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Kurzfassung

Die Beriticksichtigung der Aspekte der Wirtschaftlichkeit, der Resourcenschonung und
der nachhaltigen Nutzung von Gebéduden sind neben den konstruktiven und brand-
schutztechnischen Anforderungen fiir horizontale Tragelemente von Gebéduden essenti-
ell, um eine nachhaltige Bauweise zu realisieren. Nachhaltige Bauweisen fiir horizontale
Tragelemente sind Verbundtrager oder multifunktionale Deckensysteme mit Verbund-
diibelleisten (VDL). Im Gegensatz zu den etablierten Koptbolzendiibeln (KBD) ist die
Herstellung von VDL effizienter, es konnen schlankere Betongurte realisiert werden und
zugleich kénnen hohere Schubkréfte in der Verbundfuge mit VDL tbertragen werden.
Dennoch werden im Hochbau in der Baupraxis in der Regel KBD bei Verbundtragern
verwendet, da eine Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall aufgrund
einer fehlenden experimentellen Datenbasis mit den derzeitigen technischen und nor-
mativen Regelungen nicht moglich ist. Aus diesem Grund ist fiir die Genehmigung eine
Zustimmung im Einzelfall erforderlich. Die bisherigen experimentellen Untersuchungen
und numerischen Simulationen zum Schubtragverhalten der VDL sind ausschliefllich
auf Raumtemperaturbedingungen begrenzt.

Zur Bewertung des Schubtragverhaltens der VDL im Brandfall und fir ein vertieftes
Verstéandnis der Tragcharakteristiken der VDL im Brandfall werden in dieser For-
schungsarbeit experimentelle Untersuchungen und numerische Simulationen durchge-
fiihrt und analysiert. Zusétzlich wird fiir die Ingenieurpraxis basierend auf diesen ein
Bemessungsvorschlag fiir eine vereinfachte Ermittlung der Schubtragfihigkeit der VDL
im Brandfall abgeleitet.

Dafiir wird mit 30 Push-out-Versuchen und zwei grofmafistdblichen Untersuchungen
der Temperatureinfluss auf das Schubtragverhalten der VDL bewertet sowie der Ein-
fluss des Schubtragverhaltens am Tragverhalten eines Verbundtrigers im Brandfall
analysiert. In den Push-out-Versuchen zur Schubtragfihigkeit ist ein Stahlversagen
der VDL bei Raumtemperaturbedingungen und im Brandfall aufgetreten. Aus den
Push-out-Versuchen mit homogenen Temperaturfeldern wird abgeleitet, dass der Ver-
sagensmechanismus des Stahlversagens sich mit zunehmender Verbundmitteltempera-
tur nicht verdndert. Des Weiteren resultiert aus den Push-out-Versuchen, dass sich
der Einfluss der Anzahl der Querstédbe auf die Schubtragfihigkeit mit zunehmender

Verbundmitteltemperatur reduziert. Aulerdem wird nahezu ausschliefSlich bei Raum-
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Kurzfassung

temperaturbedingungen ein Anteil der Schubtragfahigkeit iiber Reibung tibertragen.
In den groBmafBstéblichen Untersuchungen wird das Tragverhalten des Verbundtra-
gers nicht durch das Schubtragverhalten der VDL beeinflusst, da kein Schlupf in der
Verbundfuge aufgetreten ist.

Basierend auf den wissenschaftlich etablierten Modellierungsansitzen sowie Materi-
alformulierungen wird ein allgemeingiiltiges numerisches Modell entwickelt, mit dem
das Schubtragverhalten der VDL im Brandfall fiir die Versagensmechanismen Stahl-
versagen und Ausstanzen des Betons beschrieben werden kann. Auf Basis der Be-
wertung der Push-out-Versuche wird geschlussfolgert, dass bei dem Versagensmecha-
nismus Stahlversagen unabhingig vom Temperaturfeld der kritische Schnitt, der sich
oberhalb des Diibelfufles befindet, mafigebend fiir die Schubtragfahigkeit der VDL ist.
Aus diesem Grund wird mit dem numerischen Modell ausschliellich der Einfluss ei-
nes Temperaturgradienten auf den Versagensmechanismus Ausstanzen analysiert. Der
Temperaturgradient beeinflusst den charakteristischen Beanspruchungszustand - den
Ausbruchkegel - des Versagensmechanismus des Ausstanzens des Betons nicht. Infolge
der Brandbeanspruchung wird die Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanz-
versagen reduziert.

Auf Grundlage der Erkenntnisse der experimentellen Untersuchungen und numerischen
Simulationen wird ein Bemessungsvorschlag zur vereinfachten Ermittlung der Schub-
tragfahigkeit von VDL im Brandfall abgeleitet, mit dem auf Basis der geometrischen
Abmessung der VDL in Abhéngigkeit der Feuerwiderstandsdauer die Bemessung der
Schubtragfihigkeit der VDL erfolgen kann. Damit wird im Zuge dieser Forschungsar-
beit ein fiir die Ingenieurpraxis anwendbares Modell entwickelt, um die Vorteile der

VDL nutzen zu konnen.

Schlagworter: Stahlverbundtrager mit Verbunddiibelleisten, Schubtragfahigkeit,

Brandfall, Push-out-Versuch, numerische Simulation, vereinfachtes Verfahren
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Abstract

In addition to the structural and fire safety requirements for horizontal load-bearing
elements of buildings, it is essential to take into account the aspects of economic effi-
ciency, resource conservation and sustainable use of buildings in order to realise sus-
tainable constructions. Sustainable constructions for horizontal load-bearing elements
are composite beams or multifunctional slab systems with composite dowels, because
in contrast to the established headed studs, the production of composite dowels is
more efficient, more slender concrete slabs can be realised and coincident higher shear
forces can be transferred in the joint of the composite beam with composite dowels.
However, in construction practice generally headed studs are used for composite beams
of buildings. Due to the lack of experimental data basis, a design of composite dowels
in case of fire is not possible with the current technical and normative regulations and
thus in these cases an individual administrative is required. The previous experimental
investigations and numerical simulations on the shear capacity of composite dowels are
limited to room temperature.

In order to evaluate the shear capacity of the composite dowels in case of fire and
for an enhanced understanding of the load-bearing characteristics of the composite
dowels in case of fire, within this research work experimental investigations and nu-
merical simulations are performed and analysed. In addition, a design proposal for a
simplified method to determine the shear capacity of the composite dowels in case of
fire is derived for engineering practice.

For this purpose, the temperature influence on the shear capacity of the composite
dowel is determined in 30 push-out tests and the influence of the shear capacity of the
composite dowels on the load-bearing behaviour of a composite beam in case of fire is
analysed within two large-scale experimental investigations. From the push-out tests
with homogeneous temperature fields, it is deduced that the failure mechanism steel
failure does not change with increasing temperature of the composite dowel. Further-
more, the push-out tests showed that the influence of the number of rebars in the recess
of the composite dowel on the shear capacity of the composite dowel is reduced with
increasing temperature. Moreover, almost exclusively at room temperature a part of
the shear capacity of the composite dowel is transferred by friction. In the large-scale

investigations, the load-bearing behaviour is not influenced by the shear capacity of
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Abstract

the composite dowel, as no slip occurred in the composite joint.

Based on scientifically established modelling approaches and material formulations,
a generally valid numerical model is developed which can describe the shear bearing
behaviour of the composite dowel in the case of fire for the failure mechanisms steel fai-
lure and concrete pry-out failure. From the evaluation of the tests it is concluded that
independent from the temperature field for the steel failure mechanism, the critical
section is decisive for the shear capacity of the composite dowel. For this reason, only
the influence of a temperature gradient on the pry-out failure of the composite dowels
is evaluated with the numerical model. The temperature gradient does not influence
the characteristic stress state - pry-out cone - of the failure mechanism concrete pry-
out failure. Due to the fire exposure, the shear capacity of the composite dowel with
a pry-out failure is reduced.

Based on the knowledge of the experimental investigations and the numerical simu-
lations, a design proposal for a simplified method to determine the shear capacity of
composite dowels in case of fire is developed. With this simplified method the shear
capacity of composite dowel in case of fire can be determined dependent on the geo-
metric dimensions of the composite dowels and the fire resistance time. Thus, within
this research work, a simplified method for engineering practice is developed in order

to enable the use of composite dowels.

Keywords: Steel composite beam with composite dowels, shear capacity, fire,

push-out-test, numerical simulation, simplified method
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Kapitel 1
Einleitung

1.1 Motivation und Problemstellung

Horizontale Tragelemente von Gebéduden, zu denen unter anderem Verbundtrager und
multifunktionale Verbunddeckensysteme zdhlen, sind ein zentraler Bestandteil von
Bauwerken. An horizontale Tragelemente der Tragstruktur von Gebduden werden ver-
schiedenste Anforderungen hinsichtlich der Konstruktion, der Wirtschaftlichkeit, der
Nachhaltigkeit und der flexiblen Nutzungsgestaltung iiber die Lebensdauer eines Ge-
béudes gestellt. Insbesondere sollen Deckensysteme eine moglichst funktionelle und
schlanke Bauweise aufweisen und gleichzeitig die Lasten des Geschosses fiir moglichst
viele Nutzungsarten iiber die Lebensdauer des Gebidudes abtragen. Zur Verbindung
dieser Anforderungen eignen sich besonders Stahl-Beton-Verbunddecken, da diese die
Integration der Gebédudetechnik in der Tragwerksebene des Deckensystems ermogli-
chen und gleichzeitig eine geringe Bauhohe aufweisen. Auch die Aspekte der Nach-
haltigkeit und der flexiblen Nutzungsgestaltung tiber die Lebensdauer von Gebduden
gewinnen zunehmend an Bedeutung im Planungs- und Nutzungsprozess von Bauwer-
ken. Eine nachhaltige Bauweise wird aufgrund der Thematik des Klimawandels und
einer nachhaltigen Nutzung der Ressourcen (Ressourcenschonung) immer wichtiger
(Hegger et al., 2011; Claflen et al., 2014). Dariiber hinaus werden an Deckensyste-
me auch brandschutztechnische und architektonische (stiitzenfreie Raumgestaltung)
Anforderungen gestellt. Die Beriicksichtigung dieses Anforderungsprofils fiir Decken-
systeme ist bei der Planung von Gebduden von essentieller Bedeutung, da Decken
einen prozentualen Anteil von ca. 50-80% am Rohbauvolumen haben (Ungermann
et al., 2010; Hegger et al., 2011; ClafSen et al., 2014).

Durch den hohen Anteil am Rohbauvolumen von Gebduden stellen Decken respekti-
ve Deckensysteme in Verbundbauweise ein zentrales Konstruktionselement dar. Folg-
lich haben Decken ein signifikantes Potential, um die Nachhaltigkeit von Geb&duden
positiv zu beeinflussen. Deshalb sind effiziente und nachhaltige Deckensysteme in Ver-

bundbauweise essentiell. Eine schlanke Bauweise des Betongurts verbessert durch einen
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1.1 Motivation und Problemstellung

optimierten Materialeinsatz die Nachhaltigkeit eines Deckensystems. Die realisierba-
re Schlankheit des Betongurts hiangt dabei von schalltechnischen, konstruktiven und
brandschutztechnischen Anforderungen ab. Ferner wird die Konstruktion eines Ver-
bunddeckensystems durch die Verbundmittel zur Ubertragung der Schubkriifte zwi-
schen dem Betongurt und dem Stahlprofil des Deckensystems beeinflusst. Zu den gén-
gigen Verbundmitteln z&dhlen unter anderem Kopfbolzendiibel, Perfobondleisten und
Verbunddiibelleisten (im Folgenden: VDL) (siehe Abbildung 1.1).

Abbildung 1.1: Verbundmittel zur Ubertragung von Schubkréften zwischen Stahlpro-
fil und Betongurt: (a) Kopfbolzendiibel (hock-ing.de, o. J.), (b) Per-
fobondleiste (Hauf et al., 2017), (c) Verbunddiibelleiste in Puzzleform
(Springer et al., 2018)

VDL in Puzzle- oder Klothoidenform (siehe Abbildung 1.1(c)) sind leistungsfihi-
ge Verbundmittel, die im Briicken- und Hochbau in Verbundbauweise immer hiufiger
Anwendung finden. Im Vergleich zu konventionellen Verbundmittel, wie beispielswei-
se Kopfbolzendiibel, haben VDL eine hohere Schubtragfihigkeit und sind durch die
Herstellung mittels eines Brennschneidverfahrens wirtschaftlicher. VDL zeichnen sich
im Vergleich zu Kopfbolzendiibeln durch die hohe Tragfdhigkeit von VDL bei einer
geringen Konstruktionshohe aus. Diese Eigenschaft und die Verwendung von oberfl-
anschlosen Stahlprofilen mit VDL erméglicht es, besonders schlanke Betongurte zu
konzipieren.

Ferner sind neben den konstruktiven, 6kologischen und ékonomischen Anforderun-
gen auch die brandschutztechnischen Anforderungen zu beriicksichtigen. In Deutsch-
land wird baurechtlich geméa Musterbauordnung MBO (2002) fir Gebdude mit einer
Hohe von mehr als 13 m und Hochhéuser eine 90- bzw. 120-miniitige Feuerwider-
standsdauer gefordert. Diese brandschutztechnischen Anforderungen reprasentieren
das typische Einsatzgebiet von Deckensystemen in Verbundbauweise. Folglich muss
die Tragfdhigkeit des Deckensystems fiir die geforderte Feuerwiderstandsdauer von
90 bzw. 120 Minuten sichergestellt werden. Dies bedeutet in der Konsequenz, dass
ebenfalls die Schubkraftiibertragung der Verbundmittel zwischen Betongurt und dem

Stahlprofil im Brandfall fiir diese Dauer zu gewéhrleisten ist.
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1.2 Zielsetzung

Die aktuelle Bemessungsvorschrift fiir Verbundtragwerke ist der Eurocode 4 (gleich-
bedeutend mit DIN EN 1994-1-1 (2010)). Dieser beinhaltet die Bemessung von Ver-
bundtriagern und -decken mit unterschiedlichen Verbundmitteln. Jedoch enthalten
die derzeitigen Bemessungsvorschriften ausschliellich vereinfachte Bemessungsanséatz-
te zur Ermittlung der Schubtragfdhigkeit von Kopfbolzendiibeln bei Raumtempera-
turbedingungen und im Brandfall. Weitere Verbundmittel, wie beispielsweise das leis-
tungsfahige Verbundmittel der VDL, wird auf européischer Ebene nicht durch den
Eurocode 4 erfasst. In Deutschland wird die Bemessung von VDL im Hoch- und
Briickenbau durch eine allgemeine Bauartgenehmigung geregelt, die im Wesentlichen
auf den Untersuchungen des Forschungsprojektes Neue Systeme fiir Stahlverbund-
briicken von Feldmann et al. (2014) und Heinemeyer (2011) basiert. Die Regelun-
gen der allgemeinen Bauartgenehmigung sind ausschlielich auf Raumtemperaturbe-
dingungen begrenzt, da der Einfluss des Brandfalls auf die Schubtragfidhigkeit von
VDL weder experimentell noch numerisch untersucht und bewertet wurde. Aus diesem
Grund ist bei einer Anwendung von Verbundtragern mit VDL mit brandschutztechni-
schen Anforderungen eine Zustimmung im Einzelfall erforderlich. Um eine Zustimmung
im Einzelfall zu erhalten, sind experimentelle Daten zur Schubtragféhigkeit von VDL
im Brandfall notwendig. Somit wird das Potential des leistungsfdhigen Verbundmittels
der VDL derzeit nicht vollumfénglich genutzt, um effiziente und nachhaltige Decken-
systeme zu konstruieren. Um zukiinftig die Anwendbarkeit von VDL zu vereinfachen
und in der Praxis weiter zu etablieren, sind Untersuchungen zur Schubtragfdhigkeit
von VDL im Brandfall erforderlich.

1.2 Zielsetzung

Verbundtriger bzw. -deckensysteme mit VDL wurden bisher nur in wenigen Anwen-
dungsfillen in mehrgeschossigen Gebduden bzw. Hochhdusern, wie beispielsweise bei
der Stahlverbundkonstruktion der Parkgaragen in Wiesbaden (Springer et al., 2018),
eingesetzt. Um das leistungsfahige Verbundmittel der VDL bei Verbundtriagern bzw.
-deckensystemen im Hochbau verwenden zu kénnen, fehlen grundlegende experimentel-
le Untersuchungen und numerische Simulationen zum Schubtragverhalten im Brand-
fall. Ziel der vorliegenden Forschungsarbeit ist die Beurteilung des Schubtragverhaltens
sowie die Identifizierung wesentlicher Einflussfaktoren auf die Schubtragfahigkeit von
VDL im Brandfall und die Entwicklung eines vereinfachten Ansatzes zur Beschreibung
des Schubtragverhaltens der VDL im Brandfall, um eine baupraktische Anwendbar-
keit der VDL im Brandfall zu erméglichen. Dabei gliedert sich die Zielsetzung dieser

Forschungsarbeit in die nachfolgenden Unterpunkte:



1.3 Vorgehensweise

e Quantifizierung des Einflusses von erhéhten Temperaturen im Vergleich zu Raum-
temperaturbedingungen auf das Schubtragverhalten von VDL mit experimentel-

len Untersuchungen - sog. Push-out-Versuchen

e Bewertung der Auswirkungen des Brandfalls sowie Quantifizierung des Einflusses
des Schubtragverhaltens von VDL auf das Tragverhalten eines Verbunddecken-

systems mit VDL mit grofmafistdblichen Versuchen

e Herleitung eines allgemeingiiltigen numerischen Modells zur Bewertung des Trag-

verhaltens bei einem transienten Temperaturfeld

e Bewertung der Ubertragbarkeit sowie Herleitung vereinfachter Ansitze auf Ba-
sis normativer Regelungen zur Bemessung der Schubtragfihigkeit von VDL im
Brandfall

Zur Analyse dieser Unterpunkte wurde ein wissenschaftlicher Ansatz basierend auf ex-
perimentellen Untersuchungen, analytischen Methoden und numerischen Simulationen

entwickelt und durchgefiihrt, der im Folgenden beschrieben wird.

1.3 Vorgehensweise

Als Ausgangspunkt der Forschungsarbeit werden der Stand der Technik und Forschung
zu VDL mit besonderem Fokus auf die Schubtragfihigkeit der VDL in Kapitel 2 zu-
sammengefasst. Grundlegend werden zunéchst die Entwicklung und Charakteristiken
von VDL sowie deren praktischer Anwendungsbereich dargestellt, die sich von den eta-
blierten Verbundmitteln wie den Kopfbolzendiibel unterscheiden. Weiterhin werden die
gultigen technischen und normativen Regelungen zu Verbundtrigern mit VDL aufbe-
reitet und darauf aufbauend die Schwierigkeiten einer Bemessung von Verbundtrigern
mit VDL dargelegt. Dabei werden vor dem Hintergrund der Zielsetzung dieser For-
schungsarbeit die wesentlichen Einflussfaktoren auf die Schubtragfdhigkeit der VDL
zusammengetragen sowie der Temperatureinfluss auf die Schubtragfahigkeit von Kopf-
bolzendiibeln dargestellt. Abschliefend wird die Motivation fiir die experimentellen
Untersuchungen und numerischen Simulationen dieser Forschungsarbeit aus dem dar-
gestellten Stand der Technik und Forschung abgeleitet.

In Kapitel 3 wird der Temperatureinfluss auf die Schubtragfahigkeit sowie den Versa-
gensmechanismus der VDL mit Push-out-Versuchen experimentell ermittelt. Grund-
legend werden dafiir die Versuchsdurchfiihrung und der konzipierte, innovative Ver-
suchsaufbau, der eigens fiir diese Forschungsarbeit entwickelt wurde, erldutert. Dabei

werden in diesem Kapitel die Ergebnisse der Push-out-Versuche in den Stand der
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1.3 Vorgehensweise

Technik eingeordnet. Dariiber hinaus wird der Temperatureinfluss auf die Schubtrag-
fahigkeit der VDL vergleichend mit der Schubtragfihigkeit von KBD im Brandfall
bewertet. Weiterhin wird eine Anwendbarkeit von vereinfachten Bemessungsansétzen
zur Ermittlung der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall diskutiert. Zum Schluss
werden die wesentlichen Erkenntnisse der Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit
der VDL bei erhohten Temperaturen zusammengefasst.

Die Erkenntnisse aus den experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit der
VDL werden unter anderem verwendet, um das Tragverhalten eines Verbunddecken-
systems im Brandfall zu bewerten. Grundlage sind die gromafstéblichen experimen-
tellen Untersuchungen zum Tragverhalten eines Verbunddeckensystems im Brandfall,
die in Kapitel 4 dargestellt sind. Dabei wird zum einen das Tragverhalten eines Ver-
bunddeckensystems mit einer VDL bewertet und zum anderen soll der Einfluss des
Schubtragverhaltens der VDL auf das globale Tragverhalten analysiert werden. Ab-
schliefend werden die wesentlichen Erkenntnisse kritisch bewertet und zusammenge-
fasst.

Aufbauend auf den experimentellen Untersuchungen werden in Kapitel 5 numerische
Simulationen, basierend auf den wissenschaftlich etablierten Modellierungsansétzen
und Materialformulierungen, durchgefithrt, um das Schubtragverhalten von VDL im
Brandfall zu analysieren. Dafiir wird zunéchst ein allgemeingiiltiges numerisches Mo-
dell zur Beschreibung des Schubtragverhaltens der VDL im Brandfall entwickelt. An-
hand von experimentellen Untersuchungen aus dieser Forschungsarbeit sowie aus der
Literatur wird das Modell validiert. Mit dem Modell wird ein Bemessungsvorschlag
zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall entwickelt,
der eine Bemessung fiir definierte Feuerwiderstandsdauern ermdglicht. Zuletzt werden
die wesentlichen Ergebnisse der numerischen Simulationen zusammengefasst.

In Kapitel 6 werden die wesentlichen Erkenntnisse der durchgefiihrten experimentellen
Untersuchungen und der numerischen Simulationen zusammengefasst. Des Weiteren
werden aufbauend auf den Erkenntnissen dieser Forschungsarbeit Vorschlége fiir wei-

terfiihrende Untersuchungen gegeben.






Kapitel 2

Stand der Technik und Forschung

2.1 Einleitung

In diesem Kapitel werden die wesentlichen Charakteristiken der VDL in Puzzle- oder
Klothoidenform, zu denen insbesondere das Tragverhalten des einzelnen Verbundmit-
tels infolge einer Schubbeanspruchung zéhlt, erldutert. Ferner werden der Stand der
Normung sowie der Forschung hinsichtlich der normativen Regelungen und des Trag-
und Verformungsverhaltens von VDL infolge einer Schubbeanspruchung dargestellt.
VDL sind leistungsfahige Verbundmittel und stellen eine effiziente Losung fiir Sys-
teme in Verbundbauweise dar. Dazu werden in diesem Kapitel die Entwicklung von
VDL sowie die wesentlichen Charakteristiken von VDL herausgearbeitet. Am Bei-
spiel von einigen Ausfithrungsvarianten mit VDL aus dem Bereich des Briickenbaus
in VerbundFertigTeil-Bauweise (im Folgenden: VFT-Bauweise) und des Hochbaus in
Verbundbauweise werden die Vorteile von VDL im Vergleich zu anderen Verbund-
mitteln aufgezeigt. Basierend auf den Ausfithrungsbeispielen des Einsatzes von VDL
im Hoch- und Briickenbau wird das Anwendungspotential von VDL im Bereich des
Hochbaus bei multifunktionalen Deckensystem in Verbundbauweise abgeleitet. Zu-
dem werden die derzeitigen technischen und normativen Regelungen zu VDL und zur
experimentellen Bestimmung der Schubtragfahigkeit von Verbundmitteln geschildert.
Zur Bewertung der eigenen experimentellen Untersuchungen und numerischen Simu-
lationen zum Schubtragverhalten von VDL bei Raumtemperaturbedingungen und im
Brandfall werden die wesentlichen nationalen und internationalen Untersuchungen zur
Schubtragfahigkeit von VDL zusammengefasst.

Abschlieflend erfolgt die Abgrenzung der eigenen Forschungsarbeit und Ableitung der
zentralen Fragestellungen dieser Forschungsarbeit gegeniiber dem dargestellten Stand
der Normung und Forschung zur Schubtriagfihigkeit von VDL in Puzzle- oder Klo-

thoidenform.



2.2 Verbunddibelleisten in der Anwendung

2.2 Verbunddiibelleisten in der Anwendung

2.2.1 Aligemeines

VDL zéhlen zu den Verbundmitteln und sind im Vergleich zu den international und na-
tional iiberlicherweise verwendeten Kopfbolzendiibeln (im Folgenden: KBD) eine wirt-
schaftliche Alternative zur Ubertragung der Schubbeanspruchung 7 zwischen einem
Betongurt und einem I-Profil (Mangerig et al., 2011). Die Herstellung von VDL er-
folgt mittels eines Brennschneidverfahrens mit einem Plasma-Laser mit einer kontinu-
ierlichen Schnittfiihrung (siehe Abbildung 2.1(a)). Beim Herstellungsverfahren wird die
VDL in den Steg des I-Profils eingebrannt, wodurch aus einem I-Profil zwei oberflansch-
lose I-Profile mit einer VDL entstehen (siche Abbildung 2.1(b)). Die oberflanschlosen I-
Profile mit einer VDL eignen sich besonders fiir Verbundquerschnitte mit einem schlan-
ken Betongurt zur Ubertragung der Schubbeanspruchung 7, bei dem der Betongurt
entweder oberhalb des I-Profils (siche Abbildung 2.1(c)) oder unterhalb des I-Profils
angeordnet ist. Neben dem Entwicklungsprozess von VDL in Puzzle- oder Klothoiden-
form werden im Folgenden die wesentlichen Charakteristiken und Vorteile gegeniiber
konventionellen KBD erldutert. Ein weitere Anwendungsbereich von VDL neben Ver-
bundtriigern sind multifunktionale Deckensysteme zur Ubertragung der Schubkrifte

zwischen einem I-Profil und einem Betongurt.

a5 Betongurt

[Schub 7]
— 1/2 I-Profil
P mit Verbund-
diibelleiste

(c)

(b)

Abbildung 2.1: VDL in Klothoidenform: (a) Herstellungsprozess (Feldmann et al.,
2014), (b) Oberflanschlose I-Profile mit VDL, (c¢) Verbundquerschnitt
mit VDL

2.2.2 Entwicklung und Charakteristiken von Verbunddiibelleisten

Die VDL von beispielsweise einem Verbundtriger oder einem multifunktionalen De-
ckensystem setzt sich im Wesentlichen aus dem Diibel entweder in Puzzle- oder Klo-
thoidenform eines I-Profils sowie einer Quer- und einer Brillenbewehrung zusammen.

Die Bewehrungen sind in einen Betongurt eingebunden. In Abbildung 2.2 ist der prin-
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2.2 Verbunddiibelleisten in der Anwendung

zipelle Aufbau einer VDL in Klothoidenform schematisch dargestellt. VDL in Puzzle-
oder Klothoidenform resultieren letztendlich aus der konsequenten Weiterentwicklung
respektive Optimierung von Lochleisten - sog. Perfobondleisten -, dessen Entwicklung

im Folgenden dargestellt wird.

Obere Bewehrung At

Stahldiibel BtztonguV (Brillenbewehrung)

Betondiibel Ap
(Diibelzahnausnehmung)

he

Abstand der Ausnehm- Untere Bewehrung Ay
ungen in Lingsrichtung ex  (Querbewehrung)

Abbildung 2.2: Schematische Darstellung der VDL

Die Perfobondleiste, die eine aufgeschweifite Stahlleiste auf einem I-Profil ist, wurde
Ende der 80er Jahre von Andrd (1985) und Leonhardt et al. (1987) zur Ubertragung
von Schubkréften entwickelt, obwohl damals in der Regel KBD bei Verbundtriagern ver-
wendet wurden. Ziel der Entwicklung sog. Perfobondleisten von Andrd (1985) war die
Generierung eines einfacheren und zugleich wirtschaftlicheren Verbundmittels im Ver-
gleich zu KBD. Die Perfobondleiste (sieche Abbildung 2.3(a)) ist nach Leonhardt et al.
(1987) ein leistungsfahigeres Verbundmittel im Vergleich zu KBD, um den Verbund
zwischen dem Betongurt und dem Stahlprofil eines Verbundtrégers sicherzustellen.
Perfobondleisten iibertragen die Schubkréfte zwischen Stahl und Beton iiber betonge-
fiillte Ausnehmungen in einer Lochleiste, die als Betondiibel bezeichnet werden. Auf-
grund der kontinuierlichen Anordnung der Verbundmittel bei Perfobondleisten wird
eine anndhernd stetige und sehr leistungsfihige Schubverbindung erzeugt. Aus den ex-

perimentellen Untersuchungen zu Perfobondleisten von Andrd (1985) und Leonhardt

Abbildung 2.3: Isometrien von Verbundtragern mit unterschiedlichen Verbundmitteln
(ohne Bewehrung der Verbundmittel): (a) mit Perfobondleiste, (b) mit
Kombi-Diibelleiste, (¢) mit VDL
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et al. (1987) wurden zwei Versagensmechanismen der Perfobondleiste abgeleitet. Das
Abscheren der Stahlleiste sowie das Abscheren des Betondiibels. Die experimentellen
Untersuchungen von Andrd (1985) und Leonhardt et al. (1987) zur Perfobondleisten
weisen einen starren Verbund mit einem duktilen Versagenszustand auf.

Die Bemessung von Perfobondleisten erfolgt geméafl der allgemeinen bauaufsichtlichen
Zulassung (im Folgenden: abZ) fiir Perfobondleisten (DIBt, 1991). Ein Vorteil der
Perfobondleiste ist die geschlossene Schnittfiihrung, wodurch diese eine nahezu rei-
ne Schubbeanspruchung und keine Biegebeanspruchung aufweist, wie dies bei offenen
VDL der Fall ist. Allerdings hat die Perfobondleiste bei ihren Vorteilen gegentiber
KBD ebenso baupraktische Nachteile. Der Herstellungsprozess der Perfobondleiste
weist keine kontinuierliche Schnittfiihrung auf. Des Weiteren sind die Verbundmit-
tel der Perfobondleiste nach oben geschlossen, wodurch die Querbewehrung aufwendig
in die Offnungen eingefiidelt werden muss. Durch offene Ausnehmungen bei VDL wird
der Nachteil der aufwendigen Einfiddelung der Bewehrung aufgehoben, weshalb VDL
mit offenen Ausnehmungen im Vergleich zu VDL mit geschlossenen Ausnehmungen
starker erforscht wurden.

Basierend auf den Perfobondleisten wurden die sog. Kombi-Diibel als Verbundmittel
fiir Verbundtriager entwickelt (sieche Abbildung 2.3(b)). Die Kombi-Diibel sind Ver-
bunddiibelleisten mit nach oben gedffneten Ausnehmungen. Die offenen Ausnehmun-
gen ermoglichen zum einen eine wirtschaftlichere Schnittfithrung zur Herstellung der
Verbundmittel und zum anderen eine einfachere Installation der Querbewehrung im
Vergleich zu Perfobondleisten. Durch diese Anpassungen wurde die baupraktische An-
wendung von Kombi-Diibeln im Vergleich zu Perfobondleisten verbessert. Das Trag-
verhalten von Kombi-Diibeln wurde grundlegend von Wurzer (1997) und Zapfe (2001)
erforscht. Aus den Untersuchungen von Wurzer (1997) und Zapfe (2001) wurden un-
terschiedliche Versagensmechanismen abgeleitet sowie die Beanspruchung der Kombi-
Diibel analysiert. Im Vergleich zur Perfobondleiste werden Kombi-Diibel durch die
nach oben gedffneten Ausnehmung gleichzeitig auf Schub und Biegung beansprucht.
Die Regelungen zur Bemessung von Kombi-Diibeln finden sich in der abZ fiir Kombi-
Verdiibelung (DIBt, 2000).

Dariiber hinaus wurden weitere Verbundmitteltypen mit offenen Ausnehmungen, wie
beispielsweise der Kronendiibel von Fink et al. (2007b, 2011) mit einer verbesserten
Schnittfiihrung entwickelt. Diese Diibelformen werden an dieser Stelle nicht weiter er-
lautert, da keine nationalen Zulassungen dieser Diuibelformen vorliegen.

VDL in Puzzle- oder Klothoidenform sind schlussendlich die konsequente Weiterent-
wicklung der Perfobondleisten und Kombi-Diibel. Vorteilhaft fiir die VDL im Vergleich
zu den zuvor genannten Verbundmitteln ist die kontinuierlichen Schnittfithrung. Durch

diese Schnittfiihrung entstehen nach oben gedffnete Ausnehmungen, wodurch unter an-

10



2.2 Verbunddiibelleisten in der Anwendung

derem ein einfacher Einbau der Querbewehrung des Verbundmittels erméglicht wird
(Clafen et al., 2017a). Das Trag- und Verformungsverhalten von VDL wurde in expe-
rimentellen Untersuchungen und numerischen Simulationen von Heinemeyer (2011),
Seidl et al. (2015a), Feldmann et al. (2014) und Clafen (2016) bereits umfangreich
untersucht. Basierend auf diesen experimentellen Untersuchungen sowie numerischen
Simulationen, die in Abschnitt 2.4.3 ndher beschrieben werden, wurden die priméren
Versagensmechanismen der VDL infolge einer Schubbeanspruchung abgeleitet. Zu den
priméren Versagensmechanismen zihlen das Stahlversagen (siehe Abbildung 2.4(a)),
das Ausstanzen des Betons (siehe Abbildung 2.4(b)) und das Abscheren des Beton-
diibels (siehe Abbildung 2.4(c)). Neben den priméren Versagensmechanismen kann der
sekundére Versagensmechnismus der Teilflichenpressung auftreten, der allerdings
unkritisch fiir die Schubtragfihigkeit der VDL ist. Die Ubertragung der Schubbean-
spruchung zwischen dem Stahldiibel und dem Beton erfolgt iiber Kontaktpressung
und Reibung. Der Traganteil der Reibung an der Schubtragfahigkeit der VDL ist
im Vergleich zur Kontaktpressung gering. Der wesentliche Traganteil der Schubbean-
spruchung der VDL wird {iber die Stirnfliche des Stahldiibels und den Betondiibel

iibertragen.

Ausstanz-
kegel

P — ‘
PReactio PReactio PReactio

—>
PActio

—>

—>
PActio

PActio
(a) (b) (c)

Abbildung 2.4: Versagensmechanismen der VDL infolge einer Schubbeanspruchung:
(a) Stahlversagen mit schematischer Darstellung des kritischen
Schnitts, (b) Ausstanzen, (c) Abscheren

Durch die hohe Kontaktpressung zwischen der Stirnfliche des Stahldiibels und dem
Betondiibel entsteht vor dem Stahldiibel im Beton ein mehraxialer Spannungszustand,
der ein Vielfaches seiner einaxialen Druckfestigkeit aufnehmen kann. Durch die hohe
Kontaktpressung kann es zu einer Gefiigeinderung im Beton bis hin zu einer Pul-
verisierung des Betons kommen. Dieser (sekundire) Versagensmechanismus wird als
Teilflichenpressung bezeichnet und ist unkritisch fiir die Schubtragfahigkeit der VDL.
Der Versagensmechanismus der Teilflichenpressung kann in Kombination mit den
priméren Versagensmechanismen auftreten. Der primére Versagensmechanismus des
Stahlversagens der VDL resultiert aus einer Biegeschubbeanspruchung der VDL,

die sich im kritischen Schnitt der VDL aus einer Schubbeanspruchung und einer verti-
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kal gerichteten Normalkraft aus der Biegung der VDL zusammensetzt. Dadurch bildet
sich infolge der Schub- und Biegebeanspruchung der VDL ein FlieBzustand im kriti-
schen Schnitt der VDL aus. Das damit einhergehende duktile Verformungsverhalten
des Verbundmittels bis hin zu einer Rissinitierung am Fulpunkt des Verbundmittels
und einem Abscheren des Verbundmittels infolge der Schubbeanspruchung ist kenn-
zeichnend fiir den Versagensmechanismus des Stahlversagens (siehe Abbildung 2.4(a)).
Der zweite primére Versagensmechanismus ist das Ausstanzen des Betons, bei dem
sich ein Ausstanzkegel bildet (siche Abbildung 2.4(b)), der den Versagenszustand der
VDL infolge einer Schubbeanspruchung kennzeichnet. Durch die Kontaktpressung zwi-
schen dem Stahl- und Betondiibel entsteht ein mehraxialer Spannungszustand im Be-
ton, bei dem mit zunehmendem Kontaktdruck eine senkrecht zur Schubkraft wirkende
Abtriebskraft entsteht. Uberschreitet die entstehende Abtriebskraft die Zugtragfihig-
keit des Betons entsteht ein Ausstanzkegel, wodurch der mehraxiale Spannungszustand
des Betons versagt und die maximale Schubtragfidhigkeit der VDL erreicht wird. Der
letzte primére Versagensmechanismus ist das Abscheren des Betondiibels, was ein
zweischnittiges Versagen des Betons in der Diibelzahnausnehmung der VDL ist (siehe
Abbildung 2.4(c)). Da die VDL in der Regel querbewehrt sind, wird dieser Versagens-
mechanismus durch die Querbewehrung der VDL verhindert.

Des Weiteren konnten auf Grundlage der experimentellen Untersuchungen zu VDL
von u.a. Heinemeyer (2011) und Feldmann et al. (2014) die priméren und sekundéren
Versagensmechanismen sowie einige Vorteile gegeniiber KBD abgeleitet werden. Die
wesentlichen Vorteile von VDL gegeniiber KBD koénnen wie folgt zusammengefasst

werden:
- Einfachere und wirtschaftlichere Herstellung von VDL mit unterschiedlichen Aus-
nehmungsformen und -gréBen

- Keine Schweiflarbeiten erforderlich bei einer Schnittfiihrung im Steg des I-Profils;
automatisiertes Schweilen bei einer Anordnung der VDL auf dem Oberflansch
des I-Profils

- Hohere Tragfihigkeit und Steifigkeit sowie verbessertes Nachbruchverhalten (Ver-

formungsvermdogen) infolge einer Schubbeanspruchung

- Bei hochfesten Betonen und grofien Ausnehmungen ausreichende Duktilitét der
VDL (Verformungskriterium geméfs DIN EN 1994-1-1 (2010) 6, > 6 mm)

- Bei geeigneten Ausnehmungen héhere Ermiidungsfestigkeit

Basierend auf einem Vergleich der Schubtragfihigkeit der VDL im Vergleich zu KBD
fiir unterschiedliche Durchmesser dgxgp der KBD und Stegdicken ty, der VDL werden
die Vorteile von VDL im Hinblick auf die Schubtragfihigkeit dargestellt (siehe Abbil-
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dung 2.5). Die Gegeniiberstellung der Schubtragfihigkeit von VDL und KBD basiert
auf den Bemessungsgleichungen zur Schubtragfihigkeit geméfl abZ (DIBt, 2013) fiir
VDL und geméf DIN EN 1994-1-1 (2010) fiir KBD. Die VDL hat im Vergleich zu den
KBD eine héhere Schubtragfihigkeit, wenn die Stegdicke und der Diibeldurchmesser
gleich sind. Das verdeutlicht die zuvor dargestellten Vorteile nach Heinemeyer (2011)
und Feldmann et al. (2014) fir VDL. In einem Vergleich von Giindel et al. (2014) und
Feldmann et al. (2016) zur Schubtragfihigkeit von VDL wird ebenfalls eine hohere
Schubtragfiahigkeit von VDL gegeniiber KBD mit einem gleichem Diibeldurchmesser

abgeleitet.
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Abbildung 2.5: Gegeniiberstellung der Schubtragfahigkeit von VDL in Klothoidenform
gemaf abZ (DIBt, 2013) und KBD geméfl DIN EN 1994-1-1 (2010)

Neben den Vorteilen von VDL hinsichtlich des lokalen Trag- und Verformungsverhal-
tens infolge einer Schubbeanspruchung im Vergleich zu KBD kénnen mit VDL effizi-
entere Verbundquerschnitte konzipiert werden. Dies begriindet sich im Wesentlichen
durch den Herstellungsprozess von VDL, bei dem halbierte oberflanschlose I-Profile
mit einer VDL entstehen (siehe Abbildung 2.1(b) und Abbildung 2.3(c)). Die Geo-
metrie respektive die Hohe der VDL wird unter anderem aus den Randbedingungen
der konstruktiven Anforderungen abgeleitet. Dabei konnen VDL im Vergleich zu KBD
geringe geometrische Abmessungen (Verbundmittelhohen) haben und gleichzeitig eine
hohere Schubtragfahigkeit aufweisen. Dadurch kénnen schlankere Betongurte im Ver-
gleich zu Verbundtragern mit KBD realisiert werden.

Des Weiteren sind oberflanschlose I-Profile vorteilhaft fiir die plastische Momenten-
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2.2 Verbunddibelleisten in der Anwendung

tragfahigkeit My eines Verbundtrégers, da der Traganteil des Oberflansches an der
plastischen Momententragfidhigkeit nicht signifikant ist. Der geringe Traganteil des
Oberflansches ist auf die Position in Bezug zur plastischen Nulllinie z, zurtickfithren
(siehe Abbildung 2.6), der wiederum entscheidend fir den Traganteil an der plasti-
schen Momententragfihigkeit des Verbundtriagers ist (Gindel et al., 2014; Seidl und
Lorenc, 2018). Dadurch kann mit oberflanschlosen I-Profilen die Materialeffizienz von
Verbundtrigern verbessert werden, da der Oberflansch eines I-Profils keinen signifi-

kanten Einfluss auf die plastische Momententragfahigkeit hat.

2500 mm 2500 mm 2500 mm .
T . g -—
[C0/500 iz K 5 I: {040/500 J:;jzpl B E-mo J500 E z
i DR TR R
HEA400 | IProfi = IHEBS0O I E
5235 imm)g | S sl S | 5235 2
ty = 19 mm ty =22 mm tw:lgmmtf:?)Smm
A, = 159 cm? A, = 159 cm? A, = 167 cm?
= M, = 1518 kNm = M, = 1606 kNm = M, = 1533 kNm
(a) (b) (c)

Abbildung 2.6: Gegeniiberstellung der plastischen Momententragfahigkeit My von
Verbundtriger mit verschiedenen I-Profilen und Verbundmitteln:
(a) KBD, (b) VDL, (c) VDL

Anhand der Gegentiberstellung eines Verbundtriagers mit KBD (siehe Abbildung 2.6(a))
und mit einer VDL (siehe Abbildung 2.6(b)) wird exemplarisch der Einfluss des Ober-
flansches des I-Profils auf die plastischen Momententragfahigkeit eines Verbundtriagers
analysiert. Bei einer gleichen Stahlquerschnittsflache A,, des I-Profils einer gleichen
Konstruktionshohe und lediglich einer Reduktion der Querschnittsfliche des Oberflan-
sches im Bereich der plastischen Nulllinie wird die plastische Momententragfahigkeit
gesteigert. Die Steigerung der plastischen Momententragfahigkeit bei einer gleichen
Konstruktionshéhe des Verbundtréigers ist auf die grofiere Steg- und Flanschdicke
zuriickzufiihren. Der Einfluss von oberflanschlosen I-Profilen mit VDL bei Verbund-
tragern zeigt sich besonders bei der Verwendung eines Walzprofils mit einer dhnli-
chen Querschnittsfliche A, im Vergleich zum Verbundtriger mit KBD (siche Ab-
bildung 2.6(c)). Durch das Walzprofil wird eine dhnliche plastische Momententrag-
fahigkeit gegeniiber der plastischen Momententragfihigkeit des Verbundtrigers mit
KBD erzielt. Zusétzlich wird im Vergleich zur Ausgangsvariante mit KBD (siehe
Abbildung 2.6(a)) die Konstruktionshéhe des Verbundtrigers signifikant verringert
(A=115mm). In exemplarischen Analysen von Giindel et al. (2014), Feldmann et al.
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2.2 Verbunddiibelleisten in der Anwendung

(2016) und Claflen (2018) wurde der gleiche positive Effekt der VDL auf die plastische
Momententragfahigkeit und Reduktion der Konstruktionshohe abgeleitet.

Durch VDL sind effizientere Verbundquerschnitte moglich, da Betongurte mit einer
hoheren Schlankheit realisiert werden konnen, der Materialeinsatz im Hinblick auf
die plastischen Momententragfahigkeit My, eines Verbundtragers optimiert wird und
der Arbeitsaufwand zum Schweilen der Halskehlndhte der KBD entfillt (Berthelle-
my et al., 2011; Seidl und Lorenc, 2018). Schlussendlich zeichnen sich VDL gegeniiber
weiteren Verbundmittel durch ihre guten Trageigenschaften (besonders infolge Schub),
wirtschaftliche Herstellung, hohe Materialeffizienz und Anwendbarkeit in schlanken

Betongurten aus.

2.2.3 Praktischer Anwendungsbereich von Verbundtragwerken mit
Verbunddiibelleisten

Die Vorteile von VDL wurden zunéchst im Briickenbau genutzt, da VDL im Vergleich
zu KBD eine einfachere und wirtschaftlichere Herstellung in Verbindung mit einer
hoheren Schubtragfihigkeit und giinstigeren Kerbwirkung unter Betriebslasten auf-
weisen (Schmitt et al., 2004; Harnatkiewicz et al., 2011; Seidl et al., 2013). Durch die
gunstigere Kerbwirkung von VDL im Gegensatz zu KBD sind diese besonders geeignet
fiir den Einsatz bei Verbundbriicken in der VFT-Bauweise, bei denen in der Regel die
Ermiidungsfestigkeit mafigebend ist.

Bei den Briickenbauwerken in Pocking (Schmitt et al., 2004) und tiber den Simmerbach
(Feldmann et al., 2012) wurde die Konstruktion in der VFT-Bauweise mit einer VDL
realisiert. Das Verbundtragwerk der Briicke in Pocking (siehe Abbildung 2.7) wurde in
der VFT-Bauweise realisiert, um die Briicke innerhalb eines kurzen Sperrzeitraums er-
richten zu kénnen. Da die Anwendung von VDL auflerhalb der damaligen technischen

Regelwerke lag, war eine Zustimmung im Einzelfall (im Folgenden: ZiE) erforderlich.

Abbildung 2.7: Briicke in Pocking in VFT-Bauweise mit VDL in Klothoidenform:
(a) Ansicht (Gindel et al., 2014), (b) Stahltriger des Verbundquer-
schnitts (Schmitt et al., 2004)
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2.2 Verbunddibelleisten in der Anwendung

Aus diesem Grund mussten experimentelle Untersuchungen zum Schubtragverhalten
der ausgewdhlten VDL Geometrie durchgefithrt werden. Die experimentellen Unter-
suchungen zur Schubtragfdhigkeit der VDL wiesen eine Bruchlast von 575kN und
610kN je Verbundmittel mit einer ausreichenden duktilen Verformung auf. Letztend-
lich wurden bei der Briicke in Pécking die Vorteile von VDL hinsichtlich der statischen
Tragfahigkeit und positiven Auswirkungen auf die Ermiidungsfestigkeit genutzt, um
im Ergebnis eine optimierte Konstruktion fiir das Briickenbauwerk zu erhalten.

Die Vorteile der VDL wurden ebenso bei der Eisenbahnbriicke tiber den Simmer-
bach genutzt. Die Eisenbahnbriicke tiber den Simmerbach (siehe Abbildung 2.8(a))
wurde in VFT-Rail®-Bauweise realisiert, da die Briicke in einem Sperrzeitraum von
nur 50 Stunden errichten werden musste. Dabei wurde der Querschnitt der Briicke als
Verbundquerschnitt mit externe Bewehrung entworfen. Die selbe Bauart wurde auch
bei der Eisenbahnbriicke InfraLeuna verwendet (Luo und Mensinger, 2016). Die ex-
terne Bewehrung des Verbundquerschnitts erfolgte tiber Stahltrédger mit einer VDL in
Klothoidenform als Verbundmittel (siche Abbildung 2.8(b)), die in den Betongurt ein-
binden. Der Verbundquerschnitt der Briicke hat einer Spannweite von 12,75 m mit eine
Konstruktionshéhe von nur 66 cm. Dies entspricht einem Schlankheitsgrad von 1/20,
welcher nach Geifiler (2014) fiir Verbundbriicken dieser Bauart ein hoher Schlank-
heitsgrad ist. Detaillierte Informationen zur Eisenbahnbriicke iiber den Simmerbach
sind in Feldmann et al. (2012, 2014) dargestellt.

Abbildung 2.8: Eisenbahnbriicke iiber den Simmerbach in VFT-Rail®-Bauweise mit
einer VDL in Klothoidenform: (a) Amnsicht (Gindel et al., 2014),
(b) Aufbau des Verbundquerschnitts (Seidl, Mensinger, Koch und Hu-
gle, 2012)

Die Umsetzung der VFT-Bauweise mit den VDL bei den Briickenbauwerken erfolgte
durch eine ZiE, um die Vorteile hinsichtlich der héheren Schubtragfihigkeit und der
glinstigeren Kerbwirkung der VDL im Vergleich zu KBD nutzen zu kénnen. Eine ZiE
ist ein zeitintensiver Prozess und ggf. mit experimentellen Untersuchungen verbun-
den. Aus diesem Grund werden im Hochbau konventionelle Verbundmittel verwendet,

obwohl die dargelegten Vorteile der VDL gegeniiber den KBD iiberwiegen. Um die
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Vorteile von VDL in weiteren Bereichen des Bauwesens anwenden zu kdnnen, wurde
unter anderem basierend auf dem Forschungsprojekt von Feldmann et al. (2014) eine
abZ fiir VDL (DIBt, 2013) erwirkt. Durch die abZ (DIBt, 2013) fixr VDL wird der po-
tentielle Anwendungsbereich erweitert und die damit verbundenen Vorteile der VDL
konnen in weiteren Bereichen, wie beispielsweise dem Hochbau, genutzt werden.

Bei der Stahlverbundkonstruktion des Parkhauses Coulinstrafie in Wiesbaden (sie-
he Abbildung 2.9(a)) wurde eine VDL zur Ubertragung der Schubkrifte zwischen
dem Betongurt und dem Stahlprofil verwendet (Springer et al., 2018). Die Stahlver-
bundkonstruktion des Parkhauses setzt sich aus oberflanschlosen I-Profilen mit einer
VDL in Puzzleform (siehe Abbildung 2.9(b)) und einem Betongurt mit einer Hohe von
125 mm zusammen. Die Tragwirkung in Querrichtung wird iiber Cofraplus-Decken rea-
lisiert. Ahnlich wie bei der Eisenbahnbriicke iiber den Simmerbach (Feldmann et al.,
2012) wird durch die VDL eine geringe Konstruktionshéhe des Verbundquerschnitts
mit einer hohen Spannweite ermdéglicht und somit ein schlankes Erscheinungsbild des
Verbundtrégers erzielt. Der Verbundquerschnitt des Parkhauses weist eine Konstruk-
tionshohe von 55 cm mit einer Spannweite von bis zu 18,55 m auf. Durch die geringe
Konstruktionshéhe der Verbundtriger mit VDL wurde unter Einhaltung der vorge-
gebenen Gebdudehdhe eine weitere Parkebene ermoglicht. Gleichzeitig wurden trotz
der geringen Konstruktionshohe und hohen Spannweiten der Verbundtréger die brand-
schutztechnischen Anforderungen (R90) an die Tragkonstruktion mit einer ZiE erfiillt.
Beim Parkhaus Coulinstrafle in Wiesbaden (Springer et al., 2018) wurden die Vorteile
von Verbundtrigern mit VDL genutzt, um die ortlichen Randbedingungen optimal

auszunutzen.

Abbildung 2.9: Parkhaus Coulinstraie in Wiesbaden: (a) Stahlkonstruktion (Springer
et al., 2018), (b) Oberflanschlose I-Profile mit VDL (Springer et al.,
2018)

Die Beispiele der praktischen Anwendung von VDL bei Verbundtragwerken im
Briicken- und Hochbau verdeutlichen die Vorteile und das damit verbundene Nut-

zungspotential von VDL im Vergleich zu KBD. Dennoch sind VDL nur vereinzelt
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angewendet worden, da vollumféngliche normative Nachweismethoden bei Raumtem-
peraturbedingungen und besonders im Brandfall fehlen. Schlussendlich steigert der
Einsatz der VDL die Performance von Verbundtragwerken im Hinblick auf das archi-
tektonische Erscheinungsbild, die Schubtragfahigkeit und die Wirtschaftlichkeit (effi-
zienter Materialeinsatz) im Vergleich zu Verbundtragwerken mit KBD oder Stahlbe-

tontragwerken.

2.2.4 Multifunktionale Deckensysteme

Besonders bei Deckensystemen in Verbundbauweise ist eine hohe Spannweite in Ver-
bindung mit einer geringen Konstruktionshéhe, wie beim Beispiel des Parkhauses in
Wiesbaden mit dem Verbundtriger mit einer VDL, essentiell, um eine Raumsituati-
on und ein architektonisches Erscheinungsbild ohne Stiitzen zu erméglichen und die
Randbedingungen hinsichtlich der Gebdudehdhe effizient auszunutzen. Gleichzeitig sol-
len Verbunddeckensysteme eine hohe Funktionalitdt und Anpassungsfahigkeit iiber die
Lebensdauer von Gebéduden aufweisen, um den Abriss von Gebéduden bei einer Um-
nutzung zu vermeiden. Eine moégliche Option, die konstruktiven und gleichzeitig funk-
tionellen Anforderungen zu erfillen, sind multifunktionale Deckensysteme, die sich
im Wesentlichen durch ihre hohe Flexibilitdt und Anpassungsfahigkeit an die jewei-
lige Nutzung eines Gebdude auszeichnen. Um Gebédude iiber deren Lebensdauer an
die entsprechenden Nutzungsanforderung von beispielsweise Biiro- und Verwaltungs-
gebduden anzupassen, sind innovative Losungen erforderlich.

Grundsitzlich kénnen nach Ungermann et al. (2010) Deckensysteme in folgende Ka-

tegorien eingeteilt werden:

1. Verbunddecken mit Ortbeton

2. Additive Deckensysteme

3. Flachdecken mit integrierten Stahldecken
4

. Inverse Systeme

Diese vier Kategorien werden als multifunktionale Deckensysteme bezeichnet. Die in-
versen Systeme bieten gegeniiber den anderen Deckensystemen den Vorteil der Inte-
gration der technischen Gebdudeausstattung (im Folgenden: TGA) in die Tragwerks-
ebene. Dadurch wird die Konstruktionshohe bei einer gleichzeitig hohen Spannweite
eines Deckensystems im Vergleich zu konventionellen Verbundtragern mit abgehéngten
Decken reduziert. Damit kénnen innovative Gebaudekonzepte fiir Biiro- und Verwal-
tungsgebdude entwickelt werden und nach Stroetmann et al. (2016) wird die Nachhal-
tigkeit verbessert.

Ein européischer Vergleich von Haller et al. (2007) und Ungermann et al. (2010) zu
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bevorzugten Spannweiten von Deckensysteme fiir verschiedene Nutzungsformen zeigt
die Erfordernis von Systemen mit hohen Spannweiten (siehe Abbildung 2.10). Die Un-
tersuchungen von Haller et al. (2007) und Ungermann et al. (2010) zeigen, dass in
Deutschland die bevorzugte Spannweite fiir Deckensysteme in Biirogebduden ca. 16 m
ist. Insbesondere bei Verkaufsflichen und Biirogebduden sind die bevorzugten Spann-
weiten fiir Deckensysteme grofier als 10 m, da bei diesen Nutzungsformen eine stiit-
zenfreie Raumgestaltung ein Ziel ist. Damit sind multifunktionale Deckensysteme fiir
Biiro- und Verwaltungsgebauden eine effiziente Losung, die eine hohe Spannweite mit

einer geringen Konstruktionshéhe verbinden.
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Abbildung 2.10: Gegentiberstellung bevorzugter Spannweiten fiir Deckensysteme (Hal-
ler et al., 2007; Ungermann et al., 2010)

Aus der Spannweite des Deckensystems leiten sich die statischen und konstruktiven
Anforderungen ab, welche die zentralen Aspekte bei der Planung von Deckensystemen
respektive Gebduden sind. Dennoch miissen neben den statischen Anforderungen bei
der Planung von multifunktionalen Deckensystemen die Aspekte der Nachhaltigkeit,
der Bauphysik, des Brandschutzes und der Asthetik beachtet werden. Zusammenfas-
send leiten sich fiir multifunktionale Deckensysteme nach Mensinger et al. (2010),
Hegger et al. (2011, 2013) und Kurz et al. (2018) die folgenden zentrale Anforderun-
gen ab:
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1. Tragende und aussteifende Funktion (Tragfihigkeits- Wesentliche Anforde-
kriterium R) rungen fiir ein multi-

2. Raumtrennung bzw. Raumabschluss (Isolastionskri- funktionales Decken-
terium I und Raumabschlusskriterium E) system

3. Integration der technische Gebdudeausriistung in der

Tragwerksebene
4. Flexibilitat bei der Gestaltung des Grundrisses

5. Minimierung der Geschoss- sowie der Gebaudehohe

Ein Beispiel fiir eine gelungene Umsetzung eines multifunktionalen Deckensystems
stellt das Hochhaus WestEndDuo in Frankfurt am Main (siehe Abbildung 2.11(a))
dar. Mit dem Ziel, die Konstruktionshohe des Deckensystems zu minimieren, wurde
die technische Gebadudeausriistung in der Tragwerksebene des multifunktionalen De-
ckensystems integriert (sieche Abbildung 2.11(b)). Das zentrale Konstruktionselement
des multifunktionalen Verbunddeckensystems ist der geschweiite Stahltrager mit einer
Spannweite von ca. 12m, wodurch eine stiitzenfreie Raumgestaltung erreicht wurde.
Bei dem Deckensystem des Hochhauses WestEndDuo handelt es sich um ein inverses
Deckensystem. Durch das multifunktionale Deckensystem wird die Zugénglichkeit zur
TGA gewahrleistet und gleichzeitig kann die TGA an die entsprechende Nutzung des
Gebdudes angepasst werden, wodurch das Gebdude nachhaltig genutzt werden kann.

Abbildung 2.11: Biirogebdude WestEndDuo in Frankfurt am Main: (a) Ansicht (DB
Bauzeitung, 2008), (b) Inverses Verbunddeckensystem (Mensinger
et al., 2010)
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Obwohl das Hochhaus WestEndDuo in Frankfurt am Main ein innovatives Projektbei-
spiel fiir die Umsetzung eines multifunktionalen Deckensystems ist, stellt das Hochhaus
WestEndDuo schlussendlich eine Einzel- respektive Sonderlosung dar.

Einzel- respektive Sonderlosungen fiir multifunktionale Deckensysteme sollten nicht
der Regelfall sein, da die praktische Realisierung solcher Sonderlésungen in der Pla-
nungsphase einen erheblichen Mehraufwand bedeutet. Deshalb sollten sinnvolle mul-
tifunktionelle Deckensysteme konzipiert werden, da diese wie eingangs erwdhnt einen
signifikanten Anteil am Bauvolumen haben (Ungermann et al., 2010; Clafien et al.,
2014). Basierend auf dem Gedanken der Nachhaltigkeit und dem architektonischen
Erscheinungsbild wurde vom Forschungskonsortium von Hegger et al. (2013a) ein in-
novatives multifunktionales Deckensystem in Verbundbauweise entwickelt und in For-
schungsprojekten von Feldmann et al. (2019) und Mensinger et al. (2021) wurden
weitere Fragestellung fiir eine Anwendung im Hochbau geklart. Das von Hegger et al.

(2013a) entwickelte Deckensystem wird im folgenden Kapitel detaillierter erlautert.

2.2.5 Integriertes und nachhaltigkeitsorientiertes Deckensystem

Eine mogliche Variante eines Verbunddeckensystems zur Vermeidung der zuvor er-
wahnten Sonderlésungen und Beriicksichtigung einer nachhaltigen Nutzung stellt das

Integrierte und nachhaltigkeitsorientierte Deckensystem InaDeck dar. Das InaDeck

wurde vom Forschungskonsortium Hegger et al. (2013a, 2014) im AiF - Forschungs-
projekt Integrierte und nachhaltigkeitsorientierte Deckensysteme in Stahl- und Ver-
bundbauweise entwickelt. Bei der Entwicklung des Deckensystems wurde erstmals ei-
ne ganzheitliche Betrachtung durchgefiihrt, bei der nicht nur rein statische Gesichts-
punkte beachtet wurden. Dabei wurden ebenso eine integrale Umsetzung der zuvor
erwahnten Fragestellungen hinsichtlich der TGA, des Brandschutzes und der Bauphy-
sik berticksichtigt (Hegger et al., 2011). Dadurch wurde eine 6kologische und zugleich
okonomische Konstruktionsform eines Deckensystems fiir Biirogebdude bis zur Ge-
baudeklasse 5 gemafi MBO (2002) entwickelt. Um eine ganzheitliche Anwendung des
InaDeck zu ermdbglichen, wurden in den AiF - Forschungsprojekten Praxisreifes, inte-
griertes Deckensystem fiir den Stahl- und Verbundbau (Feldmann et al., 2019; Kopp
et al., 2018a) und Temperaturentwicklung in Hohlraumen abgehingter Decken sowie
in Hohl- und Doppelbéden und deren Auswirkungen auf das Tragverhalten innenlie-
gender Stahlkonstruktionen (Mensinger et al., 2021; Schaumann et al., 2018a, 2019a)
weitere Fragestellung hinsichtlich einer praktischen Anwendbarkeit des InaDeck, der
lokalen Tragmechanismen der VDL und der brandschutztechnischen Anforderungen
an die Tragkonstruktion im Hohlraum des Deckensystems untersucht.

Das entwickelte Deckensystems InaDeck setzt sich aus einem vorgespannten Betongurt
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mit einer Héhe von 100 mm, einem ungeschiitzten halbierten IPE- oder HEA-Profil
mit einer VDL in Puzzle- oder Klothoidenform und demontierbaren Elementplatten
zusammen (siehe Abbildung 2.12). Der Bereich zwischen den demontierbaren Element-
platten und dem Betongurt formt den Hohlraum des Deckensystems fiir die TGA.
Kennzeichnend fiir das InaDeck ist die spezielle Bauweise, bei dem das I-Profil in der
Druckzone des Querschnitts positioniert ist und der Betongurt in der Zugzone des
Querschnitts angeordnet ist. Durch diese Anordnung der Querschnittskomponenten
hat der Beton bei der vollplastischen Momententragfahigkeit keinen Traganteil am
Lastabtrag. Die Traganteile infolge bei der Biegemomentenbeanspruchung werden bei
der vollplastischen Momententragfahigkeit durch die Bewehrung und die Spannglie-
der innerhalb des Betonsgurtes aufgenommen. Die Anordnung des Betongurts in der
Zugzone des Verbundquerschnitts begriindet sich durch bauphysikalische und brand-
schutztechnische Aspekte (Hegger et al., 2013). Die brandschutztechnischen Regelun-
gen fiir Biirogebdude fordern je nach Gebaudeklasse gemafi MBO (2002) eine Feuer-
widerstandsdauer von bis zu 90 Minuten bei einem Brandszenario geméaf der Einheits-
Temperaturzeitkurve (im Folgenden: ETK) unterhalb des Deckensystems. Durch die
Positionierung des Betongurts in der Zugzone des Querschnitts sowie dessen gerin-

Demontierbare Hohlraum fiir Instal-
Elementplatten lation der technischen
Gebédudeausriistung

Stegoffnung fiir technische
Gebédudeausstattung

Vorgespannter Beton-
gurt (hc=100 mm)

| and T meiner bauaufsichtlicher Zu-
: lassung (DIBt, 2013) bzw.
Bauartgenehmigung (DIBt,
2018)

1/2 I-Profil mit Verbund-|  [Detailansicht Verbunddiibelleiste:
diibelleiste in Klothoiden-

oder Puzzleform ¢p,y = 30 mm
- hp =40mm |k,

Do = 30 mm

>

Abstand der Ausnehm-
ungen in Langsricht-
ung ex = 100 mm

Abbildung 2.12: Uberblick iiber das integrierte und nachhaltige Deckensystem Ina-
Deck mit den charakteristischen Bestandteilen
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ge Wirmeleitfahigkeit wird der Stahltrdger vor der direkten Erwédrmung durch die
Brandbeanspruchung geschiitzt und somit wird die Tragfihigkeit R des Deckensys-
tems sichergestellt. Des Weiteren werden durch den Betongurt der Raumabschluss E
und das Isolationskriterium I eingehalten. Auf Grundlage der brandschutztechnischen
Anforderungen REI90 fir das InaDeck (im Wesentlichen durch das Isolationskrite-
rium ) wurde die Hohe des Betongurts des Deckensystems von 100 mm abgeleitet,
um die entsprechende thermische Performance des Deckensystems zu erreichen. Eben-
so werden die Spannlitzen, die die Zugkomponente des Deckensystems aufnehmen,
durch die geringere Wérmeleitfdhigkeit des Betons vor der Erwarmung geschiitzt. Die
schlanke Bauweise des Betongurts von 100 mm wird durch die Verwendung von VDL
zur Schubkraftiibertragung zwischen dem Betongurt und dem I-Profil erméglicht. Wie
bereits erldutert, eignen sich oberflanschlose I-Profile mit VDL besonders fiir den Ein-
satz in schlanken Betongurten (siehe Detailansicht Abbildung 2.12).

Das vorgespannte Verbunddeckensystem wurde als Vollfertigteil mit einer Breite von
1,25m, einer Spannweite von bis zu 16 m und fiir eine Nutzlast von bis zu 5kN/m?
entwickelt (ClafSen et al., 2014b). Die Vorspannung des Deckensystems wird tiber Vor-
spannung im sofortigen Verbund realisiert, wodurch im Grenzzustand der Gebrauchs-
tauglichkeit eine Rissbildung vermieden wird. Das Deckensystem wird gegen das Ei-
gengewicht (inklusive der demontierbaren Elementplatten) und einer Nutzlast von
2,5kN/m? vorgespannt. Um eine méglichst flexible Gestaltung und Anpassung der
TGA an die entsprechende Nutzungsform zu erzielen, werden Stegéffnungen im hal-
bierten I-Profil beriicksichtigt, um die Installation der TGA in Querrichtung des De-
ckensystems zu erméglichen.

Experimentelle Untersuchungen von Schaumann et al. (2014) zur Systemtragwirkung
des Deckensystem infolge des Normbrandszenarios geméfl ETK haben gezeigt, dass bei
einem Brandszenario unterhalb des Deckensystems die Tragfiahigkeit R des Deckensys-
tems fiir eine Feuerwiderstandsdauer von 90 Minuten gewéhrleistet wird (detaillierte
Informationen siehe Kapitel 2.4.2). Im Wesentlichen wird die Tragfidhigkeit des De-
ckensystems durch die thermische Schutzwirkung des Betongurts erreicht.

Neben dem innovativen Deckensystem in Verbundbauweise existieren weitere multi-
funktionale Deckensysteme wie beispielsweise TOPFloor Integral (Frangi et al., 2009,
2011; Kurz et al., 2018) oder Slimline (Kurz et al., 2018; Slimline Buildings, 2019).
Ein punktueller Vergleich dieser Verbunddeckensysteme mit dem entwickelten Ver-
bunddeckensystem InaDeck ist in Clafien et al. (2014) und Schaumann et al. (2019c)
dargestellt. Diese zeigen, dass sich das Deckensystem InaDeck im Vergleich zu den
genannten Deckensystemen durch seine geringe Bauhéhe in Verbindung mit einer ho-
hen Spannweite auszeichnet. Der Einsatz der VDL beim InaDeck erméglicht einen

Verbundquerschnitt mit einem effizienten Materialeinsatz.
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2.3 Normative und technische Regelungen zu

Stahlverbundtragern mit Verbundmitteln

2.3.1 Allgemeines

Die zuvor beschriebenen Charakteristiken von VDL werden nur teilweise durch die
aktuellen Regelungen erfasst, wodurch der positive Nutzen von VDL und Verbundtra-
gern mit VDL nicht vollumfinglich genutzt werden kann. Zur Abgrenzung der eigenen
Forschungsarbeit vom Stand der Technik werden in diesem Unterkapitel die norma-
tiven Regelungen zur Bemessung von Verbundtrigern bei Raumtemperatur sowie im
Brandfall dargestellt. Ferner wird die Bemessung der Schubtragfihigkeit von KBD im
Brandfall erlautert, die unter anderem bei der Analyse der eigenen experimentellen
Detailuntersuchungen mit einflielen. Abschlieend werden die Regelungen und Be-
messung der Schubtragfihigkeit von VDL bei Raumtemperatur erldutert.

Die Bemessung von Verbundtriagern und KBD erfolgt bei Raumtemperaturbedingung-
en geméf DIN EN 1994-1-1 (2010) in Verbindung mit DIN EN 1994-1-1/NA (2010)
und im Brandfall geméf DIN EN 1994-1-2 (2010) in Verbindung mit DIN EN 1994-
1-2/NA (2010). Mit den normativen Regelungen des Eurocodes 4 kénnen Verbund-
trager mit Vollbetonplatten sowie mit Profilblechdecken und kammerbetonierte Ver-
bundtriger, bei denen der Steg des Stahlprofils einbetoniert ist, nachgewiesen werden.
Die derzeitige Fassung des Eurocodes 4 beinhaltet nicht die Bemessung von VDL bei
Raumtemperatur und auch nicht im Brandfall. Ausschliefilich die Bemessung von VDL
bei Raumtemperatur wird von der allgemeinen Bauartgenehmigung (DIBt, 2018) er-
fasst. Der Anwendungsbereich der DIN EN 1994-1-1 (2010) sowie der allgemeinen
Bauartgenehmigung (DIBt, 2018) umfasst normalfeste Baustihle von S235 bis S460
und normalfeste Betone der Festigkeitsklassen C20/25 bis C60/70. Im Brandfall wird
geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) der Bereich der normalfesten Betone nur bis zu einer
Festigkeitsklasse C50/60 definiert.

2.3.2 Bemessung von Verbundtragern
Plastische Momententragfahigkeit von Verbundtragern bei Raumtemperatur

Die Bemessung der plastischen Momententragfahigkeit erfolgt nach Abschnitt 6.1
der DIN EN 1994-1-1 (2010). Basierend auf dieser Grundlage kann die vollplasti-
sche Momententragfahigkeit My ra von Verbundtrégern mit Vollbetondecken sowie
Profilblechdecken und kammerbetonierten Verbundtriagern fiir den Grenzzustand der
Tragfédhigkeit ermittelt werden. Grundlage fiir die vollplastische Momententragféhig-

keit ist, dass die einzelnen Querschnittsteile ohne Begrenzung der Dehnung plastizie-
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ren und eine vollstandige Verdiibelung des Verbundtriagers vorliegt (Hanswille et al.
(2018)). Bei einer positiven plastischen Momententragfihigkeit mit einer vollstandi-
gen Verdiibelung des Verbundtriagers wirken in der Zugzone der Bemessungswert der
Streckgrenze f,q des Baustahls und in der Druckzone zwischen der Randfaser und der
plastischen Nulllinie der Bemessungswert der Betondruckfestigkeit f.q. Zur Berech-
nung der plastischen Momententragfahigkeit ist die Kenntnis der Lage der plastischen
Nulllinien zp; im Querschnitt des Verbundtrégers erforderlich. Die plastische Momen-
tentragfahigkeit ergibt sich aus den inneren Normalkréaften der einzelnen Querschnitts-
teile und dem jeweiligen auf die Lage der plastischen Nulllinie bezogenen Hebelarm
ergibt. Die Lage der plastischen Nulllinie leitet sich aus der Bedingung des inneren
Gleichgewichts der vollplastischen Normalkrafte ab.

Bei der Bemessung der vollplastischen Momententragfdhigkeit ist die Grenzdehnung
des Betons in der Druckzone des Verbundquerschnitts zu beachten. Bei Verbundtra-
gern mit tiefliegender plastischen Nulllinie wird die Momententragfihigkeit des Ver-
bundtriger durch die Grenzdehnung des Betons (ece o) in der Druckzone begrenzt. In
diesem Fall wird die vollplastische Momententragfdhigkeit des Verbundtriagers nicht
erreicht, sondern zuvor tritt ein Betonbruchversagen durch Uberschreitung der Grenz-
dehnung des Betons auf. Diese Momententragfiahigkeit wird als elastisch-plastische Mo-
mententragfihigkeit oder dehnungsbeschriankte Momententragfdhigkeit Mrq bezeich-
net. Bei der dehnungsbeschrankten Momententragfahigkeit werden die Dehnungen der
einzelnen Querschnittsteile bei der Berechnung der Momententragfihigkeit beriicksich-
tigt. Die Grenzdehnung des Betons fiir die Momententragfihigkeit ist insbsondere bei
der Bemessung von Verbundtriagern mit einer geringen effektiven Betongurtbreite beg
(z.B. Betongurt mit Deckendurchbriichen), Verbundtragern mit verstarktem Flansch
oder bei Verbundtriager mit geringer Konstruktionshéhe sowie ganz oder teilweise ein-

betonierten I-Profilen (z. B. Slim-Floor-Bauweise) zu berticksichtigen.

Plastische Momententragfahigkeit von Verbundtragern im Brandfall

Die Bemessung der plastischen Momententragfihigkeit im Brandfall erfolgt auf Basis
der DIN EN 1994-1-2 (2010) in Verbindung mit DIN EN 1994-1-2/NA (2010). Ver-
bundtrager konnen grundsétzlich mit Bemessungstabellen, vereinfachten Berechnungs-
verfahren und allgemeinen Bemessungsverfahren fiir den Brandfall bemessen werden.
Die Bemessung von Verbundtrigern mit den Tabellenverfahren stellt die einfachste
und gleichzeitig konservativste Methode dar. Mit den Bemessungstabellen kénnen le-
diglich kammerbetonierte Verbundtriger in Abhéngigkeit der Feuerwiderstandsdauer,
geometrischen Randbedingung sowie dem Ausnutzungsgrad fiir den Brandfall nachge-
wiesen werden (siehe Abschnitt 4.2.2 der DIN EN 1994-1-2 (2010)).
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Die Bemessung der plastischen Momententragfahigkeit im Brandfall My g ra von Ver-
bundtrigern kann neben den Tabellenverfahren mittels vereinfachter Berechnungs-
verfahren erfolgen. Mit dem querschnittsunabhéngigen Berechnungsverfahren geméfl
DIN EN 1994-1-2 (2010) kann die plastische Momententragféhigkeit eines Verbund-
trager sowie eines kammerbetonierten Verbundtrigers (siche Gleichung (2.2)) ermit-
telt werden. In Analogie zur Bemessung der vollplastischen Momententragfahigkeit
bei Raumtemperaturbedingungen erfolgt die Berechnung der plastischen Momenten-
tragfdhigkeit im Brandfall auf Basis der Lage der plastischen Nulllinie (siehe Glei-
chung (2.1)).

DA kyew,- ( Ty ) + asta ) Aj ke ( Jes ) =0 (2.1)
i=1

YM, fi,a = YM, fi,c

My, ri,ra(t) = ZAi “ziky o), <fyz> + Qstab - Z Aj-zjkeow),- (fcj)
i=1

YM, fi,a = YM, fi,c
(2.2)
mit:  A;, A — Teilflichen der einzelnen Querschnittsteile
2 % — Absténde der Schwerpunkte der Teilflichen A; oder A; zur
plastischen Nullinie
fyi — Nominelle Flie3grenze f, fiir die Teilfldiche A; aus Baustahl
bei Raumtemperaturbedingungen
fei — Bemessungswert der Druckfestigkeit der Teilfliche A; aus

Normalbeton bei Raumtemperaturbedingungen

kye.i, ke,o,; — Reduktionsfaktoren der Festigkeiten in Abhéngigkeit der
Temperatur der Teilfliche des Querschnitts A; oder Aj;

Qslab — Koeffizient zur Beriicksichtigung des rechteckigen Spannungs-
blocks; aglap = 0,85

Neben der querschnittsunabhéngigen Ermittlung der plastischen Momententragfihig-
keit im Brandfall eines Verbundtragwerks kann die Bemessung mit einem Verfahren
nach Anhang E gemafi DIN EN 1994-1-2 (2010) fir Verbundtréger oder nach An-
hang F gemaB DIN EN 1994-1-2 (2010) fiir kammerbetonierte Verbundtréiger erfolgen.
Grundlage fir die vereinfachten Berechnungsverfahren fiir die plastische Momenten-
tragfahigkeit im Brandfall My g ra eines Verbundtrégers ist die Kenntnis des Tempe-
raturfelds des Verbundtrégers respektive der einzelnen Querschnittsteile (A; oder A;)
des Verbundtréigers. Das Temperaturfeld eines ungeschiitzten oder geschiitzten Stahl-

querschnitts eines Verbundtréigers kann mittels der A©, ¢-Formel nach Abschnitt 4.3.4
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geméafl DIN EN 1994-1-2 (2010), welche letztlich auf den A©, (-Formel der DIN EN
1993-1-2 (2010) basieren, berechnet werden. Ebenso kann mittels der ingenieurméfi-
gen Ansétze gemaf Anhang D der DIN EN 1994-1-2 (2010) die Temperaturverteilung
in einem Betongurt eines Verbundtrigers ermittelt werden. Weitere ingenieurméafige
Ansitze zur Berechnung des Temperaturfelds eines Verbundquerschnitts sind beispiels-
weise in Schaumann et al. (2016) oder Schaumann et al. (2018) dargestellt. Allerdings
ist die Grundlage der ingenieurméfigen Ansétze zur Berechnung des Temperaturfelds
im Betongurt des Verbundtragers die ETK.

Neben den Tabellenverfahren und den vereinfachten Berechnungsverfahren kénnen
allgemeine Bemessungsverfahren verwendet werden, um Verbundtragwerke fiir den
Brandfall nachzuweisen. Bei der Anwendung der allgemeinen Bemessungsverfahren
wird in der Regel Software verwendet, die auf der Finiten Element Methode (FEM) ba-
siert. Mit Hilfe dieser Programme kann das Trag- und Verformungsverhalten jeglicher
Verbundtrigertypen infolge von Norm- und Naturbrandszenarien beurteilt werden.
Die Beurteilung des Trag- und Verformungsverhaltens kann geméafl DIN EN 1994-1-2
(2010) durch eine thermische Analyse zur Berechnung des Temperaturfelds mit einer
anschliefenden mechanischen Analyse zum Tragverhalten des Verbundbauteils erfol-
gen. Theoretisch kann eine thermische Analyse zur Berechnung des Temperaturfelds
eines Verbundtrigers verwendet werden, um darauf aufbauend mit vereinfachten Be-
rechnungsverfahren die plastische Momententragfihigkeit eines Verbundtréigers (siehe
Gleichung 2.2) zu ermitteln. Bei den thermischen und mechanischen Analysen mit
den Programmen sind die Grundlagen der Warmeiibertragung und der Mechanik zu
beachten. Des Weiteren sind bei den Analysen geometrisch nichtlineare Effekte, nicht-
lineare Werkstoffeigenschaften und die gemeinsame Wirkung von mechanischen Ein-
wirkungen, geometrischen Imperfektionen und Warmeeinwirkung zu berticksichtigen.
Bei den mechanischen Analysen sind die aufgrund von Temperatureinwirkung entste-
henden thermisch bedingten Dehnungen und Spannungen zu beriicksichtigen, da diese

das Trag- und Verformungsverhalten signifikant beeinflussen koénnen.

2.3.3 Bemessung der Schubtragfahigkeit von Verbundmitteln
Schubtragfahigkeit von VDL bei Raumtemperatur

Die derzeitige Fassung des Eurocodes 4 beinhaltet ausschlieflich die Bemessung der
Schubtragfihigkeit von KBD als Verbundmittel. Weitere Verbundmittel werden von
DIN EN 1994-1-1 (2010) oder DIN EN 1994-1-2 (2010) nicht erfasst, sodass die dar-
gestellten Vorteile von VDL hinsichtlich einer effizienteren Querschnittsgestaltung von
Verbundtrigern in Verbindung mit einer hoheren Schubtragfihigkeit gegeniiber KBD

bisher nicht normativ erfasst sind. Um VDL bei Verbundtragwerken baupraktisch an-
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wenden zu kénnen, wurde unter anderem basierend auf dem Forschungsprojekt von
Feldmann et al. (2014) eine abZ Verbunddibelleisten (DIBt, 2013) erarbeitet. Die abZ
fir Verbunddiibelleisten (DIBt, 2018) wurde nach Ablauf der Giiltigkeit von 5 Jahre
durch eine allgemeine Bauartgenehmigung (im Folgenden: aBG) (DIBt, 2018) ersetzt.
Die aBG Stahlverbundtriger mit Verbunddibelleisten in Klothoiden- und Puzzleform
(DIBt, 2018) beinhaltet im Wesentlichen die Bemessungsvorschriften der abZ (DIBt,
2018) und ist die Verldngerung der abZ fiir Verbunddiibelleisten.

Neben der Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL werden in der abZ (DIBLt,
2013) respektive der aBG (DIBt, 2018) die Abmessungen der VDL in Klothoiden-
und Puzzelform sowie die geometrischen Randbedingungen der Anordnung der Be-
wehrung definiert (siehe Abbildung 2.13). Die geometrischen Abmessungen der VDL
in Klothoiden- oder Puzzleform basieren ausschliellich auf dem Abstand der einzelnen
Verbundmittel in Langsrichtung ey. Letztendlich leitet sich aus dem Abstand der Ver-
bundmittel in Langsrichtung ey die Anordnung der Bewehrung des Verbundmittels
ab. Die Bewehrung der VDL setzt sich aus einer oberen Bewehrung (Brillenbeweh-
rung) und einer unteren Bewehrung (Querbewehrung) zusammen. Die Brillenbeweh-
rung wird oberhalb der VDL positioniert und gewéhrleistet die Umschniirungswirkung
des Betons. Die Querbewehrung der VDL befindet sich in der Diibelzahnausnehmung
(siehe Abbildung 2.13) und ist idealerweise im Fufpunkt des Verbundmittels angeord-
net. Je Ditbelzahnausnehmung sind geméf abZ (DIBt, 2013) bzw. aBG (DIBt, 2018)

zwei Bewehrungsstébe als Querbewehrung des Verbundmittels anzuordnen.

Mitwirkende Beton- Obere Bewehrung Ay

Stahldiipel flache Ap (Brillenbewehrung)
Do > 20 mm \1

hC hD 1074‘6)(

cp.y = 20 mm Betondiibel A,
’ - (Diibelzahnausnehmung)
Diibelgrund Fufipunkt Ver-

bundmittel
———

Abstand der Ausnehm-
ungen in Langsrichtung ex

Untere Bewehrung Ay
(Querbewehrung)

Abbildung 2.13: Geometrie und charakteristische Details der VDL

Basierend auf den experimentellen Untersuchungen sowie numerischen Simulationen
von beispielsweise Seidl (2009), Heinemeyer (2011), Heinemeyer et al. (2012), Gindel
et al. (2014), Feldmann et al. (2014) oder Clafen et al. (2014a), die in Abschnitt 2.4.3

dargestellt beschrieben werden, wurden die Bemessungsgleichungen zur Ermittlung
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der Schubtragfiahigkeit von VDL der aBG (DIBt, 2018) abgeleitet. Die Bemessungs-
gleichungen der aBG (DIBt, 2018) gelten fiir die priméren Versagensmechanismen
des Stahlversagens (siehe Gleichung (2.3)), des Ausstanzens des Betons (siehe Glei-
chung (2.4)) und des Abscherens des Betondiibels (siche Gleichung (2.5)), die in Ab-
bildung 2.4 in Abschnitt 2.2.2 dargestellt sind.

Poix = Pstahlversagenk = 0,25 - ex -ty - £y (2.3)
Ppok = Pausstanzenk = Xx* Xy - 90 - 17 - /e - (1+ pp i) (2.4)
Pshx = P Abscheren,k =np -2 - /fa - (1+ pp) (2.5)
mit: ey — Abstand der Ausnehmungen in Langsrichtung in [mm]
150 mm < ey <500 mm
tw — Blechdicke der VDL in [mm]
fek — Charakteristischer Wert der Zylinderdruckfestigkeit des Normal-
betons in [N/mm?]
f, — Streckgrenze des Baustahls in [N/mm?]
D — Abminderungsfaktor der Betondiibelfliche in Abhéngigkeit der
Form des Verbundmittels [-]
Xx/ Xy — Abminderungsfaktor fiir Ausbruchkegeliiberschreitung in Léngs-
und Querrichtung der VDL [-]
hpo — Hohe des Ersatzausbruchkegels in [mm)]
pp/ ppi — Bewehrungsgrad fiir Abscheren / Ausstanzen [-]

Der mafigebende charakteristische Bemessungswert der Schubtragféhigkeit Pry(pz; cr)
der VDL in Puzzle- oder Klothoidenform ergibt sich geméa aBG (DIBt, 2018) aus dem
Minimum des jeweiligen Bemessungswerts des entsprechenden priméren Versagensme-

chanismus.

Pstanlversagenk  (siehe Gleichung 2.3)
PRri(pz; cr) = Min § Ppusstanzene  (siehe Gleichung 2.4) (2.6)

P Abscheren k (siehe Gleichung 2.5)

Das Tragverhalten der primiren Versagensmechanismen und des sekundiren Ver-
sagensmechanismus sowie die theoretischen Grundlagen der Bemessungsgleichungen
werden im Folgenden pragnant beschrieben. Des Weiteren zeichnen sich die Diibel-
kennlinien der VDL mit den priméren Versagensmechanismen Stahlversagen und Aus-
stanzen des Betons durch entsprechende Charakteristiken aus, die bei der Beschreibung
des Tragverhaltens der VDL mit dargestellt werden.

Die Schubbeanspruchung P actio wird tiber die Kontaktfliche zwischen der VDL und
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dem Beton (Stirnfliche der VDL) in den Beton in die Diibelzahnausnehmung eingelei-
tet, wodurch sich zwei Bereiche mit einem unterschiedlichen Beanspruchungsniveau im
Beton der Diibelzahnausnehmung ausbilden (siche Abbildung 2.14(a)). Im Bereich A
(sieche Abbildung 2.14(a)) wird der Beton durch die einleitende Schubbeanspruchung
komprimiert. Bei einer ausreichenden Umschniirungswirkung des Betons bildet sich
ein mehraxialer Spannungszustand aus, der ein Vielfaches der einaxialen Druckfestig-
keit des Betons aufnehmen kann (Wurzer, 1997; Zapfe, 2001; Mangerig et al., 2011;
Heinemeyer, 2011). Der Bereich B (siche Abbildung 2.14(a)) stellt den Bereich der
Lastausbreitung (Druck- und Querzugbeanspruchung) der eingeleiteten Schubbean-
spruchung dar.

Aufgrund des mehraxialen Spannungszustands vor der Stirnfliche der VDL im Be-
ton wird in diesem Bereich der Beton komprimiert, wodurch der Beton eine hohe
Teilflichenpressung erfihrt. Bei einer ausreichenden Umschniirungswirkung des Be-
tons kann der mehraxiale Spannungszustand solange gesteigert werden, bis der Beton
vor der Stirnfliche der VDL infolge der hohen Teilflichenpressung bzw. Kontaktpres-
sung zwischen der Stirnfliche des Stahldiibels und dem Betondiibel pulverisiert wird.
Durch die hohe Resttragfihigkeit des pulverisierten Betons nimmt die Schubtragfi-
higkeit des Verbundmittels infolge einer Krifteumlagerung innerhalb des Betondiibels
nicht signifikant ab. Der sekundére Versagensmechanismus der Teilflichenpressung ist
nicht kritisch fiir die Schubtragfihigkeit der VDL. Erst infolge einer Rissbildung des
Betons kann der pulverisierte Beton ausweichen und die Tragfidhigkeit des Verbund-
mittels wird reduziert respektive ein primérer Versagensmechanismus (Ausstanzen von
Beton, Abscheren von Beton oder Stahlversagen) der VDL wird erreicht. Der Versa-
gensmechanismus der Teilflachenpressung tritt nach Heinemeyer (2011) und Feldmann
et al. (2014) bei VDL mit einer geringen Stegdicke auf.

Beim Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons entsteht vor der Stirnflache der
VDL ein komprimierter Betonkeil. Durch die Mikrorissbildung wird die Quer- sowie
Brillenbewehrung in der Diibelzahnausnehmung aktiviert und die Umschniirungswir-
kung des Betons bleibt erhalten. Dadurch kann die Schubkraft der VDL weiter gestei-
gert werden. Mit zunehmender Laststeigerung entsteht zur Schubkraft eine senkrecht
wirkende Abtriebskraft in Richtung der geringsten Betoniiberdeckung. Mit steigender
Schubkraft nimmt die dazu senkrecht wirkende Abtriebskraft zu, bis diese die Zug-
festigkeit bzw. die Schubfestigkeit des Betons iiberschreitet. Dadurch bildet sich ein
kegelférmiger Ausbruchkorper in Richtung der geringsten Betondeckung (siehe Abbil-
dung 2.4(b)). Folglich reduziert sich kontinuierlich die Schubtragfihigkeit der VDL,
was durch die Querbewehrung bedingt ist. Der Versagensmechanismus Ausstanzen
des Betons hiangt mafigeblich von der Betondeckung der VDL ab. Die Schubtragfihig-
keit der VDL gegen Ausstanzen (siehe Gleichung (2.4)) basiert auf Untersuchungen
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von Heinemeyer (2011) und ist angelehnt an Ansétze zur Beschreibung des Blow-out-
Versagens von randnahen Befestigungsmitteln (z.B. KBD).

Der zweite primére Versagensmechanismus Abscheren des Betondiibels ist ein zwei-
schnittiges Versagen des Betons im Bereich der Diibelzahnausnehmung (siehe Abbil-
dung 2.4(c)). Infolge der Schubbeanspruchung treten in der Diibelzahnausnehmung
Querzugspannung in der Lastausbreitungszone auf. Uberschreiten die Querzugspan-
nungen die Zugfestigkeit des Betons schert der Beton in der Diibelzahnausnehmung
der VDL zweischnittig ab. Dieser Versagensmechanismus ist im Vergleich zum Versa-
gensmechanismus Ausstanzen des Betons ein sprodes Versagen. Der Versagensmecha-
nismus Abscheren des Betons tritt bei schmalen Diibelzahnausnehmungen der VDL,
hohen Stegdicken der VDL oder fehlender Querbewehrung in der Diibelzahnausneh-
mung der VDL auf. Grundsétzlich sind die Diibelzahnausnehmungen der VDL in der
Praxis querbewehrt, sodass diese Versagensart nicht mafigebend wird und von geringer
Relevanz ist. Das Modell zur Ermittlung des Widerstands der VDL gegen das Absche-
ren des Betondiibels (siehe Gleichung (2.5)) basiert auf dem Modell von Zapfe (2001)
fiir Kombidiibelleisten.

Grofie plastische Verformungen der VDL bis hin zu einem Abscheren des Stahlzahns
der VDL sind kennzeichnend fiir den Versagensmechanismus Stahlversagen (siehe
Abbildung 2.4(a)). Uber die Kontaktfliche zwischen der Stirnfliche der VDL und dem
Beton in der Diibelzahnausnehmung wird der Diibelzahn durch die offene Ausnehmung
der VDL auf Schub und Biegung beansprucht. Infolge der kombinierten Schub- und
Biegebeanspruchung bildet sich unter der Annahme einer plastischen Spannungsver-
teilung ein von Mises-Flielzustandes im kritischen Schnitt der VDL aus. Der kritische
Schnitt der VDL hat aufgrund der Beanspruchung eine variable Breite und Héhenlage
iiber dem Diibelgrund der VDL (Giindel et al., 2014; Kopp et al., 2018b). Auf dem Mo-
dell des kritischen Schnittes basiert das Bemessungsmodell gemiafl aBG (DIBt, 2018)
fir das Stahlversagen einer VDL (siehe Gleichung (2.3)). Die theoretischen Hinter-
grilnde zum Bemessungsmodell sind in Feldmann et al. (2014) detailliert dargestellt.
Der Versagensmechanismus Stahlversagen ist ein duktiles Versagen und tritt bei VDL
mit einer geringen Stegdicke, geringen Stahlfestigkeit oder geringem Léngsabstand der
Verbundmittel auf.

Auflerdem weisen die priméiren Versagensmechanismen Stahlversagen und Ausstanzen
des Betons charakteristische Diibelkennlinien auf, die in Abbildung 2.14(b) dargestellt
sind. Ein Abscheren des Betons wird nicht betrachtet, da in der Baupraxis grundséatz-
lich die VDL querbewehrt sind und somit dieser Versagensmechanismus verhindert
wird. Die charakteristischen Diibelkennlinen der Versagensmechanismen Ausstanzen
des Betons und Stahlversagen weisen einen linear-elastischen Bereich bis Pe; auf. Der

Ubergang (nach Uberschreiten von Pg) in den nichtlinearen Bereich ist durch eine
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Rissbildung im Beton gekennzeichnet. Im zweiten Bereich nehmen die Verformungen
zu, wobei die Zunahme der Schubtragfihigkeit nur gering ist. Die Zunahme der Ver-
formungen beim Stahlversagen ist grofler als beim Ausstanzen des Betons, da der Ver-
sagensmechanismus Stahlversagen ein grofieres Verformungsvermogen aufweist. Nach
Erreichen der maximalen Schubtragfiahigkeit P, der VDL reduziert sich die Schub-
tragfidhigkeit bei einer gleichzeitigen Zunahme der Verformung des Verbundmittels.
Ein Charakteristikum der Diibelkennlinie des Versagensmechanismus Ausstanzen des
Betons ist der rasche Abfall der Schubtragfihigkeit nach Erreichen des Maximums
(Seidl, 2009). Im Gegensatz dazu weist die Dubelkennlinie fiir Stahlversagen einen

kontinuierlichen Verlauf nach Erreichen der maximalen Schubtragféhigkeit auf.

Betongurt X Stahlversagen
Schub- PReactio L
kraft o -
Pactio = % & Ausstanzen
e = =
" = | B 5 e
Kontakt- > oS 2l N
.. 5 =
fléche Diibelzahn 5
VDL n ——  Linear-elastischer
Bereich bis Pe;
——  Nichtlinearer
Diibelzahnausnehmung E‘;rcigguléib}e);?;‘h
Bereich A = komprimierter Beton
Bereich B = Lastausbreitungszone Relativverformung 4

(a) (b)

Abbildung 2.14: (a) Schematische Darstellung (Draufsicht) der Beanspruchung des Be-
tons in der Diibelzahnausnehmung in Anlehnung an Wurzer (1997)
und Heinemeyer (2011); (b) Charakteristische Diibelkennlinien der
Versagensmechanismen Ausstanzen des Betons und Stahlversagen (in
Anlehnung an Heinemeyer (2011))

Die bisherigen Ingenieurmodelle der aBG zur Bemessung der Schubtragfidhigkeit der
VDL wurden von Christou et al. (2021) im Rahmen des Forschungsprojektes Konsis-
tentes Bemessungsmodell fiir fertigungsoptimierte Verbunddiibelleisten - Grundlagen
fiir DASt-Richtlinie und Uberfiihrung in Eurocode 4 von Feldmann et al. (2021) wei-
terentwickelt, um ein konsistentes Bemessungsmodell fiir VDL bei Raumtemperatur-
bedingungen zu erhalten. Dabei ermoglicht das weiterentwickelte Bemessungsmodell
bei einem Stahlversagen die Beriicksichtigung der Form der VDL. Des Weiteren kann
bei dem Bemessungsmodell bei einem Ausstanzen des Betons der Einfluss eines geris-

senen Betons auf die Schubtragfiahigkeit mit unterschiedlichen Abstédnden und Breiten
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ermittelt werden. Diese Aspekte werden von der aktuellen aBG nicht beriicksichtigt.
Des Weiteren beinhaltet das entwickelte konsistente Bemessungsmodell die Moglich-
keit der Bemessung der Zugtragfihigkeit sowie der Schub-Zug-Interaktion der VDL.
Allerdings wird durch die aBG (DIBt, 2018) sowie das konsistente Bemessungsmodell
von Christou et al. (2021) ausschliefllich die Bemessung der Schubtragfihigkeit von
VDL bei Raumtemperaturbedingungen geregelt. Die Bemessung der Schubtragfiahig-
keit von VDL im Brandfall ist in den derzeitigen Regelungen nicht beinhaltet, da keine
Datengrundlage experimenteller Untersuchungen sowie numerischer Simulationen zur
Schubtragfihigkeit von VDL in Puzzle- oder Klothoidenform im Brandfall vorliegt. Mit
den derzeitigen normativen Regelungen kann bei einem vollstdndigen Verdiibelungs-
grad, welcher unabhiingig von der Verbundmittelart zur Ubertragung der Schubkriifte
ist, nur eine Bemessung der plastischen Momententragfihigkeit bei Raumtemperatur-
bedingungen eines Verbundtrégers erfolgen.

Mit der Einfiihrung der Eurocodes wurde auf européischer Ebene eine allgemein giil-
tige normative Grundlage zur Bemessung von Bauwerken des Briicken- und Hochbaus
geschaffen. Zur Nutzung der positiven Charakteristiken von VDL gegeniiber KBD
(siehe Abschnitt 2.2.2) wird im Zuge der Novellierung der Eurocodes ein Anhang zur
DIN EN 1994-2 (2010) fiir VDL entwickelt (DIN N715, 2019; CEN N751, 2019; CEN
N697, 2019). Dieser Anhang basiert auf der entwickelten abZ (DIBt, 2013) respek-
tive aBG (DIBt, 2018) fir VDL. Damit kénnen die zuvor erlduterten vorteilhaften
Charakteristiken von VDL gegeniiber KBD vollumfénglich im Briicken- und Hochbau

genutzt werden.

Schubtragfahigkeit von KBD im Brandfall

Mit der derzeitigen Fassung des Eurocodes 4 kann die Schubtragfahigkeit von KBD
bei Raumtemperaturbedingungen gemafl DIN EN 1994-1-1 (2010) sowie im Brandfall
gemaf DIN EN 1994-1-2 (2010) ermittelt werden. Die Regelungen zur Bemessung der
Schubtragfahigkeit von KBD umfassen im Gegensatz zu den VDL auch den Brandfall.
Die vereinfachten Bemessungsgleichungen der Schubtragfihigkeit von KBD im Brand-
fall (siehe Gleichung (2.7)) basieren auf dem Bemessungswert der Schubtragfahigkeit
fiir KBD bei Raumtemperaturbedingungen der Gleichungen (6.18) und (6.19) gemaf
DIN EN 1994-1-1 (2010). Die Schubtragfihigkeit von KBD im Brandfall ermittelt
sich aus der Schubtragfihigkeit der KBD bei Raumtemperaturbedingungen geméfl
DIN EN 1994-1-1 (2010) und den Reduktionsfaktoren fiir Baustahl und Normalbeton
gemif DIN EN 1994-1-2 (2010). Die Bemessungsgleichungen der Schubtragfihigkeit
von KBD im Brandfall sind in Gleichung (2.7) dargestellt. Grundlage fiir die Re-
duktionsfaktoren zur Abminderung der Schubtragfahigkeit des KBD im Brandfall ist
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die Temperatur des oberen Flansches des I-Profils. Vereinfacht kann geméfi DIN EN
1994-1-1 (2010) die Temperatur des KBD zu 80 % und des Betons zu 40 % der Stahl-

temperatur des oberen Flansches angenommen werden.

0,8 ky,p-Pra mit Prq nach Gleichung (6.18) gemé&s

. DIN EN 1994-1-1 (2010)
P{ ra = min (2.7)
kco - Pra mit Prq nach Gleichung (6.19) gemafl

DIN EN 199/-1-1 (2010)

mit: Prgq — Bemessungswert der Schubtragfihigkeit von KBD bei Raumtempera-
turbedingungen geméfl DIN EN 1994-1-1 (2010)
kus — Reduktionsfaktor fiir die Streckgrenze von Baustahl des Spannungs-
niveaus im Verfestigungsbereich f,, ¢ geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010)
kop — Reduktionsfaktor fiir die Druckfestigkeit von Normalbeton geméfl
DIN EN 1994-1-2 (2010)

2.3.4 Experimentelle Ermittlung der Schubtragfahigkeit von
Verbundmitteln

Die Ermittlung des Schubtragverhaltens und der maximalen Schubtragfidhigkeit eines
Verbundmittels erfolgt mit dem Standard-Abscherversuch, einem sogenannten Push-
out-Versuch, geméf Anhang B der DIN EN 199/4-1-1 (2010). Im Anhang B der DIN EN
1994-1-1 (2010) wird der Standard-Abscherversuch (im Folgenden Push-out-Versuch)
zur experimentellen Bestimmung der Schubtragfédhigkeit von Verbundmitteln geregelt.
Der symmetrische Versuchskorper der Push-out-Versuche besteht aus einem Betongurt
und einem I-Profil mit Verbundmitteln, die in einen Betongurt einbinden (siche Ab-
bildung 2.15). Nach DIN EN 1994-1-1 (2010) sind die Push-out-Versuche in einer Art
und Weise zu konzipieren, dass diese ausreichende Informationen iiber die erforderli-
chen Eigenschaften des Verbundmittels liefern. Mit einem Push-out-Versuch wird die
Kraft-Verformungslinie, die sogenannte Diibelkennlinie, eines Verbundmittels ermit-
telt. In Abbildung 2.15 ist eine qualitative Diibelkennlinie eines Verbundmittels mit
den charakteristischen Kenngréflen der Diibelkennlinie dargestellt. Die charakteristi-
schen Kenngrofien der Diibelkennlinie sind die elastische Anfangssteifigkeit Cg, die
maximale Schubtragfahigkeit des Verbundmittels beim Bruch P, sowie das gesamte

Verformungsverméogen 9.
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Abbildung 2.15: Qualitative Diibelkennlinie eines Standard-Abscherversuchs gemé&fl
DIN EN 1994-1-1 (2010) mit charakteristischen Kenngrofen

Auf Basis der charakteristischen Schubtragfiahigkeit Pry leitet sich das Verformungs-
vermogen J, ab. Das Verformungsvermégen entspricht der Verformung bei einer um
10 % reduzierten maximalen Schubtragfihigkeit Prax (Prk = 0,9 - Prax) eines Ver-
bundmittels. Die maximale Schubtragfahigkeit ist nach DIN EN 1994-1-1 (2010) die
kleinste Versuchslast aus drei Push-out-Versuchen. Das Verformungsvermdégen eines
Verbundmittels setzt sich aus dem elastischen Verformungsvermégen d) und dem plas-
tischen Verformungsvermaégen 6y, zusammen (Heinemeyer, 2011; Claflen et al., 2014a)
(siehe Gleichung (2.8)). Das elastische Verformungsvermogen d. wird durch die An-
fangssteifigkeit des Verbundmittels bis zum Erreichen der elastischen Schubtragfihig-
keit P beschrieben. Das plastische Verformungsvermogen beschreibt den irreversi-
blen Verformungsanteil des gesamten Verformungsvermogens. Des Weiteren kann mit
dem Verformungsvermogen des Push-out-Versuchs die Duktilitdt eines Verbundmit-
tels beurteilt werden. Ein Verbundmittel kann geméafl DIN EN 1994-1-1 (2010) als

duktil eingestuft werden, wenn dies ein Verformungsvermogen von mindestens 6 mm

aufweist.
Ou = 0ol + 6p1 (28)
mit: 0, — Gesamtes Verformungsvermogen
das — Elastisches Verformungsvermogen
0p1 — Plastisches Verformungsvermogen

In DIN EN 1994-1-1 (2010) wird der Versuchsablauf zur Ermittlung des Schubtrag-

verhaltens von Verbundmitteln festgelegt. Der Versuchsablauf des Push-out-Versuchs
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gliedert sich in 1. zyklische Vorbelastung und 2. Belastung bis zum Versagen bzw.
Erreichen des Abbruchkriteriums. Die zyklische Vorbelastung erfolgt kraftgesteuert,
wobei der Versuchskorper mit 25 Lastwechseln mit einer Oberlast von 40 % der er-
warteten Bruchlast und einer Unterlast von 5 % der erwarteten Bruchlast beansprucht
werden soll. Die dynamische Vorbelastung soll den Haftverbund respektive die Ad-
hésionskréifte in der Verbundfuge zwischen dem Stahlprofil und Betongurt 16sen. Im
Anschluss an die dynamische Vorbelastung soll der Versuchskorper in einem Zeit-
raum von mindestens 15 Minuten weggesteuert bis zum Versagen belastet werden. Als
Abbruchkriterium des Push-out-Versuchs (experimentelle Untersuchung) wird in DIN
EN 1994-1-1 (2010) eine Reduktion der Traglast um 20 % bezogen auf die maximale
Schubtragfahigkeit P,.x definiert.

2.4 Stand der Forschung zum Schubtragverhalten von

Stahlverbundtragern mit Verbunddiibelleisten

2.4.1 Allgemeines

Vor dem Hintergrund der fehlenden normativen Bemessungsanséitze sowie experimen-
tellen Untersuchungen zur Schubtragfdhigkeit von VDL im Brandfall wird zur Ab-
grenzung zu den geplanten experimentellen Untersuchungen sowie numerischen Simu-
lationen in diesem Kapitel der Stand der Forschung aufbereitet. Aufgrund ihrer positi-
ven Trag- und Verformungseigenschaften im Vergleich zu beispielsweise KBD wurden
VDL zunéchst im Briickenbau eingesetzt, wie anhand der Anwendungsbeispiele in Ab-
schnitt 2.2.3 verdeutlicht wurde. Der positive Nutzen von VDL im Hinblick auf die
Trageigenschaften wird zunehmend bei Verbundtrigern im Hochbau genutzt, wodurch
nicht nur das Trag- und Verformungsverhalten bei Raumtemperaturbedingungen von
Bedeutung ist, sondern ebenso der Brandfall zu berticksichtigen ist.

Die Untersuchungen zur Tragfahigkeit von Verbundtrigern mit VDL im Brandfall sind
begrenzt, da die VDL bisher hauptséchlich bei Briickenbauwerken eingesetzt wurden
und fiir diese keine Bemessung im Brandfall erforderlich ist. Zur Einordnung und Be-
wertung der durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen werden die bisherigen
Untersuchungen zum Erwdrmungs- und Tragverhalten von Verbundtridger mit VDL
im Brandfall zusammenfassend dargestellt.

Zur Abgrenzung der geplanten Versuchsserien zur Schubtragfahigkeit von VDL werden
die wesentlichen Forschungserkenntnisse von VDL unter einer ausschlie8lichen Schub-
beanspruchung zusammengefasst. Auf Basis der experimentellen Untersuchungen aus
der Literatur, die ausschlieBlich auf Raumtemperaturbedingungen begrenzt sind, wer-

den die signifikanten Einflussgrofien auf die Schubtragfahigkeit erldutert. Eine Bewer-
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tung des Brandfalls auf die Schubtragfihigkeit von Verbundmitteln erfolgte bislang
nur in einigen Forschungsarbeiten fiir KBD, welche ebenfalls an dieser Stelle analy-
siert werden, um den Temperatureinfluss bei der Bewertung der eigenen Versuchsserien
einordnen zu konnen.

Neben der Aufbereitung der experimentellen Untersuchungen werden auch numerische
Anséitze zur Beschreibung des Schubtragverhaltens von VDL dargestellt. Dabei liegt
der Fokus auf der Modellierung des Tragverhaltens von VDL. In Bezug auf die eigenen
numerischen Simulationen (siehe Kapitel 5) wird die Uberfiihrung der experimentellen

Untersuchungen in numerische Modelle und dessen Materialeigenschaften dargelegt.

2.4.2 Experimentelle Untersuchungen zum Tragverhalten von
Verbundtragern mit Verbunddiibelleisten im Brandfall

Experimentelle Untersuchungen zum Tragverhalten von Verbundtragern mit VDL im
Brandfall sind auf die Untersuchungen im Forschungsprojekt Prefabricated enduring
composite beams based on innovative shear transmission (im Folgenden: Preco-Beam)
von Seidl et al. (2013a) und von Schaumann et al. (2014) zum Deckensystem InaDeck
begrenzt, die im Forschungsprojekt Integrierte und nachhaltigkeitsorientierte Decken-
systeme im Stahl- und Verbundbau von Hegger et al. (2013a) durchgefiihrt wurden.
In den Forschungsprojekten wurde das Trag- und Verformungsverhalten eines Ver-
bundtrigers mit VDL sowie der Schlupf zwischen dem Stahltrager mit VDL und dem
Betongurt des Verbundtriagers im Brandfall infolge einer Brandbeanspruchung geméfl
ETK experimentell untersucht.

Die experimentellen Untersuchungen zum Tragverhalten von Verbundtrigern mit
VDL im Forschungsprojekt Preco-Beam wurden an der Université de Liege von Frans-
sen und Janssen (2013) durchgefiihrt. In insgesamt 12 Versuchen wurde das Trag- und
Verformungsverhalten von Verbundtréagern mit VDL bewertet. Von den 12 Versuchen
wurden vier Versuche bei Raumtemperaturbedingungen und acht Versuche im Brand-
fall durchgefiihrt. Bei den Versuchen im Brandfall wurden zwei der Versuchskorper fiir
ein Biegeversagen konzipiert. Bei den weiteren Versuchskorpern sollte im Brandfall ein
Schubversagen der Verbundmittel (VDL) auftreten.

In den Brandversuchen wurden drei Querschnittstypen von Verbundtragern mit VDL
untersucht, welche schematisch in Abbildung 2.16 dargestellt sind. Um das Biegeversa-
gen sowie das Schubversagen des Verbundtrigers zu erzeugen, wiesen die Versuchskor-
per der 4-Punkt-Biegeversuche unterschiedliche Spannweiten auf. Die Versuchskorper
mit geplantem Biegeversage hatten eine Spannweite von 4m. Um ein Schubversagen
der VDL zu erzeugen, wurde die Spannweite der Versuchskorper auf 2,4 m reduziert.

Auflerdem wurden die I-Profile der Verbundquerschnitte mit brandschutztechnischen
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Mafinahmen, wie einer Zulagebewehrung oder einem Dammschichtbildner, vor der
Erwérmung geschiitzt, um héhere Temperaturen der VDL der Verbundtréger zu errei-
chen. Mit diesen Mafinahmen sollte ein Schubversagen der VDL des Verbundtrigers
erzeugt werden. Die VDL der Verbundtriger wiesen eine Puzzleform mit einem Ver-
héltnis des Léngsabstandes e, zu einer Diibelzahnhéhe hp von 300 mm zu 100 mm
sowie 240 mm zu 80 mm auf. Zusétzlich zu der Verformung des Verbundtriagers wurde
der Schlupf zwischen dem Betongurt und dem Stahlprofil gemessen. Detaillierte In-
formationen zu den Brandversuchen sind in Franssen und Janssen (2013) sowie Seidl
et al. (2013a) dargestellt.

C45/55
C45/55 | C45/55 |C45/55 |
TPE450 /

Beflammte Beflammte HEM300 Beflammte IPE450
Kontur 5460 Kontur 5460 Kontur 5460

(a) (b) ©

Abbildung 2.16: Querschnitte der Verbundtrdger mit VDL von Franssen und
Janssen (2013): (a) Querschnittstyp 1, (b) Querschnittstyp 2,
(¢) Querschnittstyp 3

Im Folgenden werden nur die zwei Versuche mit einem geplanten Schubversagen des
Querschnittstyps 3 (sieche Abbildung 2.16(c)) dargestellt, da dieser Querschnittstyp
dem Aufbau des Querschnitts des InaDeck sowie den Querschnitten der eigenen expe-
rimentellen Untersuchungen dhnelt. In Abbildung 2.17 sind die Verformungen sowie die
Temperaturen des Flansches und der VDL des Verbundquerschnitts dargestellt. Die
Versuche weisen bis zu einem bestimmten Punkt eine konstante Zunahme der Verfor-
mungen auf (sieche Abbildung 2.17(a)) und ab einer Flanschtemperatur von ca. 500 °C
nach ca. 30 bzw. 65 Minuten nehmen die Verformungen signifikant bis zum Versagen
zu, was auf den Beginn der Reduktion der Streckgrenze des Stahls zuriickzufiihren ist.
Zum Zeitpunkt des Versagens der Versuchskorper weisen die VDL Temperaturen von
240 °C und 425 °C auf. Trotz der héheren Verbundmitteltemperaturen im Vergleich zu
ungeschiitzten Verbundtragern versagen die Versuchskorper mit dem Querschnittstyp
3 infolge von Biegung.

Die weiteren Versuchen des Projektes Preco-Beam mit einem geplanten Schubversagen
der VDL weisen ebenfalls ein Biegeversagen auf, obwohl Verbundmitteltemperaturen
von bis zu 448 °C erreicht werden. Des Weiteren ist in den acht Brandversuchen kein
signifikanter Schlupf zwischen dem Betongurt und dem Stahlprofil aufgetreten, was
auf eine gute Verdiibelungswirkung der VDL im Brandfall schlieflen lasst. Franssen

und Janssen (2013) schlussfolgern auf Basis der durchgefiihrten Tragerversuche im
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Brandfall, dass die Schubtragfihigkeit der VDL bis zu einer Temperatur von 500°C

nicht signifikant beeinflusst wird.
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Abbildung 2.17: Trag- und Erwdrmungsverhalten der Versuche von Franssen und
Janssen (2013) mit dem Querschnittstyp 3 gemafl Abbildung 2.16(c):
(a) Durchbiegung in Feldmitte (RBS = Reaktives Brandschutzsys-
tem; kF = keramische Fasern am Flansch), (b) Temperaturentwick-
lung am Flansch des I-Profils in Feldmitte sowie der VDL im Aufla-
gerbereich

In der groBmafstéblichen experimentellen Untersuchung von Schaumann et al. (2014)
wurde das globale Tragverhalten des InaDeck (siehe Abschnitt 2.2.5) im Brandfall mit
einem 4-Punkt-Biegeversuch bewertet. Aulerdem sollte mit dem Versuch die baurecht-
lich geforderte Feuerwiderstandsdauer von 90 Minuten bei einer Brandeinwirkung ge-
méB ETK unterhalb des Betongurts gemafi MBO (2002) fiir das InaDeck nachgewiesen
werden. Der Versuchskorper hatte eine Lange von 10,5m und eine Breite von 2,5m,
die einer Breite von zwei Vollfertigteilen mit je 1,25 m entspricht. Der Versuchskorper
(siche Abbildung 2.18) setzte sich aus einem halbierten HEA800 Profil mit einer Ver-

Vorgespannter Beton-
gurt (he=100 mm)

1/2 HEA-Profil mit Verbund-
diibelleiste in Puzzleform

Abbildung 2.18: Versuchskorper zur Tragwirkung des InaDeck unter ETK Einwirkung
(Hegger et al., 2013a; Schaumann et al., 2014)
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bunddiibelleiste in Puzzleform geméf der abZ DIBt (2013) und einem vorgespannten
Betongurt mit einer Héhe von 100 mm zusammen.

Das Deckensystem wurde gegen das Eigengewicht und 50 % der Ausbaulasten vorge-
spannt. Die Lagerung des Versuchskorpers in der experimentellen Untersuchung ent-
spricht der Lagerung des InaDeck in der Einbausituation als Einfeldtrager. Der Aus-
nutzungsgrad ng im Brandfall des InaDeck betrigt 29,5 %, der sich fir eine Spannweite
des InaDeck von 16 m ergibt (Hegger et al., 2013a). Eine detaillierte Beschreibung des
Versuchsaufbaus sowie der -durchfiihrung ist in Hegger et al. (2013a) und Schaumann
et al. (2014) dargestellt.

Mit Hilfe der groBmaBstéblichen Untersuchung konnte das Erwdrmungsverhalten sowie
das globale Tragverhalten des Deckensystems infolge des Normbrandszenarios analy-
siert werden. Neben der Temperaturentwicklung innerhalb des Querschnitts des Ina-
Deck (siehe Abbildung 2.19) wurde die Durchbiegung des Deckensystems in Feld-
mitte (siehe Abbildung 2.20) gemessen. Durch die direkte Brandbeanspruchung des
Betongurts erwirmte sich der Betongurt wesentlich stirker als das Stahlprofil (sie-
he Abbildung 2.19). Der Stahltriger wurde durch die geringe Warmeleitfahigkeit des
Betongurts vor der Erwirmung geschiitzt. Durch den Betongurt und dessen geringe
Waiérmeleitfahigkeit wurde eine thermische Schutzwirkung erzielt, die in Abschnitt 2.2.5

beschrieben ist.
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Abbildung 2.19: Temperaturentwicklung des InaDeck infolge einer Brandbeanspru-
chung unterhalb des Betonguts gemd ETK: (a) Betongurt,
(b) Stahlprofil (Hegger et al., 2013a; Schaumann et al., 2014)

Aufgrund der thermischen Schutzwirkung des Betongurtes werden im Stahltréger des
Verbundquerschnitts keine kritischen Temperaturen erreicht (siehe Abbildung 2.19(b)).
Dadurch wird die Tragfdhigkeit der Druckkomponente des InaDeck sichergestellt.
Durch die spezielle Gestaltung des Querschnitts des InaDeck wird bei einer Biege-

momentenbeanspruchung die Zugkomponente durch den Spannstahl aufgenommen,
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welcher in der Mitte des Betongurtes angeordnet ist. Dieser wird zu Beginn der
Brandbeanspruchung durch die geringe Warmeleitfahigkeit des Betongurt vor dem
Wairmeeintrag geschiitzt. Mit zunehmendem Energieeintrag in den Betongurt durch
die Brandbeanspruchung reduzieren sich der E-Modul sowie die Festigkeit des Spann-
stahls, der die Zugkomponente des Verbundquerschnitts abtrégt. Dadurch nimmt die
Durchbiegung des InaDeck zu (siehe Abbildung 2.20). Die maximale Durchbiegung
in Systemmitte des InaDeck betrug nach 90-miniitiger Brandeinwirkung geméafl ETK
ca. 135mm. Bis zu diesem Zeitpunkt trat kein Versagen des InaDeck auf und somit
wurde mit dem Brandversuch das Tragfihigkeitskriterium R fiir eine 90-miniitiger
Feuerwiderstandsdauer nachgewiesen. Der zeitliche Verlauf der Durchbiegung des De-

ckensystems infolge der Brandbeanspruchung ist in Abbildung 2.20 dargestellt.
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Abbildung 2.20: Durchbiegung in Systemmitte des InaDeck infolge der Brandbean-
spruchung unterhalb des Betongurt gema8 ETK (Hegger et al., 2013a;
Schaumann et al., 2014)

Mit der grofimafistablichen Untersuchung wurde nicht nur die Tragfdhigkeit des De-
ckensystems fiir eine 90-miniitige Brandbeanspruchung sondern ebenso die Ubertra-
gung der Schubkrifte zwischen dem Betongurt und dem Stahlprofil nachgewiesen. De-
tailuntersuchungen zur Nachgiebigkeit der Verbundfuge wéihrend des gesamten Brand-
versuchs haben gezeigt, dass keine Relativverformung zwischen dem Stahlprofil und
dem Betongurt aufgetreten ist. Somit ist von einer vollstindigen Ubertragung der
Schubkrifte zwischen dem Betongurt und dem Stahlprofil auszugehen. Des Weiteren
konnte neben dem Tragfihigkeitskriterium R mit dem Grofiversuch von Schaumann
et al. (2014) das Isolationskriterium I fiir eine Dauer von 90 Minuten fiir das InaDeck
nachgeweisen werden. Der Temperaturgradient zwischen der Oberseite und der Un-
terseite des Betongurts des InaDeck ist nach 90 Minuten geringer als 180 K, wodurch
das Isolationskriterium I gem&8 DIN EN 199/-1-2 (2010) erfiillt ist.
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2.4.3 Experimentelle Untersuchungen zur Schubtragfahigkeit von
Verbundmitteln

Das Tragverhalten eines Verbundtriagers oder eines multifunktionalen Deckensystems
bei Raumtemperaturbedingungen oder im Brandfall wird vom lokalen Tragverhalten
(Schubtragfihigkeit) der Verbundmittel beeinflusst, da dieses den Verbund (Schlupf)
zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt sicherstellt (Roik et al., 1993). Zur Uber-
tragung der Schubkréfte bei Verbundtragern werden Verbundmittel wie beispielswei-
se VDL oder KBD verwendet. Um eine Einordnung und Bewertung der in dieser
Forschungsarbeit durchgefithrten experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfi-
higkeit von VDL bei Raumtemperaturbedingungen und bei erhéhten Temperaturen
vorzunehmen, werden basierend auf der aktuellen Literatur die Einflussgrofen auf die
Schubtragfihigkeit von VDL bei Raumtemperaturbedingungen sowie der Einfluss von

erh6hten Temperaturen auf die Schubtragfihigkeit anhand von KBD erlautert.

Schubtragfahigkeit von VDL bei Raumtemperaturbedingungen

Das Schubtragverhalten von VDL als Verbundmittel zur Ubertragung von Schubkréf-
ten zwischen einem Betongurt und einem Stahlprofil wurde bereits umfangreich in
den Forschungsprojekten Preco-Beam (Seidl et al., 2013a), Neue Systeme fiir Stahl-
verbundbriicken — Verbundfertigteiltrager aus hochfesten Werkstoffen und innovativen
Verbundmitteln (Feldmann et al., 2014) und Integrierte und nachhaltigkeitsorientier-
te Deckensysteme im Stahl- und Verbundbau (Hegger et al., 2013a) sowie von Seidl
(2009), Heinemeyer (2011) und Claflen (2016) unter statischen Lasten experimentell
untersucht und analysiert. Auf Basis der experimentellen Untersuchungen zur Schub-
tragfdhigkeit von VDL aus den Forschungsberichten und der bestehenden Veroffent-
lichungen werden die Versagensmechanismen der VDL, die Einflussgrofien auf das
Schubtragverhalten sowie die Schubtragfdhigkeit erldutert und die Charakteristiken
von VDL herausgestellt.

Grundlage der experimentellen Untersuchungen von beispielsweise Seidl (2009), Hei-
nemeyer (2011) und Claflen (2016) ist der Push-out-Versuch in Anlehnung an den
Standard-Abscherversuch geméafl DIN EN 1994-1-1 (2010) (siche Abschnitt 2.3.4), der
nach DIN EN 1994-1-1 (2010) bei nichtgeregelten Verbundmitteln zur Bestimmung
der Tragfahigkeit und Duktilitdt angewendet wird. Beim Standard-Abscherversuch
gemédfl DIN EN 1994-1-1 (2010) sind zwei Verbundmittel vorzusehen (siehe Abbil-
dung 2.15). Durch den Aufbau des Standard-Abscherversuchs mit zwei Verbundmit-
teln werden die Verbundmittel nicht gleichméfig beansprucht und nach Clafien et al.
(2017a) teilen sich die Schubkrifte unterschiedlich auf die Verbundmittel auf. Dabei

werden die lastnahen Verbundmittel starker beansprucht. Um eine eindeutige Zuord-
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nung der Schubkraft zum Verbundmittel zu erreichen, schlagt Heinemeyer (2011) einen
sogenannten Single-Push-out-Versuch vor. Bei diesem Single-Push-out-Versuch (siehe
Abbildung 2.21(a)) wird die Schubtragféhigkeit von ausschlieBlich einem Verbundmit-
tel experimentell bestimmt, sodass die Schubtragfidhigkeit einem Verbundmittel zuge-
ordnet werden kann. Aus den experimentellen Untersuchungen von Heinemeyer (2011)
zur Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Push-out-Versuch und einem Single-Push-
out-Versuch kann abgeleitet werden, dass die Anzahl der Verbundmittel bei einem
Push-out-Versuch keinen Einfluss auf die Schubtragfihigkeit des Verbundmittels hat.
Die Diibelkennlinien des Single-Push-out-Versuchs und des Push-out-Versuchs, die in
Abbildung 2.21(b) dargestellt sind, weisen einen dhnliches Schubtragverhalten und ei-
ne dhnliche Schubtragfihigkeit auf. Dadurch eignet sich nach Heinemeyer (2011) der
Single-Push-out-Versuch zur Ermittlung des Schubtragverhaltens der VDL.
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Abbildung 2.21: Entwickelter Push-out-Versuch (PoV) mit nur einem Verbundmit-
tel: (a) Single-Push-out-Versuchs (SPoV) von Heinemeyer (2011),
(b) Vergleich der Diibelkennlinien von einem Single-Push-out-
Versuch und einem Push-out-Versuch

Problematisch beim Single-Push-out-Versuch von Heinemeyer (2011) ist, dass bei
diesen Versuchsaufbau ein Versatz zwischen den Wirkungslinien der Schubkraft und
der Priifkraft auftritt, wodurch ein Versatzmoment entsteht. Zur Vermeidung die-
ses Versatzmoments wurde von Claflen et al. (2017a) ein spezieller Versuchsaufbau
entwickelt, der die Weiterentwicklung des Single-Push-out-Versuchs von Heinemeyer
(2011) ist. Dieser Versuchsautbau besteht wie der Single-Push-out-Versuch von Hei-
nemeyer (2011) aus einem einzelnen Verbundmittel, bei dem die Priifkraft iiber eine
L-Konstruktion auf der Wirkungslinie der Schubkraft des Verbundmittels aufgebracht
wird (siehe Abbildung 2.22). Dadurch wird ein Versatzmoment wie beim Single-Push-
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out-Versuchs von Heinemeyer (2011) weitestgehend vermieden. Der weiterentwickelte
Versuchsaufbau von Claflen et al. (2017a) ist in Abbildung 2.22 dargestellt. Mit dem
Standard-Abscherversuch oder den weiterentwickelten Push-out-Versuchen von Hei-
nemeyer (2011) oder Claflen et al. (2017a) wurde das Schubtragverhalten von VDL
bei Raumtemperaturbedingungen analysiert. Mit dem weiterentwickelten Aufbau fiir
die Push-out-Versuche wurden weitere experimentelle Untersuchungen beispielsweise
von Christou et al. (2019) unter einer kombinierten Zug-Schub Beanspruchung durch-

gefiihrt.
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Abbildung 2.22: Entwickelter Push-out-Versuch mit nur einem Verbundmittel von
Claflen et al. (2017a)

Um den Einsatz von VDL beim Briickenbauwerk Pdcking (sieche Abschnitt 2.2.3)
zu ermoglichen, wurden von Schmitt et al. (2004) respektive Seidl (2009) zwei Push-
out-Versuche zur Schubtragfihigkeit durchgefiihrt. Die Push-out-Versuche setzen sich
aus einem I-Profil mit einer VDL in Puzzleform mit einem Léngsabstand von 200 mm,
einer Diibelzahnhéhe von 80 mm, einer Stegdicke von 21 mm und einer Stahlgiite S460
sowie einem Betongurt mit einer Héhe von 180 mm und einer Betonfestigkeitsklasse
C40/50 zusammen. Die Diibelzahnausnehmung der VDL in Puzzleform war mit zwei
Querstdben mit einem Durchmesser von jeweils 16 mm bewehrt. Die Versuche wurden
in Anlehnung an den Push-out-Versuch gemafl DIN EN 199/-1-1 (2010) durchge-
fiihrt. Die Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit des Verbundmittels waren not-
wendig, da keine normativen Regelungen zur Anwendung von VDL verfiighar waren
und folglich eine ZiE erforderlich war (Schmitt et al., 2004). Die Diibelkennlinien der
durchgefithrten Push-out-Versuche sind in Abbildung 2.23(a) dargestellt. Die Versu-
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che weisen eine hohe Verbundmittelkraft sowie ein duktiles Verformungsvermogen auf,
obwohl als Versagensmechanismus Betonversagen in Form von Ausstanzen des Betons
auftrat. Ein Betonversagen des Verbundmittels ldsst sich anhand der Diibelkennlinie
ableiten. Der rasche Abfall der Schubtragfihigkeit nach Erreichen des Maximums ist
charakteristisch fiir Diibelkennlinien mit Betonversagen.

Zur weiteren Erforschung von optimierten Losungen fiir eine dauerhafte und duk-
tile Verbundfuge wurden im Forschungsprojekt Untersuchungen zum Trag- und Ver-
formungsverhalten von Verbundmitteln unter ruhender und nichtruhender Belastung
bei Verwendung hochfester Werkstoffe von Feldmann et al. (2007) Push-out-Versuche
zum Schubtragverhalten von VDL in Puzzleform durchgefiihrt. Mit den Push-out-
Versuchen von Feldmann et al. (2007) wurde der Einfluss der Querbewehrung in der
Diibelzahnausnehmung auf die Schubtragfihigkeit der VDL untersucht. In Tabelle 2.1
sind die Parameter der Versuche von Feldmann et al. (2007) dargestellt.

Tabelle 2.1: Parameter der Push-out-Versuche von Feldmann et al. (2007)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp tw h. Quer- | Bii- | Anzahl
Form f, fex
[mm] [mm)] [mm] stdbe | gel
- 3
Puzzle | 200 / 80 10 S460 | 180 | C80/95 12
2016 4

In Abbildung 2.23(b) sind die Diibelkennlinien représentativer Push-out-Versuche von
Feldmann et al. (2007) der jeweiligen Versuchsserie dargestellt. Die Schubtragfihigkeit
der VDL konnte durch die Querbewehrung um ca. 24 % gesteigert werden. Durch die
Querbewehrung der VDL wird die Umschniirungswirkung des Betons verstéarkt. Da-
durch wird der mehraxiale Spannungszustand im Beton der Diibelzahnausnehmung
positiv beeinflusst und es wird eine héhere Tragfihigkeit des Verbundmittels erzielt.
Die Dibelzdhne der VDL der Versuche mit Querbewehrung weisen ein Riss im Ver-
bundmittel auf, der infolge der kombinierte Schub-Zug-Beanspruchung durch die plas-
tische Verformung der Verbundmittel entsteht. Im Gegensatz zu den Versuchen mit
Querbewehrung weisen die Versuche ohne Querbewehrung einen schollenartigen Be-
tonausbruch sowie einen Riss im Verbundmittel auf. Der Riss sowie die plastische
Verformung der VDL sind charakteristisch fiir ein Stahlversagen, was in der Diibel-
kennline des Push-out-Versuchs durch den konstanten Verlauf erkennbar ist (siehe
Abbildung 2.23(b)). Diese weisen im Gegensatz zu Diibelkennlinien mit Betonversa-

gen, wie beispielsweise die Diibelkennlinie der Push-out-Versuche Seidl (2009) (siehe
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Abbildung 2.23(a)), keinen raschen Abfall der Schubtragfdhigkeit auf. Trotz der Be-
tonfestigkeit (C80/95) im Bereich von hochfesten Betonen der Push-out-Versuche von
Feldmann et al. (2007) erfilllen diese das Duktilitatskriterium gemafl DIN EN 1994-1-1
(2010). AuBlerdem haben die Versuche von Feldmann et al. (2007) bei dhnlicher Geo-
metrie der VDL im Vergleich zu den Versuchen von Schmitt et al. (2004) respektive
Seidl (2009) eine hohere Tragfihigkeit und ein duktileres Verhalten. Die hohere Trag-
fahigkeit ist auf die hohere Betonfestigkeit zuriickzufiihren und das duktilere Verhalten

ist in der geringeren Stegdicke begriindet.
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Abbildung 2.23: Diibelkennlinien von Push-out-Versuchen mit einer VDL in Puzzle-
form: (a) von Schmitt et al. (2004) respektive Seidl (2009), (b) von
Feldmann et al. (2007)

Bei der Entwicklung eines Verbunddeckensystems in Sandwichbauweise, bei dem die
technische Gebdudeausriistung in der Tragwerksebene integriert wird, erfolgt die Ver-
bindung der beiden Betongurte iiber einen Stahlsteg (siehe Friedrich et al. (2014)). Die
Bewehrung der VDL des Sandwichdeckensystems erfolgt mit einer Wendelbewehrung
(siche Abbildung 2.24(b)). Um das Schubtragverhalten der VDL sowie den Einfluss
der Wendelbewehrung zu bewerten, wurden von Abramski et al. (2010) insgesamt
sechs Push-out-Versuche durchgefithrt. Bei drei der Push-out-Versuche wurden die
Diibelzahnausnehmung mit der Wendelbewehrung anstatt mit einer Querbewehrung
ausgefiihrt (sieche Abbildung 2.24(b)). Der Betongurt der Push-out-Versuche hatte eine
Hohe von 100 mm mit einem Beton der Festigkeitsklasse C35/45. Die Verbundmittel
der Push-out-Versuche weisen eine Hohe von 50 mm und eine Stegdicke von 8 mm
der Stahlgiite S355 auf. Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Abramski
et al. (2010) sind in Abbildung 2.24(a) dargestellt. Durch die Wendelbewehrung in den
Diibelzahnausnehmungen konnte die Tragfihigkeit des Verbundmittels um etwa 20 %
gesteigert werden bei einer gleichzeitigen Zunahme der Duktilitdt des Verbundmit-
tels um etwa 30 %. Die Erhohung der Schubtragfiahigkeit durch die Wendelbewehrung
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entspricht etwa der Steigerung der Schubtragfihigkeit durch den Einsatz einer Quer-
bewehrung bei den Push-out-Versuchen Feldmann et al. (2007) von 24 %. Die Push-
out-Versuche mit einer Wendelbewehrung weisen ein Stahlversagen der VDL auf, wo-
hingegen bei den unbewehrten Versuchen ein Betonversagen (Ausstanzen) mafgebend
ist. Trotz des Fehlens einer Bewehrung der Diibelzahnausnehmung und dem daraus
resultierenden Betonversagen weisen die Push-out-Versuche ein hohes Verformungs-
vermogen auf, welches das Kriterium (6, > 6mm) fir ein duktiles Verbundmittel
geméfl DIN EN 1994-1-1 (2010) erfillt.
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Abbildung 2.24: Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit von VDL in Puzzleform
mit und ohne Wendelbewehrung von Abramski et al. (2010): (a) Dii-
belkennlinien, (b) Versuchskorper mit Wendelbewehrung

Um gezielt von einem Verbundmittel die Schubtragfahigkeit ermitteln zu kénnen,
entwickelte Heinemeyer (2011) den zuvor erlduterten Single-Push-out-Versuch (siehe
Abbildung 2.21(a)). Mit den Push-out-Versuchen ermittelte Heinemeyer (2011) das
Schubtragverhalten von VDL in stahlfaserbewehrtem ultrahochfesten Beton (UHPC).
Eine Ubersicht der fiir diese Forschungsarbeit relevanten Parameter der Push-out-
Versuche sind in Tabelle 2.2 dargestellt. Heinemeyer (2011) untersuchte neben diesen
Parametern den Einfluss des Stahlfasergehalts und -orientierung sowie den Einfluss
der Querbiegung auf das Schubtragverhalten von VDL.

Im Vergleich zum Push-out-Versuch fiithrt der entwickelte Single-Push-out-Versuch von
Heinemeyer (2011) zu den gleichen Ergebnissen der Schubtragfihigkeit und -verhalten
(siehe Abbildung 2.25(a)). Deshalb ist der von Heinemeyer (2011) entwickelte Single-
Push-out-Versuch geeignet, um die Schubtragfidhigkeit gezielt von einem Verbundmit-
tel zu ermitteln. Mit dem Single-Push-out-Versuch wurden die Diibelkennlinien von
einer VDL in Puzzle- sowie Finnenform bestimmt, welche in Abbildung 2.25(a) darge-
stellt sind. Die Diibelformen weisen ein &hnliches Schubtragverhalten auf. Jedoch ist

bei der Finnenform zu beriicksichtigen, dass die Schubtragfahigkeit der Finnenform von
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Tabelle 2.2: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Heinemeyer (2011)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp tw h. Quer- Bii- Anzahl
Form fy fex
[mm] [mm] [mm] stiabe | gel
Finne 20% UHPC - - 2
10* mit - - 1
90
15%* Stahl - - 2
250 / 40 | 20* | S460 faser- - . 1
Puzzle
bewehr- | 2012 | 2210 1
21 100 ung** | 2220 | 2210 2
- - 1

* Durchfithrung mit Single-Push-out-Versuch entsprechend Abbildung 2.21(a)
**0,9 % Volumengehalt Stahlfasern im Betongurt

- = keine Querstdbe oder Brillenbewehrung aufgrund des Stahlfasergehalts

der Beanspruchungsrichtung des Verbundmittels abhéngt. Bei einer Anderung der Be-
lastungsrichtung werden die Schubtragfahigkeit sowie das Verformungsvermégen der
Finnenform reduziert. Deshalb eignen sich symmetrische VDL besser als unsymmetri-
sche, da die Schubtragfihigkeit sowie das Verformungsvermoégen von symmetrischen
VDL unabhingig von der Belastungsrichtung sind.

Des Weiteren wurde von Heinemeyer (2011) der Einfluss der Stegdicke auf die Schub-
tragfihigkeit sowie den Versagensmechanismus analysiert. Durch eine Vergréflerung
der Stegdicke der VDL wird die Schubtragfahigkeit des Verbundmittels gesteigert
(sieche Abbildung 2.25(b)). Allerdings veréndert sich mit zunehmender Stegdicke der
VDL der Versagensmechanismus des Verbundmittels. Bei einer VDL mit einer Stegdi-
cke von 10mm tritt ein Stahlversagen der VDL auf (Abscheren des Stahlzahns). Die
Push-out-Versuche mit einer Stegdicke von 15 mm weisen einen kombinierten Versa-
gensmechanismus (Stahl- und Betonversagen) auf, welcher auf Basis der Analyse der
Verbundmittel mit Ségeschnitten entlang der VDL festgestellt wurde. Demgegeniiber
weisen die Versuche mit einer Stegdicke von 20 mm der VDL keine plastischen Ver-
formungen auf. Die Versuchskorper sind durch einen Betonausbruch gekennzeichnet,
was als Betonversagen einzustufen ist. Aulerdem ist die Diibelkennline der Push-out-
Versuche mit einer Stegdicke von 20 mm durch einen raschen Abfall der Schubtrag-

fahigkeit nach Erreichen des Maximums gekennzeichnet. Die signifikante Reduktion
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der Schubtragfahigkeit der VDL ist kennzeichnend fiir ein Betonversagen, das eben-
falls bei den Push-out-Versuchen von Seidl (2009) mit einem Ausstanzen des Betons

aufgetreten ist.
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Abbildung 2.25: Diibelkennlinien der Single-Push-out-Versuche (SPoV) sowie der
Push-out-Versuche (PoV) von Heinemeyer (2011) zum Einfluss
(a) der Diibelform und (b) Stegdicke ty,

Dariiber hinaus wurde der Einfluss der Querbewehrung in der Diibelzahnausnehmung
untersucht. Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche mit verschiedenen Querbeweh-
rungsgraden in der Diibelzahnausnehmungen sind in Abbildung 2.26(a) dargestellt. Im
Vergleich zu einer unbewehrten Diibelzahnausnehmung wird durch eine Querbeweh-
rung von 2 @ 12 mit einer Fliiche Ay, von 226 mm? die Schubtragfihigkeit um ca. 42 %
erhoht. Die Vergroflerung der Schubtragfahigkeit durch die Querbewehrung weist ei-
ne hohere Steigerung im Vergleich zu den Push-out-Versuchen von Feldmann et al.
(2007) und Abramski et al. (2010) auf. Bei einer weiteren Erhohung der Querbeweh-
rung auf 2 @20 wird die Schubtragfihigkeit im Vergleich zum Push-out-Versuch mit
der unbewehrten Diibelzahnausnehmung um ca. 61 % erhoht. Eine Erhchung der Fli-
che der Querbewehrung in der Diibelzahnausnehmung resultiert in einer Steigerung
der Schubtragfihigkeit.

Zur Analyse der Tragmechnismen der VDL wurden von Heinemeyer (2011) Sége-
schnitte entlang der VDL (im Folgenden: Detailanalyse) durchgefiihrt, um das lokale
Tragverhalten des Verbundmittels zu bewerten. Bei den Detailanalysen wurde im Be-
ton ein komprimierter Bereich identifiziert (siehe Abbildung 2.26(b)). Dieser Bereich
ist vor der Stirnfliche der VDL angeordnet und resultiert aus der Schubkraftiibertra-
gung zwischen der VDL und dem Betongurt. Die Schubkréfte zwischen der VDL und
dem Betongurt werden iiber die Stirnfliche der VDL iibertragen, wodurch ein Bereich
mit einer hohen Beanspruchung vor der Stirnfliche der VDL entsteht. Durch die Um-

schniirungswirkung des Betons kann der Beton in dem Bereich ein Vielfaches seiner
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einaxialen Druckfestigkeit aufnehmen, wodurch ein mehraxialer Spannungszustand im
Beton entsteht. Dadurch bildet sich im Beton der in Abbildung 2.26(b) dargestellte
Keil des komprimierten Bereichs aus. Dieser Mechanismus wird als Versagen infolge
Teilflachenpressung bezeichnet, bei dem der Beton lokal zermiirbt respektive pulveri-
siert wird. Trotz der Pulverisierung des Betons vor der VDL kann die Beanspruchung
des Verbundmittels weiter gesteigert werden, bis die Querdehung des Betons zu grof§

wird und ein Versagensmechanismus wie beispielsweise Ausstanzen auftritt.
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Abbildung 2.26: Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit von VDL von Heinemeyer
(2011): (a) Diibelkennlinien mit unterschiedlichen Bewehrungsgraden
der Diibelzahnausnehmung, (b) Detailanalyse der lokalen Tragmecha-
nismen der VDL

Die Diibelkennlinien der Versuche von Heinemeyer (2011) weisen unabhédngig von den
Parametern der Push-out-Versuche eine Relativverformung von mehr als 6 mm auf.
Trotz der Verwendung von UHPC erfiillen die Push-out-Versuche das Duktilitdtskrite-
rium geméf DIN EN 1994-1-1 (2010). Grundsétzlich weisen VDL bei der Verwendung
von Betonen mit hohen Betonfestigkeiten ein duktiles Verformungsvermogen auf.
Auf européischer Ebene wurden im Projekt Preco-Beam von Seidl et al. (2013a)
Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit von VDL durchgefiihrt. Im Projekt Preco-
Beam wurden von Seidl et al. (2013a) bzw. Lorenc et al. (2014a) insgesamt 50 Push-
out-Versuche unter statischen Lasten durchgefiihrt. Eine Ubersicht der einzelnen Pa-
rameter der relevanten Push-out-Versuche ist in Tabelle 2.3 dargestellt. Neben dem
Einfluss der Stegdicke der VDL wurden die Diibelformen, das Verhéltnis vom Léangsab-
stand ey zur Diibelhéhe hp sowie der Querbewehrungsgrad in der Diibelzahnausneh-
mung untersucht. In Abbildung 2.27 sind die Diibelkennlinien der Puzzle-, Klothoiden-
und Finnenform dargestellt. Die Puzzle- und Finnenform weisen dhnliche Schubtrag-
fahigkeiten je Verbundmittel auf. Ferner wurde das Verhiltnis von Léngsabstand zur
Diibelhohe (eyx/hp) fiir die Puzzleform von Lorenc et al. (2014a) untersucht. Die Dii-
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Tabelle 2.3: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche aus dem Forschungspro-
jekt Preco-Beam (Seidl et al., 2013a; Lorenc et al., 2014a)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp tow h. Quer- | Bii- | Anzahl
Form f, fox
[mm] [mm] [mm)] stabe | gel
300 / 100 10 S355 3
150 / 50 10 200 3
10 2212 3
Puzzle 20 C70/85 12 2
5460
300 /100 | 30 3
20 290 214 2
20 1220 2

belkennlinen der Push-out-Versuche mit unterschiedlichen Abmessungen vom Langs-
abstand zu der Diibelhéhe sind in Abbildung 2.27(b) dargestellt. Eine Halbierung der
Diibelzahnhéhe hp bei einer gleichzeitigen Halbierung des Langsabstandes der VDL
hat keinen signifikanten Einfluss auf die maximale Schubtragfdhigkeit. Die Halbierung
der Diibelzahnhohe sowie des Léngsabstandes verringert das Verformungsvermogen
respektive die Duktilitdt des Verbundmittels. Infolge der Halbierung der Abmessun-

gen ey / hp wird das Verformungsvermogen der VDL halbiert.
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Abbildung 2.27: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Seidl et al. (2013a) bzw.
Lorenc et al. (2014a) zum Einfluss (a) der Diibelform und (b) des
Verhiltnisses von ey /hp
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Lorenc et al. (2014a) untersuchte den Einfluss der Steckdicke der VDL auf die Schub-
tragfihigkeit sowie den Versagensmechanismus. In Abbildung 2.28(a) sind die Diibel-
kennlinien der Push-out-Versuche mit drei unterschiedlichen Stegdicken dargestellt.
Die Diibelkennlinie des Push-out-Versuchs mit einer Stegdicke von 10 mm weist auf
ein Stahlversagen der VDL hin, was wiederum an dem kontinuierlichen Verlauf der
Diibelkennlinie zu erkennen ist. Die Detailanalyse der Push-out-Versuchskérper be-
stétigt, dass die Verbundmittel plastische Verformungen bis hin zum vollstdndigen
Abscheren der Stahldiibel aufweisen. Neben den plastischen Verformungen der VDL
weisen die Versuche mit Stahlversagen einen Ausbruchkegel auf, der erst bei hohen
Relativverformungen auftritt. Der entstehende Ausbruchkegel ist auf die plastischen
Verformungen der VDL zuriickzufithren, die durch die Verdrehung des Verbundmit-
tels den Beton herausdriicken. Die Diibelkennlinien mit Stegdicken von 20 mm sind
durch einen geringen Abfall nach Erreichen der maximalen Schubtragfihigkeit ge-
kennzeichnet, was ein Anzeichen fiir ein Betonversagen der VDL ist. Basierend auf
den Detailuntersuchungen der Push-out-Versuche von Lorenc et al. (2014a) mit einer
Stegdicke von 20 mm konnte ein kombiniertes Stahl- und Betonversagen identifiziert
werden. Die VDL weist ebenfalls plastische Verformungen auf, die allerdings wesent-
lich geringer sind als die der Push-out-Versuchskorper mit einer Stegdicke von 10 mm.
Demgegeniiber weisen die VDL der Push-out-Versuche mit einer Stegdicke von 30 mm
keine plastischen Verformungen auf und es entsteht kein Ausbruchkegel. Bei den Push-
out-Versuchen mit einer Stegdicke von 30 mm tritt ein Abscheren des Betons auf, da
die Ausbildung eines Ausstanzkegels durch die Betoniiberdeckung verhindert wird. Die

Diibelkennlinien mit einer Stegdicke von 30 mm sind durch einen starken Abfall nach
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Abbildung 2.28: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Seidl et al. (2013a) und
Lorenc et al. (2014a) zum Einfluss der (a) Stegdicke ty und (b) des
Bewehrungsgrades in der Diibelzahnausnehmung
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Erreichen der maximalen Schubtragfihigkeit gekennzeichnet, was fiir ein Betonversa-
gen der VDL charakteristisch ist.

Des Weiteren wurde im Projekt Preco-Beam von Seidl et al. (2013a) der Einfluss des
Querbewehrungsgrades in der Diibelzahnausnehmung auf die Schubtragfihigkeit un-
tersucht (siehe Abbildung 2.28(b)). Durch eine Erhohung des Querbewehrungsgrades
in der Diibelzahnausnehmung wird die Schubtragfihigkeit des Verbundmittels aller-
dings nicht signifikant erhoht. Eine Reduzierung der Anzahl der Querstibe in der
Diibelzahnausnehmung bei einem &dhnlichen Querbewehrungsgrad in der Diibelzahn-
ausnehmung hat keinen signifikanten Einfluss auf die Schubtragfahigkeit des Verbund-
mittels.

Das européischen Forschungsprojekt Composite bridges with prefabricated decks (im
Folgenden: ELEM) von Feldmann et al. (2013) wurde mit dem Ziel der Entwicklung
eines neuen Typs von Verbundbriicken mit vorgefertigen Elementen durchgefiihrt. Da-
fiir wurden im Forschungsprojekt ELEM von Feldmann et al. (2013) experimentelle
Untersuchungen zur Schubtragfdhigkeit von VDL in Klothoidenform von Lorenc et al.
(2013) bzw. Kozuch und Lorenc (2020) durchgefithrt. In Tabelle 2.4 sind die Para-
meter der Push-out-Versuche dargestellt, die fiir diese Forschungsarbeit von Interesse

sind.

Tabelle 2.4: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Feldmann et al.
(2013) bzw. Kozuch und Lorenc (2020)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp tw h. Quer- | Bii- Anzahl
Form f, fo
[mm] [mm] [mm] stabe | gel
15 3

Klothoide | 250 / 115 20 S355 | 300 | C50/60 | 2212 | @12 3

25 3

Bei den Versuchen des Projekts ELEM von Feldmann et al. (2013) wurde der Ein-
fluss der Stegdicke der VDL in der Klothoidenform untersucht. In Abbildung 2.29(a)
sind die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche mit einer Stegdicke von 15 mm dar-
gestellt. Diese weisen eine geringe Streuung und ein gleiches plastisches Verformungs-
vermogen auf. In den Detailanalysen stellten Kozuch und Lorenc (2020) signifikante
plastische Verformung der Verbundmittel sowie Risse in den Diibelzdhnen der VDL
fest, weshalb Kozuch und Lorenc (2020) als Versagensmechanismus ein Stahlversagen
ableiteten. Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche mit einer Stegdicke von 20 mm

sind durch einen geringen Abfall nach Erreichen der maximalen Schubtragfdhigkeit
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gekennzeichnet (siche Abbildung 2.29(b)). Auf Basis des charakteristischen Verlaufs
der Diibelkennlinie des Versuchs mit einer Stegdicke von 20mm kann auf ein kom-
biniertes Stahl- und Betonversagen der VDL geschlossen werden. Diese Versagensart
wurde durch die Detailanalyse der Push-out-Versuche bestétigt. In Abbildung 2.29(b)
ist eine Diibelkennline des Push-out-Versuchs mit einer Stegdicke von 25mm dar-
gestellt. Die Diibelkennlinie weist einen signifikanten Abfall der Schubtragfdhigkeit
nach Erreichen der maximalen Schubtragfahigkeit auf. Die signifikante Reduktion der
Schubtragfihigkeit des Verbundmittels ist charakteristisch fiir ein Betonversagen der
VDL. Bei den Push-out-Versuchen mit Betonversagen (Stegdicke von 25 mm) wurden
Risse im Betongurt festgestellt, dennoch entstand im Versagenszustand kein Ausbruch-
kegel. Durch die hohe Betoniiberdeckung der VDL wird wie bei den experimentellen
Untersuchungen von Lorenc et al. (2014a) mit einer Stegdicke von 30 mm bei den
Push-out-Versuchen von Kozuch und Lorenc (2020) der Ausbruchkegel verhindert.
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Abbildung 2.29: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Lorenc et al. (2013) bzw.
Kozuch und Lorenc (2020): (a) Stegdicke ty, von 15 mm, (b) Einfluss
der Stegdicke t,

Um eine vereinfachte Anwendung von VDL im Briicken- und Hochbau zu ermog-
lichen, wurden im Forschungsprojekt Neue Systeme fiir Stahlverbundbricken — Ver-
bundfertigteiltrager aus hochfesten Werkstoffen und innovativen Verbundmitteln von
Feldmann et al. (2014) weitere Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit von VDL
mit dem Ziel der Bereitstellung von baurechtlich zugelassenen Bemessungs- und Kon-
struktionsregeln in Form einer abZ durchgefiithrt. Grundlage fiir die Bereitstellung
von baurechtlich zugelassenen Bemessungs- und Konstruktionsregeln sind die zuvor
erlduterten Push-out-Versuche von Heinemeyer (2011) oder Seidl et al. (2013a). Die
Push-out-Versuche von Feldmann et al. (2014) wurden so konzipiert, dass gezielt die
Versagensmechanismen Stahlversagen und Ausstanzen auftreten. Eine Ubersicht der

Parameter der Push-out-Versuche ist in Tabelle 2.5 dargestellt.
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Tabelle 2.5: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Feldmann et al.

(2014)
Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp tw h Quer- | Bii- | Anzahl
Form t, fox

[mm] [mm)] [mm] stibe | gel

) S235 | 180 | C50/60 | 22516 3
Klothoide | 200 / 80 | 15,5 210

S355 | 160 | C30/37 | 22512 3

In Abbildung 2.30(a) sind die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche mit dem Ver-
sagensmechanismus Stahlversagen dargestellt. Bei den Detailanalysen der Push-out-
Versuche wurden plastische Verformungen der VDL sowie Risse in den Diibelzdhnen
festgestellt. Die Auswertung der plastischen Verformungen des Verbundmittels zeigt,
dass die Relativverformungen der Push-out-Versuche bis zur Bildung des schollen-
artigen Ausbruchs im Betongurt vollstdndig auf die plastische Verformung der VDL
zuriickzufithren ist. Die plastischen Verformungen der VDL fithren zur Rissbildung
und Ausbildung des Ausstanzkegels im Betongurt, der zum anschliefenden Traglast-
abfall fithrt. Die plastischen Verformungen sowie der Riss im Stahlzahn der VDL sind
als Stahlversagen der VDL zu bewerten. Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche,
bei denen gezielt ein Betonversagen als Versagensmechanismus erzeugt wurde, sind in
Abbildung 2.30(b) dargestellt. Im Betongurt der Push-out-Versuche bildet sich aus-
gehend von der Klothoidenspitze ein Ausstanzkegel entsprechend der schematischen
Abbildung 2.4(b). Die Detailanalysen der durchgefithrten Push-out-Versuche mit Be-

tonversagen ergaben, dass die Diibelzéhne der VDL keine plastischen Verformungen
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Abbildung 2.30: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Feldmann et al. (2014)
mit: (a) Stahlversagen, (b) Ausstanzen des Betons
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aufweisen. Stattdessen bildet sich ein Bereich von stark verdichtetem Beton auf der
lastabgewandten Seite der Klothoide. Ungeachtet der Versagensart und der hohen Be-
tonfestigkeit der Push-out-Versuche von Feldmann et al. (2014) wird das geforderte
Duktilitdtskriterium gemé8 DIN EN 1994-1-1 (2010) von 6, > 6 mm erreicht, um als

duktiles Verbundmittel eingestuft werden zu kénnen.

Neben den Push-out-Versuchen mit hochfesten Beton und ultrahochfesten Beton von
Heinemeyer (2011) wurden von Lechner (2018) Push-out-Versuche zur Schubtragfa-
higkeit von VDL in Klothoidenform mit diinnen Stegdicken in ultrahochfestem Beton
durchgefiihrt. Im Wesentlichen beurteilte Lechner et al. (2016) und Lechner (2018) das
Schubtragverhalten von VDL, die bei Stahlbetonplattenbalken als externe Bewehrung
verwendet werden. In diesem Zusammenhang ermittelte Lechner (2018) in zwei Push-
out-Versuchen in Anlehnung an den Versuchskérper des Standard-Abscherversuchs
gemédfl DIN EN 1994-1-1 (2010) das Schubtragverhalten von VDL in schlanken Be-
tongurten. Die Push-out-Versuche setzten sich aus dem faserbewehrten ultrahochfesten
Stahlbetongurt mit einer Betongurthohe von 80 mm und einer VDL in Klothoidenform
mit einem Lingsabstand von 100 mm (hp = 0,4 - ex = 40 mm) sowie einer Stegdicke von
5mm der Stahlgiite S235 zusammen. In Abbildung 2.31(a) sind die Diibelkennlinien
der Push-out-Versuche dargestellt. Die Diibelkennlinien der beiden Push-out-Versuche
von Lechner (2018) weisen eine hohe Relativverformung sowie einen duktilen Verlauf
der Diibelkennlinie auf. Die VDL erfiillen das Duktilitdtskriterium gemifs DIN EN
1994-1-1 (2010) fur Verbundmittel obgleich der Verwendung eines ultrahochfesten

Betons.

Von Karge et al. (2020) wurden im Forschungsprojekt Wirtschaftliche und dauer-
hafte Orthoverbundfahrbandplatte mit Dibelleisten fiir Straflenbriicken von Stroetmann
et al. (2018) ebenfalls Push-out-Versuche mit einem Langsabstand von 100 mm durch-
gefiihrt. Der Léngsabstand von 100 mm befindet sich wie bei den Untersuchungen von
Lechner (2018) auerhalb der Anwendungsgrenzen der aBG DIBt (2018). Die expe-
rimentellen Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit der VDL in Klothoidenform wur-
den in dem Forschungsprojekt mit dem Ziel durchgefiihrt, eine ausreichende Duktilitat
der fiir den minimalen Abstand der VDL in Klothoidenform nachzuweisen. Insgesamt
wurde von Karge et al. (2020) das Schubtragverhalten einer VDL in vier Push-out-
Versuchen untersucht. Die Versuchskorper der Push-out-Versuche setzen sich aus einer
VDL in Klothoidenform mit einer Stegdicke von 10 mm der Stahlgiite S355 und einem
Betongurt mit einer Héhe von 100 mm der Betonfestigkeitsklasse C35/45 zusammen.
Die VDL der Push-out-Versuche wurden ausschliellich mit einer Querbewehrung aus-
gefiihrt. Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche von Karge et al. (2020) sind in
Abbildung 2.31(b) dargestellt. Die Diibelkennlinie der Push-out-Versuche weist die

charakteristische Form fiir ein Ausstanzen des Betons als Versagensmechanismus der
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VDL auf. Die Detailuntersuchungen bestétigten den Versagensmechanismus. Letzt-
lich kann aus diesen Push-out-Versuchen sowie den Push-out-Versuchen von Lechner
(2018) abgeleitet werden, dass ein Langsabstand von 100 mm der VDL eine ausrei-
chende Duktilitat hat.
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Abbildung 2.31: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche: (a) von Lechner (2018), (b)
von Karge et al. (2020)
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In den Forschungsprojekten Integrierte und nachhaltigkeitsorientierte Deckensyste-
me im Stahl- und Verbundbau von Hegger et al. (2013a), Prazisreifes, integriertes
Deckensystem fiir den Stahl- und Verbundbau von Feldmann et al. (2019) und Konsis-
tentes Bemessungsmodell fir fertigungsoptimierte Verbunddiibelleisten - Grundlagen
fiir DASt-Richtlinie und Uberfiihrung in Eurocode 4 von Feldmann et al. (2021) wur-
den von Claflen et al. (2014a), Clafen et al. (2017a) sowie Claffen und Hegger (2017a)
Push-out-Versuche zur Bewertung des Einflusses von Querrissen und der Schub-Zug-
Interaktion auf das Schubtragverhalten von VDL durchgefiihrt. In Verbindung mit den
experimentellen Untersuchungen zur Bewertung der beiden Einfliisse fiihrten Claflen
et al. (2014a), Claflen et al. (2017a) sowie ClafSen und Hegger (2017a) Referenzversu-
che unter reiner Schubbeanspruchung durch.

Im Forschungsprojekt von Hegger et al. (2013a) wurden von Claflen et al. (2014a)
Push-out-Versuche mit dem Standard-Abscherversuch (siehe Abbildung 2.15) durch-
gefithrt. Mit den Push-out-Versuchen sollten neben dem Einfluss der Brillenbewehrung
auf die Schubtragfihigkeit der VDL der Léangsspannungszustand des Betons unter-
sucht werden. Eine Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Claflen et al.
(2014a) ist in Tabelle 2.6 dargestellt.

Bei den Push-out-Versuchen von Claflen et al. (2014a) bzw. Claflen und Herbrand
(2015) ist ein Ausstanzen des Beton als Versagensmechanismus aufgetreten. Dabei
wird die Schubkraft tiber die Stirnfliche der VDL in den Betongurt iibertragen. Da-
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Tabelle 2.6: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Clafen et al. (2014a)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp oy he Quer- | Bii- | Anzahl
Form fy fex
[mm] [mm)] [mm] stdbe | gel
210 3
Puzzle | 250 / 40 | 15,5 | S460 | 100 | C40/50 | 2212
- 2

durch entsteht im Bereich der Stirnfliche des Puzzlezahns ein komprimierter Beton-
keil mit einer hohen Teilflachenpressung. Der umgebende Beton sowie die Brillen-
bewehrung erzeugen eine Umschniirungswirkung des Betons in diesem Bereich, wo-
durch ein mehraxialer Spannungszustand entsteht. Dieser mehraxiale Spannungszu-
stand kann ein Vielfaches der einaxialen Druckfestigkeit des Betons aufnehmen, was
mit den durchgefithrten numerischen Untersuchungen von Claflen et al. (2014a) verifi-
ziert wurde. Die Komprimierung des Betons in der Diibelzahnausnehmung erzeugt eine
senkrecht zur Schubkraft wirkende Abtriebskraft in Richtung der geringsten Beton-
iiberdeckung. Mit steigender Schubkraft steigt die Abriebskraft an, bis diese die Scher-
tragfahigkeit des Betons tberschreitet. Durch den entstehenden Ausbruchkegel wird
die Umschniirungswirkung bzw. der mehraxiale Spannungszustand aufgehoben und es
kommt zu einem Lastabfall bzw. zu einem Versagen. Dieses Tragverhalten ist in der
schematischen Darstellung in Abbildung 2.32(b) abgebildet. Durch die Brillenbeweh-
rung wird die Umschniirungswirkung des Betons begiinstigt, da die Brillenbewehrung

die auftretenden Spaltzugkréfte infolge der Schubbeanspruchung aufnimmt. Folglich
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Abbildung 2.32: Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a): (a) Diibelkennlinien,
(b) Darstellung des Versagensmechanismus Ausstanzen

Relativverformung ¢ [mm)]

o8



2.4 Stand der Forschung zum Schubtragverhalten von Stahlverbundtragern mit
Verbunddiibelleisten

kann eine Steigerung der Schubtragfahigkeit der VDL erreicht werden. Der Einfluss
der Brillenbewehrung zeigt sich in der maximalen Schubtragfihigkeit der Diibelkenn-
linien der Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a) (siche Abbildung 2.32(a)).
Die fehlende Brillenbewehrung wirkt sich nicht nur auf die maximale Schubtragfi-
higkeit der VDL aus sondern ebenso auf das resultierende Rissbild des Betongurts.
Bei den Push-out-Versuchen mit Brillenbewehrung entsteht ein schollenartiger Aus-
bruchkegel, wohingegen bei den Push-out-Versuchen ohne Bewehrung ein kombiniertes
Spalt-Ausstanzversagen auftritt. Dieses Versagen ist durch einen Riss entlang der VDL
im Betongurt gekennzeichnet.

Zusétzlich zum Einfluss der Brillenbewehrung auf die Schubtragfihigkeit der VDL
wurde von Clafen et al. (2014a) der Einfluss des Langsspannungszustands des Beton-
gurts experimentell untersucht. Aus den Untersuchungen wurde abgeleitet, dass der
Langsspannungszustand des Betongurts einen signifikanten Einfluss auf die Schubtrag-
fahigkeit der VDL hat. Zur Quantifizierung des Einflusses von Rissen im Betongurt auf
die Schubtragféhigkeit fiihrte Claflen und Hegger (2017a), Clafen et al. (2017b) sowie
Claflen und Hegger (2018) weitere Push-out-Versuche durch. Dafiir wurde der weiter-
entwickelte Push-out-Versuchsstand von Claflen et al. (2017a) verwendet, der bereits
eingangs kurz erlautert wurde (siehe Abbildung 2.22). Mit dem Versuchsstand konnte
nicht nur der Einfluss von Rissen auf die Schubtragfahigkeit quantifiziert werden, son-
dern auch eine kombinierte Schub-Zug-Beanspruchung der VDL abgebildet werden.
Zur Bewertung des Einflusses von Rissen und dem Tragverhalten bei einer gleichzeitig
wirkenden Zugbeanspruchung wurden von Clafen et al. (2017a) und Clafien und Heg-
ger (2017a) Referenzversuche unter reiner Schubbeanspruchung durchgefiihrt, die im
Folgenden beschrieben werden. Eine Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche

mit dem weiterentwickelten Push-out-Versuchsstand ist in Tabelle 2.7 dargestellt.

Tabelle 2.7: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche von Clafen et al. (2017a)
und Claflen und Hegger (2017a)

Verbundmittel Stahl Beton Bewehrung
ex / hp by he Quer- | Bii- | Anzahl
Form fy fox
[mm] [mm] [mm] stdbe | gel
¥
Puzzle | 150 / 40 12 S355 | 100 | C30/37 | 2212 | @10
4**

* Serie zum Risseinfluss; ** Serie zur Schub-Zug-Interaktion

Die Referenzserien der Push-out-Versuche zum Einfluss von Rissen im Betongurt auf

die Schubtragfahigkeit sowie zur Schub-Zug-Interaktion weisen alle ein Betonversa-

99



2.4 Stand der Forschung zum Schubtragverhalten von Stahlverbundtragern mit
Verbunddiibelleisten

gen in Form eines Ausstanzversagens auf, fiir das die Push-out-Versuche konzipiert
wurden. Die Diibelkennlinien der Referenzserien der Push-out-Versuche sind in Ab-
bildung 2.33 dargestellt. Die wesentlichen Erkenntnisse der Push-out-Versuche zum
Einfluss von Rissen im Betongurt sowie zur Schub-Zug-Interaktion sind, dass zum
einen der Ausstanzkegel beeinflusst wird und zum anderen die Schubtragfihigkeit
bei einer gleichzeitig wirkenden Zugkraft reduziert wird. Die Push-out-Versuche zum
Einfluss von Rissen im Betongurt sowie zur Schub-Zug-Interaktion sind detailliert in
Claf$en und Hegger (2017a) und Claflen et al. (2017a) beschrieben. Bei den Push-out-
Versuchen zum Risseinfluss wurden der Rissabstand und die Rissbreite untersucht.
Der Rissabstand im Betongurt beeinflusst den Ausstanzkegel bei einem Betonversa-
gen und verkleinert die Abmessungen des Ausstanzkegels. Durch eine Verkleinerung
des Abstandes der einzelnen Risse zueinander bei einer konstanten Rissbreite verrin-
gert sich die Schubtragfidhigkeit der VDL. Durch eine Vergréflerung der Rissbreite
wird die Schubtragfihigkeit des Verbundmittels reduziert. Allerdings ist bei kleinen
Rissbreiten noch eine Verzahnung des Betons moglich, wodurch noch eine Schubkraft
iibertragen werden kann. Aus den Push-out-Versuchen bei einer gleichzeitig wirkenden
Zugkraft auf das Verbundmittel kann abgeleitet werden, dass die Schubkraft mit einer

zunehmenden Zugkraft abnimmt.

}

200
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Schubkraft pro VM [kN
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Abbildung 2.33: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit von
VDL von Clafien et al. (2017a) (Schub-Zug-Interaktion) und Clafen
und Hegger (2017a) (Risseinfluss)

Schlussendlich kénnen aus den zuvor erlduterten experimentellen Untersuchungen
zur Schubtragfihigkeit von beispielsweise Seidl (2009), Heinemeyer (2011), Heinemey-
er et al. (2012), Gindel et al. (2014), Feldmann et al. (2014), Claflen et al. (2014a)
oder Claflen et al. (2017a) die wesentlichen Einflussparameter auf das Schubtragver-
halten der VDL abgeleitet werden. Symmetrische VDL weisen unabhéngig von der

Form der VDL ein dhnliches Trag- und Verformungsverhalten auf, was aus dem Ver-
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gleich der Push-out-Versuche des Projekts Preco-Beam von Seidl et al. (2013a) und der
Push-out-Versuche des Projekts ELEM von Feldmann et al. (2013) abgeleitet werden
kann. Schlussendlich werden die Schubtragfahigkeit und auch das Schubtragverhalten
im Hinblick auf den Versagensmechanismus nicht mafigebend bestimmt durch die Dii-
belform der VDL sondern durch weitere Einflussparameter. Diese sind im Folgenden

zur Abgrenzung der eigenen experimentellen Untersuchungen dargestellt:

- Blechdicke bzw. Stegdicke t, der VDL (Heinemeyer, 2011; Lorenc et al., 2014a;
Kozuch und Lorenc, 2020)

- Bewehrungsgrad Ay, der Diibelzahnausnehmung (Heinemeyer, 2011; Lorenc et al.,
2014a)

- Betondeckung cp ,, oder c¢p, der VDL (Heinemeyer, 2011; Clafen et al., 2017a)

- Betondruckfestigkeit o (Heinemeyer, 2011; Feldmann et al., 2014)

- Abmessungen von Lingsabstand ey zu Diibelzahnhéhe hp (Lorenc et al., 2014a;
Claflen et al., 2017)

- Diibelform der VDL (Heinemeyer, 2011; Lorenc et al., 2014a; Clafen und Hegger,
2017b)

- Einstufung der VDL auf Grundlage der experimentellen Untersuchen als duktiles
Verbundmittel gemédf DIN EN 1994-1-1 (2010)

Schubtragfahigkeit von Kopfbolzendiibeln bei erhohten Temperaturen

Da KBD im Gegensatz zu VDL in der baupraktischen Anwendung etabliert sind,
werden in der Regel KBD bei Verbundtrégern mit Vollbetongurten sowie bei Verbund-
tragern mit Trapezblechprofilen verwendet. Um eine baupraktische Anwendung von
KBD mit normativen Regelungen zu ermdéglichen, wurde die Schubtragfdhigkeit von
KBD bereits umfangreich unter anderem von Roik und Hanswille (1983), Lungershau-
sen (1988), Kohlmeyer (2007) und Konrad (2011) bei Raumtemperaturbedingungen
untersucht. Neben dem Schubtragverhalten von KBD bei Raumtemperatur wurden
auch experimentelle Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit von KBD im Brandfall
durchgefiihrt, um den Temperatureinfluss auf das Schubtragverhalten von KBD zu
quantifizieren. Zur Einordnung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfdhigkeit
von VDL der eigenen experimentellen Untersuchungen werden die wesentlichen Er-
kenntnisse der Push-out-Versuche von KBD bei erhéhten Temperaturen im Folgenden
dargestellt. Dabei wird auf die Analyse auf KBD in Vollbetonplatten eingegangen, da
die Untersuchungen zur Schubtragfahigkeit von VDL auf Vollbetonplatten beschrinkt
sind. AuBlerdem beschrinkt sich der Geltungsbereich der aBG (DIBt, 2018) auf VDL

in Vollbetongurten.
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In experimentellen Untersuchungen von Zhao und Kruppa (1996, 1997), Choi et al.
(2009), Mirza et al. (2011), Chen et al. (2012, 2015a,b) und Imagawa et al. (2012)
wurde der Temperatureinfluss auf die Schubtragfahigkeit von KBD untersucht und be-
wertet. Eine Ubersicht der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen und
im Brandfall ist in Tabelle 2.8 dargestellt.

Tabelle 2.8: Ubersicht der experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit von
KBD in Vollbetongurten bei Raumtemperaturbedingungen (RT) und er-
hohten Temperaturen (ET) aus der Literatur

Diibelgeometrie | Betongurthohe Anzahl

dkeD h, he Push-out-

[mm] [mm] [mm] Versuche

RT | ET

Zhao und Kruppa (1996) | 16, 19, 22 | 100 150 7 22
Choi et al. (2009) 19 100 150 2 | 4
Mirza et al. (2011) X X 120 2 6
Chen et al. (2012) 19 100 150 1 6
Imagawa et al. (2012) 22 150 250 3 9

* keine Daten zur Geometrie vorhanden

Die Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit von KBD bei erhohten Temperaturen
von Choi et al. (2009), Mirza et al. (2011), Chen et al. (2012, 2015a,b) und Imaga-
wa et al. (2012) basieren auf den Push-out-Versuchen von Zhao und Kruppa (1996),
da diese die Grundlage fiir die Bemessungsgleichungen der DIN EN 1994-1-2 (2010)
fir KBD im Brandfall sind. Der Versuchsaufbau der Autoren erfolgte in Anlehnung
an den Standard-Abscherversuch des Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010) (sie-
he Abschnitt 2.3.4). Eine schematische Darstellung der Push-out-Versuche der Au-
toren zur Schubtragfihigkeit von KBD in Vollbetongurten ist in Abbildung 2.34(a)
dargestellt. Die Beflammung respektive die Erwdrmung der Versuchskorper erfolgte
iiber einen Elektroofen, der zwischen den Vollbetonplatten angeordnet ist (siehe Ab-
bildung 2.34(b)). Die Erwarmung der Versuchskoérper erfolgte geméafl ETK bzw. in
Anlehnung an die ETK, sollte der Elektroofen die ETK nicht abbilden kénnen. Bei
diesem Versuchsaufbau werden der Steg und Flansch des Stahlprofils sowie eine Sei-
te der Vollbetonplatte direkt durch die Erwdrmung beansprucht. Die Temperaturen
am Stahlprofil, KBD sowie im Betongurt wurden iiber Thermoelemente gemessen.

Bei den Push-out-Versuchen von Zhao und Kruppa (1996) wurde ein Thermoelement
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am Flansch und ein Thermoelement in 5mm Tiefe des Betongurts ausgehend vom
Flansch angeordnet. Bei Choi et al. (2009), Mirza et al. (2011), Chen et al. (2012)
und Imagawa et al. (2012) wurden weitere Thermoelemente iiber die Héhe des KBD
sowie des Betongurtes angeordnet, um die Temperaturentwicklung des KBD sowie des

Betongurtes beurteilen zu kénnen.

Belastung P

Symmetrie- *
achse —— Y _Stahlprofil

Isolation der
Brandkammer

Elektroofen (Bereich
—
der Beflammung)

Verbundmittel
Kopfbolzendiibel

Betongurt
(a) (b)

Stahlprofil

Isolation der
Brandkammer

Elektroofen

Vollbeton-
platte

Abbildung 2.34: Experimentelle Untersuchungen zur Schubtragfdhigkeit von KBD im
Brandfall: (a) Schematische Darstellung, (b) Exemplarischer Ver-
suchsaufbau von Chen et al. (2015b)

Die Schubtragfahigkeit der KBD wurde entweder nach einem lastfreien Erwarmungs-
vorgang bei einer bestimmten Temperatur des KBD wie beispielsweise bei Choi et al.
(2009) oder Chen et al. (2012) oder unter einer Belastung bei einer Brandbeanspru-
chung geméafl ETK wie beispielsweise bei Zhao und Kruppa (1996) ermittelt. Als Refe-
renz fiir die temperaturabhéngige Schubtragfihigkeit wird bei Zhao und Kruppa (1996)
die Temperatur im Betongurt 5 mm oberhalb des Flansches und bei den weiteren Au-
toren am KBD 10mm oberhalb des Flansches verwendet. Da ausschlieflich die Tem-
peratur am KBD bei 5 mm oder 10 mm verwendet wird, weisen die Push-out-Versuche
einen Temperaturgradienten Ogradiens auf. In Abhéngigkeit der Zieltemperatur des
Referenzpunkts haben die Push-out-Versuche unterschiedliche Temperaturgradienten
tiber die Hohe der KBD (siehe Abbildung 2.35).

Neben der Temperaturentwicklung der Push-out-Versuche wurden die Diibelkennli-
nien der KBD in Abhéngigkeit der Verbundmitteltemperatur ermittelt. Bei Raumtem-
peraturbedingungen ermittelte Choi et al. (2009) eine maximale Schubtragfahigkeit
des KBD von 121 kN. Im Brandfall reduziert sich die Schubtragféhigkeit des KBD bei
einer Verbundmitteltemperatur von 480 °C um 30 % auf 85 kN und bei einer Verbund-
mitteltemperatur von 640°C um 68 % auf 38 kN. Der Push-out-Versuch zur Schub-
tragfahigkeit des KBD bei Raumtemperaturbedingungen von Chen et al. (2012) hat
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Abbildung 2.35: Gemessene Temperatur des Brandraums und entlang der KBD der
Push-out-Versuche von: (a) Choi et al. (2009) mit 0z (10mm) =
600°C, (b) Chen et al. (2015b) mit 0z;e1(10 mm) = 500°C

bei Raumtemperaturbedingungen eine maximale Schubtragfihigkeit von 111kN. Bei
den Push-out-Versuchen von Chen et al. (2012) bei erhohten Temperaturen reduziert
sich die Schubtragfihigkeit des KBD bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C
um 32 % auf 75kN und bei einer Verbundmitteltemperatur von 600 °C um 61 % auf
43kN. Da die Push-out-Versuche von Choi et al. (2009) und Chen et al. (2012) die-
selben geometrischen Abmessungen sowie Materialeigenschaften aufweisen (siehe Ta-
belle 2.8), kénnen die Diibelkennlinien (siehe Abbildung 2.36) miteinander verglichen
und bewertet werden. Die Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen und

] 1407 T T T DU

Z 120 1z 1) 207
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A R [l - |
£ i g 80f i
£ il g eof ]
E ] E 40 600°C |
A s w20 -
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Abbildung 2.36: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen
bezogen auf eine Kopfbolzendiibeltemperatur in 5 mm Tiefe des Be-

tongurts ausgehend vom Flansch von: (a) Choi et al. (2009), (b) Chen
et al. (2012) (dkpp = 19 mm; h, =100 mm; h, = 150 mm)
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im Brandfall von Choi et al. (2009) und Chen et al. (2012) haben eine &hnliche ma-
ximale Schubtragfahigkeit des KBD. Beim Vergleich der Push-out-Versuche von Choi
et al. (2009) und Chen et al. (2012) zur Schubtragfihigkeit von KBD bei erhoh-
ten Temperaturen ist zu beachten, dass sich die Temperaturverldufe bzw. -gradienten
entlang des KBD der Push-out-Versuche unterscheiden (siche Abbildung 2.35). So-
mit kann aus dem Vergleich der Push-out-Versuche von Choi et al. (2009) und Chen
et al. (2012) geschlussfolgert werden, dass der Temperaturgradient keinen signifikan-
ten Einfluss auf die Schubtragfihigkeit des KBD hat. Die Push-out-Versuche zu KBD
in Vollbetongurten bei Raumtemperaturbedingungen und erh6éhten Temperaturen von
Choi et al. (2009) und Chen et al. (2012, 2015a,b) sowie von Zhao und Kruppa (1996,
1997), Yasuda et al. (2008), Mirza et al. (2011) und Imagawa et al. (2012) weisen alle
als Versagensmechanismus ein Abscheren des KBD auf. Die auflergew6hnliche Bean-
spruchung, der Brandfall, hat keinen Einfluss auf die Art des Versagensmechanismus
des KBD.

Auf Basis der experimentellen Untersuchungen von Zhao und Kruppa (1996, 1997),
Choi et al. (2009), Mirza et al. (2011), Chen et al. (2012, 2015a,b) zur Schubtrag-
fahigkeit von KBD bei erh6hten Temperaturen kann die Reduktion der Schubtrag-
fahigkeit des Verbundmittels in Abhéngigkeit von der KBD-Temperatur dargestellt
werden (siehe Abbildung 2.37). Grundlage der Reduktion der Schubtragfihigkeit ist
die temperaturabhéngige Schubtragfihigkeit P(f) im Vergleich zur Schubtragfihig-
keit bei Raumtemperaturbedingungen P(20°C). Die Schubtragfihigkeit des KBD wird

T T T T T T T T
1 """"""""""" \\ 1
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[ § z “ \\\ N
038 [ " \\ —
= | ¢ oo, |
g 0,6 - L2 .
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§ 0,41 ¢ Choietal (2009) TR |
A | | ¢ Mirza et al. (2011) o, |
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Abbildung 2.37: Reduktion der Schubtragfihigkeit von KBD in Abhéngigkeit der Tem-
peratur
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demzufolge ab einer Verbundmitteltemperatur von ca. 300 °C reduziert. Die Reduktion
der Schubtragfihigkeit des KBD in Abhéngigkeit der Temperatur weist ab einer Ver-
bundmitteltemperatur von ca. 300 °C bis ca. 700 °C einen anndhrend linearen Verlauf

auf.

2.4.4 Numerische Ansatze zur Beschreibung des
Schubtragtragverhaltens von Verbunddiibelleisten

Allgemeines

Fiir ein vertieftes Verstdndnis sowie fiir eine Analyse von lokalen Tragmechanismen
oder Krafteumlagerungen werden numerische Modelle herangezogen. Die numerischen
Modelle werden anhand von experimentellen Untersuchungen validiert, um zu veri-
fizieren, ob die Realitdt ausreichend genau approximiert wird. Auf Basis validierter
numerischer Modelle kann ein erweiterter Parameterbereich untersucht werden, um
vereinfachte Berechnungsmethoden bzw. -ansétze zu entwickeln. Grundlage der nu-
merischen Modelle sind eine realitdtsnahe Implementierung des Materialverhaltens
(Materialmodell) und eine ausreichend genaue Abbildung der Geometrie sowie der
Elementierung (Modellbildung). Auf Basis der numerischen Ansétze zur Beschreibung
des Schubtragverhaltens von VDL aus der Literatur werden die in dieser Forschungs-
arbeit verwendeten numerischen Modelle, die in Kapitel 5 dargestellt sind, entwickelt.
Im Folgenden werden die relevanten Materialmodelle und Moglichkeiten der Modell-

bildung zur Beschreibung des Schubtragverhaltens von VDL erldutert.

Materialmodelle

Die Implementierung entsprechender Materialmodelle zur realitdtsnahen Abbildung
des Materialverhaltens ist fiir die Approximationsgiite des numerischen Modells von
essentieller Bedeutung. Bei Verbundtrigern sind fiir die Materialien Beton sowie Bau-
und Bewehrungsstahl entsprechende Materialmodelle erforderlich, um das Tragverhal-
ten des Verbundbauteils abzubilden.

Im numerischen Modell wird fiir Bau- und Bewehrungsstahl in der Regel ein
bilineares Materialmodell verwendet, das auf dem von Mises Fliefkriterium (Mises,
1913) basiert. Dieses Modell wird unter anderem von Lorenc et al. (2014b), Clafien
(2016), Pfenning (2019), Schorr et al. (2020a) oder Karge und Stroetmann (2021) zur
Approximation des Materialverhaltens von Baustahl verwendet.

Charakteristisch fiir das Material Normalbeton ist, dass die Druckfestigkeit f.p,
signifikant hoher ist als die Zugfestigkeit fen (siehe Abbildung 2.38). Die einaxia-

le Spannungs-Dehnungs-Beziehung (im Folgenden: o-e-Beziehung) im Zugbereich ist
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durch ein mittleren Elastizitatsmodul als Sekante (Ecp,) und einen abrupten Abfall der
Tragfahigkeit nach Erreichen der Zugfestigkeit gekennzeichnet. Bis zum Erreichen der
Zugfestigkeit treten keine signifikanten plastischen Dehnungen auf. Beim Uberschrei-
ten der Zugfestigkeit bilden sich Risse im Beton, die einen Abfall der Traglast zur Folge
haben. Im Gegensatz dazu weist die o-e-Beziehung im Druckbereich bis zum Erreichen
der Druckfestigkeit plastische Dehnungen auf. Im Nachbruchbereich der o-e-Beziehung

im Druckbereich wird die Druckfestigkeit mit zunehmender Dehnung reduziert.

fct m |-

O,

Spannung o

€cu Ecl 0 Ect

Dehnung ¢

Abbildung 2.38: Schematische Darstellung der einaxialen o-e-Beziehung von Normal-
beton in Anlehnung an DIN EN 1992-1-1 (2010)

Zur Abbildung des Zug- und Druckverhaltens sowie der Rissbildung von Beton ist
ein entsprechendes Materialmodell erforderlich. Um das nichtlineare Materialverhalten
von Normalbeton zu approximieren, wird héufig das wissenschaftlich anerkannte Mate-
rialmodell Concrete Damage Plasticity (im Folgenden: CDP) der Finiten Element Soft-
ware Abaqus/Standard (2019) (im Folgenden: FE-Software) verwendet. Beim CDP-
Modell werden das Zug- und Druckverhalten des Betons separat implementiert. Eine
explizite Rissbildung des Betons erfolgt bei diesem Modell nicht, sondern die Riss-
bildung wird ,verschmiert® dargestellt. Das CDP-Modell basiert auf dem Plastic-
Damage-Materialmodell von Lubliner et al. (1988), das von Lee und Fenves (1998)
erweiterte wurde. Grundlage des CDP-Modells ist die klassische Plastizitdtstheorie,
die sich aus einer Fliebedingung, einem Flielgesetz und einer Verfestigungshypothe-
se zusammensetzt. Das von Lubliner et al. (1988) entwickelte Materialmodell ist im
Wesentlichen abhéngig von der einaxialen Betonzugfestigkeit oo (fetm), der einaxialen
bzw. zweiaxialen Betondruckfestigkeit ocg (fem) bzw. opo und dem Formfaktor K.. In
Abbildung 2.39(a) ist die FlieBflache in der Deviatorebene in Abhingigkeit des Form-

fakors dargestellt, der die Form der Fliefifliche bestimmt. Fiir Normalbeton ist der
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Formfakor geméfl Abaqus/Standard (2019) mit 0,67 anzusetzen. Nach Lubliner et al.
(1988) betrigt das Verhéltnis ooy zu opg zwischen 1,10 und 1,16. Die FlieSfliche in
Abhingigkeit dieses Verhéltnisses in der biaxialen Spannungsebene (o1-02-Ebene) ist
in Abbildung 2.39(b) abgebildet. Das CDP-Modell wird unter anderem von Sothmann
(2013), Claflen (2016), Raba (2018), Costa (2018) oder Pfenning (2019) verwendet,
um das nichtlineare Materialverhalten von Beton bei Raumtemperaturbedingungen
sowie im Brandfall abzubilden. Eine detaillierte Beschreibung der Parameter der Ma-

terialmodelle ist in Kapitel 5 dargestellt.

Einaxialer Einaxialer
B . B Druck o Zug oy o9
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Abbildung 2.39: Theoretische Grundlagen des CDP-Modells: (a) FlieBflache in der De-
viatorebene in Abhéngigkeit des Formfaktors K., (b) Fliefifliche in
der biaxialen Spannungsgebene, (¢) Hyperbolische Potenzialfunkti-
on (in Anlehnung an Abaqus - Documentation for Abaqus/Standard
(2019) und Kueres et al. (2015))

Modellbildung

Eine ausreichende Approximation der Geometrie und eine entsprechende Elementie-
rung sind ebenso wie die Materialmodelle entscheidend fir die Approximationsgiite des
numerischen Modells. Bei der Modellbildung sind die realen Gegebenheiten, zu denen
die Geometrie, die Randbedingungen, die Kontaktbedingungen und die Elementierung
zéhlen, ausreichend genau zu approximieren.

In Abbildung 2.40 ist ein numerisches Modell zur Analyse des Schubtragverhaltens
einer VDL dargestellt. Das numerische Modell stellt den Push-out-Versuch dar und
wurde von Claflen et al. (2014a) entwickelt. Das von ClafSen et al. (2014a) entwickelte
numerische Modell ist nach Kopp et al. (2018b) ein reprisentativer Modellierungsan-
satz zur Abbildung eines Push-out-Versuchs zur numerischen Simulation des Schub-

tragverhaltens von VDL. Im numerischen Modell von Clafien et al. (2014a) werden
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2.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

das I-Profil mit VDL, der Betongurt und die Bewehrung der Diibelzahnausnehmung
(Querbewehrung) als Volumenelemente implementiert (siche Abbildung 2.40(a)). Die
Brillen- und Léngsbewehrung wird mit Fachwerkelementen abgebildet. Die Beweh-
rung (Langs-, Brillen- und Querbewehrung) wird tiber die Bedingung ,,embedded® mit
dem Betongurt gekoppelt. Bei der Bedingung ,,embedded“ werden die translatorischen
Freiheitsgrade an die benachbarten Elemente gekoppelt, was einem idealen Verbund
zwischen der Bewehrung und dem Betongurt entspricht. Als Kontaktbedingungen zwi-
schen der VDL und dem Betongurt wird in normalen Richtung ein ,,Hard Contact* und
in tangentialer Richtung Reibung definiert. Bei der Modellbildung von beispielsweise
Fink et al. (2007b), Heinemeyer (2011) oder Lorenc et al. (2014b) werden dieselben
Approximationsansitze wie bei dem numerischen Modell von Claflen et al. (2014a)
verwendet. Die Modellbildung zur Analyse des Schubtragverhaltens von VDL unter-
scheidet sich nicht signifikant von der Modellbildung zur Simulation des Schubtragver-
haltens von KBD von Nguyen und Kim (2009) oder Pfenning et al. (2017), bei denen

dhnliche Ansétze zur Approximation der realen Gegebenheiten verwendet werden.

Volumen-
elemente

Ausnutzung
Symmetrie

Lingsbewehrung Beton- I-Profil

als Fachwerk- gurt mit VDL

elemente Bewehrung N P Lagerung als
yembedded* " Randbedingung

(a) (b)

Abbildung 2.40: Numerisches Modell zur Simulation des Schubtragverhaltens von
VDL auf Basis des Push-out-Versuchs: (a) Implementierung der Be-
wehrung sowie Elementierung, (b) Randbedingungen (Claflen et al.,
2014a)

2.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

VDL sind die konsequente Weiterentwicklung der Perfobondleiste, die von Andrd
(1985) und Leonhardt et al. (1987) in den 80er-Jahren als alternatives Verbundmittel
zu KBD entwickelt wurde. Im Vergleich zu KBD zeichnen sich VDL durch eine ein-
fachere sowie wirtschaftlichere Herstellung mit unterschiedlichen Ausnehmungsformen

und -groflen, hoherer Schubtragfahigkeit, hoherer Materialeffizienz und ein hoheres
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2.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Verformungsvermdégen aus. Die hohere Schubtragfihigkeit und die hohere Materialef-
fizienz von VDL im Gegensatz zu KBD wurde einleitend anhand einer Gegeniiberstel-
lung der Schubtragfdhigkeit der Verbundmittel und der plastischen Momententragfa-
higkeit eines Verbundtragers mit KBD oder VDL bei Raumtemperaturbedingungen
verdeutlicht (siehe Abschnitt 2.2.2). Durch die héhere Schubtragfihigkeit der VDL und
die Moglichkeit effizientere Querschnitte zu konzipieren, werden zunehmend VDL im
Hoch- und Briickenbau eingesetzt, um schlanke Querschnitte mit hohen Spannweiten
zu realisieren (siche Abschnitt 2.2.3).

Neben den positiven Eigenschaften von VDL wurde in den vorigen Abschnitten zu-
dem erldutert, weshalb weiterer Forschungsbedarf fiir VDL im Brandfall notwendig
ist: Zum einen, um Bemessungsgrundlagen fiir Verbundtriager mit VDL im Brandfall
zu schaffen, und zum anderen, um eine einfachere Anwendung in der Praxis zu ermog-
lichen. Normativ wird von den Eurocodes ausschliefflich die Bemessung der Schubtrag-
fahigkeit von KBD im Brandfall geregelt, die auf umfangreichen experimentellen Un-
tersuchungen (Push-out-Versuche) basieren. Die experimentellen Untersuchungen zur
Schubtragfihigkeit von KBD zeigen, dass ab einer Verbundmitteltemperatur von ca.
300 °C die Schubtragfihigkeit des KBD reduziert wird (siehe Abschnitt 2.4.3). Demge-
geniiber sind die derzeitigen Regelungen der aBG zur Bemessung der Schubtragfiahig-
keit von VDL (siehe Abschnitt 2.3) auf Raumtemperaturbedingungen begrenzt, wobei
auch diese Regelungen auf umfangreichen experimentellen Untersuchungen sowie nu-
merischen Simulationen basieren (siehe Abschnitt 2.4.3). Die Bewertung des Tempe-
ratureinflusses auf die Schubtragfihigkeit respektive das Schubtragverhalten von VDL
im Brandfall ist im Gegensatz zu KBD lediglich auf wenige Trégerversuche begrenzt.
Eine explizite Bewertung des Schubtragverhaltens von VDL im Brandfall erfolgte bis-
her nicht. Aus den experimentellen Untersuchungen zu Verbundtrégern mit VDL von
Franssen und Janssen (2013) und Schaumann et al. (2014) wurde abgeleitet, dass kein
Schlupf zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt auftritt. Allerdings schlussfolger-
te Franssen und Janssen (2013) auf Grundlage einiger Verbundtragerversuche, dass
die Schubtragfihigkeit der VDL bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C
nicht signifikant beeinflusst wird (siche Abschnitt 2.4.2).

Im Hinblick auf die eigenen experimentellen Untersuchungen (siehe Kapitel 3) wur-
den zur Abgrenzung die relevanten Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit von
VDL aus der Literatur dargestellt. Aus den experimentellen Untersuchungen wur-
den die wesentlichen Parameter identifiziert, die in der eigenen Versuchsplanung zur
Schubtragfihigkeit von VDL bei erhohten Temperaturen berticksichtigt wurden. Die
wesentlichen Einflussfaktoren auf die Schubtragfihigkeit von VDL sind die Blechdi-
cke bzw. Stegdicke der VDL, der Bewehrungsgrad der Diibelzahnausnehmung, die
Betondeckung der VDL, die Betondruckfestigkeit, das Verhéltnis Léangsabstand zu
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2.6 Abgrenzung der eigenen Forschungsarbeit

Diibelzahnhéhe und die Diibelform der VDL (siehe Abschnitt 2.4.3). Da die bisher
dokumentierten experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfdhigkeit auf Raum-
temperaturbedingungen begrenzt sind, wird die Erfordernis von experimentellen Un-
tersuchungen zur Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall unterstrichen, um den

Einfluss thermischer Effekte zu analysieren.

Abschliefend wurden die wesentlichen numerischen Ansétze zur Implementierung
des Schubtragverhaltens von VDL (Push-out-Versuche) beschrieben (siche Abschnitt
2.4.4). Die dargestellten Ansétze zur Modellierung des Schubtragverhaltens von VDL
sind Grundlage fiir die eigenen numerischen Simulationen sowie die Entwicklung der
numerischen Modelle zur Beschreibung des Schubtragverhaltens von VDL bei erhohten

Temperaturen, die in Kapitel 5 dargestellt sind.

2.6 Abgrenzung der eigenen Forschungsarbeit

Die Aufarbeitung des Standes der Normung sowie des Standes der Forschung zum
Tragverhalten von VDL unterstreicht die Notwendigkeit weiterfithrender Forschungs-
arbeiten zum Schubtragverhalten von VDL und zum Tragverhalten von Verbundtra-
gern mit VDL im Brandfall. Insbesondere fehlt eine experimentelle Datengrundlage zur
Schubtragfidhigkeit von VDL im Brandfall, die eine sichere Anwendung von Verbund-
tragern mit VDL in der Praxis ermoglichen. Die vorliegende Forschungsarbeit setzt
an diesem Punkt an und hat das Ziel den Einfluss der Temperatur auf das Schub-
tragverhalten von VDL zu quantifizieren. Auf dieser Grundlage wurden die folgenden
Anforderungen an die in dieser Forschungsarbeit durchgefiihrten experimentellen Un-

tersuchungen und numerischen Simulationen definiert.

Detailuntersuchungen zum Schubtragverhalten von VDL

Insbesondere liefert die vorliegende Forschungsarbeit mit den experimentellen Untersu-
chungen einen Beitrag zur Quantifizierung des Temperatureinflusses auf die Schubtrag-
fahigkeit sowie den Versagensmechanismus der VDL im Vergleich zu Raumtemperatur-
bedingungen. Bei dem Versuchsaufbau und den Versuchskérpern wird auf Grundlage
der Forschungsarbeiten von Heinemeyer (2011)und Claflen (2016) der Versuchsaufbau
abgeleitet, um gezielt von einem Verbundmittel die Schubtragfihigkeit unter den Ver-
suchsrandbedingungen zu ermitteln. Die experimentellen Untersuchungen werden mit
einem homogenen Temperaturfeld durchgefiihrt, um grundlegend den Temperaturein-
fluss auf das Schubtragverhalten von VDL zu untersuchen. Damit sollen zunéchst Ein-

fliisse aus einem Temperaturgradienten auf das Tragverhalten ausgeschlossen werden.
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2.6 Abgrenzung der eigenen Forschungsarbeit

Tragverhalten eines Deckensystems mit VDL im Brandfall

Die gromafstablichen Untersuchungen mit einem Verbundtrager mit VDL haben das
Ziel der Bewertung des Einflusses der temperaturabhingigen Schubtragfahigkeit der
VDL auf das globale Tragverhalten. Die bisherigen Erkenntnisse zum globalen Trag-
verhalten basieren auf Untersuchungen mit einer Brandbeanspruchung geméfl ETK,
weshalb ergéinzend das Tragverhalten infolge eines Naturbrandszenarios fiir den Hohl-
raum eines Deckensystems analysiert wird. Dabei wird die Temperaturentwicklung der
VDL in Verbindung mit dem Temperaturfeld des umliegenden Betons detailliert be-
trachtet, um unter Beriicksichtigung der Querschnittstemperatur des Verbundtragers
den Einfluss auf das globale Tragverhalten zu bewerten. Dabei werden die Erkenntnisse
aus den Push-out-Versuchen bei erhohten Temperaturen (siehe Kapitel 3) zur Analyse
der grofmafstéiblichen Untersuchungen zum globalen Tragverhalten eines Verbund-

tragers mit VDL verwendet (siehe Kapitel 4).

Numerische Simulationen zu VDL im Brandfall

Grundlage der numerischen Simulationen dieser Forschungsarbeit sind die entwickel-
ten numerischen Modelle zur Beschreibung des Schubtragverhaltens von VDL von
beispielsweise Claflen (2016). Auf Basis dieser werden die numerischen Modelle zur
Charakterisierung des Schubtragverhaltens von VDL abgeleitet. Fiir die Bewertung
des Schubtragverhaltens im numerischen Modell werden die Erkenntnisse der eigenen
experimentellen Detailuntersuchungen zur Schubtragfihigkeit der VDL sowie des glo-

balen Tragverhaltens des Verbundtrigers verwendet.

Vereinfachtes Bemessungsverfahren fiir VDL im Brandfall

Mit dem entwickelten Modellierungsansatz fiir Push-out-Versuche zum Schubtragver-
halten von VDL wird das Ziel einer Entwicklung eines Vorschlags zur vereinfachten
Bemessung der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall verfolgt. Dabei soll grund-
legend verifiziert werden, ob auf Basis der normativen Regelungen gemifs DIN EN
1994-1-2 (2010) zur vereinfachten Bemessung von KBD im Brandfall ein Vorschlag
zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfidhigkeit von VDL im Brandfall abgeleitet

werden kann.
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Kapitel 3

Experimentelle Detailuntersuchungen
zur Schubtragfahigkeit von
Verbunddiibelleisten

3.1 Einleitung

Die Analyse der Literatur des vorherigen Kapitels zeigt, dass die Untersuchungen zur
Schubtragfahigkeit von VDL weltweit ausschliefllich auf Raumtemperaturbedingungen
begrenzt sind. In dieser Forschungsarbeit werden experimentelle Detailuntersuchungen
durchgefiihrt, um den Einfluss des Brandfalls auf die Tragcharakteristik, die Schub-
tragfdhigkeit sowie die Versagensmechanismen von VDL zu quantifizieren. Zur Be-
wertung des Einflusses von erhdhten Temperaturen auf die Schubtragfihigkeit von
VDL werden insgesamt 30 Push-out-Versuche durchgefiihrt. Die Detailuntersuchun-
gen zur Schubtragfihigkeit von VDL umfassen dabei sieben Push-out-Versuche bei
Raumtemperaturbedingungen (Kennzeichnung: RT) sowie 23 Versuche bei erhéhten
Temperaturen (Kennzeichnung: ET). Mit den Push-out-Versuchen werden die folgen-
den Aspekte der Schubtragfihigkeit von VDL bei erhéhten Temperaturen beurteilt.

Tragcharakteristik der VDL

Charakterisiert wird das Schubtrag- und Verformungsverhalten einer VDL durch eine
Diibelkennlinie, die mit dem Push-out-Versuch ermittelt wird. Die Diibelkennlinie be-
schreibt das relative Verformungsvermégen der VDL gegeniiber dem Betongurt. Bei
der Tragcharakteristik der VDL werden die Einfliisse der Brillenbewehrung und die
Anzahl der Querstibe in der Diibelzahnausnehmung beurteilt. Im Ergebnis werden
die Diibelkennlinie, die maximale Schubtragfihigkeit P, sowie das Verformungsver-
mogen u(0,9 - Pax) und die Anfangssteifigkeit C der VDL ermittelt.
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3.2 Versuchsbeschreibung und -durchfihrung der Push-out-Versuche

Einfluss der Temperatur

Mit den Push-out-Versuchen bei erh6hten Temperaturen wird der Einfluss der Tempe-
ratur auf den Versagensmechanismus der VDL untersucht. Aulerdem wird der Einfluss
der Temperatur auf die Schubtragfihigkeit der VDL systematisch analysiert und quan-
tifiziert. Schwerpunktméfig wird in den experimentellen Detailuntersuchungen die
Schubtragfahigkeit bei Raumtemperaturbedingungen und homogenen Querschnitts-
temperaturen von 200 °C, 350 °C und 500 °C bewertet.

Reibanteil an der Schubtragfiahigkeit

Neben dem Einfluss der Temperatur auf die Schubtragfahigkeit soll der Anteil der
Reibung an der Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen und
bei erhohten Temperaturen quantifiziert werden. Der Reibanteil wird mit Push-out-
Versuchen, die eine dquivalente Reibfliche zu den Push-out-Versuchen mit VDL auf-

weisen, ermittelt.

Anwendbarkeit eines vereinfachten Bemessungsansatzes

In Verbindung mit der Bewertung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfahigkeit
der VDL sollen Ansétze zur Berechnung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brand-
fall basierend auf dem Bemessungsansatz bei Raumtemperaturbedingungen bewertet
werden. Grundlage zur Beriicksichtigung des Temperatureinflusses auf die Schubtrag-
fahigkeit der VDL sind die vereinfachten Bemessungsgleichung fiir KBD im Brandfall
geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) (siche Abschnitt 2.3.3).

3.2 Versuchsbeschreibung und -durchfithrung der

Push-out-Versuche

3.2.1 Geometrie der Versuchskorper

Basierend auf den bisher verdffentlichten experimentellen Untersuchungen zur Schub-
tragfahigkeit von VDL bei Raumtemperaturbedingungen (siehe Abschnitt 2.4.3) wur-
den die Versuchskorper der Push-out-Versuche dieser Forschungsarbeit konzipiert. Der
Versuchskorper der Push-out-Versuche ist in Abbildung 3.1 dargestellt. In Anlehnung
an den Versuchsaufbau und die Versuchskorper von Heinemeyer (2011) und Clafen
(2016) wird die Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten
Temperaturen nur von einem Verbundmittel ermittelt. Dadurch werden mogliche Ein-
fliisse eines zweiten Verbundmittels wie beim Standard-Abscherversuch gemafi DIN
EN 1994-1-1 (2010) (siehe Abschnitt 2.3.4 Abbildung 2.15) ausgeschlossen. Die geo-

metrischen Abmessungen der Versuchskorper der experimentellen Detailuntersuchun-
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8.2 Versuchsbeschreibung und -durchfihrung der Push-out-Versuche

gen leiten sich aus den Randbedingungen des Versuchsaufbaus ab. Im Wesentlichen
begriinden sich die Abmessungen der Grundflache der Versuchskoérper der Push-out-
Versuche durch die Offnung des Elektroofens zum Einbau der Proben (sieche Abbil-
dung 3.1 und Abbildung 3.2), deren maximale Abmessungen 350 mm x 350 mm sind.
Die Versuchskorper weisen eine Gesamthoéhe von insgesamt 700 mm auf, wobei das I-
Profil einen Uberstand von 350 mm oberhalb des Betongurtes hat. Der Uberstand des
I-Profils ist erforderlich, da die Lasteinleitung durch die Hydraulik der Priifmaschine
zur Durchfithrung der Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen auflerhalb des

Ofens positioniert werden muss, um den Zylinder vor der Erwirmung zu schiitzen (sie-

he Abschnitt 3.2.3).

Querbewehrung (B500)

IPE220

(S355) a8
Betongurt 280 mm

(C30/37) 160 mm

Brillenbewehrung (B500)

R22 < >®8

|
60 mm

280 mm
Léngsbewehrung (B500, &10)

< Aussparung mit Styropor
320 mm 320 mm

Abbildung 3.1: Isometrie des Versuchskérpers der Push-out-Versuche mit der Darstel-
lung der relevanten Bewehrung der VDL (experimentell ermittelte Ma-
terialkennwerte siehe Anhang A)

350 mm

Die Versuchskorper der Push-out-Versuche setzen sich aus einem bewehrten Betongurt
mit einer Héhe h, von 100 mm und einem I-Profil mit einer VDL in Klothoidenform ge-
méB aBG (DIBt, 2018) mit einem Langsabstand e, von 100 mm und einer Diibelzahn-
hohe hp von 40 mm, die sich aus dem Léangsabstand der VDL ableitet (hp =0,4-ey),
zusammen (siehe Abbildung 3.1 und Abbildung 3.2). Der Langsabstand der VDL von
100 mm liegt dabei auflerhalb der Anwendungsgrenzen der aBG (DIBt, 2018), de-
ren Anwendungsbereich auf einen Langsabstand e, von 150 mm bis 500 mm begrenzt
ist. Die Abweichung von der aBG (DIBt, 2018) begriindet sich in der Durchfithrung
der Push-out-Versuche im Rahmen des Forschungsprojekts ,,Brand im Hohlraum* von
Mensinger et al. (2021). In diesem wurden weiterfithrende Untersuchungen zur vollum-

fanglichen Bemessung des Deckensystems InaDeck durchgefiihrt. Die Hohe der VDL
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3.2 Versuchsbeschreibung und -durchfihrung der Push-out-Versuche

leitet sich aus den geometrischen Abmessungen des Betongurtes des InaDeck ab, das
aus brandschutztechnischen Anforderungen zur Einhaltung des Isolationskriteriums
einen filigranen Betongurt mit einer Hohe von 100 mm hat (sieche Abschnitt 2.2.5).
Durch die Hohe des Betongurts des InaDeck von 100 mm als geometrische Randbe-
dingung ergibt sich eine Hohe des Verbundmittels von 40 mm und ein Léngsabstand
von 100mm der VDL. Die Push-out-Versuche sind Detailuntersuchungen der VDL
im Mafistab 1:1. Effekte aus einem skalierten Mafstab sind bei der Analyse der ex-
perimentellen Detailuntersuchungen somit nicht zu beachten. Trotz der Abweichung
von den Anwendungsgrenzen der aBG (DIBt, 2018) sind die Erkenntnisse aus den
Push-out-Versuchen auf die Anwendungsgrenzen der aBG (DIBt, 2018) grundsétzlich

iibertragbar.

Schubfeste Schrauben-
é p//verbindung
o
0 tr = 5,9 mm
1 hp = 40 mm e
> Verbundmittel VDL
é &5 p % // in Klothoidenform
g / ORe
gl g @ gx ‘).(:/ Ref
sl &7 ;/ieX:m()mm
%) = ol
g /—' -—? Aussparung
S mit Styropor
[——

—
‘9, 42, ‘g, X Thermoelement (TE) Stahl

TE alle 25
atie so @02 0;02 12102 X Thermoelement (TE) Beton

Abbildung 3.2: Seitenansicht der Push-out-Versuche mit der Darstellung der symme-
trischen Anordnung der Thermoelemente

Beim verwendeten I-Profil handelt es sich um ein IPE220 der Stahlsorte S355J2+AR.
Die durchgefithrten Push-out-Versuche wurden mit normalfestem Beton der Festig-
keitsklasse C30/37 und einem Groéfitkorndurchmesser von 8 mm ausgefiihrt. Die Léngs-,
Brillen- und Querbewehrungen gehoren der Festigkeitsklasse B500 an. Die Ergebnisse
der Materialuntersuchungen sind dem Anhang A zu entnehmen sowie detailliert in
Mensinger et al. (2021) aufbereitet.

Unterhalb des I-Profils wurde eine Aussparung beriicksichtigt, um die Verformung des
I-Profils infolge der Schubbeanspruchung zu erméglichen. Die Aussparung wurde bei
der Betonage mit Styropor gefiillt (siehe Abbildung 3.2). Bei den Push-out-Versuchen

bei erhohten Temperaturen wurden die Temperaturen der Versuchskérper mit Ther-
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8.2 Versuchsbeschreibung und -durchfihrung der Push-out-Versuche

moelementen vom Typ K (NickelChrom-Nickel-Leiter) gemessen. Die symmetrische
Anordnung der Thermoelemente am Stahl sowie im Beton ist in Abbildung 3.2 und
Abbildung 3.7 und detailliert in Anhang B dargestellt.

3.2.2 Versuchsmatrix

Mit den experimentellen Detailuntersuchungen zur Schubtragfihigkeit von VDL bei
Raumtemperaturbedingungen sowie bei erhohten Temperaturen wurde der Einfluss
der Brillenbewehrung und die Anzahl der Querstiabe in der Diibelzahnausnehmung
auf die Schubtragfihigkeit der VDL sowie der Reibanteil an der Schubtragfihigkeit der
VDL ermittelt. Eine Ubersicht der Bezeichnungen sowie der Parameter der einzelnen
Push-out-Versuche ist in Tabelle 3.1 dargestellt.

Tabelle 3.1: Ubersicht der Parameter der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbe-
dingungen (RT) und erhéhten Temperaturen (ET; Bew. = Bewehrung)

Anzahl der Bewehrung der VDL h./
Versuchs- ex Orer | Push-out- Quer- | Brillen- | Langs- | hg/
serie Versuche bew. bew. bew. cDp
[mm] | [°C] [ [mm] | [mm] | [mm] | [mm]
PoV-R RT 2
100 2x 8 8
(Referenz) ET 6 100/
RT 1 keine 40/
PoV-B 100 2x @8
ET 5 Bew. 30
210
RT 2
PoV-Q 100 1x 28 a8
ET 6
PoV-M RT 2
- - 8 -
(Reibung) ET 6

Um den Einfluss von streuenden Parametern, wie beispielsweise den Materialeigen-
schaften, bei der Bewertung der verschiedenen Parametern der Push-out-Versuche zu
berticksichtigen, werden jeweils zwei Push-out-Versuche je Versuchsserie und Tem-
peraturebene durchgefiihrt. Bei der Serie zum Einfluss der Brillenbewehrung konnte
bei Raumtemperaturbedingungen und bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C
durch einen Herstellungsfehler nur ein Push-out-Versuch durchgefiihrt, das bei der
Quantifizierung der Differenzen zwischen den einzelnen Versuchsserien zu beriicksich-

tigen ist.
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3.2 Versuchsbeschreibung und -durchfihrung der Push-out-Versuche

Die Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen werden als Grundlage ver-
wendet, um den Temperatureinfluss auf die Schubtragfihigkeit der VDL zu quanti-
fizieren. Die Versuchsserie PO-V1 (Referenzserie - im Folgenden: Serie PoV-R) der
Push-out-Versuche ist die Referenzserie zur Bewertung der einzelnen Einflussfaktoren
auf die Schubtragfihigkeit der VDL und repréisentiert eine typische Bewehrungskon-
figuration der VDL bei einem Verbundtréger sowie die Anordnung der Bewehrung
der VDL beim InaDeck. Mit der Versuchsserie PO-V2 (Serie ohne Brillenbewehrung
- im Folgenden: Serie PoV-B) wird der Einfluss der Brillenbewehrung auf die Schub-
tragfdhigkeit der VDL analysiert, die die Umschniirungswirkung des Betons beein-
flusst. Mit der Versuchsserie soll verifiziert werden, ob die von Clafen et al. (2014a)
ermittelte Reduktion der Schubtragfihigkeit der VDL ohne Brillenbewehrung (siehe
Abbildung 2.32) ebenfalls bei erhohten Temperaturen festzustellen ist. Der Einfluss
der Anzahl der Querstiabe auf die Schubtragfihigkeit der VDL wird mit der Versuchs-
serie PO-V3 (Serie mit 50 % Reduktion der Querbewehrung - im Folgenden: Serie
PoV-Q) untersucht. Die Positionierung des Querstabs in der Diibelzahnausnehmung
erfolgt mittig zwischen den Stahlzdhnen. Durch die Anordnung von je einem Querstab
je Ausnehmung der VDL soll eine einfachere Herstellung durch beispielsweise eine
Bewehrungsmatte ermoglicht werden. In experimentellen Untersuchungen von Hei-
nemeyer (2011) oder Lorenc et al. (2014b) bei Raumtemperaturbedingungen wurde
bereits festgestellt, dass die Querschnittsfliche der Querbewehrung die Schubtragfa-
higkeit der VDL beeinflusst (siehe Abbildung 2.28). Mit dieser Versuchsserie soll der
Einfluss einer mittigen Positionierung von nur einem Querstab in der Diibelzahnaus-
nehmung gegeniiber der PoV-R sowie der Einfluss von erh6hten Temperaturen auf die
Schubtragfahigkeit der VDL ermittelt werden.

In der Literatur sind bisher keine Untersuchungen vorhanden, mit denen der Reibanteil
an der Schubtragfihigkeit der VDL quantifiziert wurde. Mit der Versuchsserie PO-V4
soll der Reibanteil an der Schubkraft der VDL (im Folgenden: Serie PoV-M) abgeleitet
werden. Die Versuchskoérper weisen keine VDL sondern eine viereckige Fliache Agep
auf, die dquivalent zur seitlichen Flache der ersten drei Versuchsserien ist.

Die Schubtragfiahigkeit der VDL wird bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten
Temperaturen in einem homogenen Temperaturfeld mit einer Verbundmitteltempera-
tur Orer von 200 °C, 350°C und 500 °C ermittelt. Die Push-out-Versuche weisen ein
homogenes Temperaturfeld auf, da mogliche Einfllisse aus thermischen Dehnungen,
welche bei einem inhomogenen Temperaturfeld auftreten, hier nicht betrachtet werden
sollen. Grundsétzlich soll mit den Push-out-Versuchen der Einfluss von erhéhten Tem-
peraturen auf die Schubtragfihigkeit der VDL und die lokalen Tragmechanismen sowie
Versagensmechanismen im Brandfall systematisch analysiert werden. Die drei gewéhl-

ten Verbundmitteltemperaturen der VDL der Push-out-Versuche wurden auf Basis der
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experimentellen Untersuchungen aus der Literatur von Franssen und Janssen (2013)
und Schaumann et al. (2014) sowie der zu erwartenden Temperaturen der VDL bei
einer direkten Beanspruchung des I-Profils eines Verbunddeckensystems infolge eines
Naturbrandszenarios und der ETK abgeleitet (siehe Abschnitt 4.3.2). Bei dem Natur-
brandszenario fiir den Hohlraum eines Deckensystem, das von Koh et al. (2019) ent-
wickelt wurde, werden an der VDL des InaDeck Verbundmitteltemperaturen von ca.
200 °C erreicht, woraus sich die Temperaturebene von 200 °C ableitet. Eine Verbund-
mitteltemperatur von 500 °C entsteht bei einer direkten Brandbeanspruchung eines
ungeschiitzten Verbundtragers bei einer 30-miniitigen Beanspruchung gemifi ETK.
Die Temperaturebene von 350 °C wurde zur Beurteilung der Entwicklung der Redu-
zierung der Schubtragfihigkeit der VDL zwischen den Temperaturen von 200 °C und
500 °C gewdhlt.

3.2.3 Versuchsaufbau

Fir die Durchfiihrung der Push-out-Versuche wurde ein Versuchsaufbau konzipiert,
mit dem die Detailuntersuchungen zur Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtem-
peraturbedingungen und erhohten Temperaturen mit identischen Randbedingungen
durchgefiihrt werden konnten. Zur Durchfithrung der Push-out-Versuche wurde der

in Abbildung 3.3 dargestellte Versuchsstand verwendet. Der Versuchsaufbau wurde in

Hydraulik-
: / zylinder = 777 iu
, NN
Lasteinlei-
tungsplatte é
(e
I-Profil 3
< (IPE220)
Betongurt —— 4 é
Verbundmittel VDL — /VZ, ,73/ =
in Klothoidenform < 0% o
/ -
Lagerungs- . \l k \4
konstruktion

Abbildung 3.3: Versuchsaufbau der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedin-
gungen: (a) realer Versuchsstand mit Versuchskorper, (b) schematische
Darstellung
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der servohydraulischen Priifmaschine MFL mit einer maximalen statischen Last von
300 kN realisiert. Der Versuchsaufbau setzte sich aus einer Lagerungskonstruktion zur
Lastableitung in das Spannfeld, einer Lasteinleitungsplatte und dem servohydrauli-
schen Zylinder sowie einem Elektroofen fiir die Versuche bei erhohten Temperaturen
zusammen. Der entwickelte Versuchsaufbau mit dem Elektroofen ist in Abbildung 3.4
dargestellt. Des Weiteren wurde der Versuchsstand so konzipiert, dass eine freie ther-
mische Ausdehnung der Versuchskorper ohne thermische Zwangungen méglich ist. Die
Lasteinleitung sowie die Messung der Verformung erfolgte auerhalb des Elektroofens,
weshalb die Versuchskorper, wie bereits in Abschnitt 3.2.1 erldutert, eine Gesamt-
hohe von 700 mm aufwiesen. Die Messung der Verformungen erfolgte mit optischen
Messsensoren (siehe Detail ,Messebene der Verformungen® der Abbildung 3.4), die
die gesamten Verformungen des Versuchskorpers einschliefllich des Versuchsstandes

aufzeichneten.

Servohydrau-
lischer Zylinder

Messebene der
Verformungen

el

Lasteinlei-
tungsplatte

Versuchskorper
Optischer Sensor

(Laser) alle 120°

TV

Elektroofen

Lagerungs-
konstruktion

Abbildung 3.4: Versuchsaufbau der Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen so-
wie Positionierung der optischen Messsensoren zur Messung der Ver-
formungen

Die gemessenen Verformungen der optischen Messsensoren beinhalteten die Verfor-
mungen der Lagerungskonstruktion sowie der Lasteinleitung des Versuchsstandes, wo-
durch beispielsweise die Anfangssteifigkeit C,; der Diibelkennlinien beeinflusst wurde.
Bei der Auswertung der Diibelkennlinien wurde der Verformungsanteil des Versuchs-
standes entsprechend beriicksichtigt. Die Verformungen des Versuchsstandes setzten
sich aus den elastischen Verformungen sowie den Fugen zwischen der einzelnen Kom-

ponenten der Konstruktionen zusammen. Der Verformungsanteil des Versuchsstandes
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wurde tber eine sog. Ersatzversuchskorper-Messung (im Folgenden: EV-Messung) er-
mittelt, die im Folgenden erlautert wird. Eine detaillierte Erlauterung zur Vorgehens-
weise der EV-Messung ist in Kleibomer (2018) dargestellt. Die EV-Messung wurde
mit einem massiven Stahlvollprofil mit einem Durchmesser von 140 mm, einer Lénge
von 700 mm und einem E-Modul von 230.500 mNW durchgefiihrt. Basierend auf Glei-
chung (3.1) konnten die elastischen Verformungen ue(F) des Ersatzversuchskorpers
in Abhéngigkeit der Kraft ermittelt werden, die physikalisch bedingt einen linearen
Zusammenhang aufweisen (siche Abbildung 3.5(a)).

F o F
E-A 7 230500 L - - (70mm)?

mm?2

uel(F) = - 700 mm (3.1)

Bei der EV-Messung umessung Wurden von den optischen Messsensoren die Verfor-
mungen des Versuchsstandes inklusive der elastischen Verformungen des Ersatzver-
suchskorpers ug gemessen. Die Kraft-Verformungslinie der EV-Messung wies einen
nichtlinearen Zusammenhang auf (siehe Upessung Abbildung 3.5(a)), der durch die
SchlieBung der Fugen zwischen den einzelnen Komponenten des Versuchsaufbaus be-
griindet ist. Die Verformungen aus der SchlieBung der Fugen infolge der Belastung
ohne den elastischen Anteil des Ersatzversuchskorpers wurden bei der Auswertung
der Diibelkennlinen der Push-out-Versuche in Abhéngigkeit der einwirkenden Kraft
berticksichtigt. Die relativen Verformungen des Priifstandes MFL Uyelativ, mr1, infolge

einer Belastung werden durch folgenden Zusammenhang beschrieben:

Urelativ, MFL (F) - uMessung(F) - uel(F) (32)

Der Einfluss der Berticksichtigung bzw. Vernachlassigung der Verformung des Priif-
standes ist in Abbildung 3.5(b) fiir eine Verbundmitteltemperatur von 200 °C der Serie
PoV-R dargestellt. Auffallig ist, dass sich durch die Beriicksichtigung bzw. Vernachlés-
sigung der Verformungen des Versuchstandes die Anfangssteifigkeit der Diibelkennlinie
dndert.

Die Verformungen des Versuchsaufbaus wurden bei der Auswertung respektive Aufbe-
reitung der Daten der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen sowie bei
erhohten Temperaturen beriicksichtigt. Die Auswirkungen der Temperatureinwirkung
auf die Lagerungskonstruktion und somit auf die Verformung des Versuchsstandes
wurden bei den Versuchen bei erh6hten Temperaturen vernachléssigt, da die Lage-
rungskonstruktion unterhalb des Probekorpers lediglich eine einseitige lokale ther-
mische Beanspruchung erfahrt. Des Weiteren wurden um die Lagerungskonstruktion
herum Vermiculite-Platten angeordnet, sodass der Raumabschluss zur Lagerungskon-

struktion sichergestellt und der Temperatureintrag verhindert wurde. Aulerdem stand
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die Lagerungskonstruktion in direktem Kontakt zu Raumtemperaturbedingungen. Da-
durch waren die infolge der Festigkeitsreduktion auftretenden Verformungen der Lage-
rungskonstruktion bei der einwirkenden mechanischen Belastung im Push-out-Versuch
vernachléssigbar klein. Aus diesem Grund erfolgte die Beriicksichtigung der relativen
Verformung des Versuchsstandes relativ, MrL(F) bei der Auswertung der Diibelkenn-

linien der Push-out-Versuche temperaturunabhéngig.
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Abbildung 3.5: Auswertung der EV-Messung: (a) Verformung des Priifstandes, (b) Ge-
geniiberstellung der gemessenen Diibelkennlinie (DKL) mit der relati-
ven Diibelkennlinie bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C

3.2.4 Versuchsablauf und -auswertung

Der Versuchsablauf zur Ermittlung der Schubtragtragfihigkeit bei Raumtemperatur-
bedingungen sowie bei erhthten Temperaturen erfolgte in Anlehnung an den Ver-
suchsablauf des Standard-Abscherversuchs geméf des Anhangs B der DIN EN 199/-
1-1 (2010), der detailliert in Abschnitt 2.3.4 dargestellt ist. Die Durchfiihrung der
Push-out-Versuche gliedert sich in die Abschnitte: I. Zyklische Vorbelastung mit 25
Lastwechseln, II. Erwdrmungsphase bis zum FErreichen eines homogenen Tempera-
turfelds der entsprechenden Temperaturebene und I11. Belastung bis zum Versagen
des Versuchskorpers (siehe Abbildung 3.6).

Mit der zyklischen Vorbelastung sollte der Haftverbund respektive die Adh#sionskréfte
zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt gelost werden (Mangerig et al., 2011).
Die Ober- und Unterlast der zyklischen Vorbelastung wurde auf Grundlage eines Vor-
versuchs zur Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen abgelei-
tet. Im Anschluss an die Vorbelastung erfolgte fiir die Push-out-Versuche bei erh6hten
Temperaturen die lastfreie Erwédrmung der Versuchskorper bis zur entsprechende Tem-

peraturebene, wobei eine freie thermische Ausdehnung des Versuchskorpers erméoglicht
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wurde. Nach Erreichen der Zieltemperatur fger wurde die Schubtragfahigkeit der VDL
ermittelt, wobei der Versuchskorper zur Sicherstellung des homogenen Temperatur-
felds wahrend der Ermittlung der Schubtragfihigkeit im Elektroofen verblieb. Zum
Zeitpunkt des Abschnitts II1. wiesen die Push-out-Versuche ein homogenes Tempera-
turfeld mit einem maximalen Temperaturgradienten Af von 10 °C auf. Die Ermittlung
der Schubtragfihigkeit erfolgte verformungsgesteuert mit einer Kolbenverformungs-
geschwindigkeit von 0,5 ==. Bei einer Reduktion der maximalen Schubtragfihigkeit
Prax von mind. 20 % wurde der Versuch abgebrochen. Beim Abbruch bzw. bei Ent-
lastung des jeweiligen Push-out-Versuchs wiesen die Versuchskorper eine irreversible
Relativverformung auf. Die Relativverformung beim Abbruch des Push-out-Versuchs
wird im Folgenden als absolute Verformung uays bezeichnet. Die Reduktion um 20 %
der maximalen Schubtragfdhigkeit entspricht dem Abbruchkriterium geméafi DIN EN
1994-1-1 (2010). Deshalb sind die Diibelkennlinien bei der Auswertung nur bis zur
einer Reduktion der maximalen Schubtragfahigkeit um 20 % dargestellt.

Schubtragfihigkeit P

1 1 1
Prax ; \ /’Abbruchkriterium
80% Ppax F------t-=====bt-=of oo :
: Uabs: Relativverfor-
: mung bei Abbruch
40 % P max des Versuchs
5 % Pmax E

U Zeit t

I. Vorbelastung ITI. Belastung bis zum Versagen

IT. Erwarmungsphase

Abbildung 3.6: Versuchsablauf der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedin-
gungen sowie erhéhten Temperaturen in Anlehnung an DIN EN 199/-
1-1 (2010)

In der Erwérmungsphase wurde die Temperaturentwicklung mit Thermoelementen am
Stahl und im Betongurt mit dem in Abbildung 3.2 und Abbildung 3.7 dargestellten
Set-up der Thermoelemente dokumentiert. Bei den Push-out-Versuchen bei erhéhten
Temperaturen wurde die Ofentemperatur so geregelt, dass diese die Zieltemperatur
um 100 °C tbersteigt und im Anschluss auf die gewiinschte Zieltemperatur geregelt

wurde. Die Vorgehensweise der Ubersteuerung der Ofentemperatur war erforderlich,
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um die Durchfithrung der Push-out-Versuche bei erhthten Temperaturen innerhalb ei-
nes Arbeitstages zu ermoglichen. Eine Homogenisierung der Bauteiltemperaturen mit
einer konstanten Ofentemperatur wiirde zu deutlich ldngeren Konditionierungszeiten
fiihren und nicht innerhalb eines Arbeitstages moglich sein. Dadurch entstanden in den
duleren Bereichen der Versuchskorper kurzzeitig hohere Temperaturen, die sich nach
Herunterregeln der Ofentemperatur der Zieltemperatur annéherten. Die Temperatu-
ren in den inneren Bereichen der Probekoérper nahmen stetig zu, bis die entsprechende
Zieltemperatur erreicht war. Eine beispielhafte Erwdrmungsphase fiir eine Zieltempe-
ratur von 350°C ist in Abbildung 3.7 dargestellt. Die weiteren Temperaturverléufe
der jeweiligen Versuchsserie der Push-out-Versuche sind in Anhang B dargestellt.

Infolge der Ubersteuerung des Ofens traten in den dufBeren Querschnittsteilen der
Versuchskérper temporéar hohere thermische Dehnungen auf, als beim Erreichen der
Zieltemperatur. Untersuchungen von Kodur et al. (2010) zeigen, dass die thermischen
Dehnungen von Stahl bei einer Bauteiltemperatur von unter 730 °C bei einer sequen-
tiellen Erwarmung und Abkiihlung vollstdndig reversibel sind. Der Baustoff Beton
verhalt sich nach Thienel (1993) in einer unbelasteten Situation, die wihrend der Er-
warmungsphase bei den durchgefithrten Push-out-Versuchen vorliegt, gleichermafien.
Die Bauteiltemperaturen des I-Profils und des Betongurts der Push-out-Versuche un-
terschreiten in der Erwdrmungsphase diese Temperaturgrenze. Folglich entspricht die
Dehnungsverteilung bei der Zieltemperatur dem Zustand als wéire die Ofentemperatur

nicht tibersteuert worden.
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Abbildung 3.7: Beispielhafter Verlauf der Entwicklung ausgewéhlter Bauteiltempera-
turen eines Push-out-Versuchs mit einer Zieltemperatur von 350 °C
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3.3 Ergebnisse der Schubtragfahigkeit bei

Raumtemperaturbedingungen

3.3.1 Einfluss der Bewehrungskonfiguration

Die Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen haben das Ziel der Identifi-
zierung des Einflusses der Brillenbewehrung (Versuchsserie PoV-B) sowie einer 50 %
Reduktion der Querbewehrung (Versuchsserie PoV-Q) auf die Schubtragfihigkeit der
VDL in Klothoidenform. Die Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen
sind die Grundlage zur Quantifizierung des Einflusses von erhéhten Temperaturen auf
die Schubtragfihigkeit einer VDL. Die Diibelkennlinie (oder P-u-Kurve) der Versuchs-
serien der Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit einer VDL in Klothoidenform
bei Raumtemperaturbedingungen (siehe Tabelle 3.1) sind in Abbildung 3.8 dargestellt.
Die ermittelten Diibelkennlinien der Versuchsserien der Push-out-Versuche sind geméafl
DIN EN 1994-1-2 (2010) als duktiles Verbundmittel einzuordnen, da die Verformun-
gen der VDL grofler als 6 mm sind. Aus dem duktilen Verhalten der VDL infolge der
Schubbeanspruchung und der charakteristischen Form der Diibelkennlinien, die eben-
falls bei den Push-out-Versuchen mit Stahlversagen von Heinemeyer (2011), Lorenc
et al. (2014b) und Kozuch und Lorenc (2020) aufgetreten ist, kann als Versagensart
der VDL der primére Versagensmechanismus ,,Stahlversagen® abgeleitet werden. Der
primére Versagensmechanismus des Stahlversagens wird durch die Detailanalyse (Sé-

geschnitte bzw. Trennschnitte entlang der VDL) bestétigt.
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Abbildung 3.8: Diibelkennlinien der Versuchsserien der Push-out-Versuche bei Raum-
temperaturbedingungen bezogen auf ein Verbundmittel
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Unabhéngig von der Bewehrungskonfiguration der Serien der Push-out-Versuche wei-
sen die Diibelkennlinien der VDL infolge der reinen Schubbeanspruchung das charakte-
ristische Tragverhalten fiir Stahlversagen auf, was in Abbildung 2.14(b) des Abschnit-
tes 2.4.3 beschrieben ist. Die P-u-Kurve der Versuchsserien haben nach der dynami-
schen Vorbelastung einen linear-elastischen Bereich mit einer Anfangssteifigkeit. Dem
Bereich schliefit sich bis zum Erreichen der maximalen Schubtragfahigkeit ein nichtli-
nearer Bereich an, in dem sich erste Risse parallel zur VDL bilden. Nach Erreichen der
maximalen Schubtragfihigkeit reduziert sich im Nachbruchbereich die Schubtragfidhig-
keit des Verbundmittels bis zum Erreichen des Abbruchkriteriums des Versuchs bzw.
des Versagens des Verbundmittels. Dabei bildet sich ein Ausbruchkegel im Betongurt
(siehe Abbildung 3.10(a)), der auf die plastischen Verformungen der VDL zuriickzufiih-
ren ist. Die Bildung des Ausbruchkegels wird bei den Detailanalyse des Tragverhaltens
der VDL genauer erldautert. Die charakteristischen Kennwerte der P-u-Kurven der in

Abbildung 3.8 dargestellten Versuchsserien sind in Tabelle 3.2 aufgelistet.

Tabelle 3.2: Ubersicht der charakteristischen Kennwerte der Diibelkennlinie der Ver-
suchsserien der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen

Versuchs- Pmax | u(P..) | (0,9 Prax) Ca
Nummer
serie [kN] [mm] [mm] [kN/cm]
1 99,8 9,0 17,5 773,3
PoV-R
2 103,1 11,6 17,2 968,9
1 101,2 8,3 16,0 767,2
PoV-B
9 _Herstellungsfehler
1 91 9,5 14,0 859,4
PoV-Q
2 87,6 8,9 12,2 666,2

dabei ist: Ce; = 0,5 - Prax / 9e1(0, 5 - Priax) nach Heinemeyer (2011)

Basierend auf den P-u-Kurven und den Kennwerten der Diibelkennlinien erfolgt die
Bewertung des Einflusses der Brillen- und Querbewehrung auf die Schubtragfahigkeit
der VDL. Die Brillenbewehrung (Serie PoV-B) hat in Relation zur Serie PoV-R der
Push-out-Versuche keinen Einfluss auf die Schubtragfihigkeit der VDL. Aufgrund des
Fehlens der Brillenbewehrung wird die Umschniirungswirkung der VDL verringert,
das hat allerdings keinen Einfluss auf das Schubtragverhalten der VDL. Die Push-
out-Versuche von Clafen et al. (2014a) zum Einfluss der Brillenbewehrung wiesen ein
dhnliches Tragverhalten bezogen auf die maximale Schubtragfihigkeit im Vergleich zu

den hier beschriebenen Push-out-Versuchen auf. Durch die Brillenbewehrung wird die
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Schubtragféhigkeit der VDL bei Claflen et al. (2014a) und den hier durchgefithrten
Detailuntersuchungen nicht signifikant erhoht (siehe Abbildung 2.32(a)).

Die Reduzierung der Querbewehrung in der Diibelzahnausnehmung (Serie PoV-Q)
hat eine Verringerung der Anfangssteifigkeit sowie der maximalen Schubtragfahigkeit
zur Folge. Infolge der Reduktion der Querbewehrungsfliche Ay, in der Diibelzahn-
ausnehmung um 50 %, verringert sich die maximale Schubtragfihigkeit um ~12 % im
Vergleich zur Serie PoV-R. Einen vergleichbaren Einfluss der Querbewehrung in der
Diibelzahnausnehmung der VDL auf die Schubtragfihigkeit ermittelten Heinemeyer
(2011) (siehe Abbildung 2.26(a)) und Lorenc et al. (2014a) (siche Abbildung 2.28(b)).
Neben der Schubtragfihigkeit der jeweiligen Versuchsserie der Push-out-Versuche ist
die charakteristische Schubtragfihigkeit der VDL fiir den abgeleiteten Versagensme-
chanismus Stahlversagen in Abbildung 3.8 mit dargestellt. Die charakteristische Schub-
tragféhigkeit Pgianiversagen k Wird auf Grundlage der Gleichung (2.3) geméfl aBG (DIBt,
2018) ermittelt, obwohl der Langsabstand der VDL auflerhalb der Anwendungsgrenzen
der aBG (DIBt, 2018) liegt. Dennoch werden die vereinfachten Bemessungsgleichun-
gen geméf aBG (DIBt, 2018) fiir den Langsabstand auerhalb der Anwendungsgrenzen
der aBG (DIBt, 2018) angewendet, trotz das die Anwendbarkeit auf diesen Langsab-
stand der VDL nicht verifiziert ist. Grundlage der Ermittlung der charakteristischen
Schubtragféhigkeit der VDL (siehe Gleichung (3.3)) ist der gewéahlte Langsabstand
und die Stegdicke t,, sowie die experimentell ermittelte Streckgrenze des Stegs fay, steg
des TPE220 Profils. Zur Vergleichbarkeit ist in Gleichung (3.4) die charakteristische
Schubtragfahigkeit der VDL fiir den Versagensmechanismus Ausstanzen dargestellt.

PStahlversagen,k = 07 25 - ex - tw - fay7 Steg

=0,25-100mm - 5,9 mm - 456 (3.3)

mm?
= 67,3kN = mafigebend
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PAusstanzen,k = Xx Xy 90 - h11))05 ’ \/g : (1 + pri)

Es - Ag
= Xx Xy 90 (cp,o+0,07- et /o - (1 + f)

Ecm . AD,i
15 N
=1,0-1,0-90- (30mm + 0,07 - 100mm)"” - /26,8 —
min
(1 202.412,6 N . 150, 8 mm2> (3.4)
22.000 5 - 10.000 mm?

PoV-R von 119, 5 kN
= Traglast Serie { PoV-B von 114, 3kN
PoV-Q von 114, 3kN

Die Schubtragfahigkeit der VDL fiir den Versagensmechanismus Ausstanzen ist un-
abhéngig von der Wahl der Bewehrungsfliche grofler als die Schubtragfahigkeit der
VDL fiir ein Stahlversagen. Auf Basis der Bemessung wird ein Stahlversagen der VDL
mafigebend, was ebenso aus den Diibelkennlinien und den Detailanalysen der Push-
out-Versuche abgeleitet werden kann. Die experimentell ermittelte Schubtragfihigkeit
der jeweiligen Versuchsserie ist im Vergleich zur charakteristischen Schubtragfdhigkeit
der VDL fiir ein Stahlversagen geméafl aBG (DIBt, 2018) groBer. Die Differenz in der
Schubtragfihigkeit zwischen den Push-out-Versuchen und der Bemessung geméifl aBG
(DIBt, 2018) wird in Abschnitt 3.5.4 diskutiert.

Fiir ein vertieftes Verstdndnis der lokalen Tragmechanismen des Stahlzahns sowie des
Betondiibels der VDL wurden Detailanalysen durchgefiihrt, die in Abbildung 3.9 dar-
gestellt sind. Mit den Detailanalysen der VDL wird der auf Basis der Diibelkennlinien
der Versuchsserien abgeleitete primére Versagensmechanismus des Stahlversagens be-
statigt (sieche Abbildung 3.9- Unten). Zum einen weist die VDL signifikante plastische
Verformungen auf und zum anderen wird mit der Eindringprifung geméfl DIN EN
ISO 3452-1 (2014) eine Rissinitiierung im Dubelful des Stahlzahns nachgewiesen.
Der Betondiibel der VDL der Versuchsserien weist einen Bereich mit pulverisiertem
Beton auf (siehe Abbildung 3.9 - Mitte), was auf den sekundéren Versagensmechanis-
mus der Teilflachenpressung schlieffen lasst. Der Versagensmechanismus der Teilfla-
chenpressung resultiert aus den hohen Kontaktpressung zwischen der Stirnfliche des
Stahlzahns und dem Betondiibel in der Ausnehmung der VDL. Mit zunehmender Be-
lastung der VDL vergrofiert sich die Kontaktpressung zwischen dem Stahlzahn und
dem Betondiibel, wodurch der Beton vor dem Stahlzahn komprimiert wird und ein
mehraxialer Spannungszustand vor dem Stahlzahn im Betondiibel entsteht. Bei einer
weiteren Laststeigerung werden die maximal aufnehmbaren Spannungen des mehraxia-

len Spannungszustands, der ein Vielfaches der einaxialen Druckfestigkeit des Betons
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aufnehmen kann, tiberschritten. Dadurch wird der Beton vor der Stirnfliche des Stahl-
zahns pulverisiert bzw. zermiirbt (sieche Abbildung 3.9- Mitte). Die Pulverisierung des
Betons vor der Stirnfliche des Stahlzahns fithrt nicht zum Versagen infolge der Schub-

beanspruchung, sondern die Belastung der VDL kann weiter gesteigert werden. Der
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Abbildung 3.9: Detailanalyse der VDL bei Raumtemperaturbedingungen; oben: Stahl-
zahn und Betondiibel, mitte: Betondiibel, unten: Stahlzahn: (a) Serie
PoV-R bei uaps =~20mm, (b) Serie PoV-Q bei usps = ~16 mm

89



3.8 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen

sekundére Versagensmechanismus der Teilflichenpressung ist auf die hohe Stahlfes-
tigkeit in Verbindung mit der geringen Dicke des Stegs des I-Profils gegeniiber der
Druckfestigkeit des Betons zuriickzufithren. Bei einer ausreichenden Umschniirungs-
wirkung des Betons kann die Last respektive die relative Verformung des Stahlzahns
gegeniiber dem Beton weiter gesteigert werden.

Infolge der zunehmenden relativen Verformungen zwischen der VDL und dem Be-
tongurt wird der Beton vor der Stirnfliche der VDL weiter pulverisiert, wodurch bei
der Serie PoV-R der Beton zwischen dem Stahlzahn und der Querbewehrung pul-
verisiert wird und ein Kontakt zwischen der VDL und der Querbewehrung entsteht
(siche Abbildung 3.9(a)- Mitte bzw. Abbildung 3.9(a)- Oben). Uber diesen Kontakt
wird die Schubkraft vom Stahlzahn in die Querbewehrung und folglich in den Beton
weitergeleitet. Dadurch resultiert bei der Ubertragung der Schubkraft zwischen der
einwirkenden Schubkraft Pacto und der Reaktionskraft Preactio €in Versatz, der eine
plastische Verdrehung des Stahlzahns zur Folge hat (siehe Abbildung 3.9 - Unten).
Bei der Serie PoV-Q in der Diibelzahnausnehmung entsteht vor der VDL ein aus-
gepréagter Bereich des komprimierten Betons (siehe Abbildung 3.9(b)- Mitte), des-
sen Spannungsverteilung in diesem Bereich dem mehraxialen Spannungszustand ent-
spricht. Aus den Detailanalysen konnte abgeleitet werden, dass der Bereich des kom-
primierten Betons infolge der hohen Kontaktpressung zwischen dem Stahlzahn und
dem Betondiibel am Stahlzahn ,klebt“ (siehe Abbildung 3.10(b)). Die einwirkende
Schubbeanspruchung wird zunéchst iiber den Bereich des komprimierten Betons in
die Querbewehrung eingeleitet, wobei wieder ein Versatz zwischen der einwirkenden
Schubbeanspruchung und der Reaktionskraft entsteht (siche Abbildung 3.9(b)). Dieser
Versatz hat neben der Schubbeanspruchung der VDL eine Biegung der VDL zur Folge,
die eine plastische Verformung des Stahlzahns verursacht, die in Abbildung 3.9(b) -
Unten dargestellt ist.

Aufgrund der plastischen Verformung bzw. Verdrehung des Stahlzahns entsteht bei
den Push-out-Versuchen mit Stahlversagen senkrecht zur einwirkenden Schubkraft ei-
ne abtreibende Kraft (siche Abbildung 3.9- Oben). Uberschreitet die abtreibende Kraft
die Scherkréifte des Betons, entsteht oberhalb des Stahlzahns ein Ausbruchkegel (siehe
Abbildung 3.9- Oben). Durch den entstehenden Ausbruchkegel kann der pulverisierte
Beton entweichen und die Umschniirungswirkung des Betons der VDL entféllt, wo-
durch die Schubkraft bis zum Erreichen des Abbruchkriteriums abnimmt.

Im Wesentlichen unterscheiden sich die lokalen Tragmechanismen der VDL der Se-
rie PoV-R zur Serie PoV-Q durch die unterschiedliche Ausbildung der Bereiche des
komprimierten Betons (siehe Abbildung 3.9- Mitte). Der Bereich des komprimierten
Betons ist bei der Serie PoV-Q deutlich gréfler. Die unterschiedliche Ausbildung des

Bereichs des komprimierten Betons ist auf die Anzahl der Querstdbe in der Diibel-

90



3.8 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen

zahnausnehmung zuriickzufithren. Bei der Referenzserie erfolgt die Weiterleitung der
Schubbeanspruchung {iber einen kleineren Bereich zwischen dem Stahlzahn und der
Querbewehrung. Durch die Verwendung von einem Querstab in der Ausnehmung der
VDL bildet sich ein groflerer Bereich aus, in dem der Beton komprimiert wird, bis die

Schubbeanspruchung in die Querbewehrung eingeleitet wird.

Lastabgewandte Lastzugewandte
Seite der VDL Seite der VDL

—>
PReactio
Position VDL

Ausbruchkegel

| Pactio.

Komprimierter Beton
(a) (b)

Abbildung 3.10: Serie PoV-Q: (a) Draufsicht des Ausbruchkegels, (b) Komprimierter
Beton vor dem Stahlzahn

3.3.2 Einfluss der Reibung auf die Schubtragfahigkeit

Zur Quantifizierung des Einflusses der Reibung auf die Schubtragfihigkeit der VDL
wurden Push-out-Versuche mit einer dquivalenten Reibfliche Age, durchgefiihrt. Die
Reibfliche wies eine viereckige Form auf und entspricht der Reibfliche der Diibel-
zdhne der VDL der Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit der VDL (siehe Ab-
schnitt 3.3.1). Die Ermittlung des Einflusses des Reibanteils an der Schubtragfihigkeit
einer VDL erfolgte in Anlehnung an den Anhang B der DIN EN 1994-1-2 (2010), der
in Abschnitt 3.2.4 erldutert wurde.

Die Kraft-Verformungs-Kurven zum Einfluss des Reibanteils sind in Abbildung 3.11
dargestellt. Die Kraft-Verformungs-Kurven zeichnen sich durch ein Maximum aus,
das bei einer geringen Relativverformung von ~ 0,2mm auftritt. Das Maximum bei
der geringen Relativverformung ist auf die Haftreibung zwischen dem I-Profil und dem
Betongurt zuriickzufiihren, die zunéchst gelost werden muss. Nach Uberschreiten des
Haftverbunds zwischen dem I-Profil und dem Betongurt reduziert sich die durch Rei-
bung ubertragbare Kraft bis auf ein Niveau, bei dem eine nahezu konstante Kraft
iibertragen wird (ab u~ 5mm). Der konstante Bereich der Kraft-Verformungs-Kurven
wird als Reibkraft Fg bzw. Reibfestigkeit Tgei, bezeichnet.

Basierend auf den Push-out-Versuchen wird die Reibkraft unter Verwendung der De-
finition von Roik et al. (1984) ermittelt. Nach Roik et al. (1984) wird die Reibkraft
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Abbildung 3.11: Kraft-Verformungs-Kurven der Push-out-Versuche bei Raumtempe-
ratur zur Ermittlung der Reibfestigkeit bzw. des Reibanteils an der
Schubtragfiahigkeit einer VDL

aus dem Mittelwert der gemessenen Kraft des Verformungsbereichs zwischen 5 mm
und 7,5mm abgeleitet. Mit dem Mittelwert der Reibkraft kann iiber die Reibfliche
die Reibfestigkeit zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt berechnet werden.
Der Mittelwert der Reibkraft und die daraus abgeleitete Reibfestigkeit sind in Tabel-
le 3.3 dargestellt. Diese Vorgehensweise verwendet beispielsweise Kleibomer (2018) in
den Untersuchungen zum Verbundverhalten von ausbetonierten Hohlprofilstiitzen mit
massivem Stahlkern, um die Verbundfestigkeiten 7, zwischen dem massiven Stahlkern

und dem Beton zu ermitteln.

Tabelle 3.3: Reibkraft Fg und Reibfestigkeit Tgei, aus der Versuchsserie zum Einfluss
der Reibung auf die Schubtragfahigkeit der VDL bei Raumtemperaturbe-

dingungen
Versuchs- Fr TReib
Nummer
serie kN] | [55]
1 10,4 0,52
PoV-M
2 11,3 0,56

Die aus dem Bereich nach Roik et al. (1984) ermittelten Reibkréfte der Push-out-
Versuche weichen nur geringfiigig voneinander ab (siehe Tabelle 3.3). Dies ist auch in
den Kraft-Verformungs-Kurven der Push-out-Versuche erkennbar, da sich die Kraft-
Verformungs-Kurven ab einer Verformung von ~ 5 mm nicht signifikant unterscheiden.

Der durch die Reibkraft iibertragene Anteil an der Schubtragfdhigkeit der VDL be-

92



3.8 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen

tragt ca. 10% bezogen auf die maximale Schubtragfihigkeit der Serie PoV-R. Der
Traganteil an der Schubtragfihigkeit der VDL, der iiber Reibung iibertragen wird, ist
im Vergleich zum Traganteil, der iiber die Kontaktfliche (Kontaktpressung) zwischen

dem Stahlzahn und Betondiibel iibertragen wird, gering.

3.3.3 Erkenntnisse

In diesem Unterkapitel wurden die Versuchsserien der Push-out-Versuche zur Schub-
tragfdhigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen présentiert. Die Einflusspa-
rameter auf die Schubtragfihigkeit wurden diskutiert und die lokalen Tragmechanis-
men mit Detailanalysen systematisch analysiert. Zusammenfassend lasst sich Folgen-

des feststellen:

Tragcharakteristik der VDL

Infolge der Schubbeanspruchung der VDL tritt bei den Versuchsserien der Push-out-
Versuche ein Stahlversagen der VDL auf. Der primére Versagensmechanismus des
Stahlversagens der VDL ist auf die geringe Stegdicke (tw =5,9mm) der VDL zuriick-
zufithren. Durch eine fiir die Baupraxis verbesserte Anordnung der Querbewehrung in
der Diibelzahnausnehmung in Form einer Reduktion der Querbewehrung um 50 % ver-
ringert sich die Schubtragfahigkeit der VDL um lediglich ~ 12 %. Bei der quantitativen
Bewertung des Einflusses der Bewehrungskonfiguration auf die Schubtragfahigkeit der
VDL ist zu berticksichtigen, dass diese auf Basis von jeweils zwei Push-out-Versuchen
der Serien PoV-R und PoV-Q abgeleitet wurden.

Aus den Detailanalysen der VDL konnten zwei wesentliche Tragcharakteristiken der
VDL abgeleitet werden. Zum einen wiesen die Betondiibel vor dem Stahlzahn der
VDL einen Bereich mit pulverisiertem Beton auf, der charakteristisch fiir den sekun-
dédren Versagensmechanismus der Teilflachenpressung ist. Der Versagensmechanismus
der Teilflachenpressung ist in der hohen Kontaktpressung zwischen dem Stahlzahn
und dem Betondiibel begriindet, der aus der geringeren Stegdicke der VDL resultiert.
Zum anderen wurde eine unterschiedliche Ausbildung des Bereichs des komprimierten
Betons bei der Serie mit 50 % Reduktion der Querbewehrung im Vergleich zur Refe-
renzserie identifiziert. Die unterschiedliche Ausbildung des Bereichs des komprimierten
Betons begriindet sich in der Anzahl und gewéhlten Position der Querbewehrung in
der Diibelzahnausnehmung. Durch einen geringeren Abstand zwischen der VDL und
der Querbewehrung auf der lastabgewandten Seite der VDL kann die Schubbeanspru-
chung direkt in die Querbewehrung eingeleitet werden, woraus ein geringerer Bereich
des komprimierten Betons resultiert.

Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche zur Schubtragfdhigkeit der VDL weisen
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ein jeweils hohes Verformungsvermogen auf (u>6mm siehe Abbildung 3.8). Somit
kann die VDL geméfl DIN EN 1994-1-1 (2010) als duktiles Verbundmittel bezeichnet

werden.

Reibanteil an Schubtragfahigkeit

Die Schubtragfidhigkeit der VDL setzt sich aus der Kontaktpressung zwischen dem
Stahlzahn und dem Betondiibel und dem Reibanteil zwischen dem I-Profil und dem
Betongurt zusammen. Der Anteil der Schubkraft der VDL der durch Reibung {iber-

tragen wird, betragt bei Raumtemperatur ca. 10 %.

3.4 Ergebnisse der Schubtragfahigkeit bei erhéhten

Temperaturen

3.4.1 Einfluss der Temperatur und Bewehrungskonfiguration

Zur Quantifizierung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfihigkeit der VDL
wurden Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen durchgefiihrt. Basis der ex-
perimentellen Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall sind die
Push-out-Versuchsserien bei Raumtemperaturbedingungen (siehe Abschnitt 3.3). Im
Gegensatz zu den Versuchsserien der Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedin-
gungen werden die Versuchskorper vor der Ermittlung der Schubtragfihigkeit der VDL
bis zum Erreichen eines homogenen Temperaturfelds der entsprechenden Zieltempera-
tur von 200 °C, 350 °C oder 500 °C erwédrmt. Eingangs wird der Einfluss der Verbund-
mitteltemperatur auf die Schubtragfiahigkeit sowie den Versagensmechanismus analy-
siert und mit den Push-out-Versuchen bei Raumtemperaturbedingungen verglichen.
Im Anschluss wird das Schubtragverhalten der Versuchsserien der Push-out-Versuche
mit den unterschiedlichen Bewehrungskonfigurationen bei den entsprechenden Ver-
bundmitteltemperaturen miteinander verglichen.

In Abbildung 3.12 sind die P-u-Kurven der Push-out-Versuche bei erhdhten Tempe-
raturen dargestellt. Zur Bewertung des Einflusses der Temperatur auf die Schubtrag-
fahigkeit der VDL sind die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche bei Raumtempera-
turbedingungen mit in Abbildung 3.12 abgebildet. Auf Basis der Diibelkennlinie, aus
der die maximale Schubtragfihigkeit und Anfangssteifigkeit der VDL abgeleitet wird,
kann der Einfluss der Temperatur auf diese im Vergleich zu Raumtemperaturbedin-
gungen erfolgen. Mit zunehmender Verbundmitteltemperatur reduziert sich die maxi-
male Schubtragfahigkeit und die Anfangssteifigkeit der VDL der jeweiligen Versuchs-
serie. Diese Reduktion ist auf die temperaturabhédngigen Materialkennwerte, zu denen

die Festigkeit und Steifigkeit der verwendeten Materialien zdhlen, der VDL zuriick-
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zufithren. Die Schubtragfihigkeit und die Anfangssteifigkeit der VDL des jeweiligen
Push-out-Versuchs ist in Tabelle 3.4 dargestellt. Die weiteren Kennwerte der Diibel-
kennlinie die Verformung bei der maximalen Schubtragfihigkeit der VDL u(P ) und
die Verformung beim Abfall auf 90 % der Schubtragféhigkeit u(0,9- Ppax) sind im An-
hang C dargestellt. Grundsétzlich weisen die Diibelkennlinien der jeweiligen Versuchs-
serien ein dhnliches Verhalten der Reduktion infolge der Temperatur auf. Bis zu einer
Verbundmitteltemperatur von 350 °C wird die Schubtragfihigkeit der VDL nicht signi-
fikant durch den Temperatureinfluss reduziert. Die Reduktion der Schubtragfahigkeit
bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C betragt lediglich ca. 10-15%. Bei
einer Verbundmitteltemperatur der VDL von 500 °C reduziert sich die Schubtragfihig-
keit signifikant um ca. 30-35%. Durch eine Erhohung der Verbundmitteltemperatur
von 150 °C verdoppelt sich die prozentuale Abminderung der Schubtragfihigkeit. Im
Gegensatz zur Reduktion der Schubtragfahigkeit wird die Anfangssteifigkeit bereits
bei einer Verbundmitteltemperatur von 200°C um ca. 20-30 % reduziert. Bei einer
Verbundmitteltemperatur von 500 °C reduziert sich die Anfangssteifigkeit der Diibel-
kennlinie um ca. 50- 60 %. Die deutliche Reduktion der Anfangssteifigkeit und folglich
der Steifigkeit der VDL infolge der Schubbeanspruchung ist in den Diibelkennlinien
deutlich zu erkennen (siehe Abbildung 3.12).

Die Diibelkennlinien der Versuchsserien weisen unabhangig von der Verbundmitteltem-
peratur ein duktiles Verhalten auf. Die Push-out-Versuche erreichen wie die Push-out-
Versuche bei Raumtemperaturbedingungen das Kriterium geméfi DIN EN 1994-1-1
(2010), um als duktiles Verbundmittel eingestuft zu werden. Die Verlaufe der Diibel-
kennlinien entsprechen unabhéngig von der Verbundmitteltemperatur der charakteris-
tischen Form fiir ein Stahlversagen (siche Abbildung 2.14(b) des Abschnittes 2.4.3).
Aus dem duktilen Tragverhalten und der charakteristischen Form der Diibelkennlinie
kann der primére Versagensmechanismus des Stahlversagens der VDL geschlussfolgert
werden. Dieser wird durch die Detailanalysen der VDL bestétigt. Die Detailanaly-
sen werden im Folgenden dargestellt. Der primére Versagensmechanismus des Stahl-
versagens verdandert sich mit zunehmender Verbundmitteltemperatur im Vergleich zu

Raumtemperaturbedingungen nicht.

Zur Bewertung des Einflusses der Bewehrungskonfiguration bei erhéhten Tempera-
turen werden in Abbildung 3.13 die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche bei Raum-
temperaturbedingungen und bei Verbundmitteltemperaturen von 200 °C und 500°C
miteinander verglichen. Aus dem Vergleich der Diibelkennlinien fiir unterschiedliche
Verbundmitteltemperaturen kénnen zwei wesentliche Einfliissse der Bewehrungskon-
figuration auf die Schubtragfahigkeit der VDL abgeleitet werden. Zum einen hat die
Brillenbewehrung bei erhohten Temperaturen keinen signifikanten Einfluss auf die ma-

ximale Schubtragfihigkeit, was mit den Ergebnissen bei Raumtemperaturbedingungen
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Schubtragfihigkeit P [kN] Schubtragfiahigkeit P [kN]

Schubtragfiahigkeit P [kN]

Abbildung 3.12: Diibelkennlinien der Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen:
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3.4 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei erhohten Temperaturen

Tabelle 3.4: Ubersicht der maximalen Schubtragfihigkeit P, und Anfangssteifigkeit
Ce1 der VDL bei erhohten Temperaturen (Ergebnisse bei Raumtempera-
turbedingungen siehe Tabelle 3.2)

Orer = 200°C Oret = 350°C Oret = 500°C
Versuchs- Nummer Pmax Cel Pmax Cel Pmax Cel
serie [kN] | [kN/cm] | [kN] | [kN/cm] | [kN] | [kN/cm]
1 89,2 566,0 84,3 348,6 64,3 363,9
PoV-R
2 97,2 643,1 91,9 361,9 64,3 446,0
1 874 | 6386 | 81,2 | 4103 | 659 | 3095
PoV-B
2 K -k 77,1 498,9 67,8 296,8
1 825 | 4389 | 81,0 | 4227 | 62,9 | 2871
PoV-Q
2 839 | 5805 | 709 | 47177 | 625 | 2081

* Herstellungsfehler
dabei ist: Cep = 0,5 - Pryax / 001(0, 5 - Prax) nach Heinemeyer (2011)

iibereinstimmt. Zum anderen verringert sich mit zunehmender Verbundmitteltempera-
tur die Differenz in der Schubtragfihigkeit zwischen der Versuchsserie mit einer fiir die
Baupraxis verbesserten Anordnung der Querbewehrung (ein Querstab je Ausnehmung;
Serie PoV-Q) im Vergleich zur Definition geméfl aBG (DIBt, 2018) (zwei Querstibe
je Ausnehmung; PoV-R). Bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C hat die An-
zahl der Querstédbe in der Diibelzahnausnehmung der VDL keinen Einfluss auf die
Schubtragfahigkeit. Die Schubtragfihigkeit der VDL zwischen der Serie PoV-R und
der Serie PoV-Q ist nahezu identisch. Ferner ist bei der Gegeniiberstellung der Diibel-
kennlinien der Versuchsserien der Push-out-Versuche in Abbildung 3.13 zu erkennen,
dass der Bereich der plastischen Verformung mit zunehmender Verbundmitteltempe-
ratur zunimmt. Dies ist auf das plastische Verformungsvermégen des Stahlzahns der
VDL beim Versagensmechanismus des Stahlversagens zuriickzufiihren.

In Analogie zu den Push-out-Versuchen bei Raumtemperaturbedingungen wurden
Detailanalysen der VDL durchgefiihrt, um die lokalen Tragmechanismen der VDL und
des Betondiibels bei erhohten Temperaturen zu analysieren und mit den Erkenntnissen
der Detailanalysen bei Raumtemperaturbedingungen zu vergleichen. Schwerpunktmé-
Big wird die Serie PoV-R mit der Serie PoV-Q verglichen. Denn auf Basis der Dii-
belkennlinien hat sich gezeigt, dass die Brillenbewehrung keinen signifikanten Einfluss
auf das Schubtragverhalten hat. In den Detailanalysen der Push-out-Versuche bei er-

hohten Temperaturen wurde der auf Basis der Diibelkennlinien abgeleitete primére

97



3.4 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei erhdéhten Temperaturen

100 |- ! ‘ ! ]

______

Querbe-
wehrung

N
ot
I

et S AT RS A e N
o s

Schubtragfiahigkeit P [kN]
ot
o

25 *

0 | | | ; _
0 5 10 5 20 Brillenbe

wehrung

Verformung u [mm]

PoV-R (Referenz): —— 20°C === 200°C ----- 500°C

PoV-B (Brillenbewehrung): —— 20°C =---  200°C - 500° C
PoV-Q (Querbewehrung): —— 20°C =--- 200°C - 500° C

Abbildung 3.13: Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien der Versuchsserien der Push-
out-Versuche bei erhohten Temperaturen sowie bei Raumtemperatur-
bedingungen bezogen auf ein Verbundmittel

Versagensmechanismus des Stahlversagens bestétigt. Das Stahlzahn wies plastische
Verformungen auf und es wurde ein vollstandiges Abscheren des Stahlzahns festgestellt
(sieche Abbildung 3.14). Des Weiteren wurde bei den Detailanalysen ein Bereich mit
pulverisiertem Beton festgestellt, der charakteristisch fiir den sekundéren Versagens-
mechanismus der Teilflichenpressung ist (siche Abbildung 3.16). Schlussendlich kann
mit den Detailanalysen bestétigt werden, dass sich der Versagensmechanismus der
durchgefiihrten Push-out-Versuche infolge der Temperatureinwirkung nicht verdndert.
Dennoch werden die lokalen Tragmechanismen des Stahlzahns (siche Abbildung 3.14)
und des Betondiibels (siche Abbildung 3.16) der VDL der Versuchsserien der Push-
out-Versuche durch die Temperatureinwirkung beeinflusst, was im Folgenden erldautert
wird.

In Abbildung 3.14 sind die plastischen Verformungen gegeniiber der urspriinglichen Po-
sition der VDL der drei Temperaturebenen der Serie PoV-R (siehe Abbildung 3.14(a))
und der Serie PoV-Q (siehe Abbildung 3.14(b)) dargestellt. Mit zunehmender Verbund-
mitteltemperatur vergroflert sich durch die Steifigkeitsreduktion des Stahls die plasti-
sche Verformung der VDL. Bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C schert der
Stahlzahn der Serie PoV-R, infolge der gleichzeitig wirkenden Schub- und Biegebean-
spruchung im kritischen Schnitt vollsténdig ab (siche Abbildung 3.14(a)- Unten). Der
kritische Schnitt der VDL befindet sich oberhalb des Diibelfufles in einem bestimmten

Abstand, der abhéngig von der Hohe des Verbundmittels und der daraus resultierenden
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Abbildung 3.14: Detailanalyse der VDL bei erhohten Temperaturen bei entsprechen-
der Relativverformung uaps: (a) Serie PoV-R, (b) Serie PoV-Q

Schub- und Biegebeanspruchung der VDL ist. Die VDL der Serie PoV-Q weist in der
Gegentiberstellung zur Serie PoV-R geringere plastische Verformungen auf. Besonders
deutlich wird die Differenz bei der Analyse der plastischen Verformung der VDL mit
einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C bei &hnlicher absoluter Relativverformung
uaps der Serie PoV-R mit der Serie PoV-Q. Der Stahlzahn der Referenzserie schert
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3.4 Ergebnisse der Schubtragfihigkeit bei erhohten Temperaturen

bei einer Relativverformung uaps von ~22mm ausgehend von Fulpunkt der VDL
im kritischen Schnitt vollstéandig ab (siehe Abbildung 3.14(a)- Unten). Im Gegensatz
dazu weist die VDL der Serie PoV-Q (siche Abbildung 3.14(b)- Unten) bei gleicher
Relativverformung uaps eine plastische Verformung von ~7mm auf. Dennoch schert
der Stahlzahn bei der Serie PoV-Q bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C mit
zunehmenden Relativverformung ab. Dies wird anhand des Vergleichs der VDL der
Serie PoV-R (siehe Abbildung 3.14(a)- Unten) und des zweiten Versuchskorpers der
Serie PoV-Q in Abbildung 3.15 deutlich.

bei up pg ~ 22mm beiEAbsN35mm
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Abbildung 3.15: Detailanalyse der VDL bei einer Verbundmitteltemperatur von
500°C: (a) Serie PoV-R, (b) Serie PoV-Q

Infolge der Schubbeanspruchung der VDL schert der Stahlzahn der Serie PoV-Q bei
einer Verbundmitteltemperatur von 500°C ebenfalls ab, was in Abbildung 3.15(b)
dargestellt ist. Allerdings unterscheiden sich der Punkt der Relativverformung uaps
und der Rissverlauf der Serie PoV-Q zur Serie PoV-R. Der Stahlzahn der Serie PoV-Q
schert bei einer wesentlich groeren Relativverformung zwischen der VDL und dem
Betongurt ab, was bei der Betrachtung des Punktes der Relativverformung uaps zu
erkennen ist. Bei einer Relativverformung uaps von ~ 22 mm ist der Stahlzahn bei der
Serie PoV-R bereits vollstandig abgeschert (Abbildung 3.15(a)). Im Gegensatz dazu
ist der Stahlzahn bei der Serie PoV-Q bei einer Relativverformung uasps von ~ 35 mm
zu ca. 50 % abgeschert (siche Abbildung 3.15(b)). Auflerdem weist der Stahlzahn der
Serie PoV-Q eine signifikant grofere plastische Verformung in Form einer Verdrehung
der VDL im Vergleich zur Serie PoV-R auf, die aus dem Versatz zwischen der einwir-
kenden Schubkraft und der Reaktionskraft resultiert. Durch die gréfiere Verdrehung
der VDL der Serie PoV-Q unterscheidet sich die Rissbildung des Stahlzahns infolge der
Schubbeanspruchung der VDL von der Rissbildung des Stahlzahns der Serie PoV-R.

Die unterschiedliche Verdrehung und das daraus resultierende Abscheren der VDL ist
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auf das Tragverhalten des Betonsdiibels der Diibelzahnausnehmung zuriickzufiihren
(siehe Abbildung 3.16).
Die Detailanalysen der Betondiibel der VDL weisen wie die Versuchsserien der Push-

out-Versuche bei Raumtemperaturbedingungen einen Bereich mit pulverisiertem Be-

Beton
350 °C bel uAbs ~ 24 mmy
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Beton Beton
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Querbewehrung “Pulverisierter Querbewehrung \“Pulverisierter
Beton Beton

(a) (b)
Urspriingliche Position der VDL --=- Plastische Verformung der VDL

Abbildung 3.16: Detailanalyse des Betondiibels der VDL bei erhohten Temperaturen
bei entsprechender Relativverformung uaps: (a) Serie PoV-R, (b) Se-
rie PoV-Q
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ton auf. Dieser ist charakteristisch fiir den sekundéren Versagensmechanismus der
Teilflachenpressung. In Abhéngigkeit der Temperatur und der Bewehrungskonfigura-
tion verdndert sich der Bereich des pulverisierten Betons. Schlussendlich ist die unter-
schiedliche plastische Verformung der VDL (siehe Abbildung 3.15) bei einer Verbund-
mitteltemperatur von 500 °C in der Ausbildung des Bereichs des pulverisierten Betons
begriindet. Der unterschiedliche Bereich der Ausbildung des pulverisierten Betons ist
wie bei Raumtemperaturbedingungen auf die Anzahl der Querstdbe in der Diibel-
zahnausnehmung zuriickzufithren und wurde in Abschnitt 3.3 detailliert erldutert. Bis
zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C sind die Bereiche der Teilfléichenpres-
sung der Versuchsserien nahezu gleich und unterscheiden sich erst signifikant bei einer
Verbundmitteltemperatur von 500 °C. Bei der Serie PoV-R reduziert sich der Bereich
des pulverisierten Betons sowie des komprimierten Betons bei einer Verbundmittel-
temperatur von 500°C im Vergleich zu Raumtemperaturbedingungen (siche Abbil-
dung 3.16(a)). Im Gegensatz dazu vergrofiert sich bei der Serie PoV-Q der Bereich der
Teilflachenpressung bei einer Verbundmitteltemperatur von 500°C im Vergleich zu
Raumtemperaturbedingungen (siche Abbildung 3.16(b)). Der Bereich der Teilfldchen-
pressung ist bei der Serie PoV-Q ca. drei Mal so grofl wie bei der PoV-R. Dadurch wird
eine nahezu freie plastische Verformung in Form einer Verdrehung der VDL bei der Se-
rie PoV-Q erméglicht. Wohingegen bei der PoV-R der Bereich der Teilflachenpressung
wesentlich geringer ist. Dadurch ist die VDL in den Beton eingebettet. Durch die un-
terschiedliche Ausbildung des Bereichs der Teilflichenpressung unterscheidet sich das
Abscheren des Stahlzahns bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C zwischen
den Versuchsserien. Des Weiteren beeinflussen die erhéhten Temperaturen im Ver-
gleich zu Raumtemperaturbedingungen den sekundéren Versagensmechanismus der
Teilflichenpressung nicht. Lediglich der Bereich des pulverisierten Betons verdndert

sich mit zunehmender Verbundmitteltemperatur.

3.4.2 Einfluss der Reibung auf die Schubtragfahigkeit

In Analogie zu den Push-out-Versuchen zur Ermittlung des Reibanteils, die in Ab-
schnitt 3.3.2 dargestellt sind, wurde der Reibanteil an der Schubtragfidhigkeit bei erhoh-
ten Temperaturen ermittelt. Die Kraft-Verformungs-Kurven der Push-out-Versuche
zum Reibanteil an der Schubtragfahigkeit der VDL bei erhohten Temperaturen sind
in Abbildung 3.17 dargestellt. Die Kraft-Verformungs-Kurven bei erhéhten Tempera-
turen weisen, wie die Kraft-Verformungs-Kurven bei Raumtemperaturbedingungen ein
Maximum bei einer geringen Verformung auf, was auf die Haftreibung zuriickzufiihren
ist. Nach Uberschreiten des Maximums reduziert sich die durch Reibung iibertrage-

ne Kraft und ab einer Verformung von ~5mm weisen die Kraft-Verformungs-Kurven
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einen nahezu konstanten Verlauf auf. Im Vergleich zu Raumtemperaturbedingungen
reduziert sich der Anteil der Reibung an der Schubkraft der VDL bei erhéhten Tem-

peraturen, was in den Kraft-Verformungs-Kurven der Serie zu erkennen ist.
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Abbildung 3.17: Kraft-Verformungs-Kurven der Push-out-Versuche zur Ermittlung
der Reibfestigkeit bzw. des Reibanteils an der Schubtragfihigkeit ei-
ner VDL bei erhohten Temperaturen

Zum Vergleich der bei Raumtemperaturbedingung ermittelten Reibkraft Fg und dar-
aus abgeleiteten Reibfestigkeit TRreip, werden die Kennwerte auf Basis von Roik et al.
(1984) bei erhohten Temperaturen ermittelt. Die temperaturabhiangige Reibkraft Fr(6)
sowie Reibfestigkeit 7Rein(#) sind in Tabelle 3.5 dargestellt. Bei einer Verbundmittel-
temperatur von 200 °C wird die Reibfestigkeit bezogen auf die Referenzserie um ca.
42 % bereits signifikant reduziert. Bei dieser Bewertung bleibt der erste Versuch der
Serie PoV-M bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C unberiicksichtigt, da die
Kraft-Verofrmungs-Kurve einen untypischen Verlauf aufweist. Nach Erreichen des Ma-
ximums steigt die iiber die Verbundfuge iibertragbare Kraft wieder an. Ublicherweise
sind die Kraft-Verformungs-Kurven der Serie PoV-M durch einen signifikanten Ab-
fall nach Erreichen des Maximums gekennzeichnet, dem sich eine nahezu konstantes
Plateau anschliefit. Dieser untypischer Verlauf der Kraft-Verformungs-Kurve ist mog-
licherweise auf eine Schiefstellung des I-Profils zuriickzufithren. Der Traganteil an der
Schubtragfahigkeit, der iber Reibung bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C
iibertragen wird, betragt ca. 10 %. Bei einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C und
500°C ist der Anteil der Reibung an der Schubtragfihigkeit vernachlédssigbar gering.
Grundsétzlich ist die thermische Ausdehnung von Stahl und Beton nahezu identisch.

Die Reduzierung des Anteils der Reibung an der Schubtragfahigkeit ist auf die leicht
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unterschiedliche thermische Ausdehnung geméifl DIN EN 1994-1-2 (2010) der Mate-
rialien Baustahl und Normalbeton zuriickzufithren. Die Verbundmitteltemperatur von
500 °C resultiert in einer thermischen Ausdehnung ¢ bei Baustahl von 0,0069 und bei
Normalbeton von 0,0072. Die thermische Ausdehnung des den Baustahl umgebenden
Normalbetons ist grofer als die thermische Ausdehnung des Baustahl. Die Differenz
in der thermischen Ausdehnung von Baustahl und Normalbeton resultiert auch bei ei-
nem homogenen Temperaturfeld in einem Spalt zwischen der VDL und dem Betongurt.
Folglich kann aufgrund des Spaltes nicht die gleiche Reibkraft wie bei Raumtempera-

turbedingungen iibertragen werden.

Tabelle 3.5: Reibkraft Fg und Reibfestigkeit Trei, der Versuchsserie zum Einfluss der
Reibung auf die Schubtragfahigkeit der VDL bei erh6hten Temperaturen

Ver- Orer = 20°C Orer = 200°C Oret = 350°C | Orer = 500°C
suchs- | Num- | Fr | 7reiv Fr TReib Fr | TReib Fr | TReib
serie mer [kN] [ mlfn2 ] [kN] [ ml;In2 :I [kN] [ ml:ln2 ] [kN} [ ml;In2 }

1 10,4 | 052 | 109* | 055% | 1,5 | 007 | 08 | 0,04
PoV-M

2 11,3 056 | 62 | 031 | 1,9 | 009 | 24 | 0,12

* untypischer Verlauf

3.4.3 Erkenntnisse

Im diesem Unterkapitel wurden die Versuchsserien der Push-out-Versuche zur Schub-
tragfahigkeit bei erhchten Temperaturen dargestellt und systematisch analysiert. Ne-
ben dem Einfluss der Temperatur auf die Schubtragfihigkeit der VDL wurde der Ein-
fluss der Bewehrungskonfigurationen der VDL bei den jeweiligen Temperaturebenen
diskutiert sowie die Auswirkungen auf die lokalen Tragmechanismen der VDL mit De-

tailanalysen untersucht. Die wesentlichen Erkenntnisse sind:

Tragcharakteristik der VDL

Die Versuchsserien der Push-out-Versuche bei erhchten Temperaturen weisen den pri-
méren Versagensmechanismus des Stahlversagens auf, der anhand des charakteristi-
schen Verlaufs der Diibelkennlinie zu erkennen ist. Unabhédngig vom entsprechenden
homogenen Temperaturfeld versagt die VDL infolge der Schubbeanspruchung in Form
eines Stahlversagens des Verbundmittels. Die Versagensart ist wie bei Raumtempera-
turbedingungen in der diinnen Stegdicke der VDL begriindet und verdndert sich im
Brandfall nicht.
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In den Detailanalysen der Versuchsserien der Push-out-Versuche wurde ebenfalls bei
erhohten Temperaturen der sekundére Versagensmechanismus der Teilfldichenpressung
identifiziert. Die plastischen Verformungen der VDL der Versuchsserien nehmen bis
zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C zu und die lokalen Tragmechanismen
unterscheiden sich nicht signifikant voneinander. Bei einer Verbundmitteltemperatur
von 500 °C schert die VDL im kritischen Schnitt ab. Aus den Detailanalyse bei einer
Verbundmitteltemperatur von 500 °C konnte abgeleitet werden, dass die Anzahl der
Querstabe in der Diibelzahnausnehmung die Ausbildung des komprimierten Betons
und das Abscheren der VDL beeinflusst.

Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche zur Schubtragfihigkeit der VDL bei er-
hohten Temperaturen weisen wie bei Raumtemperaturbedingungen ein hohes Verfor-
mungsvermogen auf. Deshalb kénnen die VDL bei erhohten Temperaturen als dukti-
les Verbundmittel eingestuft werden, da das Duktilitatskriterium von u > 6 mm geméaf
DIN EN 1994-1-1 (2010) erfiillt ist.

Einfluss der Temperatur

Infolge der Temperatureinwirkung reduziert sich die Schubtragfidhigkeit bis zu einer
Verbundmitteltemperatur von 350°C um ca. 10-15%. Bei einer Verbundmitteltem-
peratur von 500°C wird die Schubtragfihigkeit um ca. 30-35 % reduziert.

Mit zunehmender Verbundmitteltemperatur reduziert sich der Einfluss der Anzahl
der Querstébe in der Diibelzahnausnehmung. Bei einer Verbundmitteltemperatur von
500°C hat die Anzahl der Querstdbe keinen Einfluss auf die Schubtragfahigkeit. Die

Brillenbewehrung beeinflusst das Schubtragverhalten bei erhéhten Temperaturen nicht.

Reibanteil an der Schubtragfiahigkeit

Bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C betragt der Anteil der Reibung an der
Schubtragfihigkeit der VDL ca. 10 %. Bei einer weiteren Steigerung der Temperatur
nimmt der Anteil der Reibung an der Schubtragfidhigkeit ab, sodass ab einer Verbund-
mitteltemperatur von 350 °C nahezu kein Traganteil an der Schubtragfahigkeit der
VDL iiber Reibung iibertragen wird, was auf die leicht unterschiedliche thermische

Ausdehnung der Materialien zuriickzufiihren ist.
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3.5 Charakterisierung des Schubtragverhaltens der
Verbunddiibelleiste

3.5.1 Allgemeines

Zur Bewertung der durchgefithrten Push-out-Versuche bei Raumtemperaturbedingung-
en wird das Schubtragverhalten der VDL mit experimentellen Untersuchungen aus der
Literatur mit demselben Langsabstand (ex = 100 mm) und einem #hnlichen Versagens-
mechanismus vergleichend dargestellt, um die abgeleiteten Erkenntnisse der Push-
out-Versuche in den Stand der Forschung (siche Abschnitt 2.4.3) einzuordnen. Mit
den in dieser Forschungsarbeit durchgefiihrten Push-out-Versuchen zur Schubtragfa-
higkeit von VDL bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten Temperaturen kann
der Temperatureinfluss auf die Schubtragfdhigkeit quantifiziert werden. Basierend auf
der Quantifizierung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfihigkeit wird die An-
wendbarkeit respektive die Ubertragbarkeit vereinfachter Bemessungsansétze zur Er-
mittlung der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall diskutiert und bewertet.

3.5.2 Einordnung in den Stand der Forschung

Neben den Push-out-Versuchen dieser Forschungsarbeit wurden von Lechner (2018)
und Karge et al. (2020) experimentelle Untersuchungen zur Schubtragfihigkeit von
VDL in Klothoidenform mit einem Langsabstand von 100 mm durchgefiihrt. Der Langs-
abstand von 100 mm liegt allerdings auerhalb der Anwendungsgrenzen (150 mm< e, <
500mm) der aBG DIBt (2018). Aus diesem Grund werden die Ergebnisse der durch-
gefiihrten Push-out-Versuche mit einer VDL mit einem Léngsabstand von 100 mm
verglichen. In Abbildung 3.18(a) sind die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche der
vorliegenden Forschungsarbeit (Serie PoV-R und der Serie PoV-Q) mit den Diibelkenn-
linien von Lechner (2018) und Karge et al. (2020) dargestellt. Die Differenz zwischen
den Diibelkennlinien von Lechner (2018) und der Serie PoV-R resultiert aus der gerin-
geren Stahlfestigkeit. Die im Vergleich zu der Serie PoV-R hohere Schubtragfahigkeit
der VDL von Karge et al. (2020) ist auf die Stegdicke der VDL zuriickzufiihren.

Zur Vergleichbarkeit der Diibelkennlinien der durchgefiithrten Push-out-Versuche mit
den Diibelkennlinien von Lechner (2018) und Karge et al. (2020) werden diese nor-
miert. Die Normierung der Diibelkennlinien erfolgt auf Basis der maximalen Schub-
tragfahigkeit der Push-out-Versuche, woraus ein Verhéltnis von P /Py, resultiert. Die
Normierung der Diibelkennlinien zur Vergleichbarkeit basiert auf dem Ansatz von Cla-
Ben (2016), mit dem Modelle fiir das Verformungsverhalten von VDL fiir Stahlversagen
von Claflen et al. (2017) und Ausstanzen von Claflen und Hegger (2017b) entwickelt

wurden. Die normierten Diibelkennlinien der durchgefithrten Push-out-Versuche sowie
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der Push-out-Versuche aus der Literatur mit dem gleichen Langsabstand und Versa-
gensmechanismus sind in Abbildung 3.18(b) dargestellt. Anhand der normierten Dii-
belkennlinien zeigt sich, dass die Versuche von Lechner (2018) einen dhnlichen Verlauf
der normierten Diibelkennlinie zu den Push-out-Versuchen dieser Forschungsarbeit
haben. Dieser ist fiir ein Stahlversagen der VDL charakteristisch. Diesen Verlauf wei-
sen weitere Push-out-Versuche mit Stahlversagen von beispielsweise Feldmann et al.
(2013) und Lorenc et al. (2014a) ebenfalls auf. Durch die geringeren Léngsabstinde
reduziert sich das Verformungsvermogen der VDL im Vergleich zu gréfleren Langsab-
standen der VDL, was Lorenc et al. (2014a) gleichermafien in seinen Untersuchungen
feststellt. Aus der Gegeniiberstellung der normierten Diibelkennlinien kann fiir die An-
wendungsgrenzen des Langsabstandes der aBG (DIBt, 2018) abgeleitet werden, dass
trotz eines Langsabstandes aulerhalb der Anwendungsgrenzen der aBG (DIBt, 2018)
mit einem Langsabstand der VDL von 100 mm ebenfalls eine ausreichende Duktilitat
des Verbundmittels gegeben ist. Lediglich die normierte Diibelkennlinien von Karge
et al. (2020) weicht von den normierten Diibelkennlinien mit Stahlversagen ab, da bei

den Push-out-Versuchen ein Ausstanzen als Versagensmechanismus aufgetreten ist.
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Abbildung 3.18: Gegentiberstellung von (a) Diibelkennlinien mit gleichem Léangsab-
stand und (b) normierten Diibelkennlinien

3.5.3 Bewertung des Einflusses der Temperatur

SchwerpunktméBig wurde der Temperatureinfluss auf die Schubtragfihigkeit der VDL

mit den durchgefiihrten Push-out-Versuchen systematisch untersucht und analysiert.
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Aus den Push-out-Versuchen kann grundsétzlich abgeleitet werden, dass sich mit zu-
nehmender Verbundmitteltemperatur die Schubtragfahigkeit reduziert (siehe Abbil-
dung 3.19). Bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C reduziert sich die Schub-
tragfihigkeit um ca. 10-15% bezogen auf die Schubtragfahigkeit bei Raumtempera-
turbedingungen. Die Schubtragfahigkeit wird erst bei einer Verbundmitteltemperatur
von 500°C signifikant um ca. 30-35% reduziert. Bei einer Erhohung der Verbund-
mitteltemperatur um 150 °C verdoppelt sich die prozentuale Abminderung der Schub-
tragfdhigkeit. Die Abminderung der Schubtragfihigkeit der VDL in Abhéngigkeit der
Temperatur ist in Abbildung 3.19 vergleichend mit der Reduktion der Schubtragféhig-
keit von KBD im Brandfall sowie in Abbildung 3.20 dargestellt.
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Abbildung 3.19: Reduktion der Schubtragfihigkeit von KBD und VDL in Abhéngig-
keit der Temperatur basierend auf der Literatur (Zhao und Kruppa,
1997; Choi et al., 2009; Mirza et al., 2011; Imagawa et al., 2012;
Chen et al., 2015b) und dieser Forschungsarbeit

Aus dem Vergleich der Reduktion der Schubtragfihigkeit von KBD und VDL kann
abgeleitet werden, dass die Schubtragfihigkeit der Verbundmittel ab einer Verbund-
mitteltemperatur von 350 °C bis 400 °C deutlich reduziert wird. Die gute Ubereinstim-
mung in der Reduktion der Schubtragfihigkeit der unterschiedlichen Verbundmittel
ist auf den gleichen Versagensmechanismus der KBD und der VDL zuriickzufiihren.
Die experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfahigkeit von KBD weisen, wie die
Push-out-Versuche zur Schubtragfidhigkeit von VDL, ein Stahlversagen in Form ei-
nes Abscherens des KBD am Fufipunkt auf. Im Gegensatz zu den experimentellen
Untersuchungen dieser Forschungsarbeit weisen die experimentellen Untersuchungen
zur Schubtragfihigkeit von KBD ein transientes Temperaturfeld auf, bei dem der
Stahlquerschnitt direkt durch die Temperatureinwirkung beansprucht wird. Aus den

Push-out-Versuchen zur Schubtragfahigkeit von VDL und den Push-out-Versuchen
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zur Schubtragfihigkeit von KBD im Brandfall kann somit abgeleitet werden, dass bei
einem Stahlversagen des Verbundmittels das Temperaturfeld bei einer direkten Brand-
beanspruchung des I-Profils oder bei einem homogenen Temperaturfeld keinen Einfluss
auf das Versagen des Verbundmittels hat. Dass das Temperaturfeld keinen Einfluss
auf die Schubtragfihigkeit des KBD und der VDL hat, ist auf den Ort der maxima-
len Beanspruchung des Verbundmittels zuriickzufiihren. Bei einem KBD ist dieser der
Diibelful des KBD und bei einer VDL ist dieser der kritische Schnitt, was in den
Detailuntersuchungen (siehe Abschnitt 3.4) abgeleitet wurde und in den numerischen
Simulationen (siche Abschnitte 5.3.3) bestéitigt wird. Somit ist bei einem Stahlversa-
gen des Verbundmittels der Ort der maximalen Beanspruchungen im Vergleich zum
Temperaturfeld entscheidend fiir die Schubtragfihigkeit des Verbundmittels, weshalb
die Reduktion der Schubtragfihigkeit von KBD und VDL (siehe Abbildung 3.19) eine
gute Ubereinstimmung aufweist.

Im Projekt PrecoBeam von Seidl et al. (2013a) wurde auf Basis von groBmafstéblichen
Brandversuchen von Franssen und Janssen (2013) (siehe Abschnitt 2.4.2) abgeleitet,
dass die Schubtragfihigkeit der VDL bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C
nicht signifikant beeinflusst wird. Die Erkenntnisse von Franssen und Janssen (2013)
zur Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall basieren auf Versuchen mit einem Bie-
geversagen, bei denen die Verbundmittel Temperaturen von bis zu 425 °C aufweisen.
Allerdings sollte bei den Triagerversuchen ein Schubversagen der VDL erzeugt werden.
Die Schlussfolgerung von Franssen und Janssen (2013) kénnen durch die Ergebnis-
se der durchgefiithrten Push-out-Versuche bis zu einer Verbundmitteltemperatur von
350 °C bestatigt werden. Allerdings zeigen die durchgefithrten Detailuntersuchungen
dieser Forschungsarbeit zur Schubtragfihigkeit der VDL, dass die Schubtragfahigkeit
bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C um ca. 30- 35 % im Vergleich zu Raum-
temperaturbedingungen reduziert wird. Der Grund fiir die abweichende Schlussfolge-
rung von Franssen und Janssen (2013) zu den Erkenntnissen dieser Forschungsarbeit
ist, dass die Basis der Bewertung (grofmafstébliche Untersuchungen) nicht ausschlief3-
lich das Schubtragverhalten der VDL untersucht. Schlussendlich wird infolge der Tem-
peratureinwirkung die Schubtragfahigkeit der VDL ab einer Verbundmitteltemperatur
von 350 °C signifikant reduziert.

3.5.4 Anwendbarkeit von vereinfachten Bemessungsansatzen

Die vereinfachten Bemessungsansitze von Verbundmitteln im Brandfall sind ausschlief3-
lich auf KBD begrenzt (siche Abschnitt 2.3.3). Um eine vereinfachte Anwendung zur
Bemessung von VDL im Brandfall zu erméglichen, wird die Anwendbarkeit von ver-

einfachten Bemessungsansétzen der normativen Regelungen zu KBD im Brandfall und
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zu VDL bei Raumtemperaturbedingungen diskutiert. Dies erfolgt auferund der d&hnli-
chen Groflenordnung der Reduktion der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall wie
die von KBD (siehe Abbildung 3.19). Deshalb werden im Folgenden unterschiedliche
Ansitze fiir die Bemessung der VDL mit einem Stahlversagen im Brandfall présen-
tiert und bewertet. Die basieren grundsétzlich wie der vereinfachte Bemessungsansatz
von KBD im Brandfall gema8 DIN EN 1994-1-2 (2010) auf dem Bemessungswert der
Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen fiir ein Stahlversagen.
Fir die Bemessung eines Stahlversagens einer VDL im Brandfall kann ein Ansatz
verwendet werden, der auf dem vereinfachten Bemessungsansatz fiir KBD im Brand-
fall gemafl DIN EN 1994-1-2 (2010) basiert. Bei diesem wird die Schubtragfihigkeit
der VDL bei Raumtemperaturbedingungen mit der Zugfestigkeit f,, ermittelt und
entsprechend der Verbundmitteltemperatur mit dem Reduktionsfaktor k, ¢ fiir die
Streckgrenze bezogen auf die Zugfestigkeit sowie einem weiteren Faktor von 0,8 abge-
mindert (siche Gleichung (3.5)).

Poisik = Pprk(fau(20°C)) - ky g - 0,8 (3.5)

Neben dem auf der vereinfachten Bemessung basierenden Ansatz geméafs DIN EN 199/-
1-2 (2010) zur Ermittlung der Schubtragfahigkeit der VDL wird die Anwendbarkeit
von zwei weiteren vereinfachten Bemessungsanséitzen zur Schubtragfihigkeit der VDL
im Brandfall diskutiert und bewertet. Ein weiterer Ansatz zur vereinfachten Bemes-
sung der Schubtragfihigkeit im Brandfall basiert auf der Ermittlung der Schubtragfi-
higkeit bei Raumtemperaturbedingungen mit der Streckgrenze f,, des Stahls, da die
VDL bei einem oberflanschlosen I-Profil die Materialeigenschaften des I-Profils auf-
weist. Bei diesem Ansatz wird die Schubtragfidhigkeit in Abhéngigkeit der Verbundmit-
teltemperatur mit dem temperaturabhingigen Reduktionsfaktor fiir die Streckgrenze
ky g gemdfl DIN EN 1994-1-2 (2010) reduziert. Der mathematische Zusammenhang
ist in Gleichung (3.6) dargestellt.

Ppl’ﬁ’k - Ppl’k(fay(20 OC)) . ky}@ (36)

Der letzte Ansatz zur vereinfachten Bemessung basiert auf einer Ermittlung der Schub-
tragfahigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen mit der Zugfestigkeit. Diese
wird mit dem temperaturabhéngigen Reduktionsfaktor ky ¢ fiir die Streckgrenze redu-
ziert. Der Ansatz der Ermittlung der Schubtragfdhigkeit mit der Zugfestigkeit wird
mit bewertet, da Lorenc et al. (2014a) beim Vergleich der experimentell ermittel-
ten Schubtragfahigkeit und der berechneten Schubtragfihigkeit der VDL gemafl aBG
(DIBt, 2018) feststellte, dass unter Verwendung der Zugfestigkeit die Schubtragfihig-
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keit besser approximiert wird. Der sich daraus ergebende Ansatz zur Bemessung der
Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall ist im Folgenden dargestellt.

Ppl,ﬁ,k - Pp]7k(fau(20 OC)) . ky)@ (37)

Zur Abminderung der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen mit dem
temperaturabhéngigen Reduktionsfaktor ist die Verbundmitteltemperatur an einer
entsprechenden Position der VDL erforderlich, die ebenso im Brandfall fiir den Versa-
gensmechanismus Stahlversagen mafigebend ist. Auf Grundlage der Erkenntnisse der
experimentellen Untersuchungen dieser Forschungsarbeit und der Gegentuiberstellung
mit der Reduktion der Schubtragfahigkeit der KBD im Brandfall ist die Temperatur
im kritischen Schnitt der VDL entscheidend, um mit dieser Temperatur den Reduk-
tionsfaktor abzuleiten. Die Schubbeanspruchung der VDL resultiert unabhéngig vom
Temperaturfeld in eine kombinierte Schub- und Biegebeanspruchung des Verbundmit-
tels, die in einem von Mises FlieBzustand im kritischen Schnitt der VDL resultiert.
Deshalb ist die Temperatur im kritischen Schnitt der VDL fiir eine vereinfachte Be-
messung der Schubtragfihigkeit der VDL mafigebend.

Die temperaturabhéngige Schubtragfihigkeit der drei Ansdtze zur vereinfachten Er-
mittlung der Schubtragfahigkeit von VDL im Brandfall ist in Abbildung 3.20 verglei-
chend mit den Versuchsergebnissen dargestellt. Dariiber hinaus wird in Abbildung 3.20
auf Basis der Bemessungsgleichung fiir ein Betonversagen eines KBD im Brandfall ein
Ausstanzen (Ppox(fox) - ke,9) unter Beriicksichtigung der temperaturabhéngigen Re-
duktionsfaktoren geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) mit den Ergebnissen der Detailun-
tersuchungen verglichen.

Bei der Gegeniiberstellung der Bemessungsansétze fiir ein Stahlversagen und des Aus-
stanzens des Betons ist ebenfalls ein Stahlversagen, wie es in den Detailuntersuchun-
gen identifiziert wurde, bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C mafgebend.
Grundsétzlich fallt bei der Gegeniiberstellung der experimentell ermittelten Schubtrag-
fahigkeiten und der berechneten Schubtragfahigkeit der VDL fiir ein Stahlversagen auf
Basis des Ansatzes nach Gleichung (3.6) und des Ansatzes nach Gleichung (3.7) ein
signifikanter Unterschied auf (siehe Abbildung 3.20). Die Differenz in der Schubtrag-
fahigkeit der VDL zwischen den beiden Ansétzen ist auf den Unterschied zwischen der
Streckgrenze und der Zugfestigkeit von Stahl zuriickzufiihren. Bei der Beriicksichtigung
der Zugfestigkeit von Stahl bei der Ermittlung wird die Schubtragféhigkeit der VDL
wesentlich besser approximiert als mit der Streckgrenze von Stahl. Dies stellt Lorenc
et al. (2014a) ebenfalls bei der Gegeniiberstellung der Versuchsergebnisse mit den Be-
rechnungsergebnissen fest. Durch die Verwendung der Zugfestigkeit von Stahl wird der
charakteristische Wert der Schubtragféhigkeit der VDL bei einer Verbundmitteltempe-
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ratur von 500 °C besser approximiert als mit der Streckgrenze von Stahl. Lediglich bei
einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C wird unter Verwendung der Zugfestigkeit
von Stahl der charakteristische Wert der Schubtragfahigkeit der VDL iiberschétzt. Die
Verwendung der Streckgrenze von Stahl bei der Ermittlung der Schubtragfihigkeit der
VDL fiir ein Stahlversagen bei Raumtemperaturbedingungen beinhaltet hohe Sicher-
heiten, wodurch sich die Abweichungen zwischen der experimentell ermittelten Schub-
tragfahigkeit und der berechneten Schubtragfahigkeit der VDL ergeben. Des Weiteren
beinhaltet die Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen einen Reibanteil
und bei erhéhten Temperaturen ist dieser nicht vorhanden, was in den Push-out-
Versuchen abgeleitet wurde. Durch den Reibanteil an der Schubtragfihigkeit der VDL
ist diese im Brandfall nicht ausschliefilich proportional zur Streckgrenze von Baustahl.
Vergleichend ist der Ansatz auf Basis der DIN EN 1994-1-2 (2010) zur Ermittlung der
Schubtragfahigkeit der VDL im Brandfall ebenfalls in Abbildung 3.20 dargestellt. Die
Ermittlung der Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen erfolgt
auf Basis der Zugfestigkeit von Stahl, was den Ansatz der Zugfestigkeit des Bolzen-
materials bei KBD geméafl DIN EN 1994-1-1 (2010) entspricht. Durch die Anwendung
des Ansatzes von KBD bei Stahlversagen fir die Ermittlung der Schubtragfahigkeit
der VDL in Abhéngigkeit der Temperatur werden die experimentell ermittelten Schub-
tragfdhigkeiten bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C gut abgebildet. Bei
einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C weicht die Bemessung auf Basis der KBD
gemédfl DIN EN 1994-1-2 (2010) deutlich von den experimentell ermittelten Schub-
tragfahigkeiten der VDL ab.

Letztlich zeigt sich, dass eine Berechnung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brand-
fall fiir ein Stahlversagen auf Basis der bei Raumtemperaturbedingungen berechneten
Schubtragfiahigkeit geméifi der aBG (DIBt, 2018) unter Beriicksichtigung der tem-
peraturabhéngigen Reduktionsfaktoren fiir Stahl erfolgen kann. Die Ermittlung des
temperaturabhéngigen Reduktionsfaktors kann auf Grundlage des kritischen Schnit-
tes der VDL erfolgen, wobei vereinfachend fiir die Bemessung die Bauteiltemperatur
des Diubelfufles der VDL verwendet werden kann. Bei der Berechnung der Schub-
tragfahigkeit bei Raumtemperaturbedingungen sollte der Ansatz der Verwendung der
Zugfestigkeit von Stahl diskutiert werden, um das Potential der VDL vollumfinglich zu
nutzen. Der entwickelte Vorschlag zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfahigkeit
im Brandfall dieser Forschungsarbeit wurde ebenso von Seidl, Hoyer, Zanon, Popa,
Lorenc, Rowinski, Kozuch, Franssen, Fohn, Carrasco, Farhang, Ikdheimon, Niisse,
Berthellemy, Mangerig und Wagner (2012) im Projekt PrecoBeam auf Basis der grof-
mafstiblichen Versuche von Franssen und Janssen (2013) abgeleitet. Allerdings sollte
nach Seidl, Hoyer, Zanon, Popa, Lorenc, Rowinski, Kozuch, Franssen, Fohn, Carrasco,

Farhang, Ikiheimon, Nisse, Berthellemy, Mangerig und Wagner (2012) und Franssen
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Abbildung 3.20: Schubtragfiahigkeit der VDL in Abhéngigkeit der Verbundmit-
teltemperatur im Vergleich zu Berechnungsansitzen fiir die
charakteristische Schubtragfahigkeit der VDL (Stahlversagen =P, x;
Ausstanzen =P, k)

und Janssen (2013) erst eine Abminderung der Schubtragfahigkeit bei einer Verbund-
mitteltemperatur von 500 °C erfolgen, was durch die vorliegenden Versuchsergebnisse

widerlegt wird.

3.6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Zur Quantifizierung des Einflusses von erhchten Temperaturen auf die Schubtragfa-
higkeit von VDL wurden insgesamt sieben Push-out-Versuche bei Raumtemperatur-
bedingungen sowie 23 Push-out-Versuche bei erhéhten Temperaturen mit homogenen
Querschnittstemperaturen von 200 °C, 350 °C oder 500 °C durchgefiihrt. Die quanti-
tative Bewertung der Einfliisse basiert auf jeweils zwei Push-out-Versuchen je Tempe-
raturebene und Bewehrungskonfiguration. Bei der Serie PoV-B bei Raumtemperatur-
bedingungen und einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C basiert die Bewertung
aufgrund eines Herstellungsfehlers nur auf einem Push-out-Versuch. Mit den Push-
out-Versuchen wurde der Einfluss unterschiedlicher Bewehrungskonfigurationen auf
die Schubtragfahigkeit der VDL und die lokalen Tragmechanismen der VDL systema-
tisch analysiert. Bei der Bewertung der experimentellen Detailuntersuchungen wurden
die Ergebnisse auf Basis des Stands der Technik reflektiert und bewertet (siehe Ab-
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schnitt 3.5). Die wesentlichen Erkenntnisse aus den Push-out-Versuchen zur Schubtrag-
fahigkeit bei Raumtemperaturbedingungen (siche Abschnitt 3.3.3) und bei erhohten

Temperaturen (siehe Abschnitt 3.4.3) werden im Folgenden zusammengefasst.

Tragcharakteristik der VDL

Infolge der Schubbeanspruchung versagt die VDL in Form eines Stahlversagens, was
auf die geringe Stegdicke der VDL zuriickzufithren ist. Des Weiteren wurde in den
Detailuntersuchungen der sekundére Versagensmechanismus der Teilflachenpressung
identifiziert, der unkritisch fiir die Schubtragfahigkeit der VDL ist. Die Brillenbeweh-
rung hat keinen signifikanten Einfluss auf die maximale Schubtragfahigkeit, sondern
reduziert lediglich die Anfangssteifigkeit. Die Reduzierung der Querbewehrung auf
einen Querstab in der Diibelzahnausnehmung ist vorteilhaft fiir eine baupraktischere
Herstellung der Bewehrung der VDL, wobei durch die geringere Fliache der Querbeweh-
rung die Schubtragfdhigkeit beeinflusst wird. Bei einer Halbierung der Querbewehrung
reduziert sich die Schubtragféhigkeit lediglich um 12 %.

Die Diibelkennlinien der Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit weisen eine hohe
Relativverformung auf. Die einzelnen Versuchsserien der Push-out-Versuche zur Schub-
tragfahigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten Temperaturen
erfiillen das Duktilitatskriterium von 6 mm gemi8 DIN EN 1994-1-1 (2010), um als

duktiles Verbundmittel eingestuft zu werden.

Einfluss der Temperatur

Mit zunehmender Verbundmitteltemperatur verdndert sich der primére Versagensme-
chanismus des Stahlversagens der VDL im Vergleich zur Raumtemperaturbedingungen
nicht. Des Weiteren wurde in den Detailanalysen zu den lokalen Tragmechanismen der
VDL bei erhohten Temperaturen ebenfalls der sekundire Versagensmechanismus der
Teilflichenpressung festgestellt. Schlussendlich verdndert sich die Versagensart bei den
durchgefiihrten Push-out-Versuche im Brandfall nicht. Infolge der Temperatureinwir-
kung reduziert sich die Schubtragfihigkeit abhéngig von der Verbundmitteltempera-
tur. Bei einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C wird die Schubtragfihigkeit um
ca. 10-15% im Vergleich zu Raumtemperaturbedingungen reduziert. Eine signifikan-
te Reduktion der Schubtragfihigkeit erfolgt bei einer Verbundmitteltemperatur von
500°C um ca. 30- 35 %.

Des Weiteren hat die Anzahl der Querstabe in der Diibelzahnausnehmung bei einer
Verbundmitteltemperatur von 500 °C keinen Einfluss auf die Schubtragfdhigkeit. Die
Schubtragfihigkeit mit einem oder zwei Querstédben in der Diibelzahnausnehmung ist

bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C nahezu identisch.
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Reibanteil an der Schubtragfiahigkeit

Neben dem Einfluss der Temperatur auf die Schubtragfihigkeit der VDL wurde der
Einfluss des Reibanteils an der Schubtragfahigkeit der VDL mit einer dquivalenten
Reibflache ermittelt. Bei Raumtemperaturbedingungen und einer Verbundmitteltem-
peratur von 200 °C betragt der Anteil der Reibung an der Schubtragfihigkeit ca. 10 %.
Infolge der thermischen Dehnungen von Stahl und Beton entsteht zwischen dem Stahl-
profil und dem Betongurt ein Spalt, weshalb sich der Reibanteil an der Schubtragfa-
higkeit verringert. Der Reibanteil an der Schubtragfihigkeit bei einer Verbundmittel-

temperatur von 350 °C und 500 °C ist zu vernachléssigen.

Anwendbarkeit eines vereinfachten Bemessungsansatzes

Die Ermittlung der Schubtragfiahigkeit der VDL auf Basis der Bemessungsgleichun-
gen fiir Raumtemperaturbedingungen in Kombination mit dem temperaturabhéngigen
Reduktionsfaktor fiir Baustahl unter Beriicksichtigung der Verbundmitteltemperatur
im kritischen Schnitt kann zur Bemessung der Schubtragfahigkeit verwendet werden.
Allerdings sollte bei der Bemessung diskutiert werden, ob die Zugfestigkeit von Stahl
anstatt der Streckgrenze verwendet wird. Die Ergebnisse mit der Zugfestigkeit zeigen
eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit den experimentell ermittelten Schubtrag-

fahigkeiten.
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Kapitel 4

Experimentelle Untersuchungen zum

Tragverhalten eines Deckensystems

4.1 Einleitung

In Kapitel 3 wurde mit Hilfe von Push-out-Versuchen der Temperatureinfluss auf die
Schubtragfihigkeit einer VDL quantifiziert. Zur Beurteilung der Ubertragbarkeit der
abgeleiteten Erkenntnisse aus den Push-out-Versuchen zur Schubtragfdhigkeit auf das
Tragverhalten eines Deckensystems mit einer VDL im Brandfall wurden zwei grof3-
mafstibliche Untersuchungen durchgefiihrt. Die Grofiversuche sind im Rahmen des
Forschungsprojektes ,Brand im Hohlraum® von Mensinger et al. (2021) mit dem Ziel
durchgefiihrt worden, das Tragverhalten des InaDeck infolge eines Naturbrandszena-
rios im Hohlraum eines Deckensystems zu untersuchen. Die experimentelle Untersu-
chung des Brandszenarios mit dem Verbundtridger InaDeck erfolgte, um eine ganz-
heitliche Bemessung des Deckensystems im Brandfall zu erméglichen, was detailliert
in Abschnitt 2.2.5 erlautert wurde. Neben der Bewertung des Einflusses des Natur-
brandszenarios auf die Tragfahigkeit des InaDeck wurde in einem Grofversuch der
Einfluss einer Stegoffnung, die fiir die technische Gebdudeausriistung notwendig ist,
auf das globale Tragverhalten im Brandfall analysiert. Der Einfluss der Stegéffnung
auf das Tragverhalten im Brandfall wird detailliert in Schaumann et al. (2018b) und
Schaumann et al. (2019a) erldutert, da sich die vorliegende Forschungsarbeit schwer-
punktméfBig mit der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall befasst. Mit den Er-
kenntnissen aus der Literatur zur Systemtragwirkung von Verbundtrégern mit VDL
und den Ergebnissen aus den Push-out-Versuchen werden die folgenden Aspekte be-

urteilt.

Auswirkungen eines Naturbrandszenarios
Die experimentellen Untersuchungen zum Tragverhalten von Verbundtrégern respek-
tive Verbunddeckensystemen mit VDL aus der Literatur (sieche Abschnitt 2.4.2) sind
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ausschlieBlich auf Untersuchungen mit dem Normbrandszenario der ETK von Frans-
sen und Janssen (2018) und Schaumann et al. (2014) begrenzt. Die Auswirkungen
eines Naturbrandszenarios auf das Tragverhalten eines Deckensystems wurden mit
groBBmafstdablichen Versuchen untersucht. Aufgrund der Zielsetzung des Forschungs-
projektes von Mensinger et al. (2021) wird der Einfluss des Naturbrandszenarios auf

das Tragverhalten mit dem InaDeck Deckensystem bewertet.

Temperaturentwicklung der VDL

Mit den grofimaBstéablichen Untersuchungen werden die Temperaturentwicklung der
VDL und das Temperaturfeld im Bereich des Verbundmittels auf Grundlage eines Na-
turbrandszenarios experimentell ermittelt. Dabei wird das ungeschiitzte I-Profil des

InaDeck direkt durch das Naturbrandszenario thermisch beansprucht.

Tragverhalten des Deckensystems mit VDL

Neben der Bewertung des globalen Tragverhaltens des InaDeck infolge des Natur-
brandszenarios wird der Einflusses der Schubtragfihigkeit auf das globale Tragverhal-
ten des InaDeck im Brandfall analysiert. Die Beurteilung erfolgt auf Grundlage der
Temperaturentwicklung der VDL, dem Tragverhalten des Deckensystems sowie der ab-
geleiteten Erkenntnisse aus den Push-out-Versuchen zur Schubtragfihigkeit der VDL
bei erhdhten Temperaturen (siehe Kapitel 3).

4.2 Versuchsaufbau und -durchfiihrung der

groBmaBstablichen Versuche

4.2.1 Allgemeines

Mit den Grofiversuchen sollte der Einfluss eines speziell fiir den Hohlraum eines De-
ckensystems entwickelten Naturbrandszenarios auf das Tragverhalten des InaDeck und
das Schubtragverhalten der VDL untersucht werden. Zur Bewertung dieser Aspekte
wird zunéchst die Ableitung des Naturbrandszenarios erldutert, das Grundlage der
groBmafstéblichen Untersuchungen ist. Darauf aufbauend wird der Versuchsaufbau
und die Versuchsdurchfithrung beschrieben, mit dem eine Beurteilung des Einflusses

der Schubtragfahigkeit auf das globale Tragverhalten des InaDeck erfolgt.

4.2.2 Definition der Brandbeanspruchung

Die Entwicklung des Naturbrandszenarios fiir den Hohlraum eines Deckensystems be-

griindet sich in einem Teilziel des Forschungsprojekts ,Brand im Hohlraum® von Men-
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singer et al. (2021), in dem geklart wurde, ob die Brandlasten und Ventilationsbe-
dingungen im Zwischenraum eines Deckensystems iiberhaupt ausreichend sind, um
mit der ETK vergleichbare Brandgastemperaturen zu erreichen. Die derzeitigen bau-
rechtlichen Regelungen der MSysBJR (2005) (Muster-Systembdodenrichtlinie) fordern
in bestimmten Gebaudebereichen oder ab bestimmten Hohen der Systembdden fir die
Tragkonstruktion im Hohlraum eines Deckensystems eine feuerhemmende Konstrukti-
on (30-miniitige Feuerwiderstandsdauer - R30). Das realistische Naturbrandszenario
fir den Hohlraum eines Deckensystems wurde von Koh et al. (2019) im Forschungs-
projekt ,Brand im Hohlraum“ auf Basis von 79 Kleinversuchen mit realen Brand-
lasten und Ventilationsbedingungen entwickelt. Basierend auf dem 95 %-Fraktilwert
der Brandraumtemperaturverldufe aller durchgefiihrten kleinmafistédblichen Versuche
wurde eine einhiillende Temperatur-Zeitkurve fiir das Naturbrandszenario ,,Brand im
Hohlraum“ abgeleitet. Der 95 %-Fraktilwert der Brandraumtemperaturverldufe ist in
Abbildung 4.1 dargestellt. Die Entwicklung des Naturbrandszenarios ,,Brand im Hohl-
raum* ist detailliert in Koh et al. (2019) bzw. Mensinger et al. (2021) erlautert.
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Abbildung 4.1: Temperatur-Zeitkurve des 95 %-Fraktilwertes der Kleinversuche des
Naturbrandszenarios ,Brand im Hohlraum“ und der Verlauf der
Brandgastemperatur der experimentellen Untersuchung

Charakteristisch fiir das entwickelte Naturbrandszenario ,,Brand im Hohlraum*® sind
die drei Bereiche des Temperatur-Zeitverlaufs. Der erste Bereich des Naturbrandsze-
narios ist durch einen linearer Anstieg der Temperatur innerhalb von 5 Minuten auf
500 °C gekennzeichnet. Darauf folgt ein konstantes Temperaturplateau von 500 °C fiir
10 Minuten. Der letzte Bereich des Naturbrandszenarios ist die Abkiihlphase, die durch

119



4.2 Versuchsaufbau und -durchfiihrung der grofSmafistiblichen Versuche

einen exponentiellen Temperatur-Zeitverlauf bis auf Raumtemperaturbedingungen be-
schrieben wird.

In den Grofversuchen zur Bewertung des Tragverhaltens des InaDeck wurde wéh-
rend der Abkiihlphase des Naturbrandszenarios die Brandbeanspruchung gedndert,
um einen Versagenszustand des Tragwerks zu erzeugen. Durch die erneute Steigerung
der Brandgastemperaturen in den Versuchen wurden weitere Erkenntnisse hinsicht-
lich des Tragverhaltens des Deckensystems und der Schubtragfahigkeit der VDL im
Hochtemperaturbereich abgeleitet. In der Abkiihlphase des Brandszenarios wurden die
Versuchskorper ab der 25. Minute durch das Normbrandszenario gemafi ETK bean-
sprucht. Der exponentielle Verlauf der Abkiihlphase des Naturbrandszenarios wurde
bis zu diesem Zeitpunkt durch einen linearen Ansatz approximiert. Die Beanspruchung
der ETK erfolgte ab der 25. Minute mit einer Anfangstemperatur von 300 °C. Der Ver-
lauf der Brandgastemperaturen des Versuchs ist in Abbildung 4.1 dargestellt. Diese
Vorgehensweise impliziert, dass nach der 25. Minute des Brandszenarios ,,Brand im
Hohlraum“ eine weitere Reduktion der Brandbeanspruchung zu keinem Versagen des
Deckensystems fiihrt, sollte das Brandszenario bis zu diesem Zeitpunkt unkritisch fiir

das Tragverhalten des Deckensystems sein.

4.2.3 Versuchskorper

Mit dem InaDeck wurde der Einfluss auf das Tragverhalten infolge des Brandszena-
rios ,Brand im Hohlraum* in Verbindung mit der ETK bewertet. Insgesamt wurden
zwei groBmafistdbliche Versuche zum Tragverhalten des InaDeck durchgefiihrt, um
unter anderem das Tragverhalten des Verbundtrigers mit einer VDL im Brandfall
zu analysieren. Die Versuchskérper wiesen je eine Linge von 7,8 m und eine Brei-
te von 1,25 m auf, die der typischen Breitenabmessung eines Fertigteils des InaDeck
entspricht (siehe Abschnitt 2.2.5). Die Versuchskorper setzten sich aus einem halbier-
ten HESOOA-Profil der Stahlgiite S355 mit einer VDL geméfl der zum Zeitpunkt der
Fertigung geltenden abZ DIBt (2013), die der aktuellen aBG (DIBt, 2018) entspricht,
und einem vorgespannten Betongurt der Betonfestigkeitsklasse C50/60 mit einer Héhe
von 100 mm zusammen (siehe Abbildung 4.2). Die experimentell ermittelten Materi-
alkennwerte der einzelnen Querschnittsteile der Versuchskorper sind im Anhang A
dargestellt. Die VDL wiesen die Klothoidenform mit einer Héhe hp von 40 mm auf,
die aus der Hohe des Betongurts h, von 100 mm und der Betoniiberdeckung der VDL
¢p,i in Verbindung mit dem Durchmesser der Bewehrung resultierte (siche Detail der
Abbildung 4.3). Aus der Diibelzahnhohe ergab sich ein Langsabstand der VDL von
100 mm, der aufgrund der optimierten Hohe des Betongurts von 100 mm des InaDeck
nicht von den Anwendungsgrenzen (150 mm < e, <500mm) der abZ DIBt (2013) er-
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fasst wird. Die Klothoidenform wurde verwendet, da diese Form der VDL im Hinblick
auf die Tragfdhigkeit und die Ermiidung ein giinstigeres Tragverhalten im Vergleich
zur Puzzleform aufweist. Die Bewehrung der VDL erfolgte in Anlehnung an die abZ
(DIBt, 2013) mit zwei Querstiaben je Diibelzahnausnehmung mit einem Durchmesser
von 8 mm und einer Brillenbewehrung mit einem Durchmesser von 8 mm (siehe De-
tail der Abbildung 4.3). Die Spannglieder im Betongurt des InaDeck wurden gegen
das Eigengewicht inklusive der demontierbaren Elementplatten g, und einer Nutz-

last q, von 2,5 fn—li vorgespannt. Daraus resultierte eine Vorspannung jeder einzelnen

N
mm?2 *

Spannlitze von opmo von 1075 Aus der Bemessung des InaDeck bei Raumtempe-

raturbedingungen ergibt sich ein Durchmesser der Langsbewehrung von 16 mm.

T
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Abbildung 4.2: Versuchskorper der grofmafistiblichen Untersuchungen zum Zeitpunkt
der Herstellung

Zur Bewertung des Erwdrmungsverhaltens des InaDeck infolge des Brandszenarios der
Grofiversuche wurden Thermoelemente vom Typ K (NickelCh-rom-Nickel-Leiter) im
Betongurt und am I-Profil appliziert. Um das Temperaturfeld in Abhéngigkeit der
Branddauer zu bewerten, wurden Thermoelemente in Quer- und Léngsrichtung ange-
ordnet. Die Anordnung der Thermoelemente in Querrichtung im Betongurt und am
Stahltrager ist in Abbildung 4.3 dargestellt, die sich in Léngsrichtung in einem Ab-
stand von 1,5 m wiederholten. Zur Beurteilung der Temperaturentwicklung im Bereich
der Verbundfuge wurde die Temperatur am Diibelfufl sowie im Betongurt mit einem
Abstand von 25 mm zur VDL (Betonachse L-IT geméfi Abbildung 4.3) gemessen. Da-
durch konnte das Temperaturfeld im Bereich der Verbundfuge in Abhéngigkeit der
Branddauer systematisch bewertet werden.

Die Verformungen der Versuchskérper wurden an den charakteristischen Punkten ge-
messen. Die Verformungen werden tiber lastfreie Traversen in den beiden Achsen der

Lasteinleitung (Achse I und IV) und in der Symmetrieebene des Versuchskorpers (zwi-
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schen Achse IT und IIT) gemessen (siche Abbildung 4.4 und Abbildung 4.5).
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Abbildung 4.3: Querschnitt der Versuchskorper der experimentellen Untersuchungen
mit den Positionen der Thermoelemente

4.2.4 Versuchsaufbau

Zur Umsetzung der gromafstédblichen Untersuchungen wurde ein spezieller Versuchs-
aufbau entwickelt, um den Einfluss des Naturbrandszenarios ,,Brand im Hohlraum*
bzw. einer Brandbeanspruchung im Hohlraum eines innovativen Deckensystems auf das
Tragverhalten zu untersuchen. Um die Brandbeanspruchung innerhalb der Randbedin-
gung der Priifeinrichtung der Materialprifanstalt fiir das Bauwesen in Braunschweig
(MPA BS) zu realisieren, wurden die Versuchskorper gegeniiber ihrer Einbausituation
um deren Lingsachse gedreht, sodass der Betongurt auf der Oberseite des Querschnitts
angeordnet ist (sieche Abbildung 4.4(b)). Des Weiteren wurden die Lagerungsbedingun-
gen und die Lasteinleitung der Versuchskorper in eine Art und Weise angepasst, dass
dieselbe mechanische Beanspruchung des InaDeck im Vergleich zur Einbausituation im
Brandversuch erreicht wurde (siehe Abbildung 4.4). Die Beurteilung des Tragverhal-
tens erfolgte mit Hilfe eines 4-Punkt-Biegeversuchs mit einer Spannweite von 7,5 m.
Die Spannweite der Versuchskorper war geringer als die Lénge der Versuchskorper
(7,8m), um die Lasteinleitung in den Randbereichen zu realisieren. Um die gleiche
mechanische Beanspruchung des Systems zu erreichen, wurden die Versuchskorper in
den Drittelspunkten (Achse IT und Achse III) gelagert und die Lasteinleitung erfolgt in
den Randbereichen der Versuchskorper (Achse I und Achse IV). Der entwickelte Ver-

suchsaufbau ermoglichte zudem ebenso wie in der Einbausituation (Einfeldtriger) eine
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freie thermische Ausdehnung in Léngs- und Querrichtung. Durch den Versuchsaufbau
und die Realisierung des Raumabschlusses der Brandkammer wurden die seitlichen
Flachen des Betongurts mit beflammt (siehe Schnitt B-B Abbildung 4.4).

OO OO0 ORBONNC

E FL E Fr, E Durchbiegung Fy
X lr’A l . v .x ir_>_.B__:
B .FRe i \Durlchbiegung .FRe ui FRe FRe :
! [System = 7,510 . T Iyeem=75m
ersueh = 7,8 m ersueh = 7,8 m

Schmitt A-A:  1prog) — Y Schnitt BB: {7z
Beflammte Fliche —— Betongurt
Betongurt <« Beflammte
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I-Profil

I bzw. IV: Achsen der Lagerungsbedin-  II bzw. III: Achsen der Lagerungsbedin-
gung gung
II bzw. III: Achsen der Lasteinleitung I bzw. IV: Achsen der Lasteinleitung

(a) (b)

Abbildung 4.4: Gegentiberstellung statischer Systeme zur Versuchsdurchfithrung:
(a) Einbausituation des InaDeck, (b) Konzipierter Versuchsaufbau
(F1, = Kraft Lasteinleitung, Fr, = Kraft Reactio)

Die Lagerung in den Achsen IT und IIT wurde durch am Steg des halbierten I-Profils
angeschweifite Bleche realisiert, die durch den Betongurt gefiihrt wurden. An die an-
geschweifiten Bleche wurden die Lagerungskonstruktion fiir die Versuchskoérper ange-
schlossen, die aus HE180B-Profilen bestand (siehe Abbildung 4.5). Die Lasteinleitung
in den Achsen I und IV erfolgte ebenfalls iiber am Steg des halbierten I-Profils an-
geschweifite Bleche. Die Lasteinleitungskonstruktion setzte sich aus HE180B-Profilen
zusammen, die gelenkig an die Bleche angeschlossen waren. Uber eine Stabilisierungs-
konstruktion wurde eine lotrechte Lasteinleitung wahrend der Brandpriifung erreicht.
Der Versuchsaufbau mit der Lasteinleitung-, Lagerungs- und Stabilisierungskonstruk-
tion ist in Abbildung 4.5 dargestellt sowie detailliert in Mensinger et al. (2021) be-

schrieben. Mit diesem Versuchsaufbau konnte der Einfluss des Schubtragverhaltens
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der VDL auf das globale Tragverhalten des InaDeck analysiert werden.

Stabilisierungs-
konstruktion

Y

! ! 1System =7,5m I

II bzw. III: Achsen mit Konstruktion der Lagerungsbedingung
I bzw. IV: Achsen mit Konstruktion der Lasteinleitung
Abbildung 4.5: Konzipierter Versuchsaufbau der Brandversuche zur Bewertung des

Tragverhaltens infolge des Naturbrandszenarios fiir den Hohlraum ei-
nes Deckensystems

4.2.5 Versuchsablauf

Der Versuchsablauf der Grofiversuche gliederte sich in zwei wesentliche Abschnitte.
Der erste Abschnitt war die Lastaufbringung, die gema8 DIN EN 1363-1 (2012) er-
folgte. Der zweite Abschnitt der Groffversuche war die Brandbeanspruchung der Ver-
suchskorper. Der zeitliche Ablauf der Brandpriifung ist in Abbildung 4.6 dargestellt.
Die Aufbringung der Belastung (Priflast) auf die Versuchskorper erfolgte schrittwei-
se liber einen Zeitraum von sieben Minuten. Im Anschluss wurde die Belastung tiber
einen Zeitraum von 15 Minuten geméfi DIN EN 1363-1 (2012) konstant gehalten.
Im Abschnitt der Lastaufbringung war die Brandraumtemperatur bei Raumtempera-
turbedingungen. Im zweiten Abschnitt wurde das System bei konstanter Belastung
der Versuchskorper durch die definierte Brandbeanspruchung bis zum Versagen be-

ansprucht. Neben der vorgegebenen Brandbeanspruchung sind die Mittelwerte der
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gemessenen Brandraumtemperaturen der Versuche in Abbildung 4.6 dargestellt. Um
ein Versagen der Versuche zu erreichen, wurde nach 25 Minuten die Brandbeanspru-
chung geéndert, sodass infolge der Steigerung der Brandgastemperaturen ein Versagen

des Deckensystems erzeugt wurde (siche Abschnitt 4.2.2).

Lastaufbringung  Brandszenario
gemafl DIN EN ,Brand im Brandbeanspruchung
1363-1 (2012) Hohlraum* gemifl ETK
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Abbildung 4.6: Zeitlicher Ablauf der Brandpriifung mit der mechanischen Belastung
sowie der Brandbeanspruchung der Versuchskorper

Die Priiflast von 85kN je Lasteinleitungsachse im Brandversuch resultiert aus dem
Ausnutzungsgrad des InaDeck im Brandfall ng. Das InaDeck hat im Brandfall bei
einer Spannweite von 16 m einen Ausnutzungsgrad 15 16m von 29,5 %, der im For-
schungsprojekt von Hegger et al. (2013a) zur Entwicklung des InaDeck abgeleitet
wurde. Der Ausnutzungsgrad im Brandfall ng 16m des InaDeck leitet sich aus den
Bemessungslasten sowie dem plastischen Widerstandsmoment ab. Der Vergleichswei-
se geringe Ausnutzungsgrad im Brandfall ist auf die Vorspannung des Deckensystems
zuriickzufithren, die bei der Bemessung fiir den Einbauzustand respektive den Grenz-
zustand der Gebrauchstauglichkeit maigebend ist. Um eine Vergleichbarkeit der Ver-
suchsergebnisse mit einer Systemlénge von 7,5 m mit der Einbausituation des Systems
zu ermoglichen, wird der Ausnutzungsgrad fiir die durchgefiithrten Versuche 75 75m
zu 29,5 % gewdhlt. Aus dem Ausnutzungsgrad der Versuchskorper und der Spann-
weite der Versuchskorper der Brandversuche leitet sich eine Einzellast (Priiflast) von

85 kN je Lasteinleitungsachse ab. Die Ermittlung der Priiflast je Lasteinleitungsachse
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der Brandversuche basiert auf den nominellen Werten der einzelnen Materialien der

Versuchskorper.

4.3 Erwdarmungs- und Tragverhalten eines

Deckensystems infolge eines Naturbrandszenarios

4.3.1 Allgemeines

Mit dem entwickelten Versuchsaufbau zur Bewertung des Einflusses des Naturbrands-
zenarios ,,Brand im Hohlraum® wurden die grofmafstédblichen Untersuchungen durch-
gefiihrt. Neben dem Tragverhalten infolge der direkten Brandbeanspruchung des un-
geschiitzten Verbundtrigers wurde die Entwicklung der Temperaturen an charakteris-
tischen Punkten des Versuchskérpers in der Erwidrmungs- und in der Abkiihlphase, die
in Schaumann et al. (2018b) dargestellt ist, dokumentiert. In den folgenden Unterka-
piteln wird schwerpunktméfig das Tragverhalten im Hinblick auf die Schubtragfahig-
keit der VDL und dessen Auswirkungen auf das globalen Tragverhalten analysiert. In
Schaumann et al. (2019¢) ist ein detaillierter Vergleich zwischen dem Tragverhalten
des InaDeck infolge des Normbrandszenarios geméafl ETK unterhalb des Deckensys-
tems und des Naturbrandszenarios ,Brand im Hohlraum“ respektive dem Brandsze-
nario des Versuchs dargestellt, da sich das Tragverhalten grundsétzlich voneinander

unterscheidet.

4.3.2 Temperaturentwicklung infolge des Naturbrandszenarios

Grundlage der Bewertung des Tragverhaltens des InaDeck sowie der Ubertragung der
Schubbeanspruchung mit den VDL infolge des Naturbrandszenarios in Verbindung
mit der ETK ist die Temperaturentwicklung der einzelnen Teile des Querschnitts (sie-
he Messstellen der Abbildung 4.3). Zur Beurteilung des Tragverhaltens des InaDeck
werden die Temperaturentwicklungen des I-Profils mit der VDL (siehe Abbildung 4.7)
und des Betongurts im Einflussbereich der VDL (siche Abbildung 4.8) dargestellt
und analysiert. Im Wesentlichen wird das Tragverhalten des Deckensystems durch die
Temperaturen des Flansches, der Spannlitzen und der VDL beeinflusst. Der Flansch
nimmt die Druckkomponente der Beanspruchung auf und die Spannlitzen tiibertragen
die Zugkomponente der Biegebeanspruchung. Die VDL ibertragt die Schubkréfte zwi-
schen dem I-Profil und dem Betongurt.

In Abbildung 4.7 sind die Temperatur-Zeitkurven des ungeschiitzten Stahltragers sowie
des Brandraumes dargestellt. Infolge der Brandbeanspruchung wird der ungeschiitzte

Stahltrager direkt beansprucht und erwarmt sich in Abhéngigkeit der Massigkeit der
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einzelnen Querschnittskomponenten und der Warmeiibertragungsmechanismen. Inner-
halb des Naturbrandszenarios werden im Stahlquerschnitt maximale Temperaturen im
Steg von ca. 450 °C und im Flansch von ca. 350 °C erreicht. In der Abkiihlungsphase
des Naturbrandszenarios reduzieren sich aufgrund der geringeren Massigkeit lediglich
die Temperaturen des Stegs des Stahlprofils, wahrend sie im Flansch ein Plateau be-
schreiben. Durch die isolierende Wirkung des Betons werden die Verbundmittel vor
der Erwarmung geschiitzt und innerhalb des Naturbrandszenarios Temperaturen von
maximal 200 °C erreicht. Infolge der Beflammung des Querschnitts gemafl ETK (ab
der 25. Minute der Brandbeanspruchung) stiegen die Temperaturen des Stahlprofils
und der VDL kontinuierlich bis zum Erreichen des Versagenszustandes des Deckensys-
tems (vertikale Verformung uversagen zum Zeitpunkt des Versagens tversagen) an. Der
Flansch hatte bei Uversagen €ine Temperaturen von iiber 800 °C. Die VDL erreicht bei

UvVersagen €ine Temperatur von iiber 500 °C.
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Abbildung 4.7: Entwicklung der Stahltemperaturen des halbierten I-Profils infolge des
Brandszeanrios ,,Brand im Hohlraum“ in Verbindung mit der ETK

Durch die Anordnung des Betongurts in der Zugzone des Verbundquerschnitts hat
dieser einen vernachléssigbaren Anteil am Lastabtrag der Biegebeanspruchung. Ent-
scheidend fiir die Biegemomententragfihigkeit des Deckensystems im Brandfall ist
neben der Druckkomponente, die mafigeblich durch den Flansch iibertragen wird, die
aufnehmbare Zugkomponente durch die Spannlitzen. Dabei werden die Spannlitzen
durch die geringe Warmeleitfdhigkeit des Betongurts vor der Erwirmung geschiitzt.
Die Beurteilung der Temperatur der Spannlitzen kann auf Grundlage der Betontem-
peratur in der Mitte des Betongurts erfolgen, da die Thermoelemente (Messpunkte)
im Betongurt einen Abstand von jeweils 25 mm aufweisen. Die Temperatur-Zeitkurven
in der Betonachse L-I geméfl Abbildung 4.3 sind in Abbildung 4.8(a) dargestellt. In

den Spannlitzen werden Temperaturen von bis zu 150 °C erreicht, die allerdings kei-
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ne signifikanten Festigkeits- und Steifigkeitsreduktionen zur Folge haben. Auflerdem
weist der Betongurt von der brandzugewandten Seite zur brandabgewandten Seite
einen Temperaturgradienten auf (siehe Abbildung 4.8(a) und Abbildung 4.8(b)), der
auf die geringe Warmeleitfahigkeit des Betons zuriickzufiihren ist. Allerdings ist im
Bereich der VDL der Temperaturgradient deutlich groBler und die Betontemperaturen
sind hoher als in der Betonachse L-1 geméfi Abbildung 4.3. Die hoheren Temperaturen
im Betongurt im Bereich der VDL sind auf den Energieeintrag durch diese zuriick-
zufithren. Die Temperaturdifferenz zwischen der VDL und dem Betongurt respektive
der Temperaturgradient in Querrichtung von der VDL zum Betongurt resultiert aus
dem Warmeiibergang zwischen dem Stahl und dem Beton sowie dem Abstand der
Messachse (Betonachse L-II gemé8 Abbildung 4.3) zur VDL (siehe Abbildung 4.8(b)).
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Abbildung 4.8: Entwicklung der Temperaturen im Betongurt infolge des Brandszena-
rios ,Brand im Hohlraum* in Verbindung mit der ETK: (a) Beton-
gurtachse L-I gemafl Abbildung 4.3, (b) Bereich der VDL (Betonachse
L-IT; siehe Abbildung 4.3)

4.3.3 Tragcharakteristik des Deckensystems

Basierend auf den Bauteiltemperaturen und dem sich daraus ergebenen Temperatur-
feld kann das Tragverhalten des InaDeck und der Einfluss des Schubtragverhaltens der
VDL am globalen Tragverhalten beurteilt werden. Zunéchst wird das Tragverhalten
analysiert, da dieses aufgrund des Naturbrandszenarios und der Brandbeanspruchung
besondere Charakteristiken aufweist. Auf Grundlage der Erkenntnisse zum Tragver-
halten des InaDeck wird der Einfluss des Schubtragverhaltens der VDL auf das globale
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Tragverhalten bewertet und der Anteil der Schubtragfahigkeit der VDL am Tragver-
halten quantifiziert.

Entscheidend fiir die Bewertung des Tragverhalten des Systems ist die Brandbean-
spruchung und der daraus resultierende Temperaturgradient des Verbundquerschnitts.
Durch das Brandszenario ,,Brand im Hohlraum* in Verbindung mit der ETK wird der
ungeschiitzte Stahltriager direkt beansprucht. Aufgrund dieser Beanspruchung erwéarmt
sich der ungeschiitzte Stahltrédger deutlich schneller als der Betongurt und der Bereich
der VDL wird lokal erwérmt (siche Abbildungen 4.7 und 4.8). Dadurch entstehen
im Querschnitt Temperaturgradienten zwischen dem I-Profil und dem Betongurt und
iber die Hohe der VDL. Die Temperaturfelder sind fiir eine Temperatur der VDL
von 200°C, 350°C und 500 °C schematisch in Abbildung 4.9 dargestellt. Die ausge-
wahlten Temperaturen der VDL von 200 °C, 350 °C und 500 °C entsprechen den Ver-
bundmitteltemperaturen der Detailuntersuchungen zur Schubtragfihigkeit der VDL,
die in Kapitel 3 beschrieben sind. Die Erwdrmung des Verbundquerschnitts beeinflusst

zum einen das Verformungsverhalten des InaDeck und zum anderen die iibertragbare
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Abbildung 4.9: Schematische Darstellung (a) des Verbundquerschnitts und des Tem-
peraturfelds bei einer Temperatur der VDL von (b) 200°C, (c) 350°C
und (d) 500°C
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Schubbeanspruchung zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt.

Die Erwarmung des Querschnitts fithrt grundséitzlich zur thermischen Ausdehnung
des Stahltragers sowie des Betongurts in Langsrichtung und zu einem Temperatur-
gradienten zwischen dem Stahlprofil und dem Betongurt bzw. iiber die Hohe des
Querschnitts. Diese zwei Effekte resultieren in einer unterschiedlichen thermischen
Ausdehnung des I-Profils und des Betongurts des Querschnitts. Aufgrund der héheren
Temperaturen des Stahlquerschnitts ist die thermische Ausdehnung wesentlich gro-
Ber im Vergleich zum Betongurt. Deshalb dehnen sich die einzelnen Querschnittsteile
iiber die Hohe unterschiedlich aus. Die unterschiedliche Ausdehnung der einzelnen
Querschnittsteile resultiert in einer thermisch induzierten Biegung des Querschnitts.
Die thermische induzierte Biegung verursacht aufgrund des Versuchsaufbaus in den
Lasteinleitungsachsen (Achse I und IV siche Abbildungen 4.4 und 4.5) eine Biegung
des Querschnitts in Richtung des Betongurts. Die aus der thermisch induzierten Bie-
gung entstehende Kraft in den Lasteinleitungsachsen ist grofler als die aufgebrach-
te mechanische Belastung, woraus in den Lasteinleitungsachsen eine relative Verfor-
mung des Versuchskorpers entgegen der Belastung resultiert. Das Verformungsver-
halten des InaDeck ist in Abbildung 4.10 mit den Temperatur-Zeitkurven des Flan-
sches und der VDL dargestellt. Die Verformung entgegen der Belastung erfolgt bis die
Priiflast und die aus der thermisch induzierten Biegung entstehende Kraft im Gleich-
gewicht sind. Dieses Gleichgewicht héngt von den temperaturabhéingigen Festigkeits-
und Steifigkeitsreduktionen des Stahlquerschnitts sowie dem Lastausnutzungsgrad ab.
Das Gleichgewicht ist zum Zeitpunkt der maximalen Verformung uy,.x bei einer Tem-
peratur von ca. 700 °C des Flansches und einer Temperatur von ca. 400 °C der VDL
erreicht (siehe Detail der Abbildung 4.10). Nach Erreichen des Zeitpunktes der maxi-
malen Verformung uy,x nehmen die Verformungen in Richtung der Belastung bis zu
einem Biegeversagen des Versuchskérpers (Zeitpunkt des Versagens Uversagen) zu. Die
Verformungen mit dem entsprechenden Zeitpunkt und den Temperaturen der VDL,
des Flansches und der Spannlitze fiir die charakteristischen Zeitpunkte der Verformun-
geN Umax UNd Uyersagen Sind in Tabelle 4.1 dargestellt. Der charakteristische Zeitpunkt
der Verformung uversagen der Tabelle 4.1 ist bei Versuch 2 geringer, da die Stegéffnung
des Versuchskorpers mafigebend fiir den Zeitpunkt des Versagens des Versuchskorpers
ist. Das Verformungsverhalten nach Erreichen von umax bis Uyersagen Wird im Wesentli-
chen durch die Temperaturen des Flansches beeinflusst, der die Druckkomponente der
Biegebeanspruchung aufnimmt. Ab der Flanschtemperatur zum Zeitpunkt der maxi-
malen Verformung umax (51 Minute; siehe Abbildung 4.10) wird die Festigkeit und
Steifigkeit signifikant reduziert, wodurch die Verformung bis zum Versagenszeitpunkt
zunimmt. Des Weiteren wird das Verformungsverhalten infolge des Brandszenarios
durch die Steifigkeit der VDL beeinflusst. Aus den Detailuntersuchungen zur Schub-
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tragfdhigkeit der VDL bei erh6hten Temperaturen wurde Folgendes abgeleitet. Die
Schubtragfahigkeit wird erst ab einer hohen Verbundmitteltemperatur abgemindert,
aber die Steifigkeit des Verbundmittels ist bereits bei einer Verbundmitteltempera-
tur von 200 °C signifikant reduziert (siche Kapitel 3). Dies fithrt schlussendlich zur
Reduktion der Systemsteifigkeit des InaDeck und folglich zur Zunahme der Verfor-
mungen bis zu einem Biegeversagen. Im Versagenszustand weisen die Versuchskorper,
wie die Versuchskorper von Franssen und Janssen (2013) im Projekt PrecoBeam, auf
der Oberseite des Betongurts Risse auf, die ein Charakteristikum eines Biegeversagens
sind. Die einzelnen Biegerisse sind jeweils oberhalb der Verbundmittel entstanden und
hatten somit einen Abstand von ca. 100 mm. Im Versagenszustand hat der Flansch
Temperaturen von iiber 800°C (siehe Tabelle 4.1), welche auf den Ausnutzungsgrad
ng von 29,5 % zuriickzufiihren sind. Folglich werden im Grenzzustand der Tragfahig-

keit im Brandfall vergleichsweise hohe Stahltemperaturen des ungeschiitzten I-Profils
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Abbildung 4.10: Verformungs-Zeit-Kurve und Bauteiltemperaturen des Flansches und
der VDL des InaDeck infolge des Brandszenarios des Grofiversuchs
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erreicht, wodurch letztlich ebenfalls die hohen Verbundmitteltemperaturen erreicht

werden.

Tabelle 4.1: Ubersicht der charakteristischen Zeitpunkte der Verformungs-Zeit-Kurve
der Achse IV geméfl Abbildung 4.10 mit den entsprechenden Temperatu-
ren des Flansches sowie der VDL des I-Profils und der Spannlitze

Zeitpunkt der maximalen Vertikale Verformung uversagen
Verformung upax zum Zeitpunkt des Versagens
Versuch 1 Versuch 2 Versuch 1 Versuch 2
Verformung u ~-68 mm ~-68 mm ~ 129 mm ~ 78 mm
Zeitpunkt t 51 min 51 min 68 min 67 min
OvpL 397°C 421°C 527°C 554°C
Orlansch 720°C 678°C 847°C 809°C
OLitze 122°C 113°C 159°C 149°C

Neben dem Temperaturgradienten iiber die Hohe des Verbundquerschnitts, der das
Verformungsverhalten des Verbundtrégers beeinflusst, entsteht {iber die Hohe der VDL
ein Temperaturgradient (siche Abbildungen 4.9(b) bis 4.9(d)). Dieser hat wiederum
einen Einfluss auf die Schubkraftiibertragung in der Verbundfuge und somit auf das
globale Tragverhalten des Gesamtsystems. Trotz der hohen Verbundmitteltemperatu-
ren in den experimentellen Untersuchungen ist kein Schlupf zwischen dem Betongurt
und dem I-Profil aufgetreten. Somit hat die Verbundfuge wéhrend des Brandszenarios
eine ausreichende Nachgiebigkeit, was einer ausreichenden Verdiibelung des Verbund-
querschnittes entspricht. Da in den experimentellen Untersuchungen wie bei den Unter-
suchungen von Franssen und Janssen (2013) und Schaumann et al. (2014) kein Schlupf
aufgetreten ist, beeinflusst das Schubtragverhalten der VDL das globale Tragverhal-
ten des InaDeck nicht. Schlussendlich wird das Tragverhalten im Wesentlichen durch
die Bauteiltemperaturen des Flansches beeinflusst. Diese Schlussfolgerung stimmt mit
den Erkenntnissen von Franssen und Janssen (2013) zum Einfluss des Schubtrag-
verhaltens der VDL am globalen Tragverhalten eines Verbundtrigers iiberein (siehe
Abschnitt 2.4.2). Durch die ausreichende Nachgiebigkeit der Verbundfuge wird das
Tragverhalten im Wesentlichen durch die Bauteiltemperaturen des Flansches beein-
flusst.

Eine Quantifizierung der Schubtragfihigkeit der VDL infolge des Brandszenarios kann

auf Grundlage der Erkenntnisse der Detailuntersuchungen und dem daraus abgeleite-
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ten Vorschlag zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brand-
fall mit einem Stahlversagen erfolgen. Da ebenso bei einem transienten Temperaturfeld
der kritische Schnitt bei einem Stahlversagen mafigebend fiir die temperaturabhéngige
Ermittlung der Schubtragfihigkeit ist, kann auf Grundlage der Bauteiltemperatur des
Dibelfules der VDL die Schubtragfihigkeit abgeleitet werden (siehe Detail der Ab-
bildung 4.3). Die sich daraus ergebende Schubtragfihigkeit fir ein Stahlversagen ist
in Abbildung 4.11 in Abhéngigkeit von der Branddauer dargestellt, die basierend auf
dem in Abschnitt 3.5.4 entwickelten Vorschlag zur vereinfachten Bemessung ermittelt
wird. Die Schubtragfdhigkeit mit eine Stahlversagen wird dabei erst ab einer Bauteil-
temperatur von 400 °C nach ca. 52 Minuten abgemindert.

Allerdings entsteht in den grofimaflstdblichen Untersuchungen im Vergleich zu den
Push-out-Versuchen mit einem homogenen Temperaturfeld ein transientes Tempera-
turfeld. Dieses beeinflusst ebenso die Schubtragfihigkeit der VDL mit dem Versagens-
mechanismus des Ausstanzens. Zur Quantifizierung des Einflusses der Schubtragfi-
higkeit an der globalen Tragwirkung des Verbundtrigers mit dem entwickelten Be-
messungsansatz (siche Abschnitt 3.5.4) ist die Kenntnis einer Betontemperatur an
einem Punkt innerhalb des Betongurts notwendig. Mit dieser kann der Reduktions-
faktor der Betondruckfestigkeit gemd8 DIN EN 1994-1-2 (2010) ermittelt werden, um
die Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen zu reduzieren. Dabei héngt
die Schubtragfahigkeit mit einem Ausstanzversagen bei Raumtemperaturbedingung-
en im Wesentlichen von der Betondruckfestigkeit und der Hohe des Ausbruchkegels
ab. Somit wird sich die maf3igebende Betontemperatur fiir den Reduktionsfaktor der
Betondruckfestigkeit zur Abminderung der Schubtragfdhigkeit bei Raumtemperatur-
bedingungen innerhalb der Hohe des Ausbruchkegels befinden. Um einen entsprechen-
den Punkt innerhalb des Betongurtes fiir eine vereinfachte Bemessung abzuleiten, ist
der Temperaturgradient tiber die Hohe des Ausbruchkegels zu beriicksichtigen. Dieser
hat einen signifikanten Einfluss auf den Reduktionsfaktor von Beton und folglich auf
die Schubtragfahigkeit der VDL. In Abbildung 4.11 werden die Schubtragfahigkeiten
in Abhéngigkeit der Dauer der Brandbeanspruchung fiir ein Stahlversagen und ein
Ausstanzversagen miteinander verglichen, um den Einfluss des Temperaturgradienten
auf die Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen zu analysieren. Zur Bewer-
tung des Einflusses des Temperaturgradienten auf die Schubtragfahigkeit wird diese
mit dem Reduktionsfaktor in Abhédngigkeit der Betontemperatur abgemindert. Da fiir
die Ermittlung des Reduktionsfaktors die Betontemperatur innerhalb der Hoéhe des
Ausbruchkegels mafigebend ist, sind in Abbildung 4.11 Schubtragfihigkeit-Zeitkurven
basierend auf den Betontemperaturen der Betonachse L-1I geméfl Abbildung 4.3 in-
nerhalb der Hohe des Ausbruchkegels darstellt. Aufgrund der jeweiligen Temperatur-

Zeitkurve, die auf die Position der entsprechenden Messstelle innerhalb der Hohe
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des Ausbruchkegels zuriickzufiihren ist, unterscheiden sich die Schubtragfihigkeit-
Zeitkurven in Abbildung 4.11. Bei einer Verwendung der Temperatur-Zeitkurve des
Betons der Messstelle auf der brandzugewandten Seite (0Beton,25mm geméf Abbil-
dung 4.11) wird die Schubtragfédhigkeit bereis nach ca. 15 Minuten reduziert. Dem-
gegeniiber wird die Schubtragfihigkeit mit der Temperatur-Zeitkurve des Betons in
der Mitte des Betongurts (feton,50 mm geméafl Abbildung 4.11) erst nach ca. 30 Minu-
ten reduziert. Die Verwendung der unterschiedlichen Temperatur-Zeitkurven des Be-
tons resultiert zum Zeitpunkt des Versagens des Deckensystems in einer Differenz von
~20kN in der Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen. Allerdings kann auf-
grund des transienten Temperaturfeldes in Verbindung mit einer fehlenden technischen
oder normativen Regelung zur Beschreibung des Temperatureinflusses auf die Schub-
tragfdhigkeit mit einem Ausstanzversagen auf Grundlage der experimentellen Unter-
suchungen nicht abschliefend quantifiziert werden. Deshalb sind zur Quantifizierung
des Temperatureinflusses auf die Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzver-
sagen weiterfiihrende numerische Untersuchungen erforderlich, die im nachfolgenden
Abschnitt 5.4 erlautert werden.
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Abbildung 4.11: Gegeniiberstellung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall fiir
ein Stahl- und Ausstanzversagen auf Grundlage der Temperatur-
Zeitkurven im Bereich der VDL (Betonachse L-II geméfi Abbil-
dung 4.3)

4.3.4 Erkenntnisse

In diesem Unterkapitel wurden die Grofiversuche infolge des Brandszenarios ,,Brand
im Hohlraum* in Verbindung mit der ETK mit dem Verbunddeckensystem InaDeck,

bei dem der Stahlquerschnitt direkt durch das Brandszenario beansprucht wurde, préa-
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sentiert. In diesem Zusammenhang wurde das Erwdrmungs- und Tragverhalten des
InaDeck mit besonderem Fokus auf die VDL zur Ubertragung der Schubbeanspru-
chung diskutiert. Aus den experimentellen Untersuchungen kann abgeleitet werden,
dass das Trag- und Verformungsverhalten des InaDeck im Wesentlichen durch das Er-
warmungsverhalten des Flansches des I-Profils und des Betongurts beeinflusst wird.
Das Erwarmungsverhalten dieser Querschnittsteile wirkt sich auf die thermische Aus-
dehnung sowie Festigkeits- und Steifigkeitsreduktion aus, die mafgeblich das Trag- und
Verformungsverhalten des InaDeck beeinflussen. Dabei entstehen Verbundmitteltem-
peraturen von iiber 500 °C, die allerdings keinen Einfluss auf das globale Tragverhalten
des InaDeck haben. Dies ist darin begriindet, dass kein Schlupf zwischen dem Beton-
gurt und dem I-Profil aufgetreten ist.

Durch die Brandbeanspruchung entsteht im Bereich der VDL ein transientes Tempe-
raturfeld, das einen Einfluss auf die Schubtragfidhigkeit der VDL sowie dessen Ermitt-
lung im Brandfall hat. Aufgrund des Temperaturgradienten im Bereich der VDL im
Brandfall ist eine vereinfachte Ermittlung der Schubtragfahigkeit der VDL mit einem
Ausstanzversagen nicht moglich. Hingegen ist die Bewertung der Schubtragfahigkeit
mit einem Stahlversagen der VDL, bei dem die Temperatur im kritischen Schnitt maf-
gebend ist, moglich. Folglich kann auf Grundlage der experimentellen Untersuchungen
der Einfluss der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall auf das Tragverhalten des
InaDeck nicht abschliefend bewertet werden. Um diesen Einfluss quantifizieren zu
koénnen, sind weiterfithrende numerische Simulationen notwendig, auf deren Grundla-
ge ein vereinfachter Ansatz zur Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL mit einem
Ausstanzversagen abgeleitet werden kann. Im nachfolgenden Kapitel wird auf Basis
eines allgemeingiiltigen numerischen Modell ein vereinfachter Bemessungsansatz fiir
die Schubtragfahigkeit mit einem Ausstanzversagen im Brandfall entwickelt, mit dem

eine Bewertung der Schubtragfdhigkeit der VDL im Brandfall erfolgen kann.

4.4 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Zur Beurteilung des Einflusses eines Naturbrandszenarios auf das Tragverhalten ei-
nes Verbunddeckensystems wurden zwei grofimafstéabliche Versuche mit dem InaDeck
durchgefiihrt. Dabei wurde der ungeschiitzte Verbundquerschnitt durch das Brands-
zenario ,Brand im Hohlraum“ in Verbindung mit der ETK beansprucht. Mit den
Grofiversuchen sollte im Rahmen des Forschungsprojekts ,,Brand im Hohlraum* von
Mensinger et al. (2021) verifiziert werden, ob ein Naturbrandszenario fiir den Hohl-
raum eines Deckensystems kritisch fiir die Tragfahigkeit ist. Auf Grundlage der ex-
perimentellen Untersuchungen wurde das Erwidrmungsverhalten der VDL (siche Ab-
schnitt 4.3.2) und das globale Tragverhalten des InaDeck (siehe Abschnitt 4.3.3) infolge
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des Brandszenarios analysiert. Die wesentlichen Erkenntnisse sind im Folgenden zu-

sammengefasst.

Auswirkungen eines Naturbrandszenarios

Mit den Grofversuchen wurde der Einfluss eines Naturbrandszenarios bei einer direk-
ten Brandbeanspruchung des ungeschiitzten Verbunddeckensystems untersucht. Grund-
lage der experimentellen Untersuchungen ist das von Koh et al. (2019) entwickelte
Naturbrandszenario fiir den Hohlraum eines Deckensystems (bzw. ,Brand im Hohl-
raum®). In den Grofiversuchen wurden die Versuchskorper durch das Naturbrandsze-
nario mit einer anschlielenden Brandbeanspruchung geméfs ETK bis zum Versagen
mit einer konstanten Belastung beansprucht. Die Groiversuche haben gezeigt, dass

das Naturbrandszenario fur das InaDeck unkritisch ist.

Temperaturentwicklung der VDL

Durch die spezielle Brandbeanspruchung des Deckensystems im Hohlraum erwérmt
sich die VDL im Vergleich zum umgebenden Betongurt deutlich starker. Daraus re-
sultiert ein Temperaturgradient im Bereich der VDL sowie im Betongurt, der mit
zunehmender Verbundmitteltemperatur ansteigt. Infolge des Brandszenarios der ex-
perimentellen Untersuchungen werden am Verbundmittel Temperatur von {iber 500 °C

und im Betongurt von ca. 400 °C erreicht.

Tragverhalten des Deckensystems mit VDL

Das globale Tragverhalten des InaDeck infolge des Brandszenarios zeichnet sich zu-
néchst durch eine Verformung entgegen der mechanischen Belastung aus, die auf eine
thermisch induzierte Biegung infolge des Temperaturgradienten iiber die Hohe des Ver-
bundquerschnitts zuriickzufiihren ist. Nach Erreichen eines Gleichgewichts zwischen
der einwirkenden Belastung des Versuchs und der aus der thermisch induzierten Bie-
gung resultierenden Kraft nehmen die Verformungen bis zu einem Biegeversagen des
InaDeck im Grofiversuch zu. Der Verlauf der Verformungen von dem Gleichgewichts-
punkt bis zum Versagenspunkt zeichnet sich durch einen signifikanten Abfall aus, der
mafigeblich durch die temperaturabhédngigen Steifigkeits- und Festigkeitsreduktionen
des Flansches verursacht wird. Trotz der hohen Verbundmitteltemperaturen der VDL
von iiber 500 °C und im Betongurt von ca. 400 °C hat die Verbundfuge eine ausrei-
chende Nachgiebigkeit im Brandfall, da kein Schlupf zwischen dem Betongurt und dem
I-Profil aufgetreten ist.

Zur Quantifizierung der Schubtragfdhigkeit sind weiterfithrende numerische Simulatio-
nen erforderlich. Insbesondere sind Analysen zum Einfluss eines Temperaturgradien-

ten im Betongurt auf die Schubtragfihigkeit der VDL mit dem Versagensmechanismus
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4.4 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Ausstanzen erforderlich, um auf Basis des entwickelten Vorschlags zur vereinfachten

Bemessung die Schubtragfihigkeit im Brandfall zu ermitteln.
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Kapitel 5

Numerische Simulationen zu
Verbunddibelleisten bei
Verbundtragern

5.1 Einleitung

Mit den numerischen Simulationen zu VDL bei Verbundtrigern im Brandfall wird auf
Basis der experimentellen Untersuchungen das Trag- und Verformungsverhalten der
VDL infolge einer Schubbeanspruchung vertiefend untersucht und bewertet. Die nume-
rischen Simulationen dienen der Detailanalyse der komplexen Tragmechanismen der
VDL infolge einer Schubbeanspruchung, die durch Messtechnik bei den experimentel-
len Untersuchungen nicht erfasst werden kénnen. Aufierdem kann die Spannungs- und
Dehnungsverteilung in den VDL infolge einer Schubbeanspruchung analysiert werden.
Ziel der numerischen Simulationen ist die Entwicklung eines allgemeingiiltigen nume-
rischen Modells zur Beschreibung des Schubtragverhaltens von VDL im Brandfall.
Auf dessen Grundlage wird ein Vorschlag zur vereinfachten Bemessung der Schubtrag-
fahigkeit im Brandfall entwickelt. Die wesentlichen Schwerpunkte der theoretischen

Untersuchungen sind somit:

Simulationen zum Schubtragverhalten der VDL

Basierend auf den experimentellen Untersuchungen wird ein numerisches Modell zur
Beschreibung des Schubtragverhaltens im Brandfall entwickelt und validiert. Die Vali-
dierung erfolgt auf Basis anerkannter wissenschaftlicher Materialmodelle sowie Ap-
proximationsansitze zur Modellbildung (siehe Abschnitt 2.4.4). In diesem Zusam-
menhang werden fiir Normalbeton etablierte Spannungs-Dehnungsbeziehungen (im
Folgenden: o-e-Beziehung) zur Beschreibung des Materialverhaltens diskutiert (siehe

Abschnitt 5.2). Die numerischen Simulationen haben das Ziel der Entwicklung eines
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

repriasentativen numerischen Modells, mit dem das Trag- und Verformungsverhalten
sowie die Versagensmechanismen in guter Ubereinstimmung mit den experimentellen

Untersuchungen approximiert werden kann.

Bemessungsvorschlag zur Schubtragfiahigkeit im Brandfall

Basierend auf dem entwickelten und validierten numerischen Modell werden Simulatio-
nen zur Entwicklung eines Vorschlags zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfa-
higkeit von VDL im Brandfall durchgefiihrt. Die Entwicklung eines Vorschlags zielt im
Wesentlichen auf eine vereinfachte Bemessung des Versagensmechanismus Ausstanzen
im Brandfall ab. In Kapitel 3 wird abgeleitet, dass fiir die Bemessung der Schub-
tragfdhigkeit mit einem Stahlversagen der kritische Schnitt unabhingig vom Tempe-
raturfeld mafigebend ist. Mittels der Temperatur im Dibelfuf}, die beispielsweise mit
numerischen Methoden ermittelt werden kann, kann die Schubtragfahigkeit mit einem
Stahlversagen bei Raumtemperaturbedingungen mit dem Reduktionsfaktor abgemin-
dert werden. Basierend auf diesem vereinfachten Ansatz wird ein Bemessungsvorschlag
fiir die Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen im Brandfall entwickelt. Mit
den numerischen Simulationen wird eine analytische Formulierung zur vereinfachten
Bemessung auf Basis der charakteristischen Abmessungen der VDL fiir ein Ausstanz-

versagen abgeleitet.

5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

5.2.1 Allgemeines

Fiir ein vertieftes Verstdndnis der Tragmechanismen von VDL bei Verbundtrigern im
Brandfall werden numerische Simulationen durchgefiihrt. Die Beurteilung der Trag-
mechanismen von VDL bei Verbundtrigern im Brandfall erfolgt mit thermomecha-
nischen Simulationen, bei denen aus der thermischen Analyse resultierende Effekte
bei der mechanischen Analyse beriicksichtigt werden. Dafiir werden in diesem Kapi-
tel grundlegend die Kennwerte der thermischen Simulationen (siehe Abschnitt 5.2.2)
und der mechanischen Simulationen (siehe Abschnitt 5.2.3) erldutert, die mit dem FE-
Programm Abaqus/Standard (2019) durchgefiihrt werden. Entscheidend bei den me-
chanischen Analysen zur Beschreibung der Tragmechanismen von VDL bei Verbund-
tragern sind die konstitutiven Beziehungen in Abhéngigkeit der temperaturabhédngigen
Festigkeits- und Verformungseigenschaften der Materialien des Verbundbauteils (siehe
Abschnitt 5.2.3). Ferner werden die wesentlichen Charakteristiken der numerischen
Modelle (siehe Abschnitt 5.2.4) zur Analyse der Schubtragfihigkeit von VDL bei er-
hohten Temperaturen (siehe Abschnitt 5.3) beschrieben.
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

5.2.2 Kennwerte der thermischen Simulationen
Allgemeines

Basis der thermischen Simulationen zur Berechnung von Temperaturfeldern in Bautei-
len in Abaqus/Standard (2019) ist die Fourier-Gleichung der Warmeleitung in Fest-
korpern. Zur Ermittlung eines Temperaturfelds mit der Fourier-Differentialgleichung
sind die thermischen Kennwerte der Materialien Baustahl, Betonstahl und Normal-
beton und die einwirkende Brandbeanspruchung (thermische Randbedingungen) zu
definieren. Die Parameter der thermischen Materialkennwerte, die die Rohdichte p,
Wiérmeleitfahigkeit A, spezifische Warmekapazitét c, umfassen, sowie der thermischen
Randbedingungen zur Losung der Differentialgleichung und zur Bewertung der Tem-

peraturfeldberechnung werden im Folgenden dargestellt.

Thermische Randbedingungen

Die thermischen Randbedingungen, die der einwirkenden Brandbeanspruchung ent-
sprechen, werden in den Simulationen iiber den radiativen und den konvektiven Wér-
mestrom auf eine Bauteiloberfliche beschrieben. Der radiative Anteil des Warme-
stroms wird durch das Stefan-Boltzmann-Gesetz beschrieben. Der radiative Anteil des
Wiérmestroms ist unter anderem von der Emissivitit € der Bauteiloberfliche abhingig.
Die Emissivitit der Bauteiloberfliache ist temperaturunabhéngig und wird geméfl DIN
EN 1994-1-2 (2010) fir Baustahl und Normalbeton mit 0,7 angesetzt. Des Weiteren
ist der Warmeiibergangskoeffizient o, zu definieren.Der Warmetibergangskoeffizient
ist beim Normbrandszenario gemafl ETK 25 % und bei einem Naturbrandszenario
35 % Der Warmestrom auf eine Bauteiloberfliche wird beispielsweise in Sothmann
(2013) oder Tabeling (2014) detailliert erlautert.

Bau- und Betonstahl

Fiir die Ermittlung des Temperaturfelds eines Bauteils aus Bau- und Betonstahl sind
die thermischen Materialkennwerte erforderlich. Die thermischen Materialkennwerte
Rohdichte p, Wérmeleitfahigkeit A und spezifische Warmekapazitét c, sind fiir Bau-
und Betonstahl identisch. In den thermischen Simulationen werden die Materialkenn-
werte gemafl DIN EN 1994-1-2 (2010) fir Bau- und Betonstahl implementiert, die
letztlich den Materialkennwerten der DIN EN 1992-1-2 (2011) fiir Betonstahl und
DIN EN 1995-1-2 (2010) fir Baustahl entsprechen.
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Normalbeton

Die Materialkennwerte Rohdichte p., Warmeleitfadhigkeit A, und spezifische Warmeka-
pazitét cp, . von Normalbeton im Hochtemperaturbereich wurden von Harmathy (1970)
und Schneider (1982) experimentell abgeleitet. Beton setzt sich aus den Bestandteilen
Zement, Wasser, Gesteinskérnung, Betonzusatzstoffen und Betonzusatzmitteln zusam-
men, die unterschiedliche Materialeigenschaften aufweisen. Die inhomogene Struktur
des Materials Beton wird in den normativen Regelung nach DIN EN 1992-1-2 (2011)
respektive DIN EN 1994-1-2 (2010) bei den thermischen Materialkennwerte der Wér-
meleitfadhigkeit und der spezifische Warmekapazitét beriicksichtigt. Der energiezehren-
de Prozess der Wasserverdampfung des im Beton gebundene Wassers wird bei einer
Brandbeanspruchung durch ein Maximum bei 115 °C in der spezifischen Warmekapa-
zitdt implizit beriicksichtigt. Das Maximum der spezifischen Wéarmekapazitit ist vom
Feuchtegehalt des Betons abhéngig, der fiir thermische Simulationen mit einem Feuch-
tegehalt zwischen 0 % und 10 % geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) berticksichtigt werden
kann. Ferner beeinflusst die inhomogene Struktur des Betons die Warmeleitfahigkeit.
Die Inhomogenitét des Betons wird nach DIN EN 1994-1-2 (2010) bei der Wérme-
leitféhigkeit durch eine untere Grenze (Ac unten) und eine obere Grenze (A¢ oben) der
Waiérmeleitfahigkeit berticksichtigt. Im Zuge der Novellierung der ,heiflen® Eurocodes
wird vom Centre d’etudes et de recherches de l'industrie du béton aus Frankreich ein
neuer Ansatz fiir die Wérmeleitfahigkeit des Betons (Ac, prankreich) vorgeschlagen, der
die thermische Leitfdhigkeit des Betons besser abbilden soll. Die entwickelte Ansatz
aus Frankreich setzt sich aus der oberen und unteren Grenze der Warmeleitfahigkeit
zusammen. Die unterschiedlichen Ansétze der Wérmeleitfdhigkeit von Beton sind in

Abbildung 5.1 dargestellt. Vergleichende numerische Untersuchungen von Spille und

—_— T T T T w T

— >\c, oben -

I )\c, unten B

=== Ac,Frankreich |

| | | | |
0 200 400 600 800 1000 1200
Betontemperatur 6, [°C]

Wiérmeleitfahigkeit A. [

Abbildung 5.1: Gegeniiberstellung der Warmeleitfahigkeit A, geméafl DIN EN 1994-1-2
(2010) und eines neuen Ansatzes aus Frankreich
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Zehfuf (2019) mit den unterschiedlichen Ansitzen der Warmeleitfahigkeit des Betons
haben bereits gezeigt, dass der entwickelte Ansatz (Ac, Frankreich) Sich eignet, um das
Temperaturfeld eines Betonbauteil zu ermitteln. Besonders bei Deckenbauteilen zeig-
ten die Untersuchungen von Spille und Zehfuff (2019) eine gute Ubereinstimmung
zwischen numerischen Simulation und experimentellen Untersuchungen. Fiir die Wér-
meleitfihigkeit wird die gemafl DIN EN 1994-1-2/NA (2010) festgelegte obere Grenze

bei den thermischen Analysen verwendet.

5.2.3 Kennwerte der mechanischen Simulationen
Allgemeines

Die mechanischen Analysen zur Schubtragfihigkeit der VDL bei erhohten Temperatu-
ren werden in Abaqus/Standard (2019) mit dem expliziten Losungsverfahren durchge-
fithrt. Im Gegensatz zum impliziten Gleichungsloser (wie beispielsweise dem Newton-
Raphson Verfahren) wird beim expliziten Losungsverfahren ein dynamisches Gleich-
gewicht gelost. Der explizite Gleichungsloser ist besonders fiir dynamische Probleme
oder hochgradig nichtlineare Probleme mit grofien Verzerrungen, wie die Simulation
des Schubtragverhaltens der VDL, geeignet. Der explizite Gleichungsloser wird unter
anderem von Marececk et al. (2006), Lorenc et al. (2007), Fink et al. (2007b) oder
Claflen et al. (2014a) zur Simulation von VDL bei Verbundtrigern verwendet. Die
theoretischen Hintergriinde der Gleichungsloser sind detailliert in Abaqus - Documen-
tation for Abaqus/Standard (2019) beschrieben.

Bei den mechanischen Simulationen sind neben den Materialmodellen, die grundlegend
in Abschnitt 2.4.4 erklart wurden, die Festigkeits- und Verformungseigenschaften im
Hochtemperaturbereich von Baustahl, Betonstahl und Normalbeton zur Implementie-
rung der o-e-Beziehung (konstitutiven Beziehungen) von Bedeutung. Grundlage sind
die Definitionen der konstitutiven Beziehungen von Baustahl, Betonstahl und Normal-
beton gema DIN EN 1992-1-2 (2011) und DIN EN 1993-1-2 (2010) respektive DIN
EN 1994-1-2 (2010) sowie deren nationale Anhinge. Zu den temperaturabhingigen
mechanischen Materialkennwerten zéhlen neben der o-e-Beziehung die Querkontrak-
tionszahl bzw. Poissonzahl v und die thermische Dehnung e, die im Folgenden be-
schrieben werden. Dabei werden die Parameter eines wissenschaftlich etablierten und
anerkannten Materialmodells fiir Normalbeton zur Implementierung der temperatur-
abhéngigen Festigkeits- und Verformungseigenschaften erldutert.

Bei der Implementierung der o-e-Beziehung in Abaqus/Standard (2019) ist bei geo-
metrisch nichtlinearen Analysen zu beachten, dass die Spannungen und Dehnungen als
wahre Spannungen owany (Cauchy-Spannung, siehe Gleichung (5.1)) und wahre Deh-

NUNEgeN Eyany (Hencky-Dehnung, siehe Gleichung (5.2)) definiert werden. Die wahren
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Spannungen berticksichtigen die aktuelle Querschnittsfliche, weshalb die nominellen
Spannungs-Dehnungsbeziehungen beispielsweise der Eurocodes mit den nachfolgenden

Gleichungen umgerechnet werden miissen.

Owahr = Onom * (1 + Enom) (51)

Ewahr = (1 + €nom) (5.2)

Bau- und Betonstahl
Spannungs-Dehnungs-Beziehung

Die Implementierung der temperaturabhéngigen o-¢-Beziehung von Bau- und Beton-
stahl erfolgt gem&l DIN EN 1994-1-2 (2010) und basiert auf den Untersuchungen
von Schaumann (1984). Die wesentlichen Kennwerte der o-e-Beziehung sind die tem-
peraturabhéngige Definition des Elastizitdtsmoduls, der elliptischen Verlauf von der
Proportionalititsgrenze bis zur Streckgrenze und ein temperaturabhéngiges Fliefipla-
teau, bei dem eine Verfestigung beriicksichtigt werden kann. Die o-e-Beziehung gemaf
DIN EN 1994-1-2 (2010) wird beispielsweise von Clafien et al. (2014a), Schorr et al.
(2020a,b) oder Karge und Stroetmann (2021) bei Raumtemperaturbedingungen und
von Sothmann (2013), Kleibomer (2018) oder Pfenning (2019) im Brandfall verwen-
det. In den numerischen Simulationen werden die temperaturabhingigen Festigkeits-
und Verformungseigenschaften geméf DIN EN 1992-1-2 (2011) und DIN EN 1994-1-2
(2010) verwendet.

Querkontraktionszahl

Die Querkontraktionszahl von Baustahl wird ausschliellich bei Raumtemperaturbe-
dingungen nach DIN EN 1993-1-1 (2010) definiert und betrigt v, =0,3. Normative
Vorgaben zur Querkontraktionszahl im Brandfall sind in DIN EN 1995-1-2 (2010)
bzw. DIN EN 1994-1-2 (2010) nicht enthalten. In Untersuchungen von Wohlfahrt und
Schmidt (2001) wurde eine Temperaturabhingigkeit der Querkontraktionszahl fest-
gestellt, die entsprechend in den numerischen Simulationen beriicksichtigt wird. Die
temperaturabhingige Querkontraktionszahl nach Wohlfahrt und Schmidt (2001) ist in
Abbildung 5.2(a) dargestellt. Eine Querkontraktionszahl fiir Betonstahl ist in DIN EN
1992-1-1 (2010) sowie DIN EN 1992-1-2 (2011) nicht definiert, weshalb ebenfalls die
temperaturabhéingige Querkontraktionszahl fiir Baustahl von Wohlfahrt und Schmidt
(2001) verwendet wird.
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Thermische Dehnung

Die thermische Dehnung von Bau- und Betonstahl wird gema8 DIN EN 1994-1-2
(2010) in den numerischen Simulationen implementiert (sieche Abbildung 5.2(b)). Die
Definitionen der thermischen Dehnungen nach DIN EN 1994-1-2 (2010) zeigen eine
gute Ubereinstimmung mit experimentellen Daten von Kordina und Klingsch (1983)
und Rubert und Schaumann (1986).
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Abbildung 5.2: (a) Querkontraktionszahl von Baustahl v, in Abhéngigkeit der Tem-
peratur nach Wohlfahrt und Schmidt (2001), (b) Thermische Dehnung
von Bau- und Betonstahl € geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010)

Normalbeton
Allgemeines

Das Materialverhalten von Normalbeton wird in den numerischen Simulationen mit
dem CDP-Modell abgebildet. Das CDP-Modell wird von Wissenschaftlern wie bei-
spielsweise Espinos (2012), Sothmann (2013), Clafien (2016), Kattenstedt (2017) oder
Schorr et al. (2020a) zur Abbildung von Normalbeton in numerischen Analysen bei
Raumtemperaturbedingungen sowie im Brandfall verwendet. Die numerischen Ana-
lysen dieser Wissenschaftler verdeutlichen, dass sich das CDP-Modell zur Abbildung
des Materialverhaltens von Normalbeton bei Stahlbeton- und Verbundbauteilen eig-
net. Grundlage des CDP-Modells sind zum einen die Parametern des Materialmodells
und zum anderen die einaxialen temperaturabhéngigen o-e-Beziehungen von Normal-
beton im Druck- sowie im Zugbereich, die schematisch in Abbildung 5.3 dargestellt

ist.
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Abbildung 5.3: Schematische Darstellung der einaxialen o-e-Beziehung von Normal-
beton in Abhéngigkeit der Temperatur 6,

Concrete Damage Plasticity Modell

Das CDP-Modell nach Lubliner et al. (1988) mit den Modifikationen von Lee und
Fenves (1998) basiert auf der klassischen Plastizitdtstheorie mit isotroper Schéadi-
gung, wodurch eine Beschreibung der Degradation des Materials moglich ist. Folg-
lich setzt sich das CDP-Modell aus einer FlieSbedingung, einer Fliefiregel und ei-
ner Verfestigungshypothese zusammen, die beispielsweise in Abaqus - Documentati-
on for Abaqus/Standard (2019) detailliert erlautert werden. Zu den Parametern des
Materialmodells zur Beschreibung der Fliefbedingung und der Flieregel zdhlen der
Dilatanzwinkel ¥, die Exzentrizitdt e, der Formfaktor K. und das Verhéltnis zweiaxiale
Druckfestigkeit zur einaxialen Druckfestigkeit f,,0/fc0, die im Folgenden priagnant dar-
gestellt werden.

Der Formfaktor K. beschreibt die Ausbildung der Fliefifliche der FlieBbedingungen.
Fiir den Formfaktor K. empfiehlt Lubliner et al. (1988) fiir Normalbeton einen Wert
von 0,67. In den numerischen Simulationen wird der von Lubliner et al. (1988) emp-
fohlene Wert als temperaturunabhéngig implementiert. Des Weiteren sind der Dila-
tanzwinkel ¥ und die Exzentrizitit e erforderliche Parameter des CDP-Modells. Diese
sind fiir das Flieigesetz notwendig, dass das Materialverhalten auflerhalb des elasti-
schen Bereichs in den numerischen Simulationen beschreibt. In der Literatur wird von
Lorenc et al. (2007), Neuenschwander et al. (2010), Espinos (2012), Sothmann (2013),
ClafSen (2016), Raba (2018), Pfenning (2019) oder Karge und Stroetmann (2021) der
Dilatanzwinkel in einem Bereich von 15° bis 38° und die Exzentrizitit im Bereich von
0,1 (Standardeinstellung in Abaqus/Standard (2019)) bis 0,2 definiert. In den numeri-

schen Simulationen werden der Dilatanzwinkel mit 38° und die Exzentrizitat mit 0,15
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

temperaturunabhéngig verwendet.

Fiir das Verhéltnis der zweiaxialen Druckfestigkeit zur einaxialen Druckfestigkeit von
Normalbeton fi,g/fco schliagt Lubliner et al. (1988) ein Wert zwischen 1,10 und 1,16
vor. Unter anderem wird von Claflen (2016), Raba (2018) oder Schorr et al. (2020a)
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Abbildung 5.4: Temperaturabhéngiges Verhéltnis der zweiaxialen Druckfestigkeit zur
einaxialen Druckfestigkeit von Normalbeton fy,g/fco

bei Raumtemperaturbedingungen einen Verhéltniswert von 1,16 fiir das Verhéltnis
fvo/feo verwendet. Aus experimentellen Untersuchungen von Ehm (1986) zur Ermitt-
lung von Bruchgrenzkurven im Hochtemperaturbereich kann der Temperatureinfluss
auf das Verhiltnis fi,o/f.0 abgeleitet werden. Im Hochtemperaturbereich vergrofert
sich das Verhéltnis fyg/f.o. Die Approximation des temperaturabhéngigen Verhéltnis-
ses von fi,o/fe0 sowie die experimentell ermittelten Verhéltnisse sind in Abbildung 5.4
dargestellt. Ab einer Betontemperatur von 750 °C wird das Verhéltnis f,,g/fco mit 1,7
als konstant angenommen. Das temperaturabhéngige Verhéltnis fi,o/f.o von Normal-
beton auf Basis der experimentellen Untersuchungen von Ehm (1986) wird bei den
numerischen Simulation verwendet. Dieses Verhéltnis in Abhéngigkeit der Tempera-
tur verwenden ebenso beispielsweise Aschaber et al. (2007), Sothmann (2013) und
Kleibomer (2018) bei numerischen Simulationen von Verbundbauteilen fiir Normalbe-
ton.

Die Ver- und Entfestigung im CDP-Modell wird durch die temperaturabhédngigen o-
e-Beziehungen fiir einaxiale Druck- und Zugbeanspruchungen unter Abzug des elasti-
schen Anteils der o-e-Beziehung beschrieben, die im Folgenden erldutert werden. Die
Ver- und Entfestigungsgesetze sind von den plastischen Dehnungen respektive dem

Verzerrungszustand abhéngig und beeinflussen folglich die Fliefifliche der FlieSbedin-
gung.
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Spannungs-Dehnungs-Beziehung

Bei der o-e-Beziehung von Normalbeton ist zwischen dem Druck- und Zugbereich
zu differenzieren. Im Druckbereich kann die o-e-Beziehung entweder mit den norma-
tiven Regelungen gemdfl DIN EN 1994-1-2 (2010) oder mittels konstitutiver Bezie-
hungen aus der Literatur beschrieben werden. Fiir eine o-e-Beziehung zur Approxi-
mation des Materialverhaltens im Brandfall ist eine konstitutive Beziehung vorteil-
haft, die das E-Modul explizit beriicksichtigt sowie eine stetige Formulierung umfasst.
Die o-e-Beziehung von Sargin (1971) ist ein ganzheitlicher Ansatz einer konstituti-
ven Beziehung. Ein weiterer ganzheitlicher Ansatz ist die konstitutive Beziehung von
Neuenschwander et al. (2016, 2017a), die allerdings zur Uberschéitzung der Schubtrag-
fahigkeit der VDL im Brandfall fithrt. Des Weiteren wird in der Literatur von einigen
Forschern zur Beschreibung von Normalbeton die mathematische Formulierung von
Anderberg und Thelandersson (1978) verwendet. Allerdings wird der Entfestigungsbe-
reich von Anderberg und Thelandersson (1978) mit einem linearen Verlauf beschrieben,
der nicht ausreichend zur Beschreibung des komplexen Materialverhaltens ist.

Im Gegensatz zum Druckbereich wird der Zugbereich der o-e-Beziehung nicht von
den normativen Regelungen gemél DIN EN 1994-1-2 (2010) erfasst. Zur Beschrei-
bung des Entfestigungsbereichs infolge einer Zugbeanspruchung wird eine sogenann-
te Spannungs-Rissweiten-Beziehung verwendet, die eine wissenschaftlich anerkannte
Approximation zur Beschreibung des Materialverhaltens im Zugbereich ist. Eine in
der Literatur etablierte konstitutive Beziehung fiir den Zugbereich ist die Spannungs-
Rissweiten-Beziehungen von Hillerborg et al. (1976). Um mit den konstitutiven Bezie-
hungen fiir den Druckbereich gemafl DIN EN 1994-1-2 (2010) oder von Sargin (1971)
und fiir den Zugbereich von Hillerborg et al. (1976) das Hochtemperaturverhalten von
Normalbeton in numerischen Simulationen zu beschreiben, sind die temperaturabhén-

gigen Materialkennwerte von Normalbeton erforderlich.

Zunéichst werden die temperaturabhéngigen Materialkennwerte von Normalbeton,
zu denen der E-Modul E., die Druckfestigkeit f.,, die Zugfestigkeit f.t,;, und die cha-

rakteristischen Betonstauchungen e.; bzw. e., zdhlen, dargestellt. Darauf aufbauend

werden die o-e-Beziehungen von Normalbeton beschrieben. Der Druck- sowie der Zug-
bereich der einaxialen o-e-Beziehung weist zunéchst einen elastischen Bereich auf, der
durch den E-Modul des Betons in Abhéngigkeit der Betontemperatur beschrieben
wird. In Abbildung 5.5 sind temperaturabhéngige Reduktionsfaktoren kg ¢ fiir das
E-Modul aus der Literatur von Bahr et al. (2013) sowie geméafi DIN EN 1994-1-2
(2010) dargestellt. Der temperaturabhéingige Reduktionsfaktor des E-Moduls gemifl
DIN EN 1994-1-2 (2010) ist aus der mathematischen Formulierung der o-e-Beziehung
geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) abgeleitet, da die normativen Regelungen geméafi DIN
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

EN 1994-1-2 (2010) explizit keinen temperaturabhéngigen Reduktionsfaktor beinhal-
ten. Der temperaturabhingige Reduktionsfaktor von Bahr et al. (2013) (bis 1000°C)
ist auf Basis von experimentellen Untersuchungen abgeleitet worden. In den numeri-
schen Simulationen zur Schubtragfahigkeit der VDL bei erhéhten Temperaturen resul-
tiert die Definition von Bahr et al. (2013) in einer guten Ubereinstimmung zwischen
experimentellen Untersuchungen und numerischer Simulation, weshalb diese fiir die

weiterfuhrenden numerischen Simulationen verwendet wird.

1 | | | |

—— Bahr et al. (2013)
—— DIN EN 1994-1-2 (2010)

| ! | .
0 0 200 400 600 800 1000
Betontemperatur 6. [°C]

Abbildung 5.5: Temperaturabhéngiger Reduktionsfaktor des E-Moduls von Normal-
beton kg g von Bahr et al. (2013) sowie der Ableitung aus den nor-
mativen Regelungen geméafl DIN EN 1994-1-2 (2010)

Die Druckfestigkeit f.,, im Brandfall wird in Abhé&ngigkeit eines temperaturabhédngigen
Reduktionsfaktors k. g ermittelt. Fiir den temperaturabhéngigen Reduktionsfaktor der
Druckfestigkeit wird der normative Reduktionsfaktor gemafi DIN EN 1994-1-2 (2010)
verwendet (sieche Abbildung 5.6(a)).

In Analogie zur Druckfestigkeit wird die Zugfestigkeit f.;n, im Brandfall mittels eines

04

0

! | ! | ! | ! | ! | | |
0 200 400 600 800 1000 0 200 400 600 800 1000
Betontemperatur 6, [°C] Betontemperatur 6, [°C]
(a) (b)

Abbildung 5.6: Temperaturabhéingige Reduktionsfaktoren geméfl DIN EN 1994-1-2
(2010) (a) der Druckfestigkeit k. g und (b) der Zugfestigkeit ki ¢ g
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

temperaturabhéngigen Reduktionsfaktors k¢ ¢ bestimmt. Die Zugfestigkeit wird im
Brandfall mit dem temperaturabhingigen Reduktionsfaktor gemafs DIN EN 1994-1-2
(2010) ermittelt. Der temperaturabhingige Reduktionsfaktor ist in Abbildung 5.6(b)
dargestellt.

Die Betonstauchung e.; bei einer zugehdrigen Betondruckfestigkeit f.,, vergréflert sich
mit zunehmender Betontemperatur. Fiir die Betonstauchung werden die temperatur-
abhéngigen Definitionen gemafl DIN EN 1994-1-2 (2010) in den numerischen Modellen
verwendet. Allerdings ist die maximale Betonstauchung e., gemél DIN EN 1994-1-2
(2010) begrenzt. Bei den mechanischen Analysen resultiert die Begrenzung der ma-
ximalen Betonstauchung bei grofien Verformungen in numerischen Instabilitdten. Aus
diesem Grund wird eine maximale Betonstauchung e, von 0,05 auf Basis der GB
50010-2002 (2002) in den numerischen Modellen berticksichtigt. Diese Definition wird
ebenso von Stempniewski (2018) bei der Simulation von Push-out-Versuchen mit KBD
verwendet, um das Tragverhalten von Normalbeton bei grofflen Dehnungen bzw. Ver-
zerrungen abzubilden.

Fiir die einaxiale o-e-Beziehung im Druckbereich von Normalbeton wird die kon-

stitutive Beziehung von Sargin (1971) verwendet, die eine etablierte konstitutive Be-
ziehung zur Beschreibung des Materialverhaltens von Normalbeton bei Verbundbau-
teilen ist. Die einaxiale o-e-Beziehung im Druckbereich von Sargin (1971) ist in Ab-
bildung 5.7 vergleichend mit der normativen o-¢-Beziehung gemafl DIN EN 1994-1-2
(2010) fir ausgewihlte Betontemperaturen dargestellt. Im Druckbereich wird gemafl
DIN EN 1992-1-1 (2010) bis 40% der Druckfestigkeit fo,(f.) in den numerischen
Modellen ein elastisches Materialverhalten unter Beriicksichtigung des temperaturab-
héngigen E-Moduls definiert. Der nichtlineare Bereich der o-e-Beziehung von Sargin
(1971) unterscheidet sich im Wesentlichen durch einen Duktilitdtsparameter D von
der o-e-Beziehung gemafl DIN EN 1994-1-2 (2010). Der Duktilitatsparameter D von
Sargin (1971), der im Bereich von 0 bis 1,0 gewdhlt werden kann, beeinflusst den
Entfestigungsbereich der o-e-Beziehung nach Erreichen der Betondruckfestigkeit. Die
o-e-Beziehungen nach Sargin (1971) sind in Abbildung 5.7 mit einem Duktilititspa-
rameter von 1,0 dargestellt. Aus diesem Grund weist die o-e-Beziehung von Sargin
(1971) mit einem Duktilitdtsparameter von 1,0 im Vergleich zur o-e-Beziehung ge-
méB DIN EN 1994-1-2 (2010) einen wesentlichen duktileren Verlauf auf, wodurch bei
groferen Verzerrung bzw. Dehnungen hohere Spannungen tibertragen werden kénnen.
Die 0-e-Beziehung von Sargin (1971) ist ein etablierter Ansatz zur Beschreibung des
Materialverhaltens von Normalbeton bei VDL infolge einer Schubbeanspruchung, da
diese unter anderem von Claflen et al. (2014a), Kopp et al. (2018b) oder Karge und

Stroetmann (2021) verwendet wird.
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Abbildung 5.7: o-e-Beziehungen im Druckbereich von Normalbeton bei (a) Raumtem-
peraturbedingungen, (b) 300°C, (¢) 500°C und (d) 700°C

Zur Abbildung des Zugbereichs von Normalbeton wird eine Spannungs-Rissweiten-

Beziehung (im Folgenden: o-w-Beziehung) verwendet, mit der ausschliefllich der Ent-
festigungsbereich nach einer Rissbildung infolge einer Zugbeanspruchung beschrieben
wird. Dabei wird das Materialverhalten bis zur Rissbildung, das der temperaturab-
hangigen Betonzugfestigkeit entspricht, im numerischen Modell als linear-elastisch de-
finiert. Die Rissbildung wird bei dieser Implementierung mit einer verschmierten Dar-
stellung abgebildet. Zur Beschreibung des Entfestigungsbereich nach Erreichen der
Betonzugfestigkeit wird der in der Literatur etablierte Ansatz von Hillerborg et al.
(1976) verwendet (siehe Gleichung (5.3)). Dabei wird der Entfestigungsbereich bei
der o-w-Beziehung von Hillerborg et al. (1976) mit einem exponentiellen Verlauf nach
Feenstra und de Borst (1996) beschrieben (siehe Abbildung 5.8(a)). Dieser Ansatz
wird beispielsweise von Ricker (2011) oder Claflen et al. (2014a) zur Beschreibung
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

des Zugbereichs von Normalbeton bei Verbundbauteilen verwendet.

w

Ot = Ictm ° e v (53)
mit:  fi, — Einaxiale Zugfestigkeit
W — Rissweite
W=k
G¢f = Bruchenergie

Allerdings fehlen im Vergleich zum Druckbereich Formulierungen zur Beschreibung
des Hochtemperaturverhaltens im Zugbereich bzw. Definitionen zu Anwendungsgren-
zen der o-w-Beziehungen aus der Literatur. Da keine Formulierungen zur Beschreibung
des Hochtemperaturverhaltens im Zugbereich vorhanden sind, wird das Hochtempera-
turverhalten im Zugbereich unter Beriicksichtigung der temperaturabhangigen Materi-
alkennwerte ebenfalls mit der o-w-Beziehung von Hillerborg et al. (1976) beschrieben.
Kleibomer (2018) setzt auch in ihren Simulation zum Verbundverhalten von Verbund-
stlitzen im Brandfall voraus, dass die o-w-Beziehung ebenso zur Beschreibung des
Hochtemperaturverhalten von Normalbeton im Zugbereich giiltig ist.

Im Wesentlichen wird das Zugtragverhalten (o-w-Beziehung) von Normalbeton im
Entfestigungsbereich neben der Zugtragfdhigkeit von der Bruchenergie G¢ beeinflusst.
Die Bruchenergie wird gemafi Model Code (2013) in Abhéngigkeit der Betondruckfes-
tigkeit ermittelt, das mit Gleichung (5.4) erfolgt.

Gr=0,073- %18 (5.4)

Um das Hochtemperaturverhalten im Zugbereich mit der o-w-Beziehung von Hiller-
borg et al. (1976) zu beschreiben, ist eine temperaturabhéingige Definition der Bruch-
energie erforderlich. Die Bruchenergie geméfi Model Code (2013) wird iiber einen tem-
peraturabhéngigen Faktor fiir die Bruchenergie ermittelt. Dieser wurde in experimen-
tellen Untersuchungen von Zhang und Bicanic (2002) abgeleitet. Die auf Basis der
Untersuchungen von Zhang und Bicanic (2002) abgeleitete Approximation des tem-
peraturabhéngigen Faktors der Bruchenergie ist in Abbildung 5.8(b) dargestellt. Aus
den experimentellen Untersuchungen von Zhang und Bicanic (2002) wird abgeleitet,
dass die Bruchenergie bis zu eine Temperatur von 300 °C zunimmt und danach konti-

nuierlich abnimmt.

Schadigung des Materials

Die Degradation bzw. Schidigung des Materials wird im C'DP-Modell iiber den Sché-

digungsparameter d, der fiir den Druck- sowie Zugbereich definiert werden kann, be-
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Abbildung 5.8: (a) o-w-Bezichungen von Hillerborg et al. (1976) mit der Bruchenergie
geméafl Model Code (2013) und (b) temperaturabhéngige Bruchenergie
von Zhang und Bicanic (2002)

Hillerborg et al. (1976) ‘
(a)

riicksichtigt. Durch die Schiadigung des Materials, in diesem Fall des Normalbetons,
erfolgt eine Verdnderung der Gréfle der FlieBfldche in Abhéngigkeit des Schadigungs-
parameters fir den Druck- bzw. Zugbereich. Der in der Literatur etablierte Ansatz
von beispielsweise von Fink et al. (2007a) oder Claflen et al. (2014a) fiir die Formulie-
rung des Schidigungsparameters ist eine Spiegelung der konstitutiven Beziehung des
Druck- bzw. Zugbereichs, die in Abbildung 5.9 fiir das Zugtragverhalten dargestellt
ist. In den numerischen Simulationen wird die Schédigung des Materials ausschliellich

im Zugbereich iiber eine Spiegelung der konstitutiven Beziehung beschrieben.
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Abbildung 5.9: o-w-Beziehungen von Hillerborg et al. (1976) und gespiegelter Verlauf
des Schidigungsparameters dy
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Querkontraktionszahl

In Analogie zu Baustahl wird die Querkontraktionszahl von Normalbeton v., die er-
forderlich zur Beschreibung des elastischen Verhaltens ist, ausschlielich bei Raum-
temperaturbedingungen normativ gemafl DIN EN 1992-1-1 (2010) mit 0,2 definiert.
In experimentellen Untersuchungen von Ehm (1986) wurde der Temperatureinfluss
auf die Querkontraktionszahl von Normalbeton quantifiziert. Die temperaturabhéngi-
ge Querkontraktionszahl von Ehm (1986), die in Abbildung 5.10 dargestellt ist, wird

in den numerischen Simulationen beriicksichtigt.

0726 ] I I I I

0,24

0,22

o
[\

! | ! ! | ! | !
0 200 400 600 800 1000 1200

Querkontraktionszahl v, [-]

0,18

Betontemperatur 6. [°C]

Abbildung 5.10: Temperaturabhéngige Querkontraktionszahl von Normalbeton v,
nach Ehm (1986)

Thermische Dehnung

Die thermische Dehnung wird entsprechend der Definitionen fiir Normalbeton geméaf

DIN EN 1994-1-2 (2010) im numerischen Modell implementiert.

5.2.4 Numerische Modelle

Zur realitdtsnahen Approximation des Schubtragverhaltens von VDL mit den nume-
rischen Modellen sind Ansétze zur Implementierung der Geometrie, der Interaktions-
bzw. Kontaktbedingungen und dem Detaillierungsgrad zur Beschreibung der Tragme-
chanismen der Verbundmittel notwendig. In der Literatur haben sich hierzu nachste-
hende Ansétze etabliert, die die Grundlage der numerischen Modelle zur Charakteri-
sierung der Schubtragfihigkeit von VDL im Brandfall bilden.

Der Verbundquerschnitt, der sich aus einen Stahlquerschnitt, einem Betongurt und
Betonstahl zusammensetzt, wird in den numerischen Modellen mit Volumen- und

Fachwerkelementen approximiert, sodass dies einer Festkorpermodellierung entspricht.
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5.2 Grundlagen der numerischen Simulationen

Mit den Volumenelementen (8-knotige Elemente) werden der Stahl- und der Beton-
querschnitt abgebildet. Die Bewehrung wird in den numerischen Modellen mit Fach-
werkelementen - sogenannten Truss-Elementen (2-knotige Elemente) - implementiert.
Diese Approximation zum Tragverhalten der Bewehrung im Betongurt ist ausreichend
genau. Die Implementierung der Bewehrung als Fachwerkelemente im numerischen
Modell ist ein etablierter Ansatz, der beispielsweise von Claflen et al. (2014a) oder
Karge und Stroetmann (2021) zur Simulation des Schubtragverhaltens von VDL und
Pfenning (2019) zur Simulation des Tragverhaltens von KBD verwendet wird.

Bei den Interaktions- bzw. Kontaktbedingungen ist zwischen thermischen und me-
chanischen Bedingungen zu differenzieren. Fiir die thermischen Kontaktbedingungen
ist der Wérmeiibergang zwischen den Querschnittskomponenten des Verbundquer-
schnitts zu beschreiben. Die Beschreibung des Warmeiibergangs ist bei den nume-
rischen Simulationen von VDL bei Verbundtrégern von untergeordneter Bedeutung,
weshalb in den numerischen Modellen ein perfekter Warmeiibergang zwischen den ein-
zelnen Querschnittskomponenten des Verbundtrigers definiert wird. Eine Ubersicht
von verschiedenen Anséitzen zur Beriicksichtigung des Wérmeiibergangs zwischen ein-
zelnen Querschnittskomponenten ist beispielsweise in Kleibomer (2018) dargestellt.
Bei den mechanischen Kontaktbedingungen ist zum einen der Kontakt zwischen dem I-
Profil und dem Betongurt des Verbundquerschnitts zu definieren und zum anderen der
Kontakt zwischen dem Betongurt und dem Betonstahl zu beschreiben. Bei der Kon-
taktbedingung zwischen dem I-Profil und dem Betongurt wird zwischen dem Kontakt
in Normalenrichtung und in tangentialer Richtung unterschieden. Der Kontakt in Nor-
malenrichtung wird {iber einen sogenannten Hard Contact beschrieben, bei dem nur ein
Kontaktdruck zwischen dem I-Profil und dem Betongurt iibertragen wird. Zugspan-
nungen werden hingegen nicht iibertragen. Mit der Kontaktbedingung in tangentialer
Richtung wird die Reibung mit der Penalty Methode beschrieben. Die Beschreibung
der Reibung in tangentialer Richtung erfolgt mit dem Reibungskoeffizienten p, der auf
Grundlage von Simulationen zu Verbundtriger mit VDL oder KBD aus der Literatur
von beispielsweise Lorenc et al. (2007), Claflen et al. (2014a) oder Pfenning (2019) zu
0,3 gewahlt wird. Im Gegensatz dazu ist die Bewehrung in den Betongurt eingebunden
und wird {iber eine ,embedded region“ Funktion mit dem Betongurt verbunden. Durch
diese Funktion werden die translatorischen Freiheitsgrade der Bewehrung an die be-
nachbarten Betonknoten gekoppelt. Bei dieser Modellierung der Bewehrung wird der
Schlupf zwischen dem Betongurt und der Bewehrung vernachlassigt (Marececk et al.,
2006; Fink et al., 2007a; Claflen, 2016). Diese Implementierung der Kontaktbedin-
gung bei Verbundtragern mit VDL oder KBD hat sich in der Literatur etabliert und
wird ebenso beispielsweise von Claflen et al. (2014a), Pfenning (2019) oder Karge und
Stroetmann (2021) verwendet.
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5.3 Schubtragfahigkeit von Verbunddiibelleisten

5.3.1 Allgemeines

Zur Beurteilung lokaler Tragmechanismen der VDL infolge einer Schubbeanspruchung
bei erh6hten Temperaturen werden die experimentellen Untersuchungen auf Grundlage
der in Abschnitt 5.2.4 dargestellten Modellierungsansétze in ein numerisches Modell
iberfiihrt. In einem ersten Schritt wird das numerische Modell mit den etablierten
Ansétzen fiir die mechanischen Kennwerte (siehe Abschnitt 5.2.3) anhand der expe-
rimentellen Untersuchungen zur Schubtragfahigkeit von VDL bei erhhten Tempera-
turen validiert. Auf Basis der Gegeniiberstellung der gemessenen Diibelkennlinie und
der berechneten Diibelkennlinie wird die Approximationsgiite des numerischen Modells
analysiert. Dabei wird quantifiziert, ob das Tragverhalten der VDL mit dem numeri-
schen Modell mit den etablierten Ansétzen zur Modellierung und den mechanischen
Kennwerten bei Raumtemperaturbedingungen sowie im Hochtemperaturbereich cha-
rakterisiert werden kann.

Darauf aufbauend wird in einem néchsten Schritt verifiziert, ob mit dem entwickelten
Modell neben der Beschreibung des Versagensmechanismus Stahlversagen ebenso der
primére Versagensmechanismus Ausstanzen abgebildet werden kann. Die Verifizierung
der Ubertragbarkeit der Modellierungsansitze fiir die numerischen Modelle zur Simu-
lation der Schubtragfdhigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen erfolgt auf Grund-
lage von Push-out-Versuchen bei Raumtemperaturbedingungen aus der Literatur. Fiir
die Verifizierung der Modellierungsansétze des numerischen Modells werden die Push-
out-Versuche von Claflen et al. (2014a) mit einer VDL in Puzzleform und Feldmann
et al. (2014) mit einer VDL in Klothoidenform verwendet, die in Abschnitt 2.4.3
detailliert erldutert wurden, da bei diesen experimentellen Untersuchungen ein Aus-

stanzversagen des Betons aufgetreten ist.

5.3.2 Numerisches Modell der Push-out-Versuche

Das auf Grundlage der dargestellten Modellierungsansétze entwickelte numerische Mo-
dell zur Simulation des Schubtragverhaltens einer VDL in Klothoidenform bei Raum-
temperaturbedingungen sowie bei erhohten Temperaturen ist in Abbildung 5.11 dar-
gestellt. Die geometrischen Abmessungen des numerischen Modells basieren auf den
Versuchskérpern der Push-out-Versuche, die in Abschnitt 3.2.1 dargestellt sind. In
Abbildung 5.11 ist schematisch das numerische Modell des Push-out-Versuchs, die
Implementierung der Rand- und Kontaktbedingungen und die Elementierung im Be-
reich der VDL dargestellt. Bei diesem werden das I-Profil, der Betongurt sowie die

Querbewehrung mit Volumenelementen und die Brillen- sowie Léngsbewehrung mit
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Fachwerkelementen (Truss-Elementen) approximiert. Des Weiteren wird bei der Mo-
dellierung die Symmetrie des Push-out-Versuchskorpers ausgenutzt und eine Hélfte
des Push-out-Versuchskorpers im numerischen Modell mit einer Symmetriebedingun-
gen abgebildet (siehe Abbildung 5.11(b)), um die Rechenzeit des numerischen Modells

zu optimieren.

Bei den numerischen Simulationen wird in Anlehnung an die experimentellen Un-

Volumenelemente
(C3D8R)

Kontaktbedingung
Seiten- und Stirn-
fliche vom I-Profil
und Betongurt:
-Reibung 4 = 0,3
-Hard Contact

Fachwerkelemente

(T3D2)
(a)

- ke Kinematisch ge-
8 koppelte Fliche
B
3 zur Lasteinlei-
B tung (weggere-
Sé gelt) Vernetzung VDL:
> Bewehrter

I-Profil Betongurt

Bewehrter

VDL
Betongurt

Axiale Lagerung

(b)

Abbildung 5.11: Numerisches Modell des Push-out-Versuchs zur Schubtragfahigkeit
der VDL bei erhohten Temperaturen: (a) Implementierung der
Geometrie und Kontaktbedingungen am Beispiel der Referenzserie;

(b) Randbedingungen, Lastaufbringung und Vernetzung im Bereich
der VDL
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tersuchungen zum Schubtragverhalten der VDL bei erhohten Temperaturen (siehe
Abschnitt 3.2.4) bei der Ermittlung des Schubtragverhaltens die Erwdrmungsphase
bis zum Erreichen des homogenen Temperaturfelds mit einer Referenztemperatur von
200°C, 350°C oder 500°C beriicksichtigt. Die Ermittlung des Schubtragverhaltens
erfolgt in der numerischen Simulation verformungsgesteuert iiber eine definierte Ver-
formung (siehe Abbildung 5.11(b)). Die Erwdrmungsphase wird bei den Simulationen
zum Schubtragverhalten bei erh6hten Temperaturen im numerischen Modell mit ein-
bezogen, um mogliche Einfliisse infolge thermischer Dehnungen der einzelnen Quer-
schnittsteile der Versuchskorper auf das Schubtragverhalten der VDL zu erfassen. Bei
der Implementierung der Erwdrmungsphase als thermische Randbedingung wird die
Referenztemperatur der experimentellen Untersuchungen der entsprechenden Tempe-
raturebene als Zieltemperatur definiert. Folglich wird die thermische Ausdehnung der
Versuchskorper bei der numerischen Simulation entsprechend der experimentellen Un-
tersuchungen berticksichtigt. Aus diesem Grund wird der Betongurt ausschlieflich in
axialer Richtung (x-Richtung) gelagert, um wie bei den experimentellen Untersuchun-
gen eine freie thermische Ausdehnungen im Bereich der Lagerung des Betongurts zu er-
reichen. Durch diese Lagerung wird eine freie Ausdehnung des Betongurts in Querrich-
tung (y- und z-Richtung) der Push-out-Versuche ermdoglicht. Somit wird die Lagerung
mit dem numerischen Modell realitdtsnah abgebildet. Durch die Symmetriebedingung
und die Lagerung des Betongurts wird ebenso eine freie thermische Ausdehnung des
Push-out-Versuchskorpers in axiale Richtung (x-Richtung) ermoglicht.

In den Abbildungen 5.12 und 5.13 ist jeweils eine Ubersicht der mechanischen Kenn-
werte von Baustahl, Betonstahl und Normalbeton der numerischen Modelle darge-
stellt, die neben den zuvor beschriebenen Modelllierungsanséitze zur numerischen Ab-
bildung des Schubtragverhaltens erforderlich sind. Zu den Kennwerten der jeweiligen
Materialien zahlen die Materialformulierungen mit den temperaturabhiangigen Reduk-
tionsfaktoren sowie die konstitutiven Beziehungen und bei Beton die Modellparameter
des CDP-Modell, die detailliert in Abschnitt 5.2.3 erldutert wurden. Grundlage der
mechanischen Materialkennwerte der numerischen Modelle sind die experimentell er-
mittelten Festigkeitseigenschaften von Baustahl, Betonstahl und Normalbeton, die im
Rahmen der experimentellen Untersuchungen ermittelt wurden (siehe Anhang A). Die
Implementierung von Baustahl und Betonstahl erfolgt mit dem elastisch-plastischen
Materialmodell, das beispielsweise von Claflen (2016) oder Schorr et al. (2020a) ver-
wendet wird. Dabei werden die temperaturabhéngigen normativen Regelungen gemaf
DIN EN 1994-1-2 (2010) berticksichtigt. Im Gegensatz dazu sind die konstitutive Be-
ziehung, die temperaturabhingigen Materialkennwerte und die Modellparameter zur
Beschreibung des elastischen und nichtlinearen Materialverhaltens von Beton auf Ba-

sis von Sensitivitdtsanalysen abgeleitet worden. Diese wurden im Zuge der Validie-
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rung des numerischen Modells zur Schubtragfahigkeit der VDL bei erhéhten Tem-
peraturen durchgefiihrt. Die abgeleiteten mechanischen Kennwerte fiir Beton sind in
Abbildung 5.13 dargestellt.

o-e-Beziehung fiir Zug und Druck Materialkennwerte
600
Baustahl Betonstahl
— 400 £,(20°C) 456 551 —
7| £.(20°C)| 537, 648 X
& 200 s E(20°C)| 197.343 202.412 5
nac . .
— ky.0, ku,0, k¢ und Verfestigung bis 400 °C
1994-1-2 (2010) w0 et B0 BHms
0 x ‘ . gemiB DIN EN 1994-1-2 (2010)
0,00 0,05 0,10 va(6) nach Wohlfahrt und Schmidt (2001)
€a [1] a(0) | gemiB DIN EN 199/-1-2 (2010)
— 20°C — 200°C
— 350°C —— 500°C Modell: Elastisch-plastisch mit Verfestigung

Abbildung 5.12: o-e-Beziehung des Baustahls und Materialkennwerte des Baustahls
S355 und des Betonstahls B500 der numerischen Simulation der Push-
out-Versuche bei erhéhten Temperaturen

5.3.3 Validierung des numerischen Modells

Mit den erlduterten Modellierungsanséitzen zur Implementierung der Geometrie, Kon-
takt- sowie Randbedingungen und den mechanischen Materialkennwerten erfolgt die
Validierung des numerischen Modells mittels der experimentell ermittelten Diibelkenn-
linien der Push-out-Versuche. In einem ersten Schritt zur Entwicklung eines allge-
meingiltigen numerischen Modells wird dieses auf Grundlage der Push-out-Versuche
bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten Temperaturen validiert. Basierend auf
diesem Modell wird ein Vorschlag fiir einen Bemessungsansatz zur Schubtragfahigkeit
von VDL im Brandfall abgeleitet (siehe nachfolgender Abschnitt 5.4). Die numerischen
Simulationen zur Schubtragfdhigkeit der VDL haben das Ziel, den streuenden Bereich
der experimentellen Untersuchungen, der auf die Versuchs- und Materialparameter zu-
riickzufithren ist, zu approximieren. Folglich wird ein numerisches Modell entwickelt,
mit dem der Temperatureinfluss auf das Schubtragverhalten der VDL bewertet sowie
quantifiziert werden kann.

Bewertungsgrundlage der Approximationsgiite des numerischen Modells im Vergleich

zu den experimentellen Untersuchungen sind zum einen die Diibelkennlinien und zum
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o-e-Beziehung fiir Druckbereich

nach Sargin (1971)
mit D = 1,0
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i
“12 20,0
® 10,0
0,0 |
0,0 25 5,0
Ec H '10_2
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Materialkennwerte
fx(20°C) = 33 —
— ke9 gemidl DIN EN 1992-1-2 (2011)

N
m2

Ec(20°C) = 22.300 X

mm?2

— kg gemidB Bahr et al. (2013)

fe(20°C) = 3,1 5 (gemiB DIN EN
1992-1-2 (2011))

— ke gemiB DIN EN 1994-1-2 (2010)

ve(6)  nach Ehm (1986)

ec(0)  gemiaB DIN EN 1992-1-2

(2011)

G£(20°C) = 0,14 = (gemaB Model
Code (2013))

— ka,,9 geméB Zhang und Bicanic (2002)

o-w-Beziehung fiir Zugbereich

B N e S < 1,00
T S A Xy
E /| - ? 1
“12 | LT -
gg > h T e
© 1 X0 " -=="10,33
o < = "
'I‘/’I
0 ‘ ‘ 0,00
0,00 0,05 0,10 0,15 0,20
We [mm]
—— o0-w-Bez. ---  Schidigung
— 20°C —  200°C
— 350°C —  500°C

Modellparameter CDP

Formfaktor K. = 0,67

(temperaturunabhingig)

Exzentrizitat e = 0,15

(temperaturunabhéngig)

Dilatanzwinkel ¥ = 38°

(temperaturunabhéngig)

fio/fe0 (20 °C) = 1,16

— Temperatureinfluss nach Ehm (1986)

Zugschédigung 0<de <1
Spiegelung des Verlaufs der o-w-Beziehung

von Hillerborg et al. (1976)

Abbildung 5.13: g-e-Beziehung und o-w-Beziehung und Materialkennwerte des Nor-
malbetons (C30/37 der numerischen Simulation der Push-out-
Versuche bei erhéhten Temperaturen

anderen die fiir den Hochbau relevanten Aspekte, zu denen die Schubtragfdhigkeit und

die Duktilitdt bzw. das Verformungsvermogen der VDL zihlen. Die Diibelkennlinien

der Referenzserie (Serie PoV-R) der experimentellen Untersuchungen sind in Abbil-

dung 5.14 mit denen der numerischen Simulationen gegeniibergestellt. Da grundsétz-

lich in den experimentellen Untersuchungen unabhéngig von der Bewehrungskonfigu-
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ration ein Stahlversagen der VDL in Verbindung mit dem sekundéren Versagensme-

chanismus der Teilflichenpressung aufgetreten ist (siehe Kapitel 3), wird die Approxi-

mationsgiite des numerischen Modells im Hinblick auf die Diibelkennlinie zunéchst auf

Grundlage der Serie PoV-R analysiert und bewertet. Die Gegeniiberstellung der Dii-

belkennlinien der numerischen Simulationen und der experimentellen Untersuchungen
der Serien PoV-B und PoV-Q sind im Anhang E dargestellt. Aufbauend auf der Bewer-

tung der Approximationsgiite der Diibelkennlinien des numerischen Modells werden

die Schubtragfihigkeit (siche Abbildung 5.16) und das Verformungsverméogen (siehe

Abbildung 5.17) der jeweiligen Versuchsserie im Vergleich zu den Push-out-Versuchen

bewertet.

Schubtragfahigkeit P [kN]

Schubtragfihigkeit P [kN]

100 ‘ i 100 *
A |
75 s 75 .
Q
g
50 ifE 50 |
g
25 2 25
: c
| | I | | ! ! | | I | | !
00 5 10 15 20 A 00 5 10 15 20
Verformung u [mm] Verformung u [mm]
(a) (b)
100 | | | | % 100 F | | I ]
i A | |
75 | E 75 .
i 5 |
50 | fﬁ 50 */,
i 2 -
25 5 25
350°C E 500°C
O | | I | | 1 O | | I | | 1
0 5 10 15 20 A 0 5 10 15 20
Verformung u [mm] Verformung u [mm]
(c) (d)
’ Experimentelle Untersuchung ——  Numerische Simulation ‘

Abbildung 5.14: Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien der experimentellen Unter-
suchungen und numerischen Simulationen der Serie PoV-R bei (a)
Raumtemperaturbedingungen, (b) 200°C, (c¢) 350°C und (d) 500°C
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Die Auswertung der Diibelkennlinien und die Bewertung des Verformungsvermogens
der numerischen Simulationen erfolgt in Analogie zu den Push-out-Versuchen auf Basis
des Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010). Dabei wird das Abbruchkriterium geméas
der DIN EN 1994-1-1 (2010) ebenso bei den numerischen Simulationen verwendet.
Die Simulationen werden bei einer Reduktion der Schubtragfihigkeit nach Erreichen
der maximalen Schubtragfahigkeit um 20 % abgebrochen. Die Diibelkennlinien sind
bis zu diesem Verformungsvermogen geméfl dem Abbruchkriterium dargestellt. Das
Verformungsvermogen der numerischen Simulation wird bei einer um 10 % reduzierten
Schubtragfahigkeit nach Erreichen der maximalen Schubtragfdhigkeit ausgewertet. Die
Diibelkennlinien der numerischen Simulationen der jeweiligen Serien haben in Teilen
einen unstetigen Verlauf, der durch Spriinge in den Dibelkennlinien gekennzeichnet
ist. Zur mechanischen Analyse wird ein expliziter Gleichungsloser verwendet, der ein
dynamisches Gleichgewicht 16st. Aufgrund der Losung des dynamischen Gleichgewichts

entstehen die Unstetigkeiten in den Verldaufen der Diibelkennlinien.

Grundsétzlich werden von den numerischen Simulationen das Schubtragverhalten -
die Diibelkennlinie -, die Schubtragfahigkeit, das Verformungsvermégen und die An-
fangssteifigkeit der VDL unabhingig von der Bewehrungskonfiguration in guter Uber-
einstimmung zu den experimentellen Untersuchungen approximiert. Allerdings wird
vor allem bei Raumtemperaturbedingungen das Schubtragverhalten bzw. die Steifig-
keit der VDL infolge der Beanspruchung im nichtlinearen Bereich des Versuchs mit
dem numerischen Modell iiberschétzt (siche Abbildung 5.14(a) und Abbildung 5.15).
Die Differenz zwischen der numerischen und experimentellen Diibelkennlinie ist auf den
sekundéren Versagensmechanismus der Teilflichenpressung zuriickzufiihren, der in den
Detailanalysen der Push-out-Versuche festgestellt wurde. Beim sekundéren Versagens-
mechanismus der Teilflichenpressung wird bei den experimentellen Untersuchungen
infolge der hohen Kontaktpressung der Beton im Bereich der VDL pulverisiert. Der
pulverisierte Beton hat eine geringere Steifigkeit und folglich reduziert sich mit der
Pulverisierung des Betons die Steifigkeit des Verbundmittels. Aufgrund der geringe-
ren Steifigkeit des pulverisierten Betons weist die Diibelkennlinie der experimentellen
Untersuchungen im nichtlinearen Bereich eine geringere Steifigkeit im Vergleich zur
Diibelkennlinie der numerischen Simualtionen auf (siehe Abbildung 5.15). Die Pulve-
risierung des Betons und die damit verbundene Steifigkeitsreduktion kann mit den
etablierten numerischen Methoden nicht abgebildet werden, da die Verdnderung des
Betons von einem festen Material - dem Beton - hin zu einem granularem Material -
dem pulverisierter Beton - bei der Modellierung der Push-out-Versuche als Festkor-
permodell nicht beschrieben werden kann.

Bei erhohten Temperaturen ist in den Detailuntersuchungen der Push-out-Versuche

ebenso der sekundére Versagensmechanismus der Teilflichenpressung aufgetreten. Al-
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Abbildung 5.15: Bewertung der Diibelkennlinie der numerischen Simulation im Ver-
gleich zur Diibelkennlinie der experimentellen Untersuchung am Bei-
spiel der Serie PoV-R bei Raumtemperaturbedingungen

lerdings wird bei erhéhten Temperaturen die Steifigkeit und somit das Schubtragver-
halten im nichtlinearen Bereich des Versuchs der Diibelkennlinie mit den numerischen
Simulationen nicht {iberschétzt (siche Abbildung 5.14 und Anhang E). Dies ist zum
einen bei der Serie PoV-R auf die Reduktion des Phinomes der Ausbildung der Teil-
flichenpressung zuriickzufiihren. Zum anderen resultiert die bessere Abbildung des
nichtlinearen Bereichs des Versuchs mit dem numerischen Modell bei erh6hten Tem-
peraturen aus der Vergroflerung des Verformungsvermogens der temperaturabhédngigen
Betonstauchung e.1(6.) bei der zugehorigen Betondruckfestigkeit fep, (f.). Durch Ver-
groflerung der Betonstauchung erhoht sich im numerischen Modell das Verformungs-
vermogen der einzelnen Elemente des Betons. Mit dem vergréfierten Verformungsver-
mogens kann somit das Phénomen der Teilflichenpressung bei erhohten Temperaturen
besser mit dem entwickelten numerischen Modell abgebildet werden. Aus diesen Griin-
den wird das Schubtragverhalten der VDL mit dem entwickelten numerischen Modell
bei erhéhten Temperaturen in guter Ubereinstimmung zu den experimentellen Unter-
suchungen approximiert.

Fiir eine explizite Beschreibung des Phédnomens der Teilflichenpressung in den numeri-
schen Simulationen ist ein Modellierungsansatz erforderlich, mit dem der Schadigungs-
prozess beriicksichtigt werden kann. Die Berticksichtigung des Schédigungsprozesses
kann entweder in Form einer Elementloschung oder durch eine Steifigkeitsreduktion
in Abhéngigkeit der Schidigung des Betons erfolgen. Dies wird im Rahmen dieser
Forschungsarbeit jedoch nicht weiter verfolgt. Dennoch werden mit dem entwickelten
numerischen Modell die Schubtragfahigkeit, die Duktilitdt und das Verformungsver-

mogen und die Anfangssteifigkeit zdhlen, in sehr guter Ubereinstimmung zwischen
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numerischer Simulation und experimenteller Untersuchung approximiert, die im Nach-

folgenden diskutiert werden.

Zunéchst wird die Abbildung des ersten relevanten Aspekts fiir den Hochbau - die
Schubtragfihigkeit der VDL - der numerischen Simulationen im Vergleich zu den ex-
perimentellen Untersuchungen analysiert. Der Vergleich der maximalen Schubtragfa-
higkeit zwischen der numerisch und experimentell ermittelten Schubtragfihigkeit ist in
Abbildung 5.16 dargestellt. Grundlage der Bewertung der Approximationsgiite der ma-
ximalen Schubtragfihigkeit der jeweiligen Versuchsserie ist eine Abweichung von ma-
ximal 10 % bezogen auf den Mittelwert der Schubtragfdhigkeit der Push-out-Versuche.
Diese prozentuale Abweichung wird ebenso bei der Versuchsauswertung des Standard-
Abscherversuchs des Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010) verwendet. Mit zu-
nehmender Verbundmitteltemperatur verringert sich wie bei den Push-out-Versuchen
die numerisch ermittelte Schubtragfahigkeit. Die Abnahme der Schubtragfahigkeit ist
im Wesentlichen auf die Festigkeitsreduktionen von Baustahl und Normalbeton zu-
riickzufithren. Die temperaturabhéngige Reduktion der Schubtragfdhigkeit wird unab-
hiingig von der Versuchsserie vom numerischen Modell in guter Ubereinstimmung zu
den experimentellen Untersuchungen abgebildet. In den experimentellen Untersuchun-
gen wird die Schubtragfihigkeit bei dieser Verbundmitteltemperatur um ca. 30-35%
verringert. Die Schubtragfihigkeit wird mit dem numerischen Modell bei einer Ver-
bundmitteltemperatur von 500°C bei den Serien PoV-R und PoV-B um ca. 35%
und bei der Serie PoV-Q um ca. 25 % reduziert. Dies entspricht derselben Grofienord-
nung der Reduktion der Schubtragfahigkeit im Vergleich zu den Push-out-Versuchen.
Die Schubtragfihigkeit der Serien PoV-R und PoV-Q wird vom numerischen Modell
in guter Ubereinstimmung zur experimentell ermittelten Schubtragfihigkeit der VDL
abgebildet, wobei mit dem numerischen Modell dieser Serien eine héhere Schubtragfa-
higkeit ermittelt wird. Mit dem numerischen Modell wird die Schubtragfahigkeit um
maximal 6 % iiberschatzt. Im Gegensatz dazu wird bei der Serie PoV-B unabhéin-
gig von der Verbundmitteltemperatur mit dem entwickelten numerischen Modell die
Schubtragfahigkeit um bis zu 10 % bezogen auf den Mittelwert der Schubtragfahigkeit
der experimentellen Untersuchungen unterschétzt. Die Differenz zwischen den Push-
out-Versuchen und der numerischen Simulation dieser Serie ist auf die Abbildung der
Tragmechanismen im Beton infolge der fehlenden Brillenbewehrung zuriickzufithren.
Mit dem numerischen Modell wird die Tragwirkung des Betons ohne Brillenbeweh-
rung im Vergleich zu den experimentellen Untersuchungen unterschétzt, weshalb nu-
merisch eine geringere Schubtragfdhigkeit ermittelt wird. Schlussendlich kann aus der
geringen Abweichung zwischen der numerischen Simulationen und der experimentel-
len Untersuchungen Folgendes abgeleitet werden. Mit dem numerischen Modell werden

in Ubereinstimmung zu den Push-out-Versuch zum einen das Schubtragverhalten bei
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Raumtemperaturbedingungen sowie bei erhéhten Temperaturen und zum anderen der

Temperatureinfluss auf die Schubtragfahigkeit abgebildet.
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Abbildung 5.16: Gegeniiberstellung der numerischen und experimentellen Schubtrag-
fédhigkeit der VDL der Push-out-Versuche unter Beriicksichtigung ei-
ner Abweichung von 10 % bezogen auf den Mittelwert (MW) der ex-
perimentellen Untersuchungen

Der zweite wesentliche Aspekt fiir den Hochbau ist die Abbildung des Verformungs-
vermogens der VDL, um die Approximationsgiite des numerischen Modells zu bewer-
ten. Grundlage der Bewertung der Abbildung des Verformungsvermogens mit dem
numerischen Modell im Vergleich zu den experimentellen Untersuchungen ist das Ver-
formungskriterium des Anhangs B geméa8 DIN EN 1994-1-1 (2010). Das Verformungs-
vermogens der numerischen Simulationen im Vergleich zu den experimentellen Unter-
suchungen ist in Abbildung 5.17 dargestellt. Grundsétzlich wird wie in den experi-
mentellen Untersuchungen in den numerischen Simulation das Verformungskriterium
von 6 mm gemdfl DIN EN 1994-1-1 (2010) erreicht, um als duktiles Verbundmittel
eingestuft zu werden. Aus der Gegeniiberstellung des experimentell und numerisch er-
mittelten Verformungsvermogens konnen zwei wesentliche Aspekte abgeleitet werden.
Der erste Aspekt betrifft den Unterschied zwischen den experimentellen Untersuchun-
gen und den numerischen Simulationen hinsichtlich des Verformungsvermdgens bei
Raumtemperaturbedingungen. Der zweite Aspekt ist eine Erkenntnis aus den nume-
rischen Simulationen, die das variierende Verformungsvermogen der Serie PoV-R im
Vergleich zu den Serien PoV-B und PoV-Q zum Gegenstand hat.

Der Unterschied beim Verformungsvermoégen bei Raumtemperaturbedingungen ist auf

den sekundédren Versagensmechanismus der Teilflachenpressung zuriickzufithren. Da
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die Pulverisierung des Betons bei Raumtemperaturbedingungen mit dem entwickelten
numerischen Modell nicht beschrieben werden kann, wird die Steifigkeit und das Ver-
formungsvermoégen im Vergleich zu den Push-out-Versuchen im nichtlinearen Bereich
der Diibelkennlinie des Versuchs iiberschétzt (siehe Abbildung 5.15). Folglich wird die
maximale Schubtragfidhigkeit bei einer geringeren Verformung erreicht. Einhergehend
mit einer maximalen Schubtragfdhigkeit bei einer geringeren Verformung ist eine Re-
duktion der Schubtragfihigkeit bei einer geringeren Verformung im Vergleich zu den
Push-out-Versuchen. Aufgrund der fehlenden Abbildung des sekundéren Versagens-
mechanismus mit dem numerischen Modell wird das Verformungskriterium geméaf des
Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010) bei einer geringeren Verformung erreicht und
das Verformungsvermdégen mit den numerischen Simulationen unterschétzt.

Die Erkenntnis hangt mit dem Verformungsvermégen der jeweiligen Serien der Push-
out-Versuche in Abhéngigkeit der Verbundmitteltemperatur zusammen (siche Abbil-
dung 5.17). Das Verformungsvermogen der Serie PoV-R ist mit zunehmender Ver-
bundmitteltemperatur bei den experimentellen Untersuchungen und numerischen Si-
mulationen im Gegensatz zu den Serien PoV-B und PoV-Q nahezu konstant. Bei den
Serien PoV-B und PoV-Q hingegen nimmt das Verformungsvermégen mit zunehmen-
der Verbundmitteltemperatur zu. Grundséitzlich wird dieses unterschiedliche Verfor-
mungsverhalten der Versuchsserien in Abhéngigkeit der Verbundmitteltemperatur mit
dem numerischen Modell abgebildet (siehe Abbildung 5.17). Die Differenz im Verfor-
mungsverhalten der jeweiligen Versuchsserien ist auf die Bewehrungskonfiguration der
VDL (Brillen- und Querbewehrung) in Verbindung mit dem sekundéren Versagensme-
chanismus zuriickzufithren. Das nahezu konstante Verformungsvermogen bei erhéhten
Temperaturen der Serie PoV-B ist in dem Versagensmechanismus Stahlversagen be-
griindet, bei dem das Verformungsvermogen des Stahlzahns der VDL mafigebend ist.
Das Verformungsvermogen des Stahlzahns respektive des Baustahls ist gemafi DIN
EN 1994-1-2 (2010) unabhéngig von der Bauteiltemperatur. Deshalb ist das Verfor-
mungsvermogen der Serie PoV-R nahezu konstant bei erhohten Temperaturen. Das
Verformungsvermdogen wird lediglich von der Ausbildung des sekundéren Versagensme-
chanismus beeinflusst, der sich mit zunehmender Verbundmitteltemperatur reduziert
(sieche Abschnitt 3.4). Die fehlende Brillenbewehrung beeinflusst die Umschniirungs-
wirkung der VDL (Claflen et al., 2014a) und wirkt sich somit bei der Serie PoV-B
auf das Verformungsvermogen aus. Dabei zeigt sich die Auswirkung der fehlenden
Brillenbewehrung ausschliefilich bei erhéhten Temperaturen auf das Verformungsver-
mogen, da erst bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C das Verformungsver-
mégen signifikant zunimmt. Ahnlich zur Schubtragfihigkeit der Serie PoV-B ist das
Verformungsverhalten bis zu einer Verbundmitteltemperatur von 350 °C geringer, da

die Tragwirkung des Betons ohne die Brillenbewehrung mit dem numerischen Mo-
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dell unterschétzt wird. Die Zunahme des Verformungsvermogens der Serie PoV-Q ist
ebenso auf die Bewehrung der VDL zuriickzufiihren. Allerdings ist die Zunahme des
Verformungsvermdogens der Serie PoV-Q in der Querbewehrung des Verbundmittels
in Verbindung mit der Ausbildung des Bereichs des komprimierten Betons und dem
Bereich der Teilflichenpressung begriindet (siehe Abschnitt 3.4). Durch den fehlen-
den zweiten Bewehrungsstab in der Diibelzahnausnehmung vergrofern sich mit zu-
nehmender Verbundmitteltemperatur der Bereich des komprimierten Betons und der
Teilflichenpressung. Diese Vergroflerung dieser Bereiche bei erhéhten Temperaturen
resultiert in einer Zunahme des Verformungsvermogen, das auf den gréferen Abstand
zwischen dem Stahlzahn der VDL und dem Bewehrungsstab im Vergleich zur Serie
PoV-R zuriickzufiihren ist. Dieser Einfluss auf das Verformungsverhalten wird vom nu-
merischen Modell im Gegensatz zu Raumtemperaturbedingungen abgebildet, da sich
die implementierte Betonstauchung geméafi DIN EN 1994-1-2 (2010) mit zunehmender

Verbundmitteltemperatur vergréfert.
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Abbildung 5.17: Gegeniiberstellung des Verformungsvermoégens der VDL der nume-
rischen Simulation und experimentellen Untersuchung auf Basis des
Verformungskriteriums des Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010)

Neben einer ausreichenden quantitativen Ubereinstimmung der Diibelkennlinien, der
Schubtragfahigkeit und dem Verformungsvermoégen zwischen numerischer Simulation
und experimenteller Untersuchung ist eine Bewertung hinsichtlich der Abbildung des
Versagensmechanismus und des -zustandes des numerischen Modells erforderlich. Dazu
zéhlen zum einen die Abbildung des Beanspruchungscharakteristikums des Stahlver-
sagens in Verbindung mit der plastischen Verformung der VDL und zum anderen das

Bruchbild des Betons infolge der plastischen Verformung des Stahlzahns.
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Das Beanspruchungscharakteristikum bei einem Stahlversagen ist die Ausbildung des
kritischen Schnitts oberhalb des Diibelfufles der VDL, der durch einen wvon Mises-
Fliefizustand im numerischen Modell gekennzeichnet ist. In Abbildung 5.18 ist die
Spannungsverteilung infolge einer Schubbeanspruchung bei einer Verbundmitteltem-
peratur von 500 °C dargestellt. Infolge der Schubbeanspruchung erreichen die Span-
nungen die temperaturabhingigen Materialfestigkeiten und die zunehmende Verschie-
bung resultiert in einer plastischen Verformung des Stahlzahns der VDL. Dabei bildet
sich vom Initiierungspunkt (siche (Abbildung 5.18(a)) aus im kritischen Schnitt der
VDL (oberhalb der Diibelfules) ein von Mises-FlieBzustand aus (Abbildung 5.18(Db)).
Zur Bewertung der Abbildung der plastischen Verformung der VDL bei einer Ver-
bundmitteltemperatur von 500 °C werden die numerische Simulation und die experi-
mentelle Untersuchung miteinander verglichen (sieche Abbildung 5.19(d)). Die plasti-
sche Verformung wird allerdings mit dem numerischen Modell nur in Teilen in guter
Ubereinstimmung abgebildet, da die VDL infolge der Schubbeanspruchung vollstin-
dig im kritischen Schnitt abschert (siehe Abbildung 5.19(d)). Da das Abscheren der
VDL nicht im numerischen Modell beriicksichtigt wird, unterscheiden sich die plas-
tischen Verformungen der numerischen Simulation im Vergleich zur experimentellen
Untersuchung. Im Gegensatz zu einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C werden bei
Raumtemperaturbedingungen sowie bei den weiteren Verbundmitteltemperaturen die
plastischen Verformungen in guter Ubereinstimmung zu den experimentellen Unter-
suchungen abgebildet (siche Abbildung 5.19). Somit wird der in den experimentellen
Untersuchungen abgeleitete primére Versagensmechanismus des Stahlversagens mit
den numerischen Simulationen bei Raumtemperaturbedingungen sowie bei erhéhten

Temperaturen erfasst. Das aus Schub und Biegung resultierende Beanspruchungscha-

Ovon Mises Ovon Mises

in | mmz in | mmz
425 425
375 375
300 300
225 225
150 150
75 75

Maximalen Spannungen im
Bereich des kritischen Schnitts
(Initiierung)

Bereich des kritischen Schnitts
mit maximalen Spannungen

(a) (b)

Abbildung 5.18: Spannungsverteilung im kritischen Schnitt der VDL bei einer Bau-
teiltemperatur von 500°C in (a) der Initiierungsphase und (b) im
Versagenszustand
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rakteristikum des Stahlversagens in Verbindung mit der plastischen Verformung der

VDL wird unabhéngig von der Verbundmitteltemperatur realitdtsnah abgebildet.
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(c) (d)
- - Urspriingliche Position der VDL

Abbildung 5.19: Plastische Verformungen der VDL der numerischen Simulation und
der experimentellen Untersuchung der Serie PoV-R bei (a) Raumtem-
peraturbedingungen, (b) 200°C, (c¢) 350°C und (d) 500°C

Die plastische Verformung und die daraus resultierende Verdrehung der VDL hat
eine Abtriebskraft zur Folge, die schlussendlich zur Bildung des Ausbruchkegels im
Betongurt fithrt. Dieser Tragmechanismus ist grundlegend in Abschnitt 2.4.3 und Ab-
schnitt 3.3 erldutert. Die Bildung eines Ausbruchkegels respektive die Rissbildung des
Betons kann im numerischen Modell {iber eine verschmierte Darstellung erfolgen. Bei
dieser Darstellung des Ausbruchkegels erfolgt die Abbildung mittels der implemen-
tierten Zugschidigung des Betons. Die Zugschiddigung des Betons reprasentiert im
numerischen Modell die Rissbildung und den daraus resultierenden Ausbruchkegel. So-
mit kann auf Grundlage der Zugschiadigung des Betons der numerischen Simulationen
die Abbildung des Ausbruchkegels im Vergleich zu den experimentellen Untersuchun-
gen beurteilt werden. Das Bruchbild des Betons ist als Ansicht des Betongurts der
Push-out-Versuche in Abbildung 5.20 dargestellt. In Abbildung 5.20 wird das Bruch-
bild der numerischen Simulationen in Abhéngigkeit der Zugschidigung (linker Teil der
einzelnen Abbildungen) mit dem Ausbruchkegel der experimentellen Untersuchungen

(rechter Teil der einzelnen Abbildungen) gegeniibergestellt. Bei den numerischen Simu-
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lationen entspricht der Bereich der ungeschédigten Elemente hin bis zu den vollstdndig
geschidigten Elementen des Betons dem Bereich des Ausbruchkegels. Der Ausbruch-
kegel infolge der Verdrehung der VDL der Push-out-Versuche wird unabhéngig von
der Verbundmitteltemperatur in guter Ubereinstimmung zu den experimentellen Un-

tersuchungen abgebildet.

Zugschadigung
b
v g [
"~ Versuch! 5 (Geschadig-

tes Element)

L5

(Ungeschadig-
tes Element)

(d)

Abbildung 5.20: Gegeniiberstellung der Ansicht des Ausbruchkegels des Betons der nu-
merischen Simulation (links) und der experimentellen Untersuchung
(rechts) bei (a) Raumtemperaturbedingungen, (b) 200°C, (c) 350°C
und (d) 500°C

Mit dem auf Basis der etablierten Modellierungsansétzen entwickelten numerischen
Modell kann das Schubtragverhalten der VDL sowohl bei Raumtemperaturbedingung-
en als auch bei erhohten Temperaturen in guter Ubereinstimmung zu den experimen-
tellen Untersuchungen approximiert werden. Des Weiteren werden mit dem entwickel-
ten numerischen Modell die Beanspruchungscharakteristika des Versagensmechanis-
mus zutreffend wiedergegeben. Aus diesem Grund kann eine der wesentlichen Fra-
gestellung dieser Forschungsarbeit die Charakterisierung des Schubtragverhaltens der
VDL bei erhohten Temperaturen mit dem numerischen Modell weiterfithrend bewertet

und analysiert werden.
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5.3.4 Bewertung des numerischen Modells

Im zweiten Schritt zur Ableitung eines allgemeingiiltigen numerischen Modells zur
Beschreibung des Schubtragverhaltens der VDL mit unterschiedlichen Versagensme-
chanismen wird mit dem auf Basis der experimentellen Untersuchungen abgeleiteten
Modellierungsansatz analysiert, ob mit diesem Push-out-Versuche zum Schubtragver-
halten aus der Literatur ebenfalls beschrieben werden kénnen. Mit dem entwickelten
numerischen Modell, das in Abschnitt 5.3.2 dargestellt ist, wird der primére Versa-
gensmechanismus Stahlversagen mit den Beanspruchungscharakteristiken sowie der
Temperatureinfluss auf die Schubtragfihigkeit zutreffend abgebildet. Allerdings kann
neben dem Stahlversagen ein Betonversagen der VDL in Form der priméren Versa-
gensmechanismen Ausstanzen des Betons oder Abscheren des Betons auftreten. Um ein
allgemeingiiltiges numerisches Modell abzuleiten, ist zu verifizieren, ob mit dem entwi-
ckelten numerischen Modell neben dem Versagensmechanismus Stahlversagen ebenso
ein Ausstanzen des Betons abgebildet werden kann. Aufgrund der in der Regel querbe-
wehrten VDL ist der Versagensmechanismus des Abscherens des Betons nicht mafige-
bend. Aus diesem Grund wird der Versagensmechanismus des Abscherens des Betons
nicht weiter betrachtet. Die Beurteilung der Abbildung des priméren Versagensmecha-
nismus des Ausstanzens des Betons mit dem entwickelten Modellierungsansatz erfolgt
mittels Push-out-Versuchen aus der Literatur. Grundlage der Beurteilung der Appro-
ximationsgiite des entwickelten numerischen Modell sind die Push-out-Versuche mit
einem Ausstanzversagen von Claflen et al. (2014a) mit einer VDL in Puzzleform und
Feldmann et al. (2014) mit einer VDL in Klothoidenform, die in Abschnitt 2.4.3 be-
schrieben sind.

Basis der numerischen Simulationen zum Schubtragverhalten mit einem Ausstan-
zen des Betons von Claflen et al. (2014a) und Feldmann et al. (2014) sind die in
Abschnitt 5.3.2 erlauterten Modellierungsansétze zur Implementierung der Geome-
trie, Kontakt- und Randbedingungen. Auf deren Grundlage werden die in Abbil-
dung 5.21 dargestellten numerischen Modelle entwickelt. In Analogie zum Model-
lierungsansatz fiir die numerischen Simulationen der Push-out-Versuche dieser For-
schungsarbeit werden die mechanischen Kennwerte (o-¢-Beziehung und Materialkenn-
werte) mit den von Claflen et al. (2014a) und Feldmann et al. (2014) experimentell
ermittelten Materialkennwerten der jeweiligen Push-out-Versuche implementiert. Des
Weiteren werden fiir die Modellparameter des CDP-Modells zur Beschreibung des
nichtlinearen Verhaltens von Beton dieselben Modellparameter wie bei dem numeri-
schen Modell zur Validierung der Push-out-Versuche dieser Forschungsarbeit verwen-
det. Die mechanischen Kennwerte sowie die Modellparameter des CDP-Modells der
numerischen Modelle der Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a) und Feldmann
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et al. (2014) sind in Anhang F dargestellt.

In Abbildung 5.21 werden die Diibelkennlinien der numerischen Simulationen zum
Schubtragverhalten mit den Diibelkennlinien der experimentellen Untersuchungen von
ClafSen et al. (2014a) und Feldmann et al. (2014) verglichen. Grundlage der Auswer-
tung der Diibelkennlinien der numerischen Simulation ist wieder das Abbruchkrite-
rium geméf des Anhangs B der DIN EN 1994-1-1 (2010). Die Diuibelkennlinien der
numerischen Simulation der Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a) und Feld-
mann et al. (2014) weisen in Analogie zu den numerischen Simulationen der Push-
out-Versuche dieser Forschungsarbeiten Unstetigkeiten im Verlauf auf. Diese Unste-
tigkeiten sind wiederum auf den expliziten Gleichungsloser zurtickzufithren, bei ein
dynamisches Gleichgewicht gelost wird.

Aus der Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien (siehe Abbildung 5.21) kann abge-
leitet werden, dass das Schubtragverhalten mit einem Ausstanzversagen in einer sehr
guten Ubereinstimmung mit dem numerischen Modell abgebildet wird. Dabei wird
der fiir ein Ausstanzversagen charakteristische Abfall nach Erreichen der maximalen
Schubtragfihigkeit vom numerischen Modell erfasst. Des Weiteren werden mit dem
numerischen Modell der Push-out-Versuche von Clafen et al. (2014a) und Feldmann
et al. (2014) die fir den Hochbau relevanten Aspekte die Schubtragfihigkeit und das
Verformungsvermdogen zutreffend abgebildet. In Tabelle 5.1 werden die Schubtragfédhig-
keit und das Verformungsvermogen der numerischen Simulation mit den experimen-
tellen Untersuchungen gegeniibergestellt. Entsprechend der numerischen Simulation
zu den Push-out-Versuchen dieser Forschungsarbeit weicht die Schubtragfihigkeit und

das Verformungsvermdgen der numerischen Simulation geringfiigie von den experi-
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Abbildung 5.21: Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien der experimentellen Untersu-
chungen mit einem Ausstanzversagen von (a) Claflen et al. (2014a)
und (b) Feldmann et al. (2014) mit den numerischen Simulationen
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mentellen Untersuchungen ab. Auflerdem kann aus der Gegeniiberstellung der Diibel-
kennlinien in Abbildung 5.21 abgeleitet werden, dass die Anfangssteifigkeit mit dem

numerischen Modell zutreffend approximiert wird.

Tabelle 5.1: Gegeniiberstellung der Schubtragfahigkeit und des Verformungsvermogens
der numerischen Simulation und der Push-out-Versuche von Claffen et al.
(2014a) und Feldmann et al. (2014)

Pmax 11(07 9. Pmax)
N isch

S.umelrl:,.c 231N | 23mm

Claflen et al. (2014a) - 1m1.1 a 1(:111
rpermmentee 236 kN 2,6 mm

Untersuchung
1;'11melr1:.che 982 kN —

Feldmann et al. (2014) s Hnl.l a 1(21111
Spemmene @ 273kN 8,4 mm

Untersuchung

Neben der quantitativen Approximation des Schubtragverhaltens ist die Abbildung des
Beanspruchungscharakteristikums des Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons
mit dem numerischen Modell von Relevanz. Das Charakteristikum des Versagensme-
chanismus Ausstanzen des Betons ist die Rissbildung mit der anschlieSenden Bildung
eines Ausbruchkegels ausgehend von der VDL. In Abbildung 5.22 werden der Aus-
bruchkegel der numerischen Simulationen und der Ausbruchkegel der experimentellen
Untersuchungen von Clafen et al. (2014a) und Feldmann et al. (2014) vergleichend
dargestellt. Dabei repréasentiert die Zugschiadigung wiederum in der numerischen Si-
mulation den Ausbruchkegel und die Rissbildung im Betongurt. Die Rissbildung und
der Ausbruchkegel der Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a) und Feldmann
et al. (2014) werden vom numerischen Modell zutreffend abgebildet.

5.3.5 Erkenntnisse

Im vorherigen Unterkapitel wurde das entwickelte numerische Modell zur Beschreibung
des Schubtragverhaltens einer VDL dargestellt. Auf Grundlage der experimentellen
Untersuchungen dieser Forschungsarbeit zur Schubtragfihigkeit mit einem Stahlver-
sagen wurde das numerische Modell bei Raumtemperaturbedingungen und erhéhten
Temperaturen validiert. Zur Ableitung eines allgemeingiiltigen numerischen Modells
zur Beschreibung des Schubtragverhaltens bei Raumtemperaturbedingungen und er-

hohten Temperaturen wird die Approximationsgiite des entwickelten Modellierungs-
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ansatzes des numerischen Modells auf Basis von Push-out-Versuchen aus der Literatur
verifiziert.

Mit dem Modellierungsansatz und den mechanischen Kennwerten des numerischen
Modells wird das Schubtragverhalten mit einem Stahlversagen bei Raumtemperatur-
bedingungen und erhéhten Temperaturen in guter Ubereinstimmung zu den experi-
mentellen Untersuchungen dieser Forschungsarbeit abgebildet. Des Weiteren eignet
sich der abgeleitete Modellierungsansatz zur Beschreibung der Schubtragfihigkeit mit
dem Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons. Diese Schlussfolgerung wurde auf
Grundlage vergleichender numerischer Simulationen mit den experimentellen Untersu-
chungen aus Literatur von Claflen et al. (2014a)und Feldmann et al. (2014) abgeleitet.
Aufgrund dieser Verifizierung des abgeleiteten Modellierungsansatzes kann geschluss-
folgert werden, dass das auf Basis der etablierten Methoden entwickelte numerische
Modell allgemeingiiltig zur Beschreibung des Schubtragverhaltens einer VDL mit ei-
nem Stahlversagen oder Ausstanzen des Betons bei Raumtemperaturbedingungen und
im Brandfall geeignet ist. Somit kann der Einfluss eines Temperaturgradienten auf die
Schubtragfahigkeit mit dem entwickelten numerischen Modell untersucht und quanti-

fiziert werden.
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Abbildung 5.22: Gegeniiberstellung der Ansicht des Ausbruchkegels des Betons der nu-

merischen Simulation (links) und der experimentellen Untersuchung
(rechts) von (a) Claflen et al. (2014a) und (b) Feldmann et al. (2014)
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5.4 Bemessungsansatz zur Schubtragfahigkeit im
Brandfall

5.4.1 Allgemeines

Um die praktische Anwendbarkeit von effizienten und nachhaltigen Deckensystemen
wie dem InaDeck zu ermoglichen, sind vereinfachte Bemessungsansétze der globalen
und lokalen Tragmechanismen bei Raumtemperaturbedingungen sowie im Brandfall
erforderlich. In Bezug auf das InaDeck ist das Systemtragverhalten (globale Trag-
verhalten) bei Raumtemperaturbedingungen sowie im Brandfall und das Schubtrag-
verhalten (lokale Tragmechanismen) bei Raumtemperaturbedingungen bereits in den
Forschungsprojekten von Hegger et al. (2013a), Feldmann et al. (2019) und Mensin-
ger et al. (2021) analysiert worden. Durch die aBG (DIBt, 2018) wird eine verein-
fachte Bemessung der Schubtragfahigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen
ermoglicht. Allerdings fehlen fiir eine vereinfachte Bemessung der Schubtragfihigkeit
der VDL im Brandfall technische sowie normative Regelungen. Aus der Bewertung
einer Ubertragbarkeit des vereinfachten Bemessungsansatzes zur Schubtragfihigkeit
von KBD im Brandfall gem&fl DIN EN 1994-1-2 (2010) auf die Schubtragféhigkeit der
VDL im Brandfall des Abschnittes 3.5.4 wurde abgeleitet, dass dieser Bemessungsan-
satz ebenso fiir VDL mit einem Stahlversagen geeignet ist. Bei diesem vereinfachten
Bemessungsansatz wird die Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Stahlversagen im
Brandfall auf Basis der Schubtragfahigkeit bei Raumtemperaturbedingungen in Ab-
héngigkeit der Temperatur der VDL und dem daraus resultierenden Reduktionsfaktor
fiir Baustahl ermittelt.

Aufgrund der Anwendbarkeit der vereinfachten Bemessungsgleichungen von KBD im
Brandfall geméfl DIN EN 1994-1-2 (2010) wird dieser ebenso auf die Bemessung der
Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzen des Betons im Brandfall iiber-
tragen. Daraus leitet sich die nachfolgende Gleichung zur vereinfachten Ermittlung
der Schubtragfdhigkeit im Brandfall ab, bei dem die Schubtragfdhigkeit mit einem
Ausstanzversagen mit dem temperaturabhéingigen Reduktionsfaktor der Betondruck-

festigkeit abgemindert wird.
Poosik = Ppox(fex(20°C)) - ke o (5.5)

Allerdings entsteht infolge der Brandbeanspruchung im Betongurt ein Temperaturgra-
dient (siehe Abbildung 5.23(b)), der die Schubtragfihigkeit der VDL beim Versagens-
mechanismus Ausstanzen des Betons signifikant beeinflusst (siehe Abschnitt 4.3.3). Zur

Bewertung und Ableitung eines Vorschlags zur vereinfachten Bemessung der Schub-
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tragfihigkeit der VDL mit einem Ausstanzen des Betons im Brandfall wird mit dem
abgeleiteten allgemeingiiltigen numerischen Modell (siehe Abschnitt 5.3.2) der Einfluss
eines Temperaturgradienten auf das Schubtragverhalten analysiert. Dabei beziehen
sich die Bewertung und die Entwicklung eines vereinfachten Bemessungsvorschlags die-
ser Forschungsarbeit auf die Randbedingungen des InaDeck und dessen brandschutz-
technische Anforderung, die in Abschnitt 2.2.5 erlautert sind. Die vereinfachte Bemes-
sung der Schubtragfihigkeit der VDL des InaDeck wird fir ein Brandszenario geméf
ETK bis zu einer Feuerwiderstandsdauer von 90 Minuten unterhalb des Deckensystems
entwickelt (siche Abbildung 5.23(a)). Bei dem Szenario entsteht infolge der Schubbe-
anspruchung der VDL ein Ausbruchkegel in Abhéngigkeit der oberen Betondeckung
€p,o- Um die Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen im Brandfall
auf Grundlage der Bemessung bei Raumtemperaturbedingungen P, k zu ermitteln, ist
in Analogie zur vereinfachten Bemessung der Tragfihigkeit der KBD im Brandfall die
Betontemperatur an einem Referenzpunkt erforderlich. Basierend auf dem Referenz-
punkt wird der Reduktionsfaktor k. g der Betondruckfestigkeit zur Abminderung der
Schubtragfihigkeit abgeleitet. Dabei wird im Wesentlichen die Schubtragfihigkeit bei
Raumtemperaturbedingungen nach aBG (DIBt, 2018) von der Druckfestigkeit des Be-
tons und der Hohe des Ausbruchkegels beeinflusst. Der Ausbruchkegel hingt wiederum
vom Langsabstand der Verbundmittel ey und der Betondeckung cp ; der VDL ab. Die
Hohe des Ausbruchkegels basiert auf den wesentlichen geometrischen Randbedingun-
gen der VDL. Die Ermittlung der Hohe des Ausbruchkegels wird ebenso im Brandfall

angenommen. Demgegeniiber beeinflusst die Diibelform der VDL den Versagensmecha-
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Abbildung 5.23: Schematische Darstellungen (a) der Brandbeanspruchung des Ina-
Deck zur Bewertung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfa-
higkeit der VDL und (b) der Gegeniiberstellung des Temperaturgra-
dienten nach 90-miniitiger Brandbeanspruchung gemafi ETK mit dem
Ausbruchkegel
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nismus des Ausstanzens bzw. die Schubtragfihigkeit der VDL nicht. Deshalb wird fiir
die Feuerwiderstandsdauern von 15, 30, 60 und 90 Minuten eine Beziehung zwischen
der Betontemperatur 6, bzw. dem Reduktionsfaktor fiir die Betondruckfestigkeit, der
Betoniiberdeckung der VDL cp , und dem Léangsabstand ey der VDL entwickelt (siehe
Abbildung 5.23(b)), um mit diesem die Schubtragfihigkeit der VDL bei Raumtempe-
raturbedingungen abzumindern. Ferner soll die praktische Anwendbarkeit des InaDeck
verbessert werden sowie eine Grundlage fiir eine vereinfachte Bemessung von oberfl-

anschlosen I-Profilen mit VDL bei Verbundtrigern geschaffen werden.

5.4.2 Numerisches Modell und Parameterbereich

Die Entwicklung einer Beziehung zwischen der Betontemperatur bzw. Reduktionsfak-
tor fiir die Betondruckfestigkeit, der Betoniiberdeckung und dem Léngsabstand der
VDL erfolgt mittels dreidimensionaler numerischer Simulationen zur Schubtragfihig-
keit mit einem Ausstanzversagen im Brandfall. Das dreidimensionale numerische Mo-
dell gliedert sich in eine Erwarmungsphase (thermische Simulation) und die Ermitt-
lung der Schubtragfihigkeit der VDL unter Beriicksichtigung der thermischen Deh-
nungen infolge der Brandbeanspruchung (mechanische Simulation). In der Phase der
Erwarmung des numerischen Modells wird der Betongurt auf der Unterseite durch die
ETK beansprucht (siche Abbildung 5.24(b)). Im Anschluss wird die Schubtragfahig-
keit der VDL nach einer 15-, 30-, 60- und 90 - miniitigen Brandbeanspruchung durch
die ETK numerisch ermittelt. Die Grundlage dieser numerischen Simulationen ist das
in Abschnitt 5.3 entwickelte allgemeingiiltige numerische Modell zur Approximation
von Push-out-Versuchen unter Beriicksichtigung der thermischen Materialkennwerte
(sieche Abschnitt 5.2.2). Das numerische Modell ist schematisch in Abbildung 5.24(a)
dargestellt. Da der Versagensmechanismus des Ausstanzens des Betons unabhéngig
von der Form der VDL mit dem numerischen Modell abgebildet wird, wird vereinfa-
chend als Form der VDL die Puzzleform verwendet. Eine Ubersicht der mechanischen
Kennwerte und Modellparameter ist in Anhang F dargestellt.

Die geometrischen Abmessungen und Materialfestigkeiten von Baustahl, Betonstahl
und Normalbeton des numerischen Modells des Push-out-Versuchs werden entspre-
chend gewahlt, um in den numerischen Simulationen ausschliefllich den Versagensme-
chanismus des Ausstanzens des Betons zu untersuchen. Aus der Analyse der Push-out-
Versuche zur Schubtragfdhigkeit der VDL aus der Literatur in Abschnitt 2.4.3 wurde
abgeleitet, dass mit einer Stegdicke von 20 mm gezielt der Versagensmechanismus des
Ausstanzens des Betons erzeugt wird. Die Stegdicke von 20 mm weicht dabei von einer
iiblichen baupraktischen Anwendung ab. Um jedoch gezielt den Temperatureinfluss

auf den Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons mit einem umfangreichen Pa-
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Abbildung 5.24: Numerisches Modell des Push-out-Versuchs zur Ermittlung der
Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen im Brand-
fall: (a) Isometrie der Implementierung; (b) Seitenansicht mit charak-
teristischen Abmessungen

rameterbereich der Betondeckung der VDL bewerten zu kénnen, wird die Stegdicke
der VDL mit 20 mm implementiert. Des Weiteren wird im numerischen Modell die
Festigkeitsklasse S355 fiir Baustahl und die Festigkeitsklasse C30/37 fiir Normalbe-
ton verwendet, da diese unter anderem auch bei Push-out-Versuchen von Feldmann
et al. (2014) bei einem Ausstanzen verwendet wurden (siehe Kapitel 2 Seite 55). Die-
se Materialfestigkeiten représentieren eine géngige baupraktische Anwendung (siehe
beispielsweise Springer et al. (2018)). Die Quer-, Brillen- und Langsbewehrung wird
im numerischen Modell entsprechend der Abbildung 5.24 angeordnet. Diese Beweh-
rungsanordnung entspricht der Anordnung der Bewehrung der VDL des InaDeck, fiir
welches zunéchst ein Ansatz zur Beschreibung der Schubtragfihigkeit der VDL im
Brandfall entwickelt wird.

Zur Ableitung eines Vorschlags zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfdhigkeit
von VDL mit einem Ausstanzversagen im Brandfall wird der Léngsabstand variiert und
flir verschiedene Betondeckungen die Schubtragfahigkeit numerisch ermittelt. Die ein-
zelnen Parameter zur Ableitung eines Vorschlags zur vereinfachten Bemessung sind in
Tabelle 5.2 angegeben. Mit diesem Parameterbereich kann fiir unterschiedliche Feuer-
widerstandsklassen eine Beziehung zwischen der Betontemperatur 6. bzw. dem Reduk-
tionsfaktor der Betondruckfestigkeit k. g, der Betoniiberdeckung c¢p und dem Léngsab-
stand e, abgeleitet werden. Aus den Léngsabsténden sowie Betondeckungen der VDL

ergibt sich jeweils eine andere Hohe des Ausbruchkegels. Aus diesem Grund ist in Ta-
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5.4 Bemessungsansatz zur Schubtragfihigkeit im Brandfall

belle 5.2 fir die Hohe des Ausbruchkegels der mathematische Zusammenhang geméaf
aBG (DIBt, 2018) dargestellt. Die Hohe des Ausbruchkegels wird als temperaturunab-
héngig angenommen. Eine Variation der Festigkeiten von Baustahl und Normalbeton
ist nicht notwendig, da diese letztlich nur die maximale Schubtragfihigkeit beeinflus-
sen. Mit den in Tabelle 5.2 dargestellten Parametern des numerischen Modells wird
im Folgenden der Vorschlag zur vereinfachten Bemessung abgeleitet.

Tabelle 5.2: Parameterbereich zur Ermittlung der Betontemperatur 6. bzw. des Re-

duktionsfaktors der Betondruckfestigkeit k;p zur vereinfachten Bemes-
sung der Schubtragfihigkeit der VDL in Puzzelform (PZ) mit einem Aus-

stanzversagen
Léangs- Diibelzahn- Beton- Hohe
abstand hohe deckung Ausbruchkegel
ey hp pz = 0,267 -ex cp,u bzw. cp o hy

o] fmm] frum] ]

150 40

187,5 50 L

Variation von
295 60 25mm bis 60mm | hy, = 0,07 -ex +cp;
in 5mm Schritten
262,5 70
300 80

5.4.3 Vereinfachter Bemessungsansatz zur Schubtragfihigkeit von
Verbunddiibelleisten

Der entwickelte Vorschlag fiir einen vereinfachten Bemessungsansatz basiert auf nu-
merischen Simulationen des Push-out-Versuchs zur Schubtragfdhigkeit mit dem dar-
gestellten Parameterbereich. Grundlage des Vorschlags zur vereinfachten Bemessung
ist, dass die Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen analog zur Bemes-
sung von KBD geméafl DIN EN 1994-1-2 (2010), mit dem Reduktionsfaktor fir die
Betondruckfestigkeit in Abhéngigkeit der Betontemperatur abgemindert wird (siehe
Gleichung (5.5)). Zur Quantifizierung des Temperatureinflusses auf die Schubtragfa-
higkeit sowie die Ermittlung des Reduktionsfaktor fiir die Abminderung der Schub-
tragfdhigkeit werden das Schubtragverhalten bei Raumtemperaturbedingungen und im
Brandfall fiir die Feuerwiderstandsdauern von 15, 30, 60 und 90 Minuten numerisch
ermittelt. Die Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen wird als Referenz-

wert ermittelt, um den Einfluss der Brandbeanspruchung auf die Schubtragfahigkeit
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5.4 Bemessungsansatz zur Schubtragfihigkeit im Brandfall

bei einer Feuerwiderstandsdauer von 15, 30, 60 und 90 Minuten zu bewerten. Basie-
rend auf den Schubtragfihigkeiten bei Raumtemperaturbedingungen und im Brandfall
wird flr die Feuerwiderstandsdauern eine vereinfachte Beziehung zur Ermittlung des
Reduktionsfaktors der Betondruckfestigkeit k;p in Abhéngigkeit der geometrischen
Randbedingungen der VDL abgeleitet.

Zunéchst wird grundsétzlich der Temperatureinfluss flir die jeweiligen Feuerwider-
standsklassen auf die Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen analy-
siert. In Abbildung 5.26 ist die Reduktion der Schubtragfahigkeit der VDL im Brandfall
fiir die Feuerwiderstandsdauern von 15, 30, 60 und 90 Minuten fiir unterschiedliche
Langsabstinde in Abhéngigkeit der Betondeckung der VDL dargestellt. Infolge der
Brandbeanspruchung verringert sich die Schubtragfihigkeit ausschlieflich durch die
Festigkeitsreduktion des Normalbetons. Die Festigkeit des Baustahls wird im mafige-
benden Bereich (kritischer Schnitt der VDL) fiir die Schubtragfihigkeit selbst bei der
geringsten Betondeckung des Parameterbereichs von 25 mm und der kleinstmdglichen
Diibelzahnhéhe von 40 mm geméf aBG (DIBt, 2018) nicht reduziert (siche Abbil-
dung 5.25), da die Temperaturen vom Baustahl so gering sind.

Bei einer Feuerwiderstandsdauer von 15 bzw. 30 Minuten wird die Schubtragfdhigkeit
nicht reduziert (siche Abbildung 5.26(a)) bzw. nicht signifikant abgemindert (siehe Ab-
bildung 5.26(b)). Mit zunehmender Feuerwiderstandsdauer reduziert sich die Schub-
tragfahigkeit des Verbundmittels infolge der Brandbeanspruchung. Bei einer Feuerwi-
derstandsdauer von 60 Minuten wird die Schubtragfihigkeit um ca. 10-20 % bezogen
auf die Schubtragfédhigkeit bei Raumtemperaturbedingungen Pp,(20°C) infolge der
Brandeinwirkung abgemindert (siche Abbildung 5.26(c)). Bei einer Feuerwiderstands-
dauer von 90 Minuten verringert sich die Schubtragfihigkeit um ca. 15-30 % bezogen
auf den Referenzwert bei Raumtemperaturbedingungen (siehe Abbildung 5.26(d)). Im
Gegensatz zu den Feuerwiderstandsdauern von 15 und 30 Minuten ist die Reduktion

der Schubtragfdhigkeit mit einer grofleren Betondeckung der VDL bei den Feuerwi-

150 o
Unterer Bereich . S
Ausbruchkegel
o
S
19
Ry 3

Abbildung 5.25: Temperaturfeld im Bereich der VDL nach einer 90 -miniitigen Brand-
beanspruchung geméafl ETK mit einer schematischen Darstellung des
Ausbruchkegels
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Abbildung 5.26: Reduktion der Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversa-
gen bei Feuerwiderstandsdauern von (a) 15 Minuten, (b) 30 Minuten,
(¢) 60 Minuten und (d) 90 Minuten

derstandsdauern von 60 und 90 Minuten geringer. Die Verringerung der Reduktion
der Schubtragfahigkeit mit zunehmender Betondeckung der VDL ist auf die Betonde-
ckung selbst und dem damit verbundenen Temperaturfeld zuriickzufithren. Bei einer
groferen Betondeckung hat der untere Teilbereich des Ausbruchkegels (siehe Abbil-
dung 5.25) eine geringere Betontemperatur, die gleichbedeutend mit einer geringeren
Reduktion der Betontragfahigkeit ist. Die Verringerung der Abminderung der Schub-
tragfahigkeit mit zunehmender Betondeckung ist somit auf die geringere Reduktion

der Betonfestigkeit im unteren Teilbereich des Ausbruchkegels zuriickzufiithren.

Zur Ableitung eines vereinfachten Bemessungsvorschlag zur Ermittlung der Schub-
tragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen wird zunéchst der notwendige
Referenzpunkt der Betontemperatur fiir den Reduktionsfaktor der Betondruckfestig-

keit fiir die Feuerwiderstandsdauern von 30, 60 und 90 Minuten ermittelt. Da bei einer
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5.4 Bemessungsansatz zur Schubtragfihigkeit im Brandfall

Feuerwiderstandsdauer von 15 Minuten die Schubtragfahigkeit nicht reduziert wird,
ist ein vereinfachter Bemessungsvorschlag nicht notwendig. Die Bemessung kann auf
Grundlage von Raumtemperaturbedingungen erfolgen. Der Referenzpunkt wird auf
Grundlage des Temperaturgradienten und der Betontemperatur in Abhéngigkeit des
Reduktionsfaktors der Schubtragfihigkeit ermittelt. Mit der Ableitung des Referenz-
punkts soll im Wesentlichen die Position dieses Punktes im Vergleich zur Héhe des
Ausbruchkegels analysiert werden.

Fir die Ermittlung des Referenzpunkts wird der Temperaturgradient fiir die entspre-
chenden Feuerwiderstandsdauern der unterschiedlichen Langsabstdnde und Betonde-
ckungen ausgewertet, der beispielsweise in Abbildung 5.27 fiir eine VDL mit einem
Langsabstand von 225 mm und einer Betondeckung von 50 mm bei einer Feuerwider-
standsdauer von 30 Minuten dargestellt ist. Mittels des Verhiltnisses % der
Schubtragfiahigkeit wird der Reduktionsfaktor der Schubtragfihigkeit ermittelt (sie-
he Abbildung 5.26), der wiederum gleichbedeutend mit dem temperaturabhéngigen
Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit ist. In Abhéngigkeit des temperaturabhén-
gigen Reduktionsfaktors der Betondruckfestigkeit wird die entsprechende Betontempe-
ratur 6. (ke ¢) abgeleitet. Mit dieser Betontemperatur wird tiber den Temperaturgradi-
enten ausgehend von der brandbeanspruchten Oberfliche des Betongurtes die Position
des Referenzpunkts fir den mafigebenden Reduktionsfaktor h(k.g) ermittelt. Diese
Vorgehensweise zur Ermittlung des Referenzpunkts ist schematisch in Abbildung 5.27
dargestellt. Basierend auf der erlduterten Vorgehensweise werden die jeweiligen Refe-
renzpunkte fiir die Betontemperatur des Parameterbereichs ermittelt. Grundsétzlich
befindet sich der mafigebende Referenzpunkt fiir die Betontemperatur, wie in Abbil-
dung 5.27 dargestellt, unabhéngig von der Feuerwiderstandsdauer, dem Langsabstand

und der Betondeckung innerhalb der Hohe des Ausbruchkegels hy,. Zum Vergleich

80 VDL mit e,=225mm und cp ,=50mm

'g' _______________________ T
£ 60 |
& h(kc,O) b
£ 40 N
’% - - : po |
c 200 \L |
S 0 \:M oc(kc’e) | .

50 200 350 500 650 800
Betontemperatur 6, [°C]

Abbildung 5.27: Temperaturgradient {iber die Hohe des Ausbruchkegels nach einer
30 -miniitigen Brandbeanspruchung gemafs ETK
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Abbildung 5.28: Verhéltnis h(ﬁ:g’) fiir die Ermittlung der Position der Betontempera-

tur fiir die Feuerwiderstandsdauern von (a) 30 Minuten, (b) 60 Mi-
nuten und (c¢) 90 Minuten
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der jeweiligen Léngsabstinde des Parameterbereichs der jeweiligen Feuerwiderstands-
dauern wird der Referenzpunkt fir den mafigebenden Reduktionsfaktor h(kcg) mit
der entsprechenden Hohe des Ausbruchkegels h,, bei Raumtemperaturbedingungen
normiert. Das sich daraus ergebende Verhéltnis % in Abhéngigkeit des Langsab-
standes und der Betondeckung ist in Abbildung 5.28 dargestellt.

Mit diesem Verhéltnis kann in Abhéngigkeit des Lingsabstandes und der Betonde-
ckung des mafigebenden Referenzpunkts die Betontemperatur und damit der Reduk-
tionsfaktor der Betondruckfestigkeit ermittelt werden. Dabei weisen die Beziehungen
der jeweiligen Feuerwiderstandsdauern zwei Charakteristiken auf. Zum einen Verrin-

gert sich das Verhéltnis mit einem groferen Léngsabstand bei einer geringen

Betondeckung und zum anderen reduziert sich unabhéngig von der Feuerwiderstands-
dauer das Verhéltnis % mit zunehmender Betondeckung unabhéngig von Langsab-
stand. Diese zwei Charakteristiken des in Abbildung 5.28 dargestellten Verhéltnisses
sind im Wesentlichen auf die Hohe des Ausbruchkegels in Verbindung mit dem vorlie-
genden Temperaturgradienten der jeweiligen Feuerwiderstandsdauer zuriickzufithren.
Das erste Charakteristikum des Verhéltnisses begriindet sich in der Position des maf-
gebenden Referenzpunkts und in der Héhe des Ausbruchkegels. Aufgrund des linearen
Zusammenhangs der Hohe des Ausbruchkegels und dem Léngsabstand (siehe Tabel-
le 5.2) vergrofert sich die Hohe des Ausbruchkegels mit einem grofleren Langsabstand.
Dabei ist ausgehend von der brandbeanspruchten Fliche des Betongurts unabhén-
gig vom Léngsabstand dieselbe Position des Referenzpunkts mafigebend. Aus diesem
Grund reduziert sich das Verhéltnis mit einem grofleren Langsabstand und hat einen
unstetigen Verlauf zur Folge. Ebenso ist das zweite Charakteristikum des Verhéltnis-
ses h(}lf %) auf die Hohe des Ausbruchkegels zuriickzufiihren. Neben dem Langsabstand
wird die Hohe des Ausbruchkegels in Abhéngigkeit der Betondeckung ermittelt (siehe
Tabelle 5.2) und vergrofiert sich mit einer hoheren Betondeckung. Da mit zunehmen-
der Betondeckung die Position des Referenzpunkts ausgehend von der beflammten
Oberflache des Betongurts nahezu gleich ist und bei einer geringen Betondeckung
maximal die Hohe des Ausbruchkegels betrigt, verkleinert sich das Verhéltnis mit
zunehmender Betondeckung. Allerdings ist flir eine vereinfachte Anwendung dieser
allgemeingiiltigen Beschreibung der Position des Referenzpunkts der Temperaturgra-
dient im Bereich der VDL erforderlich. Ndherungsweise kann der Temperaturgradient
in Abhingigkeit der Feuerwiderstandsdauer mit dem vereinfachten Verfahren geméaf
DIN EN 1994-1-2 (2010) oder dem von Kuhlmann et al. (2014) entwickelten Ansatz
ermittelt werden. Mit dieser Naherung kann ausschliellich der Temperaturgradient in-
folge einer Brandbeanspruchung auf der Unterseite des Betongurtes berechnet werden
(siehe Abbildung 5.24(b)). Fiir eine mdéglichst vereinfachte Anwendung zur Ermittlung

der Schubtragfahigkeit der VDL im Brandfall ist ein Ansatz ohne vorherige Ermitt-

184



5.4 Bemessungsansatz zur Schubtragfihigkeit im Brandfall

lung des Temperaturgradienten vorteilhaft. Aus diesem Grund wird ein vereinfachter
Vorschlag zur Ermittlung des Reduktionsfaktors der Betondruckfestigkeit entwickelt
wird.

Der vereinfachte Bemessungsvorschlag zur Ermittlung des Reduktionsfaktors der
Betondruckfestigkeit zur vereinfachten Ermittlung der Schubtragfahigkeit im Brand-
fall basiert auf dem Reduktionsfaktor der Schubtragfahigkeit %. Dieser Reduk-
tionsfaktor ist unter anderem die Grundlage fiir die Ermittlung des zuvor erlduterten
Referenzpunkts. Der Reduktionsfaktor der Schubtragfihigkeit ist gleichbedeutend mit
dem temperaturabhéngigen Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit. Basierend auf
diesem wird eine vereinfachte Beziehung fiir den Reduktionsfaktor der Betondruck-
festigkeit der jeweiligen Feuerwiderstandsdauer abgeleitet. In Abbildung 5.29 ist der
Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit in Abhangigkeit der Betondeckung und des
Langsabstandes der VDL der jeweiligen Feuerwiderstandsdauer dargestellt. Aus dieser
graphischen Darstellung kann abgeleitet werden, dass der Langsabstand der VDL kei-
nen signifikanten Einfluss auf den mafigebenden Reduktionsfaktor der Betondruckfes-
tigkeit hat. Im Wesentlichen beeinflusst die Betondeckung der VDL den mafigebenden
Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit zur Abminderung der Schubtragfahigkeit
der VDL bei Raumtemperaturbedingungen. Unter Beriicksichtigung dieser Einfliisse
werden die in Abbildung 5.29 dargestellten vereinfachten Beziehungen fiir den tempe-
raturabhédngigen Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit abgeleitet. Dabei hat die
vereinfachte Beziehung fiir den Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit bei einer
Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten einen konstanten Wert. Der Reduktionsfaktor
der Betondruckfestigkeit wird bei den Feuerwiderstandsdauern von 60 und 90 Minuten
mit einem linearen Zusammenhang in Abhéngigkeit der Betondeckung cp , ermittelt.
Auf Grundlage dieser Beziehungen fiir den Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit
kann die Schubtragfdhigkeit der VDL bei Raumtemperaturbedingungen abgemindert
werden und somit die Schubtragfahigkeit fiir die Feuerwiderstandsdauern von 30, 60
und 90 Minuten ermittelt werden. Der vereinfachte Bemessungsvorschlag ist im Fol-

genden zusammenfassend dargestellt.

Ppofik = Ppox(fex(20°C)) - ke g (5.6)
mit kg fiir Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten : k. g = 0,91

Feuerwiderstandsdauer von 60 Minuten : ke g = 0,75+ 0,002 - cp o

Feuerwiderstandsdauer von 90 Minuten : k; 9 = 0,58 + 0,004 - cp

Mit dem entwickelten Vorschlag zur vereinfachten Bemessung kann die Schubtragfa-
higkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen ermittelt werden. Dabei ist der entwickel-

te vereinfachte Bemessungsansatz im Gegensatz zur den normativen Regelungen der
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Abbildung 5.29: Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit fiir die Feuerwiderstands-
dauern von (a) 30 Minuten, (b) 60 Minuten und (c¢) 90 Minuten
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DIN EN 1994-1-2 (2010) fiir KBD im Brandfall mit einem Betonversagen unabhéngig
von einer Temperaturfeldermittlung. Ferner kann beispielsweise mit diesem verein-
fachten Bemessungsansatz die vereinfachte Diibelkennlinie zum Schubtragverhalten
der VDL von Claflen und Hegger (2017b) in Abhéngigkeit der Feuerwiderstandsdau-
er abgemindert werden. Diese Diibelkennlinien kénnen bei numerischen Simulationen
zum Tragverhalten eines Verbundtriagers mit VDL beriicksichtigt werden, um das glo-

bale Tragverhalten zu bewerten.

5.4.4 Zusammenfassung

Ziel der numerischen Simulationen zum Schubtragverhalten der VDL war die Entwick-
lung eines vereinfachten Bemessungsvorschlags fiir die Schubtragfiahigkeit der VDL mit
einem Ausstanzversagen im Brandfall. Mit den thermischen und mechanischen Simula-
tionen sowie auf Grundlage des Ansatzes der vereinfachten Bemessung der Schubtrag-
fahigkeit von KBD gema8 DIN EN 1994-1-2 (2010) wurde ein Vorschlag entwickelt,
der eine vereinfachte Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Ausstanz-
versagen im Brandfall ermoglicht. In Analogie zum vereinfachten Bemessungsansatz
der Schubtragfihigkeit von KBD gemdfl DIN EN 1994-1-2 (2010) basiert der Vor-
schlag zur vereinfachten Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall auf
der Bemessung bei Raumtemperaturbedingungen. Dabei wird die Schubtragfdhigkeit
bei Raumtemperaturbedingungen mit einem Ausstanzversagen iiber den Reduktions-
faktor der Betondruckfestigkeit fiir Normalbeton abgemindert. Zur Ermittlung des
Reduktionsfaktors der Betondruckfestigkeit wurde eine vereinfachte Beziehung in Ab-
héngigkeit der Feuerwiderstandsdauer und der Betondeckung der VDL entwickelt.
Somit wird durch den entwickelten vereinfachten Bemessungsvorschlag der Schubtrag-
fahigkeit der VDL im Brandfall die Moglichkeit einer praktischen Anwendbarkeit von

VDL bei effizienten und nachhaltigen Deckensystemen wie dem InaDeck verbessert.

5.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Fiir eine vertiefende Analyse des Schubtragverhaltens von VDL im Brandfall wurden
in diesem Kapitel numerische Simulationen durchgefiihrt. Grundlage der theoretischen
Untersuchungen sind die experimentellen Untersuchungen zum Schubtragverhalten bei
erhohten Temperaturen, anhand derer die Approximationsgiite der numerischen Mo-
delle bewertet wurde. Mit dem entwickelten allgemeingiiltigen numerischen Modell
wurde der Einfluss eines transienten Temperaturfelds auf das Schubtragverhalten der
VDL mit einem Ausstanzversagen im Brandfall analysiert. Dieses Modell ist letztlich

die Basis der Entwicklung des Bemessungsvorschlags zur vereinfachten Ermittlung der
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5.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen im Brandfall. Aus den nu-
merischen Simulationen zum Schubtragverhalten der VDL (siehe Abschnitte 5.3 und

5.4) konnten die folgenden Schlussfolgerung abgeleitet werden.

Simulationen zum Schubtragverhalten der VDL

Aufbauend auf den Push-out-Versuchen zur Schubtragfahigkeit der VDL bei erhthten
Temperaturen wurde ein numerisches Modell basierend auf etablierten o-e-Beziehung
sowie Modellierungsansétzen zur Simulation des Schubtragverhaltens im Brandfall ent-
wickelt. Dieses numerische Modell wurde anhand der Push-out-Versuche zur Schub-
tragfdhigkeit bei erhohten Temperaturen mit einem Stahlversagen validiert. Dariiber
hinaus wurde die Approximationsgiite des entwickelten numerischen Modells auf Grund-
lage von Push-out-Versuchen zur Schubtragfahigkeit mit einem Ausstanzversagen bei
Raumtemperaturbedingungen aus der Literatur von Claflen et al. (2014a) und Feld-
mann et al. (2014) bewertet. Das Schubtragverhalten mit einem Stahlversagen bei
erhohten Temperaturen sowie mit einem Ausstanzversagen bei Raumtemperaturbe-
dingungen wird vom numerischen Modell in guter Ubereinstimmung zu den experi-
mentellen Untersuchungen approximiert. Aus der Analyse des Schubtragverhaltens der
jeweiligen Versagensmechanismen konnte abgeleitet werden, dass mit dem numerischen
Modell die charakteristischen Beanspruchungszusténde eines Stahlversagens und eines
Ausstanzversagen der VDL abgebildet werden. Somit wurde auf Grundlage der wissen-
schaftlich etablierten und anerkannten Modellierungsanséitze sowie Beschreibung der
Materialformulierungen ein allgemeingiiltiges numerisches Modell zur Beschreibung
des Schubtragverhalten der VDL im Brandfall entwickelt.

Bemessungsvorschlag zur Schubtragfiahigkeit im Brandfall

Mit dem allgemeingiiltigen numerischen Modell zum Schubtragverhalten der VDL im
Brandfall wurde unter Beriicksichtigung der abgeleiteten Erkenntnisse des Abschnittes
3.5.4 ein Vorschlag fiir eine vereinfachte Bemessung der Schubtragfihigkeit von VDL
im Brandfall entwickelt. Der entwickelte Bemessungsvorschlag ist fiir ein Brandsze-
nario geméafl der ETK anwendbar, bei dem der Betongurt eines inversen Verbundde-
ckensystems wie dem InaDeck beansprucht wird (Betongurt unten - Stahltrager oben).
Dadurch entsteht im Betongurt im Bereich der VDL ein inhomogenes Temperaturfeld,
dessen Auswirkung auf die Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen mittels
numerischer Simulationen bewertet wurde. Dabei werden die charakteristischen Be-
anspruchungszustédnde des Versagensmechanismus vom inhomogenen Temperaturfeld
nicht beeinflusst. Dabei bildet sich ein Ausbruchkegel infolge der Schubbeanspruchung
bei einem Temperaturgradienten aus.

Mit den Schlussfolgerungen zum Einfluss des homogenen Temperaturfelds und des
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5.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Abschnittes 3.5.4 wurde fiir den Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons ein
Bemessungsvorschlag entwickelt. Dieser basiert in Analogie zur Bemessung der Schub-
tragfahigkeit der KBD im Brandfall gemi8 DIN EN 1994-1-2 (2010) auf einer Abmin-
derung der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen mittels des Redukti-
onsfaktors der Betondruckfestigkeit von Normalbeton. Auf Grundlage des entwickelten
allgemeingiiltigen numerischen Modells wurde eine vereinfachte Beziehung abgeleitet,
mit der der Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit in Abhéngigkeit der Feuerwi-
derstandsdauer und der Betondeckung der VDL ermittelt werden kann. Schlussendlich
wurde mit dem allgemeingiiltigen numerischen Modell zum Schubtragverhalten der
VDL im Brandfall ein vereinfachter Bemessungsvorschlag entwickelt, der im Wesent-

lichen auf den geometrischen Parametern der VDL basiert.
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Kapitel 6

Zusammenfassung, Schlussfolgerungen
und Ausblick

6.1 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Verbundtrager mit Verbunddiibelleisten (VDL) sind eine attraktive Moglichkeit, um
Verbundtriger mit einem schlanken Betongurt zu realisieren und gleichzeitig hohe
Schubkréfte in der Verbundfuge zwischen dem I-Profil und dem Betongurt zu tibertra-
gen. Durch die schlanken Betongurte, die aufgrund der VDL ermdglicht werden, wird
auerdem eine nachhaltige und effiziente Bauweise realisiert. Trotz der Vorteile von
Verbundtrigern mit VDL gegeniiber Verbundtrégern mit den etablierten Kopfbolzen-
diibeln (KBD) im Hinblick auf die effizientere Herstellung, die schlankere Bauweise und
hohere Schubtragfahigkeit der Verbundmittel werden VDL nur vereinzelt in der Inge-
nieurpraxis verwendet. Dies begriindet sich darin, dass derzeit keine technischen und
normativen Grundlagen fiir die Bemessung der Schubtragfdhigkeit von VDL im Brand-
fall vorhanden sind und somit eine Anwendung von VDL nur iiber eine Zustimmung
im Einzelfall erfolgen kann. Deshalb werden Verbundtrager oder Verbunddeckensys-
teme, die nachhaltiger und effizienter mit VDL gestaltet werden konnten, derzeit in
anderen Bauweisen realisiert.

Wie im Stand der Technik und Forschung skizziert, wurden umfangreiche experimen-
telle Untersuchungen zum Schubtragverhalten von VDL bei Raumtemperaturbedin-
gungen durchgefiihrt, um die wesentlichen Einflussfaktoren auf die Schubtragfahigkeit
sowie den Versagensmechanismus der VDL zu identifizieren. Weiterhin wurden zur
Bewertung des Tragverhaltens von Verbundtrégern mit VDL im Brandfall grofimaf-
stédbliche experimentelle Untersuchungen durchgefiihrt. Allerdings wurde der Tempe-
ratureinfluss auf das Schubtragverhalten sowie den Versagensmechanismus der VDL
mittels des Standard-Abscherveruschs (Push-out-Versuch) bisher nicht quantifiziert.

Ziel der vorliegenden Forschungsarbeit war die Quantifizierung des Temperaturein-
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6.1 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

flusses auf das Schubtragverhalten von VDL, um darauf basierend eine baupraktische
Bemessung von VDL im Brandfall abzuleiten. Zur Bearbeitung dieser Zielsetzung wur-
de ein wissenschaftlicher Ansatz bestehend aus experimentellen Untersuchungen und
numerischen Simulationen verwendet, der sich in vier Unterpunkte unterteilt. Im ersten
Unterpunkt wurden experimentelle Detailuntersuchungen zum Schubtragverhalten von
VDL bei erh6hten Temperaturen mit einem homogenen Temperaturfeld durchgefiihrt,
mit denen der Einfluss der Temperatur auf die Schubtragfahigkeit sowie den Versa-
gensmechanismus analysiert wurde. Im zweiten Unterpunkt wurden grofmafistébliche
experimentelle Untersuchungen zum Tragverhalten eines Verbundtragers mit VDL um-
gesetzt, um eine Ubertragbarkeit der Erkenntnisse aus den Detailuntersuchungen und
den Einfluss des Schubtragverhaltens auf das Tragverhalten des Verbundtrigers mit
VDL zu bewerten. Aufbauend auf den ersten beiden Unterpunkten wurden im dritten
Unterpunkt numerische Simulationen durchgefithrt, um ergénzend zu den experimen-
tellen Untersuchungen das Schubtragverhalten vertiefend zu analysieren sowie weiter-
fiihrend den Einfluss eines transienten Temperaturfelds auf das Schubtragverhalten im
Brandfall zu bewerten. Basierend auf den Erkenntnissen der ersten Unterpunkte wur-
de im vierten Unterpunkt ein Bemessungsvorschlag fiir eine vereinfachte Ermittlung
der Schubtragfahigkeit von VDL im Brandfall entwickelt, die eine Anwendung in der
Ingenieurpraxis ermoglicht.

Im Zuge dieses wissenschaftlichen Ansatzes wurden insgesamt 30 Detailuntersuchun-
gen zur Schubtragfihigkeit von VDL bei erhohten Temperaturen und zwei grofimaf-
stabliche Untersuchungen zum Tragverhalten eines Verbundtragers mit VDL durchge-
fithrt und analysiert. Dabei sind die Detailuntersuchungen die weltweit ersten Untersu-
chungen, die den Temperatureinfluss auf die Schubtragfahigkeit von VDL quantifizie-
ren. Die wesentlichen Erkenntnisse der experimentellen Untersuchen und numerischen

Simulationen werden im Folgenden zusammengefasst und bewertet.

Detailuntersuchungen zum Schubtragverhalten von VDL

In den experimentellen Untersuchungen zum Schubtragverhalten der VDL wurden die
Tragcharakteristik, der Einfluss der Temperatur auf die Schubtragfdhigkeit und der
Reibanteil an der Schubtragfihigkeit beurteilt. Dabei wurde der Einfluss der Brillen-
bewehrung sowie einer Reduktion der Querbewehrung in der Diibelzahnausnehmung
auf das Schubtragverhalten bei Raumtemperaturbedingungen sowie mit homogenen
Temperaturfeldern von 200 °C, 350 °C und 500 °C untersucht.

Bei den Detailuntersuchungen ist bei Raumtemperaturbedingungen als Versagensme-
chanismus ein Stahlversagen in Kombination mit dem sekundiren Versagensmecha-
nismus der Teilflichenpressung aufgetreten, der auf die diinne Stegdicke der VDL

zuriickzufithren ist. Bei Raumtemperaturbedingungen hat die Brillenbewehrung auf-
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6.1 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

grund des Versagensmechanismus keinen Einfluss auf die Schubtragfihigkeit, wohin-
gegen sich durch die Reduktion der Querbewehrung um 50 % die Schubtragfihigkeit
um 12 % reduziert.

Infolge der Temperatureinwirkung bei den Push-out-Versuchen bleibt der Versagens-
mechanismus im Vergleich zu Raumtemperaturbedingungen unverdndert. Dabei wird
bei einer Verbundmitteltemperatur von 200 °C die Schubtragfahigkeit nicht signifikant
reduziert. Bei einer Bauteiltemperatur der VDL von 350 °C wird die Schubtragfihig-
keit um ca. 10-15 % reduziert. Wohingegen sich infolge der Temperatureinwirkung die
Schubtragfihigkeit bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C signifikant um ca.
30- 35 % reduziert. Im Gegensatz zu Raumtemperaturbedingungen hat die Reduktion
der Querbewehrung bei einer Verbundmitteltemperatur von 500 °C keinen Einfluss auf
die Schubtragfihigkeit, die sich mit zunehmender Verbundmitteltemperatur reduziert.
Auflerdem wird bei Raumtemperaturbedingungen sowie bei erhdhten Temperaturen
das Duktilitatskriterium fiir Verbundmittel gemé8 der DIN EN 1994-1-2 (2010) er-
reicht.

Des Weiteren wurde der Traganteil an der Schubtragfdhigkeit mit Push-out-Versuchen
ermittelt, der durch Reibung zwischen dem I-Profil und dem Betongurt infolge der
Schubbeanspruchung tibertragen wird. Bei Raumtemperaturbedingungen sowie bei ei-
ner Verbundmitteltemperatur von 200 °C werden ca. 10 % der Schubtragfahigkeit tiber
Reibung iibertragen. Bei Verbundmitteltemperaturen von 350 °C und 500 °C ist der
Traganteil an der Schubtragfihigkeit, der durch Reibung iibertragen wird, zu vernach-

lassigen.

Tragverhalten eines Deckensystems mit VDL im Brandfall

Mit zwei grofimafstablichen experimentellen Untersuchungen zum Tragverhalten eines
Deckensystems mit VDL im Brandfall wurden zum einen die Auswirkung eines Natur-
brandszenarios untersucht und zum anderen der Einfluss des Schubtragverhaltens der
VDL auf das Tragverhalten des Deckensystems im Brandfall bewertet. Dabei wurde
das Tragverhalten infolge eines entwickelten Naturbrandszenarios fiir den Hohlraum
eines Deckensystems in Verbindung mit der ETK analysiert, wobei zur Realisierung
der Brandbeanspruchung bei einem inversen Deckensystem ein von Grund auf neu-
er Versuchsaufbau entwickelt wurde. Schlussendlich wurde aus den Untersuchungen
abgeleitet, dass das Naturbrandszenario unkritisch fiir die Tragfihigkeit des Decken-
systems war.

Kennzeichnend fiir dieses Brandszenario war das Tragverhalten des Deckensystems.
Das Deckensystem verformte sich zundchst entgegen der Belastung und danach nahm
die Verformung signifikant bis zum Biegeversagen zu. Dieses Tragverhalten ist auf eine

thermische induzierte Biegung des Deckensystems zuriickzufithren, die in der Brandbe-
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6.1 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

anspruchung des Verbundquerschnitts begriindet ist. Das Tragverhalten bis zu einem
Biegeversagen des Deckensystems wird im Wesentlichen durch die temperaturabhéngi-
gen Festigkeits- und Steifigkeitsreduktionen des Flansches verursacht. Trotz der hohen
Bauteiltemperaturen der VDL von iiber 500 °C im Versagenszustand hat die Verbund-
fuge eine ausreichende Nachgiebigkeit, da kein Schlupf zwischen dem Betongurt und
dem I-Profil aufgetreten ist. Dadurch wird das globale Tragverhalten des Deckensys-
tems im Brandfall nicht durch das Schubtragverhalten der VDL beeinflusst.

Numerische Simulationen zu VDL im Brandfall

Auf Basis der etablierten wissenschaftlichen Modellierungsansidtze und den Ansét-
zen zur Beschreibung des nichtlinearen Materialverhaltens von Baustahl, Betonstahl
und Normalbeton wurde ein allgemeingiiltiges numerisches Modell zur Beurteilung
des Schubtragverhalten von VDL im Brandfall abgeleitet, das anhand der Detailun-
tersuchungen und Push-out-Versuche aus der Literatur von Clafen et al. (2014a) und
Feldmann et al. (2014) validiert wurde. Mit diesem Modell kann das Schubtragver-
halten bei Raumtemperaturbedingungen sowie im Brandfall unabhédngig von Versa-
gensmechanismus beschrieben werden. Auf dieser Grundlage wurde der Einfluss eines
transienten Temperaturfeldes auf das Schubtragverhalten der VDL mit einem Aus-
stanzversagen infolge einer Brandbeanspruchung geméfi der ETK bewertet. Im Zuge
der Bewertung der Detailuntersuchungen (Push-out-Versuche) wurde abgeleitet, das
unabhéngig vom Temperaturfeld bei einem Stahlversagen der kritische Schnitt fiir
die Bemessung mafigebend ist. Aus diesem Grund wurde ausschliellich der Einfluss
eines Temperaturgradienten auf die Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen
analysiert. Aus diesen Untersuchungen wurde fiir den Versagensmechanismus des Aus-
stanzen des Betons abgeleitet, dass im Brandfall ebenfalls ein Ausbruchkegel auftritt.
Im Wesentlichen wird die Schubtragfihigkeit mit einem Ausstanzversagen vom Tempe-
raturgradienten iiber die Hohe des Ausbruchkegels in Abhéangigkeit der Betondeckung

beeinflusst.

Vereinfachtes Bemessungsverfahren fiir VDL im Brandfall

Bei der Bewertung der Detailuntersuchungen wurde abgeleitet, dass eine vereinfachte
Bemessung der Schubtragfihigkeit der VDL im Brandfall auf Grundlage einer Abmin-
derung des Bemessungswertes der Schubtragfahigkeit bei Raumtemperaturbedingungen
mit einem Reduktionsfaktor in Abhéngigkeit der Bauteiltemperatur erfolgen kann.
Die Gegentiberstellung der vereinfachten Ermittlung der Schubtragfihigkeit und der
experimentell ermitteln Schubtragfihigkeit mit einem Stahlversagen zeigt eine gute
Ubereinstimmung, sodass sich dieser Ansatz fiir eine Anwendbarkeit der Bemessung

der Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Stahlversagen im Brandfall eignet. Als
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6.2 Ausblick

Grundlage fiir die Ermittlung des Reduktionsfaktors von Baustahl zur Abminderung
der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperaturbedingungen kann vereinfachend die Tem-
peratur im Diibelfufl der VDL verwendet werden, da der kritische Schnitt der VDL
mafgebend bei einem Stahlversagen ist.

Basierend auf der Moglichkeit der Anwendbarkeit dieser vereinfachten Bemessung der
Schubtragfahigkeit der VDL im Brandfall wurde mit numerischen Simulationen fiir den
Versagensmechanismus Ausstanzen des Betons ein vereinfachter Bemessungsvorschlag
entwickelt. Dieser Bemessungsansatz ist grundlegend fiir eine verbesserte praktische
Anwendbarkeit von VDL bei Deckensystemen wie dem InaDeck mit einer Brandbean-
spruchung gemifl der ETK entwickelt worden. Der vereinfachte Bemessungsvorschlag
basiert ebenso auf einer Abminderung der Schubtragfihigkeit bei Raumtemperatur-
bedingungen mit dem Reduktionsfaktor der Betondruckfestigkeit. Fiir die Ermittlung
des Reduktionsfaktors der Betondruckfestigkeit wurde eine vereinfachte Beziehung in
Abhéngigkeit der Feuerwiderstandsdauer und der Betondeckung der VDL entwickelt.
Mit dieser Beziehung kann vereinfachend die Bemessung der Schubtragfihigkeit der

VDL mit einem Ausstanzversagen erfolgen.

6.2 Ausblick

Die durchgefithrten experimentellen Untersuchungen und numerischen Simulationen
dieser Forschungsarbeit haben bereits einen wesentlichen Erkenntnisgewinn zur Bewer-
tung des Trag- und Verformungsverhalten von VDL infolge einer Schubbeanspruchung
im Brandfall geliefert. Im Besonderen kann der hergeleitete Bemessungsvorschlag fiir
zukiinftige Regelungen dieses effizienten Verbundmittels verwendet werden und somit
zur Steigerung der Anwendbarkeit von VDL in der Praxis fithren. Allerdings ergeben
sich aus den experimentellen Untersuchungen sowie numerischen Simulationen weitere
Fragestellungen, die in weiteren Untersuchungen zu bearbeiten sind.

Mit den Detailuntersuchungen wurde erstmalig das Schubtragverhalten der VDL
im Hochtemperaturbereich analysiert. Dabei wiesen die experimentellen Detailunter-
suchungen im Unterschied zu einer realen Brandbeanspruchung mit einem transienten
Temperaturfeld ein homogenes Temperaturfeld auf. Dieses Vorgehen wurde gewéhlt,
um grundlegend den Temperatureinfluss auf das Schubtragverhalten der VDL zu quan-
tifizieren. Dariiber hinaus sollten weiterfiihrende experimentelle Untersuchungen mit
einem inhomogenen Temperaturfeld durchgefithrt werden, um das Trag- und Verfor-
mungsverhalten zu untersuchen sowie die abgeleiteten Erkenntnisse aus den nume-
rischen Simulationen hinsichtlich der Beanspruchungscharakteristiken der Versagens-
mechanismen zu verifizieren. Auflerdem sind diese weiterfithrenden experimentellen

Untersuchungen mit einem imhomogenen Temperaturfeld erforderlich, um eine Uber-
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fiihrung des entwickelten Bemessungsvorschlags in technische und normative Bemes-
sungsansitze zu ermoglichen. Basierend auf dem entwickelten Bemessungsvorschlag
sowie den daraus abgeleiteten Erkenntnisse kénnen diese experimentellen Untersu-
chungen gezielt konzipiert und realisiert werden.

Neben dem Einfluss der Temperatur wurde unter anderem die Auswirkung einer Re-
duktion der Querbewehrung untersucht, um eine einfachere und baupraktischere Her-
stellung der Querbewehrung der VDL mit Bewehrungsmatten zu ermoglichen. Aus den
Detailuntersuchungen wurde abgeleitet, dass sich bei einem Stahlversagen die Differenz
in der Schubtragfihigkeit der VDL mit einer unterschiedlichen Anzahl von Querstédben
in der Diibelzahnausnehmung mit zunehmender Verbundmitteltemperatur reduziert.
Um diese Erkenntnis fiir VDL zu verallgemeinern, sind weiterfithrende experimentelle
Untersuchungen zur Schubtragfahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen not-
wendig, um den Temperatureinfluss in Verbindung mit einer reduzierten Anzahl von
Querstédben in der Diibelzahnausnehmung auf ein Ausstanzversagen zu untersuchen.

Im Rahmen dieser Forschungsarbeit wurde das Schubtragverhalten von VDL mit iib-
lichen baupraktischen Materialfestigkeit untersucht. Im Hinblick auf eine ressourcen-
schonende Nutzung von Materialien kénnen hochfeste Materialien verwendet werden,
um effizientere Verbundquerschnitte zu ermoglichen. Fiir die Realisierung solcher Ver-
bundquerschnitte sind zunéchst experimentelle Untersuchungen in Form von Push-out-
Versuchen mit hochfesten Materialien im Brandfall erforderlich. Mit den experimen-
tellen Untersuchungen soll zum einen das Trag- und Verformungsverhalten von VDL
infolge einer Schubbeanspruchung im Brandfall und zum anderen die Ubertragbarkeit
der abgeleiteten Erkenntnisse dieser Forschungsarbeit verifiziert werden.

Bei den Detailanalysen der experimentellen Untersuchungen zur Schubtragfahig-
keit der VDL wurden sowohl im Betondiibel der VDL als auch an der VDL Sché-
digungsmechanismen in Form einer Pulverisierung des Betons sowie eines Absche-
ren des Verbundmittels dokumentiert. Mit den numerischen Simulationen wurde das
Trag- und Verformungsverhalten der VDL ausreichend genau mit einer Festkorpermo-
dellierung abgebildet. Allerdings bleiben bei der Modellierung des Push-out-Versuchs
als Festkorper solche Schiadigungmechanismen unberiicksichtigt. Um solche Schadi-
gungmechanismen im numerischen Modell zu beriicksichtigen, ist die Entwicklung von
mathematischen Formulierungen zur Beschreibung der Betonpulverisierung sowie des
Abscherens des Verbundmittels erforderlich. Dariiber hinaus sind phdnomenologische
Materialuntersuchungen bei Raumtemperaturbedingungen und im Brandfall erforder-
lich, um basierend auf diesen mathematische Formulierungen zur Beschreibung des

Materialverhaltens im numerischen Modell abzuleiten.
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Anhang A

Erganzende Darstellung zu den
experimentellen Untersuchungen -

Materialkennwerte

A.1 Materialkennwerte der Detailuntersuchungen zur Schubtragfa-
higkeit von VDL

A.2 Materialkennwerte der groBmaBstablichen Untersuchungen zur
Systemtragwirkung eines Verbundtragers mit VDL

XLV



Kapitel A Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Materialkennwerte

A.1 Materialkennwerte der Detailuntersuchungen zur
Schubtragfahigkeit von VDL

In Tabelle A.1 sind die experimentell ermittelten Materialkennwerte der Detailunter-
suchungen zur Schubtragfihigkeit der VDL, die in Abschnitt 3.2.1 erldutert werden,
dargestellt. Die Herstellung der Push-out-Versuchskérper der Detailuntersuchungen
erfolgte aufgrund der Anzahl in zwei Betonagen. Die Materialkennwerte (Druckfestig-

keit sowie E-Modul) des Betons wurden bei beiden Betonagen ermittelt.

Tabelle A.1: Materialkennwerte der einzelnen Querschnittsteile der Detailuntersu-
chungen zur Schubtragfihigkeit der VDL des Kapitels 3

Material Mechanische Materialkennwerte

(Nominalwerte) | (Messwerte)

Stahl IPE220 foy Steg = 456 1 fay,Flansch = 428 1

(5355) fauSteg = 538 iz fauFlanseh = 537
Ea steg = Ea Flansch =

Beton Betonage A Betonage B

(C30/37) (Serie PoV-R und PoV-B) (Serie PoV-Q und PoV-M)
focube,m(28d) =36 s fecubem(28d) = 38 i
feeyim(28d) = 26,8 mljn . focym(28d) = 33 5
E.(28d) = E.(28d) =

Bewehrung @8 | f502km = 551 mm2

(B500) fs0.m = 648 mm2
Es = 202.412

mrnz

Messwerte jeweils Mittelwerte von drei Versuchen
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Kapitel A Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Materialkennwerte

A.2 Materialkennwerte der groBmaBstablichen

Untersuchungen zur Systemtragwirkung eines

Verbundtragers mit VDL

In Tabelle A.2 sind die experimentell ermittelten Materialkennwerte der experimen-

tellen Untersuchungen zur Systemtragwirkung eines Verbundtrigers mit VDL, die in
Abschnitt 4.2.3 erlautert werden, dargestellt.

Tabelle A.2: Materialkennwerte der einzelnen Querschnittsteile der groSmafstablichen
experimentellen Untersuchungen des Kapiels 4

Material Mechanische Materialkennwerte
(Nominalwerte) (Messwerte)
Stahl HES8O0A fay = 446 - N
(S355) fou = 546 2

E, = 210.000 me ok
Beton £ cube,m (28d) = 75,5 L *
(C50/60) fo,cube,m (113d) = 77,4 2 %,

feoyl,m(28d) = 70,4 mm2

E.(28d) =

Bewehrung @8, @16 | f592kxm = 551 mm2
(B500) fst,m = 648 mm2

Es = 202.412 2
Spannstahl @12 fp02%x = HoAH
(St1660,/1860) 02k = o

Kok

* Mittelwerte von drei Versuchen

** Ermittlung am Tag der Brandpriifung

*** Nominalwerte des Materials

XLVII






Anhang B

Erganzende Darstellung zu den
experimentellen Untersuchungen -

Anordnung der Thermoelemente

B.1 Anordnung der Thermoelemente des Push-out-Versuchs der Re-
ferenzsserie (PoV-R)

B.2 Anordnung der Thermoelemente des Push-out-Versuchs der wei-
teren Versuchsserien

Die in Abschnitt 3.2.1 dargestellte Anordnung der Thermoelemente am Stahl sowie
im Betongurt entspricht der Anordnung der Thermoelemente der Serie PoV-R (siehe
Abbildung B.1). Mit dieser Anordnung der Thermoelemente ist bei der Serie PoV-R
iberprift worden, ob mit dem gewéhlten Verlauf der Ofentemperatur ein moglichst
homogenes Temperaturfeld der Push-out-Versuche erzielt wird. Dadurch konnte bei
den weiteren Versuchsserien (Serie PoV-B, Serie PoV-Q und Serie PoV-M) die Anzahl
der Thermoelemente reduziert werden, da bei gleichen Randbedingungen ein dhnli-
ches Temperaturfeld erreicht wird. Der reduzierte Aufbau der Thermoelemente ist in
Abbildung B.2 dargestellt.
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Kapitel B Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Anordnung der Thermoelemente

B.1 Anordnung der Thermoelemente des

Push-out-Versuchs der Referenzsserie (PoV-R)

Seitenansicht Schnitt A-A:

Y el

B 1B

Schnitt B-B:

g N
= N
[ ——>

160
320 Angaben in [mm]

(a)
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>
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170
270
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(b)

Abbildung B.1: Anordnung der Thermoelemente der Serie PoV-R der Push-out-

Versuche zur Schubtragfihigkeit der VDL (a) am I-Profil sowie (b)
im Betongurt



Kapitel B Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Anordnung der Thermoelemente

B.2 Anordnung der Thermoelemente des

Push-out-Versuchs der weiteren Versuchsserien
Seitenansicht Schnitt A-A:

Y

BIW "/ /1B

Schnitt B-B:

g N
= N
—>

160
320 Angaben in [mm]

(a)
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\
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350
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(b)

Abbildung B.2: Anordnung der Thermoelemente der weiteren Serien der Push-out-
Versuche zur Schubtragfahigkeit der VDL (a) am I-Profil sowie (b) im
Betongurt
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Anhang C

Erganzende Darstellung zu den
experimentellen Untersuchungen -

Auswertung der Diibelkennlinien

C.1 Auswertung des Verformungsverhaltens der Diibelkennlinien
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Kapitel C Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Auswertung der Diibelkennlinien

C.1 Auswertung des Verformungsverhaltens der

Diibelkennlinien

In Tabelle C.1 sind Kennwerte der Diibelkennlinien der Push-out-Versuche dargestellt,

die in Abschnitt 3.4 erlautert werden. Zu den Kennwerten der Dubelkennlinien zah-

len die Verformung bei der maximalen Schubtragfihigkeit der VDL u(P

max) und die

Verformung bei Widererreichen von 90 % der Schubtragfahigkeit u(0,9 - Pax).

Tabelle C.1: Ubersicht der Verformungen bei der maximalen Schubtragfihigkeit der
VDL u(P,..) (=up,,.. ) und bei Widererreichen von 90 % der Schubtrag-
fahigkeit 1(0,9 - Pmax) (=0,9.p,,.,.) der Push-out-Versuche bei erh6hten

Temperaturen
Oret = 200°C Orer = 350°C Orer = 500°C
VerSUChS- Nummer quax uoag'Pmax quax u079'Pmax quax u079‘Pmax

serie [mm)] [mm)] [mm)] [mm)] [mm] [mm)]
1 10,5 15,4 11,5 15,7 10 13,2

PoV-R
2 10 14 11 14 18,1 17,6
1 9 12,9 11,5 14,3 16 21,9

PoV-B
2 ¥ ¥ 9 17 13,3 17,6
1 8,9 13,3 11,5 16 7,5 20,7

PoV-Q
2 7,5 10,8 7,5 11,4 16,5 16,9

* Herstellungsfehler
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Anhang D

Erganzende Darstellung zu den
experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverlaufe der

Push-out-Versuche

D.1 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der Referenzserie (PoV-R)

D.2 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der Serie ohne Bril-
lenbewehrung (PoV-B)

D.3 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der Serie mit 50 %
Reduktion der Querbewehrung (PoV-Q)

D.4 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche zum Einfluss des Rei-
banteils (PoV-M)

Die weiteren Temperaturverlaufe der jeweiligen Push-out-Versuche des Abschnittes 3
sind ergdnzend in diesem Anhang dargestellt. Grundlage ist der in Anhang B dar-
gestellte Aufbau der Thermoelemente zur Messung der Bauteiltemperaturen in der

Erwérmungs- sowie Belastungsphase der Push-out-Versuche.
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

D.1 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der

Referenzserie (PoV-R)

Push-out-
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

Push-out-
Versuch 500 [
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£
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Abbildung D.2: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-R mit einer Zieltemperatur von 350 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Abbildung D.3: Temperatur-Zeitkurven der
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

D.2 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der

Serie ohne Brillenbewehrung (PoV-B)

Push-out-
Versuch
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300 |- .
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Abbildung D.4: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-B mit einer Zieltemperatur von 200 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

Push-out-
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£
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5
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Abbildung D.5: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-B mit einer Zieltemperatur von 350 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Abbildung D.6: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-B mit einer Zieltemperatur von 500 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

D.3 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuche der
Serie mit 50 % Reduktion der Querbewehrung (PoV-Q)
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Abbildung D.7: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-Q mit einer Zieltemperatur von 200 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Abbildung D.8: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-Q mit einer Zieltemperatur von 350 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche

D.4 Temperaturverlaufe der Push-out-Versuch3 zum
Einfluss des Reibanteils (PoV-M)
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Abbildung D.10: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-M mit einer Zieltemperatur von 200 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -
Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Abbildung D.11: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-M mit einer Zieltemperatur von 350 °C
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Kapitel D Erginzende Darstellung zu den experimentellen Untersuchungen -

Temperaturverldufe der Push-out-Versuche
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Abbildung D.12: Temperatur-Zeitkurven der Bauteiltemperaturen der Push-out-
Versuche der Serie PoV-M mit einer Zieltemperatur von 500 °C
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Anhang E

Erganzende Darstellung zu den
numerischen Simulationen -

Dubelkennlinien der Push-out-Versuche

E.1 Diibelkennlinien der experimentellen Untersuchungen und der
numerischen Simulation der Serie ohne Brillenbewehrung (PoV-
B)

E.2 Diibelkennlinien der experimentellen Untersuchungen und der
numerischen Simulation der Serie mit 50 % reduktion der Quer-
bewehrung (PoV-M)
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Kapitel E Ergdnzende Darstellung zu den numerischen Simulationen -

Diibelkennlinien der Push-out-Versuche

E.1 Diibelkennlinien der experimentellen

Untersuchungen und der numerischen Simulation der

Serie ohne Brillenbewehrung (PoV-B)

In Abbildung E.1 werden die Diibelkennlinien der experimentellen Untersuchungen

mit den numerischen Simulationen zur Schubtragfihigkeit der VDL der Serie PoV-B

miteinander verglichen. Die numerischen Simulationen sind die Basis des Vergleichs
der Schubtragfihigkeit der VDL der Abbildung 5.16 des Abschnittes 5.3.3.
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Abbildung E.1: Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien der experimentellen Untersu-
chung und numerischen Simulation der Serie PoV-B bei (a) Raumtem-
peraturbedingungen, (b) 200°C, (c) 350°C und (d) 500°C
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Kapitel E Ergdnzende Darstellung zu den numerischen Simulationen -

Diibelkennlinien der Push-out-Versuche

E.2 Diibelkennlinien der experimentellen

Untersuchungen und der numerischen Simulation der
Serie mit 50 % Reduktion der Querbewehrung (PoV-Q)

In Abbildung E.2 werden die Diibelkennlinien der experimentellen Untersuchungen

mit den numerischen Simulationen zur Schubtragfdhigkeit der VDL der Serie PoV-Q

miteinander verglichen. Die numerischen Simulationen sind die Basis des Vergleichs
der Schubtragfihigkeit der VDL der Abbildung 5.16 des Abschnittes 5.3.3.

Schubtragfihigkeit P [kN]

Schubtragfiahigkeit P [kN]

100 [ T T T T '%‘ 100 [ T T | ]
| | | A | |
751/ \ = 751 -
h\ g 7 ]
=Y
50 {{f Z@ 50 1
g | |
25 | a2 25 1
2
I 2 |
0 \ \ \ ‘ = 0 \ \ \ ‘
0 5 10 15 20 w2 0 5 10 15 20
Verformung u [mm] Verformung u [mm]
(a) (b)
100 [ | | | | % 100 [ | | | ]
| A | |
75 | ") = 75 .
| = L —— |
.20 T
50 |- fﬁ 50 | |
,' 5 | |
25 =2 25 1
2
2 |
0 | | | L % 0 | | | L
0 5 10 15 20 w 0 5 10 15 20
Verformung u [mm] Verformung u [mm]
(c) (d)
Experimentelle Untersuchung ——  Numerische Simulation ‘

Abbildung E.2: Gegeniiberstellung der Diibelkennlinien der experimentellen Untersu-
chung und numerischen Simulation der Serie PoV-Q bei (a) Raum-

temperaturbedingungen, (b) 200°C, (¢) 350°C und (d) 500°C
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Anhang F

Erganzende Darstellung zu den
numerischen Simulationen - Kennwerte
der Push-out-Versuche aus der

Literatur

F.1 Modellparameter der Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit
der VDL von ClaBen et al. (2014a)

F.2 Modellparameter der Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit
der VDL von Feldmann et al. (2014)

F.3 F.3 Modellparameter der numerischen Simulation zur Schubtrag-
fahigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen im Brandfall

Zur Verifizierung der auf Basis der experimentellen Untersuchungen dieser Forschungs-
arbeit abgeleiteten Ansétze zur Modellierung des Schubtragverhaltens von VDL sind
Vergleichsrechnungen zur Uberpriifung der Ansétze anhand experimenteller Unter-
suchungen aus der Literatur von Claflen et al. (2014a) und Feldmann et al. (2014)
durchgefiihrt worden. Fiir die numerischen Simulationen sind die Modellparameter,
zu denen die Materialkennwerte und die implementierten konstitutiven Beziehungen
zéhlen, erforderlich. Grundlage der numerischen Modelle sind die von Claflen et al.
(2014a) und Feldmann et al. (2014) experimentell ermittelten Materialkennwerte von
Baustahl, Betonstahl und Normalbeton, die fiir die Vergleichsrechnungen verwendet
werden (siche Abschnitt 5.3.4).
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der
Push-out-Versuche aus der Literatur

F.1 Modellparameter der Push-out-Versuche zur
Schubtragfahigkeit der VDL von ClaBBen et al. (2014a)

In Abbildung F.1 und Abbildung F.2 sind die Kennwerte respektive die Modellpara-
meter der numerischen Modelle der Push-out-Versuche von Claflen et al. (2014a) zur
Schubtragfahigkeit der VDL in Puzzleform dargestellt, die die Grundlage der numeri-
schen Simulation des Abschnittes 5.3.4 sind.

o-e-Beziehung fiir Zug und Druck Materialkennwerte
600 ‘ ‘ :
Baustahl Betonstahl
— 100 | f, 465 585 —
2k i 606 — 668
. E 203.000 — 198.000
s 200 | .
Va 0,3 nach DIN EN 1993-1-2 (2010)
0
0,00 0,05 0,10
€a []

Abbildung F.1: o-e-Beziehung von Baustahl und Materialkennwerte von Baustahl
5355 sowie Betonstahl B500 der numerischen Simulation der Push-
out-Versuche von Claflen et al. (2014a)

o-e-Beziehung fiir Druckbereich Materialkennwerte
50 M nach Sargin (1971) Normalbeton
40 mit D = 170 ka’Cyl 41,6 #
~ N
e Ec 31800 N
— fot 3,125
e Ve 0,2 nach DIN EN 1992-1-1
(2010)
Ge 0,14 % (gemafB Model Code
0,0 2,5 5,0 (2018))
e [] 1072

Abbildung F.2: g-e-Beziehung bzw. o-w-Bezichung und Materialkennwerte von Beton
C40/50 der numerischen Simulation der Push-out-Versuche von Cla-
Ben et al. (2014a)
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der
Push-out-Versuche aus der Literatur

Fortsetzung Abbildung F.2

o-w-Beziehung fiir Zugbereich Modellparameter CDP
3,0 - 1,0 Formfaktor K. 0,67
Exzentrizitat e 0,15
% 2,0 107 | Dilatanzwinkel © 38°
- el fo/feo 1,16
5 1,0 -0,3
Zugschidigung 0<di <1
0,0t 0,0
0,00 0,05 0,10 0,15
w [mm]
—— o0-w-Bez. ---  Schidigung

Abbildung F.2: o-e-Beziehung bzw. o-w-Beziehung und Materialkennwerte von Be-
ton C40/50 der numerischen Simulation der Push-out-Versuche von

Claflen et al. (2014a)
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der
Push-out-Versuche aus der Literatur

F.2 Kennwerte der numerischen Simulation der
Push-out-Versuche zur Schubtragfahigkeit von VDL von
Feldmann et al. (2014)

In Abbildung F.3 und Abbildung F.4 sind die Modellparameter der numerischen Mo-
delle der Push-out-Versuche von Feldmann et al. (2014) zur Schubtragfihigkeit der
VDL in Klothoidenform dargestellt.

o-e-Beziehung fiir Zug und Druck Materialkennwerte
600 Baustahl ‘ Betonstahl
| | fy 422 N 500 N *
Z“é 400 ] £, k% k%
— E 210.000 25 * 200.000 55 *
[
o 200 .
Va 0,3 nach DIN EN 1993-1-2 (2010)
*Nominalwerte, keine experimentellen Daten
0
0,00 0,05 0,10 ** Keine Daten verfugbar
€a H

Abbildung F.3: o-e-Beziehung von Baustahl und Materialkennwerte von Baustahl
S355 sowie Betonstahl B500 der numerischen Simulation der Push-
out-Versuche von Feldmann et al. (2014)

o-e-Beziehung fiir Druckbereich Materialkennwerte
40 mnach Sargin (1971) Normalbeton
I mit D = 1,0 fac eyl 35,0 25
— Ec 25900 —
g
“|g for 3,2 X, (gemaB DIN EN
5 1992-1-1 (2010))
)
Ve 0,2 nach DIN EN 1992-1-1
(2010)
Gy 0,14 = (gemdB Model Code
0,0 2,5 5,0 2013))
ee [l 1072

Abbildung F.4: o-e-Beziehung bzw. o-w-Beziechung und Materialkennwerte von Beton
(C30/37 der numerischen Simulation der Push-out-Versuche von Feld-
mann et al. (2014)
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der
Push-out-Versuche aus der Literatur

Fortsetzung Abbildung F.4

o-w-Beziehung fiir Zugbereich
3,0 ‘ 10
= 200\ 10,7
E ) ’, LT
ZE I =
—_ "G
g 1,01 -0,3
0,0 0,0
0,00 0,05 0,10 0,15
w [mm]
—— o0-w-Bez. ---  Schidigung

Modellparameter CDP

Formfaktor K.
Exzentrizitat
Dilatanzwinkel ¥
fro/feo
Zugschidigung

0,67
0,15
38°
1,16
0<dy <1

Abbildung F.4: o-e-Beziehung bzw. o-w-Beziehung und Materialkennwerte von
Beton C30/37 der numerischen Simulation der Push-out-Versuche

von Feldmann et al. (2014)
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der
Push-out-Versuche aus der Literatur

F.3 Modellparameter der numerischen Simulation zur
Schubtragfahigkeit der VDL mit einem

Ausstanzversagen im Brandfall

In Abbildung F.5 und Abbildung F.6 sind die Modellparameter zur Bewertung des
Einflusses eines Temperaturgradienten auf die Schubtragfdhigkeit der VDL in Puzz-
leform mit einen Ausstanzversagen dargestellt, die die Grundlage der numerischen
Simulationen des Abschnitt 5.4 sind.

o-e-Beziehung fiir Zug und Druck Materialkennwerte
400
300 ‘ Baustahl ‘ Betonstahl
| £,(20°C) 355 500
_'8 200 E(20°C)| 210.000 - 200.000 —
<
® 100 [nach DIN EN = kyo und kg,
1994-1-2 (2010) gemifl DIN EN 1994-1-2 (2010)
O T 1 T .
0,00 0,05 0,10 va(0) nach Wohlfahrt und Schmidt (2001)
ea [ €a(0) geméafl DIN EN 1994-1-2 (2010)
o -
— 20°C — 200°C
— 400°C —— 600°C Modell: Elastisch-plastisch mit Verfestigung

Abbildung F.5: o-e-Beziehung von Baustahl und Materialkennwerte des Baustahls
S355 und Betonstahls B500 der numerischen Simulation der Push-out-
Versuche zur Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen
im Brandfall
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Kapitel F Erginzende Darstellung zu den numerischen Simulationen - Kennwerte der

Push-out- Versuche aus der Literatur

o-e-Beziehung fiir Druckbereich

nach Sargin (1971)
mit D = 1,0

= 20
g
ClE
¢ 10
0
0,0 25 5,0
€c H 102
— 20°C — 200°C
— 400°C —— 600°C

Materialkennwerte

£f4.(20°C) = 30 X

mm?2

— ke geméB DIN EN 1992-1-2 (2011)

Ec(20°C) = 30.500 X

mm?2

— kg0 gemédB Bahr et al. (2013)

£:4(20°C) = 2,9 X (gemaB DIN EN

mm?2

1992-1-2 (2011))
— ke gemiB DIN EN 1994-1-2 (2010)

ve(0)  nach Ehm (1986)

ec(f)  gemiB DIN EN 1992-1-2
(2011)

G¢(20°C) = 0,13 2= (gemaB Model
Code (2013))

— ka,,0 geméB Zhang und Bicanic (2002)

o-w-Beziehung fiir Zugbereich

sl T 11,00
< o\ e oer
g / Pie ’ [

“E 1 ) -
— I, S ’ ”’—’ =
& 1AL 10,33
ger L 0,00
0,00 0,05 0,10 0,15 0,20
We [mm]
—— o0-w-Bez. --- Schidigung
— 20°C — 200°C
—  400°C

Modellparameter CDP

Formfaktor K. 0,67

(temperaturunabhéngig)

Exzentrizitat e

0,15

(temperaturunabhingig)

Dilatanzwinkel ¥ 38°

(temperaturunabhingig)

fo0/fe0(20°C) 1,16

— Temperatureinfluss nach Ehm (1986)

Zugschadigung 0<de <1
Spiegelung des Verlaufs der o-w-Beziehung

von Hillerborg et al. (1976)

Abbildung F.6: o-e-Beziehung bzw. o-w-Beziehung und Materialkennwerte des Nor-
malbetons C30/37 der numerischen Simulation der Push-out-Versuche
zur Schubtragfihigkeit der VDL mit einem Ausstanzversagen im
Brandfall
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