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Kurzdarstellung

Stitzen in Verbundbauweise zeichnen sich gegenuber herkdmmlichen Stahlbeton-
stitzen durch hdhere Tragfahigkeiten aus. Ihre Bemessung ist in DIN EN 1994-1-1
geregelt, wobei zwischen dem vereinfachten und dem allgemeinen Nachweisverfahren
unterschieden wird. Wahrend sich das vereinfachte Verfahren fiir die Handrechnung
eignet, setzt das allgemeine Verfahren die Anwendung von komplexen Berechnungs-
programmen voraus.

Einen gebrauchlichen Verbundstlitzentyp stellt die Hohlprofil-Verbundstlitze dar. Durch
den Einsatz von mehreren Stahlkernen als Einstellprofile, die sich im Hinblick auf
Anzahl und Anordnung innerhalb des Querschnitts variabel gestalten lassen, wird das
Stltzentragverhalten wesentlich verbessert. Der mehrkernige Stitzentyp wird jedoch
nicht vom Anwendungsbereich des vereinfachten Nachweisverfahrens abgedeckt,
sodass die gesicherte Bemessung einen hohen numerischen Berechnungsaufwand
erfordert. Vor diesem Hintergrund wird in Anlehnung an das vereinfachte Verfahren
nach DIN EN 1994-1-1 ein Konzept fur ein Naherungsverfahren unter Angabe des
Anwendungsbereichs erarbeitet, das eine baupraktische Bemessung des betrachteten
Stitzentyps bei planmaRig zentrischem Druck sowie kombinierter Beanspruchung aus
Druck und Biegung ermdéglicht.

Die Entwicklung des Bemessungskonzeptes basiert auf umfangreichen theoretischen
Untersuchungen zur Beurteilung der Grenztragfahigkeit von kreisrunden Hohlprofil-
Verbundquerschnitten mit Rundvollprofilen als Einstellprofile. In diesem Zusammen-
hang zeigt sich, dass die pauschale Abminderung der vollplastischen Querschnitts-
tragfahigkeit zur Erfassung der Dehnungsbeschrankung mit dem im Regelwerk vorge-
gebenen Beiwert ay auf der unsicheren Seite liegen wirde. Anhand von numerischen
Traglastberechnungen erfolgt ferner die Einstufung der Verbundquerschnitte in die
europaischen Knickspannungslinien nach DIN EN 1993-1-1 unter Bericksichtigung der
Stitzenvorkrimmung und der Effekte aus Eigenspannungen. Hierauf aufbauend wird
eine fur diesen Stltzentyp glltige geometrische Ersatzimperfektion hergeleitet. Zur
SchnittgroRenermittiung nach Theorie Il. Ordnung wird der normativ geregelte Berech-
nungsansatz einer effektiven Biegesteifigkeit unter Zuhilfenahme eines Uber Ver-
gleichsrechnungen abgeleiteten Korrekturbeiwertes modifiziert.

Die Anwendung des vereinfachten Bemessungsverfahrens setzt einen starren Verbund
zwischen den Einzelquerschnitten voraus, sodass von der Hypothese vom Ebenblei-
ben des Gesamtquerschnitts ausgegangen werden kann. Zur Berlcksichtigung einer
nachgiebigen Verbundfuge bei der Stitzenbemessung enthalten die Regelwerke ge-
genwartig keine spezifischen Angaben. Mithilfe weiterer numerischer Untersuchungen
wird abschlieRend der Einfluss der Nachgiebigkeit der Verdiibelung auf das Trag- und
Verformungsverhalten untersucht.
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Abstract

In comparison to common reinforced concrete columns, composite columns are
characterized by higher ultimate loads. The design of these columns is given in DIN EN
1994-1-1 differentiating between the simplified and the general design methods. The
simplified design method can be used for hand calculations, whereas the general
design method requires the application of the finite element method.

The composite column with steel hollow section represents a common type of
composite column. By additional use of steel cores with variable number and position
within the cross-section, the structural behaviour can be considerably improved.
However, the multi-core type of columns is not in the scope of the simplified design
method. Therefore, the design requires an enormous numerical computational effort. It
is the objective of this paper to develop a simplified design method for this type of
cross-section according to DIN EN 1994-1-1.

The development of the design concept is based on comprehensive theoretical investi-
gations in order to estimate the load bearing capacity of circular hollow composite
section with circular steel cores as inner sections. In this context, the results clearly
show that the reduction of the full plastic resistance to determine the limitation of
strains with the coefficient ay, specified by the standards, is on the unsafe side.
Furthermore, the composite section is classified into the European buckling curves in
accordance with DIN EN 1993-1-1 taking into account geometrical and structural
imperfections. Based on these results, a geometrical equivalent imperfection is
determined for this type of composite columns. With regard to the calculation of internal
forces based on the second order theory, the normative approach of an effective
flexural stiffness is modified by a correction factor, derived from comparative cal-
culations.

The Bernoulli hypothesis is a basic assumption for the use of the simplified design
method. Currently, the standards do not take into account the flexibility of the shear
connection in the load introduction length. Hence, additional numerical studies are
performed to investigate the load baring capacity and the deformation of the column as
a function of the stiffness of the shear connection.
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Einflhrung 1

1 Einfuhrung

1.1 Problemstellung und Motivation

Im Hoch- und Industriebau wurden in den vergangenen Jahrzehnten zunehmend
Stutzen in Verbundbauweise als druck- und biegebeanspruchte Bauteile eingesetzt.
Durch diesen Stitzentyp werden die Werkstoffe Stahl und Beton als Verbundpartner in
ausgezeichneter Weise kombiniert. Verbundstitzen zeichnen sich gegenlber her-
kdmmlichen Stitzen in Stahlbetonbauweise durch deutlich héhere Tragfahigkeit bei
vergleichbaren Querschnittsabmessungen aus. In den europaischen Regelwerken
(DIN EN 1994-1-1:2010-12) werden neben dem allgemeinen Bemessungsverfahren fur
beliebige Verbundstitzentypen vereinfachte und baupraktische Nachweisverfahren zur
Bemessung folgender Verbundstiitzenquerschnitte angegeben, die nach Querschnitts-
form und Anordnung einzelner Querschnittsteile unterschieden werden,:

e Verbundquerschnitte mit vollstandig einbetonierten Stahlprofilquerschnitten

o Stitzenquerschnitte mit teilweise einbetonierten Stahlprofilen
(sog. Kammerbetonstitzen)

¢ Vollstandig ausbetonierte Hohlprofile mit Stahlquerschnitten als Einstellprofile

e Vollstandig ausbetonierte Hohlprofile ohne Einstellprofil

Typische Querschnitte entsprechend DIN EN 1994-1-1 sind in Abb. 1.1 angegeben.
Die Querschnitte, die nach dem vereinfachten Nachweisverfahren dimensioniert
werden durfen, missen eine Doppelsymmetrie aufweisen. Dies ist eine wesentliche
Voraussetzung fur die Anwendung des vereinfachten Nachweisverfahrens in DIN EN
1994-1-1, Abs. 6.7.3. Ferner missen bei Anwendung dieses Verfahrens bezogene
Schlankheitsgrenzen eingehalten werden, der Traganteil des Stahlprofils an der
Gesamttragfahigkeit ist auf ein normativ festgelegtes Hochstmall zu begrenzen und die
Grenzwerte fir den Bewehrungsgrad sind zu beachten. Eine weitere wesentliche
Voraussetzung des vereinfachten Nachweisverfahrens besteht darin, dass bei den
vollstandig und teilweise einbetonierten Stahlquerschnitten alle Baustahlquerschnitts-
teile schubfest miteinander verbunden sein missen. Bei ausbetonierten Hohlprofilen
mit eingestellten Stahlprofilen wird ebenfalls eine schubfeste Verbindung zwischen den
Einstellprofilen gefordert.

Querschnitte ohne Doppelsymmetrie und Querschnitte mit Vollkernprofilen — trotz
Vorliegen einer Doppelsymmetrie — sind mit dem in DIN EN 1994-1-1, Abs. 6.7.2
beschriebenen ,Allgemeinen Nachweisverfahren® zu bemessen, wenn fiir den
jeweiligen Stltzentyp keine spezielle bauaufsichtliche Zulassung vorliegt. Dies gilt
insbesondere fiir ausbetonierte Hohlprofil-Verbundstitzen mit zusatzlichen Einstell-
profilen aus Vollkernprofilen, welche vorwiegend in Geschossbauten sowie Hoch-
hausprojekten zum Einsatz kommen. Eine bauaufsichtliche Zulassung wird hier
erforderlich, weil bei groRen Kernen hohe Eigenspannungen auftreten, die zu Trag-
lastabminderungen fiihren und nicht durch die Regelungen des Eurocodes abgedeckt
sind.
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Allgemeines Bemessungsverfahren Vereinfachtes Nachweisverfahren
 Beliebige Querschnitte * Querschnitt doppeltsymmetrisch
« Querschnitt variabel iber die Stiitzenlange * Querschnitt konstant Gber die Stltzenlange
- Beliebige Materialgiiten + Stahlanteil am Querschnitt begrenzt
- Beliebige Systeme + Bezogener Schlankheitsgrad begrenzt

* Bewehrungsgrad begrenzt
* Begrenzung der b/t- bzw. d/t-Werte

o\
A

J

Abb. 1.1: Bemessungsverfahren und Verbundstiitzenquerschnitte nach DIN EN 1994-1-1

- J

Dieser Stutzentyp zieht trotz seiner hohen Tragfahigkeiten, die im Wesentlichen aus
dem Einsatz von Stahlkernen mit sehr groRen Abmessungen resultieren, einige nicht
unerhebliche Erschwernisse fur die praktische Anwendung nach sich. So werden
aufgrund der schwierigen Beschaffung, der Begrenzung von handelsiblichen Kern-
durchmessern sowie der Festigkeitsabnahme mit gréRer werdendem Durchmesser bei
Rundprofilen die Stahlkerne haufig aus Stahllamellen zu einem quasi runden Stahl-
querschnitt entsprechend Abb. 1.2 zusammengeschweif3t.

Aussteifungsstitzen

Aussteifung Gber
Fachwerktlirme

Hauptaussteifungs-

Ausbetoniertes
Hohlprofil-Rundrohr
Stahlkern D > 300 mm
z.B.10 x BL. 40

Abb. 1.2: Querschnitt einer ausbetonierten Hohlprofil-Stiitze mit einem aus Flacherzeugnissen
zusammengeschweillten Stahlkern als Einstellprofil,
Stlitzenquerschnitt der Hauptaussteifungsstiitzen der ,Highlight Munich Business
Towers“ nach SAUERBORN & KRETZ (2010)
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Die Wirtschaftlichkeit derart hergestellter Verbundstiutzen ist wegen des hohen
Fertigungsaufwandes und der komplexen Herstellung der Lasteinleitungsbereiche
oftmals nicht gegeben. Ferner gestalten sich der Transport grofder Stahlkernstlitzen an
Baustellen aufgrund des hohen Eigengewichtes sowie die Montage vor Ort durch die
beschrankte Kapazitdt der Hebezeuge schwierig. Typisch hierfir ist der Verbund-
querschnitt der Hauptaussteifungsstitze in den Munchner Highlight Towers zu nennen,
dessen Stahlkern aus Stahlblechpaketen mit Blechdicken von teilweise 160 mm
hergestellt wurde. Allein schon das eingesetzte Kernprofil zeichnet sich im Bereich des
Erdgeschosses durch ein Eigengewicht von 4,1 to/m aus. Gleichzeitig werden hohe
Anforderungen an die Qualifikation des Personals fir die Montage und Herstellung der
Stutzenkorper gestellt [vgl. SOBEK ET AL. (2004); SOBEK ET AL. (2006); SAUERBORN
& KRETZ (2010)].

Im Bereich der StolRebene zweier Stlitzen besteht die Gefahr einer Klaffung infolge
moglicher Schiefstellung bzw. infolge von Fertigungstoleranzen (s. Abb. 1.3), die laut
SAUERBORN & KRETZ (2010) fur gewohnlich durch die Verformungen von planmafig
zwischengelagerten Futterblechen, sog. Quetschplatten kompensiert werden. Die
Quetschplatten zeichnen sich durch eine geringere Stahlglte als die der Stahlkerne
aus, wodurch die Nachgiebigkeit der Quetschplattenkonstruktion beglnstigt wird. Wird
jedoch ein massiver Stahlkern mit einem vergleichsweise groRRen Durchmesser
verwendet, konnen durch die montage- und herstellungsbedingten Toleranzen derart
grolie Klaffungen auftreten, dass diese nicht oder nur bedingt ausschliefdlich durch die
Verformbarkeit des Quetschplattenmaterials ausgeglichen werden kdnnen. Aus dem
Klaffungswinkel resultieren im Wesentlichen eine Inhomogenitat bei der Lasteintragung
sowie eine unplanmafige Exzentrizitdt an den abzustliitzenden Bauteilen.

-

Inhomogene
Lasteintragung

Quetschplatte
Klaffungswinke

Fillbet
Ullbeton ) |

[
\ |
[ StolRebene!
\ ]
[

Vollkernprofil Hohlprofil

Abb. 1.3: StoBbereich von libereinander angeordneten Stiitzen — Klaffung im
Lasteinleitungsbereich

Im Rahmen von Untersuchungen sollen die Bemessungsgrundlagen fiir einen neuen
Stitzentyp entwickelt werden, der bei hoher Tragfahigkeit eine gleichzeitige Reduktion
des Gewichts und des Montageaufwands ermdglicht. Dazu wird der fir die Trag-
fahigkeit erforderliche massive Stahlkern in mehrere handelstbliche Kernprofile mit
kleineren Querschnittsabmessungen aufgeldst (s. Abb. 1.4, rechts). Die hieraus
resultierenden Klaffungen in der StoRverbindung zweier Kerne werden aufgrund der
vergleichsweise kleineren Kernabmessung durch die Verwendung gebrauchlicher
Quetschplatten ausgeglichen und so eine gleichmallige Lasteinleitung ermdglicht. Die
Kernanzahl sowie die Kernanordnung im Verbundquerschnitt sind beliebig variierbar.
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Bei runden Stitzenquerschnitten mit einem dueren Mantelrohr bietet sich die Anord-
nung eines zentralen Stahlkerns an, dessen Lage im Querschnitt mittels Abstandhalter
gewahrleistet wird. Nach der Montage des Rohres und des Zentralkerns lassen sich
die Ubrigen Kerne entsprechend der geforderten Anordnung einfadeln.

Wahrend des Montagevorgangs sind die einzelnen Stahlkerne in Langsrichtung ver-
schiebbar, womit ein Ausgleich montagebedingter Toleranzen im Lasteinleitungs-
bereich ermdglicht wird. Die Problematik der Montage mit Ublichen technischen Hilfs-
mitteln vor Ort, die insbesondere bei Stitzen mit einem massiven Vollkern vorliegt,
erubrigt sich durch die Verwendung wesentlich leichterer Vollkerne.

Zusatzlich bietet diese AusfUhrungsvariante einer Verbundstitze mit einem Mehr-
kernquerschnitt die Mdglichkeit, die Deckenbewehrung im Bereich einer Deckenplatte
im ldealfall zwischen den Einstellprofilen bei entsprechender Kernanordnung durchzu-
fuhren. Dadurch kann auf einen Austausch der Bewehrung im Bereich des Durch-
stanzkegels verzichtet werden. Konsequenterweise fuhrt diese konstruktive Manahme
zu einer Erhdhung der Tragfahigkeit und des Durchstanzwiderstandes der Decken-
platte.

Vollkernprofil

Hohlprofil

Verbundstiitze als
Mehrkernstitze

Verbundstiutze mit
massivem Kernprofil

Abb. 1.4: Ausbetonierte Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Vollkernen als Einstellprofile

1.2 Zielsetzung

Mittels theoretischer Untersuchungen soll das globale Trag- und Stabilitatsverhalten
von Hohlprofil-Verbundstutzen mit aufgelosten Vollkernen als Einstellprofile realistisch
erfasst und beschrieben werden. Hierzu wurden experimentelle Untersuchungen im
Rahmen eines ZIM-Kooperationsprojekts (Zentrales Innovationsprogramm Mittelstand)
durchgefuhrt, die der Validierung des nachfolgenden theoretischen Modells dienten.

Zur Gewabhrleistung einer ungehinderten Einzelauflagerung der Stahlkerne und zur
Erméglichung der Langsverschiebung der Einzelkerne wahrend des Montagevorgangs
sollen die Baustahlquerschnitte, darunter die einzelnen Einstellprofile, nicht schubfest
miteinander verbunden werden. Unter dieser Randbedingung darf das vereinfachte
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Nachweisverfahren nach DIN EN 1994-1-1 grundsatzlich nicht zur Bemessung an-
gewendet werden. Aufgrund der fehlenden schubfesten Verbindung der Querschnitts-
elemente einer Mehrkernstltze ist zur Verbundsicherung und Lastverteilung innerhalb
des Verbundquerschnitts der Einsatz von entsprechend auszulegenden Verbundmitteln
vorzusehen. Daher gilt es zu Uberprifen, ob das Ebenbleiben des Gesamtquerschnitts
durch die Verwendung von mechanischen Verbundmitteln und die damit verbundene
Lastverteilung sichergestellt werden koénnen. In diesem Zusammenhang wird der
Einfluss der Nachgiebigkeit des Verbundes auf das Trag- und Verformungsverhalten
von Hohlprofil-Verbundstiitzen untersucht und beurteilt.

Unter Zuhilfenahme des experimentell abgesicherten numerischen Rechenmodells
wurde das globale Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit mehreren Rund-
vollkernen als Einstellprofile erfasst. Auf dieser Grundlage wurde schliel3lich ein
baupraktisches Bemessungskonzept in Anlehnung an das vereinfachte Verfahren in
DIN EN 1994-1-1 erarbeitet, wodurch der Tragfahigkeitsnachweis fur den mehr-
kernigen Stutzentyp mittels Handrechnungen ermdglicht wird. Hierbei fand der Einfluss
der Querschnittsausbildung auf die Einstufung in die europaischen Knickspannungs-
kurven nach DIN EN 1993-1-1 Berucksichtigung. Ferner wurde der Fragestellung bzgl.
der geometrischen Ersatzimperfektion sowie der anzusetzenden effektiven Biege-
steifigkeit zur Bemessung des mehrkernigen Stltzentyps nachgegangen.

1.3 Gliederung

Die vorliegende Arbeit umfasst insgesamt 9 Kapitel. Deren Inhalte lassen sich wie folgt
wiedergeben:

Nach einer Einflhrung in Kapitel 1, in dem die Problemstellung und die sich hieraus
ergebende Motivation erlautert werden, folgen kurze Erlduterungen zur Zielsetzung der
Untersuchungen an mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstitzen.

Zum Verstandnis der Thematik beschreibt das nachfolgende Kapitel 2 die Grundlagen
fur die anschlieBenden experimentellen und theoretischen Untersuchungen. Dabei
werden der gegenwartige Kenntnisstand in der Forschung und die in DIN EN 1994-1-1
geregelten Bemessungsverfahren von Verbundstitzen fir den Kaltfall ausgiebig erlau-
tert.

Aufbauend auf den theoretischen Grundlagen befasst sich Kapitel 3 mit der Konzi-
pierung, Durchfihrung und Auswertung von experimentellen Untersuchungen. Diese
umfassen die grofdformatigen Stlitzenversuche und Versuche zur Erfassung der vor-
liegenden Materialeigenschaften, Untersuchungen zur Bestimmung der Lagerungs-
randbedingungen der Stutzen und Prufungen von im Krafteinleitungsbereich einge-
setzten Verbundmitteln zur Langsschubkraftibertragung. Untersuchungsgegenstand
der Versuchsserie mit den mehrkernigen Stitzenkérpern war das globale Trag- und
Lastverteilungsverhalten. Als Grundlage fir die Auswertung und Interpretation der
Versuche dienten als charakteristische MessgréRen die aufgebrachte Kraft, die Ver-
formungen und die an einzelnen Querschnittskomponenten erfassten mechanischen
Dehnungen.

Unter Zuhilfenahme der durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen wird in
Kapitel 4 wird auf die Herleitung, Kalibrierung und Validierung eines dreidimensionalen
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Finite-Elemente-Modells zur numerischen Berechnung von mehrkernigen Hohlprofil-
Verbundstitzen unter Bertcksichtigung von geometrisch und physikalisch nichtlinearen
Effekten eingegangen. Das experimentell abgesicherte Rechenmodell wird schlief3lich
als Grundlage fir weiterfihrende numerische Studien verwendet.

In Kapitel 5 werden im Rahmen von umfangreichen Parameteruntersuchungen die flr
das vereinfachte Verfahren nach DIN EN 1994-1-1 glltigen Anséatze sowie Eingangs-
werte auf den mehrkernigen Verbundstitzentyp Ubertragen und modifiziert. Zur Be-
schreibung wesentlicher Einflussgrofien auf die Querschnittstragfahigkeit werden fir
verschiedene Querschnittsausfuhrungen unter Variation von Kernanzahl und Kern-
position Momenten-Normalkraft-Interaktionslinien zusammengetragen. Ein besonderes
Augenmerk wird in diesem Zusammenhang auf die Ermittlung des Verhaltnisses aus
dehnungsbeschrankter und vollplastischer Momententragfahigkeit gelegt. Im Anschluss
wird der Fragestellung zur Einstufung der mehrkernigen Querschnitte in die euro-
paischen Knickspannungslinien nach DIN EN 1993-1-1 und zum Ansatz geometrischer
Ersatzimperfektionen nachgegangen. Ferner wird ein rechnerischer Ansatz zur Modifi-
kation der wirksamen Biegesteifigkeit nach DIN EN 1994 hergeleitet und ausgewertet.

In Kapitel 6 wird ein baupraktisches Ingenieurmodell als Naherungsverfahren zur Be-
messung von mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstitzen im Kaltzustand vorgestellt.
Dabei werden die Voraussetzungen sowie der Anwendungsbereich des Naherungs-
verfahrens definiert.

Kapitel 7 behandelt Ergebnisse aus numerischen Untersuchungen zum Einfluss der
Nachgiebigkeit in der Verbundfuge auf das Gesamttragverhalten von Hohlprofil-
Verbundstitzen. Insbesondere werden die aus der Nachgiebigkeit resultierenden
Relativverschiebungen in den Verbundfugen und die Auswirkungen auf das Eben-
bleiben des Gesamtquerschnittes, das als Voraussetzung zur Anwendung des Nahe-
rungsverfahrens fur die Stutzenbemessung gilt, untersucht.

Zur Verdeutlichung des in Kapitel 6 beschriebenen N&aherungsverfahrens enthalt
Kapitel 8 ein detailliertes Anwendungsbeispiel einer mehrkernigen Verbundstlitze mit
unterschiedlichen, vorwiegend ruhenden Lasten.

Die Arbeit schlie3t in Kapitel 9 mit einer Zusammenfassung der wesentlichen Erkennt-
nisse ab. Ferner wird ein Ausblick auf weiterflihrende Forschungsaspekte und Frage-
stellungen gegeben.
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2 Stand der Technik und Forschung

2.1 Europaische Bemessungsverfahren fur Verbundstitzen
im Kaltzustand

In den gegenwartigen europaischen Regelwerken werden fur den Kaltzustand Bemes-
sungsgrundsatze fur Verbundstitzen behandelt. Fur den Nachweis der Gesamt-
stabilitat enthalt DIN EN 1994-1-1 zwei mogliche Nachweisverfahren; das allgemeine
Bemessungsverfahren sowie das vereinfachte Nachweisverfahren, welche auch
Gegenstand der ehemals gultigen nationalen Norm DIN 18800-5 waren. Wahrend bei
dem allgemeinen Bemessungsverfahren entsprechend DIN EN 1994-1-1, Abs. 6.7.2
die globale Tragfahigkeit von Stitzen mit beliebigen Querschnitten sowie Materialglten
und ggf. Uber die Stitzenhdhe veranderlichen Querschnitten nachgewiesen werden
kann, ist das vereinfachte Nachweisverfahren nur bei Verbundstiitzen mit doppelt-
symmetrischen und Uber die Stutzenhéhe konstanten Querschnitten anwendbar. Die
Anwendung des vereinfachten Nachweisverfahrens ist auf Normalbetone mit Beton-
festigkeitsklasse C20/25 bis C50/60 und Baustahle mit Stahlguten bis S460 begrenzt.
Weiterhin muss der im EC 4 definierte Querschnittsparameter §, mit dem der Anteil des
Baustahls am Querschnitt Gberprift wird, innerhalb folgender Grenzen liegen:

A f

a

<09 (2.1)

02<6=
NpI,Rd

Ausbetonierte Hohlprofile mit einem quadratischen oder kreisrunden Vollkern als
Einstellprofil erfullen zwar formal die Voraussetzung zur Anwendung des vereinfachten
Verfahrens, wie z. B. das Vorliegen der Doppelsymmetrie im Querschnitt, allerdings ist
die Bemessung solcher Stltzentypen wegen der hohen Eigenspannungen in den
Kernprofilen nur mit dem genauen Bemessungsverfahren als Nachweiskonzept zu-
lassig. Somit nehmen diese Stitzentypen eine Sonderstellung bei der Ermittlung der
Tragfahigkeit von Verbundstiitzen ein, weshalb sie nachfolgend gesondert betrachtet
werden. [vgl. BERGMANN, M. (2013); HANSWILLE ET AL. (2010); HANSWILLE ET AL. (2014);
HANSWILLE ET AL. (2017); DIBt (2014)]

2.1.1 Allgemeines Bemessungsverfahren

Beim Nachweis der Gesamtstabilitdt nach dem allgemeinen Bemessungskonzept
werden alle maRgeblichen EinflussgroRen auf das Tragverhalten der Stiitze direkt
bertcksichtigt. Unter Beachtung von geometrischen sowie strukturellen Imperfektionen,
ortlichen Instabilitaten, Rissbildungen, Plastizierungen im Baustahlquerschnitt und den
Einflissen aus dem Langzeitverhalten des Betons (Kriechen und Schwinden) sind die
Auswirkungen nach Theorie Il. Ordnung bei der Nachweisflihrung einzubeziehen. Im
Grenzzustand der Tragfahigkeit muss unter der ungunstigsten Einwirkungskombination
stabiles Gleichgewicht vorliegen. In diesem Zusammenhang darf an keiner Stelle des
Bauteils die Querschnittstragfahigkeit flr Biege-, Normalkraft- und Querkraftbeanspru-
chung Uberschritten werden. Bei entsprechender Ausbildung der Lasteintragungs-
bereiche darf bei der Ermittlung der Stltzentragfahigkeit von dem Ebenbleiben des
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Gesamtquerschnitts und vollstdndigem Verbund zwischen Beton- und Stahlquerschnitt
ausgegangen werden. Die Betonzugfestigkeit ist bei der Berechnung zu vernachlas-
sigen, wahrend hingegen die Berilcksichtigung des Einflusses aus der Mitwirkung des
Betons zwischen den Rissen in der Biegesteifigkeit zulassig ist.

Wie anhand der Untersuchungen von BERGMANN, R. (1981) zu erkennen ist, ist das
allgemeine Verfahren nicht oder nur bedingt fir die Bemessungspraxis geeignet. Der
Berechnungsaufwand ist vergleichsweise hoch, da dieses Verfahren fiir die Nachweis-
fuhrung die Anwendung von geeigneten Finite-Elemente-Programmen voraussetzt.

Zu den anzusetzenden geometrischen und strukturellen Imperfektionen werden in den
derzeitigen Regelwerken keine eindeutigen Angaben gemacht. Allerdings wird in
Ubereinstimmung mit SAUERBORN & KRETZ (2010) und HANSWILLE ET AL. (2010) eine
auf die Stlutzenlange bezogene Vorverformung von L/1000 entsprechend Abb. 2.1 fir
den Ansatz der Vorkrimmung als geometrische Imperfektion angenommen. Die
Streckgrenzen- und Eigenspannungsverteilungen als strukturelle Imperfektionen in den
eingesetzten Stahlprofilen sind den Angaben aus der Literatur zu enthehmen. An
dieser Stelle wird auf die Ausfihrungen von LINDNER (1974a), LINDNER (1974b), ROIK &
SCHAUMANN (1980), BERGMANN, M. (2013) und LIPPES (2008) verwiesen. Alternativ ist
die Annahme von geometrischen Ersatzimperfektionen als Vorkrimmung ersatzweise
fur die geometrischen und strukturellen Imperfektionen zulassig.

Geometrische Strukturelle
Imperfektion Imperfektion

Geometrische
Ersatzimperfektion

>

_ Verteilung der
Vo= L/1000 U Streckgrenze und Stich der Vorkriimmung w,
Eigenspannungen nach DIN EN 1994-1-1, Tab. 6.5
Werkstoffkennlinie ‘
Yo ACa E,
AG¢ f , fu j/,—-
cm tm f A
/ y 1
/ N o L1
1
y Betonstahl Baustahl
ar [ _ [osorman [ Baustn |
cm s E
! \ \ a
N > £ v > €,
f " €c1 €ctu &y
ctm

Abb. 2.1: Fiir das allgemeine Bemessungsverfahren zugrunde gelegte Annahmen
entsprechend DIN EN 1994-1-1 [vgl. HANSWILLE ET AL. (2014)]

Fur die Nachweisfliihrung ist das probabilistische Sicherheitskonzept mit Teilsicher-
heitsbeiwerten auf der Einwirkungs- und Widerstandsseite flir nichtlineare Berech-
nungsverfahren ungeeignet, denn fiir die Berechnung mussten dann Materialkennlinien
unter Ansatz der Bemessungswerte der Werkstoffeigenschaften zugrunde gelegt
werden. Dies flhrt bei Systemen mit nichtlinearem Materialverhalten zu einer fehler-
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haften Einschatzung des Tragverhaltens [vgl. LIPPES (2008); HANSWILLE (2007)]. Aus
diesen Grinden werden beim allgemeinen Nachweisverfahren Spannungsdehnungs-
linien mit mittleren Werkstoffeigenschaften (s. Abb. 2.1) zugrunde gelegt. Der Trag-
widerstand von Verbundstlitzen ermittelt sich in Entsprechung zu DIN EN 1994-1-1/NA
schlieBlich unter Zuhilfenahme eines globalen Teilsicherheitsbeiwertes yg. Die Bestim-
mung dieses Teilsicherheitsbeiwertes flir den Systemwiderstand erfolgt Gber voll-
plastische Querschnitts-Interaktionskurven und den vorhandenen Einwirkungsvektor Eg4
gemal Abb. 2.2.

E, l
__plm _94|
- \
R \
pld Eq N, = E, \‘
Querschnitt ! Ed —>|Wie—
° ° |
| s — 1
]
/I
=——3
) °
> M > W A

Vollplastische Querschnitts-Interaktions-
kurven bei Ansatz der Mittelwerte (I) und
der Bemessungswerte (Il) der Materialfestigkeiten

Abb. 2.2: Bemessungsgrundsatz nach dem allgemeinen Verfahren nach DIN EN 1994-1-1/NA

Mithilfe der rechnerischen Mittelwerte der Baustofffestigkeiten (Kurvel) und der
Bemessungswerte der Werkstofffestigkeiten (Kurve Il) werden die erforderlichen Quer-
schnitts-Interaktionskurven hergeleitet. Der Teilsicherheitsbeiwert Yg fir den System-
widerstand ergibt sich flir den malRgebenden kritischen Querschnitt nach Gl. (2.2) aus
dem Verhaltnis der von den mafgebenden Einwirkungskombinationen abhangigen
Vektoren Ry m und Ry g.

Roim (2.2)
Rpl,d ’

TR =

Dabei ist Ry m die Querschnittstragfahigkeit aus der vollplastischen Interaktionskurve
mit den rechnerischen Mittelwerten der Materialkennwerte. R, 4 stellt die mit den
Bemessungswerten der Werkstofffestigkeiten ermittelte vollplastische Querschnitts-
tragfahigkeit dar. Der Nachweis ausreichender Tragfahigkeit des betrachteten Stiitzen-
systems erfolgt entsprechend GlI. (2.3) durch den direkten Abgleich des Teilsicherheits-
beiwertes Yr mit dem Laststeigerungsfaktor ny, der dem Verhaltnis aus maximal
mdglicher Belastung E, zu vorhandener Belastung E4 entspricht.

YR < nu (2-3)
mit

Yr  Teilsicherheitsbeiwert fir den Systemwiderstand
N, Laststeigerungsfaktor
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2.1.2 Vereinfachtes Nachweisverfahren

2.1.2.1 Allgemeine Erlduterungen

Das vereinfachte Nachweisverfahren erlaubt die Bemessung von baupraktisch rele-
vanten Typen von Verbundstlitzen ohne aufwendigen Einsatz von computergestitzten
Berechnungshilfen. Im Zuge der Erarbeitung der Regelwerke fir Verbundtragwerke
wurde das Naherungsverfahren auf Grundlage der Elastizitatstheorie Il. Ordnung
entwickelt. Dieses enthalt hinsichtlich der Querschnittstragfahigkeit und der effektiven
Biegesteifigkeit teilweise an Versuchsergebnissen kalibrierte Berechnungsannahmen
[vgl. HANSWILLE ET AL. (2010); RoIK & BERGMANN, R. (1989)]. Daher ist der Anwen-
dungsbereich des Naherungsverfahrens begrenzt. So darf das Bemessungskonzept

nur fiir folgende bezogene Schlankheitsgrade A angewendet werden:
_ N
r= 2R <20 (2.4)

Dabei stellt Ny r« den charakteristischen Wert der vollplastischen Normalkraft-
tragfahigkeit des Verbundquerschnittes dar. N ist die ideale Verzweigungslast, die
gemall der aktuellen Berechnungsvorschrift DIN EN 1994-1-1 mit der wirksamen
Biegesteifigkeit (El)er nach GIl. (2.5) zu bestimmen ist. K. stellt hierbei einen
Korrekturbeiwert, der den Einfluss der Rissbildung im Beton erfassen soll, dar.

(El)eff = Eala + KeEcmlc + Esls (25)
mit
K. =0,6 Korrekturbeiwert zur Berticksichtigung der Rissbildung im Beton

Um den Einfluss aus dem Langzeitverhalten des Betons in der wirksamen Biege-
steifigkeit zu berticksichtigen, wird anhand des mittleren Sekantenmoduls des Betons
E.m ein effektiver E-Modul E; ¢ nach Gl. (2.6) bestimmt.

-E L
ot 1+ ¢, (NG,Ed /NEd)

(2.6)

mit
¢, Kriechzahl des Betons nach DIN EN 1992-1-1

E.n Elastizitatsmodul nach DIN EN 1992-1-1, Tabelle 3.1

Bei betongeflillten Hohlprofilen darf die Kriechzahl ¢; nach DIN EN 1994-1-1/NA mit
25 % desjenigen Wertes, der sich nach EC 2 ohne Bericksichtigung des Mantelrohres
ergeben wirde, angenommen werden, da die Austrocknung des Betons durch das
Mantelrohr weitestgehend verhindert wird.

Weiterhin ist bei der Anwendung des Naherungsverfahrens zu beachten, dass der
prozentuale Anteil der Langsbewehrungsflache rechnerisch maximal mit 6 % berlck-
sichtigt werden darf.
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2.1.2.2 Vollplastische Querschnittstragfahigkeit von Verbundstiitzen

Fir das vereinfachte Nachweisverfahren wird die vollplastische Querschnittstragfahig-
keit des Verbundquerschnitts zugrunde gelegt. Der Bemessungswert der vollplas-
tischen Normalkrafttragfahigkeit N, rq bestimmt sich nach Gl. (2.7) aus der Summe der
Bemessungswerte fir die plastischen Grenznormalkrafte der einzelnen Querschnitts-
teile im Verbundquerschnitt (Additionsgesetz).

Npira = Npiara + Npisra T Noicra (2.7)
mit
f .
Noara =A, 2 fir Baustahl
Npi s Rd =As,fs—k fir Bewehrungsstahl und
S
o-f, .
Noicra =Ac » K fUr Beton

Der Beiwert o impliziert dabei die Dauerstandfestigkeit des Betons beim Bemessungs-
wert der Betondruckfestigkeit. Fir Querschnitte mit teilweise oder vollstdndig einbeto-
nierten Stahlprofilen ist dieser Beiwert mit 0,85 anzusetzen. Bei ausbetonierten Hohl-
profilquerschnitten wird der glnstige Einfluss auf die Nacherhartung des Betons infolge
der behinderten Austrocknung durch das Rohrprofil mit einem Beiwert a von 1,0
bertcksichtigt [vgl. ROIK & BERGMANN, R. (1989); RoOIK & BERGMANN, R. (1992); DIN EN
1994-1-1]. Weiterhin darf der Bemessungswert der Normalkrafttragfahigkeit bei runden
Hohlprofil-Verbundstitzen unter Ansatz der Umschnirungswirkung bestimmt werden,
sofern bestimmte Voraussetzungen erfiillt sind (s. Abs. 2.2).

Fur die Tragfahigkeitsnachweise von Verbundstiizen werden die vollplastischen
Querschnittsinteraktionskurven nach Abb. 2.3 herangezogen.

N
, Neg V24505 Vg = p=0
NpI,Rd ’4| ,
2V,
// Vaga >05 Vyara = P:{a'Ed - 1}
Ngg o ————— =2 | plaRd
>l | <« M
M = M | F v -V pla,Rd
p,N,Rd™ Md Vb Rd | \ d akd = VEd "y
| \ plRd
| \ Vc,Ed =Veq - Va,Ed
| X
' M
MpI,Rd
f, f f
- — < . Mpl,N,Rd
° o L
pl _ Ni - Z; | —
Y Ty T T TP T l‘ ) Neg
® ® + - —_ .
Veq

z (1-p) fyq

Abb. 2.3: Vollplastische Interaktionskurve und Querschnittstragfahigkeit nach EC 4
[vgl. HANSWILLE ET AL. (2010)]
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Im Fall einer kombinierten Beanspruchung aus Druck und planmafiger Biegung wird
die Querschnittstragfahigkeit aus den vollplastischen Spannungsblécken des Beton-,
Betonstahl- und Baustahlquerschnitts ermittelt. In diesem Zusammenhang darf die
Betonzugfestigkeit keine Berlicksichtigung finden. Hingegen muss der Einfluss der
Querkraft bei der Bestimmung der Normal- und Momententragfahigkeit miteinbezogen
werden. Uberschreitet die anteilige Querkraft des Baustahlquerschnitts V,gq den 0,5-
fachen Wert der vollplastischen Querkrafttragfahigkeit des Baustahlquerschnitts V4 rq,
ist der Einfluss der Querkraft durch eine abgeminderte Streckgrenze in den querkraft-
Ubertragenden Querschnittsteilen, wie in Abb. 2.3 dargestellt, zu erfassen.

Far eine gewahlte plastische Nulllinienlage z, 1asst sich die zugehorige Normalkraft Ngg
aus der Summe der inneren Krafte YN; der einzelnen Querschnittskomponenten
bestimmen. Die vollplastische Momententragfahigkeit My nrq bei gleichzeitiger Wirkung
von Normalkraft- und Querkraftbeanspruchung resultiert schlie8lich aus der Addition
der einzelnen inneren Normalkrafte N; multipliziert mit den jeweiligen auf die
Schwerachse des ungerissen Querschnitts bezogenen Hebelarmen z,. Darauf basie-
rend ergibt sich die vollplastische Querschnittsinteraktionskurve aus der normal-
kraftabhangigen Momententragfahigkeit bei Variation der plastischen Nulllinienlage.
[vgl. ROIK & BERGMANN, R. (1989); HANSWILLE ET AL. (2010)]

2.1.2.3 Tragfiahigkeitsnachweis bei planmaRig zentrischem Druck

Nach EC 4-1-1 kann der Tragsicherheitsnachweis einer Verbundstiitze bei planmafig
zentrischer Druckbeanspruchung mithilfe der europaischen Knickspannungslinie nach
Gl. (2.8) gefuhrt werden. Der Beiwert X ist hierbei von den in Abb. 2.4 aufgeflhrten
Knickspannungslinien, die die Einflisse aus geometrischen und strukturellen Imperfek-
tionen beriicksichtigen, und von dem bezogenen Schlankheitsgrad A der Stiitze
abhangig. Der funktionale Verlauf der Knickspannungslinien lasst sich mit Gl. (2.9)
beschreiben.

—2 <10 2.8
X NpI,Rd (2.8
x =10 fir 1 <0,2

1 (2.9)
X:¢+ /¢2_xz far A >0,2
mit

$=05-[1+a(k -02)+72]

o Imperfektionsbeiwerte nach Tab. 2.1 fur die jeweilige Knickspannungslinie
nach EC 3-1-1

Tab. 2.1: Imperfektionsbeiwerte « fiir die europdischen Knickspannungslinien nach EC 3-1-1

Knickspannungslinie ag a b c d

Imperfektionsbeiwert a 0,13 0,21 0,34 0,49 0,76
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1,2
fiir p,< 3%
-] L]
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Schlankheitsgrad A

Abb. 2.4: Européische Knickspannungslinien nach DIN EN 1993-1-1

Tab. 2.2: Knickspannungslinien und geometrische Ersatzimperfektionen fiir Verbundstiitzen
nach DIN EN 1994-1-1

Ausweichen | Knick- Max. Stich der
Verbundquerschnitt senkrecht spannungs- | Vorkrimmung
zur Achse linie Wy
Vollstandig y-y b L/200
einbetonierte | 7] I
[-Querschnitte v = z-Z c L/150
Teilweise y-y b L/200
einbetonierte | § @
[-Querschnitte - z-Z c L/150
y-y
, N ps <3% a L/300
Ausbetonierte
Hohlprofile vz zz
¢ kreisformig
e rechteckig ps > 3% vy
0. <6% b L/200
ST z-z
Ausbetonierte
Hohlprofile mit 4_‘ Yy
zusatzlichem y b L/200
I-Profil als ; 7-7
Einstellprofil vz
Teilweise
einbetonierte, vy b L/200
gekreuzte
I-Querschnitte 2z
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Tab. 2.2 enthalt die Zuordnung der im EC 4-1-1 definierten Verbundquerschnitte zu
den Knickspannungslinien, die eine Idealisierung verschiedener Naherungsfunktionen
u. a. von LINDER (1978) und MAQOUI & RONDAL (1978) darstellen [vgl. BERGMANN, M.
(2013)]. Bei den ausbetonierten Hohlprofilen ohne Einstellprofile wird bei der Ein-
ordnung in das Knickspannungslinienspektrum hinsichtlich des Bewehrungsgrades ps
unterschieden. Bei Bewehrungsgraden von maximal 3 % wird die Knickspannungslinie
,a" zugrunde gelegt. Liegen Bewehrungsgrade zwischen 3 % und 6 % vor, ist der
Querschnitt der Knickspannungslinie ,b“ zuzuweisen, ebenso wie betongefiillite Hohl-
profile mit I-formigen Einstellprofilen. [vgl. LINDNER (1996); BERGMANN, R. (1996)]

Alternativ darf bei Vorliegen einer planmafig zentrischen Druckbeanspruchung der
Tragsicherheitsnachweis auf Grundlage der SchnittgréRen nach Elastizitatstheorie
[I. Ordnung geflihrt werden. Hierzu wird auf den nachfolgenden Abs. 2.1.2.4 verwiesen.

2.1.2.4 Tragfahigkeitsnachweis bei Druck und Biegung

Weisen Verbundstiutzen eine kombinierte Einwirkung aus Druck und Biegung auf,
erfolgt der Tragsicherheitsnachweis entsprechend dem vereinfachten Nachweis-
verfahren nach der Elastizitatstheorie Il. Ordnung. Fir die SchnittgroRenbestimmung
wird eine Uber die Stlitzenldange konstante wirksame Biegesteifigkeit (El)esy nach
Gl. (2.10) zugrunde gelegt. Anders als bei der effektiven Biegesteifigkeit zur Ermittlung
der bezogenen Schlankheitsgrade nach Gl. (2.5) wird mittels des Beiwertes K, von 0,9
eine weitere Abminderung der Biegesteifigkeit zur SchnittgréRenermittiung nach
Elastizitdtstheorie Il. Ordnung vorgenommen. Hierdurch werden Einflusse aus Teil-
plastizierungen der Querschnitte und Abweichungen von der planmaRigen Quer-
schnittsgeometrie erfasst. Der Abminderungsbeiwert K., bertcksichtigt nach BERG-
MANN, R. (2004) neben der Rissbildung die Streuung des E-Moduls des Betons im
Verbundquerschnitt. Die Steifigkeitsermittiung wird unabhangig von System und Mo-
mentenverlauf vorgenommen. Durch den Ansatz einer wirksamen Biegesteifigkeit wird
der Berechnungsaufwand erheblich reduziert, insbesondere da die Anwendung von
FE-Berechnungsprogrammen nicht zwingend notwendig ist.

Auf eine SchnittgréBenermittiung nach Theorie Il. Ordnung darf verzichtet werden,
wenn die aus der Verfomung nach Theorie |. Ordnung resultierende Vergréferung der
bemessungsrelevanten Schnittgrolen weniger als 10 % betragt. Diese Bedingung ist
eingehalten, wenn der Verzweigungslastfaktor o, mindestens den Wert von 10 auf-

weist oder der bezogene Schlankheitsgrad % maximal 0,2 betragt.

(El)eff,ll = Ko (Eala + Ke,IIEcmlc + Esls) (2 10)

mit

K,=0,9 Korrekturbeiwert zur Erfassung von Einflissen aus Teilplasti-
zierungen im Querschnitt

Ken =0,5 Beiwert zur Erfassung der Rissbildung und E-Modul-Streuung

Die SchnittgroRenermittiung nach Theorie Il. Ordnung wird unter Ansatz der geo-
metrischen Ersatzimperfektionen, die Tab. 2.2 je nach vorliegendem Querschnittstyp
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entnommen werden, als maximaler Stich der Vorkrimmung vorgenommen. Der Trag-
sicherheitsnachweis gemall dem vereinfachten Verfahren fir Verbundstitzen mit
Druck und einachsiger Biegung gilt als erbracht, wenn die Anforderung nach Gl. (2.11)
eingehalten ist. Durch diese Bedingung wird Uberprift, ob an der mallgebenden Stelle
mit den Bemessungswerten der Einwirkung eine ausreichende Momententragfahigkeit
Moinra VOrliegt. Da die Querschnittstragfahigkeit durch die Grenzdehnung des Betons
im Verbundquerschnitt beschrankt wird, wiirde der Ansatz der vollplastischen Mo-
mententragfahigkeit nach Abs. 2.1.2.2 zu einer fehlerhaften Einschatzung der tatsach-
lichen Tragfahigkeit von Verbundstiitzen flihren. Daher wird in der Nachweisgleichung
der Unterschied zwischen der durch die Betondehnung begrenzten Momententrag-
fahigkeit und der vollplastischen Momententragfahigkeit mithilfe des Reduktionsbei-
wertes ay berlcksichtigt. Flr Baustahle der Stahlglte S235, S275 sowie S355 ist ay
zu 0,9 anzunehmen. Fur héherfeste Stahle der Gite S420 und S460 gilt ein geringerer
Beiwert von 0,8. [vgl. SAUERBORN & KRETZ (2010); HANSWILLE & BERGMANN, R. (2001)]

M

———<a 2.11
I\/IpI,N,Rd . ( )
mit

MoinRd = Hd MpiRd Vollplastische Momententragfahigkeit des Verbund-

querschnitts unter Normalkrafteinwirkung

Bei Stitzen mit planmaRiger Beanspruchung auf Druck und zweiachsiger Biegung wird
zunachst jede Biegeachse flir sich nach GIl. (2.11) mit dem oben beschriebenen
Beiwert ay nachgewiesen. Zusatzlich ist die Interaktion zwischen den Einwirkungen
unter Zuhilfenahme einer vereinfachten Interaktionskurve, wie in Abb. 2.5 dargestellt,
zu berlcksichtigen.

N A - -
N
plRd .|
Npl,Rd 10 ;
@
Interaktion ‘
M, N Interaktion Neg
2
My, N NpI,Rd
MY
M
Interaktion ;"V’Rd
My, Mz, Neg 70
AN
Naherung: Ny _ .
1,0 P
Brda | Fags <49 i
p'dy Mgz J
z
ﬁ Mdz
My Np\‘Rd };
Mpl,y,Rd y
Mpl,z,Rd Interaktion ;
My’ MZ atz,Rd

1,0

Abb. 2.5: Querschnittsinteraktionskurven fiir Druck und zweiachsige Biegung nach EC 4-1-1
[vgl. HANSWILLE ET AL. (2010)]
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Der Nachweisgleichung Gl. (2.12) fur den Interaktionsnachweis liegt die lineare
Naherungskurve zwischen den Punkten A und B zugrunde. Da die Naherung die
tatsachliche Stitzentragfahigkeit unterschatzt, wird beim Tragfahigkeitsnachweis keine
Abminderung durch den Reduktionsbeiwert ay angesetzt. [vgl. ROIK & BERGMANN, R.
(1992); HANSWILLE ET AL. (2010)]

My,Ed MZ,Ed S 1’0

' 2.12
Moynrs  Moizngd (2.12)
mit
Moiy.NRd = Hay Moty Rd Vollplastische Momententragfahigkeit des Verbund-

querschnitts flr Biegung um die y- und z-Achse bei

M Z = Z M Z
PhzNRa = Hdz Ttz Rd gleichzeitiger Wirkung einer Normalkraft

2.1.2.5 Zusammenfassende Beurteilung des vereinfachten Nachweisverfahrens

Unter Zuhilfenahme des beschriebenen Naherungsverfahrens kénnen die in EC 4
definierten und baupraktisch relevanten Verbundstiitzen bei Einhaltung der Anwen-
dungsgrenzen mit geringem Rechenaufwand bemessen werden. Formal wird der
Tragsicherheitsnachweis an Verbundstitzen wie an Stahlstitzen nach EC 3 gefuhrt.
Fernerhin bildet das vereinfachte Verfahren eine geeignete Grundlage zur Herleitung
weiterer Naherungsverfahren [vgl. EGGEMANN (2003)].

Trotz des geringen Rechenumfangs werden mit dem vereinfachten Verfahren im
Vergleich zu dem allgemeinen Nachweiskonzept zufriedenstellende Bemessungser-
gebnisse erzielt. Dies geht aus Abb. 2.6 hervor, welche exemplarisch die Berech-
nungsergebnisse eines betongefillten Rundrohres unter Ansatz geometrischer Ersatz-
imperfektion nach dem Naherungsverfahren und zum Vergleich nach der genauen
Traglastberechnung mittels eines FE-Programms enthalt.

N
NpI,Rd
A
N
10 | N Nos
4 NCI’
—&— =050
08 1 -0 - =100
1 ! | N, e W 3=150
0.6 > TN ----- O 1=200
0,4 !
) Allgemeines
| Bemessungsverfahren
= [
02 1 ‘ Naherungsverfahren
.M
0 MpI,Rd

1,0

Abb. 2.6: Vergleich des Nédherungsverfahrens mit dem allgemeinen Bemessungsverfahren
hinsichtlich der Stiitzentragféhigkeit nach LINDNER & BERGMANN, R. (1998)
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Fur die zugrunde gelegten Randbedingungen wie den konstanten Momentenverlauf
infolge am Stitzensystem wirkender Randmomente liegt eine gute Ubereinstimmung
der Berechnungsergebnisse vor. Diesbezlglich wurden fiir verschiedene bezogene
Schlankheitsgrade geringe Abweichungen zwischen den Traglasten nach dem Nahe-
rungsverfahren und dem exakten Rechenverfahren festgestellt. Fur nichtkonstante Mo-
mentenverteilungen liefern die Berechnungen mit der geometrischen Ersatzimperfek-
tion weiter auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse [vgl. LINDNER & BERGMANN, R.
(1998)]. Ferner fihrt das in EC 4 angegebene Verfahren bei kombinierter, planmaRiger
Beanspruchung auf Druck und Biegung zu einer besseren Querschnittsausnutzung als
das ehemals glltige Bemessungsverfahren nach DIN 18806 (1984). [vgl. BERGMANN,
R. (2004); HANSWILLE (2003)]

Im Hinblick auf den Ansatz von geometrischen Ersatzimperfektionen als maximalen
Stich der Vorkrimmung zeigten Untersuchungen nach BERGMANN, R. (1996) an
Hohlprofil-Verbundstitzen mit hohen Bewehrungsgraden eine Abhangigkeit der
Ersatzimperfektion von der bezogenen Schlankheit, der Betonfestigkeit und der
verwendeten Stahlgite. Dahingegen enthalt DIN EN 1994-1-1 je nach gewahltem
Querschnittstyp konstante, von Werkstoff- und Geometrieeigenschaften unabhangige
Zahlenwerte fur die geometrische Ersatzimperfektion (s. Tab. 2.2). Nach LINDNER &
BERGMANN, R. (1998) resultieren dennoch nur geringe Traglastunterschiede aus Trag-
lastanalysen nach Theorie Il. Ordnung unter Ansatz einer konstanten geometrischen
Ersatzimperfektion im Vergleich zu Berechnungen mithilfe von europaischen Knick-
spannungslinien. Wie Abb. 2.7 beispielhaft verdeutlicht, betragt die Abweichung der
Stitzentraglasten von Rundrohren mit bewehrtem Betonkern unterschiedlicher Beton-
festigkeitsklassen lediglich etwa 5 %. Dem Einfluss der Stahlgute wird keine Bedeu-
tung beigemessen, da weitere Traglastanalysen ergaben, dass die Wahl der Stahligtte
einen relativ geringen Einfluss auf die Vorverformung hat. [vgl. LINDNER & BERGMANN,
R. (1998)]

1,2
C20/S235 A
C40/S235 /
1,1 41 C60 /5235 ,
K—\ |
|
o

1,0 ]
W,
\ o
0,9 \
\
084 5= Nrq (%) \\
Npg (W) -y R
0.4 0.8 1.2 1,6 2.0

Abb. 2.7: Vergleich der Traglasten einer zentrisch gedriickten Hohlprofil-Verbundstlitze mittels
der europdischen Knickspannungskurven und nach Theorie Il. Ordnung geméafi
LINDNER & BERGMANN, R. (1998)

Die Anwendung des vereinfachten Nachweisverfahrens ist auf doppeltsymmetrische
Verbundquerschnitte beschrankt. Diese bestehen aus rechteckigen Betonquerschnitten
mit vollstandig und teilweise einbetonierten I-Profilen oder aus ausbetonierten kreis-
runden oder rechteckigen Hohlprofilguerschnitten mit und ohne Einstellprofile (vgl. Abb.
1.1). Ergebnisse aus Untersuchungen u. a. nach HANSWILLE ET AL. (2014), HANSWILLE
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ET AL. (2017) zeigen jedoch, dass die Regelungen des vereinfachten Verfahrens nicht
fur alle Querschnitte gelten, die die geometrischen Anforderungen zur Anwendung des
Naherungsverfahrens erflillen. Abb. 2.8 beinhaltet exemplarisch doppeltsymmetrische
Verbundstiitzenquerschnitte mit einbetonierten Einstellprofilen. Im Vergleich zu den fir
das vereinfachte Verfahren zuldssigen Querschnitten zeichnen sie sich durch einen
sehr groRen plastischen Formbeiwert. Um ein Durchplastizieren der Einstellprofile und
eine vollplastische Spannungsverteilung zu erreichen, sind somit hohe Randdehnun-
gen erforderlich, die aufgrund der Dehnungsbeschrankung des Betons im Randbereich
nicht auftreten kdnnen. Bei diesen Querschnitten kann das vereinfachte Nachweisver-
fahren bei planmafiger Beanspruchung durch Druck und Biegung auf der unsicheren
Seite liegen.

@
I @

Abb. 2.8: Doppeltsymmetrische Verbundstiitzenquerschnitte [vgl. HANSWILLE ET AL. (2014) und
HANSWILLE ET AL. (2017)]

Insbesondere kreis- und rautenférmige Betonquerschnitte mit Einstellprofilen erfordern
zur Erzielung einer vollplastischen Ausnutzung bei Uberwiegender Biegebeanspru-
chung sehr groRe Dehnungen am Randbereich und sind daher als besonders un-
glnstig zu bewerten. Dies spiegeln die Untersuchungsergebnisse in Abb. 2.9 wider.
Die zugrunde gelegten kreis- und rautenférmigen Verbundquerschnitte mit den an-
gegebenen Bewehrungsgraden sind der Knickspannungslinie ,b* zuzuordnen. Bei zen-
trischer Beanspruchung ergeben sich nach dem Naherungsverfahren nahezu iden-
tische Traglasten im direkten Vergleich zum allgemeinen Nachweisverfahren nach
DIN EN 1994-1-1/NA. Fur die gleichen Querschnittseigenschaften werden ebenfalls die
Bemessungsergebnisse aus Beanspruchung durch planmaRige Biegung infolge einer
Randexzentrizitdt von 10 cm gegenubergestellt. Es stellt sich heraus, dass das verein-
fachte Nachweisverfahren mit einem Beiwert ay von 0,90 zur Berlcksichtigung der
Dehnungsbeschrankung des Betons in der Querschnittstragfahigkeit auf der un-
sicheren Seite liegt und stets hdohere Bemessungslasten als das allgemeine Nachweis-
verfahren liefert. Aus der Modifikation des Beiwerts oy zu 0,70 bei unveranderter
geometrischer Ersatzimperfektion wy resultieren schliellich nach dem Naherungsver-
fahren Uberwiegend konservative Bemessungsergebnisse.
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Abb. 2.9: Tragfdhigkeit von kreis- und rautenférmigen Betonquerschnitten mit vollsténdig einbeto-
nierten Stahlquerschnitten nach HANSWILLE ET AL. (2014) und HANSWILLE ET AL. (2017)

Prinzipiell stellt das vereinfachte Nachweisverfahren eine geeignete Grundlage zur
Herleitung weiterer Naherungsverfahren wie z. B. des Nachweiskonzeptes nach
LIPPES (2008) zur Bemessung von Hohlprofil-Verbundstitzen aus hochfesten Werk-
stoffen dar. Nach gegenwartigem Stand der europaischen Regelwerke ist die Anwen-
dung des vereinfachten Nachweisverfahrens flr diesen Stiitzentyp ebenfalls nicht zu-
lassig (s. Abs. 2.4). Ferner entwickelte EGGEMANN (2003) ein Naherungsverfahren auf
Grundlage der Bemessungsgrundsatze des EC 4, das allerdings ohne den Begriff des
bezogenen Schlankheitsgrads . auskommt. Stattdessen ermdglicht das entwickelte
Nachweiskonzept, welches auf Stutzen mit planmaRig zentrischem Druck beschrankt
ist, die Ermittlung einer ideellen Schlankheit Gber den Tragheitsradius des eingesetzten
Stahlprofils, wodurch der Rechenaufwand weiter reduziert werden soll.

2.2 Umschniirungswirkung bei ausbetonierten Hohlprofilen

Bei betongefiiliten Rundrohren entsteht aufgrund der Behinderung der Betonquer-
dehnung durch das Mantelrohr ein dreiaxialer Spannungszustand im Beton, wie an-
hand Abb. 2.10 veranschaulicht wird. Der aus der Umschnirung des Betons resultie-
rende mehrdimensionale Spannungszustand fiihrt zu einer erhéhten Betontragfahigkeit
und somit zu einer Steigerung der Normalkrafttragfahigkeit. Hingegen resultiert aus der
Ringzugspannung o5, im Mantelrohr eine Reduzierung der Langsdruckspannung o ;.
Durch die auf den Mantel wirkende Betondruckspannung senkrecht zur Belastungs-
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richtung zeigt sich eine gunstige Wirkung auf die Langsschubtragfahigkeit, die sich auf-
grund von Reibungseffekten in der Kontaktflache zwischen Rohr und Beton vergréfiert.
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Abb. 2.10: Umschniirungswirkung bei ausbetonierten kreisférmigen Hohlprofilen
[vgl. CEB-FIP MobDEL CoDE (1990); LipPPES (2008)]

Ferner wird das Nachbruchverhalten von Beton merklich verbessert. Beispielsweise
konnten in Untersuchungen nach XIE ET AL. (1995) an hochfesten Betonen durch einen
Querdruck von ca. 7 % der Zylinderdruckfestigkeit Betondruckspannungen im Nach-

bruchverhalten erreicht werden, die in etwa der einaxialen Druckfestigkeit entsprachen
[vgl. LINDSCHULTE (2013)].
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Abb. 2.11: Stiitzentragféhigkeit einer unbewehrten gedrungenen Hohlprofil-Verbundstiitze,
Spannungs- und Dehnungszustand im Stahimantel und Beton nach HANSWILLE &
PORSCH (2004b) und LU & ZHAO (2008)
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In Abb. 2.11 wird die prinzipielle Entwicklung des Spannungszustands im Beton und im
Rohrprofil einer unbewehrten gedrungenen und zentrisch belasteten Hohlprofil-Ver-
bundstitze bei vollflachiger Lasteinleitung tGber den gesamten Querschnitt dargestellt.
Zugleich ist aus der Abbildung der Einfluss der Umschnirungswirkung auf die Traglast
des Prufkorpers ersichtlich. Simultan zur Lastaufbringung ist eine Zunahme der
Prufkérperstauchung zu erkennen. Anfanglich liegt die von der Festigkeitsklasse
abhangige Querdehnzahl v von Beton zwischen 0,10 und 0,20. Im Vergleich dazu ist
die Querdehnzahl von Stahl héher und betragt 0,30. Somit ist zunachst eine gréRere
Querausdehnung des Stahls zu erwarten, weswegen der Stahl bei diesem Lastniveau
kaum umschnirend wirkt. Liegt zwischen Hohlprofil und Betonflllung keine gestorte
Verbundfuge vor, kénnen im Beton seitliche Zugspannungen entstehen [vgl. LU &
ZHAO (2008) und BODE, H. & BERGMANN, R. (1993)]. Ab einer Betondruckspannung o
in der GréRenordnung von 0,4 f beginnt sich die Querdehnzahl des Betons infolge
einer eintretenden Mikrorissbildung allmahlich zu vergréRern. Der hieraus resultierende
Spannungszustand ist in Abb. 2.11 mit dem Punkt A gekennzeichnet.

Wird ein Belastungsdruck von 0,85 f auf den Beton erreicht, kann davon ausge-
gangen werden, dass die Querdehnzahlen der beiden Werkstoffe nahezu gleich sind.
Ab diesem Belastungsniveau (Punkt B) erreicht die Betonausdehnung aufgrund der
einsetzenden Mikrorissbildung das Rohrprofil. Dadurch gewinnt nun die Umschniirung
des Betons durch das Stahlprofil fortschreitend an Einfluss. Bei weiterer Laststeigerung
wird die zunehmende Ausdehnung des Betonkerns durch das angrenzende Mantelrohr
behindert. Die hieraus entstehenden radialen Druckspannungen zwischen beiden
Materialien stehen mit den Ringzugspannungen des Stahlmantels entsprechend Gl.
(2.13) im Gleichgewicht [vgl. LINDSCHULTE (2013)].

o, t=0c —DR_2t

a,p cr 2

(2.13)

Die Folge ist, dass sich ein zweiaxialer Spannungszustand im Stahlmantel bildet.
Durch die allseitige Ausdehnungsbehinderung entsteht im Beton der bereits erwahnte
dreiaxiale Druckspannungszustand. Bei weiterer Erhéhung der Belastung auf den
Stitzenkorper ist ein Flieken des Stahls zu erwarten. Dieser Zustand ist mit dem
Punkt C gekennzeichnet und zeichnet sich dadurch aus, dass ab diesem Belastungs-
niveau das Rohrprofil nicht mehr in der Lage ist, Vertikallasten zu Ubertragen. Statt-
dessen erfolgt eine Lastumlagerung vom Stahlmantel, um einem Versagen durch die
Ausweitung des Betons und zunehmender Ringzugkrafte entgegenzuwirken. Entspre-
chend den Ausfuhrungen von EVIRGEN ET AL. (2014), JOHANSSON & GYLLTOFT (2002),
SHAB ET AL. (2014) und SCHNEIDER (1998) kann der Betonkern aufgrund der rotations-
symmetrischen radialen Druckspannungen und der sich hieraus entwickelnden Druck-
festigkeitssteigerung hohere Lasten aufnehmen, wodurch der Tragverlust des Stahls
kompensiert wird. Dies fuhrt dazu, dass die Querschnittstragfahigkeit einer gedrun-
genen Stutze groRer ist als die aufsummierte Normalkrafttragfahigkeit der Einzel-
komponenten im Verbundquerschnitt nach GI.(2.7). [vgl. HANSWILLE & PORSCH (2004a)]

Zur Berucksichtigung der Umschnirungswirkung bei der Bestimmung der vollplasti-
schen Normalkrafttragfahigkeit von betongefullten Rundhohlprofilen wird nach EC4-1-1
eine erhodhte Betontragfahigkeit und zugleich eine reduzierte Tragfahigkeit des Stahl-
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mantels angesetzt. Die vollplastische Normalkrafttragfahigkeit von Hohlprofil-Verbund-
stltzen ermittelt sich demnach zu:

Noira = Nprard +Npisra + Npicra (2.14)
mit
fyk "
Npl,a,Rd =MNa Aa_ far Baustahl
a
f .
Npora =A== flir Bewehrungsstahl und

S

t f K O.f
Npl,C,Rd = [1 + Mg _RL] Ac ok fur Beton
DR fck c

Mit dem Beiwert 1, wird die Normalkrafttragfahigkeit des Stahlmantels reduziert,
wahrend die Zunahme der Betontragfahigkeit durch den Beiwert n. erfasst wird. Da der
Effekt der Umschnurungswirkung mit zunehmender Schlankheit der Stutze und bei
planmaRig exzentrischer Beanspruchung abnimmt, darf gemal’ der Bemessungs-
vorschrift die Umschnirungswirkung in der vollplastischen Normalkrafttragfahigkeit nur
dann Beriicksichtigung finden, wenn der bezogene Schlankheitsgrad & nach Gl. (2.4)
nicht gréRer als 0,5 und die auf den Rohraufendurchmesser bezogene Lastausmitte
€=Mgy/Ngq Kleiner als 0,1 sind [vgl. ROIK & BERGMANN, R. (1989) und ROIK & BERG-
MANN, R. (1992)]. Beispielgebend sind die Forschungen nach HANSWILLE & LIPPES
(2007), in denen keine nennenswerten radialen Betondruckspannungen an schlanken
Hohlprofil-Verbundstitzen erfasst werden konnten. Demnach waren der Einfluss der
Umschniirungswirkung des Mantelrohres auf die Betontragfahigkeit und die Verteilung
der Teilschnittgro3en im Querschnitt von untergeordneter Bedeutung.

2.3 Verbundwirkung bei ausbetonierten Hohlprofilen

Krafteinleitungsbereiche stellen Stutzenabschnitte an Stitzenenden oder innerhalb der
Stitzenlange dar, in denen Normalkrafte sowie ggf. Biegemomente aus angrenzenden
Bauteilen eingeleitet werden. In diesen Bereichen und an Stellen mit Querschnittsan-
derung sind im Allgemeinen mechanische Verbundmittel anzuordnen, wenn die aus
dem Bemessungswert der Langsschubkraft resultierende Verbundspannung den
Bemessungswert der Verbundtragfahigkeit trg nach DIN EN 1994-1-1, Abs. 6.7.4.3 (3)
Uberschreitet. Die in der Verbundfuge zwischen Beton und Stahlprofil zu Ubertragen-
den Langsschubkrafte entsprechen der Differenz der TeilschnittgroRen der einzelnen
Querschnittskomponenten im Bereich der Krafteinleitungslange. Bei Querkraftbean-
spruchungen aus Querlast bzw. Randmomenten ist der Nachweis der Verbundsiche-
rung auch auferhalb der Krafteinleitungsbereiche zu fuhren.

Die Verbundspannungen im Flachenverbund zwischen Beton und Stahlprofil entstehen
im Wesentlichen aus drei Einflissen (s. Abb. 2.12): Neben dem natirlichen Haft-
verbund, der rechnerisch nicht planmaRig angesetzt werden kann, richtet sich die
Verbundwirkung nach der Oberflachenrauigkeit und den Imperfektionen des Stahl-
profils [vgl. VIRDI & DOWLING (1975)]. Im Fall von ausbetonierten Hohlprofilen bildet sich
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der uberwiegende Anteil der Verbundwirkung aus Reibungseffekten und Klemmkraften
zwischen den Werkstoffen. Diese resultieren aus dem Anpressdruck o, infolge Quer-
dehnungsbehinderung des Betonkerns durch den umschnirenden Stahimantel.

Haftverbund Oberflachenrauigkeit |

! ! !

c,r

frettt

I I I

Abb. 2.12: Verbundwirkung bei ausbetonierten Hohlprofilen nach HANSWILLE & PORSCH (2004a)

Entsprechend den normativen Vorgaben gilt fir die Verbundsicherung zwischen
Rohrprofil und Beton unabhangig von der Materialglite eine Verbundtragfahigkeit trq
von 0,55 N/mm?2. Dieser Normwert, der ausschlieBlich die Verbundwirkung aus Ober-
flachenrauigkeit und Reibung impliziert, wurde aus Push-Out-Versuchen an aus-
betonierten Hohlprofilen nach ROIK ET AL. (1984) abgeleitet. Er beschreibt den Bereich
des Reibverbundes nach Uberschreitung des Maximalwertes der Verbundfestigkeit und
entspricht etwa 50 % des Mittelwertes fur die maximale experimentell ermittelte
Verbundspannung tmax von 1,05 N/mm? [vgl. HEYDE (2008)]. Zu beachten ist, dass die
im Rahmen dieser Versuchsserien ermittelten Verbundtragfahigkeiten grofden Streu-
ungen unterworfen waren.

Zum Vergleich wurden in Untersuchungen nach HANSWILLE & PORSCH (2004a) bei
Erreichen der Hochstlast Verbundspannungen von ca. 4,0 N/mm?, die aus dem hohen
Anpressdruck zwischen Stahlmantel und Betonkern resultierten, festgestellt. Damit
lagen die experimentell ermittelten Verbundspannungen deutlich Giber der Normangabe
von 0,55 N/mm?2. Die groRen Abweichungen in den Untersuchungen riihrten im We-
sentlichen von den unterschiedlichen Lagerungsbedingungen der Versuchskorper her
(s. Abb. 2.13). In den Versuchen nach ROIK ET AL. (1984) erfolgte die Lastein- bzw.
Lastausleitung tber den Beton bzw. Uber das Hohlprofil. Dies hatte zur Folge, dass die
Hohe der Bruchlast von der Tragfahigkeit der Verbundfuge zwischen Stahlmantel und
Beton bestimmt wurde. Nach Zerstérung der Verbundfuge war ein Gleiten des Betons
entlang des Hohlprofils zu beobachten. Die Querschnittstragfahigkeit der Priflinge
konnte nicht annahernd erreicht werden. Durch die nahezu fehlende Betonausdehnung
aus der Rissbildung der Betonmatrix in Uberlagerung mit der einsetzenden Aus-
dehnung des Stahlprofils, insbesondere im unteren Abschnitt der Pruflinge, entstanden
keine nennenswerten Radialspannungen o.,. Unter diesen Lagerungsbedingungen ist
von geringen Reibungsanteilen zwischen Betonkern und Hohlprofil auszugehen.

Da in den Untersuchungen nach HANSWILLE & PORSCH (2004a) die Kraft zwar ebenfalls
Uber den Betonquerschnitt eingeleitet, allerdings die Auflagerung uber Beton und
Hohlprofilwandung realisiert wurde, bewirkte die einsetzende Rissbildung im Beton
einen Anstieg der Betondehnung im Querschnitt. Nach JOHANSSON & GYLLTOFT (2002)
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entstehen aus der Umschnlrung des Betons durch den Stahlmantel relativ groRe Ra-
dialspannungen o, die schliellich zu héheren Spannungen t aus Reibverbund flihren.

‘ ROIK ETAL. (1984) ‘ HANSWILLE & PORSCH (2004a)
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Abb. 2.13: Lagerungsbedingungen von gedrungenen Versuchskdrpern sowie deren Wirkung
auf die radialen Betondruckspannungen o, , [vgl. HANSWILLE & PORSCH (2004a)]

Der Lasteintrag Uber den Stahlmantel bei gleichzeitiger Lagerung Uber den Gesamt-
querschnitt bewirkt hingegen den umgekehrten Effekt, wie sich anhand von experimen-
tellen Studien nach MORISHITA ET AL. (1979a) an zentrisch belasteten ausbetonierten
Rohrprofilen mit einem Abmessungsverhaltnis h/D von 5,0 belegen lasst [s. a.
MORISHITA ET AL. (1979b)]. Die mit der Belastung zunehmende Querausdehnung des
Stahlmantels fuhrt im Bereich der Lasteintragung zu einer Entkopplung vom Betonkern,
sodass das Rohr kaum umschnirend auf den Beton wirkt und somit eine geringe Inter-
aktion zwischen den Werkstoffen vorliegt. Das Resultat sind sehr niedrige Verbund-
spannungen, die Uber den Schlupfweg nahezu konstant sind [vgl. ROIK ET AL. (1984)].
Wird sowohl die Lasteintragung als auch die Lagerung ausschlielich Gber den Stahl-
mantel bewerkstelligt, verhalt sich das ausbetonierte Hohlprofil aufgrund der fehlenden
Umschnirungswirkung wie ein reines Stahlrohr ohne Betonkern [vgl. JOHANSSON &
GYLLTOFT (2002); BODE & BERGMANN, R. (1993)].

Die vorangehenden Ausfuhrungen verdeutlichen, dass die relative Ausdehnung beider
Komponenten im Querschnitt und der in diesem Zusammenhang entstehende Quer-
druck des Betons flr die H6he der Ubertragbaren Schubspannungen malfigeblich sind.
Die normativen Vorgaben zum Flachenverbund unterscheiden allerdings nicht zwi-
schen den Lagerungsbedingungen und den hieraus resultierenden Relativverfor-
mungen im Querschnitt, die bei ausbetonierten Hohlprofilen einen signifikanten Ein-
fluss auf die Umschnirung des Betonkerns und die Schubkraftiibertragung haben.
Ferner bleiben Biegeverformungen im Tragsystem sowie Lastexzentrizitaten als we-
sentliche Faktoren fur den seitlichen Querdruck, die eine Verbesserung der Schub-
Ubertragung im Flachenverbund herbeifiihren kénnen, unberlcksichtigt [vgl. ROIK
ET AL. (1984)]. Daher kann angenommen werden, dass bei einer Stitze mit kreis-
rundem Hohlprofil-Verbundquerschnitt und einer beidseitigen Lasteintragung ber den
Betonkern héhere im Flachenverbund tbertragbare Schubspannungen auftreten als in
der Norm geregelt wird [vgl. HANSWILLE & PORSCH (2004a)].



Stand der Technik und Forschung 25

2.4 Tragfahigkeit von Hohlprofil-Verbundstiutzen mit Vollkernprofil

Die Tragfahigkeit von Hohlprofil-Verbundstitzen I&sst sich durch Einsatz von Einstell-
profilen mit Vollkernquerschnitten betrachtlich steigern. Wie bereits erwahnt, ist dieser
Typ von Verbundstitzen durch den Anwendungsbereich des Naherungsverfahrens
nach EC 4 nicht abgedeckt, obwohl die zuvor beschriebenen Voraussetzungen formal
erfullt sind (vgl. Abs. 2.1). Hintergrund fur den Ausschluss dieses Stutzentyps aus dem
Anwendungsbereich des Naherungsverfahrens ist im Wesentlichen, dass die Einstu-
fung dieses Querschnittstyps in die europaischen Knickspannungslinien nicht abschlie-
Rend geklart ist. Verschiedene Untersuchungen z. B. nach HANSWILLE & BERGMANN, R.
(1999) ergaben namlich, dass bei Anwendungen der in Tab. 2.2 flir ausbetonierte
Hohlprofile anzusetzenden Knickspannungslinien ,a“ bzw. ,b“ auf Verbundstitzen mit
massivem Stahlkern die rechnerische von der tatsachlichen Tragfahigkeit signifikant
abweicht. Dies ist auf die thermisch induzierten Eigenspannungen innerhalb des
Querschnitts des Kernmaterials als strukturelle Imperfektion zurlickzufiihren, die aus
dem Abkuhlvorgang im Herstellungsprozess entstehen und eine betrachtliche Redu-
zierung der globalen Stitzentragfahigkeit zur Folge haben kénnen. Abb. 2.14 zeigt
hierzu exemplarisch die Ergebnisse einer Traglastberechnung an einer mit Kernprofil
versehenen Hohlprofil-Verbundstiitze. Dabei wird der Abminderungsbeiwert X in
Abhangigkeit von dem bezogenen Schlankheitsgrad 7%  sowohl mit als auch ohne
Einfluss aus thermisch induzierten Eigenspannungen dargestellt.

Aus dieser Traglastanalyse geht hervor, dass bei Vernachlassigung der strukturellen
Imperfektion eine Einstufung in die Knickspannungslinie ,a“ vorgenommen werden
kann. Die Berucksichtigung der Eigenspannungsverteilung bei dem untersuchten
Querschnitt fihrt hingegen zu einer Einstufung in die ungunstigste Knickspannungslinie
,d“. Demnach fallt die Stltzentragfahigkeit gegeniiber dem Fall bei Vernachlassigung
der Eigenspannungsverteilung erheblich geringer aus.
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Abb. 2.14: Auswirkung der Eigenspannungen hinsichtlich der Zuordnung von Hohlprofil-
Verbundquerschnitten mit massivem Kernprofil zu den européischen
Knickspannungslinien nach EC 3 [vgl. HANSWILLE & BERGMANN, R. (1999)]
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Daruber hinaus rickt die Streckgrenzenverteilung bei der Bemessung von Hohlprofil-
Verbundstitzen mit Einstellprofilen aus Vollkern in den Vordergrund, da bei groReren
Kernprofilabmessungen nicht von einer Uber den Querschnitt konstanten Streckgrenze
ausgegangen werden kann. Daher wird bei grofleren Vollkernprofilen der Nachweis
des garantierten Mindestwertes der Streckgrenze wie z. B. in bauaufsichtlichen Zulas-
sungen [vgl. DIBt (2014)] gefordert.

Um die strukturellen Imperfektionen an Vollprofilquerschnitten abschatzen zu kénnen,
fuhrten ROIK & SCHAUMANN(1980) Messungen durch, bei denen die Streckgrenzen-
und Eigenspannungsverteilung Uber den Querschnitt erfasst wurde. Auf Grundlage
dieser Untersuchung wurden schliellich Ansatze zur quantitativen Beschreibung von
strukturellen Imperfektionen hergeleitet. Fur kreisrunde Vollprofilquerschnitte ist der
idealisierte Verlauf der Fliel3igrenze sowie der Eigenspannungen Uber den Querschnitt
in Abb. 2.15 ersichtlich. Den FlieRgrenzen- und Eigenspannungsverlaufen liegen je-
weils Ansatze mit quadratischer Verteilung zugrunde.

Streckgrenzenverteilung ‘ ‘ Eigenspannungsverteilung ‘
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Abb. 2.15: Strukturelle Imperfektionen von runden Kernprofilen nach ROIK & SCHAUMANN (1980)
[vgl. DIBt (2014)]

Die Streckgrenze bei einem Vollprofil nimmt im Randbereich maximale Werte an, die
zur Kernmitte absinkt. Die funktionale Beschreibung der Streckgrenzenverteilung fir
Rundprofilquerschnitte enthalt Gl. (2.15).

f,(r) r?
; =095+01— (2.15)

vk "

Die Verteilung der aus dem Herstellungsprozess entstandenen Eigenspannungen wird
fur runde Kernprofile durch die nachstehende Gleichung Gl. (2.16) wiedergegeben. Der
Wert der Eigenspannung ogp am Kernprofilrand hangt im Wesentlichen von den geo-
metrischen Abmessungen des Kernprofils ab. Diesbezlglich lasst sich dem Diagramm
in Abb. 2.15 entnehmen, dass die Randeigenspannung mit dem Kerndurchmesser
zunimmt. Fur Kernprofile mit einem Durchmesser dyo von 200 mm entspricht die Rand-
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eigenspannung oep200 €inem Wert von 125 N/mm?. Gemal nachstehendem Ansatz
wird diese Spannungsordinate als Grundwert am Durchmesser skaliert und zur Bestim-
mung der Randeigenspannung ogp von Kernprofilen mit abweichendem Durchmesser
herangezogen. Sowohl bei der Streckgrenzen- als auch bei der Eigenspannungs-
verteilung ist die Laufordinate r auf den Querschnittsmittelpunkt bezogen.

2
oe(r)=cep [1 - 2%] (2.16)

"
mit

d, <t
Oep = Oep2oo0 3 = Tk
dio

Oep2oo =125 N/mm?  bei d, o =200 mm

Da die Tragfahigkeit von Verbundquerschnitten durch die Betondehnung begrenzt wird
und dadurch nicht die vollplastische Querschnittstragfahigkeit aktiviert werden kann,
werden in den Nachweisformaten des Naherungsverfahrens die vollplastischen Grenz-
momente mittels des in Abs. 2.1.2.4 beschriebenen Beiwertes oy abgemindert.

‘ Vollplastische Querschnittstragfahigkeit ‘

‘ Dehnungsbeschrankt ‘

AN

fyd R fyd K fcd

‘ Dehnungsbeschrankte Querschnittstragfahigkeit ‘

fydR fyd,K O¢

v=

MpI,Rd

Abb. 2.16: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Querschnittstragféhigkeit nach HANSWILLE
& LIPPES (2008)

Bei Stlitzenquerschnitten mit groen plastischen Formbeiwerten, die aus einer Kon-
zentration an Baustahl zur Querschnittsmitte hin resultieren, liegt nach den Ausfuh-
rungen von SAUERBORN & KRETZ (2010) die Abschatzung der dehnungsbeschrankten
Querschnittstragfahigkeit mit dem in der Bemessungsvorschrift festgelegten Beiwert ay
auf der unsicheren Seite. Demgemal erfassen die normativen Vorgaben fur den
Abminderungsbeiwert ay nicht die realistische Tragfahigkeit von ausbetonierten Hohl-
profilen mit massivem Vollkernprofil in Querschnittsmitte (s. Abb. 2.16). Insbesondere
bei grollen Kerndurchmessern wirde dies zu einer Fehleinschatzung des Einflusses
der Dehnungsbeschrankung bei der Abminderung des vollplastischen Grenzmomentes
fuhren. Verscharft wird dieses Problem durch den Einsatz von hochfesten Werkstoffen
bei dem betrachteten Querschnittstypen, wie Ergebnisse aus Untersuchungen nach
LIPPES (2008) und HANSWILLE & LIPPES (2007) in Abb. 2.17 zeigen.



28 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

— — — — Dehnungsbeschrankt
Vollplastisch
N N
A NpI,Rd 4 NpI,Rd
{ Rohr 406,4x8,8 $235
1,0 1,0 A4X8,
S (LR eeeasas | ST | emd,-200mms 205
08 =1 ~ | 30537 08 B C 30/37
0,6 = 0,6 N
\\ \\
/= N —
0,4 \ \\\ 0,4 \ ) \
) ' \
0.2 - 0.2 y
/ \
/ M ‘\ M
0 02 04 06 08 10 12 Mg 0 02 04 06 08 10 12 Mygg
N N
1 Nowo [ Noira Rohr 406,4x8,8 S460
onr ,4X0,
10 [ | Rohr406,4x8.85460 | 10 =F] | Kema,- 200 mm S 460
RN C 100/115 ™
08 ST 08 C 100/115
0,6 - 0,6 <
\\\ \\
A N\ \
0,4 N 0,4 .
\ \\ \ \‘
02 t 02 . "
) \
4 . M Y ., M

O 02 04 06 08 10 12 Mgs 9 02 04 06 08 10 12 Mg

Abb. 2.17: Vergleich der dehnungsbeschrédnkten und vollplastischen Querschnittstragfdhigkeit
nach HANSWILLE & LIPPES (2008)

Die Querschnittstragfahigkeit hangt im Wesentlichen von der Kombination der hoch-
festen Werkstoffe ab. Im Vergleich zum Querschnitt mit normalfesten Werkstoffen
ergeben sich durch den Einsatz von hochfesten Betonen und Baustahlen erheblich
kleinere bezogene Momententragfahigkeiten bei dehnungsbeschrankter Ausnutzung.
Der wesentliche Grund hierflr ist, dass das Kernprofil wegen der relativ geringen
Grenzdehnung des hochfesten Betons nicht voll durchplastizieren kann. Diese Pro-
blematik wird durch den normativ vorgegebenen Abminderungsbeiwert ay, welcher
lediglich in Abhangigkeit von der verwendeten Stahlgite, jedoch ohne weitere Spezi-
fizierung zugrunde gelegt wird, nicht erfasst. Daher formulierte LIPPES (2008) im
Rahmen der Herleitung eines Naherungsverfahrens zur Bemessung von Hohlprofil-
Verbundstiitzen mit hochfesten Werkstoffen einen modifizierten Beiwert, mit dem die
Bestimmung der dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit iber die Abminderung
der vollplastischen Momententragfahigkeit erméglicht wird. Im Gegensatz zum Ab-
minderungsbeiwert nach EC 4 wird der modifizierte Beiwert in Abhangigkeit von der
Betonfestigkeitsklasse, dem Verhaltnis Kern- zu Rohrdurchmesser, der Stahlglite des
Kernprofils und der Normalkraftausnutzung Ngq/Np rg bestimmt.
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3 Experimentelle Untersuchungen —
GrofRformatige Stutzenversuche

3.1 Allgemeines

Zur Beschreibung des globalen Tragverhaltens von ausbetonierten Hohlprofilen unter
Einsatz mehrerer runder Vollprofilkerne als Einstellprofile wurden experimentelle Unter-
suchungen an grof3formatigen Stitzen im Rahmen eines ZIM-Koorperationsprojektes
durchgefiihrt [vgl. HANSWILLE ET AL. (2015)]. Die Stitzenversuche dienten primar als
Grundlage zur Entwicklung von abgesicherten Berechnungsgrundsatzen zu Hohlprofil-
Verbundstitzen mit mehrkernigen Querschnitten. Nachfolgend werden die durchge-
fuhrten Versuche einschliel3lich des Aufbaus und die Ergebnisse detailliert beschrie-
ben. Anschliel3end folgt eine Auswertung der mafltgebenden Versuchsergebnisse.

3.2 Versuchsprogramm

Das Versuchsprogramm zum globalen Tragverhalten umfasste drei grof3¥formatige
Stltzenversuche. Zwei der gepriften Stltzenkdrper enthielten zur Lastverteilung
innerhalb des Querschnitts mechanische Verbundmittel im Lasteinleitungsbereich (s.
Tab. 3.1). Zu Vergleichszwecken wurde eine weitere Verbundstiitze ohne planmaRige
Endverdibelung, die der Durchfiihrung eines Referenzversuches diente, hergestellt.

Tab. 3.1: Versuche an mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstitzen

Stiitzenversuch Verbundmittel Exzentrizitat eg [mm]
Ohne

S-I (Referenzversuch) Endverdiibelung 50
Knotenbleche;

S-li , 50
Schubrippen
Knotenbleche;

SHEII 50

Schubrippen

Die Lasteintragung in die Versuchskorper erfolgte in den Stlitzenversuchen unter
Zuhilfenahme von Lasteinleitungskonstruktionen, die eine gelenkige Lagerung der
Stitzen erlauben. Um den Einfluss der Lasteinleitungskonstruktion auf die Ergebnisse
der Stutzenversuche erfassen und die Randbedingungen der Stlitzenkdrper fir die nu-
merische Nachrechnung (s. Abs. 4.2.5) exakt beschreiben zu kénnen, wurden Untersu-
chungen an der eingesetzten Lasteinleitungskonstruktion (s. Tab. 3.2) vorangestellt, in
der die Rickstellmomente in Abhangigkeit von der Vertikalbelastung bestimmt wurden.

Tab. 3.2: Versuche an den Lasteinleitungskonstruktionen

Lagerversuch Vertikallast F [kN]
L-l 2500
L-1l 3750

L-111 5000
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3.3 Untersuchung der Lasteinleitungskonstruktion

Zur Sicherstellung einer freien Endverdrehung der Versuchskorper wurden fur die
Stutzenversuche eigens angefertigte Zylinderlager als gelenkige Lasteinleitungskon-
struktion eingesetzt. Die in Abb. 3.1 dargestellten Lagerkérper waren an beiden Enden
der Versuchsstitzen gleich ausgebildet und bestehen im Wesentlichen jeweils aus
einem Stahlzylinder mit einem Kreisdurchmesser von 100 mm sowie zwei Platten als
Einfassung fur den Stahlzylinder. Durch den gewahlten Aufbau liegt eine anndhernd
ideal-gelenkige Lagerung der Stitzenkorper mit einer definierten Drehachse vor. Die
Lagerplatten wurden in den Stitzenversuchen sowohl mit den Kopf- bzw. Ful3platten
der Versuchskorper als auch mit den Lasteinleitungsplatten der Priifmaschine fixiert.

In den einzelnen Stltzenversuchen ist eine exzentrische Lasteinleitung vorgesehen
(s. Abs. 3.4.1). Aus der Verdrehung der Stitzenendkonstruktionen infolge der exzen-
trischen Lasteintragung resultieren entsprechend Abb. 3.1 aufgrund des Reibungszu-
standes zwischen dem Stahlzylinder der Lagerkorper und den Lagerplatten Reibkrafte
Fr, die durch ihre Abhangigkeit von dem Reibbeiwert der Kontaktflachen und von der
Vertikalbeanspruchung F beschrieben werden kénnen. Diese Lagerreibkrafte erzeugen
wiederum in der Schwerachse des Stahlzylinders ein Rickstellmoment Mg, welches
dem Moment aus der Lastexzentrizitat entgegenwirkt. Sowohl in der Auswertung als
auch in den Anséatzen der computergestutzten Nachrechnung der Stutzenversuche ist
der Einfluss aus dem in den Lagerkonstruktionen entstehenden Rickstellmoment Mg,
dessen experimentelle Bestimmung Gegenstand der Untersuchungen an den Last-
einleitungskonstruktionen war, zu bericksichtigen.

Zylinderlager Stahlzylinder Lagerplatten Fl
Vertikallast

M
%

Abb. 3.1: Lasteinleitungskonstruktion zur Sicherstellung einer gelenkigen Stlitzenlagerung

3.3.1 Versuchsaufbau und Versuchsdurchfithrung

Um in den Lagerkérper eine Verdrehung einpragen zu kénnen, wurden an den
Stirnseiten des Stahlzylinders Platten angeschweil3t. An diesen wurden fir die Lager-
versuche U-férmige Stahltrager entsprechend dem gewahlten Versuchsaufbau in Abb.
3.2 fixiert. Mithilfe einer hydraulischen Presse wurden die U-formigen Trager exzen-
trisch in vertikaler Richtung belastet, wodurch sich ein Drehmoment in dem Zylinder-
lager einstellte. Zeitgleich wurde der in der Priifmaschine eingebaute Lagerkérper
konstant auf Druck belastet. Die aufgebrachte Kraft aus der hydraulischen Presse
konnte mittels einer kalibrierten Kraftmessdose erfasst werden. Die Verdrehung der
seitlichen Trager bewirkte eine Eigenverdrehung des Stahlzylinders, woraus schliel3lich
Rickstellmomente in der Lagerkonstruktion resultierten. Die Verschiebungen der



Experimentelle Untersuchungen — Gro3formatige Stiitzenversuche 31

U-Trager an zuvor definierten Stellen wurden Uber induktive Wegaufnehmer mess-
technisch bestimmt.

Insgesamt wurden drei Lagerversuche durchgeflihrt. Da sich die Vertikalbeanspru-
chung der Lagerkérper als wesentliche EinflussgroRe auf die Reibung und somit auf
die Ruckstellmomente auswirkt, wurde die durch die Prifmaschine aufgebrachte Verti-
kallast (s. Tab. 3.2) variiert.

Seitenansicht Draufsicht

Fl w-3

Geschweiltes
Kraft- U-Profil

messdose
Hydraulikpresse

o

0 W-1|/

2
W2 40 || 24
71

Abb. 3.2: Aufbau der Lagerversuche zur Ermittlung der Riickstellmomente im Zylinderlager

3.3.2 Versuchsergebnisse

Zur Beschreibung der Lagerungsbedingungen der Versuchsstlitzen sind die von der
Lagerverdrehung ¢ abhangigen Rickstellmomente Mg von besonderer Bedeutung.
Unter Zuhilfenahme der an den seitlichen Tragern gemessenen Verschiebungen wurde
auf die Verdrehung des Stahlzylinders tber Gl. (3.1) geschlossen.

05(w;+w,)+05(w, +wy)
(p:
2b,

(3.1)

mit
Wi Vertikalverschiebung an der i-ten Messstelle
b.  Langsabstand der Wegaufnehmer zur Schwerachse des Stahlzylinders

Das in dem Lagerkorper entstandene Rickstellmoment Mg ermittelt sich Uber die
nachstehende Beziehung, wobei die GréRe P die exzentrisch angreifende Vertikalkraft
aus der Hydraulikpresse und das Maf} e_ der senkrechte Abstand der Hydraulikpresse
zur Schwerachse des Stahlzylinders darstellen.
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Mg =P-e_ (3.2)

mit
P Kraft aus der exzentrisch wirkenden Hydraulikpresse
e, Abstand der Hydraulikpresse zur Schwerachse des Stahlzylinders

Werden die ermittelten Rulckstellmomente Uber die Eigenverdrehung des Stahlzylin-
ders gegeneinander aufgetragen, so ergeben sich flr die betrachteten Vertikalkrafte F
die in Abb. 3.3 aufgefuhrten Verlaufe der Momenten-Verdrehungsbeziehungen. Die
Kurven zeichnen sich zunachst durch einen ndherungsweise linearen Anstieg des
Ruckstellmomentes in Abhangigkeit von der Lagerverdrehung aus. Bei weiterer
Zunahme der Verdrehungen ist zwar immer noch ein Anstieg der Riickstellmomente
festzustellen, allerdings nehmen die Kurven einen sichtbar flacheren Verlauf an. Erst
ab einer Verdrehung von 0,026 rad weist die Lagerkonstruktion keine signifikante
Zunahme der Ruckstellmomente mehr auf.
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Abb. 3.3: Riickstellmoment in Abh&ngigkeit von Lagerverdrehung fiir unterschiedliche
Vertikallasten

Die Annahme, dass die Rickstellmomente wesentlich von der Vertikalbeanspruchung
der Lagerkoérper abhangen, kann vornehmlich durch Abb. 3.4, in der die errechneten
Ruckstellmomente Uber die Vertikalkraft fir verschiedene Lagerverdrehungen aufge-
tragen sind, bestatigt werden. Ab einer Verdrehung von 0,01 rad kann vereinfacht von
einer linearen Beziehung zwischen Rickstellmoment und Vertikalbeanspruchung des
Lagerkorpers ausgegangen werden. Beispielsweise lasst sich dem Diagramm fir eine
Verdrehung von 0,040 rad ein Rickstellmoment von etwa 29 kNm im Zylinderlager bei
einer Priflast F von 5000 kN entnehmen. Bei der Ermittlung der Schnittgroflen der
gepruften Stltzenkorper sind die Lagerreibeffekte in Form von Randmomenten an den
Stlitzenenden zu berticksichtigen.
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Abb. 3.4: Riickstellmoment in Abhdngigkeit von Vertikallast und Lagerverdrehung

3.4 Versuche an Hohlprofil-Verbundstiutzen mit Mehrkernquerschnitt

3.41 Versuchsaufbau und Priifkérper

Die Stutzenversuche wurden an grof3formatigen Hohlprofil-Verbundstiitzen mit einem
Schlankheitsgrad A von 0,60 durchgefiihrt. Der Querschnitt hatte einen AuRen-
durchmesser von 323,9 mm sowie eine Lange von 3240 mm bezogen auf die Aulien-
kanten der Kopfplatten. Das eingesetzte Hohlprofil mit einer Wandstarke von 5,6 mm
wies die Materialgiite S235 auf. Wie Abb. 3.5 zeigt, kamen fir den mehrkernigen
Querschnitt drei kreisrunde Stahlkerne als Einstellkerne mit einem Durchmesser von
80 mm und der Stahlgute S355 zum Einsatz, die in einem Winkel von 120° zueinander
ausgerichtet wurden. Der Hohlraum zwischen dem Mantelrohr und den Vollkernprofilen
wurde mit einem Beton der Druckfestigkeitsklasse C35/45 ausgeflillt. Die fir die
Untersuchung geforderte, planmaRige Randexzentrizitdt von 50 mm wurde erreicht,
indem die Kopf- und FuBplatten um das gewilinschte MalR exzentrisch zur Langsachse
der Stlutzenkdrper fixiert wurden.

Zur Lastverteilung innerhalb des Verbundquerschnitts wurde der Lasteinleitungs-
bereich der Versuchskoérper entsprechend Abb. 3.6 ausgebildet. Wahrend im Referenz-
versuch mit Stltzenkdrper S-1 ganzlich auf eine Endverdibelung verzichtet wurde,
zeichnete sich der Lasteinleitungsbereich der Stlitzenkdrper S-II und S-lll durch eine
mechanische Verdiibelung aus zwei kombinierten Verbundmitteln zur Ubertragung von
Langsschubkraften in der Verbundfuge aus. Im Kopf- und Fulibereich kamen jeweils
drei am Mantelrohr angeschweildte Knotenbleche, im Folgenden auch Distanzbleche
genannt, zum Einsatz. Durch zusatzliche Lochung der Knotenbleche bilden sich
Betondubel aus, die nebst dem Spitzendruck an den Stirnseiten der Bleche auch zum
Lastabtrag beitragen und somit die Verbundwirkung zwischen Beton und Mantelrohr
erhdhen. Neben den Dibelleisten wurden drei unnachgiebige Verbundleisten, sog.
Schubrippen, mit einer Ringstarke von 6 mm im Langsabstand von 80 mm zueinander
an jedem Stahlkern angebracht. Auf das Last-Verformungsverhalten der eingesetzten
Verbundmittel wird gesondert in Abs. 3.4.2 eingegangen.
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Abb. 3.5: Ausbetoniertes Hohlprofil mit mehrkernigem Querschnitt als Versuchskérper
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Abb. 3.6: Lasteinleitungsbereich der Versuchskbrper
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Durch einen ausreichend grof3en Spalt von 50 mm zwischen der Kopf- bzw. Ful3platte
und dem Mantelrohr wurde eine direkte Lasteintragung in das Hohlprofil vermieden.
Aufgrund der eingeschrankten Querschnittstragfahigkeit der fur die Versuchsreihe
dimensionierten Stahlkerne war eine direkte Eintragung der Priflast ausschlieRlich
Uber die Kernquerschnitte nicht méglich. Daher erfolgte die Lasteintragung beidseitig in
die Stutzenkdrper letztendlich Uber die Kombination aus den Komponenten Stahlkerne
und Beton.

Die Probekoérper wurden schliel3lich nach ihrer Herstellung und nach der Erhartungs-
phase des Betons stirnseitig mit den in Abs. 3.3 beschriebenen Lasteinleitungs-
konstruktionen zur Sicherstellung einer gelenkigen Lagerung der Anschlusspunkte
verschraubt. Um einen Ausbruch des freiliegenden Betons zwischen dem Mantelrohr
und der Kopf- bzw. Fuliplatte zu vermeiden und hierdurch die lokale Beanspruchbar-
keit zu erhdhen, wurden in diesem Bereich zusatzlich den Beton umschnlrende
Rohrschellen angebracht. Durch einen ausreichend grof3en Spalt zwischen der Rohr-
schelle und den Kopfplatten der Stitzen wurde ein kraftschlissiger Kontakt vermieden.
Der Prufkérper wurde schlief3lich mitsamt den Lagerkérpern an den Stltzenenden in
den Versuchsstand eingebaut. Weiterhin wurden die Lagerkonstruktionen gegen Quer-
verschiebungen gesichert. Der vollstandige Versuchsstand mit eingebautem Prifkdrper
sowie die Ausbildung der Kopf- und FuRpunkte ist in Abb. 3.7 dargestellt.

Prifstand Lasteinleitung

Druck-Prifzylinder

300

3840
3240
s
2

Schnitt IV — IV KI\

28

300

Abb. 3.7: Versuchsstand mit eingebautem Priifkérper und Anschlusspunkte der Stiitzen
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3.4.2 Untersuchungen an Verbundmitteln zur lokalen Lasteinleitung

Im Rahmen des beschriebenen Forschungsprojektes nach HANSWILLE ET AL. (2015)
wurden u. a. spezielle Problemstellungen im Bereich der Lastein- bzw. Lastausleitung
von Verbundstitzen behandelt. In diesem Zusammenhang wurden jeweils drei Push-
Out-Versuche an verschiedenen Typen von Verbundmitteln zur Beschreibung des
Einflusses auf die Lastumlagerung innerhalb des Lasteinleitungsbereichs einer Stltze
durchgefiihrt. Auf Grundlage der erzielten Versuchsergebnisse wurden die Bemessung
und die Ermittlung der Tragfahigkeiten der im Lasteinleitungsbereich eingesetzten
Verbundmittel nach der sog. Komponentenmethode ermdglicht. Hiernach lassen sich
die untersuchten Verbundmittel sowie deren Einfluss auf die Lastumlagerung mithilfe
von nichtlinearen Federmodellen idealisieren. Fir die in den groformatigen Stltzen-
korper zur lokalen Lastverteilung eingesetzten Verbundmittel wurden vorangestellte
Untersuchungen durchgeflihrt, woraus sich das Last-Verformungsverhalten der Ver-
dibelung zum Zwecke der Nachrechnung der Stiitzenversuche bestimmen lasst.

3.4.2.1 Knotenblech mit Diibelwirkung — Aufbau, Durchfiihrung und Ergebnisse

Bei der bereits in Abs. 3.4.1 beschriebenen Dubelleiste erfolgt die Langsschubliber-
tragung zum einen Uber Betondlbel, die sich durch Ausnehmungen im Blech aus-
bilden. Infolgedessen wird die Verbundwirkung durch die Beanspruchung des Betons
in einem dreiaxialen Spannungszustand gewahrleistet [vgl. MANGERIG ET AL. (2005)].
Neben dem Lastabtrag tiber Betondlibel entstehen zum anderen an den Stirnseiten der
Dubelleisten weitere Lastanteile Gber den Spitzendruck ps aus Schneidenlagerung, wie
aus Abb. 3.8 hervorgeht. Durch den exzentrischen Anschluss der Dibelleisten am
Mantelrohr erfahren diese ein Biegemoment, welches dazu flihrt, dass in den Blechen
ein Kraftepaar entsteht und der Lastabtrag im oberen Bereich des Knotenbleches
durch eine Abstitzung gegen die Betonkomponente erfolgt. Die hieraus entstehenden
lokalen Pressungen p, erzeugen in Langsrichtung Querzugkrafte im Beton (s. Detail A).
Weiterhin entstehen diagonal wirkende Spaltzugkrafte zwischen den Knotenblechen.
Im Fall der Verwendung eines Mantelrohrs entstehen durch die Umschnirungswirkung
radiale Druckspannungen, die im Rohr Ringzugspannungen erzeugen (s. Abs. 2.2).

Umschnirung des Betons ‘ Lokale Lasteinleitung Uber Knotenbleche ‘
{Fe | |
i PN Schnitt A — A
. | A Detail A P Quer27f
T N

DD D e
— <« <« <

Ty

e e e e e =

NRTC NCTC T - - T T T - : ' Detail A

Schnitt B- B
A\ P2
E g

Radiale
Betondruck
-spannung

"\ Ringzug- Spalt-
spannung zugkrafte

Abb. 3.8: Lastabtrag bei einem am Rohr fixierten Knotenblech mit Diibelwirkung
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Zur Beschreibung des vollstandigen Last-Verformungsverhaltens der Dubelleiste
wurden Push-Out-Versuche mit den in Abb. 3.9 dargestellten Versuchskoérpern
durchgefiihrt. Die Versuchslasten wurden (ber eine starre Lasteinleitungsplatte direkt
in den Beton eingeleitet und Uber insgesamt vier Dibelleisten, die die gleiche Geo-
metrie sowie Abmessung wie jene in den Grof3stitzen aufweisen, in das Mantelrohr
Ubertragen. Zur Bestimmung der Relativverschiebung zwischen Beton und Mantelrohr
sowie der Gesamtverschiebung infolge der Priflast wurden induktive Wegaufnehmer
eingesetzt. Die Versuchslast wurde so lange gesteigert, bis ein Ausbeulen des Mantel-
rohrs visuell wahrgenommen werden konnte. Ab diesem Zeitpunkt war eine Steigerung
der Versuchslast nicht mehr mdglich. Zu beachten ist, dass die Wegmessung die
Verformung des Mantelrohres impliziert, weshalb die Verformungsmesswerte die Aus-
wirkungen aus dem Ausbeulen des Hohlprofils ebenfalls beinhalten.

‘ Versuchsreihe D-I ‘
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Abb. 3.9: Push-Out-Versuchskérper mit am Rohr angeschweil3ten Diibelleisten

Das erfasste Last-Verformungsverhalten der untersuchten Dubelleiste (s. Abb. 3.10)
verdeutlicht, dass die Last bis zu einer Verschiebung von 2,7 mm nahezu linear auf
einen Wert von ca. 2400 kN gesteigert werden konnte.

3500 T
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3000 Noyegne| Lo ! o
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<€ 2000 T : Max. Prifslast: 2877 kN
= /y | - Rechnerische Tragfahigkeiten:
% : Wiederbelastung Ny ot 2826 kN
& 1500 + /) nach Entlastung ) Noi e -
/ - Nojwu 2573 kN
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I
/]
500 + / :
/ | Diibelleisten 280x92x12 mm
: Betondiibel 35 mm
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Abb. 3.10: Last-Verformungskurven der Push-Out-Versuchskérper mit gelochten Diibelleisten
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Oberhalb dieser Last ist ein signifikanter Abfall der Steifigkeit der Verdubelung zu
verzeichnen. Uber die aus den Last-Verformungsbeziehungen abgeleitete Versuchs-
last P; mit der zugehdrigen Verschiebung &; wurde fiir die Distanzbleche eine idea-
lisierte, bilineare Federkennlinie hergeleitet, mit der sich das Tragverhalten dieses Ver-
bundmittels allgemein beschreiben lasst. Weitere Ausfihrungen zur Beschreibung des
Einflusses dieses Verbundmittels auf die lokale Lasteinleitung folgen in Abs. 3.4.2.3.

3.4.2.2 Schubrippe — Aufbau, Durchfiihrung und Ergebnisse

Bei der Verdiibelung Uber Schubrippen werden die Langsschubkrafte zwischen dem
Einstellkern und dem Beton Uber schrdge von den Rippen ausgehende Druckstreben
Ubertragen. In ausbetonierten Rohren mit einem Stahlkern als Einstellprofil stlitzen sich
die Horizontalkomponenten der Druckstrebe gegen das Mantelrohr ab, wodurch Ring-
zugkrafte erzeugt werden (s. Abb. 3.11). Aus der Behinderung des umgebenden
Betons resultiert ein mehrachsiger Spannungszustand, woraus eine erhohte Beton-
festigkeit gegentiber der einachsigen Druckfestigkeit resultiert. Durch den zusatzlichen
Anpressdruck gegen das Hohlprofil werden zudem grofRere Reibungskrafte, die wiede-
rum eine Erhéhung der Langsschubtragfahigkeit des Verdubelungsbereiches zur Folge
haben, erzeugt.

Lokale Lasteinleitung tber Schubrippen

Ty 7 X

Radiale
Betondruckspannung

Abb. 3.11: Lastabtrag bei einer am Einstellkern angeschweil3ten Schubrippe

Zur Ermittlung der Verbundmitteleigenschaften der Schubrippe wurden Prifkorper fir
drei Versuchsserien mit unterschiedlichen Randbedingungen hergestellt und gepruft.
Im Rahmen der Untersuchung zur Lasteinleitung wurden insbesondere die geome-
trischen Grolien fiir die schublbertragende Rippenflache variiert. Als Einflussgrofien
wurden gewahlt:

e die Rippenstarke hsr
e der Kerndurchmesser d, und
e die Anzahl der Schubrippen nsg im Verdibelungsbereich
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Wahrend in zwei Versuchsserien Schubleisten an einem Kernprofil mit einem Durch-
messer von 120 mm angeschweif3t wurden, wobei Schubrippen mit einer Starke von 6
mm bzw. 12 mm zum Einsatz kamen, wurde die Anzahl der Einstellprofile in der dritten
Versuchsreihe auf drei Stahlkerne jeweils mit einem Durchmesser von 60 mm erhoht.
Die Rippenstarke betrug in diesem Fall 6 mm (s. Abb. 3.12).

‘ Versuchsreihe SR-1/11 ‘ Versuchsreihe SR-III
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Abb. 3.12: Push-Out-Versuchskdrper mit angeschweilten Schubrippen an den Stahlkernen

Die Messung der Gesamtverschiebung der zentrisch belasteten Einstellkerne sowie
der Relativverschiebung zwischen Kern und Beton bzw. Mantelrohr erfolgte wahrend
der Versuchsdurchfiihrung ebenfalls mithilfe von induktiven Wegaufnehmern.

Um die Vergleichbarkeit zwischen den Versuchsserien aufgrund der unterschiedlich
vorliegenden Randbedingungen zu gewahrleisten, wurden die Lastverformungsbezie-
hungen unter Zuhilfenahme des Kernumfangs, der tatsachlichen Betonfestigkeit, der
Anzahl der Schubrippen sowie der Rippenstarke entsprechend der hergeleiteten
Gl. (3.3) normiert. Aus dieser Normierung resultiert der dimensionslose Rippen-Beiwert
as, der als Erhdhungsfaktor der einaxialen Druckfestigkeit zur Bestimmung der auf-
nehmbaren Teilflachenpressung, die fiir die Schubrippentragfahigkeit letztendlich ent-
scheidend ist, aufgefasst werden kann. Uber den Beiwert o liefert Gl. (3.4) schlieBlich
die auf eine Schubrippe bezogene aufnehmbare Spannung or.

F
os = (3.3)

fom - dy -Ngg "Ngg

mit
F Versuchslast
fom  mittlere Zylinderdruckfestigkeit des Betons

h
ORr =0 '_O'fcm (34)
hSR

mit

ho  Bezugswert fir die Rippenstarke, entspricht 6 mm
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Die Push-Out-Versuchskdrper wurden kontinuierlich belastet, bis schlieRlich die Ein-
stellkerne durchgedriickt wurden und infolgedessen ein weiteres Verschieben der
Kerne nicht mehr moglich war. Die Inspizierung der Prifkérper lie auf ein Versagen
des Betons unterhalb der Schubleisten schlielen. Die nachfolgend aufgefiihrten
Abbildungen (Abb. 3.13 bis Abb. 3.15) zeigen das normierte Kraft-Verformungsverhal-
ten der untersuchten Schubrippen. Diese Kraft-Verformungsbeziehungen lassen sich
mit trilinearen Polygonziigen, die als Federkennlinie der jeweiligen Schubrippe zu
interpretieren sind, idealisieren. Bei der direkten Gegenliberstellung der erfassten Ver-
suchswerte fallt auf, dass das Tragverhalten der Verbundmittel im Wesentlichen von
der Rippenstarke abhangt. Die Schubrippen mit einer Starke von 6 mm zeichnen sich
durch merklich grélRere Beiwerte as aus als mit einer Rippenstarke von 12 mm. In
Zusammenhang mit der Querkontraktionsbehinderung des Betons resultieren bei den
6 mm starken Rippen aus dem geringeren Verhaltnis von Rippenflache zu Betonflache
grélkere aufnehmbare Teilflachenpressungen im Bereich der Lasteinleitung.

10 7 e
B di= 120 mm —— Versuchskérper SR-I-1
19, - hgg= 6 mm
9 PR T = SR_ —— Versuchskdrper SR-I-2
Ngr= 3
8 —— Versuchskérper SR-I-3
— — - ldealisierte Kennlinie
7 4
= Betonfestigkeit: 38,2 N/mm?
g 6 Max. Versuchslast: 2337 kN
E Rechnerische Tragfahigkeiten:
% 5 1 Nt Rohr! -
[i1] . \— N : 3479 kN
s Wiederbelastung N e 1724 kN
(3 1 'pl,VM-
'g O 4 nach Entlastung her Nyt Beton 2412 kN
X 3 i /
|
2 |
Tih
! ! Tttt
144 ! Or
! |
o 1! B | & , , PN
08 58, 10 15 20 25 30 35 40

Verformung [mm]

Abb. 3.13: Bezogene Last-Verformungskurven aus den Push-Out-Versuchen SR-I bei Einsatz
von Schubrippen mit einer Stdarke von 6 mm an einem zentrischen Stahlkernprofil
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Abb. 3.14: Bezogene Last-Verformungskurven aus den Push-Out-Versuchen SR-II bei Einsatz
von Schubrippen mit einer Stdrke von 12 mm an einem zentrischen Stahlkernprofil



Experimentelle Untersuchungen — Grofl3formatige Stiitzenversuche 41
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Abb. 3.15: Bezogene Last-Verformungskurven aus den Push-Out-Versuchen SR-Ill bei Einsatz
von Schubrippen mit einer Starke von 6 mm an drei Stahlkernprofilen

Tab. 3.3 fasst die signifikanten Werte der idealisierten Kennlinie der in den einzelnen
Versuchsreihen gepriften Schubleisten an definierten Verformungen zusammen.

Tab. 3.3: Normierte Last- und Verformungskennwerte von Schubrippen

Verbundmittel Schubrippe Last- und Verformungskennwerte
8¢ [mm] a1 []
Abmessungen [mm]: 1,0 3,72
J132x20x6 82 [mm] O 2 [_]
Schubringe an Kern 6,0 7,95
=6 mm @ 120 mm 83 [mm] s 3 []
@ﬂ 120 mm 15,0 8,89
8¢ [mm] a1 []
Abmessungen [mm]: 1,0 2,24
@144 x20x 12 82 [mm] O 2 [_]
Schubringe an Kern 6,0 4,46
@t =12 mm @ 120 mm 83 [mm] s 3 [-]
@120 mm 30,0 7,08
8¢ [mm] a1 []
Abmessungen [mm]: 1,0 2,79
@72x20x6 82 [mm] O 2 [_]
Schubringe an drei 6,0 7,67
@t =6mm Kernen @ 60 mm 83 [mm] s 3 []
@60 mm 30,0 9,70

3.4.2.3 Steifigkeitskennwerte der Verbundmittel in den Versuchsstiitzen

Zur Beschreibung der Endverdibelung in den gepriften Stitzenkdrper wurden die
Steifigkeitskennwerte der Schubrippen zugrunde gelegt, indem die dimensionslosen
Beiwerte as fir die 6 mm starken Schubrippen aus den Push-Out-Versuchen (s. Tab.
3.3) arithmetisch gemittelt wurden. Uber GI. (3.3) wurde schlieBlich auf das idealisierte



42 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstitzen mit Mehrkernquerschnitten

Last-Verformungsverhalten und die Steifigkeitskennwerte der in den Stitzenkdrpern
verwendeten Schubringe entsprechend Tab. 3.4. rickgeschlossen. Fur die ebenfalls
eingesetzten Knotenbleche mit Dibelwirkung kénnen die in Abs. 3.4.2.1 beschrie-
benen Ergebnisse zum Tragverhalten des Verbundmittels Ubertragen werden, da
insbesondere Geometrie sowie Abmessung Ubereinstimmten und die tatsachlichen
Betonfestigkeiten aus den Push-Out-Kérpern sowie den Stltzen unwesentlich von-
einander abwichen. Die Steigungen in den Kennlinien der Schubrippe bzw. des Kno-
tenblechs stellen hierbei die Steifigkeiten Cs; bzw. Ck; in dem jeweiligen Verformungs-
bereich dar.

Aus der direkten Gegenuberstellung der Last-Verformungswerte der beiden Verbund-
mittel geht hervor, dass die anfanglichen Steifigkeiten des gelochten Knotenbleches
und des einzelnen Schubringes mit einer Rippenstarke von 6 mm identisch sind. Im
Gegensatz zu dem eingesetzten Knotenblech ist bereits oberhalb einer Verformung
von 1 mm eine ausgepragte Abnahme der Steifigkeit bei dem am Einstellkern fixierten
Schubring festzustellen.

Tab. 3.4: Idealisierte Kennlinie der in den Stiitzenkérpern eingesetzten Verbundmittel

Verbundmittel Knotenblech Steifigkeitskennwerte
Abmessungen [mm]: &1 [mm] P, [kN] Ck 1 [KN/mm]
(= 12mm Bl. 280 x 92 x 12
Knotenblech gelocht, 2.7 575 212
an Rohr angeschweil3t 8, [mm] P, [kN] Cra [KN/mm]
@35mm Lochdurchmesser:
4 A 35 mm 15,0 575 0
Verbundmittel Schubrippe Steifigkeitskennwerte
81 [mm] s,1 [-] P4 [kN] |Cs,1 [KN/mm]
fe426 Nmme | Abmessungen [mm]: 1,0 3,26 211 211
092x20x6 S2(mm] | ezl | P2[KN] |Gsp [kN/mm]
Schubringe an Kern 6,0 7,81 05 o9
t=6mm @ 80 mm 85 [mm] as 3 [-] P3; [kN] |Cs3 [KN/mm]
@:Q 80 mm 15,0 8,66 560 6,1

800 v
t=12mm
@35 mm
600 + Cx=0kN/mm | -
Cy =212 kN/mm Cs=6,1 kN/mm

Kraft [kN]

400 +
Cs =59 kN/mm

200 +

Cg =211 kN/mm

0 5 10 15 20
Verformung [mm]
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3.4.3 WerkstoffkenngrofRen

Im Rahmen von Materialpriifungen wurden die charakteristischen Materialkenngréf3en
der in den Grofstiitzen verwendeten Werkstoffe experimentell bestimmt. Nachfolgend
wird die Auswertung der Materialpriifungen an den einzelnen Werkstoffen bereitge-
stellt.

3.4.3.1 Materialkennwerte des Betonkerns

Fur die Herstellung der Stitzenkérper wurde zur besseren Verarbeitbarkeit ein fliel3-
fahiger Beton gewahlt. Die Konsistenz entsprach der Klasse F5, wodurch das Ausfiillen
samtlicher Hohlrdume trotz der engen Platzverhaltnisse im Hohlprofil erméglicht wurde.
Mit der Begrenzung des Grotkorns auf 8 mm und dem Einsatz von quarzitischen Ge-
steinskdrnungen als Zuschlag wurde ein leichtes Pumpen des Betons in die Stitzen-
korper beglnstigt. Die Zusammensetzung sowie die Frischbetoneigenschaften des
normalfesten Betons sind Tab. 3.5 zu entnehmen.

Tab. 3.5: Zusammensetzung des normalfesten Betonkerns

Frischbetoneigenschaften und Zusammensetzung
Festigkeitsklasse [ C 35/45
Konsistenzklasse [-] F5
Festigkeitsentwicklung [] mittel

Bindemittel
CEM III/A 42,5 N/NA [kg/m?] 460
Wasseranteil
Zugabewasser [kg/m?3] 136
w/z [-] 0,42
Zuschlag trocken
Zuschlag gesamt [kg/m3] 1739
Korngruppen
Sand 0-2 [kg/m?3] 794
Kies 2-8 [kg/m?3] 945
Zusatzmittel
Betonverflissiger [kg/m?3] 2,76

Die Festbetoneigenschaften des Betonkerns wurden an Zylinder- und Wiirfelproben bei
unterschiedlichen Lagerungsbedingungen bestimmt und dokumentiert. Die Probe-
korper wurden zum Teil entsprechend den Vorgaben nach DIN EN 12390-2, die nach
dem Ausschalen der Betonproben nach einem Tag die Lagerung in einem Wasserbad
vorsieht, gelagert. Um die Umgebungsbedingungen im Inneren von ausbetonierten
Hohlprofilen zu simulieren, wurden weitere Probekdrper unmittelbar nach dem Aus-
schalen unter Luftausschluss in luftundurchlassige Folien eingewickelt und bis zum
Prifzeitpunkt gelagert. Ferner wurden die restlichen Betonproben unter Raumtempera-
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turbedingungen neben den Stutzenkorpern aufbewahrt, wodurch die Luftlagerung be-
werkstelligt wurde. Die Festigkeitsprufungen, die an Probewdrfeln mit einer durch-
schnittlichen Kantenlange von 150 mm und an Probezylindern mit einem Durchmesser
von 150 mm sowie einer Hohe von 300 mm durchgefihrt wurden, erfolgten zur
Uberwachung der Betonqualitat in regelmaRigen Abstdnden ab dem Zeitpunkt der
Herstellung an den in Folien gelagerten Proben. Nach 28 Tagen wurden an drei
Zylindern und Wiirfeln jeder Lagerungsart die Druckfestigkeit nach DIN EN 12390-3
sowie der Elastizitatsmodul als Sekantenmodul nach DIN EN 12390-13 geprift. Um die
Festbetoneigenschaften des Flllbetons zu den Prifzeitpunkten der Stitzenkorper
beurteilen zu kénnen, wurden zur gleichen Zeit weitere Festigkeits- und E-Modul-
Prifungen durchgefiihrt. Die Werte fiir die Betondruckfestigkeit sowie fir den E-Modul
als mittlerer Sekantenmodul sind in Tab. 3.6 aufgeflihrt.

Tab. 3.6: Festbetoneigenschaften des Betonkerns

Priiftag Lagerungsart fe.cyim Ecm
[d] [] [N'mm?] | [N/mm?]
28 Wasserlagerung nach DIN EN 12390-2 46,0 28.300
28 Luftlagerung 35,5 25.500
28 (Sl Prafkérperlagerung in Folie 42,6 29.100
43 (S-1) Prafkérperlagerung in Folie 441 29.500
55 (S-II) Prafkérperlagerung in Folie 42,9 30.400

3.4.3.2 Materialkennwerte des Baustahls

Um Abweichungen der Baustahlkennwerte unter den Versuchskdrpern zu vermeiden,
stammten die gewahlten Stahlbauteile aus derselben Charge. Die Werkstoffkenn-
gréBen des Rohrprofils und der Stahlkerne wurden in Anlehnung an DIN EN ISO 6982
Uber zentrische Zugversuche an Zugproben ermittelt. Wie bereits in Abs. 2.4 beschrie-
ben, sind Abweichungen der Streckgrenze im Innen- und Randbereich insbesondere
bei massiven Vollkernprofilen méglich. Um die Streckgrenzenverteilung innerhalb des
verwendeten Kernprofils zu berticksichtigen, wurden die Zugproben der Kernprofile
nach ihren Entnahmestellen innerhalb des Vollkernquerschnitts unterschieden. Ins-
gesamt wurden sechs Zugproben der Kernlange entnommen, wovon drei Priflinge
jeweils aus dem Rand- und dem Innenbereich stammen. Fir das Stahlrohrprofil
wurden drei Zugproben aus einem Rohrabschnitt angefertigt. Die in Querrichtung ge-
krimmten Proben wurden lediglich im Einspannbereich durch die Prifmaschine flach
gedrickt. Insofern kann davon ausgegangen werden, dass im Bruchbereich keine
zusatzliche Vorbelastung eingepragt wurde.

Anhand der zentrischen Zugversuche ergaben sich fiir die unterschiedlichen Kernprofil-
bereiche und fir das Mantelrohr die in Abb. 3.16 dargelegten Spannungs-Dehnungs-
beziehungen.
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Abb. 3.16: Spannungs-Dehnungsbeziehung aus Zugversuchen an Rohr- und Kernprofil

Zwischen dem Wert der Streckgrenze im Innen- und Aufenbereich der Kernprofile
wurde kein signifikanter Unterschied festgestellt. Ferner stimmen die Verlaufe der
Spannungs-Dehnungslinien beider betrachteter Kernbereiche nahezu tberein, sodass
keine Notwendigkeit zur Unterscheidung zwischen Innen- und Auf3enbereich besteht
und bei diesem Kernprofil von mittleren Werkstoffkennwerten ausgegangen werden
kann (s. Tab. 3.7). Im Gegensatz zu den Stahlkernen, die die charakteristischen Merk-
male eines naturharten Stahls mit ausgepragten Streckgrenzen R. zeigen, kristallisiert
sich beim Hohlprofil das typische Verhalten eines kaltverformten Baustahls heraus,
weshalb sich lediglich die 0,2-Dehngrenze Ry, bestimmen |asst.

Tab. 3.7: Mittelwerte der Werkstoffeigenschaften des Baustahls

Kennwerte Kernprofile | Rohrprofil
g:)He[rNe/ritrrnezc]:kg renze 307 3
Untere Streckgrenze
RoL [N/mm?] 316 -

o2 Do N
f{:%fﬁ,sr:?nkz‘fit 484 476
Eia[ﬁi,zmitit%mc’d“' 189.300 195.500
'IAB\r[li/c;Tdehnung 31 22
?r[ti/c;]heinschnijrung 59 40
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3.4.4 Versuchseinrichtung und Messtechnik

Fir die Durchfihrung der Stitzenversuche stand eine statische Zwei-Saulen-Druck-
prifmaschine mit einer maximalen Priflast von 10 MN zur Verfigung. Neben der
aufgebrachten Priflast wurden ebenfalls die fur die Auswertung malfgeblichen Ver-
formungen und Dehnungen an den Stutzenkorpern messtechnisch erfasst.

Uber die Anordnung von induktiven Wegaufnehmern als Wegtaster mit einer Mess-
lange von bis zu 100 mm an den in Abb. 3.17 dargelegten Messstellen wurden die
horizontale Auslenkung in die Hauptausweichrichtung z—z am Ende des Last-
einleitungsbereiches sowie in Stitzenmitte und die Verformung rechtwinklig zur Aus-
weichrichtung y —y ebenfalls in Stutzenmitte bestimmt. Im Wesentlichen hangt die
Ausweichrichtung von der Richtung der planmaRigen Lastexzentrizitdt und damit von
dem Einbau der Versuchskérper in den Versuchsstand ab.
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Abb. 3.17: Induktive Wegaufnehmer zur Verformungsmessung an den Versuchskérpern

Ferner wurden die Verdrehungen im Kopf- und Ful3bereich der Stlitzenkdrper zu den
jeweiligen Belastungszustdnden anhand von weiteren induktiven Wegaufnehmern an
den Lagerkonstruktionen bestimmt (s. Abb. 3.18). Die lastabhangige Stauchung der
Probekdrper ermittelte sich tber die Verformungsmessung mittels der Wegaufnehmer
W-A-5 sowie W-G-5 und stellt die Differenz der Verschiebungswerte an den beiden
Messstellen dar. Die Messungen uUber die Wegaufnehmer in Achse B und F gewahr-
leisteten die Erfassung des auftretenden Schlupfs zwischen dem Beton und dem Man-
telrohrquerschnitt.
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Abb. 3.18: Induktive Wegaufnehmer an den Stiitzenenden

Zur Bestimmung der Dehnungs- und Spannungsverteilung in Langsrichtung wurden
Dehnungsmessstreifen sowohl am Mantelrohr als auch an den einzelnen Stahlkernen
angebracht. Deren Positionen an den Querschnittskomponenten sowie gewahite Be-
zeichnungen finden sich in Abb. 3.19. Auf halber Stutzenhéhe und am Ende der
Lasteinleitungsbereiche des Stlutzenkopfes bzw. -fulles wurden am Mantelrohr und an
den einzelnen Stahlkernen jeweils vier DMS in Umfangsrichtung verteilt. Nach DIN EN
1994-1-1, Abs. 6.7.4.2(2) darf, wenn kein genauer Nachweis gefuhrt wird, die Last-
einleitungslange nicht groRer als der zweifache Stitzendurchmesser oder ein Drittel
der Stitzenlange angenommen werden. Dieser Anforderung entsprechend, zeichnete
sich in diesem Fall der Lasteinleitungsbereich durch eine Lange von 648 mm aus.

Die gemessenen Verformungen und Dehnungen wurden unter anderem fir die Beur-
teilung des Trag- und Verformungsverhaltens sowie des Lastverteilungsverhaltens in-
nerhalb des Verbundquerschnitts an den wesentlichen Stellen der Stitzenkérper her-
angezogen.
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Abb. 3.19: Anordnung der Dehnungsmessstreifen am Mantelrohr und an den Stahlkernen

3.4.5 Durchfiihrung der Stutzenversuche

Die durchgefiihrten Stltzenversuche gliedern sich in zwei wesentliche Belastungs-
ablaufe — die Vorbelastungsphase und den eigentlichen Traglastversuch. Da der EC 4
zur Versuchsdurchfuhrung von Stutzenversuchen keine Angaben enthalt, wurde das in
Abb. 3.20 ersichtliche Belastungsschema in Anlehnung an die Hinweise im Anhang B
des EC 4-1-1, welcher Vorgaben fir die Priufung von Verbundmitteln und Verbund-
decken enthalt, erstellt.

A

Vorbelastung

Pruflast F

—~y

100 LW Belastungsdauer

Abb. 3.20: Belastungsschema der durchgefiihrten Stlitzenversuche
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Die gewahlten Belastungsphasen erwiesen sich bereits in den experimentellen Unter-
suchungen nach LIPPES (2008) als geeignet. Um Effekte aus nicht vollstdndigem
Kontakt unter den Einzelkomponenten der Lasteinleitungskonstruktionen, der Ver-
suchskorper oder der Prifmaschine ausschlie®en zu kénnen, wurden die Stitzen
anfanglich vorbelastet. Der Ablauf der Vorbelastung setzte sich aus mehreren Phasen
zusammen. Zu Beginn wurden die Versuchskorper auf Gebrauchslastniveau bean-
sprucht. Unmittelbar hierauf schloss sich eine zyklische Vorbelastungsphase an, wo-
durch die zeitlichen Einfliisse aus der realen Belastungsgeschichte erfasst und repro-
duzierbare Versuchsergebnisse erzielt werden sollten. Uber einen léngeren Zeitraum
erfolgte schliellich eine Dauerbelastung, bevor die Priflast zur Traglastbestimmung
bis zum Versagen der Versuchsstutzen sukzessive durch stufenweise Erhdhung des
Maschinenweges gesteigert wurde. Die Stltzenversuche wurden hauptsachlich mit
Ausnahme der zyklischen Belastungsphase weggeregelt gefahren. Hierbei betrug die
Belastungsgeschwindigkeit 0,5 mm/min und die Geschwindigkeit zur Entlastung 1,0
mm/min.

3.4.6 Auswertung und Vergleich maRRgeblicher Versuchsergebnisse

3.4.6.1 Allgemeines

Zur Beschreibung des Tragverhaltens der untersuchten, dreikernigen Versuchskorper
wurden die Messwerte aus dem Traglastversuch ausgewertet. Fir die Versuchsaus-
wertung wurden neben der Stltzentragfahigkeit die Stitzenverformung und die lastab-
hangige Dehnungsentwicklung in den Kernquerschnitten, im Rohrquerschnitt sowie im
Gesamtquerschnitt der drei Stutzenkorper vergleichend gegenubergestellt. Von beson-
derer Bedeutung ist die Verifizierung der Bernoulli-Hypothese. In diesem Zusammen-
hang wurde untersucht, ob bei dem untersuchten mehrkernigen Hohlprofil-Verbund-
querschnitt vom Ebenbleiben des Gesamtquerschnitts ausgegangen werden kann.

Mithilfe der ermittelten Stutzenverformungen wurden schlie3lich die auftretenden Mo-
mentenbeanspruchungen der druck- und biegebeanspruchten Stltzenkdrper unter
Bertlicksichtigung der Lagerungsbedingungen, in denen die Reibeffekte in den Lager-
korpern miteinflieBen, bestimmt und darauffolgend die Entwicklung der normalkraft-
abhangigen Biegesteifigkeit in Stutzenmitte behandelt.

3.4.6.2 Tragfidhigkeit und Verformung

Fur die direkte Gegenuberstellung der Stiitzentragfahigkeit der Versuchskdorper wurde
die gemessene Priflast zugrunde gelegt, bei der keine weitere Laststeigerung durch
die Prufvorrichtung mehr moglich war. Die bei der Versuchsdurchfuhrung angesetzten
Haltephasen, in denen der Maschinenweg konstant gehalten wurde, riefen nur einen
geringen zeitlichen Lastabfall hervor. Durch eine darauffolgende Erhéhung der Probe-
korperstauchung wurde die vor der Haltephase aufgebrachte Last wieder erreicht. Da-
her ist davon auszugehen, dass die Haltephasen mit den angesetzten Haltezeiten und
somit das sog. Kurzzeitrelaxationsverhalten keine signifikanten Auswirkungen auf die
Tragfahigkeit bzw. die Maximallast N, hatten. Fir diesen extremalen Belastungs-
zustand werden die maligeblichen Verformungen der einzelnen Versuchskorper in
Tab. 3.8 zusammengetragen, wobei die bei Maximallast erfassten Versuchswerte von
Stitze S-Il und S-lll zusatzlich gemittelt wurden. Danach wiesen Stitzenkérper S-I
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ohne planmafRige Endverdibelung sowie Stutzenkoérper S-ll und S-lll, die Uber Ver-
bundmittel zur Ubertragung von L&ngsschubkraften in den Verbundfugen verfligten,
nahezu identische Stitzentragfahigkeiten auf. Den Messungen zufolge lag eine maxi-
male Lastdifferenz zwischen der Traglast von Stitze S-1 und S-lll von 110 kN vor. Mit
17 kN ist die Differenz zwischen den Maximallasten von Stitze S-1 und S-II verschwin-
dend gering, trotz unterschiedlich ausgebildeter Lasteinleitungsbereiche.

Tab. 3.8: Traglast und Verformungen der Priifkérper

N

Versuchswerte| Sl S-li s-i @ . l ’
Traglast 3 lr o
\ [EN] 4784 4767 4676 4722 o/

u | %WNuc
Stauchung 70 6.3 6.7 65 .
Uz,ges [mm] ’ ’ ’ ’ ‘ | i
Auslenkung 13 14 11 125 ‘ % |
Wiu,c [mm] ’ ‘ 1 ﬁWNu,D
Durchbiegung 21 20 19 19,5 L]
WNu,D [mm] , ‘ i “ i
Auslenkung 16 15 14 14.5 % i
Wi,e [mm] , | HWN“'E
Verdrehung 0,026 0,022 0,020 0,021 \l %
Pnua[rad] AR B A
Verdrehung 0,024 0,024 0,022 0,023 1
Pnu,c [rad] N,

Hinsichtlich des Verformungsverhaltens wurden ebenfalls keine eindeutigen Tenden-
zen festgestellt. Bei den unter der Versagenslast gemessenen Auslenkungen am Ende
des Lasteinleitungsbereiches wy,c und wy, e sowie der Stitzendurchbiegungen wy, p,
die aus der extremalen Biegebeanspruchung der Versuchskorper resultieren, sind
lediglich maximale Abweichungen von bis zu 2 mm festzustellen. Die Werte fir die
Durchbiegung von Stitze S-lI und S-Il stimmen sogar nahezu Uberein. Neben der
Auslenkung in den relevanten Bereichen wird auch die Stltzenstauchung u, 4 ange-
geben. Mit einer Stauchung von 7,0 mm beim Prifkérper S-1 im Vergleich zu den
Verformungswerten der mit einer planmaRigen Endverdibelung ausgefiihrten Prifkor-
per S-ll und S-lll von 6,5 mm sind geringe Unterschiede im Stauchungsverhalten
festzustellen. Die Aussage, dass keine nennenswerten Unterschiede im Verformungs-
verhalten der dreikernigen Probekdrper vorliegen, wird ferner durch Betrachtung der
Stitzenkopfverdrehungen @nua Und @y g Unterstrichen.

Zwar geht aus Tab. 3.8 hervor, dass der Wert fir die Durchbiegung von Stitze S-I bei
Maximallast groRer als die mittlere Auslenkung der mit Verbundmitteln ausgeflihrten
Stitzenkdrper ist, allerdings sind die geringen Abweichungen von untergeordneter
Bedeutung. Dieser Eindruck verstarkt sich durch Betrachtung des Last-Verformungs-
diagramms in Abb. 3.21, in dem fUr alle Versuche die von der Prifmaschine
aufgebrachte Stltzennormalkraft Uber die gemessene Auslenkung in Stltzenmitte
aufgetragen wird. Die dargestellten Kurvenverlaufe der Last-Verformungsbeziehungen
stimmen qualitativ Gberein. Versuchskorper S-I wies anfanglich bis zu einer Priflast
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von 1400 kN die héchsten Durchbiegungen auf, die sich jedoch mit zunehmender Last
den Verformungen der Stutzen mit mechanischer Endverdibelung annaherten.
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Abb. 3.21: Last-Verformungsdiagramm — Lastabhédngige Durchbiegung der Priifstiitzen

Wie bei der Auslenkung in Stitzenmitte Iasst die lastabhangige Endverdrehung, die
sich Uber die Mittelung der Messwerte am Stitzenkopf und -fuld ergibt, ebenfalls auf
keine eindeutigen Verformungsunterschiede schlieRen (s. Abb. 3.22). Danach zeichnet
sich die experimentell ermittelte Endverdrehung bei allen Stltzenkérpern durch einen
annahernd gleichen Verlauf aus.
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Abb. 3.22: Stiitzenkopfverdrehung der Priifstiitzen in Abhédngigkeit von der Priiflast

Die geringen Unterschiede in der Tragfahigkeit sowie in den Verformungen der Ver-
suchsstiitzen sind der Streuung der mechanischen Materialeigenschaften des Betons
geschuldet. Aufgrund verschiedener Prifzeitpunkte der Stltzen lagen leicht unter-
schiedliche Festigkeiten und geringfiigig voneinander abweichende Elastizitdtsmoduln
der Betonkerne vor. Die in der Versuchsvorbereitung erfassten Vorkrimmungen als
geometrische Imperfektion unterschieden sich nicht signifikant voneinander.
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Die an die Versuchsdurchfiihrung anschliefende Inspizierung der Probekérper ergab
sowohl im Lasteinleitungsbereich als auch in Stlitzenmitte keine lokalen Schadigungen
am Mantelrohr infolge értlichen Beulens. Aus den planmaRig exzentrisch wirkenden
Stutzenlasten resultierten deutlich erkennbare bleibende Verformungen, die sich zwi-
schen den Stltzenkdrpern nicht merklich unterschieden. Zur Begutachtung des den
Zwischenraum im Hohlprofil ausflllenden Betons auf Schadigungen wurde das Mantel-
rohr aller Versuchsstiitzen langs aufgeschnitten und schliefdlich vom Beton abgetrennt.
Des Weiteren wurde zusatzlich ein Schnitt in Stltzenmitte quer zur Langsachse vor-
genommen, sodass der Verbundquerschnitt visuell beurteilt werden konnte. Da die
Schadigungsmerkmale an den Versuchsstiitzen unabhangig von der Ausbildung des
Lasteinleitungsbereiches qualitativ gleich waren, zeigt Abb. 3.23 exemplarisch die ge-
prifte Versuchsstitze S-ll, an der sich das Bruch- und Rissbild des Betonkerns beur-
teilen lasst. Wie man anhand des freigelegten Betonkdrpers und dem Querschnitt
sieht, wurde der Hohlraum zwischen den Stahlkernen und dem Mantelrohr vollstandig
ausgefiillt. Lediglich kleine Lunker auf der Betonoberflache, jedoch keine erwahnens-
werten gréReren Lufteinschlisse waren am Betonkern zu erkennen.

Querschnitt in Stitzenmitte

FlieRzone im Hohlprofil
Gerissene

AusschnittDrckzon

Abb. 3.23: Bruch- und Rissbild an der mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstiitze S-Il

Bei genauer Betrachtung der Schadensbilder am Beton lieRen sich auf der Zugrand-
faser des Betonkerns Uber die Stitzenlange verteilt Zugrisse in Umfangrichtung visuell
wahrnehmen. Diese resultierten aus der lokalen Uberschreitung der einaxialen Zug-
festigkeit des Betons. Zur Stutzenmitte hin verkleinerten sich die Abstande der Zug-



Experimentelle Untersuchungen — Grofl3formatige Stiitzenversuche 53

risse von 90 mm auf zum Teil 40 mm. Die Rissbreiten betrugen auf halber Stiitzenhdhe
0,45 mm, die aber zum Stiitzenrand hin auf 0,05 mm abnahmen. Anders als auf der
gerissenen Zugrandfaser traten auf der druckbeanspruchten Zone aus der Aus-
schopfung der Betongrenzstauchung tiefe Scherrisse durch die Zementmatrix in
Erscheinung. Diese flhrten in dem Bereich teilweise zu schragen Ausbrichen des
Betons. Auflerdem waren an der Druckrandfaser partiell Zerstérungen des Beton-
gefliges erkennbar. Innerhalb des dreikernigen Verbundquerschnitts in Stitzenmitte (s.
Abb. 3.23) bildete sich im Querschnitt an allen Versuchskdrpern eine tiefe Klaffung, die
zwischen Stahlkern Kl und Betonkern auftrat, aus. Verursacht wurde die geometrische
Diskrepanz durch die aus Scherbeanspruchungen resultierenden Zugspannungen im
Querschnitt. In Zusammenhang mit der Uberschreitung der Betonzugfestigkeit fiihrte
dies zum Scherbruchversagen und Aufreil’en des durch Kern Kl geschwéachten Beton-
querschnitts und infolgedessen zum Aufklaffen der Fuge.

Da samtliche Versuchsstiitzen die erwartete Tragfahigkeit erreichten und sie bei der
Sichtkontrolle keine unplanmaRigen Ausfuhrungsfehler wie z. B. Hohlrdume im Beton-
kern aufwiesen, fanden alle Prifkérper bei der Beurteilung des globalen Tragverhal-
tens und der Herleitung des numerischen Rechenmodells Berticksichtigung.

3.4.6.3 Lastabhangige Dehnungen

Das Dehnungsverhalten im Verbundquerschnitt unter der aufgebrachten Priflast und
das Tragverhalten der Verbundstitzen lassen sich auch Uber die Messung der Langs-
dehnungen beurteilen. Hierzu wurden die Messwerte der Dehnungsmessstreifen, die
zuvor sowohl an den einzelnen Stahlkernen als auch am Mantelrohr in Umfangrichtung
angebracht wurden, erfasst. Die Messbereiche befanden sich zum einen am Ende der
Lasteinleitungsbereiche, zum anderen in Stlutzenmitte, an der die extremalen Deh-
nungswerte zu erwarten sind. Die Stauchung des jeweiligen Querschnittselements im
Verbundquerschnitt wurde durch das arithmetische Mittel der an den vier DMS-Mess-
stellen festgehaltenen Werte bestimmt. Hierzu enthalten die nachfolgenden Tabellen
(Tab. 3.9 und Tab. 3.10) fur den Lasteinleitungsbereich und die Stitzenmitte eine
Zusammenstellung der experimentell ermittelten Stauchungen an den einzelnen
Kernen und am ausbetonierten Hohlprofil bei Maximallast.

Zwar wurde in Abs. 3.4.6.2 gezeigt, dass die Endverdibelung in dem gepriften
Stitzenkorper keinen nennenswerten Einfluss auf die Stitzentragfahigkeit und das
Verformungsverhalten hat, allerdings ist diese Feststellung nicht auf das Dehnungs-
verhalten der einzelnen Querschnittskomponenten Ubertragbar. Am Ende des Last-
einleitungsbereiches zeichneten sich die Stahlkerne des Versuchskérpers ohne plan-
mafige Endverdibelung im direkten Vergleich zu jenen mit Verbundmitteln stets durch
hohere Dehnungswerte aus. Insbesondere Stahlkern Kl wies bei Verzicht auf jegliche
Verbundmittel mit einer mittleren Dehnung von 2,7 %o grofRere Kernstauchungen als bei
Einsatz einer Endverdibelung auf. Das Mantelrohrprofil hingegen zeichnete sich durch
geringere Stauchungen als bei dem mit Verbundmitteln hergestellten Prifkérper aus.
Somit verdeutlichen die Ergebnisse, dass durch den Einsatz der mechanischen Ver-
bundmittel die Last, deren Eintragung in die Stltzen stirnseitig Uber die Beton- und
Kernquerschnitte erfolgte, starker in das Mantelrohrprofil umgelagert wurde.
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Tab. 3.9: Mittlere Druckdehnung des Baustahls am Ende des Lasteinleitungsbereichs bei
Erreichen der Stiitzentraglast

Last(_emleltungs- S-| S S-lll ©

bereich S

Traglast c 1

e 4784 | 4767 | 4676

Kerr:J Kl 2,73 1,92 1,62

ENu [/°°] g g
> <

Kern K| ik

o 0,62 0,51 0,46

Kern KIllI

Enu [%o] B = o

Rohr 065 | 080 | 0,86 g

Enu [%o] ’ ’ | -

Aus den Messungen in Stutzenmitte geht ebenfalls hervor, dass die Eintragung der
Priflast in Stitzenkérpern ohne Verbundmittel eine vergleichsweise starkere Stau-
chung der Einstellprofile bewirkte. In diesem Messbereich zeichneten sich die Kerne
von Stltze S-l gegeniber denen der weiteren Versuchskorper bis zur Versagenslast
durchgehend durch héhere Langsdehnungen aus. Aufgrund der Umschnirungswir-
kung, die eine Behinderung der Querkontraktion des Betons zur Folge hatte, glichen
sich die Stauchungen des Mantelrohres zur Stitzenmitte hin in allen Versuchen an.

Tab. 3.10: Mittlere Druckdehnung des Baustahls in Stiitzenmitte bei Erreichen der

Stiitzentraglast

Stutzen- S S Sl

mitte

Traglast 4784 4767 4676 S

Ny [kN] ©

Kerrl Kl 4,38 1,84 2,33

8NU [A)O] D o
e

Kern Kl >

Enns (%] 0,55 0,22 0,43

Kern Kl Q

sNu [%0] 0,58 0,49 0,45 e

Rohr

Ens (%] 1,02 1,02 1,11 1

Die Wirkung der aufgebrachten Priflast auf die einzelnen Querschnittskomponenten
Iasst sich durch die lastabhangige Dehnungsentwicklung in den Kernquerschnitten und
im Hohlprofilquerschnitt hervorheben. Zu diesem Zweck beinhaltet Anhang C die im
Traglastversuch an den Einzelquerschnitten erfassten Last-Dehnungsbeziehungen.

3.4.6.4 Ebenbleiben des Gesamtquerschnitts

Der Balkentheorie liegt die Bernoulli-Hypothese zugrunde, die zwei vereinfachte
Annahmen beinhaltet: Zum einen unterstellen die Bernoullischen Annahmen, dass
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Querschnitte, welche vor der Deformation normal zu der Balkenachse standen, auch
nach der Deformation senkrecht zu der verformten Langsachse liegen. Weiterhin
umfasst die Bernoullische Hypothese die Annahme, dass Querschnitte nach der
Deformation infolge eines Belastungszustandes in sich eben bleiben. Da sich der
untersuchte Stutzentyp durch einen mehrkernigen Verbundquerschnitt ohne jegliche
schubfeste Verbindung zwischen den einzelnen Baustahlquerschnitten auszeichnet,
gilt es, inshesondere das Ebenbleiben des mehrkomponentigen Gesamtquerschnitts
im deformierten Zustand zu untersuchen.

Um Ebenbleiben des mehrkernigen Verbundquerschnitts entsprechend Abb. 3.24
unterstellen zu kénnen, muss aus Vertraglichkeitsbedingungen gelten, dass die Quer-
schnittskrimmungen der Einzelkomponenten im Verbundquerschnitt, d.h. des Betons,
der einzelnen Einstellprofile und des Mantelrohrs identisch sind. Die Krimmungen der
Teilquerschnitte als Neigung der Dehnungsverteilung innerhalb des Verbundquer-
schnitts kdnnen Uber die gemessenen Langsdehnungen an den entsprechenden Mess-
stellen und die Abstande zwischen den Messstellen bestimmt werden. Dieser Bedin-
gung entsprechend lassen sich die Krimmung des Mantelrohrs Gber GI. (3.5) und die
Krimmung der einzelnen Stahlkerne tber Gl. (3.6) bestimmen.
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Abb. 3.24: Ebenbleiben des mehrkernigen Verbundquerschnitts
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¢r_3 Langsdehnung von DMS R-3 am Mantelrohr
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Ky i (3.6)
mit
k;  Krimmung des Querschnitts des i.-ten Stahlkerns

exiq Langsdehnung von DMS Ki-1 am i.-ten Stahlkern
exis Langsdehnung von DMS K;-3 am i.-ten Stahlkern

Wie die nachstehenden Abbildungen zeigen, nahmen die Querschnittskrimmungen
der einzelnen Stahlkerne sowie des Rohrprofils zunachst in Abhangigkeit von der
aufgebrachten Priflast linear zu. Ab einer Priflast von rund 4000 kN stiegen die
Krimmungen Uberproportional an. Dies schlagt sich in Form eines zunehmend
flacheren Kurvenverlaufs in den Diagrammen nieder. Bei Stutzenkorper S-I ohne
Endverdibelung zeichnen sich die Last-Krimmungslinien der einzelnen Querschnitts-
komponenten im Wesentlichen durch unterschiedliche Steigungen aus, sodass mit
steigender Druckkraft die Krimmungsdifferenz zwischen den Einzelquerschnitten stetig
zunimmt (s. Abb. 3.25). Insbesondere Kern KI, welcher im Mittel die starkste Stau-
chung erfuhr, trat in aufflliger Weise mit einer Querschnittskriimmung von 3,5:10°
1/mm in Erscheinung. Somit zeichnete sich die Krimmung von Kern Kl durch einen
fast zweifachen Wert der tibrigen Komponenten, die eine Kriimmung von rund 1,9-10°
1/mm aufwiesen, aus. Aufgrund der fehlenden Langsschubverdibelung in Verbindung
mit Betonversagen in der Druckzone vor Erreichen der Grenzlast trat eine starkere
Lastumlagerung in Kern Kl ein, die die ausgepragten Krimmungen zufolge hatte.
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Abb. 3.25: Kriimmung der Einzelquerschnitte von Stiitzenkérper S-1

Diese bei Stltze S-I beobachteten Auffalligkeiten waren in dieser ausgepragten Form
bei den mit Verbundmitteln hergestellten Prufkdrpern nicht zu erkennen (s. Abb. 3.26
und Abb. 3.27). Die lastabhdngigen Krimmungen der Einzelquerschnitte von Stutze
S-Il und S-lll unterschieden sich im gesamten Traglastversuch nur geringfligig
voneinander und stimmten sogar nahezu Uberein. Eine signifikante Differenz der
Kurvensteigungen der Last-Krimmungslinien wie bei Stutze S-I, die mit steigender
Last eine Zunahme der Krimmungsdifferenz zwischen den Einzelkomponenten zeigte,
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lag bei diesen Stutzenkorpern nicht vor. Lediglich die Querschnittskrimmung von
Stahlkern KI wich im Traglastzustand in geringem Malle von der Krimmung der Ubri-
gen Einzelquerschnitte ab.
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Abb. 3.26: Kriimmung der Einzelquerschnitte von Stiitzenkérper S-I1
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Abb. 3.27: Kriimmung der Einzelquerschnitte von Stiitzenkérper S-111

Der lineare Zusammenhang der gemessenen Langsdehnungen im Verbundquerschnitt
als Bedingung fiir das Ebenbleiben der Gesamtquerschnitts lasst sich durch die Ge-
genlberstellung der an den Stahlkernen und an dem Mantelrohr erfassten Messwerte
hervorheben. Zu diesem Zweck wird in den nachfolgenden Abbildungen (Abb. 3.28 und
Abb. 3.29) der Dehnungszustand des Mantelrohres von Stitzenkérper S- am Ende
des Krafteinleitungsbereiches und in Stitzenmitte fir verschiedene Belastungs-
zustdnde dargestellt. AuRerdem werden die an den Stahlkernen gemessenen Langs-
dehnungen in Form von Datenpunkten Uber die Lage der zugehdrigen Messstellen als
Abszisse aufgetragen, wobei der Ursprung im Schwerpunkt des Verbundquerschnitts
liegt. Dabei stehen die Dehnungszustande infolge von Normalkraften, die der 25 %-,
50 %-, 75 %- und 100 %-igen Traglast N, entsprechen, im Vordergrund. Fir den Fall
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des Verzichts einer mechanischen Endverdibelung im Krafteintragungsbereich wichen
die Dehnungen an den Randfasern der Kernquerschnitte von der aufgetragenen linea-
ren Dehnungsverteilung des Mantelrohres flir samtliche Lastzustande in einer Richtung
signifikant ab. Zwar bildeten sie untereinander vereinfacht einen linearen Zusammen-
hang, lagen allerdings allesamt unterhalb des linearen Dehnungsverlaufs des Hohlpro-
fils, was auf eine verhaltnismaRig starkere Stauchung der Kerne aufgrund der fehlen-
den Verdibelung zurlickzuflhren ist. Zur Stitzenmitte hin wurden die beschriebenen
systematischen Abweichungen zwischen der linearen Dehnungsverteilung des Hohl-
profils und der Kerndehnung, die als Dehnungsspriinge zwischen den Einzelquer-
schnitten zu interpretieren sind, merklich kleiner.
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Abb. 3.28: Dehnungszusténde im Querschnitt von Stiitze S-I am Ende des Lasteinleitungs-
bereichs zu verschiedenen Lastniveaus
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Abb. 3.29: Dehnungszusténde im Querschnitt von Stiitze S-1in Stiitzenmitte zu verschiedenen
Lastniveaus
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Die Verwendung der Verbundmittel in Stutze S-Il und S-Ill hatte zur Folge, dass die
Abweichung der Langsdehnung der Kerne zu dem linearen Dehnungsverlauf des
Rohres sowohl im Lasteinleitungsbereich als auch in Stitzenmitte aufgrund der Last-
umlagerung durch die mechanische Verdibelung nennenswert geringer ausfielen (s.
Abb. 3.30 bis Abb. 3.33).
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Abb. 3.30: Dehnungszustédnde im Querschnitt von Stiitze S-Il am Ende des Lasteinleitungs-
bereichs zu verschiedenen Lastniveaus
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Abb. 3.31: Dehnungszustédnde im Querschnitt von Stiitze S-II in Stlitzenmitte zu verschiedenen
Lastniveaus

Bei den untersuchten Laststufen lagen die gemessenen Langsdehnungen an den
Kernrandfasern nahezu auf der Dehnungslinie des Mantelrohres. Lediglich bei der
Maximallast N, ergaben sich als zufallige Abweichung aufzufassende Differenzen, die
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als Streuungen der Kerndehnung um den Dehnungsverlauf des Rohres zu erklaren

sind.
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Dass die Dehnungslinien der Laststufe 1,0 Ny nicht denselben Nulldurchgang wie die
Kurven der Ubrigen Laststufen teilen, lasst sich mit der bei héheren Normalkraften
Uberproportional ansteigenden Momentenbeanspruchung (vgl. Abb. 3.34) erklaren.

Um vom Ebenbleiben von mehrkernigen Verbundquerschnitten ausgehen zu kénnen,
muss die Vertraglichkeitsbedingung zwischen den Querschnittskomponenten als erfillt
gelten. Unter Einsatz einer planmafRigen Endverdibelung im Krafteinleitungsbereich
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stimmten die experimentell ermittelten Querschnittskrimmungen des Mantelrohrs und
der einzelnen Kerne als Einstellprofile nahezu Uberein. Die Auswertung der Mess-
ergebnisse zeigt einen naherungsweise linearen Zusammenhang der Langsdehnungen
Uber den Verbundquerschnitt. Somit liegt die erforderliche Vertraglichkeitsbedingung
als wesentliche Voraussetzung vor, sodass schlussfolgernd von starrem Verbund aus-
gegangen werden darf. Demzufolge ist die Annahme vom Ebenbleiben des Gesamt-
querschnitts bei planmaRiger Endverdibelung trotz fehlender schubfester Verbindung
zwischen den Baustahlquerschnitten zulassig.

3.4.6.5 Experimentell ermittelte Biegesteifigkeit in Stlitzenmitte

Das Verformungsverhalten einer biegebeanspruchten Stitze wird mafgeblich durch
ihre Biegesteifigkeit der jeweiligen Biegeachse beeinflusst. Sie ist von der Biege-
beanspruchung abhangig und Uber die Stltzenlange veranderlich. Wie bereits in Abs.
2.1.2.4 eingehend beschrieben, wird fir die in EC 4 geregelten Verbundstiitzen eine
wirksame Biegesteifigkeit Uber die Stltzenlange als konstant angesetzt. Das Biege-
moment der Stltzenkdrper ergibt sich Uber die exzentrisch angreifende Last am
Stitzenkopf und -full. Die Lastausmitte setzt sich zum einen aus der planmafigen
Lastexzentrizitat e, zum anderen aus der Auslenkung des Verbundquerschnitts an der
betrachteten Stelle w(z) zusammen. Fur die Versuchsreihe betrug die planmafige
Lastexzentrizitdt bei allen Versuchskdrpern 50 mm. Zur Beschreibung der Verfor-
mungen senkrecht zur Biegeachse wurden die Auslenkung am Ende des Lastein-
leitungsbereiches sowie die Durchbiegung in Stltzenmitte messtechnisch bestimmt.
Einen wesentlichen Einfluss auf die Biegemomente konnen die Reibeffekte in den
Lagerkdérpern am Kopf- und FulRbereich der Stiitzen haben, die durch die Eigenverdre-
hung der Zylinderkérper in den Lagerkonstruktionen Rickstellmomente Mg erzeugen
(s. Abs. 3.3). Diese von der Lagerverdrehung und Vertikallast abhangigen Riickstell-
momente stellen am Kopf- und Fulpunkt dem Biegemoment entgegenwirkende
Randmomente dar und sind bei der Ermittlung der auftretenden Schnittgréfien sowie
der Biegesteifigkeit miteinzubeziehen. Unter Berilicksichtigung der Rickstellmomente
ergibt sich das Biegemoment an einer beliebigen Stelle eines Versuchskérpers nach
Gl. (3.7).

M(z) =N e, + v, + W(z)]- Mg (o.N) (3.7)
mit

N Normalkraft des Stutzenkorpers

€0 PlanmaRige Lastexzentrizitdt am Stltzenkopf und -ful®

Vo Stich der Vorkrimmung

w(z) Auslenkung des Stlitzenkorpers

Mg(¢, N) Ruckstellmoment nach Abs. 3.3.2, in Abhangigkeit von Lagerverdre-
hung ¢ und Normalkraft N

Die in den Stitzenversuchen gemessenen Durchbiegungen sowie Verdrehungen an
den Auflagerpunkten waren vergleichbar und unterschieden sich nicht nennenswert
voneinander (s. Tab. 3.8). Da die Ruckstellmomente unter anderem malfigeblich von
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der Verdrehung im Stutzenendbereich sowie das Biegemoment von der Durchbiegung
abhangen, resultieren nahezu identische Werte fur das extremale Biegemoment in
Stitzenmitte bei anndhernd gleicher Stitzentraglast. Diese Auffassung wird durch die
in Abb. 3.34 grafisch dargelegte Beziehung der exzentrisch angreifenden Priiflast zum
Biegemoment in Stutzenmitte bestatigt. Die Normalkraft-Momentenbeziehungen der
einzelnen Stltzenversuche sind praktisch deckungsgleich. Zunachst ist ein mit der
Stitzennormalkraft linearer Anstieg der Biegemomente zu erkennen. Oberhalb einer
Priflast von 4400 kN stiegen die Biegemomente infolge des starkeren Verformungs-
zuwachses Uberproportional an, sodass bei Maximallast ein mittleres Biegemoment
von ca. 310 kNm in Stitzenmitte erreicht wurde.
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Abb. 3.34: Normalkraft-Biegemomenten-Beziehung der Versuchsstiitzen

Uber das ermittelte Biegemoment und die Stabkrimmung ergibt sich die sogenannte
Momenten-Krimmungsbeziehung nach Gl. (3.8). Die beiden GroRen werden mit der
Biegesteifigkeit in Verbindung gebracht. Zur Ermittlung der Stabkrimmung der einzel-
nen Stitzen, die zugleich die Neigung der Dehnungslinie im Gesamtquerschnitt dar-
stellt, wurden die mittleren Krimmungen des Verbundquerschnitts in Stltzenmitte
zugrunde gelegt. Dazu wurden die Kruimmungen der Teilquerschnitte des Verbund-
querschnitts (s. Abs. 3.4.6.4) arithmetisch gemittelt.

M(z) =El k(z) (3.8)
mit

El Biegesteifigkeit der Stiitze

K(2) Stabkriimmung

Durch Umformung des Ausdrucks (3.8) ergibt sich die Biegesteifigkeit einer Stitze. Die
infolge der Biegebeanspruchung auftretende Rissbildung flihrt bereichsweise zur
Verringerung der Dehn- und Biegesteifigkeit der Verbundstiutze. Die Folge ist die
Umlagerung der TeilschnittgréRen vom Beton auf die Stahlkerne und das Mantelrohr.
Daraus resultiert eine abgeminderte Stutzenbiegesteifigkeit, die in Stitzenmitte ihr
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Minimum annimmt und sich Uber das maximale Biegemoment Mp sowie die maximale
Stabkrimmung i, ergibt (s. Gl. (3.9)). Dabei entspricht die anzusetzende Stab-

krimmung dem Mittelwert aus den Kriimmungen der Einzelquerschnitte.

El, =

le‘cz

(3.9)

Wahrend die tber Gl. (2.10) berechnete wirksame Biegesteifigkeit nach EC 4-1-1 Uber
die gesamte Stitzenlange als konstant anzusetzen ist, entspricht die mittels Gl. (3.9)
beschriebene Steifigkeit dem tatsachlichen Wert in Stitzenmitte. Der Einsatz von
mechanischen Verbundmitteln wirkte sich merklich auf die experimentell ermittelte
Biegesteifigkeit in Stlitzenmitte aus (s. Abb. 3.35). Den Kurvenverlaufen flr die last-
abhangigen Steifigkeiten zufolge zeigten die Stutzen mit Endverdubelung durchgehend
hdhere Biegesteifigkeiten auf. Wahrend die im Krafteinleitungsbereich verdlbelten
Stitzenkorper anfanglich bis zu einer Normalkraft von 3500 kN eine nahezu unveran-
derte Steifigkeit aufwiesen, kennzeichnete sich der lastabhangige Verlauf der Steifig-
keit am Stltzenkdérper ohne planmaRige Endverdibelung durch einen ausgepragten
Anstieg von 20.500 kNm? auf rund 26.000 kNm? bei einer Priflast von 3500 kN. Diese
zunachst scheinbare Inkonsistenz ist der bei héherer Belastung auftretenden Lastum-
lagerung innerhalb des Querschnitts des verbundmittellosen Versuchskdrpers infolge
der Umschnurungswirkung des Mantelrohrs geschuldet. Mit weiterer Steigerung der
Priflast nahm aufgrund von Plastizierungserscheinungen im Verbundquerschnitt sowie
der Uberschreitung der Betongrenzdehnungen und der damit verbundenen Schédi-
gung im Beton die Biegesteifigkeit bei allen Stitzen signifikant ab. Bei einer Belastung
in Hohe der Traglast ergab sich bei den mit Verbundmitteln hergestellten Stutzen eine
Restbiegesteifigkeit von rund 20.000 kNm?2. Bei dem Versuchskérper ohne Verbund-
mittel lag eine Steifigkeit von 15.000 kNm? vor und war somit merklich geringer als die
der Ubrigen Versuchsstiitzen. Aus den ermittelten Angaben ergibt sich schlielich bei
Maximallast ein Verhaltniswert von 0,75 fur die Biegesteifigkeit ohne und mit Verbund-
mitteln.
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Abb. 3.35: Biegesteifigkeit der Versuchsstlitzen in Stiitzenmitte
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4 Numerische Modellierung von
Hohlprofil-Verbundstitzen mit der FE-Methode

4.1 Vorbemerkungen

Die bisherigen Untersuchungen an Hohlprofil-Verbundstitzen zum Lastabtrag von
Drucknormalkraften in Kombination mit einseitig oder auch beidseitig auftretenden
Randmomenten beziehen sich Uberwiegend auf Querschnitte mit einem zentrisch
angeordneten Einstellprofil wie z. B. einem massiven Vollkern. Wie bereits in Abs. 2.4
beschrieben, ergeben sich fir diesen Fall aufgrund der begrenzten Betondehnung
grol’e Unterschiede zwischen der dehnungsbeschrankten und der vollplastischen
Querschnittstragfahigkeit. Eine Erhdhung der Stltzentragfahigkeit kann durch eine im
Querschnitt exzentrische Anordnung mehrerer Kernprofile anstatt eines massiven,
zentral positionierten Vollkernes erreicht werden. In diesem Zusammenhang ist der
Fragestellung nachzugehen, inwiefern die dehnungsbeschrénkte und vollplastische
Querschnittstragfahigkeit durch die im Mehrkernverbundquerschnitt gewahlte Anord-
nung der Einzelkerne beeinflusst wird. Daher wurden zur Entwicklung eines bauprak-
tischen Ingenieurmodells fiir die Dimensionierung und Bemessung von mehrkernigen
Hohlprofil-Verbundstitzen weiterfihrende Parameteruntersuchungen durchgefihrt (s.
Kapitel 5). Gegenstand der theoretischen Untersuchungen waren u. a.

o die allgemeingultige Beschreibung des Verhaltnisses zwischen dehnungs-
beschrankter und vollplastischer Querschnittstragfahigkeit,

¢ die Einstufung der mehrkernigen Verbundquerschnitte in die europaischen
Knickspannungskurven nach DIN EN 1993-1-1,

o die Entwicklung eines Ansatzes flir geometrische Ersatzimperfektionen, die
sowohl die geometrischen als auch die strukturellen Imperfektionen einschlielen,

¢ die Herleitung eines Ansatzes fiir die effektive Biegesteifigkeit zur
SchnittgréRenermittiung nach Elastizitatstheorie 1. Ordnung.

Erganzend zu den o. g. Schwerpunkten wurde der Einfluss der Nachgiebigkeit der
Langsschubverdibelung im Lasteinleitungsbereich auf das globale Tragverhalten
untersucht (s. Kapitel 7). Durch das Versuchsprogramm zum Stitzentragverhalten
konnte bereits die Bedeutung der Verdibelung auf das Ebenbleiben des Gesamt-
querschnitts mittels Uberpriifung der Vertraglichkeitsbedingung der einzelnen Quer-
schnittskomponenten gezeigt werden (s. Abs. 3.4.6.4). Auf eine gesonderte Unter-
suchung zum Langzeitverhalten des Betons wird verzichtet, da diese in Uberein-
stimmung mit der geltenden Norm entsprechend Abs. 2.1.2.3 Berlicksichtigung findet.

Als Grundlage flir die umfangreichen Stlitzenberechnungen und die weiterfihrenden
numerischen Studien diente ein an Versuchsergebnissen kalibriertes Finite-Elemente-
Modell mit variablen Systemparametern und WerkstoffkenngroRen. Auf die Eigen-
schaften des Rechenmodells wird nachfolgend im Detail eingegangen.



66 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

4.2 Dreidimensionales Finite-Elemente-Modell

4.2.1 Systemidealisierung, Randbedingungen und Diskretisierung

Zur Herleitung eines dreidimensionalen FE-Modells fir Hohlprofil-Verbundstitzen mit
Mehrkernquerschnitten unter Berlcksichtigung von geometrischen sowie physika-
lischen Nichtlinearitdten und Einflissen aus Theorie Il. Ordnung stand die FE-Software
ANSYS Release 17.0 zur Verfugung.

Das Stutzenmodell wird entsprechend Abb. 4.1 in mehrere Bereiche, die zum einen
eine variable Netzgenerierung Uber die HOohe des Modells und zum anderen die Ab-
bildung des Lastverteilungsbereichs gestatten, unterteilt. Die Lagerung des Stitzen-
korpers erfolgt mittels am Stitzenkopf und -full generierten Flhrungsknoten. Diese
sog. Pilotknoten sind mit Zielflachenknoten an den Stirnseiten des Stitzenmodells als
starr abgebildete Auflagerflachen, auch Rigid Constraint Surfaces genannt, verbunden.
Auf diese Weise kann die Lasteintragung wahlweise auf einzelne Querschnittskompo-
nenten beschrankt werden. Wie im Fall der gro3formatigen Stiitzenversuche wurde im
Rahmen der Nachrechnung die Stutzenlast Uber die Beton- und Kernquerschnitte
eingeleitet. Die Lage der Fuhrungsknoten wird Uber die Koordinate eqy, welche im
allgemeinen Fall der planmaRigen Lastexzentrizitat o entspricht, vorgegeben. Da die
Hohe der in den Stiitzenversuchen eingesetzten Lasteinleitungskonstruktionen Einfluss
auf die Knicklange und somit direkt auf die Knicklast hat, findet diese bei der
Generierung der Pilotknoten durch die Koordinate eq, Berlicksichtigung. Fir die Nach-
rechnung der Versuchsserie (s. Abs. 4.2.5) entspricht das Mal} ey, aufgrund der ideal
gelenkigen Lagerung dem Langsabstand des Versuchskorpers zur Schwerachse des
im Lagerkdrper befindlichen Stahlzylinders. Die Lagerungsbedingungen im Modell las-
sen sich durch Vorgabe der Freiheitsgrade der Flhrungsknoten definieren, wodurch
die Stutzenenden biegesteif oder gelenkig erzeugt werden kénnen.

Die Verbundsicherung und die Verteilung der eingeleiteten Krafte innerhalb des Quer-
schnitts erfolgen mithilfe idealisierter Krafteinleitungsbereiche (s. Abs. 4.2.4).

Querschnitt System Schnitt | — |
l Rigid Constraint Surface

—=

quadratischer Ansatz
einer Vorkrimmung vy(z)

Rigid Constraint Surface

€o.x

Abb. 4.1: Idealisierungen sowie Randbedingungen am Finite-Elemente-Modell
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Die Vorkrimmung als geometrische Stutzenimperfektion wird mithilfe eines quadra-
tischen Ansatzes der Vorverformung mit v als Stich der Vorkrimmung vor Belas-
tungsbeginn generiert. Dabei gilt die vorgegebene Vorkrimmung fir sdmtliche Quer-
schnittskomponenten. Den Traglastanalysen in Kapitel 5 liegt eine Vorkrimmung von
L/1000 zugrunde. Fir die computergestitzten Versuchsnachrechnungen wurden die in
den Versuchsvorbereitungen gemessenen Imperfektionen in Ansatz gebracht.

Zur Vernetzung des Stiutzenmodells werden ausschliefllich achtknotige Volumen-
elemente, die sich durch eine lineare Ansatzfunktion fir die Verschiebung zwischen
den Knoten auszeichnen, verwendet (s. Abb. 4.2). Da die Kernanzahl sowie die
Kernlage variabel gehalten werden sollen, erfolgte die Netzgenerierung automatisiert.
Zur Steuerung der Vernetzung werden an der Rohrinnenwandung sowie um die
einzelnen Einstellkerne Betonelementringe, die insbesondere eine geeignete Netz-
feinheit ermdglichen, generiert. Fir die Interaktion zwischen Stahl und Beton in der
Verbundfuge werden flachenhafte Kontaktelemente unter Angabe von Reibungs-
beiwerten erzeugt, wodurch die zwischen den Querschnittskomponenten auftretenden
Reibungseffekte simuliert werden kénnen. Zu diesem Zweck findet das Coulombsche
Reibgesetz (t=p-p) Anwendung, das die Ubertragbaren Schubspannungen t in der
Verbundfuge Uber den Reibkoeffizienten u und der Kontaktnormalpressung p definiert.
Der Einfluss der Reibung zwischen Stahl und Beton wird in Anlehnung an DIN EN
1994-1-1, Abs. 6.7.4.2(2) mit einem Reibkoeffizient von 0,5 einberechnet.

Da die herstellungsbedingten Eigenspannungen der Stahlquerschnitte maRRgeblich Ein-
fluss auf die Tragfahigkeit der Stutze haben kdnnen, sind diese ebenfalls zu bertck-
sichtigen. Zu diesem Zweck werden die Stahlkerne derart diskretisiert, dass eine
rotationssymmetrische Vernetzung der Einzelkerne vorliegt, wodurch sich die Eigen-
spannungsverteilung implementieren lasst (s. Abs. 4.2.3).

Querschnitt Ansicht g

Auflagerung uber Pilotknoten:
* \Vorgabe von DOFs

+ Lastexzentrizitét e,

« Stirnseitig starre Verbindung
Hohlprofil (Rigid Constraint Surface)

N

Uber die Stitzenhéhe
variable Vernetzung

8-knotige
Volumenelemente

Rotationssymmetrie zur
Generierung der Eigenspannungen

Stahl
i S\
Beton  Kontakt S°id185 WZW

Solid65  Solid185 AN

Abb. 4.2: Dreidimensionales Finite-Elemente-Modell einer Hohlprofil-Verbundstlitze
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Neben der Stutzenldange sowie der Querschnittsgeometrie gilt die Belastung als
weiterer Eingabeparameter. Die inkrementell aufzubringende Belastung wird kraft- oder
auch weggeregelt Uber die Fihrungsknoten gesteuert.

4.2.2 Nichtlineare Materialmodelle

Das Materialverhalten der einzelnen Werkstoffe wird Gber die in dem FE-Programm zur
Verfugung stehenden nichtlinearen Materialmodelle definiert und beschrieben. Dies
schliel3t insbesondere Plastizitatserscheinungen im Stahl sowie Schadigungen des
Betons unter Zugbeanspruchung in Form von Rissbildungen, die zu Steifigkeitsabmin-
derung der Verbundstiitze fihren wiirden, ein.

4.2.2.1 Werkstoff Baustahl

FUr das Materialverhalten des Mantelrohres und der einzelnen Einstellkerne wurden
zur Nachrechnung der Stiitzenversuche die in den Materialprifungen ermittelten Span-
nungs-Dehnungslinien einschlielllich des beobachteten Wiederverfestigungsbereichs
zugrunde gelegt. In den weiterflhrenden Parameteranalysen wurde fir den Baustahl
linearelastisch-idealplastisches Materialverhalten in Form eines bilinearen Spannungs-
Dehnungsverlaufs entsprechend DIN EN 1993-1-5 (2017) berticksichtigt (s. Abb. 4.4).

Die Vorgabe des Materialverhaltens des Stahls erfolgt Uiber die Definition des Fliel3-
kriteriums nach v. Mises mit dem Materialmodell Multilinear Isotopic Hardening (MISO),
bei dem eine isotrope Verfestigung des Materials unterstellt wird. Mit diesem Material-
modell lasst sich die nichtlineare Spannungs-Dehnungsbeziehung Uber mehrere
untereinander linear verbundene Wertepaare vorgeben. Die Steigung des ersten Kur-
vensegmentes entspricht dem Elastizitatsmodul des Stahls E, welcher neben der
Querkontraktion v als physikalische Materialgro3e vorzugeben ist.

4.2.2.2 Werkstoff Beton

Fur den Betonkern des Hohlprofils kommt ein speziell entwickeltes Materialmodell zum
Einsatz. Dieses ist in der Lage, das spréde Materialverhalten und die Schadigungs-
mechanismen abzubilden. Das mit Concrete benannte Materialmodell formuliert Ver-
sagensflachen mit Grenzspannungen im dreidimensionalen Hauptspannungsraum,
wodurch Bruchspannungszustande ermittelt und die Betontragfahigkeit in den Simula-
tionen begrenzt werden. Das verwendete Betonelement stellt im Fall eines Zug- oder
auch Druckversagens die lokalen Schadigungen symbolisch dar. Das in ANSYS imple-
mentierte Bruchkriterium flr mehraxiale Spannungszustande lasst sich nach KOHNKE
(1999) allgemeingultig wie folgt formulieren:

F
520 (4.1)

mit
F Funktion des aus den einwirkenden Hauptspannungen a4, o, und o3
resultierenden Beanspruchungszustandes

fs einaxiale Betondruckfestigkeit

S Funktion der Versagensflache im dreidimensionalen Hauptspannungsraum,
definiert mittels 5 freier Festigkeitsparametern fi, f., oo, f1 und f;



Numerische Modellierung von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit der FE-Methode 69

Die freien FestigkeitsgrofRen fur die Funktion der Versagensflache basieren auf dem
5-Parameter-Modell nach WILLAM-WARNKE (1974). Zur Definition des Bruchkriteriums
wurden die FestigkeitsgréRen entsprechend den Ausfliihrungen nach PORSCH (2010)
und PIEL (2004) wie folgt festgelegt:

o f. einaxiale Druckfestigkeit

o fi =0,15f, einaxiale Zugfestigkeit

o fy =1,20f. biaxiale Druckfestigkeit

o f; =1,72f.  biaxiale Druckfestigkeit unter einem hydrostatischen
Spannungszustand o;, = 0 51,

o f, =1,73f. einaxiale Druckfestigkeit unter einem hydrostatischen
Spannungszustand ¢ = 0 51,

Die Versagensbedingung Concrete lasst sich zur Beschreibung des Spannungs-
Dehnungsverhaltens zusatzlich mit einem definierten FlieRkriterium kombinieren.
Durch die Uberlagerung der dreidimensionalen Versagensflaiche mit einer FlieRflache
im Hauptspannungsraum entsprechend Abb. 4.3 wird das durch das Bruchkriterium
beschriebene spréde Materialverhalten im Zugbereich um duktiles Verhalten unter
Druckbeanspruchung erweitert [vgl. USTUNDAG (2007); LIPPES (2008)].

FlieRkriterium

72{ ‘ Bruchkriterium| -8 1 /
-64 CONCRETE | -16{ |/

-56 1 ( =24 1 /

-48 1 N ]

40 ‘ \

O3 7/ \

321 X / N
-24 B

0,20,20204,
o, 0 0,20,20320 02

Abb. 4.3: Bruchkriterium in Kombinatiqn mit einem FlieBkriterium im dreidimensionalen
Hauptspannungsraum [vgl. USTUNDAG (2007)]

Zur Abbildung des nichtlinearen Materialverhaltens wird im Rahmen der numerischen
Berechnungen die Spannungs-Dehnungsbeziehung nach DIN EN 1992-1-1, Abs. 3.1.5
Uber das elastisch-pseudoplastische Materialmodell Multilinear Elasticity (MELAS)
definiert. Wie in Abb. 4.4 zu erkennen, folgt das Material bei einer Entlastung dem
gleichen Kurvenpfad wie bei der Belastung. Hieraus resultiert eine einfache plastische
Materialantwort ohne irreversible Eigenschaften, sodass entsprechend einer konser-
vativen Betrachtung kein Verlust elastischer Energie festzustellen ist [vgl. PIEL (2004)].
Im Gegensatz zum elastisch-plastischen Materialmodell Multilinear Isotopic Hardening
(MISO) sind auch Kurvensegmente mit einer Steigung kleiner Null zulassig, womit sich
auch der Entfestigungsbereich von Beton darstellen Iasst.

Nach KOHNKE (1999) wird bei dem multilinearen Materialgesetz die Querdehnung v
Uber den gesamten nichtlinearen Bereich als konstant vorausgesetzt. Aus der Mikro-
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rissbildung resultiert allerdings flr gewohnlich eine lokale VolumenvergroRerung des
Betons. Dadurch nimmt die Querkontraktion v des Betons signifikant zu und Ubersteigt
bei héherem Lastniveau selbst die des Baustahls. Insofern gewinnt die fir die Stltzen-
tragfahigkeit ausschlaggebende Umschnurung des Betonquerschnitts durch das Man-
telrohr zunehmend an Bedeutung (s. Abs. 2.2). Wie bereits JOHANSSON & GYLLTOFT
(2002) in ihren numerischen Analysen anmerkten, kann mit den in ANSYS bereit-
gestellten Materialmodellen die im Beton eintretende Volumenvergréfierung nicht ab-
gebildet werden. Durch Modifikation der Querkontraktionsdifferenz beider Werkstoffe
werden die geforderte Umschnurung und damit zusammenhangend die Behinderung
der radialen Ausdehnung des Betons durch das Hohlprofil realisiert, wodurch der mehr-
axiale Spannungszustand im Beton gewahrleistet wird. Auf diese Weise lasst sich die
Stitzentraglast mit zufriedenstellender Genauigkeit erfassen.

Baustahl-M | S O Beton—-MELAS

o \ O
N/ 2 N/ ? . .
(/] Kennlinie nach (/e Kennlinie nach
DINEN1993-1-5 | DIN EN 1992-1-1
oo I E.=0 | |
! ! ! | [
I /
/ 0,4f, - | |
,’ 4 | |
/ / | |
o / 01”A | |
E | [
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Abb. 4.4: Einachsiges Materialverhalten (iber Spannungs-Dehnungsbeziehung von Baustahl
nach DIN EN 1993-1-5 und von Beton nach DIN EN 1992-1-1 [vgl. KOHNKE (1999)]

4.2.3 Eigenspannungen

Die Langseigenspannungen in den Kernquerschnitten infolge des Abkihlvorgangs
wahrend des Herstellungsprozesses finden durch den Randspannungsansatz nach
ROIK & SCHAUMANN (1980) entsprechend Gl. (2.16) Berlcksichtigung. Dieser wurde
anhand von Vergleichsrechnungen in den Untersuchungen nach LIPPES (2008) verifi-
ziert und als ausreichend genaue Naherung bestéatigt. Zur Modellierung des Eigen-
spannungszustands werden die Vollrundprofile in mehrere Kreisringe unterteilt. Hierzu
werden die Einstellkerne rotationssymmetrisch um den Mittelpunkt generiert und
vernetzt. Wie in Abb. 4.5 zu erkennen ist, wird jedem vernetzten Kreisring in Abhangig-
keit von seiner Lage zum Mittelpunkt des Kernprofils eine konstante Initialspannung in
Langsrichtung zugewiesen. Die Initialspannung am betrachteten Kreisring entspricht
dem Mittelwert der rechnerischen Randspannungen nach der Ansatzfunktion von
ROIK & SCHAUMANN (1980). Da das Integral der Eigenspannungen Uber die Kernflache
aus Gleichgewichtsbetrachtung den Wert Null ergeben muss, gilt es zu Uberprifen,
dass durch den vereinfachten Ansatz von abschnittsweisen konstanten Initialspan-
nungen keine resultierten Normalkrafte entstehen. Im Hinblick auf diese Anforderung
erwies sich die angenaherte Verteilung zur Berilcksichtigung des herstellungsbe-
dingten Eigenspannungszustandes als geeignet.
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Im Gegensatz zu den Langseigenspannungen in Vollkernprofilen sind die Eigen-
spannungen in kreisrunden Hohlprofilen fur die Tragfahigkeit von Verbundstitzen von
untergeordneter Bedeutung, da die Eigenspannungen aus Gleichgewichtsbedingung
Uber die Rohrdicke ausgeglichen sind. Dies bestatigte SIEBOLD (1986) anhand von
experimentellen und rechnerischen Untersuchungen an warmgewalzten Rohrprofilen
[val. LIPPES (2008)]. Nach LINDNER ET AL. (1998) entstehen bei diesen Profilen an der
Aulenseite Zug- und an der Innenseite Druckeigenspannungen, die im Vergleich zu
anderen Profilformen gering sind und bei der Traglastbestimmung in der Regel keine
Berticksichtigung finden.

‘ Ansatz des Eigenspannungszustands Eigenspannungen an RV300

Ogo =125 N/mm?

dyo =200 mm

-173 -133 -93 -53 -13

[N/mm2] 27 67 107 147 187

Abb. 4.5: Generierung der Eigenspannungsverteilung am kreisrunden Vollkernprofil,
exemplarisch an einem Kernprofil mit einem Durchmesser von 300 mm

4.2.4 Krafteinleitungsbereich

Die Lastverteilung im Krafteinleitungsbereich der Stitzenkorper erfolgt Gber die Kom-
bination aus Knotenblechen mit zusatzlicher Dibelwirkung und Schubrippen an den
Einstellkernen. Um den Einfluss der Lasteinleitung auf das Gesamttragverhalten der
Verbundstitzen in den numerischen Berechnungen einzubeziehen, wird der Last-
einleitungsbereich in idealisierter Form in das Rechenmodell implementiert. Abb. 4.6
zeigt den in den Stitzenkoérpern hergestellten sowie fir die Versuchsnachrechnung
idealisierten Lasteinleitungsbereich. Vor dem Hintergrund, dass die genauen Span-
nungs- bzw. Dehnungsverteilungen im Lasteinleitungsbereich von untergeordneter
Bedeutung sind und das Gesamttragverhalten insbesondere hinsichtlich der Stitzen-
tragfahigkeit Gegenstand der Untersuchung ist, findet der Einsatz von Verbundmitteln
durch Generierung diskreter, nichtlinearer Federelemente Berlcksichtigung. Diese
werden an koinzidenten Knoten von Betonkern und Stahlmantel bzw. von Betonkern
und Stahlkern mit dem translatorischen Freiheitsgrad in Stitzenlangsrichtung imple-
mentiert, wodurch eine elastische Verbindung der Querschnittselemente untereinander
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ermdglicht wird. Infolge rotationssymmetrischer Vernetzung von Hohlprofil und Einstell-
kernen liegt zur Kopplung der Einzelquerschnitte eine Uber den Umfang aquidistante
Anordnung der Federelemente vor. Grundsatzlich hangt die zwischen zwei Quer-
schnittskomponenten zu Ubertragende Federkraft von der Verformung der Federn und
somit unmittelbar von der Verformungsdifferenz der koinzidenten Anschlussknoten ab.
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Abb. 4.6: Idealisierung des Lasteinleitungsbereichs

Fir den Ansatz der Steifigkeit einer Einzelfeder zwischen Hohlprofil und Beton Cg;
bzw. zwischen Einstellkern und Beton Cs; wird die Summe der Steifigkeit der im Last-
einleitungsbereich eingesetzten Verbundmittel > Cx bzw. >Cs rechnerisch idealisiert
und gleichmaRig auf alle Einzelfedern entsprechend Gl. (4.2) und (4.3) verteilt. Im
Hinblick auf die numerischen Nachrechnungen dienten die Last-Verformungskurven
der in den Versuchsstutzen eingesetzten Verbundmittel als Grundlage fur die nicht-
linearen Federkennlinien. Diese wurden bereits in den Untersuchungen zur lokalen
Lasteinleitung in Verbundstitzen in Abs. 3.4.2.3 detailliert beschrieben.

2.Cx
CK,i = (4.2)
Nk
2.Cs
CS,i = (4.3)
Ns
mit

Y Ci;>Cs  Gesamtsteifigkeit der Knotenbleche bzw. der Schubrippen

Ny;Ng Anzahl der koinzidenten Knotenpaare zwischen Rohr und
Beton bzw. zwischen Stahlkern und Beton
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Die Uber die Push-Out-Versuche ermittelten Federkennlinien beinhalten Effekte aus
Verformung sowie ortlicher Zerstérung des Betons infolge der Tragwirkung der
Verbundmittel. Da diese im Rahmen der Versuchsmessung nicht ausgeschlossen
werden konnten, weist der modellierte Betonquerschnitt im Bereich der Verdubelung
zur Vermeidung redundanter Verformung eine deutlich héhere Materialsteifigkeit auf.
Weiterhin wird eine erhdhte Betonfestigkeit angenommen, womit die sich aus der
Teilflachenpressung ergebende Festigkeitszunahme abgebildet wird. Auf diese Weise
lasst sich ein vorzeitiges Betonversagen in den numerischen Berechnungen infolge
konzentrierter Belastung aus den diskreten Federelementen unterbinden und die aus
den Zerstorungsmechanismen resultierenden Verformungen vermeiden. Die mit der
Teilflachenpressung verbundene Erhdhung der Betontragfahigkeit konnte bereits in
Untersuchungen zur lokalen Lasteinleitung (s. Abs. 3.4.2) bestatigt werden. Fernerhin
umfassen die fir die Nachrechnung verwerteten Last-Verformungskurven Reibungs-
effekte im Verbundquerschnitt. Aus diesem Grund wird ein reibungsloser Kontakt
zwischen den einzelnen Querschnittskomponenten in dem idealisierten Krafteinlei-
tungsbereich des numerischen Modells angenommen und definiert.

4.2.5 Validierung des Rechenmodells

Die Validierung des nichtlinearen Rechenmodells erfolgte tiber die Nachrechnung der
im Rahmen der experimentellen Untersuchungen durchgeflhrten Stitzenversuche. Flr
die numerischen Berechnungen waren Schwind- und Kriecheffekte von untergeord-
neter Bedeutung, da es sich bei den Prifungen ausschliefdlich um Kurzzeitversuche
handelte. Zur Absicherung des Modells und Bewertung der Berechnungsergebnisse im
Zusammenhang mit der Versuchsnachrechnung standen folgende Gesichtspunkte im
Vordergrund:

e Last-Verformungsverhalten:
Als Grundlage fir den direkten Vergleich wurden neben der Stitzennormalkraft
die Stltzendurchbiegung und die Stltzenstauchung herangezogen und aus-
gewertet.

e Spannungs- und Dehnungszustand:
Die aus den Stitzenversuchen resultierenden Spannungs- sowie Dehnungs-
zustande dienten zur Plausibilitatsprifung der FE-Ergebnisse bis zum Errei-
chen des Bruchzustandes des Betonquerschnitts. Diesbeziglich wurde Uber-
pruft, ob das Dehnungsverhalten der Versuchsstutzen korrekt abgebildet und
reproduziert wurde.

¢ Bruchverhalten und Rissbild des Betonkerns:
Das durch sein sprodes Materialverhalten gepragte Betonelement zeichnet
sich im Allgemeinen durch die Fahigkeit aus, das lokale Versagen unter Zug-
und Druckbeanspruchung in den Integrationspunkten abbilden zu kénnen. Dies
ermoglichte es, das Rissbild und den Bruchzustand des Betonkerns, mit dem in
der Regel zugleich die Traglast der Verbundstltze erreicht wird, zu inspizieren
und zu beurteilen.

In diesem Zusammenhang wurden ferner sowohl die Netzfeinheit im Querschnitt und in
Stitzenlangsrichtung als auch die Zeitschrittweite der inkrementell aufgebrachten
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Belastung auf das Konvergenzverhalten Uberprift. Dies fuhrte zu dem Ergebnis, dass
die Konvergenzrate und die numerische Stabilitat insbesondere von der Netzfeinheit
abhangen. Die Wahl der Netzfeinheit wirkte sich signifikant auf die Rechenzeit aus. Zu
einer merklichen Erhéhung des Rechenaufwandes flihrte ebenso die Generierung des
Eigenspannungszustandes in den einzelnen Vollkernquerschnitten.

Die Simulationen fir die Versuchsnachrechnung mit dem entwickelten Stitzenmodell
wurde weggeregelt gefihrt — d. h., es wurde eine vorgegebene Verschiebung in
Achsenlangsrichtung, die zugleich die Stauchung der Stiitzen darstellt, an einem der
an den Stirnseiten des Stltzenmodells gekoppelten Pilotknoten sukzessive aufge-
bracht. Die Vertikalverschiebung am Pilotknoten wurde so gewahlt, dass sowohl die
Maximallast als auch die anschlieRende Abnahme der Last erfasst werden konnten.
Der wesentliche Vorteil gegeniber einer kraftgeregelten Simulation ist zum einen das
gunstigere und stabilere Konvergenzverhalten, zum anderen die damit verbundene
kirzere Rechenzeit.

Aus der in den experimentellen Untersuchungen gewahlten Lagerkonstruktion resul-
tierten Lagerreibeffekte, die auf die Versuchskérper eine Riickstellwirkung ausiibten (s.
Abs. 3.3). Diese Rickstellmomente wirkten sich insbesondere auf das Biegemoment
der Versuchskérper aus. Neben der Normaldruckkraft N hangen sie ebenso von der
Lagerverdrehung ¢ ab. Fur die FE-Modellierung besteht die Mdglichkeit, die Rickstell-
momente aus den Lasteinleitungskonstruktionen in Abhangigkeit von der Stiitzenkopf-
verdrehung durch die Generierung nichtlinearer Drehfederelemente an den Auflager-
knoten einzubeziehen. Bei dieser Variante fliet die bereits festgestellte Abhangigkeit
der Rickstellmomente von der Vertikalbeanspruchung nicht mit ein. Alternativ kénnen
die Auswirkungen der Riickstellmomente auf das Biegemoment der Stiitze beriick-
sichtigt werden, indem die planmaRige Lastexzentrizitdt e, um ein Korrekturmald Ae
entsprechend Gl. (4.4) gemindert wird, woraus sich die Ersatzexzentrizitat eg «,t €rgibt.
Dabei bestimmt sich das Mal® Ae nach GIl. (4.5) Uber das Verhaltnis aus dem
Rickstellmoment Mg infolge der Rickstellwirkung in den Lagerkonstruktionen und der
simultan wirkenden Normalkraft N.

€gstat = €0 — A€ (4.4)
re = Ve (Iilp, N (4.5)

Abb. 4.7 zeigt die aus den StlUtzenversuchen resultierenden und Uber die Lager-
versuche rickgeschlossenen Ruckstellmomente in Abhangigkeit von der Stltzen-
normalkraft. Bei Erreichen der Stitzentragfahigkeiten entstanden Rickstellmomente
Mg von ca. 27 kNm. Aus analytischer Sicht ist das Mal} Ae als vom Ursprung bezogene
Sekantensteigung der Kurven an einer betrachteten Stelle zu interpretieren. Da das
Rickstellmoment Uber den gesamten Belastungsverlauf in Abhangigkeit von der
Vertikalkraft nahezu proportional ansteigt, wurde fir die durchgefiihrten Versuche
vereinfacht ein linearer Zusammenhang zwischen Normalkraft und Ruckstellmoment
als idealisierte Beziehung angegeben. Daraus liel3 sich das Korrekturmafly Ae zu einem
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konstanten Wert von 5,2 mm zur Modifizierung der planmaRigen Lastexzentrizitat ab-
leiten.
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Abb. 4.7: Riickstellmoment in Abhdngigkeit von der Normalkraft in den Stlitzenversuchen

Aus dieser Betrachtung resultierte schlief3lich die fur die Nachrechnung anzusetzende
Ersatzexzentrizitat e st von 44,8 mm, wodurch der Einfluss der in den Versuchen ent-
standenen Rickstellmomente auf das Stltzentragverhalten Berlicksichtigung fand.

Zur Uberprufung dieser Idealisierungsannahme auf Plausibilitat wird in Abb. 4.8 das
maximale Biegemoment Mp von Versuchskdrper S-I nach Gl. (4.6) unter Ansatz der
zugrunde gelegten Ersatzexzentrizitat egqat, der Stich der Vorkrimmung v und der
Durchbiegung wp dargestellt. Zu Vergleichszwecken wird dieses Biegemoment der
exakten Momentenkurve gemal Gl. (3.7) mit aufgrund der Lagerreibeffekte verander-
licher Lastexzentrizitdt gegenubergestellt. Der Vergleich verdeutlicht, dass trotz der
naherungsweisen Annahme zur Lastexzentrizitdt die Momentenlinien eine sehr gute
Ubereinstimmung zeigen.
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Abb. 4.8: Vergleich der Biegemomente mit und ohne Einfluss aus Lagerreibeffekten
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Mp =N- (eO,stat + Vo + WD)

(4.6)

Den numerischen Nachrechnungen der Versuchsserie lagen die in Abs. 3.4.3 beschrie-
benen WerkstoffkenngrofRen fur den Baustahl und den Betonkern zugrunde. Basierend
auf den ausgewerteten Messergebnissen (s. Kapitel 3) erfolgte die Validierung des her-
geleiteten Simulationsmodells in Zusammenhang mit den Modellannahmen. Als Grund-
lage fir die direkte Gegenliberstellung dienten u. a. die Last-Verformungskurven aus
der experimentellen Untersuchung und der numerischen Nachrechnung. Abb. 4.9 und
Abb. 4.10 beinhalten die Last-Verformungskurven von Versuchsstitze S-l und S-II, in
denen die Lasten Uber die horizontale Auslenkung in Stiitzenmitte aufgetragen werden.

— Versuch
5000 || FEM t,,,,=4,00 N/mm?
//’”" / \_ '_' —— FEM1,,=0,55 N/mm?
4000 /// [ Stlitze S-I lNu
7 FEM Versuch] ST g
— N, =4784 kN
z N,=4750 kN YN
g Wo(N)=20 rom LT
£ U,(N,)=6,5 mm UANW7,
S
S 2000
a
1000
O T T T T T T
0 5 10 15 25 30 35 40

Durchbiegung wp [mm]

Abb. 4.9: Last-Verformungskurve von Stiitze S-1 aus Versuch und FE-Simulation
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Abb. 4.10: Last-Verformungskurve von Stlitze S-Il aus Versuch und FE-Simulation

Die Simulationen wurden unter Bezugnahme auf die Ausflihrungen in Abs. 2.3 mit
einem definierten Maximalwert fir die Verbundspannung von 4,0 N/mm? und zum
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Vergleich mit einem Grenzwert von 0,55 N/mm?, der der Normangabe nach EC 4-1-1
fur ausbetonierte Hohlprofile entspricht, gefuhrt. Aus dem direkten Vergleich geht her-
vor, dass das Modell unter Ansatz der Ersatzexzentrizitat eine realistische Nachrech-
nung der gepriiften Verbundstitzen mit ausreichender Genauigkeit erméglicht. Sowohl
die numerisch ermittelte Stutzentragfahigkeit als auch die zugehdérige Durchbiegung
stehen in guter Ubereinstimmung mit den Werten aus dem Referenzversuch. Trotz
Idealisierung der lokalen Lastumlagerung im Lasteinleitungsbereich (vgl. Abs. 4.2.4)
weisen die Ergebnisse aus Nachrechnung und Versuch keine nennenswerten Ab-
weichungen auf. Die Gegenlberstellung verdeutlicht, dass die vorgenommenen Mo-
dellierungsannahmen zur Ubertragung von Langsschubkraften keine erkennbar nach-
teiligen Auswirkungen auf die globale Tragfahigkeit und die Verformung besitzen.

Tab. 4.1 stellt die experimentell ermittelten Messwerte den Werten aus der Nachrech-
nung gegenuber. Betrachtet werden dabei neben der zur Traglast N, gehoérigen Stau-
chung u, und Durchbiegung wp die aus der Maximallast resultierenden Dehnungen ey,
an den Randfasern der einzelnen Querschnittskomponenten.

Tab. 4.1: Maximallast und zugehérige Verformungen aus Versuch und Simulation

S-l Sl SHl
Versuch| FEM ([Versuch| FEM |Versuch| FEM

Maximallast und Verschiebung

N, [kN] 4784 | 4750 | 4767 | 4855 | 4676 | 4797
wo(Ny) | [mm] 21 20 20 19 19 20
U, (Ny) | [mm] 7.0 6,5 6,3 5,6 6,7 5,8
Dehnung &y [%o]
Mantel- | R-1 4,1 -3,0 -3,5 2,8 -3,6 2.8
rohr R-3 1,7 1,2 1,5 1.1 15 1.1
Vollkern | K-1-1 3,4 25 - 2.4 - 2,4
Kl K-1-3 1,4 1,5 1,5 1.4 1,6 1,4
Vollkern | K-1I-1 1,3 1,1 1,1 1,1 1,1 1,1
Kl K-11-3 0,2 0,0 0,2 0,0 0,2 0,0
K-111-1 1,3 1,1 1.2 1,1 1,1 1,1
Vollkern ’ ’ ’ ’ ’ ’ Vollkern  Mantelrohr
Klll K-111-3 _ 0,0 0,2 0,0 0,2 0,0 |KUKIKI-.. R-.

Die Spannungen in Langsrichtung bei Erreichen der Traglast sind fur die einzelnen
Komponenten von Stiitze S-1 und S-Il in Abb. 4.11 sowie Abb. 4.12 dargestellt. Wie aus
den Langsspannungen hervorgeht, ist durch den Einsatz der Endverdiibelung ergan-
zend zum Flachenverbund aus Reibung eine lokale Lastumlagerung im Lasteinlei-
tungsbereich zu erkennen. Die extremalen Spannungen an den Stitzenenden, ins-
besondere an den Einstellkernen fielen unter Einsatz der idealisierten Endverdibelung
geringer aus. Ferner zeichnete sich das Mantelrohr von Stitze S-Il aufgrund der
lokalen Langsschublibertragung durch einen steileren Spannungsgradienten aulerhalb
des Lasteinleitungsbereichs aus. Durch die zuséatzliche Beanspruchung aus der 6rt-
lichen Lastumlagerung wurden die extremalen Spannungen an den Randfasern des
Stahlmantels bereits bei geringeren Laststufen erreicht.
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Mantelrohr Betonkern ‘ Vollkern K-11/11l ‘ ‘ Vollkern K-I

4
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Abb. 4.11: Spannungen in Léngsrichtung nach Erreichen der Traglast von Stiitze S-I
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Abb. 4.12: Spannungen in Léngsrichtung nach Erreichen der Traglast von Stiitze S-II mit
idealisierter Verdlibelung im Lasteinleitungsbereich
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In der Betondruckzone fiihrten die Spannungsspitzen im Bereich von Kern Kl zur
Uberschreitung der Druckfestigkeit und somit zum Betonversagen. Dadurch war ein
weiterer Anstieg der Stltzenlast nicht mehr mdglich. Auffallig ist das starker aus-
gepragte Betonversagen in Stltzenmitte bei der Simulation ohne planmaRige End-
verdubelung.

Als weiteres Beurteilungskriterium liefert der im Verbundquerschnitt auftretende
Schlupf Erkenntnisse Uber die Nachgiebigkeit in der Verbundfuge zwischen den Quer-
schnittskomponenten. Die maximale Relativverschiebung wurde in den experimentel-
len Untersuchungen zwischen Betonkern und Mantelrohr im Bereich der Stlitzenenden
messtechnisch erfasst. In Abb. 4.13 werden die Versuchsmesswerte den Ergebnissen
der Nachrechnungen gegentbergestellt. Insbesondere flir Stitze S-1 zeigte sich, dass
unter Verzicht auf mechanische Verbundmittel der Schlupf im Wesentlichen von der
Hohe der Verbundtragfahigkeit des Flachenverbundes abhing. Mit einer maximalen
Verbundspannung von 4,0 N'mm? entsprach der mit der Traglast einhergehende
Schlupf &8¢(Ny) aus der FE-Simulation nahezu den experimentellen Messungen.
Wurden wie im Fall von Stlitzenkorper S-1l erganzend zum Reibungsverbund mecha-
nische Verbundmittel verwendet, war der GrélRe der maximalen Verbundspannung
keine besondere Bedeutung beizumessen. Der Einsatz der Endverdibelung fuhrte zu

einer betrachtlichen Reduzierung des Schlupfes.

Druckkraft [kN]

&—— Versuch S-|
O-——- FEM S-I 1,,,,=4,00 N/mm?
|| 0= FEM S-I 14,=0,55 N/mm?

1000
&—— Versuch S-ll

B ——- FEM S-Il t,,,=4,00 N/mm?
e — FEM S-Il t,,,=0,55 N/mm?

3,5 4 4,5 5

Schlupf §, [mm]

Abb. 4.13: Schlupf zwischen Betonkern und Stahlmantel aus Versuch und FE-Simulation

Uber die Dehnungszustdnde im Verbundquerschnitt lassen sich das Lastverteilungs-
sowie das Dehnungsverhalten des Verbundquerschnitts bewerten. So werden im Fol-
genden (s. Abb. 4.14 und Abb. 4.15) die im Querschnitt in verschiedenen Laststufen
auftretenden Dehnungszustande aus der numerischen Nachrechnung und der experi-
mentellen Untersuchung gegenubergestellt. Sowohl fur Stutze S-1 ohne Endverdube-
lung als auch fir Stiitze S-Il mit dem idealisierten Lasteinleitungsbereich konnten die
Dehnungen in Stitzenmitte mit ausreichender Genauigkeit nachgerechnet werden. Flr
den Fall ohne Verbundmittel wichen die numerisch ermittelten Dehnungen der Beton-
und Kernquerschnitte nach der Deformation von der Dehnungsverteilung des Rohres
ab. Hingegen blieb der Verbundquerschnitt in Stltzenmitte unter Einsatz der ideali-
sierten Endverdibelung zu verschiedenen Belastungszustanden in sich eben, sodass
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von der Bernoullischen Hypothese ausgegangen werden kann. Lediglich bei Erreichen
der Traglast lag aufgrund des Bruchzustandes des Betonkerns eine auffallige Streuung
der Dehnungswerte vor.

Versuch | O Kern & Rohr 0,25 Nu FEM — Dehnungsverteilung Rohr 0,25 Nu
O Kern & Rohr 0,50 Nu 20006 ®  Kern & Beton 0,25 Nu
O Kern & Rohr 0,75 Nu — Dehnungsverteilung Rohr 0,50 Nu
O Kern & Rohr 1,00 Nu ®  Kern & Beton 0,50 Nu

—— Dehnungsverteilung Rohr 0,75 Nu
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Abb. 4.14: Dehnungszustédnde im Querschnitt von Stiitze S-1 in Stiitzenmitte entsprechend der
Nachrechnung im Vergleich zu den Versuchswerten
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Abb. 4.15: Dehnungszustédnde im Querschnitt von Stiitze S-1l in Stiitzenmitte entsprechend der
Nachrechnung im Vergleich zu den Versuchswerten
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Abb. 4.16 veranschaulicht den erfassten Risszustand im Beton am druck- und biege-
beanspruchten Stiitzenmodell unter Verzicht auf mechanische Verbundmittel zur Uber-
tragung von Langsschubkraften. Bei Versagen durch Uberschreitung der Beton-
zugfestigkeit werden die Versagensstellen in den Integrationspunkten der Elemente
durch kleine Kreissymbole gekennzeichnet. Zur Hervorhebung der rdumlichen Riss-
orientierung und -richtung werden die Kreise in der Ebene der Betonrisse abgebildet.
Fur den Fall des Betonversagens auf Druck dienen Oktaeder zur Kennzeichnung der

Versagensstellen.
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Abb. 4.16: Rissbildung des Betons am druck- und biegebeanspruchten FE-Modell

Betonversagen auf
Druckbeanspruchung

Die zuvor beschriebenen Spannungs- sowie Dehnungszustande und das dargestellte
Rissbild lassen sich auf ein vergleichbares Trag- und Bruchverhalten wie bei den
Stitzenkdrpern zurickflihren. Der vergleichenden Gegenilberstellung zufolge ermog-
licht das hergeleitete Stitzenmodell mit den implementierten Materialgesetzen eine
wirklichkeitsnahe Simulation des Trag- und Verformungsverhaltens sowie des Riss-
zustandes von ausbetonierten Hohlprofil-Verbundstiitzen mit kreisrunden Vollkern-

profilen.

4.2.6 Nachrechnung von weiteren Versuchen

Zur weiteren Uberpriifung des kalibrierten Stiitzenmodells wurden neben den eigens
durchgefiihrten Stiitzenversuchen in der Literatur verdffentlichte Versuche mit Hohl-
profil-Verbundstltzen nachgerechnet und mit verfigbaren Versuchsergebnissen ver-

glichen.
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In den Untersuchungen nach HANSWILLE & PORSCH (2004a) sowie nach JOHANSSON &
GYLLTOFT (2002) wurden ausbetonierte, kreisrunde Hohlprofile zentrisch bis zur Ver-
sagenslast beansprucht. Die Abmessungen der Versuchskdrper wurden so gewabhlt,
dass bezogene Schlankheiten 2. von maximal 0,2 vorlagen. Die Ergebnisse der Simu-
lationen sind in Abb. 4.17 ersichtlich. Fur stark gedrungene Versuchskoérper liegt eine
gute Ubereinstimmung der Maximallasten vor.
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Abb. 4.17: Nachrechnung von Versuchen mit gedrungenen Priifk6rpern

Fur die Versuchsreihe nach LIPPES (2008) wurden Hohlprofil-Verbundstitzen mit
hochfestem Beton entsprechend Abb. 4.18 hergestellt. Sie zeichneten sich durch einen
bezogenen Schlankheitsgrad A von ca. 0,7 aus. Wahrend ein GroRteil der Versuchs-
korper ein zentrisch angeordnetes Kernprofil (MK) mit einem Durchmesser von 70 mm
aufwies, wurden in gleicher Anzahl Priflinge ohne Kernprofil (OK) angefertigt. Die
Lasteintragung in die schlanken Versuchskorper erfolgte vollflachig Uber alle Quer-
schnittskomponenten. Mittels einer Zentrierleiste an der Lasteinleitungskonstruktion
konnten Randexzentrizitaten e, von 5, 20 und 60 mm realisiert werden, sodass aus
diesen Randbedingungen eine kombinierte Beanspruchung aus Normalkraft und
Biegemoment resultierte. Die Auswertung der Versuche zeigte allerdings, dass es sich
bei der Drehachse nicht um eine ideale Schneidenlagerung an der Abrollkante der
Zentrierleiste handelte. Aus diesem Grund wurde die tatsachliche Auflagerexzentrizitat
ex beim Erreichen der Stlitzentraglast N, zunachst rechnerisch ermittelt und als von der
Belastung unabhangige Lastausmitte fur die Simulationen zugrunde gelegt.

In Abb. 4.18 sind die mit dem Rechenmodell ermittelten Stitzentraglasten N, rem den in
den experimentellen Untersuchungen erfassten Messwerten N, g, gegenubergestellt.
Trotz Variation der Auflagerexzentrizitdten e, liegt eine gute Ubereinstimmung der
Traglasten N, aus Versuch und Nachrechnung flr die Versuchsstitzen mit und ohne
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Kernprofil vor, sodass das numerische Berechnungsmodell als validiert angesehen

werden kann.
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Abb. 4.18: Nachrechnung von grol3formatigen Stlitzenversuchen nach LiPPES (2008)
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5 Rechnerische Untersuchungen zur Konstruktion
und Bemessung

5.1 Konstruktionsansatz und Tragfahigkeit von mehrkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnitten

Fir das vereinfachte Nachweiskonzept von Verbundstutzen auf der Grundlage von
DIN EN 1994-1-1 wird die anzusetzende dehnungsbeschrankte Grenztragfahigkeit des
Querschnitts Uber die Abminderung der vollplastischen Querschnittstragfahigkeit
ermittelt (s. Abs. 2.4). Die Abminderung erfolgt mittels eines dimensionslosen Beiwerts
ay, der gemal der Bemessungsvorschrift von der Stahlglite des eingesetzten Bau-
stahls abhangt. Diese systematische Vorgehensweise zur Berlcksichtigung der Deh-
nungsbeschrankung durch den Beton bei der Querschnittstragfahigkeit lasst sich
ebenfalls auf die mehrkernigen Hohlprofil-Verbundquerschnitte (bertragen. Dabei
wurden die Querschnitte, die den nachfolgenden Untersuchungsergebnissen zugrunde
liegen, auf Basis des in Abb. 5.1 dargestellten Konstruktionsgrundsatzes zur Dimen-
sionierung dieses Querschnittstyps hergeleitet. Die empfohlenen Mal3e fir die bauliche
Durchbildung des Querschnitts bewahrten sich insbesondere bei der Herstellung bzw.
beim Ausbetonieren der Versuchsstitzen (s. Abs. 3.4.1) und stellen zudem einen
ausreichenden Verbund innerhalb des Querschnitts durch Vorgabe von Mindestwerten
fur die Zwischenraume sicher.

Abb. 5.1: Konstruktionsgrundlage fiir mehrkernige, kreisrunde Hohlprofil-Verbundquerschnitte

Zur Definition der Position der einzelnen um die Rohrinnenwandung aquidistant verteil-
ten Vollkernprofile stehen Gl. (5.1) und (5.2), mit denen die Lage der Kerne bezuglich
des Schwerpunktes des Gesamtquerschnitts errechnet wird, zur Verfigung. Als mal3-
gebender Eingangsparameter gilt der Radius r zur Kreislinie, auf der die Mittelpunkte
samtlicher Rundvollkerne liegen.
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Xgi =T~ cos(q;) (5.1)
Yii =T-sin(g;) (5.2)
mit

@;  Winkel zum i-ten Kern ausgehend von der Bezugsachse, hier: x-Achse

r Abstand der Kernmittelpunkte zum Schwerpunkt des Verbundquerschnitts

Zur Konkretisierung der Anforderungen an die Zwischenrdume zwischen Stahlbau-
teilen wird der normativ geregelte Konstruktionsgrundsatz nach DIN EN 1994-1-1 Abs.
9.2.2 (1) fur Verbunddecken Ubernommen. Gemal dem europaischen Regelwerk wird
fur die Herstellung von Verbunddecken das GrofRtkorn des Betons unter anderem
anhand der Profilblechgeometrie festgelegt. Diesbezlglich darf der Zuschlagstoff maxi-
mal den Durchmesser by/3 aufweisen. Dabei stellt das MalR by bei offenen Profilblech-
geometrien die mittlere Rippenbreite und bei hinterschnittenen Profilblechgeometrien
den kleinsten Rippenabstand dar.

Im Hinblick auf die Anforderung fir Verbunddecken wird zur baulichen Durchbildung
des Stitzenquerschnitts das Mindestmall Ac., zwischen den Baustahlelementen
empfohlen. Aus einem den theoretischen Untersuchungen zur Querschnittstragfahig-
keit zugrunde liegenden GrofRtkorndurchmesser von 16 mm resultiert ein Wert Acpin
von 48 mm. Mit diesem Mindestmal ist der lichte Abstand Ac zwischen den Vollkern-
profilen und dem Mantelrohr entsprechend Gl. (5.3) zu Uberprifen:

Ac 2 ACmin (53)
mit
Ac=05-(Dg —d,)-tg —r  Lichter Abstand zwischen Kern- und Hohlprofil

=3-d Mindestmald} zwischen den Baustahlelementen

min g

Ac

dg Grofitkorndurchmesser des Zuschlagstoffs im Beton

Zur Uberprifung des lichten Abstandes Ak zwischen den Vollkernprofilen unterein-
ander empfiehlt sich der nachstehende Ausdruck Gl. (5.4).

AK > Ac,i, (5.4)
mit

Ak =r-4/2-2-cos(p)—d, flr den Zwischenraum der Stahlkerne im Abstand r
Ak =r—d, fir den Zwischenraum zum zentrischen Stahlkern

[0) Vom Schwerpunkt bezogener Offnungswinkel zwischen zwei benach-
barten Kernen. Fir die im Abstand r befindlichen Kerne gilt: ¢=2n/n

n Anzahl der Stahlkerne im Abstand r vom Querschnittsschwerpunkt

Die Abmessungen der mehrkernigen Querschnitte, die Gegenstand der Untersuchung
hinsichtlich ihrer Tragfahigkeit waren, resultieren u. a. aus den erlauterten Konstruk-
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tionsmalRen. Dabei wurde der Querschnittsparameter r/Dg bei der Querschnittswahl
derart variiert, dass die Mafde Ac und Ak die Anforderungen gerade noch erflllen. Auf
diese Weise wurde der Einfluss einer hohen Konzentration von Baustahl in Quer-
schnittsmitte im direkten Vergleich zu einer Dekonzentration der Kernquerschnitte be-
riicksichtigt. Abb. 5.2 zeigt eine Ubersicht iber die betrachteten Hohlprofil-Verbund-
querschnitte einschlieRlich der Wirkungsrichtung der Momentenbeanspruchung. Ergan-
zend hierzu enthalt Tab. 5.1 Angaben zu Querschnittsabmessungen und Werkstoff-
kenngréRen, auf denen die Querschnittsuntersuchung basierte. Ferner lagen die An-
forderungen zugrunde, dass alle Einzelkerne den gleichen Durchmesser di aufweisen
und der Offnungswinkel ¢ zwischen zwei benachbarten Kernen innerhalb eines Quer-
schnittstyps konstant bleibt.

r/Dg ~ 0,15 r/Dg ~ 0,30 r/Dg ~ 0,15 r/Dg ~ 0,30

M

rDg ~ 0,15 r/Dg ~ 0,30 r/Dg ~ 0,15 t/Dg ~ 0,30

X

|r/DR~020 Ir/DR~030 MY r/Dg ~ 0,30

Abb. 5.2: Untersuchte Verbundquerschnitte mit Wirkungsrichtung des Biegemomentes

Tab. 5.1: Abmessungen und WerkstoffkenngréRen der mehrkernigen Verbundquerschnitte

Querschnitt Vollkerne Mantelrohr Beton-
. r/DR n di fy K Dr x tr fy K feStigkeits'
Bezeichnung — — klasse
[-] [-] [mm] [N/mm?] [mm] [N/mm‘]

0,15

QS1-X 0’30 3 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45
0,15

QS1-Y 0.30 3 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45
0,15

QS2-X 0.30 4 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45
0,15

QS2-Y 0.30 4 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45
0,20

QS3 0.30 5 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45

QsS4 0,30 5 | 50/65/80 355 457 x 8,0 235 C35/45
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Unter Berucksichtigung eines fur normalfesten Beton uUblichen Teilsicherheitsbeiwertes
vc von 1,5 wurde flr den Betonkern mit der gewahlten Festigkeitsklasse C35/45 die
Spannungs-Dehnungslinie nach DIN EN 1992-1-1, Abs. 3.1.7 (1) in Ansatz gebracht.
Fur den Baustahl gilt die linearelastisch-idealplastische Werkstoffkennlinie nach DIN
EN 1993-1-5, Abs. 5.4.3(4) in Verbindung mit einem Teilsicherheitsbeiwert y, von 1,1.
Die Ergebnisse fir die definierten Querschnitte sind in Form von Momenten-
Normalkraft-Interaktionskurven in Anhang D vollstdndig und nachfolgend in Abb. 5.3
sowie Abb. 5.4 exemplarisch aufgeflihrt. Das zusatzlich dargestellte Verhaltnis aus
dehnungsbeschrankter und vollplastischer Momententragfahigkeit My, /My 4 verdeut-
licht in allen Fallen eine starke Abhangigkeit von der Normalkraftausnutzung N¢/Np, g.

1 1
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RR 457 x 8 — S235 SO
RV 50 — 5355 0.8 > 0.8 |
C35/45 \\\
N
N
N
0,6 5 << 0,6 1
o N
g N
=2 \\
0,4 v 0,4

0,2

0,2

Mq(N)/My, 4 o [Map,o(N)/M,, 4(N)

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 025 05 0,75 1

1
‘QS1-X — r/Dg=0,29 — 3x80 AN ——- Dehnungsbeschrankt 1
AN —— Vollplastisch F———1-—-t3y—-T1-——1
RR 457 x 8 — 5235 . \
RV 80 — S355 08 N 08
C35/45 " \
AN
\\
0,6 s N 0,6
Z A
< \
-4 \
0,4 2 0,4
| \
\
\
\
\
0,2 0,2
\
\
\
0 Md(N)/Mpu,d \ 04 Map, a(N)/M; o(N) |

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 0,25 0,5 0,75 1

1 1
‘QS1-Y — r/Dg=0,29 — 3x80 AN ——- Dehnungsbeschrankt
RR 457 x 8 - S235 AN —— Vollplastisch e Xﬂ —
X0 — ~
RV 80 — S355 0,8 > N 0,8
C35/45 N
N
N
\\
0,6 s > N 0,6
Q N\
z N
z N
04 r N 0,4
\ \
\
\
0,2 X 0,2
\
]
0 My(N)/M, 4 / 0 Mdb:d(N)llMpl,d(‘N) \

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 025 0,5 0,75 1

Abb. 5.3: Vollplastische und dehnungsbeschrdnkte Querschnittstragféhigkeit von dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnitten
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(QS2-X - 1/D=0,29 - 4x80) !

AN — — - Dehnungsbeschrankt
\\ —— Vollplastisch -
RR 457 x 8 — S235 N \
RV 80 — S355 0,8 0,8
C35/45 N
N
N
\\
5 N 0,6
z N
S 0,4
\
\
\
\
N 0,2
\
\
\
MoNIMyg ol
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 025 05 0,75 1
" 1
‘ QS2-X — r/Dg=0,20 — 4x80 \\\ ——~- Dehnungsbeschrankt
N —— Vollplastisch Ty
RR 457 x 8 — 5235 \\ \
RV 80 — S355 0,8 N 0,8
C35/45 N
N
N
N
\\
0,6 3 N 0,6
Zz
= \
0,4 % 0,4
\
\
0,2 L 0,2
\
‘\
o Mi(NYMyq | o My o(NYM,4(N)
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 0,25 0,5 0,75 1
‘ QS3 - r/Dg=0,29 — 5x80 AN ——— Dehnungsbeschrankt !
\\\ Vollplastisch -1-
RR 457 x 8 — S235 N \
RV 80 — S355 0,8 0,8
C35/45 AN
AN
N
\\
° 0,6
= \
z N
z \
0,4
\
\
\
N\
\ 0,2
\
\
\
Mu(NI)/Mp_m ,' o1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 025 05 0,75 1
~ 1
‘ QS4 - r/Dg=0,29 — 5x80 N ——— Dehnungsbeschrankt
\\\ Vollplastisch T
RR 457 x 8 — S235 N \
RV 80 — S355 0,8 0,8
C35/45 N
AN
N
\\
0,6 = 0,6
= N
£ N
z N
0,4 0,4
AN
\
\
0,2 Y 0,2
\
\\
0 Mo(NYMyg | o | Mas,o(NYM,4(N)
0 02 04 06 08 1 1,2 0 025 05 075 1

flinfkernigen Hohlprofil-Verbundquerschnitten

Abb. 5.4: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Querschnittstragféhigkeit von vier- und
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In den nachfolgenden Abbildungen (Abb. 5.5 bis Abb. 5.8) werden die Ergebnisse flr
die einzelnen Querschnittstypen nach Tab. 5.1 vergleichend gegenubergestellt. Bei
Querschnitt QS3 kann von einer rotationssymmetrischen Anordnung der einzelnen
Vollkernprofile ausgegangen werden, sodass bei Erhdhung der Kernanzahl vergleich-
bare Ergebnisse fir den dimensionslosen Beiwert ay, der dem Verhaltnis der Momen-
tentragfahigkeiten bei dehnungsbeschrankter und vollplastischer Ausnutzung Mg,/Mp g
entspricht, unterstellt werden koénnen.
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Abb. 5.5: QS1 — Gegendiiberstellung der Tragfdhigkeiten des dreikernigen Verbundquerschnitts
mit unterschiedlicher Wirkungsrichtung des Biegemomentes
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Abb. 5.6: QS2 — Gegendiiberstellung der Tragfdhigkeiten des vierkernigen Verbundquerschnitts
mit unterschiedlicher Wirkungsrichtung des Biegemomentes
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Abb. 5.7: QS3 — Gegenliberstellung der Tragféhigkeiten des mehrkernigen Querschnitts mit
rotationssymmetrischer Anordnung der Vollkernprofile

Es zeigt sich insbesondere, dass der Beiwert ay zunachst bis zu einem Belastungs-
zustand Ng¢/Np 4 von ca. 0,5 nur geringfugig abfallt. Oberhalb dieses Belastungs-
zustandes ist ein signifikanter, nahezu linearer Abfall des Beiwertes ay festzustellen.
Dabei hangt das Verhaltnis der Momententragfahigkeiten unerheblich von dem ge-
wahlten Kerndurchmesser ab. Vielmehr ist eine Abhangigkeit vom Verhaltnis r/Dr fir
geringe Normalkraftbeanspruchungen zu beobachten. Geringe r/Dr-Werte bedeuten
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eine hdhere Konzentration von Baustahl im Querschnittszentrum und stehen somit mit
hdheren plastischen Formbeiwerten in Zusammenhang. Aus dem Grund fallt die deh-
nungsbeschrankte Tragfahigkeit kleiner aus als bei Querschnitten mit groReren r/Dg-
Verhaltnissen, die eine geringere Anhaufung von Baustahl in Querschnittsmitte zur Fol-
ge haben. Dieser Einfluss liegt allerdings nur bei niedriger Normalkraftausnutzung vor
und verliert mit zunehmender Normalkraft an Bedeutung. Dies spiegelt sich auch in
den Untersuchungsergebnissen wider.

Im Fall eines gréReren Kernabstandes von der Querschnittsmitte (r/Dg=0,30) liegen flr
alle untersuchten Querschnitte bis zu einer Normalkraftausnutzung Ng/Np 4 von ca. 0,4
geringfligig hohere ay-Werte vor. Unter diesen Randbedingungen zeichnen sich
insbesondere die Querschnitte QS1-Y und QS2-Y mit der durch Kernprofile wirkenden
Biegeachse durch eine gunstige Wirkung dahingehend aus, dass bis zu einer Normal-
kraftausnutzung kleiner 0,2 der Beiwert ay nahezu konstant bleibt. Erst bei héherer
Normalkraftausnutzung ist ein Abfall zu registrieren.

Die Wirkungsrichtung des Biegemomentes hat hingegen sowohl bei niedrigerer als
auch hoherer Konzentration an Baustahl in Querschnittsmitte keine ausgepragte Aus-
wirkung auf den Beiwert ay.

Weiterhin wurden auch die Auswirkungen aus der zentrischen Anordnung eines Voll-
kernes zusatzlich zu den an der Rohrinnenwandung verteilten Kernen untersucht (s.
Abb. 5.8). Die erfassten Verlaufe fir den Beiwert ay entsprechen qualitativ den Ver-
ldufen des Querschnitts QS2-X ohne Anordnung eines weiteren zentrischen Kerns. Der
wesentliche Unterschied liegt lediglich in den geringfuigig kleineren Werten unterhalb
eines Belastungsniveaus N/N 4 von 0,5.
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Abb. 5.8: QS4 — Gegendiiberstellung der Tragfdhigkeiten des mehrkernigen Querschnitts mit
zentrischer Anordnung eines Stahlkerns

Die vorangegangenen Erkenntnisse lassen sich auf weitere Querschnitte mit abweich-
enden Abmessungen Ubertragen. Abb. 5.9 beinhaltet beispielhaft flir die mehrkernigen
Querschnittstypen mit unterschiedlichen Rohr- und Kernabmessungen den lastab-
hangigen Verlauf der bezogenen Momententragfahigkeit. Dabei sind die Verbund-
querschnitte des jeweiligen Querschnittstyps durch ein unverandertes Verhaltnis von
Kerndurchmesser zu Rohrauflendurchmesser di/Dr gekennzeichnet. Unter diesen
Randbedingungen unterscheiden sich die bezogenen Momententragfahigkeiten nicht
nennenswert voneinander. Daraus ist zu folgern, dass zur Beschreibung der Quer-
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schnittstragfahigkeit von annahernd gleichen Umrechnungsfaktoren oy bei Vorliegen
unveranderter Querschnittsparameter d,/Dr ausgegangen werden kann.
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Abb. 5.9: Bezogene Tragfdhigkeit von Querschnitten mit unverdndertem Verhéltnis d,/Dr aus
Kern- und Rohrdurchmesser

Abb. 5.10 veranschaulicht den Einfluss der Werkstoffeigenschaften auf die bezogene
Momententragfahigkeit und verdeutlicht zudem, dass die in den Untersuchungen ge-
troffenen Annahmen fur die Werkstoffeigenschaften die ungunstigsten Kombinationen
darstellen und somit vertretbar sind. Unter anderem werden die nach DIN EN 1994-1-1
fur Verbundstiitzen zulassigen Betonfestigkeitsklassen betrachtet. Hieraus geht hervor,
dass sich der ohnehin schwache Einfluss auf den Beiwert ay mit hoherer Betongiite
verringert. Die Stahlglte der Einstellkerne fiir niedrige Normalkraft-Verhaltnisse wirkt
sich hingegen erkennbar auf die bezogene Momententragfahigkeit aus. Erst mit
Zunahme der Normalkraft ist eine Beeinflussung der Stahlgite des Hohlprofils auf die
zu untersuchende GrofRle festzustellen.
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Abb. 5.10: Einfluss der Werkstoffeigenschaften des Betons und des Stahls auf den Beiwert ay,

Zur naherungsweisen Bestimmung der auf die kritische Betondehnung begrenzten
Momententragfahigkeit lasst sich auf Grundlage der Untersuchungen folgender bi-
linearer Ansatz flir den Umrechnungsbeiwert ay angeben. Hiernach wird der Beiwert in
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Abhangigkeit von dem Bemessungswert der Normalkraft in Relation zur vollplastischen
Normalkrafttragfahigkeit Neq/Np rg €rmittelt:

oty (Ney) = 0,90 — 0,20 fir Nes <050
pl,Rd pl,Rd
(5.5)
NEd - NEd
oty (Ne) = 120 — 0,80 fiir > 0,50
plRd NpiRd

Die dehnungsbeschrankte Momententragfahigkeit ergibt sich schlieRlich tGber die Um-
rechnung der von der Normalkraft abhangigen, vollplastischen Momententragfahigkeit
entsprechend GI.(5.6):

Maonra = m(Neg) - Moingra (5.6)

Zum Vergleich mit den normativen Vorgaben werden in Abb. 5.11 die dehnungs-
beschrankten Momententragfahigkeiten von drei- bis flinfkernigen Verbundquerschnit-
ten (QS1 — QS4), welche mit dem hergeleiteten Naherungsansatz gemal Gl. (5.5) und
mit dem pauschalen Beiwert ay von 0,9 nach EC 4 ermittelt wurden, den exakten
Tragfahigkeiten gegentbergestellt.
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Abb. 5.11: Vergleich des Beiwertes ay) nach dem Ndherungsansatz und nach EC 4-1-1
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Als relevante Randbedingungen wurden Normalkraftverhaltnisse Ngo/Nprg bis 1,0
sowie Querschnittsparameter di/Dg bis 0,25 betrachtet. Weiterhin nahm der Parameter
r/Dr Werte zwischen 0,15 und 0,30 an, sodass unterschiedliche zum Schwerpunkt des
Verbundquerschnitts definierte Kernabstande miteinbezogen wurden. Es ist festzuhal-
ten, dass die Tragfahigkeiten nach EC 4 bei diesem Stutzentyp in signifikanter Weise
durchgangig Uberschatzt werden. Im Durchschnitt lassen sich Abweichungen von 28 %
bezogen auf die exakte dehnungsbeschrankte Tragfahigkeit konstatieren. Mit einem
Variationskoeffizienten von 33 % liegt zudem ein ausgepragtes Streuungsmal vor.
Demgegentber ist beim Naherungsansatz nach Gl. (5.5) im Mittel eine Tragfahigkeits-
differenz von 4 % festzustellen, welche als vertretbar zu deuten ist, besonders da die
Abweichungen vornehmlich auf der sicheren Seite liegen. Daraus folgt, dass bei
Ansatz eines pauschalen und konstanten Beiwertes ay entsprechend DIN EN 1994-1-1
die Querschnittstragfahigkeit von mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstitzen insbeson-
dere bei hoher Normalkrafteinwirkung betrachtlich Gberschatzt wiirde.

Zur Anwendung des bilinearen Naherungsansatzes fir den Beiwert ay gelten neben
der Forderung nach dem Ebenbleiben des Gesamtquerschnitts mit einer linearen
Dehnungsverteilung folgende Anforderungen, die schlie3lich den Gultigkeitsbereich der
Naherungsgleichung definieren:

o Normalfester Beton < C50/60 als Fllbeton
¢ Normalfester Baustahl bis zur Stahlgiite S355
e Verhaltnis von Kern- zum RohrauRendurchmesser 0,10 < d,/Dgr < 0,25

¢ Kernlage in Relation zum RohrauRendurchmesser r/Dg = 0,12

AC
e KonstruktionsmalR Ak >max{ ™" entsprechend Abb. 5.1
48 mm

5.2 Einstufung in die europaischen Knickspannungslinien nach
Eurocode 3

Wie bereits in Abs. 2.1.2.3 erlautert, besteht die Modglichkeit, die Tragsicherheits-
nachweise von Verbundstitzen bei planmafig zentrischer Druckbeanspruchung unter
Zuhilfenahme der europaischen Knickspannungslinien zu fihren. Durch die in DIN EN
1993-1-1 definierten Knickspannungslinien werden die von der Systemschlankheit
abhangigen Traglastabminderungen im Nachweis nach GI. (2.8) in Form eines Ab-
minderungsbeiwertes berlcksichtigt.

Fur die Einstufung der normativ nicht geregelten Hohlprofil-Verbundstiitzen mit auf-
geldsten Vollkernen als Einstellprofile wurden die in Abb. 5.2 definierten Querschnitts-
typen zugrunde gelegt. Neben einer flir Hohlprofil und Einstellkerne mit gleicher Krim-
mungsrichtung definierten Vorkrimmung von L/1000 als geometrische Imperfektion
wurde in den numerischen Traglastberechnungen der vereinfachte Ansatz nach ROIK &
SCHAUMANN (1980) fir den thermisch induzierten Eigenspannungszustand gewahlt.
Zur Bestimmung der von der Schlankheit abhangigen Traglastabminderungen an den
betrachteten Querschnittstypen wurden die Systemlangen variiert. Zu diesem Zweck

wurden praxisrelevante bezogene Schlankheitsgrade 2 von 0,2; 0,5; 1,0; 1,5 und 2,0
in Betracht gezogen, mit denen auf die Systemlangen Ls mittels Gl. (5.7) rtck-
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geschlossen werden konnte. In diesem Zusammenhang erfolgte die Herleitung der
Systemgeometrie unter Ansatz der effektiven Biegesteifigkeit Ele in Ubereinstimmung
mit EC 4-1-1.

(El)eff
L =naAr [—&5
s =T , Np| (5.7)

mit

(Eleg =E,l, + 06 E_. |, Effektive Biegesteifigkeit nach Gl. (2.5)

Die Uber die numerische Traglastberechnung erfasste Maximallast von planmafig
zentrisch belasteten Stitzen wurde auf die plastische Normalkrafttragfahigkeit des
jeweiligen Verbundquerschnitts bezogen. Dieses Verhdltnis entspricht dem Abmin-
derungsbeiwert X. Da bei ausbetonierten kreisférmigen Hohlprofilen aus der Umschn-
rungswirkung eine Erhéhung der Betondruckfestigkeit resultiert (s. Abs. 2.2), wurde die
plastische Normalkrafttragfahigkeit fiir Schlankheitsgrade A bis 0,5 nach Gl. (2.14)
entsprechend EC 4-1-1 unter Einbeziehung der Umschnirungseffekte angesetzt.

Wie nachfolgend dargelegt, erfolgt schliellich die Gegenuberstellung der von dem
Schlankheitsgrad A abhéngigen Traglastabminderung x mit den européischen Knick-
linien. Abb. 5.12 und Abb. 5.13 beinhalten die ermittelten Traglastabminderungen fir
den dreikernigen Querschnitt QS1 sowie den vierkernigen Querschnitt QS2 mit einem
Einzelkerndurchmesser von 80 mm. Die Abmessungen des Rohrquerschnitts wurden
so gewabhlt, dass nach EC 4-1-1, Abs. 6.7.1(9) ein vorzeitiges Versagen infolge lokalen
Beulens ausgeschlossen werden konnte. Um ebenfalls den Einfluss der Wirkungs-
richtung der geometrischen Imperfektion zu erfassen, wurde bei diesen Querschnitts-
typen die Vorkrimmung sowohl um die X- als auch um die Y-Querschnittsachse
vorgegeben, woraus die Imperfektionen vg x und vo, resultierten.

1,2

¢ QS1-X-r/Dg=0,15
+ QS1-X-r/Dg=0,30
0 QS1-Y-r/Dg=0,15

1
® \ 0 QS1-Y-r/Dg=0,30
\
a \
08

0,6 d

04

Abminderungsfaktor y [-]

0.2 1 '|Cc35/45

RR 610,0 x 8,0 — S235
RV 3 x 80 — 8355

1
Schlankheitsgrad A[-]

Abb. 5.12: Querschnittstyp QS1 — Einordnung der schlankheitsbezogenen
Traglastabminderungen in die europaischen Knickspannungskurven
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1,2

* QS2-X-1/Dg=0,15
* QS2-X-r/Dg=0,30
1 0 QS2-Y-r/Dg=0,15
® a \\ 0 QS2-Y-r/Dg=0,30
=08 b
2 3
4
d
D 0,6
>
1
Q
T
£
£ 0,4 1
e}
<

0.2 1 ' C35/45

RR 610,0 x 8,0 — S235
RV 4 x 80 — S355

- VO,y

1 _
Schlankheitsgrad A [-]

Abb. 5.13: Querschnittstyp QS2 — Einordnung der schlankheitsbezogenen
Traglastabminderungen in die europédischen Knickspannungskurven

Das Verhaltnis r/Dgr, welches den Kernabstand zum Querschnittsschwerpunkt in
Relation zum AuRenrohrdurchmesser definiert, wurde im Rahmen der genauen
Traglastberechnung zu 0,15 und 0,30 gesetzt. Infolge dessen fand neben der
Kernanzahl auch die Kernposition im Querschnitt Bertcksichtigung.

Die Berechnungsergebnisse verdeutlichen, dass die Abminderungsfaktoren fur die
Traglastabminderung oberhalb der Knicklinie ,a“ liegen. Bis Schlankheiten von 1,0
wurde die Tragfahigkeit der Stitzen durch Erreichen der dehnungsbeschrankten Quer-
schnittstragfahigkeit begrenzt. Lagen Schlankheiten oberhalb von 1,5 vor, wurde die
ideale Knicklast N erreicht. Die Systemgrenztragfahigkeit war durch eine signifikante
Abnahme der Stitzenbiegesteifigkeit ohne Erreichen der Querschnittstragfahigkeit ge-
pragt, was auf ein Stabilitatsversagen schlief3en lasst.

Die Richtung der Vorkrimmung zeigte keine nennenswerten Auswirkungen auf die
Ergebnisse. Vielmehr wirkte sich der Querschnittsparameter r/Dg insbesondere bei
einer Schlankheit von 0,5 auf die Traglastabminderung aus. So zeigte sich, dass die
Stitzentraglasten fir ein r/Dr-Verhaltnis von 0,30 im Vergleich zu Querschnitten, die
sich durch einen geringeren Kernabstand zum Gesamtschwerpunkt und folglich durch
groliere plastische Formbeiwerte auszeichnen, hdher ausfielen.

Die Untersuchung an dem Querschnitt QS3 mit funf um die Rohrinnenwandung aqui-
distant verteilten Kernquerschnitten und an dem Querschnitt QS4 mit einem zentrisch
angeordneten Kern fiihrte qualitativ zu den gleichen vorangegangenen Erkenntnissen
(s. Abb. 5.14 und Abb. 5.15). Da am Querschnittstyp QS3 von einer rotationssymmetri-
schen Kernanordnung ausgegangen werden kann (vgl. Abs. 5.1), ist der Ansatz der
Vorkrimmung in eine Querschnittsachse vollig ausreichend.
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Abb. 5.14: Querschnittstyp QS3 — Einordnung der schlankheitsbezogenen
Traglastabminderungen in die europédischen Knickspannungskurven
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Abb. 5.15: Querschnittstyp QS4 — Einordnung der schlankheitsbezogenen
Traglastabminderungen in die europédischen Knickspannungskurven

Zur Beurteilung der Traglastabminderung des mehrkernigen Verbundstitzentyps sind
neben Kernanordnung und Kernanzahl ebenso die Kern- sowie Rohrabmessung von
Bedeutung. Daher beinhalten Abb. 5.16 und Abb. 5.17 Untersuchungsergebnisse unter
Variation des AuRenrohrdurchmessers Dr sowie des Durchmessers der Kernprofile dy,
woraus der Querschnittsparameter di/Dr zu definieren ist. Tendenziell sinkt der
Abminderungsfaktor fur die Stutzentraglast mit zunehmendem d./Dg-Wert insbeson-
dere bei Schlankheiten von 0,5 und 1,0. Dies fihrt letztendlich bei entsprechenden
Querschnittsabmessungen zu einer unglnstigeren Einstufung in die Knickspannungs-
linie ,b“. Allerdings verliert mit steigender Systemlange und somit groéRerer bezogener
Schlankheit der Einfluss der Rohr- und Kernabmessung an der Traglastabminderung
zunehmend an Bedeutung.
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Abb. 5.16: Traglastabminderungen in Abhdngigkeit vom d,/Dr-Verhéltnis bei Variation des
Rohrdurchmessers Dg im Vergleich zu den européischen Knickspannungskurven
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Abb. 5.17: Traglastabminderungen in Abhéngigkeit vom d,/Dg-Verhéltnis bei Variation des
Kerndurchmessers di im Vergleich zu den européischen Knickspannungskurven

Abb. 5.18 und Abb. 5.19 erfassen den Einfluss der Werkstoffeigenschaften auf die
Normalkrafttragfahigkeit, der fir diesen Stitzentyp unter den untersuchten Randbedin-
gungen als gering anzusehen ist. Den Berechnungen lagen verschiedene Kombi-
nationsmdglichkeiten der Werkstoffgliten fiir die einzelnen Querschnittskomponenten
zugrunde, wobei fir den Betonkern Festigkeitsklassen bis C50/60 und fur den Baustahl
Stahlgiten bis S355 angenommen wurden. Aufgrund des hohen Stahlanteils im
Querschnitt waren bei alleiniger Variation der Betongute nur geringe Abweichungen
untereinander festzustellen. Die auffalligsten Unterschiede sind bei Querschnitten zu
beobachten, in denen das Mantelrohr die Stahlgite S355 aufwies, wodurch das Hohl-
profil gréRere Ringzugspannungen vor dem Plastizieren erreichte und sich daher
hohere Stlitzentraglasten ergaben (s. Abs. 2.2). Trotz verschiedener Werkstoffeigen-
schaften verhalten sich die Querschnitte tendenziell gleichwertig, sodass die Einstu-
fung in die Knicklinien unabhangig von den gewahlten Werkstoffglten erfolgt.
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Abb. 5.18: Traglastabminderung fiir mehrkernige Hohlprofil-Verbundstiitzen mit normalfestem
Betonkern verschiedener Festigkeitsklassen
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Abb. 5.19: Traglastabminderung fiir mehrkernige Hohlprofil-Verbundstiitzen bei Variation der
Stahlgiiten des Baustahls

Im Wesentlichen zeigt die vorangegangene Auswertung, dass die Traglastabminde-
rung von zentrisch belasteten Stltzenkdrpern vorwiegend nicht von der Anzahl der
aquidistant verteilten Vollkerne sowie der Richtung der Vorkrimmung, sondern viel
mehr von den Abmessungen der Querschnittskomponenten sowie der Lage der Kern-
profile abhangt. Daraus schlussfolgernd fasst Tab. 5.2 unter Rlcksichtnahme auf die
grenzwertigen Querschnitts- und Materialeigenschaften die mdgliche Einstufung der
kreisférmigen Hohlprofil-Verbundquerschnitte mit mehreren Rundvollkernen als Ein-
stellprofile in die europaischen Knickspannungslinien nach EC 3 zusammen. Es ist
anzumerken, dass lediglich Kernquerschnitte mit einem Durchmesser von maximal
120 mm in Betracht gezogen werden, da die thermisch induzierten Eigenspannungen
bei diesen Abmessungen noch von untergeordneter Bedeutung sind. Die geforderte
Gesamtkernflache lasst sich allerdings Gber die Anzahl der Einzelkerne steuern.
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Tab. 5.2: Einstufung des kreisférmigen Hohlprofil-Verbundquerschnitts mit mehreren
kreisrunden Vollkernprofilen in die européischen Knicklinien nach EC 3
. Ausweichen rechtwinklig | Knicklinie
Querschnitt Anforderung zur Querschnittsachse nach EC 3
Kreisférmiges Hohlprofil
mit kreisrunden dx £ 80 mm
. y-y
Vollkernen: r/Dg = 0,15 und a
Stahlgiite bis S355 7-7
Betongite bis C50/60 d/Dr <0,125
80 mm < d, <120 mm
y-y
oder b
z-Z

0,125 < dy/Dgr < 0,250

Zur Uberprifung und Verifikation der gewahlten Einstufung in die europaischen
Knickspannungskurven werden in Abb. 5.20 die mit der FEM ermittelten Stiitzen-
traglasten den Maximallasten entsprechend den Knickspannungslinien vergleichend
gegenlbergestellt. Der direkte Vergleich verdeutlicht, dass die Wahl der Knickspan-
nungslinien unter Ansatz der effektiven Biegesteifigkeit nach DIN EN 1994-1-1 stets
kleinere bis aquivalente Stitzentraglasten und folglich insgesamt konservative Be-
rechnungsergebnisse liefert.
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Abb. 5.20: Gegendtiberstellung der numerisch ermittelten Traglasten und der Traglasten ent-
sprechend den européischen Knickspannungskurven
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5.3 Festlegung und Ansatz geometrischer Ersatzimperfektionen

Neben der Moglichkeit, den Tragsicherheitsnachweis fur planmafig zentrisch belastete
Stitzen mit den europaischen Knickspannungslinien zu flihren, kann der Nachweis
alternativ Uber die Berechnung nach Elastizitatstheorie Il. Ordnung unter Ansatz einer
geometrischen Ersatzimperfektion mit dem maximalen Stich der Vorkrimmung wg
erbracht werden. Mithilfe der geometrischen Ersatzimperfektionen werden strukturelle
und geometrische Imperfektionen bertcksichtigt. Die geometrische Ersatzimperfektion
ergibt sich aus der Bedingung, dass der Tragfahigkeitsnachweis nach Elastizitats-
theorie Il. Ordnung zu den gleichen Traglasten flhrt wie der Nachweis mithilfe der
europaischen Knickspannungslinien.

Um dieser Anforderung zu gentigen, werden die geometrischen Ersatzimperfektionen
aus den Querschnitten zugeordneten Knickspannungslinien sowie der angesetzten
Querschnittstragfahigkeit rickgerechnet. Flr einen Stab mit dem maximalen Stich der
Vorverformung wgy berechnet sich das Biegemoment nach Theorie Il. Ordnung ent-
sprechend Gl. (5.8). FUr den betrachteten Grenzzustand entspricht dieser Wert dem
Bemessungswert der dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit Mqpnra- Anders
als bei der Ermittlung des bezogenen Schlankheitsgrads A , bei dem nach wie vor die
Biegesteifigkeit (El)er gemal Gl. (2.5) zugrunde zu legen ist, gilt flr die rechnerische
Bestimmung des Biegemomentes nach Theorie Il. Ordnung in Verknlpfung mit der
anzusetzenden Imperfektion stets die Biegesteifigkeit (El)esn nach Gl. (2.10). Die
zugehodrige Stabkennzahl e ergibt sich nach GI. (5.9) Uber die Stitzentraglast Ngg,
welche auf die fur die Querschnitte festgelegten Knickspannungslinien zurtckzuflhren
ist.

Mdb,N,Rd =

8wy (El)eff,ll 1
L2 {003(0,5 g) 1} (58
mit

(EDetry =09 (E,l, +05E,|.) Effektive Biegesteifigkeit nach DIN EN 1994-1-1 zur

cm’c

SchnittgroRenermittlung nach Theorie Il. Ordnung

N
= Eenn (59)

mit

N =Nggy =% Nprd Tragfahigkeit gemal} den europaischen Knicklinien

Durch Umstellung von GI. (5.8) und Einarbeitung von Gl. (5.10) bestimmt sich der
maximale Stich der Vorverformung wy als geometrische Ersatzimperfektion schlief3lich
Uber Gl. (5.11). Im Hinblick auf die Untersuchung der mehrkernigen Hohlprofil-Ver-
bundquerschnitte resultiert der Beiwert ay aus dem Naherungsansatz nach Gl. (5.5) in
Abhangigkeit von der Normalkraftausnutzung. Die Herleitung der geometrischen Er-
satzimperfektion wy entsprechend Gl. (5.11) bewirkt fir die betrachteten geometrischen
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Randbedingungen, dass bei Vorliegen der maximalen Normalkraftbelastung die in
Korrelation stehende, dehnungsbeschrankte Momententragfahigkeit zugleich erreicht
wird.

Mabnra = 0w Mg Moira (5.10)
mit
Oy Beiwert nach Gl. (5.5) fur die dehnungsbeschrankte Momententrag-

fahigkeit in Abhangigkeit von der Normalkraftausnutzung

Oyp My Mpl,Rd L?

1 (5.11)
B(Elesry |:COS(0,58)_1:|

W=

Unter Verwendung von Gl. (5.11) fir die mehrkernigen Querschnittstypen (s. Abs. 5.1)
ergeben sich die in Abb. 5.21 als Bezugswert aufgefihrten Anfangsausmitten L/wy.
Durch die Abbildung wird beispielhaft die starke Abhangigkeit der Imperfektion von
dem bezogenen Schlankheitsgrad & hervorgehoben. Mit steigendem Schlankheitsgrad
sinkt der die Ersatzimperfektion implizierende Bezugswert L/w, in Form eines
regressiven Verlaufes. Im Umkehrschluss bedeutet dies, dass die auf die Stiitzenlange
bezogene geometrische Ersatzimperfektion mit Zunahme der Systemschlankheit
ansteigt und gegen einen Maximalwert konvergiert.

Die Anzahl der im Hohlprofil angeordneten Stahlkerne beeinflusst zwar die errechneten
Imperfektionen, allerdings nur in sehr geringem Male, da die Einflussgréfie mit zuneh-
mendem Abstand der Einstellprofile zum Schwerpunkt des Gesamtquerschnitts an
Bedeutung verliert. Bei der Bewertung der Querschnitte QS1 und QS2, bei denen die
Richtung der Biegebeanspruchung variiert wurde, zeigt sich, dass die Richtungs-
anderung keinen nennenswerten Einfluss auf die Hohe der Ersatzimperfektionen hat.
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Abb. 5.21: Geometrische Ersatzimperfektion wy flir die untersuchten Querschnittstypen der
mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstiitzen
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Trotz eines grolen Wertebereichs fur die errechnete Ersatzausmitte zeichnete sich
anhand zahlreicher Vergleichsrechnungen eine reprasentative geometrische Ersatz-
imperfektion wy=L/450 als Uber den Schlankheitsgrad konstanter Grundwert ab. Fur
diese Uber die Schlankheit konstante Anfangsausmitte stellt Abb. 5.22 die maximal
mdglichen Bemessungslasten nach Theorie Il. Ordnung unter Ansatz der effektiven
Biegesteifigkeit nach DIN EN 1994-1-1 den Traglasten gemal den europaischen
Knickspannungslinien gegentber. Dabei wurden sowohl Geometrie- als auch Material-
eigenschaften variiert. Wie in den vorangegangenen Ausfiihrungen angedeutet, stehen
die einwirkende Normalkraft Nrq sowie die dehnungsbeschrankte Momententragfahig-
keit My, nra bei der Ermittlung der Ersatzimperfektion in unmittelbarer, gegenseitiger
Beeinflussung zueinander, weshalb die Traglasten nach Theorie Il. Ordnung iterativ zu
bestimmen waren.

Insbesondere fiir groBere Schlankheitsgrade wird gemaR Abb. 5.22 eine gute Uber-
einstimmung der Tragfahigkeiten erreicht. Fur geringe Schlankheitsgrade, die in der
Regel mit vergleichsweise hdheren Stiitzenlasten verbunden sind, in Kombination mit
einem Querschnittsparameter di/Dr von 0,125 stellt der gewahlte Wert als konstante
geometrische Ersatzimperfektion eine leicht konservative Annahme dar.
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Abb. 5.22: Vergleich der Tragféhigkeit liber die europdischen Knicklinien geméal3 EC 3 und liber
die Theorie Il. Ordnung fiir eine konstante geometrische Ersatzimperfektion von
W0=L/450

Die Mittelwertabweichung der Traglasten entsprechend den Knickspannungslinien zu
den Traglasten nach Theorie Il. Ordnung betragt bis zu 1,03 mit einem maximalen
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Variationskoeffizienten von 3 %. Auch bei Modifizierung der Materialeigenschaften fur
den normalfesten Baustahl und Beton wie auch der Querschnittsgeometrie lassen sich
vergleichbare Ergebnisse erzielen. Mit maximalen Lastdifferenzen von 5 % halten sich
die errechneten Traglastunterschiede im vertretbaren Rahmen.

Da eine ausgepragte Abhangigkeit der Ersatzausmitten von der bezogenen Stutzen-
schlankheit vorliegt, wurde alternativ der Imperfektionsansatz entsprechend Gl. (5.12)
zur Bestimmung von geometrischen Ersatzimperfektionen unter Einflussnahme ver-
schiedener geometrischer Querschnitts- und Systemgréen sowie Materialeigenschaf-
ten hergeleitet. Der Ansatz enthalt die bereits beschriebene Imperfektion L/wgy von 450
als Grundwert. Dieser ist mit verschiedenen Anpassungsfaktoren zu kombinieren. Mit
dem Korrekturfaktor k wird die vorgeschlagene Einstufung der mehrkernigen Quer-
schnitte in die europaischen Knickspannungslinien direkt miteinbezogen. Uber den
weiteren Beiwert my werden die geometrischen Verhaltnisse des Stitzenkorpers be-
ricksichtigt, darunter der flr die Ersatzausmitte maRgebliche Schlankheitsgrad, die
Querschnittsparameter d./Dr sowie r/Dgr, wohingegen die Kernanzahl als einflussarme
Grolie keine Bericksichtigung findet. Da die rechnerische Ersatzimperfektion ebenfalls
eine Abhangigkeit von der gewahlten Betonfestigkeitsklasse zeigt, erfolgt eine weitere
Modifikation des Grundwertes mittels des Beiwertes m,, der Uber die charakteristische
Zylinderdruckfestigkeit vom Beton ermittelt wird.

Den Untersuchungsergebnissen zufolge ist der Einfluss der Stahlglte auf die Ersatz-
ausmitte nicht ausgepragt, sodass der Wahl der Stahlgiite im Naherungsansatz keine
Bedeutung beigemessen wird.

L
_=450.k.m1.m2 (572)
Wo
mit
. d,
1,1 fr 80 mm <d, und - <0,125
Kk = Dr
0,8 fur 80 mm < d, <120 mm oder 0,125 < g—k <0,250
R
1 . 1
m, = ™ mit v =
24 k.(1_rj
R DR
fox . .
m, =14 - mit f . in N/mm?

100

Abb. 5.23 stellt exemplarisch den funktionalen Verlauf des Imperfektionsansatzes nach
Gl. (5.12) fur verschiedene Querschnitts- und Materialeigenschaften den rechnerisch
ermittelten Ersatzimperfektionen verschiedener Querschnitte vergleichend gegenuber.
Anders als im Falle eines festen vom Schlankheitsgrad unabhangigen Wertes flr die
Anfangsausmitte ergeben sich durch den regressiven Funktionsverlauf des Imper-
fektionsansatzes im Mittel deutlich geringere Abweichungen zu den tatsachlichen Er-
satzimperfektionen.
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Abb. 5.23: Vergleich der ermittelten geometrischen Ersatzimperfektion mit dem Ansatz nach
Gl. (5.12)

Zur weiteren Uberpriifung wurden die Stiitzentraglasten nach Elastizitatstheorie 1. Ord-
nung mit dem beschriebenen Imperfektionsansatz bestimmt und ebenfalls den Maxi-
mallasten entsprechend den europaischen Knickspannungslinien gegenubergestellt. In
diesem Zusammenhang resultierten die Traglasten nach Theorie Il. Ordnung zum
einen aus der Naherungsgleichung nach Gl. (5.5) zur Abschatzung der dehnungs-
begrenzten Uber die vollplastische Momententragfahigkeit. Zum anderen wurden sie
direkt Uber die tatsachliche dehnungsbeschrankte Querschnittstragfahigkeit ermittelt.
Die Ergebnisse sind in Abb. 5.24 dargelegt.
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Abb. 5.24: Tragfdhigkeit nach Theorie Il. Ordnung mit dem Imperfektionsansatz nach Gl. (5.12)
im Vergleich zur Traglast iiber die européischen Knicklinien gema3 EC 3
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Aus der Vergleichsbetrachtung geht hervor, dass bei Anwendung des Imperfektions-
ansatzes unter Beriicksichtigung der Abhangigkeit von dem Schlankheitsgrad die tber
die Biegetheorie Il. Ordnung ermittelten Traglasten und die maximalen Stltzenlasten
entsprechend den Knickspannungslinien nahezu deckungsgleich sind. Die Mittel-
wertabweichung betragt etwa 1,00 mit einem Variationskoeffizienten von bis zu 2 % um
den Mittelwert.

Wie die Ergebnisse der Traglastuntersuchungen zeigen, wird trotz des Ansatzes eines
konstanten Wertes fiir die geometrische Ersatzimperfektion eine weitgehend gute
Ubereinstimmung mit den Traglasten erzielt. Zwar sind die Traglastabweichungen beim
Imperfektionsansatz nach GIl. 5.12 geringer, allerdings empfiehlt sich zur praxis-
orientierten Bemessung von Verbundstitzen die Vorgabe eines praktikablen, festen
Grenzwertes fur die geometrische Ersatzimperfektion, insbesondere da der Imperfek-
tionsansatz nach Gl. 5.12 die Ermittlung des bezogenen Schlankheitsgrades erfordert.
Diese ist entsprechend EC 4-1-1 fir die Anwendung des vereinfachten Nachweis-
verfahrens ohnehin nicht vorgesehen. Uber den Bezug einer konstanten Anfangs-
ausmitte ertbrigt sich schlieRlich die Bestimmung des bezogenen Schlankheitsgrades.

5.4 Zur effektiven Biegesteifigkeit in Anlehnung an Eurocode 4

Fir die Bemessung von druck- und biegebeanspruchten Stiitzen in Verbundbauweise
wird bei der vereinfachten Bemessungsmethode entsprechend DIN EN 1994-1-1 eine
Uber die gesamte Stutzenlange konstante Ersatzbiegesteifigkeit (El)esr zur Berechnung
der Schnittgroflen nach Elastizitatstheorie II. Ordnung rechnerisch in Ansatz gebracht.
Diese in der Bemessungsvorschrift vorgegebene effektive Biegesteifigkeit erfasst Ein-
flisse u. a. aus der Rissbildung im Beton und Teilplastizierungserscheinungen im
Querschnitt mithilfe von pauschalen Korrekturbeiwerten (s. Abs. 2.1.2.4). Mit anstei-
gender Biegebeanspruchung ist von einer Zunahme der Rissbildung sowie des Riss-
wachstums im Beton und der Teilplastizierungen auszugehen. Dies fiuhrt zu der Annah-
me, dass die Biegesteifigkeit von der GroRRe des Biegemomentes und dem Verhaltnis
der Randmomente abhangt. Diese EinflussgroRen finden gegenwartig in dem Regel-
werk keine explizite Beriicksichtigung bei der Ermittlung der effektiven Biegesteifigkeit.

Bei der Herleitung einer geometrischen Ersatzimperfektion wurden die Vorgaben des
EC 4 zur wirksamen Biegesteifigkeit an Stutzenkdrpern mit planmaRlig zentrischer
Drucklast zugrunde gelegt und die Stltzentragfahigkeit entsprechend der Knick-
spannungslinien sowie nach Theorie Il. Ordnung gegenulbergestellt (s. Abs. 5.3). Durch
einen direkten Vergleich zwischen den Bemessungslasten nach der allgemeinen
Bemessungsmethode und nach dem vereinfachten Nachweisverfahren lasst sich die
Annahme zur Stlutzenbiegesteifigkeit unter variierten Randbedingungen bewerten. Die
Anwendung des allgemeinen Verfahrens nach EC 4 setzt Berechnungen von Last-
Verformungswerten unter Einfluss von geometrischen und physikalischen Nichtlineari-
taten mithilfe des validierten FE-Modells voraus. Die gréoRtmogliche Bemessungslast
einer Verbundstitze gilt nach dem allgemeinen Verfahren als erreicht, wenn der auf
den Bemessungswert der Einwirkung bezogene Laststeigerungsfaktor n, dem Trag-
widerstand yr entspricht. Da der Tragwiderstand ygr selbst von der betrachteten
Einwirkungskombination aus Normalkraft und dem Biegemoment abhangt, wurde die
maximal zulassige Bemessungslast iterativ bestimmt. Flr weitere Details zur Bestim-
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mung des Laststeigerungsfaktors und des Systemtragwiderstands wird auf Abs. 2.1.1
verwiesen. Die maximal zuldssige Bemessungslast nach dem vereinfachten Verfahren
ergibt sich, wenn das zugehérige maximale Biegemoment mit dem Bemessungswert
der dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit entsprechend Gl. (5.10) Uberein-
stimmt und somit eine weitere Laststeigerung infolge des Erreichens der Querschnitts-
tragfahigkeit nicht mehr mdéglich ist. Der Verlauf des Stitzenbiegemomentes bestimmt
sich allgemein durch den nachfolgenden Ausdruck:

M, (£)=M [W sin(e(1-£))+ sin(sé)} . M{cos(s(o,s -g) 1} 513

sin(e) cos(0,5¢)
mit
M, Maximales Randmoment
& Laufordinate, ausgehend von der Stelle des maximalen Randmomentes

€ Stabkennzahl nach Gl. (5.9)

M, = 8Nw, iz Moment aus geometrischer Ersatzimperfektion
&

Fir den Bemessungswert des extremalen Biegemomentes Mgq max @an der Stelle E
gilt:

V1+c?

Mo (s )= 08 (1) + Mo ]2 =My

(5.14)
mit

Mr(w_1) 1
C: .
M, (y+1)+2M, tan(0,5¢)

arctan(c)
S

Emax =09+ Stelle des maximalen Biegemomentes

Die fur die Bemessung anzusetzende Stlutzenbiegesteifigkeit geht Uber die Stabkenn-
zahl € ein. Anhand von Vergleichsrechnungen wurde die effektive Biegesteifigkeit unter
Zuhilfenahme eines Korrekturbeiwertes kg derart kalibriert, dass die Differenzen der
maximal moglichen Bemessungslasten nach dem allgemeinen Bemessungsverfahren
und dem vereinfachten Rechenverfahren méglichst gering ausfallen oder die Lasten
bestenfalls sogar Ubereinstimmen. Da die effektive Biegesteifigkeit von der Momenten-
verteilung beeinflusst wird, wurde im Zuge der Kalibrierung der Korrekturbeiwert kg fiir
die Bestimmung der Biegesteifigkeit in Abhangigkeit von der Lastexzentrizitdt am
Stitzenrand und dem Randmomentenverhaltnis definiert. Bei der Herleitung des
Korrekturbeiwertes wurde keine explizite Unterscheidung zwischen Teilplastizierungen
im Baustahl und Rissbildungen im Beton vorgenommen, weshalb dieser Beiwert global
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mit der rechnerischen Biegesteifigkeit (El)etr,; in Entsprechung zu EC 4 zu kombinieren
ist. Hieraus resultiert die modifizierte Ersatzsteifigkeit (El);mos geman Gl. (5.15).

(EI)II,mod = kg '(El)eff,n (5.15)
mit

(EDegy = 09 (E,l, +05E |

cmc)

Effektive Biegesteifigkeit nach DIN EN 1994-1-1 zur
SchnittgroRenermittlung nach Theorie Il. Ordnung

Vor dem Hintergrund einer maoglichst wirtschaftlichen Bemessung von mehrkernigen
Verbundstitzen schlossen die Vergleichsberechnungen Randmomentenverhaltnisse v
von -1,0 mit gleich gerichteten bis 1,0 mit gegeneinander gerichteten Randmomenten
ein. Des Weiteren wurden auf den Rohrauf’endurchmesser bezogene Randexzen-
trizitaten eo/Dr von 0; 0,5 und 1,0 als weitere Untersuchungsbedingung betrachtet. Da
das vereinfachte Verfahren flir zentrisch gedriickte Stlitzen bzw. fir Stiitzen mit einem
eo/Dr-Verhaltnis von 0 weiterhin die gleichen maximalen Bemessungslasten wie mit
dem Nachweis Uber das Ersatzstabverfahren liefern soll, gilt fir diesen Fall ein Beiwert
ks von 1,0. Das hat zur Auswirkung, dass fir mehrkernige Hohlprofil-Verbundstiitzen
mit planmafig zentrischer Druckbelastung die effektive Biegesteifigkeit nach EC 4
weiterhin ihre Gultigkeit behalt.

Fir unterschiedliche Randmomentenverhaltnisse sowie bezogene Randexzentrizitaten
ist der den Untersuchungen zugrunde liegende Korrekturbeiwert kg Tab. 5.3 zu ent-
nehmen.

Tab. 5.3: Den Vergleichsrechnungen zugrunde liegender Korrekturbeiwert kg zur Bestimmung
der Ersatzbiegesteifigkeit

Bezogene Randexzentrizitat eo/Dr
Beiwert kg

0,0 0,5 1,0

_1 10 1 ,O 1 ,O

M, .
Yy = Mo 0,0 1,0 0,9 0,8
B
1,0 0,8 0,7

*(bei planmafig zentrisch beanspruchten Stitzen)

Die zulassigen Bemessungslasten von mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstitzen unter
planmaRig zentrischer Drucklast sind flr beide Bemessungsmethoden in Abb. 5.25
aufgefiihrt. Die vergleichende Betrachtung der Ergebnisse macht deutlich, dass in
Bezug auf das allgemeine Verfahren die vereinfachte Bemessungsmethode an zen-
trisch belasteten Stutzen zu konservativen Bemessungslasten und folglich zu gréReren
Sicherheitsreserven fliihrt. Diese resultieren Uberwiegend aus der auf der sicheren
Seite liegenden Einstufung der mehrkernigen Hohlprofil-Verbundquerschnitte in die
europaischen Knickspannungskurven (s. Abs. 5.2).
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Abb. 5.25: Vergleich der maximalen Bemessungslasten von planméBlig zentrisch belasteten
Stiitzen nach dem allgemeinen und vereinfachten Nachweisverfahren

In Abb. 5.26 werden die mit Mittelwerten der Werkstofffestigkeiten berechneten Trag-
lasten nach der Naherungslésung den Maximallasten entsprechend der FE-Simulation
gegeniibergestellt. Die Naherung fihrt stets zu auf der sicheren Seite liegenden Ergeb-
nissen, wobei die Streubreite gegentiber den Bemessungslasten gréfler ist.
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Abb. 5.26: Vergleich der Traglast nach dem vereinfachten Verfahren mit den numerisch
ermittelten Maximallasten von planméaRig zentrisch belasteten Stiitzen
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Im Hochhausbau kénnen oftmals Stutzen mit rein zentrischer Last nicht realisiert
werden. Ursachen sind Kopf- und FuBmomente infolge der Einspannung in die Decken
bei Rand- und Eckstlitzen, ungleichmaRig belastete Deckenfelder oder inhomogene
Lasteinleitungen. Daher sind bei der Bewertung des Naherungsverfahrens ebenfalls
Stutzenkdrper mit Randmomentenbeanspruchung einzubeziehen.

Wie anhand Abb. 5.27 zu erkennen ist, zeigen die zulassigen Bemessungslasten von
Stitzen mit Randmomentenbeanspruchung nach der Naherungslésung bei Ansatz der
Korrekturbeiwerte kg (s. Tab. 5.3) eine gute Ubereinstimmung mit den Berechnungs-
ergebnissen gemaR dem allgemeinen Verfahren. Die Uberschreitungen von 5 % (iber
den Vergleichswerten halten sich insgesamt im vertretbaren Rahmen. Im Fall von
betragsmalig gleich groflen und gleich gerichteten Randmomenten (y=-1) konnten,
unabhangig von der Randausmitte, mit der wirksamen Biegesteifigkeit nach EC 4 als
Ersatzsteifigkeit (El) mog zufriedenstellende Ergebnisse erzielt werden.
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Abb. 5.27: Vergleich der maximalen Bemessungslasten nach dem vereinfachten und
allgemeinen Verfahren von Stiitzen mit Randmomentenbeanspruchung

Vergleichbare Erkenntnisse gehen aus dem direkten Vergleich der Traglasten nach der
Naherungslosung mit den numerisch ermittelten Maximallasten hervor (s. Abb. 5.28).
Bei Betrachtung der am Querschnitt QS3 erzielten Ergebnisse fallen die deutlich
hoheren Lasten bei Querschnitten mit einem r/Dg-Wert von 0,30 gegenlber
Querschnitten mit einem r/Dg-Wert von 0,15 auf. Diese resultieren aus der grofieren
Grenztragfahigkeit der Querschnitte aufgrund des kleineren plastischen Formbeiwertes
in Relation zu Querschnitten mit einem geringeren Kernabstand zum Querschnitts-
schwerpunkt. Die sich guinstig auswirkende Dekonzentration des Baustahls fihrt im
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Allgemeinen zur Erhéhung des Tragheitsmomentes durch die zusatzlichen Steiner-
anteile gemak dem Steinerschen Satz, welche sich aus dem Versatz der Einstellkerne
im Querschnitt ergeben. Infolgedessen steigt die Biegesteifigkeit der Stutzen an, so-
dass das Trag- und Verformungsverhalten direkt beeinflusst wird.
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Abb. 5.28: Vergleich der Traglast nach dem vereinfachten Verfahren mit den numerisch
ermittelten Maximallasten von Stiitzen mit Randmomentenbeanspruchung

Die vergleichende Gegenuberstellung der Ergebnisse verdeutlicht eine ausreichende
Genauigkeit der zugrunde gelegten Korrekturbeiwerte kg fir den Ansatz einer modifi-
zierten Ersatzbiegesteifigkeit in Anlehnung an EC 4. Zur Herleitung einer stetigen
Funktion fiir den Korrekturbeiwert kg wurden die fir die Vergleichsrechnungen ange-
setzten Beiwerte in Tab. 5.3 als kennzeichnende Stutzwerte und die zugehdrigen
Eingangsgrofien als Stutzstellen in Form eines quadratischen Interpolationsproblems
verarbeitet. Der funktionale Zusammenhang zwischen dem Korrekturbeiwert kg, dem
Randmomentenverhaltnis y sowie der bezogenen Randexzentrizitat eo/Dgr wird nahe-
rungsweise durch Gl. (5.16) beschrieben.

e 1 e
kB[w,D—°j=1——-—°-[4+3\|/—w2] (5.16)
R

Anhand der dreidimensionalen Darstellung in Abb. 5.29 wird die Abnahme des Kor-
rekturbeiwertes ks und damit auch die fur die Bemessung maligebende Ersatz-
biegesteifigkeit mit zunehmender Randexzentrizitat starker hervorgehoben. Die zuvor
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beschriebene Feststellung, dass sich lediglich Stitzen mit einem Randmomenten-
verhaltnis von -1 durch keine nennenswerte Steifigkeitsdnderung trotz Variation der
Randausmitte auszeichnen, geht ebenfalls als Kriterium aus dem funktionalen Zusam-
menhang hervor.

kg [-]

# Stutzwerte
nach Tab. 5.3

ks []

Abb. 5.29: Dreidimensionaler Zusammenhang zwischen Korrekturbeiwert kg,
Randmomentenverhéltnis w und Randausmitte e(/Dr geméi3 Gl. (5.16)
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6 Konzept fur ein baupraktisches Nachweisverfahren

6.1 Anwendungsbereich

Auf Grundlage der theoretischen Untersuchungen in den vorherigen Kapiteln wird
nachfolgend ein praxisorientiertes Handrechenverfahren zur Bemessung von ausbeto-
nierten Hohlprofilen mit mehreren Einstellkernen hergeleitet.

Fur die Anwendung der vereinfachten Bemessungsmethode wird vorausgesetzt, dass
beim mehrkomponentigen Hohlprofil-Verbundquerschnitt vom Ebenbleiben des Ge-
samtquerschnitts ausgegangen werden kann. Im Fall einer fehlenden schubfesten
Verbindung zwischen den einzelnen Querschnittskomponenten ist zur Lastverteilung
und zur Sicherstellung eines vollstandigen Verbundes der Einsatz von mechanischen
Verbundmitteln im Krafteinleitungsbereich vorzusehen.

Weiterhin werden entsprechend Abb. 6.1 folgende Anforderungen an die mehrkernigen
Hohlprofil-Verbundstitzen gestellt:

e Es werden ausschliel3lich kreisrunde Hohl- und Stahlkernprofile aus Baustahl
S235 bis S355 eingesetzt.

o Der Betonkern entspricht der Festigkeitsklasse C20/25 bis C50/60.

e Der Querschnitt weist mindestens drei Stahlkerne mit d, <120 mm auf.

¢ Der Mittelpunkt aller um die Rohrwandung verteilten Stahlkerne liegt im Abstand r
zum Schwerpunkt des Gesamtquerschnitts.

e Der Offnungswinkel ¢ zweier benachbarter Einstellkerne zum Schwerpunkt des
Gesamtquerschnitts ist konstant.

¢ Der Querschnittsparameter r/Dgr muss folgende Bedingung erftllen: DL >015
R

o Fur den Querschnittsparameter d,/Dg gilt die Bedingung: 0,125 < g_k < 0,250
R

¢ Fir den bezogenen Schlankheitsgrad der Stitze gilt: 1L<20

Abb. 6.1: Mehrkernige Hohlprofil-Verbundquerschnitte
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Die Anordnung eines weiteren Einstellkerns im Querschnittsschwerpunkt ist unter Be-
achtung der Anforderungen an die bauliche Durchbildung nach Abs. 6.2 zul&ssig.

6.2 Bauliche Durchbildung

Im Querschnitt von vollstdndig ausbetonierten Hohlprofilen mit eingestellten Stahl-
kernen darf der Zwischenraum an keiner Stelle das Mindestmal} Acmin unterschreiten.
Dementsprechend ist der lichte Abstand Ac zwischen Stahlkern und Hohlprofil nach
Gl. (5.3) zu Uberprifen.

Ac > Ac (5.3)

min
mit
Ac=05-(Dg —d,)-tg —r  Lichter Abstand zwischen Kern- und Hohlprofil

=3-d Mindestmall} zwischen den Baustahlelementen

min g

Ac

dg GroRtkorndurchmesser des Zuschlagstoffs im Beton

Der lichte Abstand Ak zwischen benachbarten Einstellkernen muss ebenfalls dieser An-
forderung gentigen. Sie lasst sich allgemein mit Gl. (5.4) Gberprifen.

Ak > Ac (5.4)

min
mit

Ak =r-,2-2-cos(p)—d, fiir den Zwischenraum der Stahlkerne im Abstand r
Ak =r—d, fir den Zwischenraum zum zentrischen Stahlkern

[0) Vom Schwerpunkt bezogener Offnungswinkel zwischen zwei
benachbarten Stahlkernen im Abstand r mit ¢ =2n/n

n Anzahl der Stahlkerne im Abstand r vom Querschnittsschwerpunkt

6.3 Tragfahigkeitsnachweis mit dem Ersatzstabverfahren

Im Fall von planmafRig zentrischer Druckbelastung darf der Tragfahigkeitsnachweis
alternativ zum vereinfachten Rechenverfahren nach Theorie Il. Ordnung nach dem
Ersatzstabverfahren gemaRl DIN EN 1994-1-1, Abs. 6.7.3.5 mit Gl. (2.8) unter einwir-
kender Bemessungsnormalkraft gefuhrt werden.

N
ﬁ <10 (2.8)
mit
Neq Bemessungsnormalkraft
X Abminderungsbeiwert nach DIN EN 1993-1-1, Abs. 6.3.1.2
Npird Bemessungswert der vollplastischen Normalkrafttragfahigkeit des

Verbundquerschnitts
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Der Abminderungsbeiwert X ist in Abhéngigkeit von dem Schlankheitsgrad 1 und der
europaischen Knickspannungslinie nach Tab. 5.2 zu ermitteln (s. Abs. 2.1.2.3).

Tab. 5.2: Einstufung des ausbetonierten, kreisférmigen Hohlprofil-Verbundquerschnitts mit
mehreren kreisrunden Vollkernprofilen in die europdischen Knicklinien nach EC 3

. Ausweichen rechtwinklig | Knicklinie
Querschnitt Anforderung zur Querschnittsachse nach EC 3
Kreisférmiges Hohlprofil
mit kreisrunden di < 80 mm ey
Vollkernen: r/Dgr = 0,15 und a
Stahlglte bis S355 7.7
Betongiite bis C50/60 di/Dr < 0,125
80 mm < dx £ 120 mm
y-y
oder b
0,125 < d/Dg < 0,250 zz

6.4 Tragfahigkeitsnachweis mit dem vereinfachten Nachweisverfahren
nach Theorie Il. Ordnung

Liegen Stitzen mit planmaRiger Beanspruchung auf Druck und einachsiger Biegung
vor, ist der Tragfahigkeitsnachweis grundsatzlich nach der Elastizitatstheorie Il. Ord-
nung zu fuhren. Die SchnittgroRenermittiung erfolgt unter Ansatz von linear-elasti-
schem Materialverhalten (s. Abb. 6.2).

Neg Tragfdhigkeitsnachweis: [\
er Edmax §1,0
Mdb,N,Rd
System:
qd \VMr N =
Ha o§| - ;7031‘0;%::1/" Nled“ | dehnungsbeschrankt |
— | \\ A = vollplastisch
N | \\ —1<y<1 Moin R
s ol 2<20
El w, !
= <—0>: L Querschnitt:
w
— ~ ” MEd,max (émax) LZO 15
! D ’
| Il R
1
/ émax
] / 0,125§d—ks0,250
A 4 DR

— Vé“ M, My Ra
&T/ J
Abb. 6.2: Verlauf des Biegemomentes nach Theorie Il. Ordnung und Querschnittstragféhigkeit

Dabei wird eine Ersatzbiegesteifigkeit (El); moq konstant Uber die gesamte Stitzenlange
angenommen. Diese ist nach Gl. (5.15) zu bestimmen. Die Kriech- und Schwindeffekte
aus dem Langzeitverhalten des Betons flieRen Uber die Abminderung des Elastizitats-
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moduls E., des Betons in den effektiven Wert E; . entsprechend DIN EN 1994-1-1 mit
ein (s. Abs. 2.1.2.1). Der Korrekturbeiwert kg I&sst sich uber Gl. (5.16) in Abhangigkeit
von der Randexzentrizitat e; bezogen auf den AuRendurchmesser Dg des Rohres und
dem Randmomentenverhaltnis y angeben.

(EI)II,mod = kB '(El)eff,ll (5-15)
mit

(El)eff,ll = 0’9 . (Eala + 0’5 Ec,efflc )

Ecef Effektiver E-Modul des Betons nach EC 4-1-1, Abs. 6.7.3.3(4)
e 1 e . e
Kol W, 2 |=1-— =9 . |4+ 3y —y? fir =9.<10; —-1<y<1
B(w DR] TN [4+3y-v?] D (5.16)

Mittels der Ersatzsteifigkeit (El)imoa Sind die Schnittgro3en nach Theorie Il. Ordnung
unter Bericksichtigung der geometrischen Ersatzimperfektion zu ermitteln. Fir mehr-
kernige Hohlprofil-Verbundquerschnitte ist eine Ersatzausmitte wy von L/450 als Stich
einer Vorkrimmung anzusetzen. Dabei ist L die Lange der Stiitze. Uber folgenden
Ausdruck ergibt sich schlieRlich der Bemessungswert des maximalen Biegemomentes
an der Stelle ¢, :

Vite? (5.14)

MEd,max (&max ) = [O’5Mr (1 + W) + MO] 0

cos(0,5¢)

mit

Mr(\v — 1) 1
C = .

M, (y + 1)+ 2M, tan(0,5¢)
N

e=L Stabkennzahl

(El)ll,mod
M, = (qu2 + 8NEdw0)i2 Moment aus Querlast und Imperfektion

€

w, =L/450 Geometrische Ersatzimperfektion
Emax =05+ arctan (c) Stelle des maximalen Biegemomentes

€

Eine ausreichende Tragsicherheit der Stitze gilt als nachgewiesen, wenn das Bemes-
sungsmoment Mgy max den Bemessungswert der von der Normalkraft Ngq abhangigen
dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit Mg, n rg Nicht Uberschreitet. Naherungs-
weise darf die dehnungsbeschrankte Momententragfahigkeit nach Gl. (5.6) Uber die
Umrechnung der zur Normalkraft Ngg gehdrenden vollplastischen Momententragfahig-
keit My nra berechnet werden (s. Abb. 6.2). Fir die Umrechnung ist der dimensionslose



Konzept fiir ein baupraktisches Nachweisverfahren 119

Beiwert ay in Abhangigkeit von der Normalkraftausnutzung Neq/Npirg €ntsprechend Gl.
(5.5) anzunehmen.

oy (Ngg)=0,90-0,20- Neg far Neg <0,50
plRd plRd
(5.5)
oy(Ngg) =120-0,80 . MNea far Neg > 0,50
pl,Rd pLRd
Mapnra = m(Neq) - My N ra (5.6)

Der Tragsicherheitsnachweis der Verbundstitze ist bei Belastung auf Druck und Bie-
gung Uber die Bedingung nach Gl. (6.1) zu erbringen.

IVIEd,max — Iled,max < 100
Mdb,N,Rd oy (Ngg)- MpI,N,Rd

(6.1)

6.5 Lokaler Beulnachweis

Es ist sicherzustellen, dass am ausbetonierten Mantelrohr kein ortliches Beulen auftritt.
Davon darf ausgegangen werden, wenn das Verhaltnis aus RohraulRendurchmesser zu
Rohrdicke Dgr/tg in Ubereinstimmung mit DIN EN 1994-1-1, Abs. 6.7.1(9) den nachfol-
genden Grenzwert nicht Gberschreitet.

max[D—R] _90.23° (6.2)
te fxr
mit

fur Streckgrenze des ausbetonierten Rohrprofils in N/mm?
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7 Einfluss der Nachgiebigkeit in der Verbundfuge auf
das globale Tragverhalten

7.1 Allgemeines

Das Naherungsverfahren fur die Stitzenbemessung nach DIN EN 1994-1-1 setzt u. a.
voraus, dass die einzelnen Querschnittsteile aus Baustahl schubstarr miteinander
verbunden sein missen und grundsatzlich ein vollstandiger Verbund vorliegt. Andern-
falls ist die Anwendung des Naherungsverfahrens bei Stlitzen mit Querschnitten ohne
schubfeste Verbindung zwischen den Querschnittskomponenten nicht zulassig, da an-
sonsten die Annahme der Bernoulli-Hypothese vom Ebenbleiben des Querschnitts nur
auf einzelne Querschnittskomponenten zu beschranken ist.

Im Fall des mehrkernigen Stitzentyps ist ein schubfester Anschluss der Stahlbau-
elemente untereinander im Hinblick auf eine ungehinderte Auflagerung der Einzelkerne
wahrend des Montagevorgangs als nachteilig zu sehen. Wird auf Grund dessen auf
eine schubfeste Verbindung verzichtet, sind zur Sicherstellung der erforderlichen
Schubtragfahigkeit neben dem Reibungsverbund mechanische Verbundmittel im Kraft-
einleitungsbereich einzusetzen, sofern die Lasteintragung nicht ber Endkopfplatten
erfolgt. Der Krafteinleitungsbereich ist dabei so auszubilden, dass in den Verbundfugen
zwischen den Querschnittskomponenten keine nennenswerten Relativverschiebungen
entstehen. Nach bisherigem Normungsstand liegen fir die Stlitzenbemessung keine
konkreten Angaben zur Berlicksichtigung einer Nachgiebigkeit in der Verbundfuge vor,
die jedoch aufgrund der an Verbundmittel gestellten Duktilitdtsanforderungen nicht
auszuschlieBen ist. Mit den folgenden Ausfuhrungen soll ein Beitrag zur Beurteilung
der Auswirkung einer nachgiebigen Verbundfuge auf das Trag- und Verformungs-
verhalten von ausbetonierten Rohrprofilen geleistet werden.

7.2 Numerische Untersuchung — Randbedingungen und Annahmen

Die numerische Analyse erfolgte an zwei Hohlprofil-Verbundquerschnitten mit Rund-
vollkernen als Einstellprofile (s. Abb. 7.1). Die Querschnitte weisen einen Auldendurch-
messer von 500 mm auf. Die wesentlichen Unterschiede der Querschnitte liegen zum
einen in der Anzahl und dem Durchmesser, zum anderen in der Lage der Einzelkerne
im Gesamtquerschnitt. Der Querschnitt QS 1x300 zeichnet sich durch einen zentrisch
angeordneten Stahlkern mit einem Durchmesser von 300 mm aus. Aus der zentrischen
Positionierung resultiert daher ein r/Dg-Wert von 0,0. Der Mehrkernquerschnitt
(QS 6x120) beinhaltet hingegen insgesamt 6 Einzelkerne mit einem bezogenen
Abstand zum Gesamtschwerpunkt r/Dgr von 0,30. Dabei wurde der Kerndurchmesser
der Einzelkerne so gewahlt, dass die Gesamtkernflache beider Hohlprofil-Verbund-
querschnitte nahezu identisch ist. Insoweit unterscheiden sich die plastischen Normal-
krafttragfahigkeiten kaum. Die Auflosung des massiven, zentrischen Stahlkerns in
mehrere Einstellkerne aufRerhalb des Querschnittszentrums wirkt sich, wie bereits in
Abs. 5.4 erlautert, direkt auf die effektive Biegesteifigkeit aus. Wird die Grundgleichung
nach Gl. (2.10) fir die effektive Biegesteifigkeit nach Theorie Il. Ordnung gemaf EC 4
zugrunde gelegt, so ergibt sich mit den angegebenen Querschnittsparametern r/Dg
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eine Erhdhung der Biegesteifigkeit beim mehrkernigen gegeniiber dem einkernigen
Querschnitt um 38 %.

QS 1x300 QS 6x120

“?o‘o,

&
% R
Seals 2t
- \‘rl
.-;%‘¢

Rohr: S235 — Dg= 500 mm; tz= 10 mm Rohr: S235 — Dg= 500 mm; tz= 10 mm
Kern: S355 — d, = 300 mm; n,= 1 Kern: S355 —d, = 120 mm; n,= 6
Beton: C35/45 Beton: C35/45

Kernlage: r/Dg= 0,00 Kernlage: r/Dg= 0,30

Steifigkeit EC4: El ., = 196 MNm? Steifigkeit EC4: El 4, = 270 MNm?

Abb. 7.1: Diskretisierung der Hohlprofil-Verbundquerschnitte fiir die Untersuchung zur
Nachgiebigkeit in der Verbundfuge

Fir die Ubertragung der Langsschubkrafte wurde der Krafteinleitungsbereich entspre-
chend Abs. 4.2.4 durch Kopplung der Querschnittselemente mithilfe von Federele-
menten simuliert. Zur Berlcksichtigung der Verformungscharakteristiken von mecha-
nischen Verbundmitteln werden in der Literatur vielfach bilineare oder multilineare
Ansatze fir idealisierte Dubelkennlinien im rechnerischen Grenzzustand der Trag-
fahigkeit vorgeschlagen [vgl. WURZER (1997), ZAPFE (2001), HEINEMEYER (2011)]. Wie
in Abb. 7.2 dargestellt, wurde in Anlehnung an Bemessungsgrundlagen von bereits
zugelassenen Verbundmitteln [vgl. DIBt (2007)] eine idealisierte Dibelkennlinie mit bi-
linearem Ansatz angenommen, die sich durch die Gesamtsteifigkeit der Endverdibe-
lung C und der Dubeltraglast Prx beschreiben lasst. Die Dubeltraglast wird bei einer
definierten Verschiebung &, von 1,0 mm erreicht. Fur die parametrische Studie lag den
idealisierten Verbundmitteln zwischen Beton und Mantelrohr sowie zwischen Stahl-
kernen und Beton die gleiche bilineare Beziehung der Dubellast zur Verschiebung zu-
grunde. Die Gesamtsteifigkeit der Verdibelung C zwischen Stahlkernprofilen und
Beton wurde unabhangig von der Kernanzahl angenommen und auf die am Kreis-
umfang aller Kerne befindlichen Federelemente verteilt, wodurch die Summe der
Federsteifigkeiten fur beide Querschnitte (s. Abb. 7.1) identisch war.

Hinsichtlich des Flachenverbunds aus Reibung fiihrte im Rahmen der Versuchsnach-
rechnung die auf Untersuchungen nach HANSWILLE & PORSCH (2004a) basierende
aufnehmbare Verbundspannung von 4,0 N/mm? zu numerisch ermittelten Last- und
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Verformungswerten, die naherungsweise den Versuchswerten entsprachen (vgl.
Abs. 4.2.5). Insbesondere die Nachgiebigkeit in der Verbundfuge konnte anhand des
Schlupfes am Stlitzenkopf und -ful® rechnerisch nachvollzogen werden. Zu beachten
ist, dass die fir die Versuchsnachrechnung angesetzte Verbundtragfahigkeit den Haft-
verbund in den Prifkérpern impliziert. Dieser ist im Allgemeinen sehr gro3en Streu-
ungen unterworfen und wird nach Erreichen der maximalen Schubspannungen in der
Verbundfuge zerstort. Die Folge ist ein starker Abfall der zu Ubertragenden Langs-
schubkrafte, bis sich ein nahezu konstanter Schubwiderstand einstellt und die Ab-
nahme dieser GroRe sodann wesentlich flacher ausfallt. Aus baupraktischer Sicht ist
der Maximalwert der Verbundspannung von untergeordneter Bedeutung, da vorrangig
duktiles Bauteilversagen zu gewahrleisten ist. Aus diesem Grund wurde fur die
Simulationen von einem reduzierten Wert von 2,0 N/mm? als Ubertragbare Verbund-
spannung ausgegangen. Der Schlupfweg bei Erreichen der Verbundtragfahigkeit
entspricht einem Wert von 0,4 mm und liegt somit im Wertebereich der Versuchs-
messung nach ROIK ET AL. (1984), in der mit der Maximalspannung einhergehende
Relativverschiebungen von 0 bis 0,47 mm in der Verbundfuge erfasst wurden.

Endverdiibelung im Fe Fax Fo
Lasteinleitungsbereich ‘ Kennlinie der Endverdibelung ‘
A Kraft P
5% [kN]
P4 ———
C C Rk I .
Gesamtsteifigkeit
8o [ 8 I der Verdiibelung C=-2«
| %
|
e _ 1 J__1_ |
C\ | >
T T T T T §,=1,0 mm Verformung & [mm]
Na,R Nc Na,k Nc NaR
Fléchen-/ Reibungsverbund ‘ | Kennlinie des Fléchenverbundes
~_ A Verbundspannung t
l i E | mn)
- Z
l - g |
Ocr I :
l D 3 |
g |
e /|
— | ,
T=H O, u=0,4 mm Relativverschiebung u [mm]

Abb. 7.2: Flir den Verbund zugrunde gelegte Annahmen

Abb. 7.3 fasst die Systemrandbedingungen, auf welchen die numerischen Berech-
nungen basieren, zusammen. Die Simulationen wurden u. a. an zentrisch auf Druck
belasteten Stitzen unter Ansatz der geometrischen und strukturellen Imperfektionen
durchgefiihrt. Die Lasteintragung erfolgte bis zur Beanspruchungsgrenze Uber Beton-
sowie Stahlkernquerschnitte, wobei die Querschnittskomponenten stirnseitig keine
starre Verbindung aufwiesen. Insofern wurden im Stltzenendbereich Relativverschie-
bungen in den betreffenden Verbundfugen zugelassen. Fernerhin wurden die Auswir-
kungen von simultan wirkenden Querlasten in den Drittelspunkten des Stiutzenmodells
erfasst. Dabei wurde die GrélRe der Einzellasten so gewahlt, dass aus der Quer-
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belastung ein Biegemoment resultierte, welches 25 % der dehnungsbeschrankten
Momententragfahigkeit des jeweiligen Querschnitts unter Ansatz der rechnerischen
Mittelwerte der Werkstofffestigkeiten entsprach (vgl. Anhang E).

‘ System & Belastung ‘ Querschnitte

- Py T ™
/| 2Dg )
[ Y L/3 i
L2 | l\
,! - 4 \
Vo
”(—— L/3| L og(r)
| QS 1x300 QS 6x120
\\ - 4
\
L/3

Imperfektionen
Geometrische Imperfektion: v,=L/1000

2
Strukturelle Imperfektion: cg(r) = o {1 - ZZJ
ohne Querlast mit Querlast nach Gl. (2.16) "k

Abb. 7.3: Systemrandbedingungen fiir die numerischen Simulationen

Die Schwerpunkte der numerischen Untersuchungsserie lagen in der Beschreibung der
Wirkungen einer nachgiebigen Verbundfuge auf

o Stltzentraglast,

e Stltzendurchbiegung bzw. horizontale Auslenkung in Stitzenmitte,
¢ Relativverschiebungen (Schlupf) in den Verbundfugen sowie

e Dehnungen im Verbundquerschnitt.

Variiert wurden neben den beschriebenen Systemrandbedingungen die Verbundmittel-
steifigkeit C und der bezogene Schlankheitsgrad A als geometrischer Parameter.

7.3 Auswertung der numerischen Untersuchungsserien

7.3.1 Einfluss eines nachgiebigen Verbundes auf die Stiitzentraglast

Fur die Beurteilung des globalen Tragverhaltens ist die Traglast als absolute Bean-
spruchungsgrenze einer Stltze von primarer Bedeutung. Den Einfluss der Nachgiebig-
keit von Verbundfugen auf die Traglast fur die untersuchten Verbundquerschnitte
zeigen Abb. 7.4 und Abb. 7.5. Diese stellen die Maximallast Ny(C), normiert auf die
Traglast fur starre Verdibelung Nystar, in Abhangigkeit von der bezogenen Gesamt-
steifigkeit C/C, fur die Endverdlibelung dar. Dabei entspricht die GroRe C, einer
angenommenen Bezugssteifigkeit von 1000 kN/mm. Im Fall zentrisch gedruckter
Stutzen ohne Querbelastung war sowohl beim ein- als auch beim mehrkernigen
Verbundquerschnitt keine nennenswerte Wirkung auf die Stltzentraglast festzustellen.
Die Maximallasten blieben flr alle betrachteten Schlankheitsgrade naherungsweise
konstant. Eine vergleichbare Feststellung lie3 sich auch bei der mit Querlast bean-
spruchten, einkernigen Stutze machen. Dagegen zeigen die Ergebnisse beim mehr-
kernigen Verbundquerschnitt einen anfanglich linearen Anstieg der Traglasten mit
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zunehmender Verbundmittelsteifigkeit, wobei flr einen Schlankheitsgrad von 2,0 in
Kombination mit geringer bezogener Verbundmittelsteifigkeit C/C, unterhalb von 1,0
die Konvergenzkriterien in den numerischen Berechnungen nicht erflllt werden
konnten. Als Grund flir dieses Traglastverhalten sind die hohen Verbundspannungen
infolge der im Querschnitt exzentrischen Anordnung der Einstellprofile zu nennen, die
zu einer Uberschreitung der Schubtragfahigkeit aus mechanischer Verdiibelung und
Reibungsverbund flihrten. Durch die hohen Schubbeanspruchungen aus Querlasten
wurden die mithilfe der idealisierten Endverdibelung maximal Ubertragbaren Langs-
schubkrafte bereits bei niedrigem Lastniveau erreicht. Bei Lasten Uber diesen Be-
lastungszustand hinaus wurde der hinzukommende Anteil der Langsschubkrafte
lediglich Uber den Flachenverbund aus Reibung Ubertragen. Erreichten die Verbund-
spannungen in den Verbundfugen bei weiterer Laststeigerung die Verbundtragfahigkeit
des Flachenverbundes, stand keine weitere Kapazitat zur Ubertragung der Schub-
beanspruchung zur Verfiigung, sodass die Beanspruchungsgrenze der Stitze erreicht
wurde. Ab einer bezogenen Verbundmittelsteifigkeit C/Co von ca. 5,0 nahm der Zu-
wachs der Stltzentraglast sukzessive ab. Die absolute Traglast konvergierte schliel3-
lich gegen einen von dem Schlankheitsgrad abhangigen Wert, sodass eine weitere
Erhdhung der Steifigkeit der Endverdubelung zu keiner nennenswerten Traglaststei-
gerung fuhren wirde.
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Abb. 7.4: QS 1x300 — Traglast in Abhédngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit
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Abb. 7.5: QS 6x120 — Traglast in Abhédngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit
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7.3.2 Einfluss eines nachgiebigen Verbundes auf die Stiitzenverformung

Wie bei der Stitzentraglast wurde keine signifikante Wirkung einer nachgiebigen
Verbundfuge auf die horizontale Auslenkung in Stitzenmitte bei planmaRig zentrischer
Druckbeanspruchung festgestellt (s. Abb. 7.6 und Abb. 7.7). Die Durchbiegung zeigte
trotz Variation der Steifigkeitsverhaltnisse fur die Endverdubelung keine nennens-
werten Veranderungen. Gleiches gilt auch fur die auf Querlast beanspruchte, ein-
kernige Verbundstitze, wahrend sich hingegen die mehrkernige Stitze durch eine Ab-
nahme der Durchbiegung auszeichnete. Dieses Verhalten ist, wie bereits in Abs. 7.3.1
erlautert, auf die Uberschreitung der Schubtragfahigkeit in den Verbundfugen zuriick-
zufuhren. Mit zunehmender Verbundmittelsteifigkeit erhdhte sich die Tragfahigkeit der
Verbundfugen, wodurch das Last-Verformungsverhalten der Stutzen direkt beeinflusst
wurde.
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Abb. 7.6: QS 1x300 — Durchbiegung in Abhdngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit
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Abb. 7.7: QS 6x120 — Durchbiegung in Abhdngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit

Von besonderem Interesse ist ferner die Abschatzung des erforderlichen Verformungs-
vermogens der Verbundmittel anhand der Relativverschiebungen in den Verbund-
fugen. Abb. 7.8 und Abb. 7.9 beinhalten die Ergebnisse der maximalen Relativver-
schiebungen im Endbereich der Stutzen fur die Verbundfugen zwischen Rohr und
Beton sowie zwischen Einzelkernen und Beton. Im Gegensatz zur Traglast und
Auslenkung in Stitzenmitte wirkte sich die zugrunde gelegte Gesamtsteifigkeit der
Verbundmittel auf den Endschlupf aus. Dieser verringerte sich unterproportional mit
Erhdhung der Verbundmittelsteifigkeit.
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Am einkernigen Querschnitt nahmen die Relativverschiebungen zwischen Kern und
Beton vernachlassigbar geringe Werte an. Hingegen betrugen die Verschiebungen in
der Verbundfuge zwischen Stahlmantel und Beton bei Erreichen der Traglast bis zu
3,3mm, wenn zur Ubertragung der Langsschubkrafte ausschlieRlich der Flachen-
verbund in Ansatz gebracht wurde. Durch den Einsatz der idealisierten Endverdu-
belung fiel der maximale Endschlupf bis auf einen Wert von ca. 0,8 mm ab. Die Auf-
I6sung des massiven Stahlkerns in mehrere Einzelkerne hatte bei einer planmafig
zentrischen Druckbeanspruchung keine signifikanten Auswirkungen auf die gegensei-
tigen Verschiebungen in der Verbundfuge zwischen Mantelrohr und Beton. Dagegen
fielen sie in den Fugen zwischen Beton und Stahlkern aufgrund des Kernabstandes
zum Gesamtschwerpunkt vergleichsweise grélRer aus. Fur die mit Querlast bean-
spruchte Stitze lagen merklich hdhere Werte fir den Endschlupf in den Fugen
zwischen Beton und Stahlkern vor, was ebenfalls der Uberschreitung der Schub-
tragfahigkeit in eben diesen Verbundfugen geschuldet war.
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Abb. 7.8: QS 1x300 — Endschlupf in Abhédngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit
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Abb. 7.9: QS 6x120 — Endschlupf in Abhéngigkeit von der Verbundmittelsteifigkeit

7.3.3 Einfluss eines nachgiebigen Verbundes auf das Dehnungsverhalten im
Querschnitt

Von der Hypothese vom Ebenbleiben des Gesamtquerschnitts kann ausgegangen
werden, wenn im ldealfall keine Dehnungsspriinge zwischen den Werkstoffen vor-
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liegen und insofern ein linearer Dehnungsverlauf Gber den Verbundquerschnitt besteht.
Zur Uberpriifung dieser Anforderung wurden, in gleicher Weise wie in den grofRfor-
matigen Stitzenversuchen (vgl. Kapitel 3), die Dehnungszustidnde aus auflerer Be-
lastung sowohl in Stlitzenmitte als auch am Ende der Lasteinleitungslange, die geman
EC 4-1-1 dem Minimum aus dem zweifachen Rohrdurchmesser bzw. dem Drittel der
Stiitzenlange entspricht, herangezogen. Uber die Dehnungswerte an den einzelnen
Querschnittskomponenten lassen sich die Dehnungsspringe Ae zwischen den Werk-
stoffen bestimmen. Diese sind im Folgenden als Differenz aus den Langsdehnungen
des Betons bzw. der Einstellkerne und dem als Referenz herangezogenen Dehnungs-
verlauf des Mantelrohrs an den betrachteten Querschnittsstellen definiert.

Abb. 7.10 fasst die in Stitzenmitte und am Ende der Lasteinleitungslange aus-
gewerteten Dehnungsspriinge am einkernigen Querschnitt zusammen. Dabei wurden
die Dehnungszustande bei einer Last, die 90 % der Traglast und somit ndherungs-
weise der maximalen Bemessungslast nach Abs. 5.4 entsprach, ausgewertet. Auf
diese Weise wurden die Dehnungen des Betonkerns, der im Regelfall bei Erreichen
der Traglast versagt, mitbericksichtigt. Die dargestellten Ergebnisse verdeutlichen,
dass mit Zunahme der Verbundmittelsteifigkeit der am Lasteinleitungsbereich ermittelte
Dehnungsunterschied Ae am Beton und am Einstellkern abnahm, wobei dieser am
Beton stets groRRer als am Einstellkern ausfiel. Zur Stitzenmitte hin verringerten sich
die Dehnungsspringe aufgrund des Flachenverbundes aus Reibung merklich. In Kom-
bination mit der idealisierten Endverdibelung konnte auch bei dem Schlankheitsgrad
von 0,5 mit den generell grofiten Dehnungsspriingen die Voraussetzung fiir das Eben-
bleiben des Gesamtquerschnitts in Stlitzenmitte mit guter Naherung erflllt werden.
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Abb. 7.10: QS 1x300 — Maximaler Dehnungssprung in Abhéngigkeit von der
Verbundmittelsteifigkeit
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Hinsichtlich der Dehnungsspringe im Querschnitt unterscheidet sich die zentrisch
beanspruchte Mehrkernstitze nicht wesentlich von der einkernigen Variante (s. Abb.
7.11). Die Auswirkung der bereits erwadhnten Uberschreitung der Verbundtragfahigkeit
der Verbundfugen zwischen Einstellkernen und Beton bei der mit Querlast bean-
spruchten Stutze machte sich insbesondere in den Dehnungswerten bemerkbar. An
den Einstellkernen vergroRerten sich die Dehnungsspriinge vom Lasteinleitungs-
bereich zur Stiutzenmitte hin. Dagegen lagen am Betonquerschnitt gegeniber dem
Mantelrohr nahezu keine Unterschiede in den Dehnungen vor.
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Abb. 7.11: QS 6x120 — Maximaler Dehnungssprung in Abhéngigkeit von der
Verbundmittelsteifigkeit

7.4 Zusammenfassende Bemerkung

Die Untersuchungen wurden unter der Annahme durchgefiihrt, dass die Verbundmittel
aquidistant um den Umfang der Baustahlquerschnitte verteilt werden. Sofern die
Schubtragfahigkeit der Verbundfugen nicht Uberschritten wurde, wirkte sich die Ver-
bundmittelsteifigkeit der Endverdibelung nicht auf Traglast und Durchbiegung aus.
Hingegen beeinflusste die Nachgiebigkeit der Verbundmittel in grolem Male die
Relativverschiebungen in den Verbundfugen und die Dehnungsspriinge zwischen den
Werkstoffen. Trotz Nachgiebigkeit in der Verbundfuge kann, wie an den untersuchten
Verbundquerschnitten verdeutlicht, bei entsprechender Ausbildung des Lasteinlei-
tungsbereichs naherungsweise von der Bernoulli-Hypothese vom Ebenbleiben des
Gesamtquerschnitts ausgegangen werden.
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8 Anwendungsbeispiel

Zur Veranschaulichung des in Kapitel 6 vorgeschlagenen Naherungsverfahrens fur
mehrkernige Hohlprofil-Verbundstitzen werden die Anwendung und die Herangehens-
weise anhand eines konkreten Beispiels erlautert. Das Anwendungsbeispiel gliedert
sich in folgende wesentliche Teilabschnitte:

e Nachweis der lokalen Beulsicherheit

e Uberprifung der baulichen Durchbildung

e Tragfahigkeitsnachweis bei planmaRigem Druck mit dem Ersatzstabverfahren
o Tragfahigkeitsnachweis bei Druck und Biegung mit dem Naherungsverfahren

8.1 System und Randbedingungen

Das dargestellte System wird durch eine Drucknormalkraft belastet. Fir die Bemes-
sung mit dem vereinfachten Rechenverfahren nach Theorie Il. Ordnung wirken am
Stitzenful® und Stltzenkopf zusatzlich Randmomente. Der Verbundquerschnitt stellt
ein ausbetoniertes Rundrohr mit vier im Abstand von 100 mm zur Querschnittsmitte
eingestellten Stahlkernprofilen dar. Die Anforderungen zur Anwendung des Na&he-
rungsverfahrens gelten als erfilllt.

Statisches System

Querschnitt
M
Mantelrohr qu EdA
Ed
457x10 — 8235

R ®

Beton
C30/37
Rundvollkerne
4x70 — S355 £
<
N
1]
_IU)
A A 5!
\JMEd,B
Abb. 8.1: Statisches System und Stiitzenquerschnitt
Werkstoff- und Querschnittskennwerte
Hohlprofil: 457x10 — S235
MaterialgUte: S235
Charakteristischer Wert , DIN EN 1993-1-1,
der Streckgrenze: fir =235kN/em Tab. 3.1
f ‘ 235 DIN EN 1993-1-1
Bemessungswert: fur = “/L =—"==214kN/cm? | /NA, Abs. 6.1(1)
M1 ’




Anwendungsbeispiel

131

Elastizitatsmodul:

Flache:

Tragheitsmoment:

Stahlkerne: 4x70 — S355

MaterialgUte:

Charakteristischer Wert
der Streckgrenze:

Bemessungswert:
Elastizitatsmodul:

Flache je Kern:

Tragheitsmoment
einschl. Steineranteil:

Betonkern

Betonfestigkeitsklasse:
GrofRtkorndurchmesser:

Zementfestigkeitsklasse:

Zylinderdruckfestigkeit:

Bemessungswert:

Elastizitatsmodul:

Flache:

Tragheitsmoment:

Bemessungsrelevante
Querschnittseigenschaften

Abstand der Kerne zum
Gesamtschwerpunkt:
Querschnittsparameter:

Er =21000 kN/cm?

A = (22857 - 21852)
A =140,4 cm®

|, =35091cm*

S355

fax = 35,5 kN/cm?
fu 355

T 1

fyd,k -

= 32,3 kN/cm?

E, =21000 kN/cm?

72
A = me =38,5cm?

|, =8168 cm*

C30/37

dy =16 mm
425N

f, =3,0 kN/cm?

gt 49,30
Ye 15
f.q =20kN/cm?

E,,, =3300 kN/cm?

A, =mn-2185%-4-A,;
A, =1345,9 cm?
|, =170849 cm*

r=10,0cm
L:ﬂ:o,zz
Dp 457
4o T _ous
Dy 457

DIN EN 1993-1-1,
Abs. 3.2.6(1)

DIN EN 1993-1-1,
Tab. 3.1

DIN EN 1993-1-1
INA, Abs. 6.1(1)

DIN EN 1993-1-1,
Abs. 3.2.6(1)

DIN EN 1992-1-1,
Tab. 3.1

DIN EN 1992-1-1
INA, Tab. 2.1

DIN EN 1994-1-1,
Abs. 6.7.3.2(1)

DIN EN 1992-1-1,
Tab. 3.1
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8.2 Nachweis der lokalen Beulsicherheit

Die lokale Beulsicherheit des ausbetonierten Mantelrohrs ist gewahrleistet, wenn der
nachfolgend aufgefiihrte Grenzwert nicht Gberschritten wird.
235 DIN EN 1994-1-1,

f
max(d/t) =90 2R —90.22~ ~ 90
(dt) 235 735 Abs. 6.7.1(9)

vorh(d/t) = % <90 = max(d/t)

Es liegt eine ausreichende Beulsicherheit vor.

8.3 Uberpriifung der baulichen Durchbildung

Zur Gewahrleistung eines ausreichenden Verbundes im Querschnitt sowie zur Herstel-
lung der Verbundstiitze sind die Mindestmale flir die Zwischenrdume einzuhalten.

Ac=05-(Dg —d,)-tg —r=0,5:(457 -70)—-100 - 10 =83,5mm Gl. (5.3)

Ac=83,5mm>Ac,,, =3-d, =3-16 =48 mm

Ak =r+/2 -2-cos(¢) —d, =100°\/2-2-cos(n/2) —70 =71,4 mm Gl. (5.4)
T T
mit =2-—=—
P2
Ak=714mm> Ac_.. =48 mm

min

Die geforderten Mindestmal3e sind eingehalten.

8.4 Nachweis bei planmaRig zentrischem Druck
mit dem Ersatzstabverfahren

Belastungen

N, = 6250 kN
MEd,A = MEd,B = 0 kNm

Berticksichtigung von Kriechen und Schwinden

Ermittlung der wirksamen Bauteildicke zur Bestimmung der
Endkriechzahl :
DIN EN 1992-1-1,

A =2. 13459 =19,6 cm Abs. 3.1.4(5)

hy=2.-2¢
U 137,3

mit A, =13459 cm?
U=n-d=n-(457-2-10)=137,3cm
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Belastungsbeginn nach 28 Tagen: t, = 28 d
Trockene Innenraume mit einer relativen Luftfeuchte von 50 %

Endkriechzahl ohne Berlicksichtigung von
Austrocknungsbehinderung durch das Hohlprofil: ¢(t,t,)=2,625

Endkriechzahl mit Austrocknungsbehinderung durch das
betongefiillte Rohrprofil:

Prorr = 0,25 - 0(t,ty)=0,25-2,625 = 0,656

Effektiver E-Modul zur Erfassung von Kriech- und
Schwindeinfliissen:

E,or =Eom .+=3300. 300; ~2510 <N
GEd . 1+°--.0,656 cm
N " 6250

Ed

Ermittlung der bezogenen Schlankheit i

Els =E,l, +06-E

c.eff Ic

=21000-(35091+8168)+ 0,6 - 2510 - 170849

=116574 kNm?

_n°-Elyy n°-116574
L 2 7102

s

N =23480 kN

cr

Nork =Npicre +Norre +Noikre = fox - Ac +fir - Ar + ik - Ag

=3,0-1345,9 + 23,5:140,4 + 35,5-4-38,5 =12804 kN
7 [Nowe _ [12804 _ .,
N, V23480

Abminderungsbeiwert X

DIN EN 1992-1-1,

Abs. 3.1.4(5)

DIN EN 1994-1-1
INA, Abs. 6.7.3.3

DIN EN 1994-1-1,

Gl. (6.41)

DIN EN 1994-1-1,

Gl. (6.40)

DIN EN 1994-1-1,

Abs. 6.7.3.3(2)

DIN EN 1994-1-1,

Gl. (6.39)

Unter Zuhilfenahme der bemessungsrelevanten Querschnittsparameter ist der Quer-
schnitt der Knicklinie b zuzuordnen. Hieraus ergibt sich der Imperfektionsbeiwert a zu

0,34.

Geltungsbereich fiir Knickspannungslinie b:

d, =70mm <80 mm

i=O,15>0,125
D

R

Tab. 5.2
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=05 [1 ra-(-02)+ XZJ ~05-[1+034-(074-02)+0742|=087 | DINEN 1993-1-1,
Abs. 6.3.1.2(1)
X = 1 = 1 =0,75 DIN EN 1993-1-1,
@+ \/q)z %% 087+4/0872-0,74° Gl. (6.49)

Tragféhigkeitsnachweis

Der Tragfahigkeitsnachweis nach dem Ersatzstabverfahren ist wie folgt zu flihren:
Ngy DIN EN 1994-1-1,

N 10 Gl. (6.44

% Noird - (644)

Noird =Npicrd + Noirra + Noira = foa - Ac +fiar - Ar + i - Ak DIN EN 1994-1-1,

=20.13459+214-1404 +323-4-385 = 10671 kN Gl. (6.30)
_ 6250 _ 47810
0.75-10671

Somit gilt der Tragfahigkeitsnachweis der planmaflig zentrisch belasteten Stitze als
erbracht.

8.5 Nachweis einer Stiitze bei Druck und Biegung

Belastungen

Ng g = 2500 kN
Ngy = 5500 kN

Meqa =300 kNm
Meq g =150 kNm

Berticksichtigung von Kriechen und Schwinden

Endkriechzahl mit Austrocknungsbehinderung durch das

betongefillte Rohrprofil (s. Abs. 8.4):
DIN EN 1994-1-1
Prer = 0,25-(t,t,)=0,25-2,625=0,656 INA, Abs. 6.7.3.3

Effektiver E-Modul zur Erfassung von Kriech- und
Schwindeinflissen:

e m— _ 2542 1N oo
GEd . o, 1+5°-.0,656 cm
5500
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Ermittlung der Ersatzbiegesteifigkeit fiir die Schnittgré8en nach Theorie Il. Ordnung

Die Ersatzbiegesteifigkeit wird unter Zuhilfenahme des Korrekturbeiwerts kg, der die
Einflisse aus Randexzentrizitdt und Randmomentenverhaltnis bericksichtigt, in Kom-
bination mit der Biegesteifigkeit nach EC 4 bestimmt.

Gl. (5.15)
(EI)II,mod = kB '(El)eff,u
mit
DIN EN 1994-1-1
(EDesryr =09 (Ely +Eglg +05-Egglc) Abs. 6.7.3.4 (2)

(El)ery = 0,9-(21000 - (35091 + 8168 )+ 0,5 - 2542 - 170849)
=101303 kNm?

Korrekturbeiwert kg:

kB:1_ie_0

20D, 4+ 3y - y?] Gl. (5.16)

Bezogene Randexzentrizitat:

M
o _Megn _ 300

0 =——=545mm
Ne, 5500
Co 43 _g4p
Dy 457

Randmomentenverhaltnis:

M
= —Ed'B = @ = 0’5

kB=1—é%4M2-h+3-Q5—Q54=097

(EDmoa = Kg - (EDeg s = 0,97 -101303 = 98264 kNm?

Bemessungswert des maximalen Biegemomentes

Fur den Tragsicherheitsnachweis ist der Bemessungswert des maximalen Biegemo-
mentes, welches mit der Ersatzbiegesteifigkeit (El);moq zU ermitteln ist, zugrunde zu
legen.

V1+c? M

cos(0,5¢)  °

L Neg 7. /5500 _ 166
(EDimod 98264

MEd,max (émax ) = [0’5Mr(1 + \V) + MO] Gl. (5.14)
mit
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1 7 1

M, =|g.L% +8Nw, ) —=8-5500-—— - —— = 248 4 kN
0 (qd " WO) g2 450 1,662 m
W :L
07 450

Mr(w_1) 1
C: .

M, (v +1)+2M, tan(0,5¢)
300-(0,5-1) 1

=-0145

C — .
300-(0,5+1)+2-2484 tan(0,5-166)

2
Meq s (Ema )= [0,5-300 - (14 0,5) + 248,4]- m—% 2484

MEd,max(&max) = 460,4 kNm

e —05+ arctan(c) _05+ arctan(-0,145) 041

€ 1

X, =041.700 = 287 cm

Der Bemessungswert des maximalen Biegemomentes betragt 460,4 kNm. Das Bemes-
sungsmoment tritt im Abstand von 2,87 m zum Stitzenkopf (Auflager A) auf.

Querschnittstragfahigkeit

Nach dem Handrechenverfahren wird der Tragsicherheitsnachweis Uber den Vergleich
des Bemessungsmomentes mit der von der Betondehnung beschréankten Momenten-
tragfahigkeit gefuhrt. Die dehnungsbeschrankte Momententragfahigkeit wird nahe-
rungsweise uber die vollplastische Momententragfahigkeit in Verbindung mit dem Ab-
minderungsbeiwert ay bestimmt. Nachfolgend wird eine idealisierte Momenten-Normal-
kraft-Interaktionskurve des Querschnitts hergeleitet.

1) Plastische Nulllinie durch den Schwerpunkt des Verbundquerschnitts:

o] [Ren

MoiNRd, 1

NEd,1

fyd ,R fyd k fcd

Abb. 8.2: Volplastische Spannungsverteilung mit Nulllinie durch den Gesamtschwerpunkt
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Hilfsflachen und zugehdrige Schwerpunktskoordinaten:

Kreissegment
2

A:%(oc—sincx)

, Ar sin*(0,5 )

S

"3 g-sina

Sonderfall Halbkreis (a=m)

r.2

A=—n
2
_4r

*"3x

Abb. 8.3: Flache und Flachenschwerpunkt von Kreissegmenten

2
A, =7 22’25 =820,1cm? (Halbkreis RohrauRenmaR)
Zos = % = 9’7 cm
3n

(22,85 —10)?

A = L 7499cm®  (Halbkreis RohrinnenmaR)
. 4-2185 _ 93cm
3n

TeilschnittgroRen — Normalkrafte:

Ng = f,r -05-Ag = 214-05-140,4 = +1502,3kN
N = fox -2 Ag =32,3-2-385 = +2487,1kN

N, =—f,-05-A, =20-05-13459 = —1346,0 kN

Ny = >N, =1502,3 - 1502,3 + 2487,1- 2487,1-1346,0
N, = —1346 kN

Auf die Schwerachse bezogene Hebelarme:

ZAi~zi
Zsi =
2., = As  Zaus — A - Zin _ 820,1-9,7-749,9-9,3 14,0 cm
’ 0,5 Ag 0,5-140,4
Alternativ:

_ 2 T2 f 2 2
zog=h-F+ XN 5o35 2935, V2235 “0 4454,
: ( hj arccos(1-1)
arccos| 1— =
;
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h und r beziehen sich auf die Mittellinie des Rohres.

g, =r-sin(n/4)=+10,0-sin(r/4)=+71cm

_ A Zin — Ap - Zsk _7499-93-77-71
soP 05A, 0513459

=-9,5¢cm

TeilschnittgroRen — Momente:

Tab. 8.1: Voliplastische Querschnittstragféhigkeit mit Nulllinie durch den Gesamtschwerpunkt

Nulllinienlage | Last- Flache Normalkraft | Schwerpunkt Moment
Zy1=0mm |richtung A [cm?] Ni=fi-A; [kN] zg;[cm] M;=N;-z; [kNm]

Zug 70,2 1502,3 14,2 213,3

Hohlprofil
Druck 70,2 -1502,3 -14,2 213,3
Zug 77,0 2487,1 7,1 176,6

Stahlkerne
Druck 77,0 -2487,1 -7,1 176,6
Betonkern Druck 673,0 -1346,0 -9,5 127,9
D - - -1346,0 - 907,7

Moingrar = 0 M; = 907,7 kNm

2) Plastische Nulllinie durch den Schwerpunkt der unteren Stahlkerne

o] [

Nkp M
_ Nep pl,N,Rd,2
- -— -

NEd,2
Nk,D
= ] ||
+
+ > k,Z
NR,Z
fyd,R fyd,k fcd

Abb. 8.4: Vollplastische Spannungsverteilung mit Nulllinie durch die Kernschwerpunkte

Lage der plastischen Nulllinie:
Z,, =25 =71cm

Hilfsflachen und zugehdrige Schwerpunktskoordinaten:

Zy2 71
Olgys = 2-arccos| ——— | =2-arccos =2,51rad
0,5-Dg 22,85
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Zy2 71
o, = 2-arccos| ———— |=2-arccos| ———— |=2,48rad
0,5-Dg -t 2285-10

2 2
A, = %-(ocaus —sina,, )= 22’25 -(251-sin(2,51)) = 5011 cm?

_4 rz-sin®(050) 4 2285-sin°(05-251)

z
3  a-sina 3 2,51-sin(2,51)

=13,6 cm

_t)? _10\2
A, = @ (o4, —sinoy, ) = m -(248-sin(2,48))= 4453 cn?®
2 = 4 (r —t)-sin.3(0,5ain) _4 21,85-sin3.(0,5-2,48) _1320m
3 o, —Sino, 3  248-sin(2/48)
Z, = 4-35 _ 15cm (Halbkreis Stahlkern)
*TU

TeilschnittgroRen — Normalkrafte:

Nz = fyar - Arz = 214-(5011-4453)=1194,1kN
Nep = —fyar - Arp =-214-(140,4 - (5011 445,3)) = ~1810,4 kN

Nez =fax-2-05-A,; =323-2-05-385 = 12436 kN
Nep = ~fyax -(2+2-05)-A,p =-32,3-3-385 = -3730,7 kN

Nep = foy - Agp =20 (13459 - (4453 -2.0,5-38,5)) = -1878,2kN

Ng =Y N, =11941-18104 +12436 - 37307 - 18782
Ny = 49816 kN

Auf die Schwerachse bezogene Hebelarme:

~A,-z,) -(5011-13,6-445,3.13,2)
A,)  1404-(5011-44503)

- (Aaus “Zaus
Aq —(A

ZsRrD =

=-111cm

aus

V4 = AaUS .ZaUS _Ain 'Zin _ 50111 1316 -44573 13,2
R A A, 501,1- 4453

=16,8cm

A .z 2. (= _15). .05.
2in= ZZAZI 3852 7,1)+3(g,; 31,5) 385-05-2_ ,q.

Z, z=71+15=86cm

, _(An2,~2:05-A zyz)  —(4453-132-2.05-385-86)
soD A.-(A,-2-05-A,) 13459 (4453 -1-385)

C

Zs.p =-9,9Cm
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TeilschnittgroRen — Momente:

Tab. 8.2: Vollplastische Querschnittstragféhigkeit mit Nulllinie durch die Kernschwerpunkte

Nulllinienlage | Last- Fléache Normalkraft | Schwerpunkt Moment
z,2 =71 mm |richtung Ai[cm?] Ni=fi-A; [kN] Zsi[cm] Mi=N;z; [kNm]
Zug 55,8 11941 16,8 200,6
Hohlprofil
Druck 84,6 -1810,4 -11,1 201,0
Zug 38,5 1243,6 8,6 106,9
Stahlkerne
Druck 115,5 -3730,7 -2,9 108,2
Betonkern Druck 939,1 -1878,2 -5,9 110,8
D - - -4981,6 - 727,5

Monraz = 2 M, =727,5 kNm

3) Plastische Nulllinie am unteren Rand der Kernprofile

(e [

M, NRd,3

- — - NEd,3

+—

fyd ,R fyd k fcd

Abb. 8.5: Volplastische Spannungsverteilung mit Nulllinie am unteren Kernprofilrand

Lage der plastischen Nulllinie:

d 7,0

Z3 :ZS,k +?k:7,1+7:10,60m

pl,

Hilfsflachen und zugehdrige Schwerpunkiskoordinaten:

z
Olgys =2 arccos(ﬁj =2. arccos( 2120:5j =218 rad
™ R

a’in — 2 .arccos L — 2 -arccos L = 2,1 3 rad
05-Dg -t 2285-10

(2,18 —sin(2,18)) = 355,0 cm?
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_4r1y-sin’(050) _ 42285 -sin°(0,5-218)

Zaus 3

-(213-sin(2,13))=306,1cm?

a-sina 218 —sin(2,18)
— 2 _ 2
An =" (0, —sine, ) (228510
2
z = 4 (R - t)-sin®(0,50.;, ) _42185- sin®(0,5-213)
in " g o, —Sinay, 3  213-sin(213)

TeilschnittgroRen — Normalkrafte:
Nez =f,or - Arz =214 -(355,0 — 306,1)=1046,6 kN

Nep = —foar - Arp =214 -(140,4 - (355,0 - 306,1)) = —1958,1kN

Nk,Z = fyd,k . 0 . Ak‘z = 0 kN

Nep = —fyax -4 Acp =-323-4-38,5 =-4974,2kN
Nop = —fo - Agp = —2,0-(1345,9 - 306,1) = ~2079,6 kN

Ng = Z N; =1046,6 —-1958,1+ 0 -4974,2 - 2079,6
Ny =-79653 kN

Auf die Schwerachse bezogene Hebelarme:

A

aus

“Zaus — Ain " Z

Zsrz =

Aaus - Ain

~355,0-15,6 —306,1-15,2

355,0 - 3061

~(Agus Zaws —Ain - Zn) _ —(355,0-15,6 -306,1-15,2)

=15,6 cm

=15,2cm

=18,1cm

Zsrp =

z,, =%71cm

_(Ain

Ag -

(A

aus

-z,)  —(3061-152)

_Ain)

140,4 - (355,0 - 306,1)

Z =
s,c,D A
c

—A

n

13459 -306,1

TeilschnittgroRen — Momente:

=-45cm

=-9,7cm

Tab. 8.3: Vollplastische Querschnittstragféhigkeit mit Nulllinie am unteren Kernprofilrand

Nulllinienlage Last- Flache Normalkraft | Schwerpunkt Moment
Z,,3 =106 mm |richtung Ai[cm?] N;=f-A; [kN] Zsi[cm] Mi=N;-z; [kNm]
Zug 48,9 1046,6 18,1 189,4
Hohlprofil
Druck 91,5 -1958,1 -9,7 189,9
Zug 0,0 0,0 0,0 0,0
Stahlkerne
Druck 154,0 -4974,2 -7,1+7 1 0,0
Betonkern Druck 1039,8 -2079,6 -4.5 93,6
» - - -7965,3 - 4729

Moinras = zMi =472,9 kNm
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Die fur verschiedene Normalkrafte ermittelten Momententragfahigkeiten ergeben als
Polygonzug eine angenadherte M-N-Interaktionskurve, die in Abb. 8.6 zum Vergleich
der exakten M-N-Interaktionskurve gegentibergestellt wird

-12000
Npire= -10761,0 kN C30/37
s RR 457x10 - $235
= RV 4 x 70 — S355
-10000 .
-8000

Zy,3 =106 mm:

Ny = -7965,3 kN
Moire = 472,9 kKNm

-6000 S
- {5500 kN |—=————-——— -3 N
|
Zyp =71 mm: ! N
-4000 N, = -4981,6 kN | A
|
|

Mynra = 727,5 kKNm

N [kN]

—— M-N-Interaktion Zy 1 = 0mm:
-2000 H ’
—&- - |dealisiert Ng=-1346,0 kN
Mpina = 907,9 KNm
0 1 L L 683 kNm L
0 200 400 600 800 1000
M [KNm]

Abb. 8.6: Momenten-Normalkraft-Interaktionskurve

Die trilineare Naherungskurve weicht unwesentlich von der exakten M-N-Interaktions-
kurve ab und liegt insgesamt auf der sicheren Seite. In Anbetracht der geringen Abwei-
chungen wird die zur vorhandenen Normalkraft gehdrige Momententragfahigkeit Mg n rd
anhand der angenaherten Interaktionskurve ermittelt.

NG (Zp12)] = 49816 kN <|Ny| = 5500 kN <|Ny(z,,5 ) = 7965,3 kN:

M -M
Moinrd =Moinrd2 + ‘Ndp(l';'::;‘ _‘N:L(NZ'R:;)‘ 'QNd| - ‘Nd(sz,Z )‘)

4729-7275
7965,3 -4981,6

Moingra = 7275+ -(5500 — 4981,6)) = 683,3 kNm

Aus der Umrechnung des Bemessungswertes der vollplastischen Momententragfahig-
keit Mg nra VON 683,3 KNm unter Zuhilfenahme des lastabhangigen Beiwertes ow(Ngqg)
resultiert schliellich der Bemessungswert der dehnungsbeschrankten Momententrag-
fahlgkelt Mdb,N,Rd:

Mo nra = Om(Neg)- MpI,N,Rd Gl. (5.6)

Neq - 5500 =0,51>0,50: a(Ngy)=12-08- Neg
Nygs 10761 Noigg

Gl. (5.5)

a(Ngy)=12-08-0,51=0,792
Mdb,N,Rd = 0,792 N 683,3 = 541,2 kNm
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Far eine Drucknormalkraft von 5500 kN ergibt sich nach Gl. (5.6) eine von der Beton-
dehnung begrenzte Momententragfahigkeit von 541,2 kNm. Wie Abb. 8.7 zu entneh-
men ist, betragt die exakte dehnungsbeschriankte Momententragfahigkeit 599 kNm.
Bezogen auf die vollplastische Querschnittstragfahigkeit liegt fir den betrachteten
Querschnitt eine auf der sicheren Seite liegende Abweichung von 8 % vor.

-12000
C30/37
RR 457x10 — S235
T~ RV 4 x 70 — 355
-10000 ==
.\'\ M
N
\.
-8000 S
\.
\.
\.
\.
z ~
-6000
4
- ——--5500 KN Fo———— e — S
i / I \'\\I\
-4000 74‘ Mab,n,rd (om)= 541,2 kNm | ! '\!’\
| | .
o
| | \‘\
-2000 ! ! \
—-—Dehnungsbeschrankt | | \
Vollplastisch (599 kNm] [699 k] %
0 ' . I I Li |
0 200 400 600 800 1000
M [kNm]

Abb. 8.7: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Querschnittstragféhigkeit

Tragféhigkeitsnachweis

Es ist nachzuweisen, dass der Bemessungswert des maximalen Biegemomentes den
Bemessungswert der dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit nicht tberschrei-
tet.

MEd,max — IVIEd,max _ 460,4

Maonra  Om(Neg)-Moinra 5412

=0,85<100 GL(6.1)

Der Nachweis einer ausreichenden Tragsicherheit gilt damit als erbracht.
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9 Schlussbemerkung

9.1 Zusammenfassung

Im Hoch- und Industriebau hat sich der Einsatz von Hohlprofil-Verbundstitzen mit
Einstellprofilen bewahrt. Die im Vergleich zum klassischen Stahlbetonbau hohen Trag-
fahigkeiten resultieren vorwiegend aus der zusatzlichen Anordnung eines zentrischen
Stahlkerns. Im Fall groBer Querschnittsabmessungen gestalten sich allerdings die
Herstellung und Montage des Stahlkerns als duferst schwierig. Ferner ist mit zuneh-
mender Abmessung des Kernquerschnitts aufgrund herstellungsbedingter struktureller
Imperfektionen (Eigenspannungen) von einer Abnahme der Tragfahigkeit auszugehen.
Vor diesem Hintergrund wurde ein Stltzentyp entwickelt, bei dem im ausbetonierten
Hohlprofil mehrere Rundvollkerne als Einstellprofile anstelle eines massiven Stahlkerns
eingesetzt werden.

Zwar ermdglichen numerische Bemessungsmethoden unter Verwendung von an-
spruchsvollen FE-Berechnungsprogrammen die Bemessung dieses Stltzentyps, aller-
dings erfordert der Umgang mit diesen Verfahren umfangreiche Kenntnisse, Erfah-
rungen in den numerischen Methoden und einen vergleichsweise hohen Zeitaufwand.
Insofern ist fur die praxisorientierte Bemessung von mehrkernigen Hohlprofil-Verbund-
stitzen die Entwicklung eines vereinfachten und praktikablen Berechnungsverfahrens
angezeigt.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden die theoretischen Grundlagen zur Be-
urteilung des globalen Tragverhaltens von mehrkernigen Hohlprofil-Verbundstiitzen
erarbeitet und darauf aufbauend ein baupraktisches Bemessungsmodell fir diesen
Stitzentyp hergeleitet. Zu diesem Zweck wurde ein Rechenmodell mit der Finite-
Element-Methode entwickelt. Die Kalibrierung sowie die Validierung des numerischen
Modells erfolgten anhand von Traglastversuchen an grof3formatigen Stitzenkdrpern
mit planmafiger Beanspruchung durch Biegung und Normalkraft. Dabei wurden die
Ruckstellwirkung der Lagerkonstruktionen sowie das Last-Verformungsverhalten der
im Lasteinleitungsbereich eingesetzten Verbundmittel bertcksichtigt.

In Anlehnung an DIN EN 1994-1-1 (2010) wurden theoretische Untersuchungen mit
diesem neuen Querschnittstyp durchgefuhrt, wobei sowohl die Kernanzahl als auch die
Kernlage als wesentliche Querschnittseigenschaft variiert wurden. Folgende malfigeb-
liche Ergebnisse wurden im Rahmen von umfangreichen Parameteranalysen erzielt,
die bei der Herleitung des Naherungsverfahrens Berucksichtigung fanden:

¢ Einfluss der Querschnittsausbildung auf die Querschnittstragfahigkeit:

Unter Einbeziehung der Kernanzahl sowie in Abhangigkeit von dem Querschnitts-
parameter r/Dgr, mit dem der Schwerpunktabstand der Einzelkerne zum Gesamt-
querschnitt bezogen auf den Rohrdurchmesser beschrieben wird, wurden die
dehnungsbeschrankte und die vollplastische Momententragfahigkeit bestimmt. Aus
den Ergebnissen liel3 sich ein normalkraftabhangiger Beiwert ay, der das Verhaltnis
aus dehnungsbeschrankter und vollplastischer Momententragfahigkeit wiedergibt,
erarbeiten. Das Verhaltnis aus Kern- zu Rohrdurchmesser d./Dr zeigte keinen
nennenswerten Einfluss auf den Beiwert oy. Weiterhin wurden Konstruktions-
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empfehlungen zur konstruktiven Durchbildung angegeben, die die eingefihrte
QuerschnittsgroRe rimplizieren.

Einstufung des Querschnittstyps in die Knickspannungslinien:

Mithilfe zahlreicher Traglastberechnungen erfolgte die Einstufung der mehrkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnitte in die europaischen Knickspannungslinien nach
DIN EN 1993 in Abhangigkeit von dem Kerndurchmesser dx und dem geometri-
schen Verhaltnis di/Dr. Der Kernanzahl wird fir die Einstufung keine besondere
Bedeutung beigemessen.

Geometrische Ersatzimperfektion:

Unter Bericksichtigung der Effekte aus Elastizitatstheorie Il. Ordnung wurde eine
geometrische Ersatzimperfektion, die aus dem Herstellungsprozess der Einstell-
kerne resultierende Eigenspannungen sowie Vorkrimmungen als geometrische
Imperfektion erfasst, bestimmt. Die Ersatzimperfektion ist analog zur angewandten
Norm unabhangig von Materialeigenschaften und Querschnittsausbildung. Sie ist
ausschlie8lich von der Lange des statischen Stutzensystems abhangig.

Effektive Biegesteifigkeit:

Mithilfe eines hergeleiteten Korrekturbeiwertes kg, der die Einflisse aus Grof3e und
Wirkungsrichtung von Randmomenten direkt einbezieht, wurde der Ansatz zur
effektiven Biegesteifigkeit nach EC 4 fir die Schnittgroflenermittlung nach Elasti-
zitatstheorie Il. Ordnung modifiziert. Die Ergebnisse der Traglastberechnungen
zeigen ebenfalls, dass sich die Biegesteifigkeit und die Traglast infolge der
exzentrischen Anordnung der Einstellkerne im Querschnitt mit zunehmendem
Abstand zum Gesamtschwerpunkt merklich erhéhen, worin u. a. ein wirtschaftlicher
Vorteil dieses Querschnittstyps zu sehen ist.

In Analogie zum vereinfachten Bemessungskonzept nach DIN EN 1994-1-1 wurde
schliel3lich ein Vorschlag fir ein Handrechenverfahren unter Angabe des Anwendungs-
bereichs erarbeitet, das die Bemessung von mehrkernigen Verbundstiitzen erméglicht.

Ferner wurde der Fragestellung zum Einfluss der Nachgiebigkeit in der Verbundfuge
auf das globale Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstitzen nachgegangen. Unter
Variation der Verbundmittelsteifigkeit der Endverdibelung im Lasteinleitungsbereich
wurden die Auswirkungen auf Traglast, Verformungen sowie Dehnungen an den
einzelnen Querschnittskomponenten untersucht. Hierzu diente das experimentell abge-
sicherte Rechenmodell, an dem die Verbundmittel mithilfe von diskreten Federele-
menten idealisiert wurden. Folgende Erkenntnisse ergaben sich aus den numerischen
Analysen:

Traglast und Durchbiegung zeigen keine Abhangigkeit von der Verbundmittelsteifig-
keit, sofern die Schubtragfahigkeit der Verbundfugen nicht Gberschritten wurde.

Die Relativverschiebungen in den Verbundfugen werden in groem Male durch die
Steifigkeit der Endverdibelung beeinflusst.

Mit zunehmender Verbundmittelsteifigkeit verringern sich die Dehnungsspringe im
Verbundquerschnitt, sodass bei entsprechender Ausbildung des Lasteinleitungs-
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bereichs die Anforderungen fir die Hypothese vom Ebenbleiben des Gesamt-
querschnitts eingehalten werden.

Basierend auf den Erkenntnissen der vorgestellten Untersuchungen ergaben sich
schliellich weitere Fragestellungen fir zuklnftige Forschungsarbeiten.

9.2 Ausblick

Die in den experimentellen und theoretischen Untersuchungen erzielten Erkenntnisse
gelten ausschlieRlich flr Hohlprofil-Verbundstitzen aus ausbetonierten Rohrprofilen
und Rundvollkernen. Da nicht festgestellt wurde, inwiefern abweichende Querschnitts-
formen wie rechteckférmige Hohl- und Kernprofile Auswirkungen auf den seitlichen
Betonquerdruck und somit auf die Umschnirung des Betonkerns haben, gilt es, diesen
Einfluss auf das Tragverhalten durch weitere Parameteranalysen quantitativ zu erfas-
sen. Basierend auf den erzielten Resultaten kann der Anwendungsbereich des Inge-
nieurmodells um diese Querschnittstypen erweitert werden.

GleichermalRen wurden die angestellten Untersuchungen auf normalfeste Werkstoffe
beschrankt. Begrundet durch zunehmend strengere Anforderung an die Nutzflachen
und den Einsatz von Betonstltzen aus hochfesten und ultrahochfesten Betonen im
Hochhausbau bietet sich die Ausdehnung der Untersuchungsparameter auf hochfeste
Werkstoffe an, wodurch die Mdglichkeit zur Erhéhung der Stitzentragfahigkeit bei
gleichzeitiger Optimierung der Nutzflachen gegeben wird.

Weiterhin bezieht sich das im Rahmen dieser Arbeit hergeleitete Naherungsverfahren
ausschlieRlich auf die Stltzenbemessung fir den Kaltfall. Fir die Bemessung im
Brandfall ist das allgemeine Bemessungsverfahren nach DIN EN 1994-1-2 anzu-
wenden. Zwar existiert im Regelwerk ein fur den Brandfall entwickeltes Naherungs-
verfahren als alternatives Bemessungsverfahren, allerdings ist der Anwendungsbereich
auf kammerbetonierte I-Profile und ausbetonierte Hohlprofile ohne Einstellprofile
begrenzt. Im Hinblick auf einen praxisorientierten Einsatz in Verbindung mit geringem
Bemessungsaufwand im Brandfall ist die Herleitung eines vereinfachten Verfahrens fur
den mehrkernigen Stitzentyp winschenswert.

Nicht abschlieend geklart ist der Einfluss einer nachgiebigen Verbundfuge auf das
Trag- und Lastverteilungsverhalten. Die eigens durchgefiihrten numerischen Analysen
zur nachgiebigen Verbundfuge beziehen sich auf den Fall einer simultanen Einleitung
der Normalkrafte Uber Beton und Einstellprofil. Praxistbliche Ausfuhrungen von An-
schlusssystemen an Hohlprofil-Verbundstitzen (s. Abb. 9.1) zeigen, dass die Lastein-
tragung auch auf einzelne Querschnittskomponenten des Stitzensystems beschrankt
werden kénnen. Durch den Anschluss von Quertrdgern an den Stahlkern wird die
lokale Lasteinleitung direkt Uber das Einstellprofil realisiert, wahrend im Fall des
Stitzenstolles im Auflagerbereich der Decken der Lastanteil aus den Decken als
zusatzliche Belastung bei Aulierachtlassung des Stahimantels unmittelbar in den
Betonkern der Stutze eingetragen wird. In Bezug auf den mehrkernigen Stitzentyp
empfiehlt es sich, die Untersuchungen unter Variation von Kernanzahl sowie Kern-
abstand zur Querschnittsmitte zu erweitern.
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Anschluss Quertrager an Stahlkern Stutzenstoll im Deckenbereich

Fahnenblech

Quertrager

Knotenblech

Ea,k Aa,k Ec Ac Ea,R Aa,R

Abb. 9.1: Beispiele fiir Verbindungen von angrenzenden Bauteilen an Stiitzensystemen

Weitere Analysen zur Nachgiebigkeit in der Verbundfuge erfordern jedoch gesicherte
Erkenntnisse zur Ubertragbaren Verbundspannung zwischen Baustahl und Beton.
Einflisse aus Biegekrimmungen, planmaRige Lastexzentrizitdt sowie Auswirkungen
aus lokaler Lasteinleitung auf den Betonquerdruck in ausbetonierten Hohlprofilen und
folglich auf die aus Langsschubkraften resultierenden Verbundspannungen wurden
nach derzeitigem Stand nicht ausreichend genau erfasst. Dies spiegelt sich in dem Be-
messungsansatz der Regelwerke zum Nachweis der Verbundsicherung wider, wonach
der Bemessungswert der Verbundtragfahigkeit unabhangig von diesen EinflussgrofRen
festgelegt wird.



Literaturverzeichnis 149

Literaturverzeichnis

BERGMANN, M., 2013. Zur Bemessung von Hohlprofilverbundstiitzen im Brandfall
(Dissertation). Bergische Universitat Wuppertal: Institut fiir Konstruktiven
Ingenieurbau.

BERGMANN, R., 1981. Traglastberechnung von Verbundstiitzen (Dissertation).
Mitteilung Nr. 81-2. Ruhr-Universitat Bochum: Institut fir Konstruktiven
Ingenieurbau.

BERGMANN, R., 1996. Geometrische Ersatzimperfektionen fiir Verbundstiitzen, die in
die Knickspannungslinie a eingestuft sind. Witten: DIBt-Forschungsbericht.

BERGMANN, R., 2004. Zur Geschichte der Biegesteifigkeit bei Verbundstiitzen. Stahlbau
73, Issue 9.

BODE, H. & BERGMANN, R., 1993. Betongefiillte Stahlhohlprofilstiitzen. Stahl-
Informations-Zentrum, Merkblatt Nr. 167, Disseldorf

CEB-FIP MODEL CODE (1990). Comité Euro-International du Beton, Juli 1991. - Design
Code. Thomas Telford. London

DIBt DEUTSCHES INSTITUT FUR BAUTECHNIK, 2007. Allgemeine bauaufsichtliche
Zulassung Z-26.4-38 - Perfobondleiste Donges Stahlbau GmbH. Berlin:
28.03.2007.

DIBt DEUTSCHES INSTITUT FUR BAUTECHNIK, 2014. Allgemeine bauaufsichtliche
Zulassung Z-26.3-60 - Verbundstiitze mit Kernprofil System Geilinger-
Spannverbund GmbH. Berlin: 30.09.2014.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 1984. DIN 18806-1:
Verbundkonstruktionen - Verbundstiitzen. Berlin: Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2007. DIN 18800-5: Stahlbauten - Teil 5:
Verbundtragwerke aus Stahl und Beton - Bemessung und Konstruktion. Berlin:
Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2009. DIN EN 12390-3: Priifung von
Festbeton - Teil 3: Druckfestigkeit von Probekérpern; Deutsche Fassung
EN 12390-3:2009. Berlin: Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2010. DIN EN 1992-1-1: Eurocode 2:
Bemessung und Konstruktion von Stahlbeton- und Spannbetontragwerken —
Teil 1-1: Allgemeine Bemessungsregeln und Regeln fiir den Hochbau; Deutsche
Fassung EN 1992-1-1:2004 + AC:2010. Berlin: Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2010. DIN EN 1993-1-1: Eurocode 3:
Bemessung und Konstruktion von Stahlbauten - Teil 1-1: Allgemeine
Bemessungsregeln und Regeln fiir den Hochbau,; Deutsche Fassung
EN 1993-1-1:2005 + AC:2009. Berlin: Beuth Verlag GmbH.



150 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2017. DIN EN 1993-1-5: Eurocode 3:
Bemessung und Konstruktion von Stahlbauten - Teil 1-5: Plattenférmige Bauteile;
Deutsche Fassung EN 1993-1-5:2006 + AC:2009 + A1:2017. Berlin: Beuth
Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2010. DIN EN 1994-1-1-/NA: Nationaler
Anhang — National festgelegte Parameter - Eurocode 4: Bemessung und
Konstruktion von Verbundtragwerken aus Stahl und Beton - Teil1-1: Allgemeine
Bemessungsregeln und Anwendungsregeln fiir den Hochbau. Berlin: Beuth
Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2010. DIN EN 1994-1-1: Eurocode 4:
Bemessung und Konstruktion von Verbundtragwerken aus Stahl und Beton —
Teil 1-1: Allgemeine Bemessungsregeln und Anwendungsregeln flir den
Hochbau,; Deutsche Fassung EN 1994-1-1:2004 + AC:2009. Berlin: Beuth Verlag
GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2012. DIN EN 12390-2: Priifung von
Festbeton - Teil 2: Herstellung und Lagerung von Probekérpern fiir
Festigkeitspriifungen; Deutsche Fassung EN 12390-2:2009. Berlin: Beuth Verlag
GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2014. DIN EN 12390-13: Priifung von
Festbeton - Teil 13: Bestimmung des Elastizitdtsmoduls unter Druckbelastung
(Sekantenmodul); Deutsche Fassung EN 12390-13:2013. Berlin: Beuth Verlag
GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2014. DIN EN 206: Beton - Festlegung,
Eigenschaften, Herstellung und Konformitét. Berlin: Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2014. DIN EN ISO 6892-1: Metallische
Werkstoffe - Zugversuch - Teil 1: Priifverfahren bei Raumtemperatur; Deutsche
Fassung EN ISO 6892-1:2009. Berlin: Beuth Verlag GmbH.

DIN DEUTSCHES INSTITUT FUR NORMUNG E.V., 2012. DIN EN 12390: Priifung von
Festbeton. Berlin.

EGGEMANN, H., 2003. Vereinfachte Bemessung von Verbundstiitzen im Hochbau:
Entwicklung, historische Bemessung und Herleitung eines Ndherungsverfahrens
(Dissertation). Veroéffentlicht auf der Webseite der Hochschulbibliothek
http://publications.rwth-aachen.de/record/58889/files/Eggemann_Holger.pdf
[Zugriff: 04.08.2015]. RWTH Aachen: Fakultat fur Architektur.

EVRIGEN, B., TINCAN, A. & TASKIN, K., 2002. Structural behavior of concrete filled steel
tubular sections (CFT/CFSt) under axial compression. Elsevier, Thin-Walled
Structures, Issue 80, pp. 46-56.

GABBERT, U. & RAECKE, |., 2013. Technische Mechanik fiir Wirtschaftsingenieure.
Munchen: Carl Hanser Verlag.

GEIRLER, K., 2014. Handbuch Briickenbau: Entwurf, Konstruktion, Berechnung,
Bewertung und Ertiichtigung. Berlin: Ernst & Sohn.



Literaturverzeichnis 151

HANSWILLE, G., 1999. Zur Behandlung der Einfllisse aus dem Kriechen und Schwinden
des Betons. Bonn: Bundesministerium fur Verkehr, Bau- und Wohnungswesen,
Abteilung Stralenbau, StraRenverkehr.

HANSWILLE, G., 2003. Die Bemessung von Stahlverbundstiitzen nach nationalen und
EU-Regeln. Der Prifingenieur, Issue 22, pp. 17-31.

HANSWILLE, G., 2007. Neue Entwicklungen im Verbundbau. Stahlbau 76, Issue 11,
pp. 781.

HANSWILLE, G. & BERGMANN, R., 1999. Neuere Untersuchungen zur Bemessung und
Lasteinleitung von ausbetonierten Hohlprofil-Verbundstiitzen. Insbruck: Institut fur
Stahlbau, Holzbau und Mischbautechnologie.

HANSWILLE, G. & BERGMANN, R., 2001. Ermittlung geometrischer Ersatzimperfektionen
flir Verbundstiitzen mit hochfesten Stdhlen (Forschungsbericht). Bochum: HRA
Ingenieurgesellschaft mbH; Deutsches Institut fir Bautechnik.

HANSWILLE, G., & BERGMANN, R. & BERGMANN, M., 2017. Design of composite columns
with cross-sections not covered by Eurocode 4. Dedicated to Akimitsu Kurita on
his 70th birthday. Steel Construction, Volume 10, Issue 1, pp. 10-16.

HANSWILLE, G., BERGMANN, M. & BOHLING, S., 2014. Zur Bemessung von
Verbundstiitzen mit vollstdndig einbetonierten Stahlquerschnitten bei vom
Eurocode 4 abweichender Betonquerschnittsgeometrie. In: Massivbau im
Wandel: Festschrift zum 60. Geburtstag von Josef Hegger. RWTH Aachen:
Institut fur Massivbau.

HANSWILLE, G., CHANOU, M. & MENKENHAGEN, P., 2015. Neue Mehrkernstiitze im
Stahlverbundbau — Experimentelle Untersuchungen. ZIM-Forschungsbericht
(unveroffentlicht). Bergische Universitat Wuppertal: Institut fir Konstruktiven
Ingenieurbau.

HANSWILLE, G. & LIPPES, M., 2007. Einsatz von hochfesten Stédhlen und Betonen bei
Hohlprofil-Verbundstiitzen. In: Deutscher Ausschuss fir Stahlbau (DASt).
Dusseldorf: Stahlbau Verlags- und Service GmbH.

HANSWILLE, G. & LIPPES, M., 2008. Einsatz von hochfesten Stahlen und Betonen bei
Hohlprofil-Verbundstiitzen. Stahlbau 77, Issue 4.

HANSWILLE, G. & PORSCH, M., 2004a. Lasteinleitung bei ausbetonierten
Hohlprofilverbundstiitzen mit normal- und hochfestem Beton. P 487. Disseldorf:
FOSTA - Forschungsvereinigung Stahlanwendung e.V. im Stahl-Zentrum.

HANSWILLE, G. & PORSCH, M., 2004b. Lasteinleitung bei ausbetonierten Hohlprofil-
Verbundstiitzen. Stahlbau 73, Issue 9.

HANSWILLE, G., SCHAFER, M. & BERGMANN, M., 2010. Stahlbaunormen:
Verbundtragwerke aus Stahl und Beton, Bemessung und Konstruktion -
Kommentar zu DIN 18800-5, Ausgabe Mérz 2007. In: Stahlbau Kalender. Berlin:
Ernst & Sohn, pp. 246-341.



152 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

HEINEMEYER, S., 2011. Zum Trag- und Verformungsverhalten von Verbundtrégern aus
ultrahochfestem Beton mit Verbundleisten (Dissertation). Verdffentlicht auf der
Webseite der Hochschulbibliothek http://publications.rwth-
aachen.de/record/64391/files/3634.pdf [Zugriff: 01.07.2016]. RWTH Aachen:
Institut fur Massivbau.

HEYDE, S., 2008. Nachweisverfahren fiir historische Stiitzen aus Grauguss
(Dissertation). Technische Universitat Berlin: Fachgebiet Metall- und Leichtbau.

JOHANSSON, M. & GYLLTOFT, K., 2002. Mechanical behavior of circular steel-concrete
composite stub columns. Structural Engineering, ASCE 128, Issue 8,
pp. 1073-1081.

KOHNKE, P. & ANSYS INC., 1999. Theory Reference - Ansys Release 5.6 - Eleventh
Edition. Southpointe/Canonsburg - PA: SAS IP Inc.

LEONHARDT, F., ANDRA, W., ANDRA, H.-P. & HARRE, W., 1987. Neues, vorteilhaftes
Verbundmittel flir Stahlverbund-Tragwerke mit hoher Dauerfestigkeit. Beton- und
Stahlbetonbau, Issue 12, pp. 325-331.

LINDNER, J., 1974a. Der Einfluss von Eigenspannungen auf die Traglast von I-Trdgern.
Stahlbau 43, Issue 2, pp. 86-91.

LINDNER, J., 1974b. Der Einfluss von Eigenspannungen auf die Traglast von I-Tr&gern.
Stahlbau 43, Issue 3, pp. 39-45.

LINDNER, J., 1978. Néherungen fiir die Européischen Knickspannungskurven.
Bautechnik 55, pp. 344-347.

LINDNER, J., 1996. Geometrische Ersatzimperfektionen flir Verbundstiitzen, die in die
Knickspannungslinie b und c eingestuft sind. Berlin: DIBt-Forschungsbericht.

LINDNER, J. & BERGMANN, R., 1998. Zur Bemessung von Verbundstiitzen nach DIN
18800 Teil 5. Stahlbau 67, Issue 7.

LINDNER, J., SCHEER, J. & SCHMIDT, H., 1998. Stahlbauten — Erlduterungen zu
DIN 18800 Teil 1 bis 4 - Beuth-Kommentare. Berlin: Ernst & Sohn.

LINDSCHULTE, N., 2013. Druckverhalten von Rohren aus Ultrahochfestem Beton mit
Stahlblechummantelung (Dissertation). Leibniz Universitat Hannover: Institut fr
Baustoffe.

LIPPES, M., 2008. Zur Bemessung von Hohlprofil-Verbundstiitzen aus hochfesten
Stéhlen und Betonen (Dissertation). Bergische Universitat Wuppertal: Institut fir
Konstruktiven Ingenieurbau.

Ly, Z. H. & ZHAO, Y., 2008. Mechanical behavior and ultimate strength of circular CFT
Columns subjected to axial compression loads. The 14th World Conference on
Earthquake Engineering, 12-17 Oktober. Beijing (China).

MANGERIG, |., ZAPFE, C. & BURGER, S., 2005. Betondtibel im Verbundbau. In: Stahlbau
Kalender. Berlin: Ernst & Sohn, pp. 535-598.

MAQoul, R. & RONDAL, J., 1978. Analytische Formulierung der neuen Europé&ischen
Knickspannungslinien. Acier-Stahl-Steel 43, pp. 23-28.



Literaturverzeichnis 153

MORISHITA, Y., TOMII, M. & YOSHIMURA, K., 1979a. Experimental studies on bond
strength in concrete filled circular steel tubular columns subjected to axial loads.
In: Transaction of Japan Concrete Institute. Japan: Qita, Vol. 1, pp. 351-358.

MORISHITA, Y., TOMII, M. & YOSHIMURA, K., 1979b. Experimental studies on bond
strength in concrete filled square and octangonal steel tubular columns subjected
to axial loads. In: Transactions of the Japan Concrete Institute. Japan: Oita,
Vol.1, pp. 359-366.

PIEL, W., 2004. Zur Erhéhung der Durchstanztragfdhigkeit von Flachdecken mit
Stahlverbundsystemen (Dissertation). Bergische Universitat Wuppertal: Institut
fur Konstruktiven Ingenieurbau.

REITZ, D., 2003. Grundlagen zur Bemessung der Perfobondleiste als duktiles
Verbundmittel (Dissertation). Darmstadt: Technische Universitat.

RoOIK, K. & BERGMANN, R., 1989. Verbundstlitzen - Hintergrundbericht zu Eurocode 4.
Bericht EC4/6/89, Hrsg.: Minister fur Raumordnung, Bauwesen und Stadtebau.

ROIK, K. & BERGMANN, R., 1992. Composite Columns. Constructional Steel Design,
USA: New York, Elsevier Science Publishers, pp. 443-469 (Chapter 4.2).

RoOIK, K., BREIT, M. & SCHWALBENHOFER, K., 1984. Untersuchung der Verbundwirkung
zwischen Stahlprofil und Beton bei Stiitzenkonstruktionen - Forschungsbericht.
Bochum: Projekt 51 der Studiengesellschaft fir Anwendungstechnik von Eisen
und Stahl e.V..

RoOIK, K. & SCHAUMANN, P., 1980. Tragverhalten von Vollprofilverbundstiitzen -
FlieBgrenzenverteilung an Vollprofilquerschnitten. Ruhr-Universitat Bochum:
Institut fir Konstruktiven Ingenieurbau.

SAUERBORN, N., 2006. Verbundstiitzen im Hochhausbau. Bautechnik, Issue 4,
pp. 284-287.

SAUERBORN, N. & KRETZ, J., 2010. Verbundstiitzen. In: Stahlbau Kalender -
Verbundbau. Berlin: Ernst & Sohn, pp. 424-482.

SCHNEIDER, S.P., 1998. Axially loaded concrete-filled steel tubes. Structural
Engineering, ASCE 124, Issue 10, pp. 1125-1138.

SHAH, D.K., VAKIL, M.D. & PATEL, M., 2014. Behavior of concrete filled steel tube
column, International Journal of Engineering Development and Research —
IJEDR, Volume 2, Issue 1, pp. 325-328.

SIEBOLD, H., 1986. Der Einfluss von Eigenspannungen auf das Tragverhalten von
Druckstaben aus warmgewalzten Hohlprofilen. Bauingenieur 61.

SOBEK, W. ET AL., 2004. Das Hochhausensemble am Miinchner Tor. Stahlbau,
Issue 10, pp. 785-790.

SOBEK, W., HAGENMAYER, S., DUDER, M. & WINTERSTETTER, T., 2006. Die "Highlight
Munich Business Towers" in Miinchen - Tragwerksplanung und statische
Nachweise. Bautechnik, Issue 4, pp. 247-253.



154 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

USTUNDAG, C., 2007. Beitrag zur Bemessung von Verbundtrégern unter
ermidungswirksamen Beanspruchungen (Dissertation). Bergische Universitat
Wuppertal: Institut fir Konstruktiven Ingenieurbau.

VIRDI, K. & DOWLING, P., 1975. Bond strength in concrete filled circular steel Tubes.
CESLIC Report CC11. London: Imperial College.

WILLAM, K. & WARNKE, E., 1974. Constitute model for the triaxial behaviour of concrete.
In: IABSE - International Association of Bridge and Structural Engineers. Seminar
on: Concrete Structures subjected to Triaxial Stresses. Ismes - Bergamo (ltaly).

WURZER, O., 1997. Zur Tragféhigkeit von Betondiibeln (Dissertation). Universitat der
Bundeswehr Minchen: Institut fir Konstruktiven Ingenieurbau.

XIE, J., MACGREGOR, J. G. & ELWI, A. E., 1995. Mechanical Properties of Three High-
Strength Concretes Containing Silica Fume. Issue 2, pp. 135-145.

ZAPFE, C., 2001. Trag- und Verformungsverhalten von Verbundtrdgern mit
Betondiibeln zur Ubertragung der Léngsschubkréfte (Dissertation). Universitat
der Bundeswehr Mlnchen: Institut fur Konstruktiven Ingenieurbau.

ZILCH, K., DIEDERICHS, C. & KATZENBACH, R., 2002. Handbuch fiir Bauingenieure.
Berlin: Springer-Verlag.



Anhange 155

Anhange



156 Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstiitzen mit Mehrkernquerschnitten

Anhang A Lasteinleitungskonstruktion der Versuchsstiitzen
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Detail A

Abb. A. 1: Aufbau der Lagerkonstruktion — Schnitt A-A
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Abb. A. 2: Aufbau der Lagerkonstruktion — Schnitt B-B und Schnitt C-C
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Anhang B GroRformatige Versuchskorper fur die Stutzenversuche

Tab. B. 1: Abmessungen der Einzelkomponenten der Stiitzenkérper

Stiitze S-I Stiitze S-l | Stiitze S-lll
Abmessungen — Versuchskorper
[mm] [mm] [mm]
Versuchskorperlange lges 3240 3240 3240
Mantelrohrlénge IR 3100 3100 3099
Mantelrohrdicke (beschichtet) Achse B tr 6,2 6,3 6,2
Mantelrohrdicke (beschichtet) Achse F t 6,2 6,3 6,2
Kopfbereich lg 47,7 48,8 50,0
Uberstand Beton
FuRbereich s 49,3 49,0 51,0
d, 325,5 323,5 323,5
Rohrdurchmesser Achse B
d, 323,5 325,5 325,5
d, 325,5 323,5 323,5
Rohrdurchmesser Achse F
do 323,5 325,5 3245
Kl Ik 3220 3219 3220
Kernlange Kl Ik 3221 3221 3222
Kl Ik 3220 3220 3221
ds 80,3 80,3 80,1
Kl
ds 80,5 80,3 80,3
Kerndurchmesser Kl ds 80,3 80,3 80,5
Achse D ds 80,3 80,3 80,5
80,3 80,3 80,5
Kill d
ds 80,5 80,5 80,5
Kl aw 10,7 10,7 10,7
Schweillnahtdicke Kl aw 10’7 10’7 10’7
Kern-FuBplatte
Kl ay 10,7 11,0 10,7
Kopfplattendicke t 20,0 20,1 20,0
FuRplattendicke t 20,1 20,1 20,0
Querschnitt SchnittA—-A
Iges L
IR IB‘
IK
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Tab. B. 2: Ausbildung des Lasteinleitungsbereichs von Stiitzenkérper S-11 und S-1l/

" Ahgs

Lasteinleitungsbereich [mm] [mm]
lg 284,5 285,0
by 92,0 92,0 2
Knotenbleche
tq 12,0 12,0
dg 35,0 35,0
Ahg 100,1 100,0 B
Knotenbleche
Kopfpunkt Ahg 100,5 101,0 Schnitt B — B
Ahg 3 100,0 100,5
Ahg 4 100,0 100,5
Knotenbleche
Fulpunkt Ahy, 100,0 100,5
Ahg3 100,5 99,5
ts 20,0 20,0
Schubringe
ds 94,0 93,5
S1 80,0 82,0
Kl S, 80,0 80,5
Ahg 160,0 161,0
S 80.0 79.0 Stchubrlnge
Schubringe s
Kopfbereich Kl S2 80,0 80,0
Ahg 160,0 160,0
S1 80,0 80,0
Kl S, 79,0 80,0
Ah, 160,0 160,0 | d, |
S1 80,0 82,0 Knotenblech
Kl S, 80,0 81,0 T
Ahg 160,0 161,0
S1 80,0 80,0
Schubringe
Kl 7
FuBbereich S2 9.0 80,0 |
Ahg 158,5 160,0 d
S1 79,0 80,0
Kl S, 80,0 82,0
Ahg 160,0 160,0
Schweifinaht aw 5,0 5,0 T
Knotenblech-Rohr I 284,5 285,0
Schweillnaht
. aw 3,2 3,2
Schubrippe-Kern
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Anhang C Experimentelle Untersuchung — Dehnungsentwicklung in den
mehrkernigen Versuchskorpern

Im Folgenden werden die Last-Dehnungsbeziehungen an den einzelnen Stahlkernen
und an dem Stahimantel anhand der Messung im Traglastversuch bis zur Maximallast
mit anschlielender weggeregelter Halteperiode dargestellt und bewertet. Zu diesem
Zweck wurden die am oberen und unteren Lasteinleitungsbereich aufgezeichneten
Messwerte gemittelt, wodurch die Streuung der Dehnungswerte weitgehend minimiert
wurde.

T T T T T
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Abb. C. 1: Lastabhéngige Kerndehnungen am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-1

Die an den Kernprofilen erfassten Last-Verformungsbeziehungen zeichnen sich
zunachst durch einen linear-elastischen Verlauf aus. Wie sich bereits anhand der
extremalen Dehnungen bei Maximallast in Abs. 3.4.6.3 andeutete, zeigte der Stahlkern
Kl aufgrund der innerhalb des Querschnitts gewahlten Anordnung der Einstellprofile die
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groBten lastabhangigen Stauchungen. Dies bestatigt Abb. C. 1 mit der Last-Dehnungs-
beziehung der Stahlkerne im Bereich der Lasteinleitung im Fall des Verzichts einer
Endverdibelung im Stltzenkérper. Die in Umfangrichtung verteilten DMS des Stahl-
kerns Kl zeichnen sich durch durchgehend hdéhere Dehnungsmesswerte im Vergleich
zu Stahlkern KII und KiIlI aus, bei denen sich aufgrund der Symmetrie in der Quer-
schnittsgeometrie nahezu gleiche lastabhangige Dehnungsverldufe herausstellten.
Werden die Messwerte innerhalb eines beliebigen Kernes i betrachtet, so fallt auf, dass
DMS Ki-1 an der aufersten Druckrandfaser stets die hochsten und DMS K;-3 die
geringsten Werte lieferten. Ab einer Priflast von 3900 kN, die mit einer Dehnung von
1,7 %0 an DMS KI-1 einhergeht, sind im Lasteinleitungsbereich erste Plastizierungser-
scheinungen zu deuten, die sich durch ein signifikantes Abflachen der Kraft-Dehnungs-
kurven bemerkbar machen. In den durchgefiihrten Materialversuchen am Kernmaterial
ergab sich dieser Dehnungswert ebenfalls bei Erreichen der ausgepragten Streck-
grenze und beschreibt somit den Beginn des anschlielenden FlieRplateaus in der
Materialkennlinie.
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Abb. C. 2: Lastabhéngige Kerndehnungen in Stiitzenmitte von Versuchsstiitze S-1



Anhange 161

Im mittleren Stutzenbereich lassen sich qualitativ die gleichen Beobachtungen wie im
Lasteinleitungsbereich machen mit dem wesentlichen Unterschied, dass die Kerne
aufgrund der grofReren Auslenkung und somit den hdheren Biegemomenten grofiere
Dehnungen auszeichnen (s. Abb. C. 2). Als Beispiel resultierte aus der Maximallast an
der aulersten Druckrandfaser von Kern Kl eine Stauchung von ca. 6 %o, die ver-
gleichsweise im Bereich der Lasteinleitung an der betrachteten Querschnittsrandfaser
5 %o betrug.

Den Kraft-Dehnungsbeziehungen von Stitzenkorper S-lI sind die lastabhangigen
Dehnungsverlaufe von Versuchskorper S-Il und S-lll mit den gleichen Abmessungen
gegenuberzustellen. Entsprechend den nachfolgenden Abbildungen (Abb. C. 3 und
Abb. C. 4), welche die Kraft-Dehnungsbeziehungen der Einstellprofile am Lasteintra-
gungsbereich der mit planmaRiger Endverdiibelung hergestellten Versuchsstiitzen
enthalten, wurden in Relation zum Stiitzenkérper ohne Verdibelung keine nennens-
werten quantitativen Unterschiede in der Dehnungsentwicklung festgestellt.
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Abb. C. 3: Lastabhéngige Kerndehnungen am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-1/
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Abb. C. 4: Lastabhédngige Kerndehnungen am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-III

Lediglich an Stahlkern Kl lagen geringere lastabhangige Dehnungen vor, weswegen
die zugehdrigen Kraft-Dehnungslinien insgesamt steiler verlaufen. Folglich entstanden
geringere mittlere Querschnittsdehnungen in Kern KI. Mit einer mittleren Querschnitts-
stauchung von 1,77 %0 bei Maximallast befand sich das Kernmaterial in Versuchskor-
per S-1l und S-lll gerade noch im linear-elastischen Bereich, wahrend die Einstellkerne
von Prufkdrper S-I bereits vor Erreichen der Stitzentragfahigkeit erste Plastizierungs-
erscheinungen aufzeigten. Diese Unterschiede in dem Dehnungsverhalten sind auf die
mechanische Lastumlagerung durch die im Lasteinleitungsbereich eingesetzte End-
verdubelung und somit auf die zusatzlich zum Reibungsverbund erzeugte mecha-
nische Verbundwirkung zurlckzuflihren.

Wahrend am Lasteinleitungsbereich samtliche Kernprofile bis zum Erreichen der
Stitzentragfahigkeit ausschlielllich durch linear-elastisches Materialverhalten gepragt
waren, machten sich in Stitzenmitte zumindest an Kern Kl plastische Verformungen
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bemerkbar, die sich in Form einer starken zur Last Uberproportionalen Dehnungszu-
nahme kurz vor Erreichen der Versagenslast auswirkten (s. Abb. C. 5 und Abb. C. 6).
Wie im Lasteinleitungsbereich wurden in Stltzenmitte aufgrund des Einsatzes der
Endverdubelung und der damit verbundenen Lastumlagerung in das Mantelrohr gerin-
gere Kerndehnungen im Vergleich zu Prufkérper S-1, bei dem auf jegliche Verbund-
mittel verzichtet wurde, erfasst. Auffallig sind weiterhin die Dehnungszunahme in der
an die Maximallast anschlieRenden Haltephase und der darauf folgende Lastabfall.
Diese ausgepragte Dehnungszunahme konnte in dem verbundmittellosen Versuchs-
korper in diesem Ausmal} nicht beobachtet werden.

Abgesehen von dieser Auffalligkeit sind die Kurvenverlaufe der Kraft-Dehnungslinien
der Stahlkernprofile sdmtlicher Versuchsstiitzen qualitativ gleichwertig und unterschei-
den sich nur in geringem Male.
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Abb. C. 5: Lastabhédngige Kerndehnungen in Stlitzenmitte von Versuchsstiitze S-II
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Abb. C. 6: Lastabhédngige Kerndehnungen in Stlitzenmitte von Versuchsstiitze S-III

Neben den Dehnungen an den einzelnen Stahlkernen der Kerngruppe im Verbund-
querschnitt wurden die lastabhangigen Langsdehnungen am Mantelrohr ausgewertet.

Die am Rohrprofil von Stltzenkorper S-I gemessenen Langsdehnungen wurden fir
den Fall des Verzichts auf eine Endverdubelung in Abb. C. 7 und Abb. C. 8 grafisch
dargestellt. Wahrend DMS R-1, R-2 und R-4 sowohl am Ende des Lasteinleitungsbe-
reiches als auch in Stitzenmitte Stauchungen anzeigten, resultierten aus der Biege-
beanspruchung infolge der planmaRigen Lastexzentrizitat an der der Ausweichrichtung
zugewandten Seite Uber den gesamten Prufzeitraum lastabhangige Zugdehnungen.
Auf der Zugrandfaser in Stltzenmitte betrug die bei der Traglast gemessene Dehnung
ca. 2 %o. An der aulersten Druckrandfaser wurde hingegen eine Stauchung von 4,6 %o
gemessen. Die in der Biegeachse befindlichen DMS weisen ferner aufgrund der
Querschnittssymmetrie nur geringe Unterschiede in den Messwerten zueinander auf.
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Abb. C. 7: Lastabhédngige Rohrdehnung am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-1
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Abb. C. 8: Lastabhédngige Rohrdehnung in Stiitzenmitte von Versuchsstiitze S-1

Der Einsatz einer Endverdibelung im Kopf- und Fulibereich bewirkte sowohl am Ende
des Lasteinleitungsbereichs als auch in Stutzenmitte eine im Vergleich zu Stlutze S-I
starkere Zunahme der mittleren Querschnittsdehnung im Rohrprofil (s. Tab. 3.9 und
Tab. 3.10). Diese Annahme bestétigt sich beim Vergleich der am Lasteinleitungs-
bereich erfassten Kraft-Dehnungslinien von Versuchskérper S-Il und S-lll (Abb. C. 9
und Abb. C. 10) mit denen von Prifkorper S-I. Die Kraft-Dehnungslinien der mit Ver-
bundmitteln hergestellten Stutzenkdrper zeichnen sich durch eine geringere Kurven-
steigung und somit durch einen geringfiigig flacheren Verlauf aus, der durch die
mechanische Lastumlagerung in das Rohrprofil zu erklaren ist.

Zur Stutzenmitte hin nimmt der Einfluss der Verbundmittel auf die Dehnungsverlaufe im
Rohrprofil ab. Diese Auffassung resultiert aus der Betrachtung der Kurvensteigungen
der Kraft-Dehnungslinien am Hohlprofil von Stutzenkérper S-1I und S-lll (Abb. C. 11
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und Abb. C. 12) im Vergleich zu jenen, die dem verbundmittellosen Stutzenkdrper ent-
stammen. Aus der Umschnirungswirkung und den auftretenden Reibungseffekten
zwischen der Wandung des Mantelrohrs und der Oberflache des Fillbetons wurden die
Lasten trotz des Fehlens jeglicher Verbundmittel zur Stitzenmitte hin sukzessive in das
Mantelrohr eingetragen, woraus die geringen Unterschiede in der Dehnungsentwick-
lung resultieren.
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Abb. C. 9: Lastabhédngige Rohrdehnung am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-I1
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Abb. C. 10: Lastabhéngige Rohrdehnung am Ende des Lasteinleitungsbereiches von
Versuchsstiitze S-1II

Anhand der experimentellen Untersuchungen an dem mehrkernigen Verbundquer-
schnitt konnte dartber hinaus gezeigt werden, dass durch den kombinierten Einsatz
von Schubleisten und gelochten Knotenblechen als Verbundmittel im Lasteintragungs-
bereich die Uber die Messstellen gemittelte lastabhangige Dehnung im Rohrprofil und
in der Kerngruppe nahezu identisch sind. Dies deutet auf eine gleichmaRige Lastvertei-



Anhange 167

lung im Querschnitt hin. Hingegen wurde beim verbundmittellosen Prufkérper ein signi-
fikanter Unterschied der mittleren Dehnung zwischen der Kerngruppe und dem Hohl-
profil, bei dem die Dehnungen insbesondere im Bereich der Lasteinleitung merklich
geringer waren, festgestellt.
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Abb. C. 11: Lastabhéngige Rohrdehnung in Stiitzenmitte von Versuchsstiitze S-1
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Anhang D M-N-Interaktion mehrkerniger Hohlprofil-Verbundquerschnitte
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Abb. D. 1: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragféhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-X mit r/Dr=0,15
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Abb. D. 2: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Momententragfdhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-X mit r/Dr=0,30
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Abb. D. 3: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfdhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-X mit r/Dr=0,15
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Abb. D. 4: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfdhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-X mit r/Dr=0,30
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Abb. D. 5: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfdhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-Y mit r/Dr=0,15
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Abb. D. 6: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfdhigkeit des dreikernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS1-Y mit r/Dr=0,30
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Abb. D. 7: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Momententragfdhigkeit des vierkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS2-X mit r/Dr=0,15
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Abb. D. 8: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Momententragfdhigkeit des vierkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS2-X mit r/Dr=0,30
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Abb. D. 9: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfdhigkeit des vierkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS2-Y mit r/Dr=0,15
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Abb. D. 10: Vollplastische und dehnungsbeschrénkte Momententragféhigkeit des vierkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS2-Y mit r/Dr=0,30
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Abb. D. 11: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfahigkeit des fiinfkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS3 mit r/Dgr=0,20
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Abb. D. 12: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfahigkeit des fiinfkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS3 mit r/Dgr=0,30



180

Zum Tragverhalten von Hohlprofil-Verbundstitzen mit Mehrkernquerschnitten

1
‘ QS4 - r/Dg=0,32 — 5x50 AN ——— Dehnungsbeschrankt
\\\ —— Vollplastisch N [
RR 457 x 8 — S235 N
RV 50 — S355
C35/45 08 N 08
AN
AN
A
AN
N\
06 > 06
= \
o \
z \
z \
04 \ 0,4
\
\
\
\\
0,2 \ 0,2
\
\
}
. MyNMypa | o | Man,o(NYM4(N)
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 0 025 05 075 1
1 N 1
QS4 —1/Dg=0,31 — 5x65 N ——~— Dehnungsbeschrankt
N —— Vollplastisch L]
RR 457 x 8 — S235 N
RV 65 — S355
C35/45 08 ~ 08
N
N\
AN
\
06 > 06
i \
Z \
> AN
=z \
0,4 \ 0,4
\
\
\
\
\\
0,2 \ 0,2
\
\
‘.
. M(NMyy o | Man o(NYM, o(N)
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 12 0 025 05 075 1
1 1
QS4 - r/Dg=0,29 — 5x80 AN ——— Dehnungsbeschrankt
AN —— Vollplastisch AR AU SV S
RR 457 x 8 — S235 N
RV 80 — $355 N 08
C35/45 08 N :
AN
\
AN
\
\
0,6 0,6
\
T
Z \
] \
=z \
0,4 0,4
\
\
\
\
\\
0,2 \ 0,2
\
\
\\
. M(N)/Myq | o | Mas, oYM 4(N)
0 0,2 04 0,6 0,8 1 1,2 0 025 05 075 1

Abb. D. 13: Vollplastische und dehnungsbeschrédnkte Momententragfahigkeit des fiinfkernigen
Hohlprofil-Verbundquerschnittes QS4 mit zentrischer Anordnung eines Stahlkerns
und r/Dr=0,30
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Anhang E Momententragfahigkeit von Hohlprofil-Verbundquerschnitten
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