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1. Einfihrung
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1.3. Aufbauder Arbeit ... ... ...... 4

1.1. Motivation

Ultrahochfester Beton (UHPC) wurde in

den letzten zehn Jahren nur vereinzelt in
einigen Bereichen des Ingenieurbaus, u.a.
beim Neubau von mehreren Strafienbriicken
aus Fertigteiltragern!” 2, bei Instandsetzungs-
und Verstirkungsmafsnahmen an Strafien-
briicken als Ortbeton® * sowie bei Fertigteilen
fiir den Spezialtiefbau®’ © eingesetzt. Fast
allen bisherigen Anwendungen ist gemein,
dass der Baustoff unter Einsatz einer grofien
Menge an den beiden energieintensivsten Aus-
gangsstoffen, dem Portlandzement und den
Mikrostahlfasern, zur Verwendung kam. Dies
spiegelt sich auch in den Ergebnissen einer
Sichtung der tiber zehn Jahre veroffentlichten
Literatur zur Forschung und Anwendung von
UHPC wieder; die Studie ergab, dass fiir die
Herstellung von UHPC im Mittel ein Zement-
gehalt von rd. 750kg/m? sowie ein mittlerer
Gehalt an Mikrostahlfasern in Hohe von rd.
240 kg/m?3 (entspricht 3 Vol.-%) tiblich ist.” In

1 Portland Cement Association: Ultra-High Performan-
ce Concrete.

2 Toutlemonde u. Resplendino (Hrsgb.): Designing and
building with UHPFRC.

3 Briiwiler u. Denarié: Rehabilitation of concrete struc-
tures using UHPFRC.

4 Sajna et al.: Assessment of a UHPFRC based bridge
rehabilitation in Slovenia.

5 Walraven u. Schumacher: Anwendungen fiir Ultra-
Hochleistungsbetone.

% Tbuk u. Beckhaus: UHPC for drill bits in special foun-
dation engineering.

7Stengel u. Schiefl: Sustainable construction with
UHPC.

Deutschland kann im Moment als Stand der
Technik der im Rahmen des abgeschlossenen
DFG-Schwerpunktprogramms zum UHPC
verwendete Beton mit rd. 830 kg/m? Portland-
zement und rd. 190 kg/m> Mikrostahlfasern
bezeichnet werden, siehe z.B. Burkart und
Miiller®.

Die Mikrostahlfasern weisen einen Durch-
messer von 0,15mm bis 0,25 mm sowie eine
Lange von rd. 6 mm bis 15mm auf und die-
nen der Vermeidung eines explosionsartigen
Versagens des sproden Werkstoffs sowie zur
Ubertragung von Spannungen im gerissenen
Zustand. Die hohe Zugfestigkeit der Mikro-
stahlfasern (rd. 3.400N/mm?) resultiert u.a.
aus der starken, herstellbedingten Kaltver-
formung bei den sogenannten Teilprozessen
des Trocken- und Nassziehens von einem
Ausgangsdurchmesser von rd. 5mm auf
den Enddurchmesser. Das Nassziehen weist
innerhalb der Drahtherstellung (inklusive der
Stahlgewinnung hauptsdchlich sogenanntes
Elektrostahlverfahren) den hochsten Energie-
bedarf auf.” Die damit verbundenen Kosten
und klimarelevanten Wirkungskategorien wie
z.B. das Treibhauspotenzial sind nicht nur
auf der Werkstoffebene dominierend, sondern
auch im Bauteil bzw. im gesamten Bauwerk
signifikant.”!% 12 Dje gegeniiber konventio-
nellen Baustoffen grundsétzlich auf der Hand
liegenden oOkologischen Vorteile des Werk-
stoffs, welche aus einer schlanken und daher
Ressourcen schonenden Bauweise resultieren,
werden deshalb zum Teil wieder kompensiert.

8 Burkart u. Miiller: Creep and shrinkage characteristics
of UHPC (2008).
9 Stengel u. Schiefl: Life Cycle Assessment of UHPC
bridge constructions.
10 Stengel et al.: Sustainable building with UHPC.
1 Stengel: Sustainability aspects of traffic bridges made
from UHPFRC.
12Gtengel et al.: Nachhaltigkeitsaspekte von Bauteilen
aus UHPC.



1.2. Ziel der Arbeit

Darin liegt u.a. die Tatsache begriindet, dass
in der Baupraxis bisher nur selten auf den
Werkstoff UHPC zuriickgegriffen wird.

Die vorgenannten Aspekte lassen daher
die Beschiftigung mit dem Thema der
Wirkungsweise von Stahlfasern in UHPC loh-
nenswert erscheinen. Gelingt es, den Gehalt
an Mikrostahlfasern z.B. durch Erhohung der
Fasereffektivitidt oder durch einen Austausch
mit kostengtinstigeren, aber ansonsten gleich-
wertigen Fasern zu reduzieren, so wiirde
sich dies sowohl in okonomischer als auch
okologischer Hinsicht auf Werkstoff- und Bau-
teilebene positiv bemerkbar machen. Dadurch
ware zumindest ein Teil der bislang noch
vorhandenen Argumente gegen den Einsatz
von UHPC aus dem Weg gerdumt.

1.2. Ziel der Arbeit

Die Reduzierung des Gehalts an Mikrostahlfa-
sern kann grundsatzlich durch die Verfolgung
dreier Konzepte erreicht werden:

¢ Steigerung der Fasereffektivitdt durch
Anpassung der Faserverteilung und
-orientierung an den Kraftfluss im Bauteil;
Stichwort: Gradierung des Bauteils.

¢ Steigerung der Fasereffektivitdt durch
Verbesserung des Verbundes, so dass mit
einem geringeren Gehalt an Fasern die
gleiche Wirkung erzielt werden kann.

* Ersatz von Mikrostahlfasern durch
glinstigere Fasern bei ansonsten
gleichbleibender Wirksamkeit der Fasern.

Die Optimierung der Faserverteilung und
der Faserorientierung im Sinne gradierter
Bauteile ist im Wesentlichen eine Aufgabe
der Herstelltechnologie im Werk oder auf der
Baustelle in Kombination mit den statischen
Betrachtungen eines Tragwerks und soll nicht
Gegenstand dieser Arbeit sein.

Der Ersatz von Mikrostahlfasern durch giins-
tigere Fasern, d.h. durch Fasern mit grofierem
Durchmesser, ist aufgrund der bei UHPC i.d.R.
anzutreffenden filigranen Bauweise und der

damit nach oben begrenzten Faserlinge bzw.
Faserschlankheit nur eingeschrankt moglich.
Hinzu kommt, dass die fiir die Wirkung
der Fasern im Werkstoff mafigebende An-
zahl an Fasern bei gleichem volumetrischen
Fasergehalt proportional zu 1/1’]2( ist; bereits
die Erhohung des Faserdurchmessers von
0,15mm auf 0,21 mm geht mit einer Halbie-
rung der Faseranzahl im Werkstoff einher
(Voraussetzung: Lange und Rohdichte der
Fasern bleiben konstant). Die gesamte Faser-
verbundfldche im Werkstoff (Ayp, ges =15 Ap)
nimmt hingegen proportional zu 1/r; ab,
siehe relative Darstellung in Bild 1.1. Werden

10 e —
0,9\
084\
074
0,64
054
044
0.3}
024
014

T T T
Anzahl an Fasern

rel. KenngroRe im Werkstoff [-]

0,15 0,20 025 030 035 040 045 050 055 0,60
Faserdurchmesser ﬁf[mm]

Bild 1.1: Relative Anzahl an Fasern und relative
gesamte Faserverbundfliche im Werkstoff in
Abhiingigkeit des Faserdurchmessers

Stahlfasern mit einem Durchmesser deutlich
grofier als 0,15mm bei gleichem Fasergehalt
im UHPC eingesetzt, so muss die resultieren-
de geringere Faserverbundfldche im Werkstoff
durch eine Optimierung der Verbundeigen-
schaften ausgeglichen werden. Um eine
gezielte Optimierung des Verbundverhaltens
zu ermoglichen, sind Kenntnisse zu den
Mechanismen der Kraftiibertragung zwischen
Fasern und UHPC notwendig.



1.2. Ziel der Arbeit

mechanisch-technologische Betrachtungen

okonomische/dkologische

Betrachtungen
S Mikroebene :Mesoebene i Makroebene :
© 10° ~ 10* :o10° ~  10% ) 0"~  10°[m] ::
Untersuchte Topographie der Stahlfaser- Faserdurchmesser . Fasereffektivitat im : © Kosten, klimarelevante
GréRen oberflache, Mikrostruktur und i und -lénge, Winkel : Werkstoff, Faserorien- : : Wirkungskategorien auf :
chem. Zusammensetzung der: Faser-Last, mech. : tierung, eff. Verbund- :: Werkstoff- und Bauteilebene :
ITZ, Packungsdichte Eigenschaften : lange, Bereitstellung :
i UHPC, Radialdruck-: von Parametern fir :
spannungen ITZ | Werkstoffmodellierung s
Untersuchungs-: Konfokalmikroskopie, REM, : Einzelfaser-pull-out, } Biegezugversuche,  : : Okobilanz
methoden :

EDX, 29Si-NMR, numerische
Methoden

Verbundverhalten

Druck- und Spaltzug-
: festigkeit, E-Modul,
num. Methoden

! theoret. Betrachtungen -
: zur mech. Leistungs- : :
+ fahigkeit im Werkstoff :

Vergleichende Bewertung von
Fasern hinsichtlich verschiedener
Eigenschaften

und mech. Leistungs-
fahigkeit von Stahl-

fasern in UHPC

Bild 1.2: Schematische Ubersicht zu den untersuchten Grifien und Untersuchungsmethoden im Rahmen dieser

Arbeit

Die theoretischen Betrachtungen und experi-
mentellen Analysen dieser Arbeit haben daher
zum Ziel,

¢ die Mechanismen der Verbundwirkung
versuchstechnisch zu erforschen und mit
Hilfe geeigneter Modellansitze
theoretisch zu erkliren,

¢ das Verbundverhalten der Fasern mit
Hilfe des vorgenannten Modellansatzes
einer Optimierung zugéanglich zu
machen,

¢ Kenngrofien des Verbundverhaltens einer
einzelnen Faser fiir die Modellierung des
Werkstoffverhaltens bereitzustellen und

¢ Kennzahlen zur vergleichenden
Bewertung verschiedener Stahlfasern zu
entwickeln, so dass eine Bewertung im
mechanischen, 6konomischen und
okologischen Sinn moglich ist.

Das Verbundverhalten der Fasern wurde nicht
auf Werkstoffebene untersucht, sondern an-
hand der Kraftiibertragung zwischen einer ein-
zelnen Faser und der Matrix, d.h. basierend

auf Einzelfaserausziehversuchen (sogenannte
pull-out-Versuche). Um die Mechanismen der
Kraftiibertragung aufzudecken, wurden Un-
tersuchungen und theoretische Betrachtungen
auch auf der Mikroebene durchgefiihrt. Ei-
ne schematische Ubersicht der untersuchten
Grofien sowie der im Rahmen der Arbeit
zum Einsatz kommenden Untersuchungsme-
thoden ist in Bild 1.2 gegeben. Die dort ge-
nannten Untersuchungen wurden an einer Rei-
he von Variationen hinsichtlich der Beton-
zusammensetzung und der Fasereigenschaf-
ten (u.a. Durchmesser, Topographie) durchge-
tithrt, so dass die mafsgebenden Einflussgro-
Ben herausgearbeitet werden konnten. Neben
der Erforschung der Mechanismen der Kraft-
tibertragung wurden die daraus resultieren-
den Moglichkeiten der Reduzierung des Ge-
halts an Mikrostahlfasern auch hinsichtlich
monetdrer und okologischer Aspekte bewer-
tet. Dazu wurden Betrachtungen zur mechani-
schen Leistungsfahigkeit der Fasern im Werk-
stoff angestellt und eine sogenannte Faserleis-
tungskennzahl erarbeitet, die eine vergleichen-
de Beurteilung verschiedener Fasern zuldsst.
Die Aussagekraft der Faserleistungskennzahl
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wurde anhand von Versuchen zum Biegetrag-
verhalten von faserbewehrten UHPC-Balken
tiberpriift. Mit Hilfe der Faserleistungskenn-
zahl konnen beliebige Fasern und auch Faser-
gemische hinsichtlich ihrer mechanischen Wir-
kung im Werkstoff beurteilt werden. Die Faser-
leistungskennzahl ermoglicht dariiber hinaus
auch eine Bewertung im Hinblick auf moneta-
re und 6kologische Kosten.

1.3. Aufbau der Arbeit

Der Fokus wurde im Rahmen dieser Arbeit
auf das Verbundverhalten von Stahlfasern bei
geradem, d.h. bei lastparallelem Faserauszug
gerichtet. Das gesamte Kapitel 2 beschaftigt
sich mit verschiedenen Aspekten dieses The-
mas. Zu Beginn wird zunéchst die Differential-
gleichung des verschieblichen Verbundes mit
den entsprechenden Verbundgrundgesetzen
auf das Verbundverhalten von Stahlfasern
in UHPC angewendet. Im Anschluss daran
werden einige werkstoffwissenschaftliche
Modelle aus der Literatur, welche sich im
Wesentlichen mit der Erklirung und Mo-
dellierung des Zusammenhangs zwischen
Verbundfestigkeit und Faserdurchmesser bzw.
Verbundldnge beschiftigen, erldutert. Die
Modelle werden auch auf die Ergebnisse der
eigenen Versuche tibertragen. Darauf aufbau-
end wird eine Arbeitshypothese fiir die an der
Kraftiibertragung beteiligten Mechanismen
in Form einer einfachen Summengleichung
aufgestellt. Die Summanden stehen fiir die
jeweiligen Mechanismen und werden im Wei-
teren in einzelnen Absédtzen im Detail erortert,
so dass schliefdlich eine Quantifizierung mog-
lich wird. Die Modellierung der Mechanismen
griindet - aufler auf den physikalischen und
mechanischen Grundlagen - auch auf den
Untersuchungen der Grenzfliche und des
Verbundbereichs (interfacial transition zone =
ITZ) sowie einer FEM-Studie der untersuch-
ten Betone hinsichtlich der aus Schwinden
resultierenden Radialdruckspannungen an
der Faseroberfldche.

Um die Effektivitat verschiedener Fasern
bei dreidimensionaler Orientierung im Werk-

stoff beurteilen zu konnen, reichen Kenntnisse
tiber das Verbundverhalten bei geradem
Faserauszug alleine nicht aus. Aus diesem
Grund wurden Faserausziehversuche unter
verschiedenen Winkeln zwischen Faser und
Last durchgefiihrt. Die dabei gewonnenen
Ergebnisse werden mit Bezug zu vorhande-
nen Modellen aus der Literatur in Kapitel 3
diskutiert und so aufbereitet, dass in Kapitel 4
die Effektivitdt im Werkstoff vereinfachend
mit Hilfe einer entwickelten Faserleistungs-
kennzahl abgeschitzt werden kann.

Zuletzt wird in Kapitel 5 mit Hilfe der
Faserleistungskennzahl eine mogliche Re-
duzierung des Gehalts an Mikrostahlfasern
hinsichtlich 6konomischer und o6kologischer
Aspekte auf Werkstoff- und Bauteilebene
- auch im Vergleich zu konventionellen
Baustoffen - diskutiert und somit weitere
Optimierungsmoglichkeiten fiir den Einsatz
von faserbewehrtem UHPC aufgezeigt.



Kennst Du das Alte, wird Dir das Neue klar.
(Julius Graf zu Hardegg)
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2.1. Durchgefluhrte
Untersuchungen

2.1.1. Vorbemerkungen

Die Untersuchung der Kraftiibertragung zwi-
schen Stahlfasern und UHPC erfolgte im Rah-
men dieser Arbeit mit Hilfe von Ausziehver-
suchen an einzelnen Fasern. Die untersuchten
Variationen sowie die angewandten Untersu-
chungsmethoden werden im Folgenden erldu-
tert. Dies geschieht bewusst zu Beginn der Ar-
beit, da bereits bei der Sichtung der vorhan-
denen Modelle zur Kraftiibertragung eine An-
wendung auf die eigenen Faser- und Beton-
varianten, d.h. auf die Ergebnisse der eigenen
Untersuchungen, erfolgen soll.

2.1.2. Untersuchte Betone

Herstellung und Nachbehandlung

Die Betone wurden in einem Intensivmischer
(Fa. Eirich, Typ ,R02-Vac”) hergestellt. Zu-
nédchst wurden die trockenen Ausgangsstoffe
fur 60 s homogenisiert. Anschlieflend wurde
das Anmachwasser mit 40% des Fliefsmittels
innerhalb von 10s zugegeben und fiir 80's un-
tergemischt. Danach wurde der Rest des Fliefs-
mittels innerhalb von 10s zugegeben und fiir
80 s unter Vakuum (50 mbar) gemischt. Unmit-
telbar nach Mischende wurde das Ausbreit-
flieimaf3 bestimmt und die Proben hergestellt.
Die Proben wurden bei 20 °C und 98% r.F. fiir
5d gelagert. Diese Lagerung wurde nur kurz
zum Ausschalen im Alter von 1d unterbro-
chen. Im Alter von 5d wurden alle Proben ei-
ner Warmebehandlung bei 90 °C (iiber Wasser
lagernd) fiir 48h (inkl. jeweils 2h Aufheizen
und Abkiihlen) unterzogen.

Betonzusammensetzungen

Um die mafsgebenden Einflussgrofsen auf die
Kraftiibertragung zwischen Stahlfasern und
UHPC aufdecken zu kdonnen, wurden auf Sei-
ten der Betonzusammensetzung eine Reihe
von Variationen untersucht. Ausgehend von
dem Referenzbeton M1 (Zement Z1, grobes
Quarzmehl Q1) wurden zunéachst die Art und
Feinheit des Zusatzstoffs (Betone M3 bis M7
mit Zement Z1; grobes und feines Quarzmehl
Q1 und Q2; Hiittensandmehl HSM; grobes
K1, feines K2, sehr feines K3 Kalksteinmehl)
variiert. Neben der Variation des Zusatzstoffs
wurde ein im Zementgehalt stark reduzier-
ter Beton (M8, Zement Z2) sowie der Refe-
renzbeton des DFG-Schwerpunktprogramms
SPP 1182 (Beton M2 mit Zement Z3, Benen-
nung des Betons im SPP: M2Q) in die Unter-
suchungen einbezogen. Aufier der chemischen
Zusammensetzung wurde auch die Korngro-
Benverteilung (Lasergranulometrie) eines je-
den Betonausgangsstoffs und die spezifische
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Tabelle 2.1: Untersuchte Mischungsvarianten [kg/m®],
w/z-Wert und Gesamtoberfliche OF
(N>-BET) [103m?/m?]

Tabelle 2.2: Druckfestigkeit f. und Spaltzugfestigkeit
fsp der untersuchten Betone nach der
Wiirmebehandlung, Priifalter 7 d

Stoff M1 M2 M3 M4 M5 M6 M7 M8

Z1 680 0 680 680 680 680 680 O
Z2 0 0 0 0 0 0 0 220

Z3 0 82 0 0 0 0 0 0
S1 138 0 138 138 138 138 138 100
52 0 138 0 0 0 0 0 0
Q1 360 211 O 0 0 0 0 0
Q2 0 0 0 0 0 0 360 0
K1 0 0 0 371 O 0 0 0
K2 0 0 0 0 371 0 0 0
K3 0 0 0 0 0 371 0 485
HSM 0 0 391 0 0 0 0 350
QS 990 995 990 989 990 990 990 991
H,O 166 160 177 165 171 165 170 187
FM 35 45 24 37 30 36 31 12
w/zY) 0,28 0,22 0,28 0,28 0,28 0,28 0,28 0,89
w/bz) 0,23 0,19 0,16 0,23 0,23 0,23 0,23 0,29
OF 3920 3500 3930 4180 4100 5260 5030 4850

1) w: inkl. Wasseranteil des Fliefmittels
2) b: Zement, Silikastaub, Hiittensand

Oberflache (N,-BET) bestimmt. Die Ergebnisse
der Analysen sind in Anhang A detailliert dar-
gestellt. Eine Ubersicht der untersuchten Be-
tone ist in Tabelle 2.1 gegeben. Dort ist neben
der Zusammensetzung auch der w/z-Wert des
Betons (inkl. Wasseranteil des FliefSmittels) so-
wie die Gesamtoberflache OF (N>-BET) des Mi-
neralstoffgemischs (Zemente Z1 bis Z3, Silika-
stdube S1 und S2, Quarzsand QS, Zusatzstof-
fe) angegeben. Der Gehalt an FlieSmittel FM
(Polycarboxylat) wurde im Rahmen von Vor-
versuchen jeweils so eingestellt, dass ein Aus-
breitfliefmafs (Hagermann-Trichter ohne Scho-
cken) von 285 mm + 15 mm erreicht wurde.

Festbetoneigenschaften und Hydratations-
grade

Um die Betone hinsichtlich ihrer mechani-
schen Eigenschaften zu charakterisieren, wur-
den parallel zu den Ausziehversuchen jeweils
die Druckfestigkeit f. und die Spaltzugfes-
tigkeit fs, an Zylindern des Durchmessers

Beton ¢ P
MWD VKP n® MWD VK2 n3)

[-]  IN/mm®][%] [-] [N/mm®][%] [-]

M1 213 7 23 11,4 19 22
M2 232 5 3 16,5 12 3
M3 222 9 11 10,4 14 11
M4 222 1 3 10,3 16 3
M5 198 12 21 9,9 21 20
Mé 226 3 3 8,2 1 3
M7 254 4 9 14,4 8 3
M8 176 1 3 10,9 7 3

1) MW: Mittelwert
2) VK: Variationskoeffizient
) n: Anzahl an Proben

D =50mm (H/D =1 und H/D =2) bestimmt.
Aufierdem wurde von den Betonen M1, M3,
M5 und M8 der statische E-Modul E, an Zylin-
dern des Durchmessers D = 50 mm (H/D = 2)
ermittelt. Alle Ergebnisse wurden dem Ausrei-
Bertest nach Rosner!® unterzogen und sind in
Tabelle 2.2 und Tabelle 2.3 zusammengefasst.

Das Spektrum der ermittelten Druckfes-
tigkeiten reichte von rd. 175N/mm? bis rd.
255N/mm?. Die Differenz zwischen den
E-Moduln der Betone M1, M3 und M5 ent-
sprach maximal rd. 4%. Der E-Modul dieser
Betone kann daher als Mittelwert zu rd.
49.300 N/mm? angenommen werden. Fiir den
E-Modul des Betons M2 kann nach Burkart
und Miiller * rd. 55.000N/mm? angesetzt
werden. Der E-Modul des Betons M8 betrug
42.700N/mm?. Neben den mechanischen
Eigenschaften wurde der Hydratationsgrad
der C3S5- und C,S5-Phasen (C), des Silikastaubs
(SF) und des Hiittensandmehls (HSM) mit

13 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.

14 Burkart u. Miiller: Creep and shrinkage characteristics
of UHPC (2008).
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Tabelle 2.3: E-Moduln E; der untersuchten Betone
nach der Wiirmebehandlung, Priifalter 7 d

Beton E-Modul E.
MWD VK2 nd
(-] [N/mm?] [%]  [-]
M1 49.800 3 3
M3 50.000 3 3
M5 48.000 3 3
M8 42.700 5 3

D MW: Mittelwert
2) VK: Variationskoeffizient
3) n: Anzahl an Proben

Tabelle 2.4: Hydratationsgrade w; [%] der reaktiven
Bestandteile der untersuchten Betone

Beton M1 M2 M3 M4 M5 M6 M7

M8
ac) 45 44 33 42 43 33 55 32
54 73 76 76 79 76 83

D(Sl:z) 81

DCHSMS) - - 31 - - - - 16

1) C: C35- und C,S-Phasen
2) SF: Silikastaub
3) HSM: Hiittensandmehl

Hilfe der ?°Si-NMR-Spektroskopie bestimmt.
Fir Erlauterungen zur Mess- und Auswer-
temethodik sei z.B. auf Schachinger et al.!®
verwiesen. Die Ergebnisse der Analysen sind
in Tabelle 2.4 zusammengefasst.

2.1.3. Untersuchte Faservarianten

Neben den fir UHPC {iblicherweise verwen-
deten geraden Mikrostahlfasern (vermessingt,
¢ =0,15mm) wurden auch gerade Mikro-
stahlfasern des Durchmessers @ r=020mm
(sowohl blanker als auch vermessingter Draht)
und gerade Stahlfasern der Durchmesser
@r=0,29mm, gf = 0,48 mm und @ = 0,97 mm
(jeweils blanker Draht) untersucht. Die Dréhte,
welche das Grundmaterial fiir die Herstellung

15 Schachinger et al.: Effect of curing temperature at an
early age on the long-term strength development of
UHPC.

Tabelle 2.5: Zugfestigkeit der verwendeten Stahlfasern

o Z}lg— ' Varia'tic.)ns— Anzahl
festigkeit  koeffizient Proben
[mm]  [N/mm’] [%] [-]
0,97 2.590 2 3
0,48 2.610 1 4
0,48g") 1.210 4 15
0,39g" 1.090 4 3
0,29 2.725 4 6
0,15m?)  3.225 9 9

) ¢: gewellter Draht
2) m: galvanisch vermessingt

der Fasern bilden, wurden von verschiede-
nen Faserherstellern bezogen. Orientierend
wurden auch gewellte Stahlfasern mit ei-
nem Durchmesser von @f=039mm und
@¢ =048 mm (jeweils blanker Draht) verwen-
det, siehe auch Bild A4 in Anhang A. Die
Wellenform der Fasern wies jeweils eine Wel-
lenlinge von 4mm und eine Amplitude von
1,5 mm auf. Der entsprechende gewellte Draht
wurde ebenfalls von einem Faserhersteller zur
Verfiigung gestellt.

Die Zugfestigkeit der Stahldrdhte bzw. -fasern
wurde im weggeregelten Versuch ohne Deh-
nungsmessung bestimmt. Die Ergebnisse sind
in Tabelle 2.5 zusammengefasst. Die Topogra-
phie der Stahlfaseroberfliche wurde sowohl
qualitativ mit Hilfe von REM-Aufnahmen
als auch quantitativ mit Hilfe eines Konfo-
kalmikroskops untersucht. Um den Einfluss
der Topographie der Faseroberfldche auf das
Verbundverhalten zu untersuchen, wurde ein
Teil der Fasern per Hand aufgeraut, siehe
Bild A.5in Anhang A.

2.1.4. Durchfiihrung und Auswertung der
Ausziehversuche

Die Fasern (Drahtstiicke) wurden in zylin-
drische Probekorper mit unterschiedlichen
Verbundliangen (rd. 2,5mm bis rd. 35mm,
Referenzvariante: 5mm) eingebettet. Dazu
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wurden Schalungen aus Teflon entwickelt,
deren Boden mit Prédzisionsbohrungen fiir die
Aufnahme der Fasern versehen wurden. Die
Schalungen hatten einen Durchmesser von
35mm und eine Hohe - je nach Verbundldnge -
von 15mm bis 45 mm. Orientierend wurden
zwei weitere Durchmesser -10mm und
20 mm - untersucht. Die Proben wurden dem-
nach so hergestellt, dass die Einfiillseite der
Verbundldnge gegeniiberlag. Dadurch sollte
verhindert werden, dass sich Luftporen im
frischen Zustand wihrend des Entliiftens an
der Grenzflache Faser/UHPC anlagern.

Die Ausziehversuche wurden als reine
Zugversuche durchgefithrt. Dazu wurden
die zylindrischen Proben mit der Einfiillseite
auf eine Stahlplatte geklebt und in einen
dafiir entwickelten Priifrahmen eingebaut.
Um auch Fasern mit Durchmessern unter
0,5mm in der Priifmaschine einspannen zu
konnen, wurde eine Vorrichtung, bestehend
aus einem Fein-Bohrfutter verwendet, siehe
Bild K.1 links in Anhang K. Der Priifrahmen
war so aufgebaut, dass eine Stahlplatte, auf
die die pull-out-Probekorper geklebt wurden
(siehe Bild K.1 rechts in Anhang K), oberhalb
des Fein-Bohrfutters fixiert werden konnte.
Die Belastung der Proben erfolgte weggere-
gelt (1,8 mm/min) bis die Drihte vollstandig
aus dem Probekorper herausgezogen waren.
Dabei wurden der Maschinenweg sowie die
Kraft kontinuierlich aufgezeichnet. Fiir die
Durchfiihrung der Ausziehversuche kam eine
spindelgetriebene Universalpriifmaschine mit
einer 500 N-Kraftmessdose zum Einsatz, siehe
Bild K.2 in Anhang K.

Im Rahmen von Vorversuchen wurde mit
Hilfe eines Laserdistanzmessers (Auflosung
der Messeinrichtung: 0,001 mm) die Verfor-
mung der Priifmaschine, des Priifrahmens
sowie der Schlupf in der Einspannung unter
Last ermittelt. In guter Naherung ergab sich
fir den Zusammenhang zwischen Zugkraft
F, ([N]) und Verformung inkl. Schlupf in der
Einspannung Aé ([mm]) ein Polynom zweiten
Grades. Die Gleichung zur Abschitzung der
Maschinen- und Priifrahmenverformung
und des Schlupfes in der Einspannung lautet

A5 ~1,045-107°-F2+1,292-107*-F,. Fir alle
weiteren Betrachtungen, bei denen der Fa-
serschlupf am belasteten Ende der Faser von
Interesse ist, wurde der gemessene Maschi-
nenweg in Abhdngigkeit der Zugkraft um die
Maschinenverformung und den Schlupf in der
Einspannung nach o.g. Gleichung korrigiert.
Die freie Lange der Fasern zwischen Faserein-
spannung und Probekorperoberfliche betrug
rd. 5mm. Fiir die Darstellung und Auswer-
tung der Last-Maschinenwegkurven wurde
die elastische Verformung der Fasern in der
freien Lange (Annahme: Eg = 200.000 N/mm?)
herausgerechnet. In Bild 2.1 sind beispielhaft
die Last-Maschinenweg-Kurven der Stahl-
fasern des Durchmessers 0,48 mm mit einer
Verbundldnge von 5mm in Kombination mit
dem Beton M1 dargestellt (Winkel zwischen
Faserachse und Last: 0°). Die Mittelwerte

300

275

pull-out Kraft [N]

- o

0 e
00 05 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 6,0
Maschinenweg exkl. elast. Faserverformung [mm]

Bild 2.1: Last-Maschinenweg-Kurven fiir Stahlfasern
des Durchmessers 0,48 mm im Beton M1,
gerader Faserauszug

der maximalen Ausziehkréfte Fyp, der Re-
ferenzvarianten (I, =5mm, @f=048mm,
gerader Faserauszug) sind in Tabelle 2.6 zu-
sammengefasst. Alle Ergebnisse wurden dem
Ausreiflertest nach Rosner!® unterzogen. Die
hochsten Ausziehkrédfte wurden bei dem Be-
ton M8, welcher die geringste Druckfestigkeit
aufweist, festgestellt. Somit kann bereits an
dieser Stelle festgehalten werden, dass die
vom Stahlbeton bekannte Proportionalitat
zwischen Verbundverhalten und Betondruck-
festigkeit beim geraden Auszug von glatten

16 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.
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Tabelle 2.6: Mittelwerte der maximalen Ausziehkrifte
Ff py, Anzahl der Proben n und
Variationskoeffizient VK der untersuchten
Varianten, Verbundlinge I, = 5mm,

@ = 0,48 mm, gerader Faserauszug

Beton Ff, by n VK
[-] IN] -] [%]
M1 110,3 69 14
M2 128,9 4 4
M3 116,8 12 10
M4 109,2 4 9
M5 79,2 16 23
Mé 111,5 4 7
M7 135,2 4 3
M8 200,7 4 13

Stahlfasern offensichtlich nicht gilt. Welche
Kraftiibertragungsmechanismen beim Faser-
auszug mafigebend sind, soll im Rahmen der
Arbeit geklart werden. Zundchst werden in
Kapitel 2.2 und in Kapitel 2.3 Modelle zur
Beschreibung der Kraftiibertragung aus der
Literatur erlautert und versucht, die Modelle
auf die eigenen Ergebnisse zu tibertragen.

2.2. Verschieblicher Verbund -
Differentialgleichung und
Verbundgrundgesetze

2.2.1. Vorbemerkungen

Die Kombination verschiedener Werkstoffe zu
einem Verbundwerkstoff hat zum Ziel, nach-
teilige Aspekte des einzelnen Werkstoffs wei-
testgehend zu kompensieren und so die me-
chanische Leistungsfahigkeit von Bauteilen zu
verbessern. Im Falle des Verbundwerkstoffs
Stahlbeton werden die geringe Zugfestigkeit
und Zugbruchdehnung des Betons durch die
Kombination mit Betonstahl ausgeglichen. Ei-
ne im mechanischen Sinn nennenswerte Ver-
besserung des Verhaltens von Stahlbetonbau-
teilen (Biege- oder Zugtragbauteile) ergibt sich
jedoch erst im gerissenen Zustand. Bleibt das

Bauteil ungerissen, so trdgt die Bewehrung
nicht nennenswert zur Querschnittstragfahig-
keit bei, siehe z.B. Zilch und Zehetmaier .
Dies lasst sich sehr einfach anhand der me-
chanischen Kennwerte der beiden Werkstof-
fe veranschaulichen. Im ungerissenen Zustand
sind die Dehnungen der einzelnen Komponen-
ten des Verbundwerkstoffs gleich (Dehnungs-
kompatibilitdt), es herrscht starrer Verbund.
Nimmt man an, dass im Querschnitt gerade
die Zugbruchdehnung des Betons (rd. 0,1%o)
erreicht wird, so betragen die Stahlspannun-
gen 0y =Es/Ec: ferm =200/31,9-2,9N/mm? ~
~ 18 N/mm? (Beton C30/37). Ublicher Beton-
stahl wird somit im ungerissenen Zustand me-
chanisch gesehen nur zu einem Bruchteil aus-
genutzt. Stahlbetonbauteile werden daher un-
ter Begrenzung der Rissbreite fiir den gerisse-
nen Zustand bemessen. Die Bildung von Ris-
sen ist mit einer Relativverschiebung zwischen
Stahl und Beton verbunden, so dass spitestens
bei Rissbildung nicht mehr von starrem, son-
dern von verschieblichem Verbund ausgegan-
gen werden muss.

2.2.2. Differentialgleichung des
verschieblichen Verbundes

Die Anderung der Differenz zwischen der
Stahl- und der Betonverschiebung dA bezo-
gen auf einen Stababschnitt der Breite dx ent-
spricht der Differenz der Stahl- und Betondeh-
nungen, siehe z.B. Rehm'®:

j—i = g5 — & (2.1)

mit:

A [mm]: Differenz der Stahl- und
Betonverschiebung

es [-] :Stahldehnung

ec [-] : Betondehnung

Haufig wird die Betondehnung in o.g. Dif-
ferentialbeziehung vernachladssigt, da sie
etwa eine Groflenordnung kleiner ist als die

17 Zilch u. Zehetmaier: Bemessung im konstruktiven Be-
tonbau (s. Seite 193 £.).

18 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton.
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Stahldehnung.'® Auflerdem gilt fiir die Ande-
rung der Stahlzugkraft an einem Stababschnitt
infinitesimal kleiner Breite dx:

dog x-As=Tp s - 71-dx (2.2)
mit:

05, x [N/mm?]: Stahlspannung an der Stelle x
As [mm?]

7, [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-
abschnitt der Breite dx

: Stahlquerschnitt

@s [mm] : Durchmesser des Stahlstabes

Nach Rehm! ist es fiir die Betrachtung des
Verbundproblems unerheblich, ob die tatsach-
lichen Mechanismen der Kraftiibertragung
an und zwischen den Rippen (,Pressung”
und ,Gleitwiderstand”) getrennt modelliert
werden oder ob die Beschreibung der Kraft-
tibertragung ,insgesamt durch eine fiktive
Verbundspannung” erfolgt. Im letzteren Fall
muss sichergestellt werden, dass die Breite des
betrachteten Stababschnitts dx dem Mitten-
abstand der Rippen entspricht. Dies bedeutet
im Umkehrschluss, dass zur Ermittlung der
Verbundgrundgesetze mit Hilfe von Auszieh-
versuchen generell sehr kurze Verbundldangen
eingestellt werden miissen. Beispielsweise
liegen die Rippenabstinde c heutzutage tib-
licher Betonstdhle je nach Durchmesser bei
rd. 0,60 - @, bis rd. 0,85 - ;. Martin®® nennt fiir
Verbundgrundgesetzversuche an gerippten
Betonstdhlen Verbundlingen von maximal
2-@s.

In Gleichung (2.2) ist grundsatzlich die
Verbundspannung 7, in Abhédngigkeit des
Schlupfes A an der Stelle x einzusetzen. Dif-
ferenziert man Gleichung (2.1) nach d/dx
und setzt sodann Gleichung (2.2) ein, so ergibt
sich die Differentialgleichung (DGL) des

19 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton.

20 Martin: Zusammenhang zwischen Oberflichenbe-
schaffenheit, Verbund und Sprengwirkung von Be-
wehrungsstahlen unter Kurzzeitbelastung.

verschieblichen Verbundes:

d?A;  doyx  dees

dx2  dx-E; dx

(2.3)
DT dec x
As-Eg dx

[ : Schlupf an der Stelle x

[ : Stahlspannung an der Stelle x
E; [N/mm?]: E-Modul des Stahls

-] : Betondehnung an der Stelle x

[

7,(A) [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-
abschnitt der Breite dx

: Durchmesser des Stahlstabes

As [mm?] : Stahlquerschnitt

Gleichung (2.3) ist die allgemeine Formulie-
rung der DGL des verschieblichen Verbundes.
Setzt man fiir 7,(A) ein entsprechendes Ver-
bundgrundgesetz ein, so kann die allgemeine
Losung der DGL angegeben werden. Erst
durch Berticksichtigung der Randbedingun-
gen des betrachteten Falls ergibt sich die
spezielle Losung der DGL. Die DGL des
verschieblichen Verbundes (Gleichung (2.3))
ist im mathematischen Sinn eine explizite ge-
wohnliche DGL 2. Ordnung, welche mit den
entsprechenden Randbedingungen entweder
durch Integration oder durch Diskretisieren
(schrittweise Losung) gelost werden kann.
Da die allgemeine Losung vom Zusammen-
hang 7,(A), dh. vom Verbundgrundgesetz
abhéngig ist, werden im folgenden Abschnitt
zundchst  iibliche  Verbundgrundgesetze
diskutiert.

2.2.3. Verbundgrundgesetze

Eine Ubersicht gingiger Verbundgrundgeset-
ze ist z.B. in der Dissertation von Schober?! und
dem fib bulletin 10? enthalten. Die am weitest
verbreiteten Ansdtze fiir Verbundgrundgeset-

2L Schober: Ein Modell zur Berechnung des Verbundes
und der Risse im Stahl- und Spannbetonbau.
22 £ib bulletin 10: Bond of reinforcement in concrete.
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ze sind demnach jene von Rehm??, Martin?
und dem Model Code 1990%.

Ansatz nach Rehm
Rehm? formuliert zunichst die Verbund-
grundgesetze 1,(A) allgemein in der Form:

7,(8) = xR (8) - =W (2.4)
mit:

7,(A) [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-
abschnitt der Breite dx

A [mm] : Schlupf

xr(A) [-] : Auf die Wiirfeldruckfestig-
keit bez. Pressung unter
einer Rippe der Bewehrung

a [mm] : Rippenhohe

c [mm] : Mittlerer Rippenabstand

: Wiirfeldruckfestigkeit zum
Zeitpunkt des Ausziehver-
suchs, Lagerung unter
feuchten Tiichern, Wiirfel-
grofie wie Ausziehkorper

Die Funktionen xg(A) bezeichnet Rehm??
als Grundgesetze und gibt dafiir generell
den Zusammenhang xr=¢-A*+¢-A mit
0 < &« <1 an. Die Parameter zur Beschreibung
der Funktionen xg(A) leitet Rehm? aus

Ausziehversuchen mit kurzen Verbundldngen
ab.

Damit ergibt sich fiir das Verbundgrund-
gesetz folgender Zusammenhang;:

B(A) = (@-A%+yp-A)- =W

[SINIRS]

(2.5)

2 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton.

2 Martin: Zusammenhang zwischen Oberflichenbe-
schaffenheit, Verbund und Sprengwirkung von Be-
wehrungsstahlen unter Kurzzeitbelastung.

%* CEB-FIP: Model Code 1990.

mit:

7,(A) [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-

abschnitt der Breite dx
) -] : Faktor experim. bestimmt
A [mm] : Schlupf
o -] : Exponent experim. bestimmt
P -] : Faktor experim. bestimmt
a [mm] : Rippenhohe
c [mm] : Mittlerer Rippenabstand
W [N/mm?]: Wiirfeldruckfestigkeit zum

Zeitpunkt des Ausziehver-
suchs, Lagerung unter
feuchten Tiichern, Wiirfel-
grofie wie Ausziehkorper

Eine Parallele zur x-Achse, d.h. ¢ =0und ¢ = 0
ist charakteristisch fiir Stdbe mit geringem
Rippenabstand oder geringer Rippenhdhe
und beispielsweise glatte Stdbe. Somit ergibt
sich fiir das Verbundgrundgesetz (unabhingig
vom Schlupf A) 7, = ¢ - 9/c- W.

Eine Zusammenstellung der Parameter
fiir die Grundgesetze nach Rehm?* fiir Stabe
mit ringformigen Rippen kann Tabelle 2.7
entnommen werden.

Die von Rehm?® mitgeteilten Zusammenhén-
ge zur Abbildung der Verbundgrundgesetze
beschranken sich zunédchst auf den ansteigen-
den bzw. horizontalen Ast. Werden z.B. grofse
Verbundldngen betrachtet (max. Scherwider-
stand bereits an einigen Stellen {iberwunden,
bevor Endschlupf auftritt), so ist der gesamte
Bereich der Verbundgrundgesetze von Inter-
esse. Die Verbundgrundgesetze konnen fiir
diesen Fall abschnittsweise z.B. aus Geraden,
Potenzfunktionen oder konstanten Bereichen
zusammengesetzt werden. 2

Ansatz nach Martin

Martin?* leitete invers anhand von Auszieh-
versuchen aus der Literatur mit Verbundlan-
gen von [, =7-@ Verbundgrundgesetze ab.
Die beste Ubereinstimmung zwischen Nach-
rechnung und Versuch erzielte er mit einem
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Tabelle 2.7: Parameter fiir die Grundgesetze fiir Stibe
mit unterschiedlichen ringformigen

Rippen nach Rehm?

b a?) D, k3) [ o P
[mm]  [mm] [mm] [-]  [-] []
8 0,5 14 7,2 0,2 57

8 1 14 9,3 1/3 -2
15 1 24 15,8 0,5 -10

15 1 24 10 0,5 0
15 2 24 10 0,5 -2
15 4 24 71 0,5 -3

) Rippenabstand
2) Rippenhohe
3) Kerndurchmesser

Ansatz der Form:
Tb(A) = (Dl() + bo -AD‘) ',BW

mit:

(2.6)

7,(A) [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-

abschnitt der Breite dx
A [cm] : Schlupf

a -]

: Summand experim.
bestimmt

bo [-]
v [-]

: Faktor experim. bestimmt

: Exponent experim.
bestimmt

[N/mm?]: Wiirfeldruckfestigkeit zum
Zeitpunkt des Ausziehver-
suchs, Lagerung unter
feuchten Tiichern, Wiirfel-
grofie wie Ausziehkorper

Bw

Die von Martin?® aus Versuchen abgeleiteten
Parameter a9, bp und « sind in Abhdngigkeit
der bezogenen Rippenfldche fr in Tabelle 2.8
zusammengefasst. Martin?® kommt anhand
der ausgewerteten Ausziehversuche zu dem
Schluss, dass die Beschreibung der Verbund-
grundgesetze mit Hilfe von Gleichung (2.6)

%6 Martin: Zusammenhang zwischen Oberflichenbe-
schaffenheit, Verbund und Sprengwirkung von Be-
wehrungsstahlen unter Kurzzeitbelastung.

Tabelle 2.8: Parameter fiir die Verbundgrundgesetze
gerippter und profilierter Stibe mit
unterschiedlichen bezogenen
Rippenflichen nach Martin®®

fr g bo «
(-] [-] [-] [-]
0,005 0,0320 0,129 0,427
0,010 0,0320 0,300 0,500
0,025 0,0317 0,680 0,541
0,050 0,0314 0,872 0476
0,100 0,0315 1,135 0433
0,200 0,0322 1,353 0,395
0,400 0,0316 1,308 0,351

1) bezogene Rippenfliche

auch fiir sehr unterschiedliche Profilierungen
moglich ist. Fiir die betrachteten bezogenen
Rippenflichen von 0,005 bis 0,400 kann
ap = 0,032 angenommen werden. Dieser Wert
entspricht der bezogenen Verbundfestigkeit
eines glatten Bewehrungsstahls.

Ansatz nach Model Code 1990

Ein weiterer Ansatz zur Modellierung von Ver-
bundgrundgesetzen ist im Model Code 1990%
enthalten. Dort wird der Zusammenhang zwi-
schen lokaler Verbundspannung und Schlupf
abschnittsweise mit Hilfe einer Parabel, eines
konstanten Bereichs sowie eines linear abfal-
lenden Astes abgebildet. Der zugehorige For-

melapparat lautet: >
A o
Ty (D) = Tinax - (A—) (2.7)
1
fir:0< A<M\
Tp(A) = Tinax (2.8)

fir: Ay <A< Ay

27 CEB-FIP: Model Code 1990.
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A= B ) (2.9)

Tp(A) = Tmax = (Tmax — Tf) : (A3 A,

fir: Ay <A< A3

mit:

7,(A) [N/mm?]: Verbundspannung im Stab-
abschnitt der Breite dx

A [mm] : Schlupf

Tax  [N/mm?]: Verbundfestigkeit

7¢  [N/mm?]: Verbundspannung bei
max. Schlupf

A1 [mm] : Schlupf bei Erreichen T4y

A, [mm] : Schlupf am Ende Ty,

Az [mm] : max. Schlupf bei 7/

o [-] : Exponent

Die Parameter Ty, T, a sowie Aj bis
A; werden im Model Code 1990 22 in Ab-
hingigkeit des Umschniirungsgrads der
betrachteten Bewehrung und der Verbund-
qualitdt fur gerippten Betonstahl und glatten
Betonstahl unterschieden. In Tabelle 2.9 sind
exemplarisch die Parameter fiir umschniirte
Bedingungen (Abscheren der Betonkonsolen,
kein Absprengen der Betondeckung) aus dem
Model Code 1990%® zusammengefasst.

Verbundgrundgesetze fir Betonstahl und
Fasern in UHPC

Leutbecher? sichtet Literatur zu Ausziehver-
suchen an Betonstahl aus UHPC und fiihrt
selbst einige Versuche an Beton- und Spann-
stahlen durch. Das Verbundverhalten von
Betonstahl ist nach Erreichen der maximalen
Verbundspannung grundsitzlich dhnlich dem
Verbundverhalten von Normalbeton. Die
maximale Verbundspannung (Verbundlidnge:
1,5-@; bis 2,0-@;) liegt bei ausreichender
Betondeckung (rd. 4-@ bis 4,5-%) bei rd.
40N/mm? (hochfester gerippter Spann-

stahldraht) bis rd. 60N/mm? (gerippter

28 CEB-FIP: Model Code 1990.

2 Leutbecher: Rissbildung und Zugtragverhalten von
mit Stabstahl und Fasern bewehrtem Ultrahochfesten
Beton (UHPCQ).

Tabelle 2.9: Parameter fiir die Verbundgrundgesetze
gerippter und glatter Stibe nach

Model Code 1990°
Gerippter  Glatter
Parameter Stahl1)2)  Stahl?)3)
Tmax  [N/mm?]  25-\/f  03-\/fux
My [mm] 1,0 0,1
Ay [mm] 3,0 0,1
Tf [N/mmz] 04 Tmax T = Tmax
As [mm] As=c 0,1
o [-] 0,40 0,50

1) Abscheren d. Betonkonsolen
2) Guter Verbund
3) Warmgewalzt

Tabelle 2.10: Parameter fiir den parabelformigen Teil
der Grundgesetze von Beton- und
Spannstihlen in UHPC nach

Leutbecher®
Beton- Hochfester
Parameter stahl Stahl!)
Tnax [N/mm?] 55 40
Ay [mm] 0,1 0,2
! [-] 0,40 0,30

D gerippter Spannstahldraht

Betonstahl).? Fiir das Verbundgrundgesetz
nach Gleichung (2.7) gibt Leutbecher? die
in Tabelle2.10 zusammengefassten Para-
meter an. Fiir Schlupfwerte grofier als rd.
0,10 mm bis rd. 0,15 mm kann das Verbundver-
halten nicht mehr durch die Potenzfunktion
(Gleichung (2.7)) allein beschrieben werden. 2
Leutbecher?’ empfiehlt die Verwendung eines
Verbundgrundgesetzes entsprechend dem
Model Code 1990%.

Basierend auf einer Literatursichtung zum
Verbundverhalten von Stahlfasern schlagt
Leutbecher? fiir glatte Mikrostahlfasern in
UHPC ein starr-plastisches Verbundgrundge-
setz vor. Die Verbundspannung ist fiir glatte
Mikrostahlfasern demnach unabhingig vom
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Schlupf und liegt in der Grofienordnung von
rd. 11N/mm?.%

Verbundgrundgesetz fur Fasern in UHPC -
eigene Versuche

Anhand der eigenen Versuche mit Ver-
bundlingen von rd. 2,5mm bis rd. 35mm
(@5 = 0,48 mm, Beton M1) kann unter Zuhilfe-
nahme der Erkenntnisse aus der Literatur das
Verbundgrundgesetz abgeschitzt werden.

Zur Abschitzung der Verbundgrundgesetze
wurde die Verbund-DGL durch Diskretisie-
rung mit einer Elementldnge dx von 0,001 mm
gelost. Der Einfluss des vorab festzulegen-
den Endschlupfes (am unbelasteten Ende der
Faser) und der wirksamen Betonflache (zur Be-
riicksichtigung der Betondehnungen) wurde
im Rahmen von Parameterstudien untersucht.
Die Berticksichtigung der Betondehnungen,
d.h. auch die Grofie der wirksamen Betonfla-
che, hat keinen Einfluss auf die Abbildung der
Ausziehversuche und die Abschitzung des
Verbundgrundgesetzes. Fiir den Endschlupf
Ao wurden Werte von 0,01 mm, 0,005 mm und
0,001 mm angesetzt.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden zwei
Ansidtze fiir das Verbundgrundgesetz in Be-
tracht gezogen. Zum einen wurde nach der
Empfehlung von Leutbecher® fiir Betonstahl
bzw. Stahlfasern in UHPC ein Ansatz nach
Model Code 1990%! zum anderen ein zweistu-
fig starrplastischer Ansatz mit einem linearen
Ubergang zwischen den beiden Stufen ver-
folgt. Der Ansatz nach Model Code 19903
wird charakterisiert durch die maxima-
le Verbundspannung Ty = 12,86 N/ mm?
(A1 =0,006mm, A; =0,018mm) und durch
eine Verbundspannung am Ende des li-
near abfallenden Astes Tf = 1,67 N/mm?
(A3 =0,090mm). Das zweistufig starrplasti-
sche Verbundgrundgesetz kann als Vereinfa-
chung des Ansatzes nach Model Code 19903!
betrachtet werden, da der parabelférmige

30 Leutbecher: Rissbildung und Zugtragverhalten von
mit Stabstahl und Fasern bewehrtem Ultrahochfesten
Beton (UHPC).

31 CEB-FIP: Model Code 1990.

Teil entfdllt. Die Verbundspannungen der
beiden Stufen entsprechen dem Ansatz nach
Model Code 19903, der Beginn des linear
abfallenden Astes liegt bei einem Schlupf
von A; =0,018mm, das Ende des linear ab-
fallenden Astes liegt bei einem Schlupf von
A, =0,080mm. Die beiden vorgenannten
Verbundgrundgesetze sind in Bild 2.2 auf
eine charakteristische Zylinderdruckfestigkeit
for = 150N/mm? (Beton M1) skaliert darge-

stellt. Die verankerbaren rechnerisch und
— 0,10 rrrrrrrem — — — — i@

— I = = = zweistufig starrplastisch

20,09 -

| -
~in Anlehnung-an Model-Code 1990---4------- -

0,08
0,07 |
0,06 Moo N
0,05 |
0,04

0,03 : : e

Bezogene Verbundspannung t/

|
1
i . . . . |
0,02 : i : ) O U -
: : : : |
]
|

0,01 -_ ......... .......... . .......... 0,080n'?m- .............. —
0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,22 0,24
Schlupf A [mm]

Bild 2.2: Verbundgrundgesetze fiir Stahlfasern des
Durchmessers 0,48 mm im Beton M1,
gerader Faserauszug

experimentell bestimmten Faserzugkrafte
sind in Abhédngigkeit der Verbundlinge in
Bild 2.3 und Bild 2.4 dargestellt. Mit beiden
Verbundgrundgesetzen wurde eine gute
Ubereinstimmung zwischen den Versuchser-
gebnissen und den rechnerischen Ergebnissen
tiber den gesamten Bereich der untersuchten
Verbundléngen (rd. 5- @ bis rd. 73 - @) erzielt.
Die maximale bzw. obere Verbundspannung
liegt mit rd. Ty = 129N/ mm? in der glei-
chen Grofenordnung wie von Leutbecher®
vorgeschlagen (7 =11N/mm?). Bei einer
Verbundlidnge von 34mm ergibt sich ein
rechnerischer Schlupf am belasteten Ende
der Faser von rd. 0,15mm bis rd. 0,22 mm.
Die Definition der Verbundgrundgesetze
bis zu einem Schlupf von 0,24 mm reicht
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Bild 2.3: Maximale Faserzugspannung in
Abhingigkeit der Verbundlinge, Stahlfasern
G = 0,48 mm, Beton M1, gerader
Faserauszug; rechnerische Ergebnisse mit
Model Code 1990-Ansatz und
Versuchsergebnisse

demnach fiir die Modellierung der eigenen
Versuche bei dem angesetzten Schlupf am
eingebetteten Ende der Faser vollig aus. Eine
Gegeniiberstellung des rechnerischen Schlup-
fes am belasteten Ende der Faser mit dem
korrigierten Maschinenweg ist in Bild 2.5 und
Bild 2.6 dargestellt. Der um Maschinen- und
Priiffrahmenverformungen korrigierte Maschi-
nenweg liegt in der selben Grofienordnung
wie der rechnerisch ermittelte Schlupf.

Die Verbundgrundgesetze sind gekenn-
zeichnet durch eine Verbundspannung von
T =1,67N/ mm? bei einem Schlupf von
rd. 0,09mm bis 0,24mm. Im Vorgriff auf
die im Weiteren noch zu quantifizierenden
Mechanismen der Kraftiibertragung wird ver-
einfachend angenommen, dass bei den zuletzt
genannten Schlupfwerten und der dazugeho-
rigen Verbundspannung im Wesentlichen nur
noch eine Gleitreibung infolge Radialdruck
und zum Teil eine chemische Adhésion zwi-
schen der Faser und der umgebenden Matrix
wirksam ist. Geht man der Einfachheit halber
von reiner Gleitreibung infolge Radialdruck

2.000 ————F——1—+—1—+——1—+—1—7—
— I zweistufig starrplastisches Verbundgrundgesetz: 4
. oo
e 1.800 —Betor] M1, Easerdu(chmesser 0,48 mm";""D'ﬂ.‘ """ -1
g 2 : : : : : ; 1
E'],600 L ........ ........ -
21400 |--beeenn b G et N S S -
=) L : ,” 8 4
c : .
c 1.200 ERTEE S AD..: ..................................... -
®© . :
Q I L 4=l 1
%1,000 ... E....D.D ..DD.E ........ . ....... : ....... .. ..... -
3 r : a : : : : 1
N 800 |----- A S S S [ e .
o) o oo H . . . .
b L : : : : i
L(E 600 |- el -
3 3 - —A0=0,O10 mm E
g 400 || — - A =0,005mm -
200 kAl A, =0,001 mm i
L : : O Versuchsergebnisse |
| R S I R B

0 5 10 15 20 25 30 35 40
Verbundlange Ib [mm]

Bild 2.4: Maximale Faserzugspannung in
Abhingigkeit der Verbundlinge, Stahlfasern
G = 0,48 mm, Beton M1, gerader
Faserauszug; rechnerische Ergebnisse mit
zweistufig starrplastischem Ansatz und
Versuchsergebnisse

und einem Reibungskoeffizienten von z.B.
1 =05 aus, so ergibt sich rechnerisch ein
dazugehoriger Radialdruck an der Faserober-
flache von rd. pirz =3,3N/ mm?. In wieweit
dies in einer realistischen Groéfsenordnung
liegt, wird an spéterer Stelle in einem eigenen
Kapitel erortert.

2.2.4. Zusammenfassung zum
verschieblichen Verbund

Die Gegeniiberstellung der Ergebnisse aus
den rechnerischen Analysen und der Versuchs-
ergebnisse hat gezeigt, dass mit Hilfe tiblicher
Ansdtze fiir Verbundgrundgesetze und der
DGL des verschieblichen Verbundes das
Verbundverhalten von glatten Stahlfasern
in UHPC beschrieben werden kann. Hierzu
geniigt jedoch nicht das fiir glatten Beton-
stahl tiblicherweise angesetzte starrplastische
Verbundgrundgesetz. Zur Abbildung des
Verbundverhaltens muss ein modifizier-
ter Ansatz fiir gerippten Betonstahl nach
dem Model Code 1990 3 oder ein zweistu-

32 CEB-FIP: Model Code 1990.
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Bild 2.5: Schlupf am belasteten Ende der Faser,
Stahlfasern & f= 0,48 mm, Beton M1,
gerader Faserauszug; rechnerische Ergebnisse
mit Model Code 1990-Ansatz und
Versuchsergebnisse

fig  starrplastisches  Verbundgrundgesetz
verwendet werden. Die lokal maximal tiber-
tragbare Verbundspannung liegt in der
Grosenordnung  von Ty = 0,086 for  bzw.
Tnax = 1,05~\/ﬂ; sie wird bereits bei einem
sehr geringen Schlupf in der Grofienordnung
von 0,01 mm erreicht. Ab einem Schlupf von
rd. 0,1 mm wird eine Verbundspannung von
rd. 1,7N/mm?, d.h. rd. 0,13 Tpax iibertragen.
Die Tatsache, dass die maximal tibertragbaren
Verbundspannungen zwischen den Werten
fiir glatten und gerippten Betonstahl des An-
satzes nach Model Code 1990 liegen, legen
die Schlussfolgerung nahe, dass eine gewisse
Verzahnung zwischen der Faseroberfliche
und der Matrix stattfindet. Ursache hierfiir
konnten die Feinststoffe unter den Ausgangs-
stoffen des UHPCs sein, die selbst kleinste
Defekte in der Oberfliche der Stahlfaser
- zumindest zum Teil - ausfiillen kdnnen. Dar-
auf wird in Kapitel 2.7 gesondert eingegangen.

Welche betontechnologischen Einflussgrofien
jedoch urséchlich fiir die bereits angedeuteten
je nach Beton stark unterschiedlichen manxi-

33 CEB-FIP: Model Code 1990.
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Bild 2.6: Schlupf am belasteten Ende der Faser,
Stahlfasern & f= 0,48 mm, Beton M1,
gerader Faserauszug; rechnerische Ergebnisse
mit zweistufig starrplastischem Ansatz und
Versuchsergebnisse

malen Faserzugkrifte sind (siehe Tabelle 2.6),
kann anhand der bislang erfolgten Betrach-
tungen noch nicht beantwortet werden.
Vermutlich spielt die Gleitreibung infolge
Radialdruck an der Faseroberfliche nur eine
untergeordnete Rolle an der gesamten Kraft-
tibertragung. Diese Fragen sind Gegenstand
der weiteren Analysen und Betrachtungen.
Zunichst wird jedoch auf eine Reihe werk-
stoffwissenschaftlicher Modelle, die hdufig im
Zusammenhang mit dem Verbundverhalten
von Fasern Anwendung finden, eingegangen.
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2.3. Werkstoffwissenschaftliche
Modelle der Kraftlibertragung
zwischen Faser und Matrix

2.3.1. Vorbemerkungen

Das vorliegende Unterkapitel soll die wesent-
lichen werkstoffwissenschaftlichen Modelle
und Mechanismen der Spannungsiibertra-
gung zwischen Faser und Matrix aus der
Literatur zusammenfassen und im Hinblick
auf die weitere Modellierung zunéchst ein-
filhrenden Charakter haben. Neben den
mechanischen und physikalischen Grund-
lagen werden dabei auch experimentelle
Arbeiten aus der Literatur gesichtet und
versucht, die eigenen Ergebnisse mit den
bekannten Mechanismen und Modellen in
Einklang zu bringen.

In den darauffolgenden beiden Unterkapiteln
werden dann die fiir die eigene Modellierung
mafigebenden Aspekte vertieft diskutiert; die
mafigebenden Mechanismen werden hier
zwar z.T. erneut aufgegriffen, jedoch dann
auf mikromechanischer Ebene betrachtet und
so aufbereitet, dass eine Interpretation der
eigenen Versuche nicht nur qualitativ sondern
auch quantitativ moglich wird.

Fir die Kraftiibertragung zwischen einer
Faser und der umgebenden Matrix werden
drei Mechanismen verantwortlich gemacht,
siehe Bentur et al. 3*, DiFrancia et al. %> sowie
Bentur und Mindess®:

1. physikalische und chemische Adhéasion
2. Reibung

3. mechanische Verankerung, d.h.
Formschluss, z.B. infolge
makroskopischer Verankerungsmittel
(z.B. Endhaken, Wellung).

Adhésion und Reibung spielen im Hinblick
auf das Verbundverhalten v.a. bei sehr feinen

34 Bentur et al.: Fiber-matrix interfaces (Seite 149 f£.).

%5 Di Francia et al.: Single-fibre pull-out test - Part 1 (Seite
601).

36 Bentur u. Mindess: Fibre reinforced cementitious com-
posites (s. Seite 31 ff.).

Fasern mit Durchmessern <10um, d.h. bei
sehr grofien spezifischen Faseroberflichen
(z.B. Carbonfasern) oder bei einer Matrix mit
einem w/b-Wert «< 0,30 und einem hohen
Anteil an Feinstoffen eine Rolle, siehe z.B.
Bentur und Mindess®. Eine Trennung der
vorgenannten Mechanismen - Adhédsion und
Reibung - ist ohne Weiteres meist nicht mog-
lich, da sie i.d.R. gemeinsam auftreten. Aus
diesem Grund findet man in der Literatur
keine Quantifizierung der Mechanismen; tibli-
cherweise wird die Kraftiibertragung mit dem
Sammelbegriff der Haftung oder Reibung
erklart.

Von der Kraftiibertragung zwischen der
Matrix und einer geraden makroskopisch
glatten Faser ist nur ein verhdltnisméafig
kleines Matrix-Volumen um die Faser herum
betroffen.?*Um das Verbundverhalten ad-
dquat zu beschreiben, geniigen daher u.U. die
makroskopischen Eigenschaften der Matrix
nicht. Vielmehr miissen mikromechanische
Eigenschaften der Grenzfliche und eines evt.
Ubergangbereichs Faser /Matrix (ITZ) bekannt
sein.

Eine im makroskopischen Sinn mechani-
sche Verankerung findet z.B. bei Fasern mit
Endhaken oder gewellten Fasern statt. Die
Anteile der Adhédsion und der Reibung an
der Kraftiibertragung sind bei letztgenannten
Faserarten i.d.R. vernachldssigbar klein; die
makroskopischen Eigenschaften der Matrix
und der Faser spielen dann hingegen eine
wichtige Rolle.*

Im Falle von Faserverbundwerkstoffen
mit sproder Matrix muss die Verbundwirkung
der Fasern getrennt fiir den ungerissenen und
den gerissenen Zustand des Werkstoffs be-
trachtet werden.?® Im ungerissenen Zustand
wird i.d.R. angenommen, die Verformungen
zwischen Faser und Matrix seien kompatibel
(starrer Verbund) und die Kraftiibertragung
im Wesentlichen elastischer Natur. Die Ver-
bundspannungen sind entlang der Faser
in diesem Fall nicht konstant. Im gerisse-
nen Zustand kommt es zum Faserauszug
(verschieblicher Verbund) und die mit dem
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Schlupf verbundene Gleitreibung bestimmt
die tbertragbaren Krifte. Haufig wird fiir
diesen Fall vereinfachend eine konstante
Verbundspannungsverteilung entlang der
Faser angenommen. Der Ubergang vom
starren Verbund, d.h. der rein elastischen
Kraftiibertragung zum verschieblichen Ver-
bund ist kontinuierlich und beginnt, sobald
die Verbundfestigkeit an einer Stelle {iber-
schritten wird. Als Verbundfestigkeit wird
v.a. fiir normalfeste Matrices die Adhésions-
oder Schubfestigkeit 7,, definiert, welche
vereinfachend meist aus der Last am Ende des
elastischen Verhaltens im pull-out-Versuch
berechnet wird. Die maximal tibertragbare
Reibungsspannung wird mit 77, bezeichnet.
Die Werte fiir 1, und T, miissen nicht un-
bedingt tibereinstimmen. Bereits sehr geringe
Spannungen senkrecht zur Faserldngsachse be-
einflussen die Reibungsspannung 7y, deutlich.
Derartige Spannungen und Verformungen
konnen z.B. infolge unterschiedlicher Quer-
dehnzahlen, Schwinden oder mehraxialen
Spannungszustdnden im Werkstoff entste-
hen.? In den meisten Fillen wird wahrend
des Herausziehens der Faser vereinfachend
eine entlang der Faserlingsachse konstante
Gleitreibungsspannung angenommen. Tat-
sdchlich kann sich jedoch mit zunehmendem
Schlupf die Gleitreibungsspannung unter
gewissen Umstinden sowohl verringern
(schlupfentfestigend) als auch vergroflern
(schlupfverfestigend).”-38

Im Weiteren wird auf die Folgenden - z.T.
bereits erwdhnten, grundlegenden Aspekte -
und entsprechende Modellansitze eingegan-
gen:

1. ideal-elastische Ubertragung von
Spannungen (shear-lag Ansatz), d.h.
starrer Verbund

2. Bildung eines Kontakzonenrisses

3. Gleitreibung.

37 Bentur u. Mindess: Fibre reinforced cementitious com-
posites (s. Seite 31 ff.).
38 Bentur et al.: Fiber-matrix interfaces (Seite 149 ff.).

2.3.2. Shear-lag Ansatz: Ideal-elastische
Spannungsubertragung

Die Beschreibung der ideal-elastischen Span-
nungsiibertragung zwischen Fasern und Ma-
trix geht auf die Arbeit von Cox* aus den
60er Jahren zuriick. Gegenstand seiner Be-
trachtungen sowie einiger weiterer darauf auf-
bauender Studien, siehe z.B. Piggott%® und
Nairn 4!, sind faserbewehrte Werkstoffe wie
z.B. Laminate o0.A.; dabei sind z.B. Carbon-
oder Glasfasern in einem mehr oder weniger
regelméfiigen Raster sowie parallel zueinan-
der in eine Polymermatrix eingebettet. Kenn-
zeichnend fiir derartige Werkstoffe ist das ho-
he Verhiltnis der E-Moduln in Axialrichtung
von Eg, f/ Eax,m > 10, der hohe Fasergehalt
von V; > 1% bis Vg = 70 % sowie eine Faser-
schlankheit von Af =Ly | @ > 10, siehe z.B.
Nairn*'. Neben diesen werkstoffseitigen Re-
striktionen wurden in den o.g. Abhandlungen
folgende Annahmen getroffen bzw. Vereinfa-
chungen eingefiihrt: 42 43

* Am Ende der Verbundldnge ist das
Verhiltnis aus Faserzug- und
Matrixzugspannung gleich dem
Verhiltnis der jeweiligen E-Moduln

¢ Die Verformungen der Matrix und der
Faser sind in der Grenzfldche gleich
(Verformungskompatibilitit)

¢ Die Schubspannungen in der Matrix sind
unabhingig von der Zylinder-
koordinate r

Die Grundformeln, d.h. die Formulierung der
DGL aus dem Gleichgewicht am differenti-
ellen Volumenelement, sind zwar zunichst
gleich, jedoch unterscheiden sich die Form der
Losungen fiir die DGL sowie auch die kon-
stanten Glieder aufgrund der angenommenen

39 Cox: The elasticity and strength of paper and other fi-
brous materials.

40 Piggott: Load bearing fibre composites.

41 Nairn: On the use of shear-lag methods for analysis of
stress transfer in unidirectional composites.

42 Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded
axially loaded fibre to matrix.

B Leroy: On analytical approaches to the three-
dimensional stress state in a single fibre pull-out
specimen.
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Randbedingungen. Im Folgenden Abschnitt
werden die Zusammenhédnge zwischen der auf
die Faser im Ausziehversuch aufgebrachten
Kraft Ff bzw. der Faserspannung 0y und den
resultierenden Verldufen der Faserzug- sowie
Schubspannungen in der Kontaktfliche ent-
lang der Faser zusammengefasst und auf die
eigenen Versuche angewendet. Die im Wei-
teren dargestellten Zusammenhénge basieren
im Wesentlichen auf den Aufsdtzen von Hsu-
eh# 4 Leroy 46 Lawrence? sowie Chua und
Piggott *8 . Betrachtet wird eine Faser (Radi-
us ry), welche konzentrisch iiber die Verbund-
lange [, in eine Matrix (Radius r,,) eingebettet
ist, siehe Bild 2.7. Grundlage fiir die Beschrei-

Bild 2.7: Konzentrisch in eine Matrix eingebettete
Faser, z-Koordinate parallel zur Faserachse,
r-Koordinate in radialer Richtung

bung der formalen Zusammenhinge der Span-
nungsiibertragung zwischen der Matrix und
der darin eingebetteten Faser ist im elastischen
Zustand zunéchst die Betrachtung der Gleich-

# Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded
axially loaded fibre to matrix.

% Hsueh: Analytical evaluation of interfacial shear
strength for fiber-reinforced ceramic composites.

% Leroy: On analytical approaches to the three-
dimensional stress state in a single fibre pull-out
specimen.

47 Lawrence: Some theoretical considerations of fibre
pull-out from an elastic matrix.

%8 Chua u. Piggott: The glass fibre-polymer interface -
Part I: Theoretical consideration for single fibre pull-
out tests.

gewichtsbedingungen fiir die Spannung an ei-
nem infinitesimalen Werkstoffvolumen in den
Zylinderkoordinaten z, r und ¢ (Elastizitéts-
theorie), siehe Bild 2.8. Die Herleitung der fol-

ZA Gzp * 0cz¢/82~dz
Gyy + 06,,/0z-dz

Ozt 06,10z-dz

Oy + é‘c,¢/8r-dr

db  ony O Sir %‘sﬁ + 8o, Jordr
(LD~

....... (~0G, + 0c /or-dr

Bild 2.8: Infinitesimal kleines Volumenelement in
Zylinderkoordinaten mit den entsprechenden
Spannungskomponenten (in 4 von 6 Flichen
dargestellt)

genden beiden Gleichungen kann Anhang B
entnommen werden. Der Verlauf der Faserzug-
spannung o, ¢(z) entlang der z-Achse ergibt
sich aus Gleichung (2.10): 44+ 4

2 : _
o[ g B sl 2)
Oz, f(2) _ s p sinhtm-b) (2.10)
0o 2 '
14| g Em
r f E f
Fir den Verlauf der Schubspannung

Orz,m(r=r7,z) an der Kontaktfliche zwischen
Faser und Matrix (= Verbundspannung)
gilt: ¥ 4

Urzlm(7=rf,z) _ _r_f ) 1’%1 . Em
0o 2 1’}2( Ef

2
»
AT +vy) |1+ %—1

—1
2 /2

T =T
2 sinh(m - 1)

ri In(rm/rs) -
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mit:
Oy, £(2) [N/mm?]: Faserzugspannung
in Abhéngigkeit von z
Orz,m(r=rs,2) [N/ mm?]: Verbundspannung
in Abhdngigkeit von z
Vi [-] : Querdehnzahl der
Matrix
o [N/mm?]: Faserzugspannung

am freien Ende

Ef [N/mm?]: E-Modul der Faser
Ewm [N/mm?]: E-Modul der Matrix
I [mm] : Faserverbundlange
re [mm] : Radius der Faser

T'm [mm] : Radius der Matrix

Der Faktor m kann nach Gleichung (B.19),
sieche Anhang B, berechnet werden.

Zwischen o0.g. Spannungsverldufen und
den Ergebnissen einer exakten kontinuums-
mechanischen Betrachtung, siehe Muki und
Sternberg 49 besteht eine sehr gute Uberein-
stimmung, so dass die u.a. von Hsueh 50
getroffenen Annahmen und Vereinfachun-
gen gerechtfertigt erscheinen. Ebenfalls gute
Ubereinstimmungen weisen die vereinfachten
Zusammenhinge von Hsueh® mit einer Her-
leitung der Spannungsverldufe auf Basis einer
Variationsanalyse bzw. mit der Modellierung
durch Finite Elemente auf, siche Aufsatz von
Leroy®!. Sowohl Lawrence® als auch Chua
und Piggott®® und Laws et al.>* kommen zu
zundchst dhnlich scheinenden Zusammenhén-

49 Muki u. Sternberg;: Elastostatic load-transfer to a half-
space from a partially embedded axially loaded rod.
> Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded

axially loaded fibre to matrix.

Leroy: On analytical approaches to the three-
dimensional stress state in a single fibre pull-out
specimen.

52 Lawrence: Some theoretical considerations of fibre
pull-out from an elastic matrix.

%% Chua u. Piggott: The glass fibre—polymer interface -
Part I: Theoretical consideration for single fibre pull-
out tests.

5 Laws et al.: Reinforcement of brittle matrices by glass
fibres.

gen wie Hsueh®" *°; bei ihnen ist jedoch im
Gegensatz zu dem Ansatz von Hsueh®s
die Faserzugspannung am Ende der Verbund-
lange als Randbedingung fiir die Losung der
Differentialgleichung auf ,0” gesetzt. Diese
Ansidtze stellen daher Losungen fiir einen
theoretischen Sonderfall fiir Faserwerkstoffe
mit /; — oo bzw. fiir den pull-out-Versuch dar.
Die Analyse der Spannungsiibertragung mit
Hilfe der shear-lag-Theorie bietet eine Mog-
lichkeit, die tatsdchlichen Zusammenhidnge
bei starrem Verbund und wenn ausreichend
schlanke Fasern betrachtet werden, zu model-
lieren. Letztere Randbedingung diirfte bei den
in dieser Arbeit betrachteten Faser/Matrix-
Konfigurationen immer gegeben sein.

Die vorgenannten Zusammenhdnge gelten
nur fiir die ideal-elastische Spannungsiiber-
tragung ohne Dehnungsdifferenz, d.h. ohne
Schlupf zwischen Faser und Matrix bzw.
in Bereichen, in denen sich noch kein Riss
entlang der Kontaktflache gebildet hat.

Die shear-lag-Theorie erlaubt somit, aus-
gehend von einer an der Faser angelegten
dufleren Kraft, die Form der Spannungs-
tibertragung entlang einer Faser bei starrem
Verbund zu beschreiben. Eine Abschitzung
der maximal {ibertragbaren Krifte bzw. das
Aufstellen einer Last-Schlupf-Beziehung kann
damit jedoch nicht erfolgen. In den Formelap-
parat finden lediglich makroskopische Faser-
und Matrixeigenschaften Eingang. Die Frage,
in welchem Maf3 die bereits genannten Mecha-
nismen (Adhésion, Reibung) und ggf. weitere
zu den Verbundkriften beitragen und wie die-
ser Beitrag ggf. beeinflusst werden kann, lasst
sich mit Hilfe der shear-lag-Theorie nicht be-
antworten. Im Hinblick auf die Modellierung
der ideal-elastischen Spannungsiibertragung
bei den eigenen Versuchen kann somit an
dieser Stelle bereits festgehalten werden, dass
die shear-lag-Theorie nur als Hilfsmittel zur
Interpretation dienen kann. Im Folgenden
wird die shear-lag-Theorie exemplarisch auf
die Ergebnisse der eigenen Versuche an Fasern

55 Hsueh: Analytical evaluation of interfacial shear
strength for fiber-reinforced ceramic composites.
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mit einem Durchmesser von @ = 0,48 mm und
einer Verbundldnge von /, = 5mm angewen-
det. Als angreifende Kraft wurde dabei die
in den Versuchen ermittelte maximale Faser-
ausziehkraft Fy bu, siehe Ubersicht in Bild 2.9,
angesetzt. AufSerdem wurde der E-Modul der
Faser zu Es =210.000N/mm?, der E-Modul
der Matrix zu E,, = 50.000 N/mm?, die Quer-
dehnzahl der Matrix zu v, =0,20 und der
Radius der Matrix zu r,, = 17,5 mm (entspricht
Radius der Probekorper) angenommen. Bei
den Berechnungen wurde aufserdem ange-
nommen, die gesamte Verbundldnge befinde
sich im starren Verbund. In Bild 2.10 sind die

[N]

2001Joa4s [ 040
2180{E=T029 BEAo0.20
160/ XYo,20 m
140 M: vermessingt

120
100+
80+
601
401
201

220
Faserdurchmesser [mm]: k

max. Faserausziehkraft F

Beton: M1 M5 M6 M7 M8

Bild 2.9: Maximale Faserausziehkraft fiir die
unbehandelten geraden Fasern in
Abhiingigkeit des Betons und des
Faserdurchmessers bei einer Verbundlinge
von 5mm

rechnerischen Verldufe der Verbundspannung
an der Faseroberfldche (linke y-Achse) fiir die
Betone M5 und M8 (dies sind die Betone mit
geringster und hochster Faserausziehkraft)
dargestellt; in dem Diagramm ist auch die je-
weils rechnerische mittlere Verbundspannung
(maximale Faserzugkraft bezogen auf die
gesamte Verbundfliche, rechte y-Achse) als
horizontale Line eingetragen. Die aus den
shear-lag-Berechnungen resultierenden Ver-
bundspannungen am belasteten Ende der Fa-
ser liegen - bei maximaler Faserausziehkraft -
fiir alle untersuchten Betone in Kombination
mit den unbehandelten geraden Stahlfasern
des Durchmessers 0,48 mm zwischen rd.
50N/mm? und 120N/mm?. Derart hohe
Verbundspannungen fithren zumindest in
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in Matrix__ : - - . d. Faser
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rechn. mittl. Verbundspannung™ [N/mm
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Position z entlang der Faserldngsachse [mm]

o

Bild 2.10: Rechnerischer Verlauf der
Verbundspannung (linke y-Achse) und
mittlere Verbundspannung (rechte y-Achse)
in Abhingigkeit der Position z entlang der
Faser fiir die Betone M5 und MS$ bei
maximaler Faserausziehkraft;

o5 = 0,48 mm; I, = 5mm

Teilbereichen der Kontaktfliche bereits zur
Bildung eines Kontaktzonenrisses und zu
einem Schlupf, d.h. einer Relativverschie-
bung zwischen Faser und Matrix. In diesem
Fall wiirden sich die shear-lag-Kurven im
Diagramm nach links in Richtung des un-
belasteten Endes der Faser in der Matrix
verschieben. Am Beginn der shear-lag-Kurve
wiirde z.B. die Reibungsspannung 7y, bis
hin zum belasteten Ende der Faser herrschen.
Verschieben sich die shear-lag-Kurven in
Richtung des Endes der Faser in der Matrix,
so bedeutet dies, dass sich ein groflerer Teil
der Kontaktfliche nennenswert an der Span-
nungsiibertragung beteiligt.

Im Falle der untersuchten Betone mit Fa-
sern des Durchmessers 0,29 mm ergibt sich
eine rechnerische Verbundspannung bei maxi-
maler Faserausziehkraft von rd. 100 N/mm?
bis 140 N/mm?2 Bei den Mikrostahlfasern
(Faserdurchmesser 0,16 mm wund 0,20 mm)
liegen die rechnerischen maximalen Verbund-
spannungen in &dhnlicher Grofsenordnung.
Auch bei diesen Varianten diirfte sich bereits
ein Kontaktzonenriss am Beginn der Verbund-
lange gebildet haben.

Bei welcher Ausziehlast mit der Bildung
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eines Kontaktzonenrisses gerechnet werden
muss, wird im folgenden Absatz diskutiert.

2.3.3. Bildung eines Kontaktzonenrisses

Modellansatze

Ab einer kritischen Belastung der Faser Fy .,
bildet sich am lastzugewandten Beginn der
Fasereinbindelinge ein Kontaktzonenriss.
Fiir das Kriterium, ab dem ein Riss entsteht,
existieren in der Literatur im Wesentlichen ein
vereinfachter spannungsabhingiger sowie ein
bruchmechanischer Ansatz.>®" >/

Beim spannungsabhidngigen Ansatz geht
man davon aus, dass sich bei Erreichen der
Verbundfestigkeit 7,, in der Kontaktfldche ein
Riss bildet, der sich mit voranschreitender Be-
lastung weiter entlang der Faser ausbreitet. Im
Bereich des Risses wird i.d.R. angenommen,
es herrsche unabhidngig von der Linge des
Risses die Reibungsschubspannung Tfu.58’59
Am Ende des Gleitreibungsbereichs befindet
sich der scharfe Ubergang zum ungerissenen
Bereich, bei dem der Verbundspannungsver-
lauf 0;,(z) Gleichung (2.11) gehorcht. Ob sich
ein Kontaktzonenriss bildet, ist bei vorge-
nannten vereinfachten Betrachtungen allein
von der aufgebrachten Belastung und der
Verbundfestigkeit 7,, abhdngig. Wells und
Beaumont®zeigten jedoch auf Basis von
Einzelfaserausziehversuchen an in Epoxid-
harz eingebetteten Stahldrdhten, dass die
kritische Faserzugkraft Ff ., welche fiir die
Bildung eines Kontaktzonenrisses aufgebracht
werden muss, nur mit unzureichender Ge-
nauigkeit allein aus der Verbundfestigkeit
T, abgeleitet werden kann. Vielmehr sollte
eine bruchmechanische Beschreibung der
Rissbildung erfolgen, bei der die kritische
Energiefreisetzungsrate ~der Verbundfuge
G, ¢ (Bruchmodus 2) fiir die Bildung des Kon-
taktzonenrisses als mafigebender Parameter

% Wells u. Beaumont: Debonding and pull-out processes
in fibrous composites.

57 Ghah et al.: Modelling of constitutive relationship of
steel fiber-concrete interface.

58 Bentur et al.: Fiber-matrix interfaces (Seite 149 ff.).

% Bentur u. Mindess: Fibre reinforced cementitious com-
posites (Seite 31 ff.).

in Betracht gezogen wird. Die Simulation
der Ergebnisse des Betons M1 (Annahme:
Beginn der Bildung eines Kontaktzonenrisses
bei max. Faserausziehkraft) mit Hilfe des
Ansatzes von Wells und Beaumont®®und
mit Hilfe der Ermittlung von G durch
Minimierung  der  Fehlerquadratsumme
(Gzlcr:157]/m2:0,157N/mm) ergab eine
befriedigende Ubereinstimmung.

Ein dhnlicher energiebasierter Ansatz wurde
von Leung ® fiir faserbewehrte Werkstoffe
entwickelt. Hierbei wird angenommen, die
Faserzugspannung o, ., bei der Kontaktzo-
nenrissbildung beginnt, sei im Wesentlichen
von zwei Materialkenngrofien, der Glei-
treibungsspannung 77, und der kritischen
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge
G, o, abhéngig:

Oz, cr =
2. 4-Er-Gyo-(1-
Tfu+ f-Cra-(1-8) -sinh (A)
P Ty
B (1-a)-cosh(A) +a
(2.12)

mit:

Oy or [N/mm?] : Faserzugspannung bei
Kontaktzonenrissbildung

Try  [N/mm] : Gleitreibungsspannung

Ef [N/ mm?] : E-Modul der Faser

a  [-] = Ef-Vy/Eg.

Ga,or [N/mm] : krit. Energiefreisetzungs-
rate der Verbundfuge

A [-] =p-lp/ry

Efe [N/mm?]= Ey -V +Ef- Vs

Ve [-] : Volumenanteil der Faser

Vin  [-] : Volumenanteil der Matrix

Ef [N/ mm?] : E-Modul der Matrix

r¢ [mm] : Faserradius

60 Leung: Fracture-based two-way debonding model for
discontinuous fibers in elastic matrix.
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Der Faktor p ([-]) berechnet sich zu:

) 2-Gm-15fc-(Ef-Vm-Em)fl

- =
R* Gm ti
In +—-In{1+—
1’f+tl' Gl' T’f

mit:

(2.13)

: Faserradius

: Ausdehnung der ITZ in
radialer Richtung

o
=
Z
S~
3
3
N
I
o
S
N
+
v
=
=

-] : Volumenanteil der Matrix
(Vim=1- Vf )

Der Schubmodul G kann tiber den bekannten
Zusammenhang G=E/(2+2-v) berechnet
werden. R* gibt hierbei den Radius eines
Zylinders an, auf den sich die Lastabtragung
in der Matrix beschrankt. Dieser Radius kann
nach Leung und Geng ® vereinfachend aus
dem &dquivalenten Volumenanteil der Fasern
Vf abgeschitzt werden:

In R* B —Zln(Vf)—(l—Vf)(3—Vf)
1’f+tz' - 4-(1—Vf)2

(2.14)

mit:

R* [mm] : Radius des Faserzylinders,
der sich an der Lastabtragung
beteiligt

Vi [ = V(L ti/rs)?

r¢ [mm] : Faserradius

t; [mm] : Ausdehnung der ITZ in radialer
Richtung

1 Leung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber
debonding/pull-out.

Tabelle 2.11: Eingangsparameter fiir die Berechnung
00N Oz, cr, cal

Faser Matrix
E-Modul [10N/mm?] 210 50
Querdehnzahl [-] 0,30 0,20

Der Faktor p wird als Parameter zur Be-
schreibung der Spannungsiibertragung in
Abhéngigkeit der E-Moduln und der Vo-
lumenanteile der Faser und der Matrix
verstanden.

Den Volumenanteil V; einer Faser in ei-
nem pull-out-Probekorper schidtzen Leung
und Geng®' vereinfachend aus der Dicke H
der rechteckigen Probe zu Vy» 7r~r%/H2 ab.
Bei einer Probendicke von 9,2 mm und einem
Faserdurchmesser von 0,5mm ergibt sich
somit ein Volumenanteil von V¢ =0,23%. Im
Falle einer zylindrischen Probe ergibt sich fiir
den Volumenanteil: Vy » jzf 73,

Obwohl fiir die eigenen Untersuchungen
- der besseren Handhabbarkeit wegen - Pro-
bekorper mit einem Durchmesser von 35 mm
verwendet wurden, wird zur Abschitzung
des Volumenanteils Vy ein Durchmesser 7,
in Abhéngigkeit des Faserdurchmessers 7
angesetzt. Im Rahmen einer zusatzlichen
Serie des Betons M1 zur Untersuchung des
Einflusses der Probekdrperabmessungen hat
sich bei Fasern mit einem Durchmesser von
0,48 mm gezeigt, dass zwischen Varianten mit
Probekorperdurchmessern von 35 mm, 20 mm
und 10mm kein nennenswerter Unterschied
hinsichtlich des Verbundverhaltens besteht.
Daher wird vereinfachend als Obergrenze
fiir den Radius des lastabtragenden Matrix-
zylinders 71, ~20-r; angenommen. Somit
gilt fiir alle Varianten V; =1/202. Die weiteren
Eingangsgrofien fiir die Berechnung von 0, ¢
nach Gleichung (2.12) sind in Tabelle 2.11
zusammengestellt. Die Verbundldnge betrug
in allen Versuchen 5mm, eine evtl. vorhan-
dene ITZ wurde bei den Berechnungen nicht
berticksichtigt (t; = 0 mm). Die kritische Faser-
Zugspannung 0z, ¢,exp Wurde vereinfachend
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aus der maximalen Faserausziehlast berechnet.
Mit Hilfe der Methode der Minimierung der
Fehlerquadratsumme wurde Gy . iterativ
bestimmt (Annahme: T =17 N/mm?2, siehe
Kapitel 2.2); die geringste Fehlerquadratsum-
me ergab sich bei Gy =0,152N/mm Die
Versuchsergebnisse und die Ergebnisse der
Berechnungen sind in Bild 2.11 fiir den Beton
M1 dargestellt. Die Versuchsergebnisse kon-

1.500 T T T T T
g 13504\ S ... O Versuche 1
I © ; —A— Berechnung
3 1200\ b
B A.050F P\ ]
2 N
S 900f R ]
c |
§ 750 B ]
8 ‘ :
S0 S S ]
S ‘ ‘ : :
N : : : |
B B0 e ]
L OO s ]
% : : : ; O
® B0 ]
g 0 | | | | |
o+ : : : ! ! ]
0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6

Faserradius r [mm]

Bild 2.11: Experimentell ermittelte und rechnerische
maximale Faserzugspannung fiir den Beton
M1 (Verbundlinge: 5 mm)

nen mit einer akzeptablen Ubereinstimmung
durch den Ansatz von Leung und Geng
bzw. Leung % simuliert werden. Es sei jedoch
darauf hingewiesen, dass damit die Annahme,
der Kontaktzonenriss bilde sich bei der im
Versuch ermittelten maximalen Faserzug-
spannung, nicht bewiesen ist. In wieweit die
berechnete kritische Energiefreisetzungsrate
der Verbundfuge G, . fiir den Beton M1 als
plausibel zu beurteilen ist, wird im folgenden
Abschnitt erortert.

Kritische Energiefreisetzungsrate der Ver-
bundfuge Gy, .

Zur Simulation der Ergebnisse der Aus-
ziehversuche von Wells und Beaumont %

2Leung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber
debonding/pull-out.

63 Leung: Fracture-based two-way debonding model for
discontinuous fibers in elastic matrix.

64 Wells u. Beaumont: Debonding and pull-out processes
in fibrous composites.

(Stahldrshte in Epoxidharz) nahm Leung®
eine kritische Energiefreisetzungsrate der
Verbundfuge von G ¢ =0,200N/mm und
eine Reibungsspannung von 77, =2N/ mm?
an.

Fir die Simulation der Ergebnisse aus
den von Naaman und Shah® durchgefiihrten
Ausziehversuchen an Stahldrdhten in Ze-
mentmortel nahm Leung® eine kritische
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge
von Gy, ¢ =0,001 N/mm und eine Reibungs-
spannung von Ts, =2N/ mm? an. Der von
Naaman und Shah® verwendete Zement-
mortel hatte einen w/z-Wert von 0,55 und ein
Sand /Zement-Verhiltnis von 2,5. Die Stahlfa-
sern wiesen einen Durchmesser von 0,4 mm
auf. Leung® setzte fiir die Berechnungen
auflerdem - ohne weiteren Bezug zu dem von
Naaman und Shah® verwendeten Mortel -
eine ITZ mit einer Dicke von t; = 50 ym und
einem Schubmodul von G; =0,05-G,, an. Da
Naaman und Shah® keinerlei mechanische
Eigenschaften des Mortels angeben, wdhlt
Leung® fiir den E-Modul des Mortels ohne
weitere  Begriindung  E,, = 21.000 N/mm?.
Leung® gibt allerdings zu bedenken, dass
aufgrund der geringen Anzahl an Versuchs-
variationen nicht sichergestellt ist, dass
der Berechnungsansatz (Gleichung (2.12) bis
Gleichung (2.14)) und die ermittelten Verbund-
kenngroflen fiir diesen Mortel grundsétzlich
giltig sind.

Die fiir den
te  kritische

Beton M1 iterativ abgeschétz-

Energiefreisetzungsrate  der
Verbundfuge Gy, =0,152N/mm erscheint
im Vergleich zu dem fiir Zementmortel in
der Literatur genannten Wert zunédchst hoch.
Allerdings muss berticksichtigt werden, dass
bei UHPC wegen des vergleichsweise starken
autogenen Schwindens mit hoheren Radial-
druckspannungen an der Faseroberflache als
bei Normalbeton oder -mortel zu rechnen
ist; diese wirken giinstig im Hinblick auf
den Verbund. Aufierdem diirfte sich an der
Stahlfaser -im Gegensatz zu Normalbeton -

%5 Naaman u. Shah: Pull-out mechanism in steel fiber re-
inforced concrete.
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keine ITZ in Form von Portlanditkristallen
ausbilden. Der tiblicherweise hohe Anteil an
feinen Partikeln in UHPC kann dariiber hin-
aus dazu fithren, dass die Kontaktzone eine
hohere Partikelpackung als im Falle von Nor-
malbeton und unter Umstdnden eine gewisse
Mikroverzahnung aufweist. Letztgenannte
Aspekte konnen nach Ansicht des Verfassers
durchaus zu der ermittelten hohen kritischen
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge G, .
fithren. Im Weiteren werden die Studien aus
der Literatur, welche sich mit der Ermittlung
der kritischen Energiefreisetzungsrate der
Verbundfuge Gy, . beschiftigen, zusammen-
fassend diskutiert.

Stang und Shah % fiihrten Einzelfaserauszieh-
versuche an Stahlfasern des Durchmessers
0,6 mm durch (Mortel mit w/b = 0,43, Binde-
mittel aus Zement und Silikastaub, Sand mit
Grofitkorn 2 mm). Fiir die Verbundfuge geben
sie eine kritische Energiefreisetzungsrate von
rd. G, ¢r = 0,033 N/mm an.

Stang und Shah © geben einen Uberblick
tiber experimentell ermittelte kritische Ener-
giefreisetzungsraten der Verbundfuge G, .
(Zementmortel-Stahlfaser) aus der Litera-
tur. Die zusammengetragenen Werte gelten
fur Stahlfasern in Zementmorteln mit w/z-
Werten zwischen 0,3 und 0,6. Die zugehorigen
kritischen  Energiefreisetzungsraten Gy,
liegen zwischen rd. Gy . = 0,011 N/mm und
G2, ¢r = 0,043 N/mm.

Zum Vergleich zu den vorgenannten
Werten sei an dieser Stelle die kritische
Energiefreisetzungsrate Gy, von Beton
genannt, welche in der Grofienordnung
von rd. Gy, =0,10N/mm (Druckfestig-
keit 25N/mm?) bis rd. Gy o = 0,65 N/mm
(Druckfestigkeit 105N/mm?) liegt. ® Die
kritische ~Energiefreisetzungsrate der Ver-

66 Stang und Shah: Fracture mechanical interpretation of
the fibre/matrix debonding process in cementitious
composites.

67 Stang und Shah: Micromechanics of the interface in
fibre-reinforced cement materials.

68 Reinhardt und Xu: Experimental determination of KI-
IC of normal strength concrete.

bundfuge G . ist somit um einen Faktor
von rd. 9 bis maximal rd. 15 kleiner als die
kritische Energiefreisetzungsrate Gy . des
Betons. Der Zusammenhang zwischen der
kritischen Energiefreisetzungsrate Gy . des
Betons und der Druckfestigkeit des Betons
kann in guter Ndherung durch eine Gerade
abgebildet werden.®® Fiir den Beton M1 mit
einer rechnerischen mittleren Wiirfeldruck-
festigkeit von 172N/mm? ergibt sich eine
rechnerische kritische Energiefreisetzungs-
rate von Go. o ~1,1N/mm. Die kritische
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge
Gy,or des Betons M1 diirfte somit in der
Grofienordnung von rd. Gy, =0,07N/mm
bis Gy, =0,12N/mm liegen. Die aus den
eigenen pull-out-Versuchen iterativ abgelei-
tete kritische Energiefreisetzungsrate Gy,
der Verbundfuge UHPC-Stahlfaser liegt so-
mit in einer plausiblen Groflenordnung. Da
weder in der Literatur weitere Ergebnisse
vorliegen, noch eigene Versuche zur kritischen
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge
durchgefiihrt wurden, ist eine weiterfiithrende
Beurteilung der rechnerisch ermittelten Werte
jedoch nicht moglich.

Schlussfolgerungen

Zusammenfassend kann festgehalten werden,
dass in der Literatur Ansdtze zur Beschrei-
bung der Bildung eines Kontaktzonenrisses
vorhanden sind, die auch bei Stahlfasern in
UHPC angewendet werden konnen. Die An-
sdtze enthalten als Eingangsgroflen die E-
Moduln der Faser und der Matrix sowie
Bruchkenngrofien der Verbundfuge. Besten-
falls kann eine ITZ vereinfachend berticksich-
tigt werden. Mikromechanische Kenngrofien
der Matrix bzw. der ITZ oder Topographie-
kennwerte der Faseroberfliche finden keine
Berticksichtigung. Die notwendigen Eingangs-
grofien Gy, o und Tfu konnen nicht vorab an-
hand z.B. der Zusammensetzung der Matrix
angegeben werden. Sie miissen aus Ergebnis-
sen von Versuchsreihen mit unterschiedlichen
Faserdurchmessern fiir jede Betonzusammen-
setzung mit Hilfe numerischer Methoden ab-
geschatzt werden. Welche der mikromechani-
schen Mechanismen im Hinblick auf die maxi-
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mal {ibertragbaren Faserzugspannungen eine
Rolle spielen, kann ebenfalls nicht beantwortet
werden. Die vorgenannten Ansitze werden da-
her im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter ver-
folgt.

2.3.4. Reibung wéahrend des
Faserauszugs

Allgemeines

Hat sich der Kontaktzonenriss bis zum En-
de der Verbundldnge fortgepflanzt, so wird
i.d.R. angenommen, dass eine Spannungsiiber-
tragung nur noch iiber die querdruckabhéan-
gige Reibung stattfinden kann. Die iibertrag-
bare Reibungsspannung zwischen der Faser
und der Matrix ist physikalisch gesehen abhén-
gig vom Reibungskoeffizienten und der wir-
kenden Radialdruckspannung an der Faser-
oberfliche. ® Daher werden im Folgenden
die wesentlichen Erkenntnisse aus der Litera-
tur zum querdruckabhédngigen Reibungskoef-
fizienten und der Radialspannung zusammen-
gefasst und, wenn moglich, auf die eigenen
Untersuchungen tibertragen. Der querdruck-
abhingige Reibungskoeffizient wird im Rah-
men dieser Arbeit mit y* bezeichnet und ist
nicht mit den tblichen, nach Ansicht des Ver-
fassers auf Effekte auf makroskopischer Ebe-
ne zuriickzufithrenden Reibungskoeffizienten
1, zu vergleichen.

Querdruckabhangiger Reibungskoeffizient

Im Hinblick auf den querdruckabhidngigen
Haft- und Gleitreibungskoeffizienten zwi-
schen Stahlfaser und Matrix und die darauf
aufbauende Beschreibung des Verbundverhal-
tens werden in der Literatur sehr unterschied-
liche Annahmen getroffen. Die Bandbreite der
Annahmen reicht vom konstanten Gleitrei-
bungskoeffizienten iiber schlupfentfestigend
bis zu schlupfverfestigend; i.d.R. wird jedoch
vereinfachend ein schlupfunabhéngiger, kon-
stanter Gleitreibungskoeffizient y angesetzt.®

Um den querdruckabhidngigen Haft- und
Gleitreibungskoeffizienten = anhand  von
Versuchsergebnissen  abzuleiten, miissen

%9 Bentur et al.: Fiber-matrix interfaces (Seite 149 ff.).

Faserausziehversuche bei unterschiedlichem
Radialdruck durchgefiithrt werden. Entspre-
chende Ergebnisse liegen nach Kenntnis des
Verfassers nur mit den Arbeiten von Pinchin
und Tabor”? sowie Leung und Geng’! vor.
Das Spektrum des untersuchten zusitzli-
chen Radialdrucks reichte von 0N/mm? bis
-30N/mm?2.7! Eine Zusammenfassung der
beiden Studien kann Anhang C entnommen
werden.

Die beiden Arbeiten aus der Literatur, die
eine Abschdtzung des querdruckabhidngigen
Haft- und Gleitreibungsbeiwerts zulassen,
gehen bei ihren Betrachtungen davon aus,
dass der querdruckabhidngige Haft- bzw.
Gleitreibungskoeffizient iiber die gesamte
Verbundldnge konstant ist. Aufgrund dieser
Vereinfachung ist nach Ansicht des Verfassers
die Berechnung des querdruckabhidngigen
Haft- und Gleitreibungskoeffizienten nur als
Néherung zu betrachten.

Fir die weiteren Betrachtungen wird auf
Basis der Literatursichtung, sieche Anhang C
und Bild 2.12, vereinfachend ein querdruckab-
hédngiger Haft- und Gleitreibungskoeffizient
in Abhédngigkeit des Schlupfes wie folgt
angenommen:

1. der Haftreibungskoeffizient
(Schlupf =,,0”) betragt u;; = 0,15

2. der Gleitreibungskoeffizient ist abhdngig
vom Schlupf s:

* pue(s=0) = py
1e(s=025mm) = 0,50 uj
ue(s=0,50mm) = 0,40-uj
ne(s=25mm) = 0,15 uj,

ne(s>25mm) = 0,15 uj.

3. der Gleitreibungskoeffizient wird
zwischen einem Schlupf von 0 und
2,5 mm linear interpoliert

70 Pinchin u. Tabor: Inelastic behaviour in steel wire pull-
out from Portland cement mortar.

"ILeung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber
debonding/pull-out.
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4. der Haft- und Gleitreibungskoeffizient ist
unabhdngig vom betrachteten Beton.
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Bild 2.12: relativer Gleitreibungsbeiwert in
Abhiingigkeit des Ausziehwegs, berechnet
aus Versuchskurven von Leung und Geng”*

Anhand der von Pinchin und Tabor 72
durchgefiihrten Versuche kann aufSerdem
festgehalten werden, dass bei gegebener
Zusammensetzung der Matrix der Gleitrei-
bungskoeffizient u g, mit steigender Mittenrau-
igkeit der Faseroberfliache signifikant abfallt.
Vermutlich wurde bei den Versuchen die
Matrix im Verbundbereich wegen der mit
grofierer Rauigkeit verbundenen, stiarkeren
Mikroverzahnung bereits bei sehr geringem
Schlupf derart geschddigt, dass im weiteren
Verlauf der Versuche nur noch vergleichs-
weise geringe Krifte {ibertragen werden
konnten. Denkbar ist auch, dass aufgrund
der intensiveren Verzahnung die Topographie
der Faseroberfldche bereits bei sehr geringem
Schlupf abradiert wird. Ein systematischer
Zusammenhang kann jedoch auf Basis der
Arbeit von Pinchin und Tabor’? nicht formu-
liert werden. Der querdruckabhidngige Haft-
und Gleitreibungskoeffizient liegt am unteren
Ende der tiblicherweise angesetzten Reibungs-
koeffizienten zwischen Stahl und Beton (0,2
bis 0,4), siehe z.B. Schneider Bautabellen fiir

Ingenieure”>.

72 Pinchin u. Tabor: Inelastic behaviour in steel wire pull-
out from Portland cement mortar.
73 Schneider: Bautabellen fiir Ingenieure.

Normalspannungen

Die Normalspannungen senkrecht zur Man-
telflaiche der Faser (Radialspannungen) beein-
flussen das Verbundverhalten v.a. im Gleitrei-
bungsbereich.”# Drei Ursachen sind im Wesent-
lichen fiir das Entstehen von Radialspannun-
gen verantwortlich:

¢ lastunabhéngige Verformungen:
(teilweise) behinderte
Schwindverformungen und/oder
Temperaturdehnungen

* Querkontraktion der Faser aufgrund der
Axialzugspannung bzw.
Querschnittseinschniirung bei Erreichen
der Flieispannung

¢ Krifte quer zur Faserldngsachse infolge
duflerer Belastung.

Die Zusammenhdnge zur Berechnung der
Radialdruckspannungen o;,(r=r;), welche z.B.
infolge einer (teilweise) behinderten radialen
Verformung der Matrix an der Mantelflache
der Faser entstehen, wurden erstmals von
Dugdale” (siehe Anhang D) hergeleitet:

Opp(r=r7) = PITZ =

B (Sshr,eff/rf
- 1 1—1/f
m [(1—1/m)-a+(1+1/m)] + Ef
(2.15)

74 Bentur et al.: Fiber-matrix interfaces (Seite 149 f£.).
7% Dugdale: Elements of elasticity.
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mit:

Orr(r=rg) [N/ mm?] : Radialspannung an der
Faseroberflache

(Sshr, eff [mm]

: mech. wirks. Matrixverfor- 22 N/mm?2

Harris 77 gibt fiir in Epoxidharz eingebette-
te Glasfasern auf Basis der von Dugdale”
hergeleiteten o0.g. Zusammenhidnge Nor-
malspannungen in Hoéhe von bis zu rd.
an. Diese resultieren im von

mung in radialer Richtung pyarris” betrachteten Beispiel aus unterschied-

-]

- 27,
mm | : Faserradius
: Radius der Matrix

[

[

[mm]

Ef [N/mm?] : E-Modul der Faser
[
[
[

m

N/mm?] : E-Modul der Matrix

] : Querdehnzahl der Faser
] : Querdehnzahl der Matrix

Vi -
Oshr,eff ist die mechanisch wirksame Ma-

trixkontraktion in Radialrichtung infolge des
Schwindens:”®

* rf
(Sshy’eff = rf—rm = i’f—m =
1 Eshr, ef f
:rf. 1_17 :rf.li
* Eshr,ef f T Eshr,ef f

(2.16)
mit:
Oshr,eff [mm]: mech. wirks. Matrixverformung

re [mm]: Faserradius

€nr,eff [-] : mech. wirks. Schwinddehnung

Zu beachten ist hierbei, dass im Falle von
zementgebundenen Matrices sowohl fiir
die Schwindverformungen als auch fiir den
E-Modul die jeweiligen zeitlichen Entwicklun-
gen in Gleichung (2.15) und Gleichung (2.16)
einzusetzen und die entsprechenden Aus-
driicke iiber den betrachteten Zeitraum zu
integrieren sind. Die radialen Druckspan-
nungen sind nur in einem Bereich von
1< 1y /rf < 13,5 spiirbar vom Verhiltnis
T'm /rf abhdngig; ab rd. r, /rf > 13,5 dndert
sich die Radialdruckspannung mit steigen-
dem 7, / r¢-Verhiltnis weniger als 1%, siehe
Bild D.2 in Anhang D.

76 Dugdale: Elements of elasticity.

lichen Warmedehnzahlen der Materialien und
einer Abkiihlung um 80K auf Raumtempera-
tur nach einer Warmebehandlung der Proben.

Im Falle einer zementgebundenen Matrix
kann nicht die freie autogene Schwindver-
formung zur Berechnung der Radialdruck-
spannungen herangezogen werden, vielmehr
muss die ,mechanisch wirksame” Kon-
traktion, welche sowohl den Zeitpunkt des
Beginns der Entwicklung des E-Moduls als
auch die Kriech- und Relaxationsvorgidnge
beriicksichtigt, angesetzt werden. Zur ersten
vereinfachten Abschdtzung einer Groflenord-
nung der Radialdruckspannungen koénnen
Schwind- und Kriech- bzw. Relaxationsei-
genschaften von UHPC aus der Literatur
dienen. Untersuchungen zu der freien au-
togenen Schwindverformung und zu den
Zwangspannungen im UHPC infolge behin-
derter autogener Verformung wurden u.a.
von Habel”® und Schachinger” durchgefiihrt.
Daneben geben Eppers und Miiller® einen
Uberblick der aktuellen Literatur zur freien
autogenen Schwindverformung von UHPC.
Die wesentlichen Ergebnisse der Studien von
Habel”®und Schachinger”” sind in Tabelle D.1
in Anhang D zusammengefasst. Bei allen
zuvor genannten Studien wurden lineare
Schwindverformungen, d.h. Verformungen in
nur einer Richtung betrachtet.

Habel”® ermittelte in ihren Versuchen freie
autogene Schwindverformungen im Alter
von 7d von etwa 0,300%c. Der Zeitpunkt
to wurde auf den Beginn der Zwangspan-

77 Harris: Shrinkage stresses in glass/resin composites.

78 Habel: Structural behaviour of elements combining
UHPFRC and reinforced concrete (Seite 46 f.).

79 Schachinger: Mafnahmen zur Herstellung von risse-
freien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher
Duktilitat (Seite 128 f.).

80 Eppers u. Miiller: Autogenous shrinkage strain of
UHPC (Seite 433 ff. im zugehorigen Tagungsband).
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nungsentwicklung gelegt (to = 31h). Der aus
der Zwangspannungsentwicklung (Behinde-
rungsgrad: 100%) und dem Verlauf des freien
autogenen Schwindens berechnete Kriechan-
teil betrug nach 7 d rd. 60%, d.h. etwa 0,180%.
Die mechanisch wirksame Schwindverfor-
mung lag somit bei rd. 0,120%o.

Schachinger 8 untersuchte den Einfluss
einer Reihe betontechnologischer Parameter
auf die Gefahr der Rissbildung infolge Zwang
im starren Reiffrahmen. Der Zeitpunkt ¢
wurde von ihm auf das Ende des Erstarrens,
das er mit Hilfe des Vicat-Versuchs bestimmte,
festgelegt. Das Erstarrungsende stimmte in sei-
nen Studien mit dem Beginn der sogenannten
Beschleunigungsphase der Zementhydrata-
tion tiberein und lag je nach Betonvariante
bei rd. 6h bis 9h nach Wasserzugabe. Erste
Zwangspannungen entwickelten sich i.d.R.
rd. 2h nach dem Zeitpunkt ¢y. In dieser Zeit-
spanne vergroflerten sich die freien autogenen
Schwindverformungen je nach Beton um
rd. 0,100%0 bis 0,400%c. Darin liegt z.T. die
Diskrepanz zu den um den Faktor vier bis
funf geringeren wirksamen Schwindverfor-
mungen von Habel® begriindet. Nach 14 d lag
die freie autogene Schwindverformung bei
rd. 1,250%o bis 1,500%0. Fiir diesen Zeitpunkt
gibt Schachinger®! einen Kriech- bzw. Rela-
xationsanteil von 80% fiir einen CEM I-Beton
bzw. 70% fiir einen CEM III/B-Beton an. Die
rechnerisch wirksame Schwindverformung
lag damit bei rd. 0,300%0 bzw. 0,375%o.

Im Rahmen ihrer Versuche (600kg/m3
bis 800kg/ m® CEMI, w/z-Wert 0,264 bis
0,300, Silikastaubgehalt 16% bis 20% bez. a.
Zement) ermittelten Eppers und Miiller %
freie autogene Schwindverformungen von rd.

0,600%o bis 0,900%0 im Alter von 28 d.

Die von Schachinger®! angegebenen freien

81 Schachinger: Mafinahmen zur Herstellung von risse-
freien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher
Duktilitét (Seite 128 £.).

82 Habel: Structural behaviour of elements combining
UHPFRC and reinforced concrete (Seite 46 f.).

8 Eppers u. Miiller: Autogenous shrinkage strain of
UHPC (Seite 433 ff. im zugehorigen Tagungsband).

Schwindverformungen liegen somit signifi-
kant tiber jenen der anderen Autoren. Jedoch
miissen im Hinblick auf die vergleichende
Beurteilung der genannten freien autogenen
Schwindverformungen und der Ableitung
einer effektiven Schwindverformung fiir die
vereinfachte Abschidtzung der sich bildenden
Radialdruckspannungen in der Kontaktflache
Faser/Matrix u.a. folgende Aspekte beachtet
werden:

¢ Art des Versuchsaufbaus fiir die
Bestimmung des freien autogenen
Schwindens

* Messbeginn bzw. Definition von ¢,

* Art des Versuchsaufbaus fiir die
Bestimmung der
Zwangspannungsentwicklung, d.h.
Verlauf des Behinderungsgrads

® Zeitpunkt der Betrachtung der
Zwangspannungen

¢ Zusammensetzung des Betons.

Im Hinblick auf diese Aspekte koénnen die
vorgenannten Schwindverformungen nur
fiir eine erste Abschiatzung der Grofienord-
nung der Radialdruckspannungen dienen.
Zunidchst wird jedoch auf eine versuchs-
technische Moglichkeit zur Ermittlung der
Radialdruckspannungen eingegangen.

Stang 84 entwickelte einen Versuch, bei
dem er nach Kalibrierung direkt den sich
aufbauenden Druck in einem Quecksilber-
reservoir aus Glas, welches in Zementleim
eingebettet ist, in Abhdngigkeit der Zeit
messen konnte. Unter konservierenden Be-
dingungen untersuchte er zwei Zementleime
(Weifszement) ohne und mit Mikrosilika
(10% bez. a. Zement). Der Zementleim ohne
Mikrosilika enthielt 1.606 kg/ m> Zement, der
w/z-Wert betrug in beiden Fillen 0,30. Aus
den Messergebnissen, den geometrischen und
mechanischen Konstanten des Glasbehilters
sowie Fitkurven fiir die zeitliche Entwicklung

84 Stang: Significance of shrinkage-induced clamping
pressure in fiber-matrix bonding in cementitious com-
posite materials.
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Tabelle 2.12: Resultierende Radialdruckspannungen
hochfester Zementleime in Kombination
mit verschiedenen Fasern nach Stang®
im Alter von rd. 500 h

Faserart E Vo Oy Msl) oy, Msz)
(] IN/mm®] [-] [N/mm?]
Stahl 210 0,3 -6,4 -19,0
C 240 0,2 -59 -17,0
PP 1 04 -1,1 -3,1

1) Zementleim ohne Mikrosilika
2) Zementleim mit 10% Mikrosilika

des E-Moduls der beiden Leime berechnete
Stang % die zeitlichen Verldufe der Radial-
druckspannungen fiir verschiedene Fasern,
siehe Tabelle 2.12 fiir Werte zum Zeitpunkt
t =500 h. Stang® gibt auch die rechnerischen
effektiven Schwindverformungen &g, . s
an, die zu den Radialdruckspannungen
fithren. Im Falle des Zementleims ohne Mikro-
silika betrug e;‘hr, cal,eff rd. 0,25%0, hingegen
rd. 0,70%0 beim Zementleim mit Mikrosilika.
Die zugehorige freie autogene Schwindver-
formung betrug rd. 2%o bzw. rd. 6%.. Die von
Stang® verwendeten Zusammenhinge fiir
die Berechnung der Radialdruckspannung
gelten fiir eine unendlich ausgedehnte Matrix
und sind unabhingig vom Radius der ein-
gebetteten Faser. Stang® beurteilt dies nur
hinsichtlich von Mafistabseffekten als pro-
blematisch, wenn z.B. der Durchmesser der
Fasern kleiner als die typischen Abmessungen
der Mikrostruktur des Zementsteingefiiges
ist. Er gibt allerdings zu bedenken, dass die
mit Hilfe eines Glasbehilters gemessenen
Druckspannungen bei der Betrachtung von
Fasern aus anderen Materialien wegen der ggf.
anders ausgebildeten Kontaktzone abweichen
konnen. Die Ubertragung seiner Ergebnisse
auf Hochleistungsbeton oder UHPC sind dar-
tiber hinaus nicht ohne Weiteres moglich, da
Gesteinskérnung und Fasern grundsétzlich so-
wohl das autogene Schwindverhalten als auch

8 Stang: Significance of shrinkage-induced clamping
pressure in fiber-matrix bonding in cementitious com-
posite materials.

den E-Modul beeinflussen. Die von Stang®
angegebene Berechnungsmethode gilt nur fiir
seinen Versuchsaufbau und in Kombination
mit den von ihm verwendeten Zementleimen.
Aus Dugdales 8 Zusammenhang zwischen
Materialkennwerten,  Schwindverformung
und Radialdruckspannung (Gleichung (2.15))
ergibt sich mit den wirksamen Schwindverfor-
mungen von Stang® fiir den mikrosilikahalti-
gen Zementleim eine radiale Druckspannung
von rd. -14N/mm?. Diese liegt zumindest
in der gleichen Grofienordnung wie die von
Stang® experimentell ermittelte Radialdruck-
spannung in Hohe von -19,0N/mm? fiir
Stahlfasern.

Fiir die folgende vereinfachte Abschit-
zung der Grofienordnung der Radialdruck-
spannungen an der Stahlfaseroberflache
wurde in Anlehnung an Habel ¥ eine freie
autogene Schwindverformung in Hohe von
0,30%0 sowie ein kumulierter Kriech- bzw.
Relaxationsanteil von 60% fiir UHPC ange-
nommen. Somit ergibt sich vereinfachend
eine effektive Schwindverformung von 0,12%.
Die weiteren fiir Gleichung (2.15) benotigten
Eingangsparameter sind in Tabelle 2.11 zusam-
mengefasst. Aus Gleichung (2.15) ergibt sich
somit flir eine Stahlfaser des Durchmessers
0,48 mm eine rechnerische maximale Radi-
aldruckspannung von  prrz = -4,4N/mm?.
Setzt man dagegen die von Stang® ermittelte
effektive Schwindverformung in Hohe von
0,70%0 an, so erhilt man eine rechnerische Ra-
dialdruckspannung von pirz = -25,6 N/mm?.
Die vorgenannten Ergebnisse stellen jedoch
nur Anhaltswerte dar; sie konnen nicht ohne
Weiteres auf die verschiedenen Betone der
eigenen Versuche {ibertragen werden. Auf
die Ermittlung der Radialdruckspannungen
fiir die eigenen Betone wird im Rahmen des
Kapitels zum mikromechanischen Modell
(s. Kapitel 2.6) im Detail eingegangen. Bei
einer angenommenen Radialdruckspannung
von -4,4N/mm?, einem Haftreibungsbeiwert
von uj; =0,15, einem Faserdurchmesser von

8 Dugdale: Elements of elasticity.

87 Habel: Structural behaviour of elements combining
UHPFRC and reinforced concrete (Seite 46 f.).
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0,48 mm und einer Verbundlinge [, =5mm
ergibt sich eine zu tiberwindende Haftkraft
von rd. 5N. Damit wird bereits an dieser
Stelle klar, dass unter den getroffenen An-
nahmen der Mechanismus ,Reibung aus
Querdruck” nur einen geringen Anteil an
der Kraftiibertragung zwischen Stahlfaser
und Matrix hat. Setzt man hingegen die
fur das starrplastische Verbundgrundgesetz
ermittelte Verbundspannung des zweiten
Plateaus (siehe Bild 2.2) ins Verhiltnis zu
der abgeschitzten Radialdruckspannung von
pitz = -44N/mm?, so ergibt sich ein quer-
druckabhingiger Reibungskoeffizient von
rd.  uj~-1,67N/mm?/-4,40 N/mm? ~ 0,38.
Die zu tiberwindende Haftkraft betrdgt dann
rd. 12N, d.h. im Falle von Beton M1 rd.
11% der im Versuch ermittelten maximalen
Faserausziehkraft.

Schub- und Faserzugspannung im Gleitrei-
bungsbereich

Der am héufigsten verwendete und einfachs-
te Ansatz zur Berechnung der tibertragba-
ren Faserzugspannung im Gleitreibungsbe-
reich basiert auf der Annahme eines konstan-
ten Reibungskoeffizienten, einer konstanten
Radialdruckspannung sowie einer unendlich
steifen Faser.®® Die iibertragbare Faserzug-
spannung ist dann nur von der verbleibenden
Einbindeldnge abhingig:

:Z_H'PITZ'lb
Ty

Oz, f, fric (2.17)

mit:

s, f, fric N/ mm?]: Faserzugspannung infolge

Reibung
pirz  [N/mm?]: Radialspannung an
der Faseroberfldche
I [mm] : verbleibende Einbinde-
lange
re [mm] : Faserradius
Hierbei bleibt der Effekt der Querkon-

traktion der Faser unberiicksichtigt. Zur

8 Wells u. Beaumont: Debonding and pull-out processes
in fibrous composites.

Berticksichtigung dieses Aspekts geben Wells
und Beaumont®® ohne weitere Herleitung bzw.
physikalische Begriindung einen Zusammen-
hang an. Dieser soll im Folgenden jedoch nicht
weiter betrachtet werden.

Leung und Geng® stellten im Rahmen ih-
rer Untersuchungen fest, dass selbst bis zu
einaxialen Querdruckspannungen in Hohe
von 30 N/mm? im Faserausziehversuch noch
kein Faserversagen, sondern ein Herausziehen
der Faser auftritt. Die maximalen Ausziehlas-
ten waren erwartungsgemaf proportional zur
aufgebrachten Querdruckspannung. Mit stei-
gender Querdruckspannung war allerdings
ein steilerer Abfall der Ausziehlast nach Errei-
chen des Maximums zu erkennen. Dies fiithren
Leung und Geng® auf eine stirkere mechani-
sche Beanspruchung, d.h. ein Abscheren der
Matrix im Bereich von Mikroverzahnungen in
der Kontaktflache zurtick. REM-Aufnahmen
von Fasern und des Verbundbereichs bei
unterschiedlichem Schlupf deuten auf das
Vorhandensein einer grofieren Menge feinerer
Abriebpartikel mit steigendem Querdruck hin;
diese Partikel wirken wie ein Rollenlager und
bedingen daher den beobachteten schnelleren
Lastabfall wihrend des Faserauszugs.®® Dar-
tiber hinaus war mit steigendem Querdruck
erwartungsgemdfs auch ein héufiger und
starker ausgepragter, sogenannter Haft/Gleit-
Effekt (sdgezahnformiger Kurvenverlauf) im
Gleitreibungsbereich festzustellen.

Setzt man die im vorhergehenden Ab-
schnitt abgeschdtzte Radialdruckspannung
von pirz = 44N/ mm? an der Faserober-
flache und vereinfachend einen anfanglichen
Gleitreibungskoeffizienten fiir eine glatte
Stahlfaser in einer Mortelmatrix von p* ~ 0,15
an, so ergibt sich eine rechnerische Reibungs-
spannung von 0,66 N/mm?. Im Falle einer
Mikrostahlfaser mit einem Durchmesser
von 0,15mm und einer Einbindeldnge von
I, = 5mm kénnte somit anfanglich eine rechne-
rische Reibungskraft von rd. 1,56 N {ibertragen
werden. Eigene Versuche mit vermessingten

8 Leung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber
debonding/pull-out.
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Mikrostahlfasern ergaben jedoch am Beginn
des Gleitreibungsbereichs im Mittel der Ver-
suche tibertragbare Kréfte von rd. 18 N, siehe
Bild K.3 im Anhang K.

Auch bei den Fasern des Durchmessers
0,48 mm ergeben sich deutlich zu geringe
rechnerische Reibungsspannungen als im
Versuch (s. Bild K.6) festgestellt. Selbst nach
einem Faserauszug von rd. 3mm - wenn also
zundchst von reiner Gleitreibung ausgegan-
gen werden kann - liegt die Faserkraft mit im
Mittel rd. 50 N deutlich tiber der rechnerischen
Kraft von rd. 2N. Die Theorie der Reibung
scheint demnach auch fiir den Bereich grofser
Ausziehwege nicht zur Beschreibung der
tatsdchlichen Kraftiibertragung zu geniigen.
Der Gleitreibungskoeffizient miisste bei den
vorgenannten Annahmen um den Faktor 10
bis 25 grofier gewdhlt werden, damit sich die
im Versuch festgestellten Faserzugspannun-
gen ergeben.

Aus Last-Schlupf-Kurven, welche Shan-
nag et al.”’ bei Faserdurchziehversuchen an
Morteln mit Druckfestigkeiten von 40 N /mm?
(w/z-Wert = 0,45) bzw. 150 N/mm? (w /z-Wert
= 0,20) ermittelten, folgerten sie, dass sich bei
ultrahochfesten Morteln in Verbindung mit
Mikrostahlfasern  (Durchmesser: 0,19 mm)
auch bei grofsem Schlupf (bis 1,4mm) die
Gleitreibungsspannung im Laufe des Ver-
suchs im Gegensatz zum normalfesten Mortel
nur unwesentlich verringert. Grund hierfiir ist
nach Ansicht des Verfassers u.a. die dichtere
und hoherfestere Kontaktzone Faser/Matrix
und des angrenzenden Ubergangbereichs bei
UHPC. Dies fiihrt vermutlich zu einer gerin-
geren Schiadigung und Abrasion wihrend des
Faserauszugs. Shannag et al.”’ geben im Rah-
men ihrer Arbeit Gleitreibungsspannungen
Tf flir Stahlfasern im normalfesten Mortel im
Bereich von 1,4N/mm? bis 4,6 N/mm? an.
Fir den von Shannagetal.”® untersuchten
ultrahochfesten Mortel lagen die Gleitrei-
bungsspannungen im Bereich von 3,4 N/mm?
bis 6,6 N/mm?Z Die rechnerische Gleitrei-

90 Shannag et al.: Pullout behavior of steel fibers from
cement-based composites.

bungsspannung der eigenen Versuche mit
Mikrostahlfasern liegt mit rd. 7,2N/ mm?
in einer dhnlichen Groflenordnung. Bei den
letztgenannten Betrachtungen wurde verein-
fachend angenommen, die Kraftiibertragung
erfolge nur tiber konstante Gleitreibung in der
verbleibenden Verbundfldche.

Die der berechneten Haft- und Gleitrei-
bungsspannung entsprechende Faserzugkraft
betrdgt in den beiden vorgenannten Berech-
nungsbeispielen nur rd. 5% bis 10% der
experimentell bestimmten maximalen Aus-
ziehkrifte. Hinzu kommt, dass angenommen
wurde, bereits bei Beginn des Lastabfalls
wiirde tiber die gesamte Verbundlinge die
Haft- bzw. Gleitreibungsspannung wirken.
Tatsdchlich diirfte nur in einem Teil der
Verbundlinge der Haftverbund voéllig gelost
sein. Ungeachtet der getroffenen, verein-
fachenden Annahmen ist demnach davon
auszugehen, dass die stattfindende Kraft-
tibertragung sowohl im Haft- als auch im
Gleitreibungsbereich mafigeblich durch eine
Adhésion und - trotz der makroskopisch
glatten Faseroberfliche - durch eine gewisse
Mikroverzahnung beeinflusst wird. Darauf
deutet auch der qualitativ festgestellte Abrieb
der Matrix im Verbundbereich in der von
Leung und Geng®! veroffentlichten Studie hin.
Auf die letztgenannten beiden Mechanismen
der Kraftiibertragung wird an spéterer Stelle
im eigenen Modell ndher eingegangen.

2.3.5. Zum Einfluss der Verbundlange
auf das Verbundverhalten

Zur Beschreibung des Zusammenhangs zwi-
schen Verbundlinge und Verbundverhalten
von Fasern liegen in der Literatur mehrere
Modelle vor. Nach Ansicht des Verfassers
stammen die mafsgebenden Arbeiten von Gao

MLeung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber
debonding/pull-out.
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92 93, 94
175 h

et a Hsue
und Zhou et al.”’,

sowie von Kim et al. %> %

Gaoetal.??  betrachten einen pull-out-

Probekorper  unter  bruchmechanischen
Gesichtspunkten. Sie gehen davon aus, dass
sich in der Kontaktzone grundsétzlich ein Riss
bzw. eine Fehlstelle am belasteten Ende der
Faser befindet. Von diesem Riss geht das wei-
tere Risswachstum aus. Am lastabgewandten
Ende des Risses wirkt die Faserzugspannung
0y, welche fir das Fortschreiten des Risses
verantwortlich ist. Sie ist im Wesentlichen
von der kritischen Energiefreisetzungsrate
der Kontaktzone abhingig. Die im Riss wir-
kende Verbundspannung wird vom gerade
wirkenden Radialdruck und dem konstanten
Reibungskoeffizienten bestimmt.

Hsuehs®  **Modell fiihrt zu einem &hnli-
chen Formelapparat, allerdings setzt er ein
spannungsabhangiges Kriterium fiir das
Risswachstum an. Am lastabgewandten Ende
des Risses wirkt die Faserzugspannung oy,
welche fiir das Fortschreiten des Risses verant-
wortlich ist. Sie ist im Wesentlichen von der
Verbundfestigkeit 7, abhédngig.

Beiden Modelle ist gemein, dass sich - so-
lange der Kontaktzonenriss noch nicht bis
an das Ende der Verbundldnge reicht - die
Faserzugspannung aus zwei Komponenten
zusammensetzt. Ein Teil wird bestimmt durch
die Spannung, welche fiir das Risswachstum
notwendig ist (spannungsabhingig oder
abhédngig von der kritischen Energiefreiset-
zungsrate der Kontaktzone); der zweite Teil
ist abhédngig von der Reibung im Kontaktzo-
nenriss.

92 Gao et al.: Fracture of fiber-reinforced materials.

9 Hsueh: Interfacial debonding and fiber pull-out stres-
ses of fiber-reinforced composites.

9 Hsueh: Theoretical comparison of two loading me-
thods in fiber pull-out tests.

9 Kim et al.: Interfacial debonding and fibre pull-out
stresses - Part .

% Kim et al.: Interfacial debonding and fibre pull-out
stresses - Part III.

97 Zhou et al.: Interfacial debonding and fibre pull-out
stresses - Part II.

Die beiden Modelle von Gao etal.”2und

Hsueh®’ “wurden hinsichtlich ihrer An-
wendbarkeit bei verschiedenen Kombina-
tionen aus Faser und Matrix (u.a. Stahlfa-
ser/Zementmortel, Glasfaser/Zementmortel)
von Kimetal.®und Zhou et al.”” analysiert.
Kimetal.”® und Zhouetal.” stellten da-
bei fest, dass der Berechnungsansatz von
Gao et al.”?eine gute Ubereinstimmung mit
Versuchsergebnissen bei grofien Verbundlan-
gen der Fasern aufweist; bei kurzen Verbund-
langen werden die maximal iibertragbaren
Faserzugspannungen hingegen deutlich {tiber-
schitzt. Das Modell von Hsueh®® 94erbringt
hingegen genau gegenteilige Ergebnisse.

Die Anwendung der beiden vorgenannten
Modelle auf die eigenen Versuche bestatig-
te die Feststellungen von Kim etal.*und
Zhou et al.”. Beide Modelle sind demnach
ungeeignet, den Zusammenhang zwischen
Verbundlidnge und Verbundverhalten {iber
einen grofseren Bereich der Verbundlidnge be-
friedigend abzubilden. Die Griinde fiir die ge-
nannten Diskrepanzen sehen Zhou et al.”” bei
beiden Modellen im Wesentlichen in

1. der Annahme eines stabilen Wachstums
des Kontaktzonenrisses, d.h. kein
abrupter Lastabfall,

2. der Vernachlédssigung der elastischen
Verformungsenergie in Bereichen ohne
Kontaktzonenriss,

3. der Vernachlédssigung der gespeicherten
Energie aus Schubverformung,

4. der Vernachldssigung des Effekts der
Faserquerdehnung sowie in

5. einer Unterschédtzung der
Faserzugspannung, die zur Bildung eines
Kontaktzonenrisses notwendig ist.

Mit diesen Erkenntnissen entwickelten Kim
etal®>% und Zhou etal.”ein verbessertes
Modell zur Interpretation des Verbundverhal-
tens von einzelnen Fasern in Abhdngigkeit der
Verbundlidnge [;,. Kern des Modells sind neben
den geometrischen Randbedingungen und
den mechanischen Eigenschaften der Faser
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und der Matrix mehrere Verbundparameter
sowie die Annahme, dass das Last-Schlupf-
Verhalten hinsichtlich des Auftretens eines
unkontrollierten Lastabfalls kategorisiert wer-
den kann. Daneben wird die Kraftiibertragung
von der sogenannten reziproken Linge A der
Schubspannungsiibertragung und der Faser-
zugspannung 7 bei Losen des sogenannten
,Haftverbunds” und grofien Verbundlidngen
beeinflusst. Ist der Haftverbund gelost, so
findet eine Kraftiibertragung zwischen Faser
und Matrix nur aufgrund der Coulombschen
Reibung unter Berticksichtigung der Faser-
querdehnung statt. Die Reibungsspannung ist
abhédngig vom Reibungskoeffizienten y und
der wirkenden Radialspannung pjrz.

Um die Ergebnisse von Faserausziehver-
suchen verschiedener Autoren (Stahlfasern
in Zementmortel mit 0,30 < w/z < 0,55) mit
akzeptabler Ubereinstimmung abzubilden,
setzten Kim etal. ®® ohne weitere Herleitung
eine Radialdruckspannung an der Faser-
oberfliche von -50,3N/mm? sowie einen
Reibungskoeffizienten von 0,082 an. Unter
den entsprechenden mechanischen und geo-
metrischen Randbedingungen der Versuche
wiirde die genannte Radialdruckspannung
einer mechanisch effektiven Schwindverfor-
mung &gy .ff von -3,2% entsprechen. Die
tatsdchliche freie Schwindverformung ldge
bei z.B. einem durchaus tiblichen Relaxati-
onsanteil von 50% bei mehr als -6 %. Zum
Zeitpunkt des pull-out-Versuchs hitten in der
Matrix zumindest im Bereich von rd. 0,4 mm
in radialer Richtung von der Faseroberfldache
aus gesehen tangentiale Zugspannungen von
deutlich iiber 5N/mm? wirken miissen.

Sowohl die genannte mechanisch effektive
Schwindverformung als auch die resultieren-
den Zugspannungen in der Matrix sind fiir
die untersuchten Zementmortel nach Ansicht
des Verfassers unrealistisch. Die Annahme
derart hoher Radialdruckspannungen liegt
nach Meinung des Verfassers darin begriindet,
dass in den vorhandenen Modellen i.d.R. von

%8 Kim et al.: Interfacial debonding and fibre pull-out
stresses - Part IIL.

reiner Coulombscher Reibung nach Losen
des ,Haftverbunds” ausgegangen wird. Da
weitere Mechanismen der Kraftiibertragung
nicht berticksichtigt werden, miissen unter
Ansatz der tiblichen Reibungskoeffizienten
die Radialdruckspannungen entsprechend
hoch gewidhlt werden. Aufierdem erscheint
der gewihlte Reibungskoeffizient gering.

Aus den genannten Griinden kommt der
Verfasser zu dem Schluss, dass die vor-
handenen Modelle zur Beschreibung des
Verbundverhaltens, im Speziellen fiir den
Zusammenhang zwischen Verbundlinge und
maximaler Faserzugkraft, die tatsdchlichen
Mechanismen der Kraftiibertragung nicht
addquat abbilden. Vor allem fiir den Fall,
dass der Haftverbund in Teilbereichen der
Verbundldnge bereits zerstort ist, kann das
Verbundverhalten nur mit vergleichsweise
unrealistischen Annahmen abgebildet werden.
Im weiteren Verlauf der Arbeit wird daher
nicht mehr auf die genannten Modelle einge-
gangen. Abgesehen von der bereits erfolgten
Analyse mit Hilfe der DGL des verschieb-
lichen Verbunds wird der Zusammenhang
zwischen Verbundlinge und maximaler
Faserzugkraft an dieser Stelle anhand der ei-
genen Versuche nur qualitativ diskutiert und
bewertet. Die maximale Faserzugspannung
in Abhédngigkeit der Verbundlinge ist fiir
den Beton M1 und Fasern des Durchmessers
0,48 mm in Bild 2.13 dargestellt. Bis zu einer
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E ) Beton: M7 ‘ : : : Dﬂ_-—-‘]" ;
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Bild 2.13: Maximale Faserzugspannung in
Abhingigkeit der Verbundlinge fiir den
Beton M1
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Verbundlénge von rd. 10 - @y, dies entspricht
im vorliegenden Fall einer Faserzugspannung
von rd. 600N/mm?, kann der Zusammen-
hang mit akzeptabler Genauigkeit durch eine
Ursprungsgerade abgebildet werden. Bei
grofleren Verbundlingen wurde die beste
Ubereinstimmung mit einer logarithmischen
Gleichung erreicht. Die abnehmende Zu-
wachsrate der maximalen Faserzugspannung
liegt vermutlich im Wesentlichen in der grofser
werdenden Querdehnung der Faser begriin-
det. Eine Faserzugspannung von 600 N /mm?
entspricht einer radialen Querverformung,
d.h. einer Verjiingung der Faser von rd.
-0,2pum bezogen auf den Radius der Faser.
Wiirde die umgebende Matrix dieser radia-
len Verformung vollstindig folgen, miisste
unter Annahme der Randbedingungen aus
den eigenen Versuchen zuvor eine Radial-
druckspannung an der Faseroberfliche von
rd. -35N/mm? gewirkt haben. Mit anderen
Worten resultiert die vorgenannte Querver-
formung der Faser in einem vollstindigen
Abbau der normalerweise zu erwartenden
Radialdruckspannungen (z.B. -4,4 N/mm?).

Die Diskussion der Modelle zum Verbund-
verhalten zeigt, dass die tatsdchlich mafsge-
benden Mechanismen der Kraftiibertragung
offensichtlich noch nicht in ausreichender Wei-
se verstanden werden. An einigen Stellen in
der Literatur fallt zwar der Begriff Adhédsion
oder Abrasion, eine detaillierte Diskussion
oder quantitative Abschitzung dieser Mecha-
nismen fand nach Kenntnis des Verfassers
jedoch bislang nicht statt. Diese Diskussion
und die quantitative Ermittlung der einzelnen
Komponenten der Kraftiibertragung sollen
in den folgenden Abschnitten erfolgen. Im
Weiteren wird nur noch auf die Versuche mit
einer Verbundlinge von 5mm eingegangen;
der Einfachheit halber wird angenommen,
dass bis zu dieser Verbundldnge der Zusam-
menhang zwischen maximal tibertragbarer
Faserzugspannung und Verbundldnge linear
ist.
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2.4. Mechanismen der Kraft-
Ubertragung: Mikrover-
zahnung, Adhéasion und
querdruckinduzierte Reibung

2.4.1. Vorbemerkungen

Verbund zwischen einer Faser und der um-
gebenden Matrix kann grundsitzlich als
mechanischer Kontakt der beiden Werkstof-
foberflichen und der damit verbundenen
Ubertragung von Tangentialkréften interpre-
tiert werden. Das Kraftiibertragungsverhalten
ist u.a. abhédngig von den geometrischen und
mechanischen Eigenschaften der beteiligten
Oberflachen. Fiir die Betrachtung des Kon-
takts miissen somit neben den wirkenden
Kriften entsprechende Kenntnisse iiber die
beiden Oberflichen bzw. die sogenannte
,Verbundtopographie” vorliegen.

Kontakt bedeutet Beriihrung zweier Ober-
flachen  willkiirlicher =~ Topographie. Die
Topographie einer Oberflache besteht aus lo-
kalen Topographiehochpunkten (sogenannte
Asperiten), Topographietiefpunkten und, im
idealisierten Fall, aus entsprechend geneigten
Flanken. Als normale Kontaktfliche A,
zwischen zwei Korpern wird die Summe
der vertikalen Projektion der Kontaktflichen
aller Beriihrpunkte bezeichnet. Beriihrpunk-
te missen dabei nicht zwangsldufig nur
die Topographiehochpunkte sein; bei einer
(Mikro-)Verzahnung der Oberflichen kann
sich eine Beriithrung auch zwischen Hoch-
punkt und Flankenpunkt oder zwischen zwei
Flankenpunkten ergeben. Die tangentiale
Kontaktflache A, ; entspricht der Summe der
horizontalen Projektion der Kontaktflichen
aller Berithrpunkte. Mit dem Begriff Kontakt
werden somit im Wesentlichen die geometri-
schen und mechanischen Eigenschaften der
Bertihrpunkte - sowohl im Hinblick auf nor-
male als auch auf tangentiale Verformungen
und Spannungen - verbunden.

Unter einer Mikroverzahnung wird im
Rahmen dieser Arbeit das formschliissige
Ineinandergreifen von UHPC-Matrix und

Stahlfaser auf der Mikrometer- und Submi-
krometerebene verstanden. Die mit einer
Mikroverzahnung verbundene Ausbildung
von ,Betonrippen” kann analog zu den
Gegebenheiten beim Bewehrungsstahl be-
trachtet werden. Unter Umstdnden fiihren
die geometrischen Randbedingungen, welche
eine Mikroverzahnung charakterisieren, zu
etwas anderen Spannungsverhéltnissen in den
Betonrippen als bei iiblichem Betonstahl.

Adhiésionskrifte resultieren grundsétzlich
aus chemischen und physikalischen Wechsel-
wirkungen zwischen Atomen oder Molekiilen
an der Oberfldche der in Kontakt stehenden
Korper. Diese Wechselwirkungen konnen
in Abhéngigkeit des Abstandes der Korper
zueinander anziehend oder abstofiend sein.
Im vorliegenden Fall des Kontakts zwischen
Stahlfaser und UHPC-Matrix wird angenom-
men, es bestiinde kein Abstand zwischen den
Kontaktstellen und die Wechselwirkungen
seien rein anziehender Natur.

Reibung steht als Sammelbegriff fiir die bei
tangentialer Relativverschiebung aufgrund
der wirkenden Normalspannung resultie-
renden Reibungskraft (= Tangentialkraft)
zwischen zwei Korpern in Kontakt. Bei klei-
nen Relativverschiebungen - Gréflenordnung
wenige bis mehrere hundert Mikrometer, v.a.
abhéngig von der Werkstoffpaarung und den
geometrischen Eigenschaften der Oberfldche -
besteht i.d.R. ein linearer Zusammenhang zwi-
schen Verschiebung und resultierender Kraft.
Der Bereich kleiner Verschiebungen wird hier
als Haftreibungsbereich bezeichnet und reicht
bis zum Ende des linearen Verhaltens. Im
sogenannten Gleitreibungsbereich, d.h. bei
grofieren Verschiebungen, ist das Verhalten
abhéngig von weiteren Faktoren wie z.B. der
Verdanderung der Topographie (Verschleif3).

Im Folgenden wird zunidchst eine Arbeits-
hypothese formuliert, welche die bereits
angesprochenen Mechanismen umfasst und
die Berechnung der Verbundkraft erlaubt.
Im Anschluss daran findet eine detaillierte
Betrachtung zur Verbundtopographie und zu
den genannten Mechanismen statt.
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2.4.2. Arbeitshypothese fiir den Verbund
zwischen Faser und Matrix

Der Verbund zwischen Faser und Matrix, d.h.
die Ubertragung von Tangentialkriften in
Abhéngigkeit der gegenseitigen Verschiebung
wird im Rahmen dieser Arbeit unter mikrome-
chanischen Gesichtspunkten betrachtet. Zur
Beschreibung der Kraftiibertragung werden -
a priori - mehrere Mechanismen, namentlich
die Mikroverzahnung, die Adhésion, die
Haftreibung und, bei groflen gegenseitigen
Verschiebungen, die Gleitreibung herangezo-
gen. Die genannten Mechanismen laufen z.T.
parallel ab, ihr Anteil an der Kraftiibertragung
wird aufierdem von der Verbundtopographie
bestimmt. Die Verbundtopographie wird im
Rahmen dieser Arbeit als integrale Eigenschaft
verstanden, welche neben einer ggf. vorhan-
denen Mikroverzahnung auch die Anzahl
sowie die mechanischen und geometrischen
Eigenschaften der Kontaktstellen umfasst.

Die schlupfabhingige tiibertragbare Faser-
zugkraft Fr(A) ist die Summe aus den
Einzelkriften, die aufgrund der vorgenannten
Mechanismen zwischen den beiden Oberfla-
chen herrschen:

Ff(A) = Pf,mv(A) + Ff,ud(A) + Ff’y(A) (218)

mit:
Fe(A)  [N]:

F¢ mo(A) [N]: Faserzugkraft infolge
Mikroverzahnung

Faserzugkraft

Ff 44(A) [N]: Faserzugkraft infolge chem.
und physik. Adhédsion

Ff ,(A) [N]: Faserzugkraft infolge Reibung

Eine schematische Darstellung der in der
Kontaktzone wirkenden Mechanismen ist in
Bild 2.14 enthalten. Eine Kraftiibertragung
infolge Mikroverzahnung findet tiberall dort
statt, wo die UHPC-Matrix Unebenheiten der
Stahlfaseroberfliche ausfiillt. Adhisionskrifte
wirken nur bei den tatsdchlichen Kontakt-
stellen zwischen Faseroberfliche und der
Matrix. Die Reibungskraft ist - vereinfachend
betrachtet - unabhidngig von der wahren

Radialdruckspannung &F 2

UHPC

P i e M

Bereiche mit
Mikroverzahnung

Stahlfaser

}= Adhasionskraft F,q

Bild 2.14: Schematische Darstellung der wirkenden
Mechanismen bei der tangentialen
Kraftiibertraqung im Bereich kleiner
Verschiebungen

Kontaktflache und wird somit nur von der
Radialdruckspannung und dem Reibungsko-
effizienten bestimmt.

Im Folgenden wird zundchst das Thema
der Verbundtopographie in einem separaten
Kapitel erortert. In den darauffolgenden Kapi-
teln werden die Grundlagen zur Abschdtzung
der drei Komponenten aus Gleichung (2.18)
fir den Bereich kleiner gegenseitiger Verschie-
bungen zusammengefasst und auf die eigenen
Versuche angewendet.
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2.5. Partikelpackung und Geflige
an der Grenzflache
Faser/UHPC

2.5.1. Vorbemerkungen

Im Falle des kontaktmechanischen Systems
Stahlfaser/UHPC kann die Verbundtopogra-
phie nicht auf Basis zweier vorab bekannter
Oberflichentopographien,  welche  unter
Normal- und Tangentialkontakt stehen, be-
schrieben werden. Vielmehr bildet sich die fiir
das Verbundverhalten mafigebende Verbund-
topographie infolge der Partikelanlagerung
(d.h. Partikelpackung) und der stattfindenden
Hydratationsreaktion an der Oberfliche der
Stahlfaser erst im Laufe der Zeit aus. Neben
der Geftigeausbildung spielen demnach u.a.
auch die granulometrischen Charakteristika
der Ausgangsstoffe eine Rolle hinsichtlich der
Eigenschaften der Verbundtopographie.

Aus diesem Grund werden im Folgenden
zur Charakterisierung des Verbundbereichs
der betrachteten Betone M1 bis M8 zunédchst
die Partikelpackungen berechnet und diese
im Anschluss im Zusammenhang mit den im
Verbundbereich durchgefiihrten Untersuchun-
gen diskutiert. Die wesentlichen Grundlagen
zur Packung von Partikeln und zu den ver-
wendeten Berechnungsalgorithmen konnen
Anhang E entnommen werden.

Im Anschluss an den Absatz zur Partikel-
packung werden die Ergebnisse der Untersu-
chungen des Verbundbereichs, d.h. der ITZ
(interfacial transition zone) zusammengefasst
und in Zusammenhang mit den berechneten
Packungsdichten gebracht.

Die Ausbildung des Gefiiges an der Grenz-
flaiche Faser/UHPC ist nach Ansicht des
Verfassers unabhidngig von der Topographie
der Stahlfaser. Die Verbundtopographie, wel-
che letztlich die Kraftiibertragung beeinflusst,
ist jedoch sowohl von der Topographie der
Stahlfaseroberfldche, als auch vom Gefiige um
die Kontaktzone herum abhingig.

2.5.2. Maximale Packungsdichte

Nach Stroeven und Stroeven * kann ange-
nommen werden, dass sich an der Oberflache
von Storkorpern im Korngeriist, wie z.B.
Stahlfasern, v.a. die feineren Bestandteile
des Korngemenges anlagern. Aus diesem
Grund werden zur Charakterisierung der
untersuchten Betone sowohl die maximalen
Packungsdichten des gesamten Korngemi-
sches vy m. sand als auch des Korngemisches
bis zu einem maximalen Partikeldurchmesser
von 100pum (Y, 0 5and) Nach dem linear
packing model” von de Larrard'® berechnet.

Die maximale Packungsdichte v, ist eine
Kenngrofse fiir die Packung der Partikel, die
in einem Korngemenge oder einer Suspension
erreicht wird, wenn alle kolloidalen oder
anderen Wechselwirkungen ausgeschaltet
werden und sich auf den Partikeloberflachen
kein Wasserfilm befindet; dieser Zustand
kann z.B. mit Hilfe einer infiniten Verdichtung
erreicht werden, vorausgesetzt, dabei werden
die Partikel nicht geschéddigt. Die maximale
Packungsdichte ist demnach eine theoretische
Grofie fiir eine ungestorte Partikelpackung,
die in den meisten Féllen im tatsdchlichen
Korngemisch nicht erreicht wird. Dennoch
kann sie v.a. zur vergleichenden Charakteri-
sierung von Korngemengen herangezogen
werden.

Der Formelapparat zur Berechnung von
Ym ist in Anhang E erldutert. Einzige Ein-
gangsgrofien fiir das ,linear packing model”
sind die maximalen (residuellen) Packungs-
dichte B;, der Volumenanteil V; und der
zugehorige Partikeldurchmesser d; einer jeden
Kornfraktion i.

Anhand der von Sedran ! sowie von
Lowke et al.'?2 angegebenen Packungsdichten

99 Stroeven u. Stroeven: SPACE approach to concrete’s
space structure and its mechanical properties.
100 Je Larrard: Concrete mixture proportioning.
101 gedran: Rheologie et rheometrie des betons. Applica-
tion aux betons autonivelants.

1021 swke et al.: Control of rheology, strength and fibre
bonding of UHPC with additions.
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Bi der Ausgangsstoffe von UHPC kann fiir
die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten
Betone die maximale Packungsdichte <,
berechnet werden. Hierbei wurde fiir alle
eigenen Ausgangsstoffe angenommen, die ma-
ximale Packungsdichte B; einer Kornfraktion
i mit einem Partikeldurchmesser d; < 125 pm
betrage 0,440. Die verbleibenden Kornfrak-
tionen, welche ausschliefSlich aus dem Sand
stammen, weisen eine Packungsdichte p;
von 0,550 auf. Die Korngrofienverteilungen
der Ausgangsstoffe und Betone konnen dem
Anhang A entnommen werden.

Die Berechnung von v, erfolgte nach
Gleichung (E.15) bis Gleichung (E.17); da-
bei wurden fiir die Beriicksichtigung der
geometrischen Interaktionen der Partikel
die Funktionen nach Gleichung (E.20) und
Gleichung (E.21) angesetzt.

Die resultierenden rechnerischen maxima-
len Packungsdichten 7, sind in Tabelle 2.13
zusammengefasst. Neben den Packungsdich-
ten fiir das gesamte Korngemisch (v, m. sand)
wurden auch jeweils die Packungsdichte
der mehlfeinen Stoffe ohne Sand (v o sand)
und der die Partikelpackung dominierende
Partikeldurchmesser  (d; , ssn4)  berechnet.
Der dominierende Partikeldurchmesser ent-
spricht dem Korndurchmesser derjenigen
Fraktion i, deren maximale Packungsdichte B;
gemeinsam mit den Einfliissen der anderen
Kornfraktionen zur maximalen Packungsdich-
te des Korngemisches fiihrt. Hintergrund fiir
die Betrachtung der drei Packungskenngrofien
ist das bereits genannte Phdnomen, dass sich
an Grenzflachen bevorzugt die feinen Bestand-
teile eines Korngemenges anlagern. Zwischen
den beiden Packungsdichten besteht ein
tendenzieller Zusammenhang. Dennoch wird
im Weiteren nur noch auf die Packungsdichte
der Feinststoffe eingegangen. Inwieweit dies
fir die Interpretation der eigenen Versuche
dienlich ist, wird an spéterer Stelle beurteilt.

Tabelle 2.13: Ergebnisse der
Packungsdichteberechnungen fiir die
untersuchten Betone

Beton Y, m.sand  Ym,o.5and  4d,0.Sand
(-] [ pm]
M1 0,796 0,692 11,0
M2 0,815 0,713 7,8
M3 0,790 0,680 11,0
M4 0,806 0,696 55
M>5 0,810 0,701 4,6
M6 0,804 0,685 2,0
M7 0,799 0,685 4,6
M8 0,775 0,646 2,0

2.5.3. Untersuchungen zum Geflige im
Verbundbereich

Das Geftige des Verbundbereichs der pull-out-
Proben wurde mit Hilfe von energiedisperser
Rontgenspektroskopie (EDX) und anhand von
Aufnahmen mit dem Rasterelektronenmikro-
skop (REM) untersucht. Dazu wurden die
pull-out-Probekérper nach dem kompletten
Faserauszug mit Hilfe einer Diamantsédge bis
etwa 1 mm vor den Verbundbereich eingesagt
und anschlieffend per Hand vorsichtig in zwei
Teile gebrochen, siehe Bild E.6 in Anhang E.
Orientierend wurden einige Proben auch ohne
eine Belastung der Faser in gleicher Weise
tiir die EDX- und REM-Analysen vorbereitet.
Bild 2.15 zeigt exemplarisch den Verbundbe-
reich um eine noch eingebettete Stahlfaser.
Aus den durchgefithrten REM-Aufnahmen
kann zunéchst geschlussfolgert werden, dass
bei den untersuchten UHPCs - im Gegensatz
zu Normalbetonen, siehe hierzu z.B. Scrivener
und Pratt!® sowie Bentur und Odler % - im
Bereich um die Faser keine Ubergangszone
bestehend aus Portlanditkristallen vorhan-
den ist. Das Gefiige der UHPC-Matrix ist
augenscheinlich auch unmittelbar an der

103 5 rivener u. Pratt: Characterisation of interfacial mi-
crostructure.

104 Bontur u. Odler: Development and nature of interfaci-
al microstructure.
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Ende einer ge-
wellten Stahlfaser
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Bild 2.15: REM-Aufnahmen (oben: 50-fach, unten:
1.000-fach) einer in UHPC eingebetteten
Stahlfaser

Faser dicht. Diese Feststellungen stimmen mit
den Erkenntnissen von Orgass und Klug '®
iiberein, die orientierende REM-Aufnahmen
des Gefiiges eines stahlfaserbewehrten UHP-
Cs anfertigten.

Um das Geftige an der Grenzfliche auch
quantitativ.  zu charakterisieren, wurden
EDX-Analysen im Faserkanal nach dem
Faserauszug und in der ungestdrten Matrix
rd. 1mm bis 2mm entfernt durchgefiihrt.
Im Folgenden werden zundchst die Ca/Si-
Verhiltnisse der Betone mit Kalksteinmehl
bzw. die Si/Ca-Verhiltnisse der Betone
mit Quarzmehl diskutiert. Die Ergebnisse der
EDX-Analysen sind in Anhang E in Tabelle E.5
und Tabelle E.6 zusammengefasst; neben den
Ca- und Si-Gehalten in der Grenzfldche (Index

195 Orgass u. Klug: Steel fibre reinforced UHSC.

,b”) und in der ungestorten Matrix (Index ,,m*)
ist auch die Anzahl n der Messungen angege-
ben. Fiir die Betone M1, M2 und M7 (Betone
mit Quarzmehl QM oder Hiittensandmehl
HSM) wurde jeweils das Sij,/Cay-Verhaltnis in
der Grenzfliche, das Siy/Ca,,-Verhiltnis der
ungestorten Matrix sowie daraus die Differenz
ASi/Ca = Siy/Cay, — Siy,/Cay, berechnet. Ergibt
sich ASi/Ca > 0, so bedeutet dies, dass in
der Grenzfliche mehr Silizium- oder weniger
Calciumionen vorhanden sind als in der unge-
storten Matrix. Fiir die Betone M4 bis M6 und
M8 mit Kalksteinmehl (KSM) wurde anstelle
des Si/Ca-Verhiltnisses das Ca/Si-Verhaltnis
und die entsprechende Differenz berechnet.
Eine Differenz ACa/Si > 0 bedeutet in diesem
Fall einen hoheren Gehalt an Calcium- bzw.
einen niedrigeren Gehalt an Siliziumionen in
der Grenzflache.

Differenzen ASi/Ca bzw. ACa/Si, welche
signifikant grofler als Null sind, wurden
bei den Betonen M3 und M6 bis M8 festge-
stellt. Bei diesen vier Betonen wurden -im
Gegensatz zu den verbleibenden Betonen -
besonders feine Zusatzstoffe verwendet.
Daher liegt die Schlussfolgerung nahe, dass
die Verwendung der besonders feinen Zu-
satzstoffe bei den vier genannten Betonen
zu einer Anreicherung von feinen Partikeln
in der Grenzfliche gefiihrt hat. Im Falle der
Betone M3 und M7 haben sich somit feine
Quarzmehlpartikel, im Falle der Betone M6
und M8 feine Kalksteinmehlpartikel in der
Grenzfldache angereichert.

Um weitere Erkenntnisse {iiber die Ursa-
chen der offensichtlich unterschiedlich
ausgebildeten Grenzflaiche zu erlangen, wer-
den im Folgenden die EDX-Ergebnisse den
maximalen Packungsdichten 7, , ssg der
Feinstanteile der Betone gegeniibergestellt,
siehe Bild 2.16. Zwischen den Differenzen
ASi/Ca bzw. ACa/Si und den maximalen
Packungsdichten <, , ssna besteht - mit ak-
zeptabler Ubereinstimmung - ein linearer
Zusammenhang. Mit geringer werdender
maximaler Packungsdichte steigen die Diffe-
renzen ASi/Ca bzw. ACa/Si an; dies bedeutet,
dass eine Verringerung der maximalen Pa-
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Bild 2.16: Differenzen ACa/Si bzw. ASi/Ca in
Abhiingigkeit der maximalen
Packungsdichte 7y, o. sand

ckungsdichte offensichtlich verbunden ist
mit einer Anreicherung feiner Partikel in der
Grenzflache.

Die vergleichsweise geringen maximalen
Packungsdichten v, o ssna der Betone M6
bis M8 resultieren vermutlich aus einem
,loosening-effect”, d.h. einem Auseinander-
driicken der groberen Partikel (hauptsachlich
Zement) durch die besonders feinen Zusatz-
stoffpartikel. Die Packungsdichte der groberen
Partikel und die Packungsdichte des gesamten
Korngemisches wird dadurch verringert. Die
groberen Partikel ,schwimmen” in einem
Gemenge aus sehr feinen Partikeln. Diese
Feststellungen gelten zundchst nur fiir die
ungestorte Matrix, d.h. nicht fiir die Partikel-
packung an der Faseroberfldche.

Die unterschiedlichen Partikelpackungen
der Betone, gekennzeichnet durch die un-
terschiedlichen maximalen Packungsdichten
Ym,o.Sand, Weisen an der Faseroberflache, d.h.
im durch die Faser gestorten Bereich der
Packung, vermutlich Hohlrdume auf. Diese
Hohlrdume konnen durch feine Partikel in
unterschiedlicher Weise gefiillt werden. Der
Durchmesser d; von Partikeln, die gerade in
den Hohlraum einer dichten Packung monodi-
sperser grofierer Partikel des Durchmessers

D passen, kann nach Kessler 106 perechnet
werden:

d; =0315-D (2.19)
Um die Verkleinerung des Hohlraums im
durch die Faser gestorten Bereich zu bertick-
sichtigen, kann nach de Larrard!'?” der zuvor

angegebene Partikeldurchmesser d;; vereinfa-
chend halbiert werden: d, ~ 0,5 - d;.

Betrachtet man im Falle der Betone M6
und M7 (feines Kalksteinmehl K3 bzw. feines
Quarzmehl Q2) in der Grenzfliche verein-
fachend den mittleren Durchmesser des
Zements Z1 (mengenmifsig dominierender
Stoff) als mafigebenden Partikeldurchmesser
der Feinstanteile, so ergibt sich ein Durchmes-
ser d, von rd. 150pum - 0,315 - 0,5 ~ 24um
fiir Partikel, die den Hohlraum an der Faser
gerade noch fiillen konnen. Der mittlere
Durchmesser des feinen Kalksteinmehls
K3 liegt mit rd. 2,0um (siehe Bild A.1 in
Anhang A) nahe am berechneten Durchmes-
ser d,. Die erhohten Ca/Si-Verhiltnisse sind
daher auf ein Fiillen der Hohlraume zwischen
den Zementpartikeln durch die feinen Kalk-
steinmehlpartikel mit Durchmessern bis rd.
24pum zuriickzufithren. Dies hat vermutlich
auch eine Vergroflerung der tatsdchlichen
Kontaktflache zwischen Stahlfaser und UHPC
zur Folge.

Bei den Betonen M1 bis M5 weisen die
Hohlrdume an der Faseroberfliche Abmessun-
gen in einer dhnlichen Groflenordnung wie
bei den Betonen M6 und M7 auf; allerdings
verfligen die entsprechenden Zusatzstoffe
tiber deutlich geringere Anteile an Partikeln
mit einem Durchmesser kleiner als 2,0 pm.

Fir die Feinstanteile des Betons M8 kann
vereinfachend das Gemisch aus Zement Z3
und Hiuttensandmehl HSM mit einem mitt-
leren Durchmesser zwischen 10,0pm und
13,0pum als mafigebend angesehen werden.
Hierfiir ergeben sich Hohlraumdurchmesser

106 Kessler: Spheres model for gab gradings of dense con-
crete.
107 de Larrard: Concrete mixture proportioning.
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d, von 1,6 um bis 2,0 um. Diese Hohlrdume
konnen wiederum durch die feinen Partikel
des Kalksteinmehls K3, welches im Beton
MS8 in ausreichender Menge vorhanden ist,
ausgefiillt werden.

In der ungestorten Partikelpackung kon-
nen die - je nach Beton - 3,2pum bis 4,8 um
groflen Hohlrdume auch durch Partikel der
groberen Zusatzstoffe gefiillt werden. Die bei
den Betonen M6 und M8 vorhandenen feinen
Anteile des Kalksteinmehls K3 fiillen dort die
kleinsten Zwickel und fiihren offensichtlich
sogar zu einem loosening-effect.

In die Hohlrdume zwischen den Partikeln
- sowohl im ungestorten Korngeriist als
auch an der Faseroberfliche - kénnen grund-
siatzlich CSH-Kristalle hineinwachsen. Die
CSH-Kristalle im UHPC weisen eine Lange in
der Grofienordnung von rd. 5nm bis maximal
200 nm, siehe z.B. Ulm und Acker!® sowie
Moser und Pfeifer 1 . Hohlrdume an der
Faseroberfldche, in die eine Kugel des Durch-
messers d, =200nm passen wiirde, ergdben
sich bei einer Packung aus monodispersen
Kugeln des Durchmesser D ~ 1,3 um. Fiir die
Betone mit sehr feinen Zusatzstoffen (Beton
M6, M7 und M8), bei denen die Hohlrdume
an der Faseroberflache bereits durch entspre-
chend feine Partikel , vorgefiillt” sind, diirften
die CSH-Phasen die verbleibenden Zwickel
in jedem Fall tiberbriicken und ausfiillen. Bei
den Betonen M1 bis M5 ist dies nicht bzw.
nicht uiberall der Fall.

2.5.4. Zusammenfassung

Zusammenfassend kann zur Partikelpackung
an der Grenzfliche Faser/UHPC Folgendes
festgehalten werden:

1. Die REM-Aufnahmen deuten bei keinem
der acht untersuchten Betone auf einen
Duplexfilm, bestehend aus
Portlanditkristallen im Verbundbereich,

198 Ulm und Acker: Nanoengineering UHPC materials
and structures.

199 Mgser und Pfeifer: Microstructure and durability of
ultra-high performance concrete.

hin.

. Die Verwendung des feinen

Kalksteinmehls K3, des feinen
Quarzmehls Q2 bzw. des
Hiittensandmehls HSM fiihrt zu einer
vergleichsweise geringen Packungsdichte
des Korngemenges mit
Partikeldurchmessern bis 100 pm.

. Die an der Faseroberflache bei allen

untersuchten Betonen vorhandenen
Hohlrdume in der Packung (Wandeffekt)
konnen durch Partikel mit einem
Durchmesser bis etwa 2,4 um gefiillt
werden.

. Nennenswerte Anteile an Partikeln mit

Durchmessern unterhalb von 2,0 pm sind
nur in den Silikastduben und im feinen
Kalksteinmehl K3 enthalten.

. Bei den Betonen mit Kalksteinmehl K3

deuten die EDX-Analysen auf eine
Anreicherung der feinen
Kalksteinmehlpartikel in der Grenzflache
hin. Der Grad der Anreicherung steigt
mit dem Gehalt an Kalksteinmehl K3 im
Beton.

. Die feinen Anteile des Kalksteinmehls K3

fithren demnach zu einer Reduzierung
der Packungsdichte (loosening-effect) in
der ungestorten Matrix und zu einer
Erhohung der Packungsdichte an der
Faseroberfldche.

. Das feine Quarzmehl Q2 bringt ebenfalls

eine Anreicherung feinster Partikel mit
sich, die ebenfalls mit Hilfe der
EDX-Analysen nachgewiesen werden
konnte.

. Die verbleibenden Hohlraume im

Korngeriist an der Faseroberflache
diirften bei Vorhandensein von sehr
feinen Partikeln von den CSH-Kristallen
tiberbriickt und ausgefiillt werden (Beton
M6, M7 und M8).

. Bei den Betonen M1 bis M5 diirften die

Hohlrdaume an der Faseroberfliche nicht
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bzw. nicht tiberall von CSH-Kristallen
iiberbriickt werden.

Vor allem die Anlagerung von feinen Partikeln
und damit die Erhohung der Packungsdichte
an der Faseroberfldche diirfte positive Auswir-
kungen auf eine Mikroverzahnung und Adha-
sion zwischen Stahlfaser und UHPC-Matrix
haben. Bestitigt sich diese Vermutung, so
konnte allein durch die Zugabe von Partikeln
,passender” Feinheit die Kraftiibertragung
zwischen Faser und Matrix - zumindest beim
geraden Faserauszug - beeinflusst werden.

Im Hinblick auf die Interpretation der
EDX-Analysen und die Schlussfolgerungen
zur Grenzfliche sei erwidhnt, dass der Elek-
tronenstrahl im REM im Falle von UHPC
eine Eindringtiefe von rd. 2pum bis 5pum
hat, siehe z.B. Larbi und de Roojj 10 Dies
entspricht in etwa den rechnerischen maxi-
malen Abmessungen der Hohlrdume an der
Faseroberfliche; die EDX-Analysen sind somit
zur Untersuchung der Grenzfliche bei den
hier verwendeten Betonen als geeignet zu
beurteilen.

101 arbi u. de Rooij: Concrete microscopy course 2005 -
The electron microscope.
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2.6. FEM-Analyse zur
Abschéatzung der
Radialspannungen an der
Faseroberflache

2.6.1. Vorbemerkungen

Lastunabhéngige Radialspannungen entste-
hen an der Faseroberfliche aufgrund einer
Behinderung des Schwindens des UHP-
Cs oder ggf. aufgrund eines eingepragten
Nullspannungstemperaturgradienten in Ver-
bindung mit Temperaturanderungen. Bei den
Schwindverformungen sind grundsétzlich
Volumenverminderungen infolge des Aus-
trocknens sowie infolge chemischer Prozesse
und einer Selbstaustrocknung (autogenes
Schwinden) zu unterscheiden.

Neben den Schwindverformungen weist
Beton auch last- und zeitabhédngige (visko-
se) Dehnungsanteile auf, welche auf die
Viskoelastizitat, d.h. das Kriech- und Rela-
xationsvermogen zuriickzufithren sind. Sie
treten demnach erst auf, wenn im Bauteil eine
Spannung vorhanden ist. Die zu Grunde lie-
genden Mechanismen sind beim Kriechen und
Relaxieren identisch. Die Relaxation, d.h. der
zeitabhédngige Abbau der Zwangspannungen,
muss bei der Abschdtzung der Radialspan-
nungen berticksichtigt werden. Wie bereits in
Kapitel 2.3 angedeutet, konnen die rechneri-
schen Relaxationsanteile bei friither Belastung
des UHPCs mit bis zu rd. 70% bis 80% der
gesamten freien Schwindverformung ver-
gleichsweise hoch sein. Basierend auf den
genannten Werten aus der Literatur erfolgte
in o0.g. Kapitel eine orientierende rechnerische
Abschiatzung der Radialdruckspannungen
an der Faseroberfliche. Die angegebenen re-
sultierenden Radialdruckspannungen infolge
behinderter Schwindverformung kdnnen aller-
dings nur als grober Anhaltswert verstanden
werden, da ihre Grofle von einer Reihe von
Faktoren, u.a. vom zeitlichen Verlauf

¢ des Behinderungsgrads (d.h. im
Wesentlichen vom zeitabhédngigen
Verhiltnis der Steifigkeit UHPC zu
Stahlfaser),

¢ der Schwindverformung und

¢ des Kriech- und Relaxationsvermogens,
d.h. den viskoelastischen Eigenschaften

abhangig ist. Da alle drei aufgezdhlten, zeit-
abhéngigen Betoneigenschaften grundsatzlich
von der Zusammensetzung des UHPC beein-
flusst werden, konnen die Radialspannungen
fir die im Rahmen dieser Arbeit untersuch-
ten UHPC-Varianten nicht pauschal angege-
ben werden. Die Durchfithrung von entspre-
chenden Versuchen zur Bestimmung der Radi-
alspannungen erfolgte im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit nicht. Aus diesem Grund wer-
den die Radialspannungen fiir die Modellie-
rung des Verbundverhaltens der Stahlfasern
mit Hilfe der FEM-Software FEMMASSE®
rechnerisch abgeschitzt. Fiir die bendtigten
Eingangsgrofien, d.h. im Wesentlichen fiir
den zeitlichen Verlauf der freien autogenen
Schwindverformungen und das Kriech- bzw.
Relaxationsverhalten, wurden anhand von Er-
gebnissen aus der Literatur entsprechende An-
sdtze fiir die eigenen Betone abgeleitet, siehe
Anhang G und Anhang H. Die zeitlichen Ver-
laufe des statischen E-Moduls der Betone wur-
den mit Hilfe von gdngigen Modellansédtzen
und Ergebnissen aus eigenen Versuchen abge-
leitet, sieche Anhang F. Die in den genannten
Anhédngen ausfiihrlich dargestellte Vorgehens-
weise zur Ermittlung der jeweiligen Eingangs-
grofie wird in den folgenden Abschnitten kurz
zusammengefasst.

2.6.2. Ermittlung der EingangsgréRen fur
die FEM-Analysen, Reifeansatz

Bei den folgenden Betrachtungen zu den
eigenen Betonen wird grundsétzlich angenom-
men, das Schwind- und Relaxationsverhalten
sowie die Entwicklung des E-Moduls sei
nur von der Art und Menge der reaktiven
Bestandteile abhingig. Reaktive Bestandteile
sind in diesem Sinne Zement, Silikastaub
und Hiittensandmehl. Demnach diirften
sich die resultierenden Radialspannungen
an der Faseroberfliche bei den Betonen M1
und M4 bis M7 nicht unterscheiden; bei den
genannten Mischungen wurde lediglich die
Feinheit des inerten Zusatzstoffs (Quarzmehl
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oder Kalksteinmehl) variiert. Beton M2 ent-
spricht dem faserfreien Referenzbeton des
DFG-Schwerpunktprogramms SPP 1182; zu
diesem Beton liegen einige Kennwerte aus
der Literatur vor. Bei Beton M3 wurde - im
Vergleich zu Beton M1 - der inerte Zusatz-
stoff volumetrisch durch Hiittensandmehl
ausgetauscht. Der Beton M8 zeichnet sich
durch einen stark reduzierten Gehalt an
Portlandzement und die Verwendung von
Hiittensandmehl aus. Somit ergeben sich
nach Ansicht des Verfassers vier Varianten
an Betonen bzw. Betongruppen, fiir die eine
FEM-Analyse durchgefiihrt werden muss.

Die Warmebehandlung der Proben (Lage-
rung {iiber Wasserbad) wurde unabhingig
von der Betonzusammensetzung im Alter
von 5d fiir 48h bei 90°C durchgefiihrt. Bis
zum Beginn der Warmebehandlung wurden
die Proben bei 20°C und 100% r.F. gelagert.
Der Einfluss der Wiarmebehandlung auf
die zeitliche Entwicklung des Schwindens,
der Viskoelastizitit und des E-Moduls wur-
de mit Hilfe eines Reifekonzepts, d.h. der
Abschédtzung des wirksamen Alters, bertick-
sichtigt. Zur Abschidtzung der Reife wurde
das Konzept der Aktivierungsenergie Ej
(siehe Anhang F) auf die vier vorgenannten
Betonvarianten angewendet und das wirksa-
me Alter zum Zeitpunkt der Durchfithrung
der pull-out-Versuche berechnet. Die FEM-
Analysen, d.h. die Berechnung der zeitlichen
Entwicklung der Radialspannungen, wurde
bis zu diesem wirksamen Alter durchgefiihrt.
Fiir die Betone M1 und M3 bis M7 ergibt sich
ein wirksames Alter von 35,5d; der Beton
M2 weist ein wirksames Alter von 31,9d und
Beton M8 von 57,5d auf, siehe Anhang F.

Die Sichtung der Literatur zur Entwicklung
von Zwangspannungen im UHPC infolge
behinderter autogener Schwindverformung
ergab, dass die ersten Zwangspannungen
ab Beginn bzw. wihrend des Erstarrens des
Betons entstehen. Aus diesem Grund wurden
alle vorgenannten Eingangsgrofien fiir die
FEM-Berechnungen ab Beginn des Erstarrens
der Betone modelliert. Fiir die Abschédtzung
des Erstarrungsbeginns wurde anhand von Er-

gebnissen aus der Literatur ein vereinfachter
Zusammenhang zur Betonzusammensetzung
hergestellt. Fiir die Betone M1 und M3 bis M7
ergibt sich ein Erstarrungsbeginn von 0,379 d;
der Beton M2 weist einen rechnerischen
Erstarrungsbeginn von 0,328 d und Beton M8
von 1,763 d auf, siehe Anhang F.

2.6.3. Zeitliche Entwicklung des
E-Moduls

Im Rahmen der Versuche wurde der statische
E-Modul nur zum Zeitpunkt der Durchfiih-
rung der pull-out-Versuche und nur an den
Betonen M1, M3, M5 und M8 ermittelt. Da
der Beton M2 dem Referenzbeton des DFG-
Schwerpunktprogramms SPP 1182 entspricht,
konnte der E-Modul direkt aus der entspre-
chenden Literatur {ibernommen werden.

Im Rahmen der durchgefiihrten Literaturre-
cherche hat sich gezeigt, dass die zeitliche Ent-
wicklung des E-Moduls im Falle von Betonen
mit einem Wasser/Portlandzementklinker-
Verhiltnis < 0,27 ab einem realen Alter von rd.
24h (Bezugstemperatur: 20°C) befriedigend
mit dem Ansatz aus dem Model Code 1990
abgebildet werden kann. Im Falle eines
Wasser /Portlandzementklinker-Verhiltnisses

>0,70 ist eine akzeptable Beschreibung mit
dem Model Code 1990 erstab rd. 3,5 d moglich.
Der Zeitraum zwischen Erstarrungsbeginn
und den vorgenannten Zeitpunkten wurde
in der vorliegenden Arbeit mit Hilfe von s-
formigen Funktionen numerisch gefittet, siehe
Anhang F. Fiir die FEM-Berechnungen wur-
den dann die resultierenden E-Moduln zu dis-
kreten Zeitpunkten in die Materialdatenbank
der Software FEMMASSE® implementiert.
Fiir die Berechnung der Relaxationsspektren
wurden die Funktionen zur Beschreibung
der jeweiligen zeitlichen Entwicklung des
E-Moduls  (Model Code 1990-Kurve  und
s-formige Kurve) in den eigenen MATLAB-
Programmcode integriert.
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2.6.4. Zeitliche Entwicklung der freien
autogenen Schwindverformung

Da im experimentellen Teil der Arbeit kei-
ne Schwindversuche durchgefiihrt wurden,
musste das Schwindverhalten der untersuch-
ten Betone anhand von Vorhersageformeln
aus der Literatur abgeschitzt werden; die
Vorhersageformeln wurden hinsichtlich ih-
rer Brauchbarkeit fiir die Anwendung bei
den untersuchten Betonen im Rahmen der
Literaturstudie zum Schwinden von UHPC
iiberpriift, siehe Anhang G.

Grundsitzlich wird fiir die im Rahmen
dieser Arbeit durchgefiihrten Einzelfaser-
ausziehversuche angenommen, dass ein
Trocknungsschwinden weder wéahrend der
Lagerung der Proben in der Feuchtekam-
mer, noch wihrend der im Alter von 120h
beginnenden Wéarmebehandlung stattfindet.
Auflerdem wird angenommen, in den Proben
lage kein Nullspannungstemperaturgradient
vor. Demnach muss hinsichtlich der radial zur
Faser wirkenden Spannungen nur das chemi-
sche bzw. autogene Schwinden berticksichtigt
werden.

Die fiir UHPC brauchbaren Vorhersage-
formeln erlauben eine Modellierung der
Schwindverformungen ab rd. 24 h nach Erstar-
rungsbeginn. Fiir die verbleibende Zeit wurde,
wie bereits beim E-Modul, das Schwindverhal-
ten durch eine s-formige Funktion numerisch
gefittet. Die resultierenden Schwindverfor-
mungen fiir die vier Varianten an Betonen bzw.
Betongruppen konnen Anhang G entnommen
werden.

2.6.5. Altersabhangiges
Relaxationsvermégen von UHPC

Die Beriicksichtigung der Viskoelastizitdt
fir numerische Analysen der Spannungen
in Bauteilen erfolgt in FEMMASSE®) basie-
rend auf rheologischen Grundkoérpern, die
zu einer Maxwell-Kette oder zum Burgers-
Modell kombiniert werden. Die jeweiligen
Eigenschaften der rheologischen Grundkdorper
werden aus Relaxationskurven abgeleitet. Im

experimentellen Teil dieser Arbeit wurden
keine Untersuchungen zur Viskoelastizitadt
durchgefiihrt. Daher wurden im Rahmen
einer Literaturstudie Kriechversuche zusam-
mengetragen und diese numerisch in Relaxa-
tionskurven umgerechnet, siehe Anhang H.
Die Relaxationskurven wurden sodann durch
Maxwell-Ketten (6 Elemente je Kette), d.h. mit
Hilfe der Fehlerquadratmethode, als Fit einer
sogenannten Dirichlet-Reihe abgebildet. Da
im sehr jungen Alter des Betons von einer
starken Relaxation auszugehen ist, wurde die
Relaxationszeit des ersten Maxwell-Elements
konstant auf 0,1h gesetzt; die verbleibenden
Relaxationszeiten sind jeweils um den Faktor
10 grofSer. Fiir die FEM-Berechnungen konnen
die resultierenden altersabhidngigen Relaxati-
onsspektren direkt in die Materialdatenbank
von FEMMASSE® implementiert werden.
Die Altersabhidngigkeit der Viskoelastizitat
wurde im vorliegenden Fall durch insgesamt
13 Belastungszeitpunkte abgebildet, siehe
Anhang H.

Das zuvor erlduterte Vorgehen zur Ablei-
tung der Relaxationsspektren konnte erst ab
einem wirksamen Alter von 24h umgesetzt
werden, da Versuche zur direkten Ableitung
der Viskoelastizitit von UHPC (Kriech- oder
Relaxationsversuche) in der Literatur zu
fritheren Zeitpunkten nicht vorliegen. Fiir
das Zeitintervall von Erstarrungsbeginn
bis 24h (CEM-I-Beton) bzw. bis 70h (CEM-
III/B-Beton) wurden die Relaxationsspektren
anhand von Validierungsberechnungen , per
Hand” ermittelt. Im Rahmen der Validie-
rungsberechnungen wurde die zeitliche
Entwicklung der Zwangspannungen eines
Ringrissversuchs und zweier ReifsSrahmenver-
suche aus der Literatur numerisch simuliert.
Die resultierenden altersabhingigen Relaxati-
onsspektren koénnen Anhang H entnommen
werden.

2.6.6. Ergebnisse der FEM-Berech-
nungen, resultierende Reibungs-
kraft

Die FEM-Analysen wurde fiir die Haupt-
varianten der pull-out-Versuche, d.h. fiir



2.6. FEM-Analyse zur Abschitzung der Radialspannungen an der Faseroberfliche 48

Tabelle 2.14: Rechnerische Radialdruckspannung an
der Faseroberfliche und Faserzugkraft
infolge Reibung der untersuchten Betone
(u* =0,15), Faserdurchmesser 0,48 mm,
Probendurchmesser 35 mm

Beton Wirksames  pirz Fru
Alter?)

[-] (7] [N/mm?] [N]

M1, M3 bis M7 847 -3,5 4,0

M2 766 -4,4 5,0

M8 1.380 -2,7 3,1

1) zum Zeitpunkt des pull-out-Versuchs

einen Faserdurchmesser von 048 mm und
die Betone M1 bis M8 durchgefiihrt. Aus den
FEM-Analysen resultieren zum Zeitpunkt
des pull-out-Versuchs die in Tabelle 2.14 zu-
sammengefassten rechnerischen Radialdruck-
spannungen pirz an der Faseroberfldche.
Die entsprechenden Faserzugkrifte infolge
Reibung Fy, , sind fiir einen querdruckabhén-
gigen Reibungskoeffizienten von u* =0,15
ebenfalls in Tabelle 2.14 angegeben. Beton
M2 weist mit rd. -4,4N/mm? erwartungsge-
maf - wegen des geringsten w/b-Werts und
den damit hochsten Schwindverformungen -
die grofiten Radialdruckspannungen an der
Faseroberfldche auf. Die Betone M1 und M3
bis M7 sind hinsichtlich ihrer Radialdruck-
spannungen mit rd. -3,5N/mm? identisch.
Die geringste Radialdruckspannung weist
Beton M8 mit -2,7 N/mm? auf.

In Bezug auf die genannten Ergebnisse der
FEM-Analysen sei darauf hingewiesen, dass
alle zeitlichen Verldufe der Betoneigenschaften
fiur die Berechnungen auf Literaturstudien
basieren. Sie wurden zwar im Rahmen von
Validierungsberechnungen auf Plausibili-
tat gepriift, dennoch geben die Ergebnisse
der FEM-Analysen nur eine Orientierung
hinsichtlich der Grofienordnung der Radial-
spannungen fiir die untersuchten Betone.

Im Hinblick auf die bereits erwidhnte ex-

perimentelle Studie''! zu den Radialdruck-
spannungen und die eigene vereinfachte
rechnerische Abschidtzung der Radialdruck-
spannungen (siehe Kapitel 2.3) erscheinen
die Ergebnisse der FEM-Analysen plausibel.
Die Ergebnisse werden daher zur weiteren
Interpretation in den folgenden Kapiteln
herangezogen.

Anhand der rechnerisch ermittelten Faser-
zugkrifte infolge Reibung Ff,, kann bereits
an dieser Stelle festgehalten werden, dass
der mafigebende Beitrag zur Kraftiibertra-
gung zwischen Stahlfaser und UHPC, d.h
im Hinblick auf die maximal tibertragbaren
Faserzugkréfte, auf andere Mechanismen
zuriickzufiihren ist. Die rechnerisch ermittel-
ten Faserzugkrifte Fy , entsprechen je nach
Beton nur rd. 2% bis 5% der experimentell
bestimmten, maximal tibertragbaren Faserzug-
krafte. Selbst wenn der querdruckabhéingige
Reibungskoeffizient 0,4 betragen sollte, ent-
spricht der Anteil aus Reibung an der maximal
tibertragbaren Faserzugkraft nur rd. 4% bis
10%.

m Stang: Significance of shrinkage-induced clamping
pressure in fiber-matrix bonding in cementitious com-
posite materials.
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2.7. Mikroverzahnung zwischen
Faser und UHPC

2.7.1. Vorbemerkungen

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde
der Fokus auf gerade und makroskopisch glat-
te Stahlfasern gerichtet. Bei derartigen Fasern
kann es bestenfalls zu einer Mikroverzahnung
kommen. Die Beurteilung des Verzahnungs-
grades in Abhidngigkeit der Topographie der
Faseroberfliche und der Zusammensetzung
des UHPCs sowie die Abschédtzung der daraus
resultierenden Kraftiibertragung ist Gegen-
stand der folgenden Abschnitte.

Fasern mit Endhaken bzw. gewellte oder
schraubenformig tordierte Fasern wurden
in der vorliegenden Arbeit nur am Rande
betrachtet. Ihnen wird ein separater Abschnitt
in Kapitel 3 gewidmet.

Im folgenden Abschnitt werden zundchst
die fiir die eigene Arbeit relevanten Grund-
lagen zur Wirkung und Beschreibung einer
Verzahnung zwischen Bewehrung und Beton
erldutert. Im Anschluss daran werden REM-
Bilder von Oberflachen glatter, unbehandelter
Stahlfasern vor und nach dem Faserauszieh-
versuch hinsichtlich einer Mikroverzahnung
ausgewertet. Die dabei gewonnenen Erkennt-
nisse werden zur Abschitzung des Anteils
der Mikroverzahnung an der maximalen
Verbundkraft herangezogen.

2.7.2. Analogiebetrachtung: Verzahnung
zwischen Beton und Betonstahl

Der Bereich des Betons um eine Rippe ei-
nes Bewehrungsstahls, d.h. die sogenannte
Betonkonsole, ist unmittelbar von der Ver-
zahnungswirkung betroffen. Nach Martin 112
herrscht aufgrund der Querdehnungsbehinde-
rung, hervorgerufen durch die Betondeckung
und den Stahl, in Teilen der Betonkonsole
ein dreiachsiger Spannungszustand. Aus

M2 Martin: Zusammenhang zwischen Oberflichenbe-
schaffenheit, Verbund und Sprengwirkung von Be-
wehrungsstahlen unter Kurzzeitbelastung (s. S. 18 bis
21).

diesem Grund koénnen die Druckspannun-
gen in Teilbereichen der Betonkonsole ein
Vielfaches der Druckfestigkeit des Betons
betragen. Rehm 3 berichtet von rechnerisch
ermittelten Pressungen in der Aufstandsfldche
einer Betonkonsole in der Grofienordnung der
12- bis 16-fachen Wiirfeldruckfestigkeit des
Betons. Die festgestellten hohen Pressungen
erklirt Rehm!®damit, dass das betroffene
Betonvolumen im Verhiltnis zum gesam-
ten Probekorper sehr klein und daher stark
querdehnungsbehindert ist. Die rechnerisch
ermittelten maximalen Scherspannungen
Tnax I den Scherflichen der Betonkonsolen
konnen auf bis zur 1,25-fachen Wiirfeldruck-
festigkeit ansteigen. Wird die Schub- bzw.
Scherfestigkeit T, des Betons {iberschrit-
ten, so beginnen die Betonkonsolen in der
Scherflache zu brechen und das weitere Last-
Schlupf-Verhalten hdngt im Wesentlichen von
der Verzahnung des Betons in der Bruchflache
ab. Rehm B untersuchte Rippenhohen a von
0,5mm bis 4mm und Rippenabstinde c von
2mm bis 15mm. Der mittlere Durchmesser
der Ausgangsstoffe D5y des Betons betrug rd.
4mm, die Druckfestigkeit des Betons lag bei
rd. 21,5N/mm?.

Trotz einer Rissbildung bei Erreichen der
Scherfestigkeit bleibt in der Scherflache
aufgrund des unregelmifiigen Verlaufs der
Bruchflichen laut Rehm!3eine gewisse Ver-
zahnung erhalten. Diese Annahme griindet
im Wesentlichen auf den Feststellungen und
Interpretationen von Morsch 1% der den Wi-
derstand von Beton gegeniiber Abscheren
experimentell untersuchte und eine Theorie
zur Berechnung der Scherfestigkeit aufstellte.
Rehm!3 {ibernimmt somit das Gedankenmo-
dell von Morsch* welches das Abscheren
des Betons als einen Prozess, bestehend aus
abwechselnd auf Druck und Zug versagende
unendlich kleine Flachen, interpretiert.

Morsch 14 gibt als Scherfestigkeit 7., von
Beton das geometrische Mittel aus Druck- und

113 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton (s. S. 5 ff.).
14 Morsch: Schub- und Scherfestigkeit des Betons.



2.7. Mikroverzahnung zwischen Faser und UHPC

50

Zugfestigkeit, also im Falle von Normalbeton
Ter = \/fe feor ¥ \/O,1-f2 ~ 032 f, an. Die
Differenz zu der von Rehm!!® vermuteten
ersten Mikrorissbildung in der Scherfldche bei
rd. 0,4- f. bis 0,6 f, resultiert wahrscheinlich
aus dem genannten Einfluss der Querdeh-
nungsbehinderung. Aufgrund der starken
Querdehnungsbehinderung erhoht sich somit
die rechnerisch ermittelte Scherfestigkeit um
etwa den Faktor 0,5/0,32 ~ 1,6. Ein gewisser
Teil dieser Erhohung resultiert in der Tatsache,
dass vergleichsweise kleine Betonvolumen
betrachtet werden; die Zug- und Druckfes-
tigkeit des Betons, welche iiblicherweise an
Probekorpern mit Abmessungen von mehr als
10 cm ermittelt wird, kann daher nur in grober
Naherung zur rechnerischen Abschdtzung
eines Bruchkriteriums fiir die Betonkonsole
unter einer Stahlrippe herangezogen werden.

Bei einer weiteren Laststeigerung mit re-
sultierenden Scherspannungen oberhalb des
genannten Grenzwerts geht Rehm!"von
einer Verfeinerung der Verzahnung und
damit verbunden von stdarker zunehmenden
Verformungen aus. Die vorgenannten Fest-
stellungen zur Scherfestigkeit gelten nach
Rehm!®nur, wenn kurze Rippenabstinde
mit einem Verhiltnis von Rippenabstand zu
Rippenhohe c¢/a < 7 betrachtet werden. Bei
Verhéltnissen c/a > 7 werden die Betonkon-
solen nicht mehr tiber ihre gesamte Hohe (=
Rippenbreite) beansprucht und versagen da-
her - analog zu randbelasteten und nach unten
starr abgesttitzten Korpern - in Richtung der
Hauptschubspannungen.

Zur Klarung der Abnahme des Scherwider-
stands mit kleiner werdenden Abmessungen
der Betonkonsole fiihrte Rehm '°gesonderte
Versuche mit besonders kleinen Rippenhohen
von 0,12mm, 0,24 mm und 0,50 mm und Ab-
standen von 0,12 mm bis 2,0 mm durch, siehe
Bild 2.17. Anhand der Ergebnisse kommt er
zu der Erkenntnis, dass die maximal {tiber-
tragbare Scherspannung unabhingig von der
Geometrie der Profilierung der Stdbe ist, so-

115 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton (s. S. 5 ff.).
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Bild 2.17: Einfluss der Hohe a von rechteckigen und
senkrecht zur Stabachse verlaufenden
Rippen auf die maximal tibertragbare
Scherspannung (bezogen auf die
Druckfestigkeit) nach Rehm?!1

lange die Rippenhohe mindestens rd. 0,5 mm
und der lichte Rippenabstand mindestens
rd. 2mm betrdgt. Der Scherwiderstand von
Staben mit Rippenabstianden grofler als 2 mm
liegt oberhalb der durchgezogenen Kurve
in Bild 2.17. Werden die beiden genannten
Grenzen der Rippengeometrie nicht unter-
schritten, so ist die maximal {ibertragbare
Scherspannung (bezogen auf die Druckfestig-
keit) immer grofler als rd. 0,8. Unterhalb der
Grenzen der Rippengeometrie féllt die maxi-
mal {ibertragbare Scherspannung (bezogen
auf die Druckfestigkeit) bei ¢ /a = 1 und einer
Rippenhdhe von 0,12mm bis auf etwa 0,22
ab, siehe Bild 2.17. Dies liegt unterhalb der
nach Morsch1® berechneten Scherfestigkeit
(bezogen auf die Druckfestigkeit) von rd. 0,32.

Die gesetzte Grenze des Rippenabstands von
2mm gilt zundchst nur fiir die von Rehm!!?

gewdhlte Zusammensetzung des Betons und
kann nach Meinung des Verfassers nicht ohne
Weiteres auf eine evtl. Mikroverzahnung
zwischen UHPC und Stahlfaser {ibertragen
werden. Aus der Sicht des Verfassers spielt bei
der Beurteilung der Mikroverzahnung v.a. die
Korngrofienverteilung der Ausgangsstoffe des
Betons im Verhdltnis zu den Abmessungen
der Vertiefungen in der Stahlfaseroberfldche
eine wichtige Rolle. Dieser Aspekt soll ver-

16 Morsch: Schub- und Scherfestigkeit des Betons.
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einfachend in Bild 2.18 a) bis d) anhand der
Anlagerung monodisperser Kugeln an der
Stahlfaseroberfliche veranschaulicht werden.
Die Kugeln stellen in vereinfachter Weise die
Partikel der Ausgangsstoffe von UHPC dar. In
Bild 2.18 a) bis d) ist jeweils nur die erste Lage
der Partikel an der Faseroberfldche abgebildet.
Einige Lagen hinter den ersten Partikeln
beginnt die regelmiflige Partikelanordnung
der umgebenden, ungestdrten Matrix. Sind

QParlikeI

Stahlfaser a

Stahlfaser

b) 0,5 < Bpaikeila < 1

Stahlfaser

Stahlfaser

C) Dpartikel ~ @ d) Dpartikel >> @

Bild 2.18: Schematische Darstellung der Verzahnung
zwischen Beton und Stahlfaseroberfliche bei
unterschiedlichen Durchmessern der
angelagerten Partikel

die Partikel wie im Fall a) deutlich kleiner als
die Abmessungen der Vertiefungen, so kommt
es nur zu einer schwachen, d.h. mechanisch
gesehen wenig effektiven Verzahnung in der
Scherfldche. Passen die an der Stahloberfldche
angelagerten Partikel des Betons wie im Fall b)
gut in die Vertiefungen hinein und fiihren
zu einer innigen Verzahnung mit der umge-
benden Matrix, so ist auch der Widerstand
gegeniiber einer Scherung grof3. Eine innige
Verzahnung ist nicht nur durch eine grofse
Scherflache in der ,Rippe”, d.h. einen grofien
Anteil an Matrix bzw. Partikeln bezogen auf
die Grundfliche der Rippe, sondern auch
durch eine gute Verankerung, d.h. eine grofie
Einbindetiefe des Partikels in die Matrix
hinein gekennzeichnet. Partikel, deren Durch-
messer den Abmessungen der Vertiefungen
entsprechen oder deutlich tiber den Abmes-
sungen der Vertiefungen liegen, siehe Fall c)
und d), tragen nur unwesentlich zu einer Ver-
zahnung bei. Liegt der Partikeldurchmesser
nur etwas iiber der Breite der Vertiefung (im

Bild nicht dargestellt), so kommt es ebenfalls
zu einer guten Verzahnung.

Die in Bild 2.18 gezeigten Zusammenhdn-
ge sind natiirlich stark vereinfacht dargestellt;
in Wirklichkeit wird die Matrix an der Stahl-
faseroberfliche nicht nur aus angelagerten
monodispersen Partikeln bestehen, sondern
aus einem Gemisch aus feinen Partikeln. In
den Hohlrdumen zwischen den Partikeln
kommt es dartiber hinaus wie bereits erwahnt
auch zur Bildung von CSH-Kristallen. Die
Lange der CSH-Kristalle bewegt sich im
UHPC in der Grofsenordnung von rd. 5 nm bis
maximal 200 nm, siehe z.B. Ulm und Acker!”
sowie Moser und Pfeifer!!® Hohlrdume an der
Faseroberfldche, in die eine Kugel des Durch-
messers d, =200nm passen wiirde, ergdben
sich bei einer Packung aus monodispersen
Kugeln des Durchmesser D ~1,3pm. Dies
bedeutet, nur wenn sich sehr feine Partikel mit
Durchmessern kleiner als rd. 1,3pum an der
Faseroberfldche anlagern oder eine sehr dichte
Packung an der Faseroberfliche vorliegt,
konnen die CSH-Kristalle die Hohlrdume der
ansonsten gestorten Partikelpackung an der
Faseroberflache tiberbriicken und ausfiillen.

Der Widerstand der Betonkonsolen ge-
geniiber Abscheren ist somit nicht nur von
den makroskopischen mechanischen Eigen-
schaften des UHPCs abhiéngig, sondern v.a.
auch vom Grad der Verzahnung zwischen
den Partikeln und der Faseroberfliche und
der Packungsdichte an der Faseroberfldche.
Rehms!!" Untersuchungen an gerippten Beton-
stdhlen konnen hinsichtlich der vorgenannten
Aspekte nicht interpretiert werden, da die
Verteilung der Korngrofsen seiner Ausgangs-
stoffe im Bereich bis 100 um nicht bekannt
ist und bei den gewdhlten w/z-Werten von
0,57 bis 0,90 davon ausgegangen werden
muss, dass sich an der Stahloberfliche, wie
fur Normalbetone tiblich, ein sogenannter

17 Ulm und Acker: Nanoengineering UHPC materials
and structures.

118 Moser und Pfeifer: Microstructure and durability of
ultra-high performance concrete.

119 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton (s. S. 5 ff.).
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Duplexfilm bestehend aus Portlanditkristallen
gebildet hat. Auflerdem ist die Geometrie
der Vertiefungen/Rippen der Stahloberfliche
nicht ohne Weiteres vergleichbar mit Ober-
flache einer Stahlfaser. Zur Topographie der
Faseroberfliche erfolgt an spiterer Stelle eine
separate Diskussion. Die von Rehm'?’ ange-
gebenen bezogenen Scherwiderstinde geben
trotz der vorgenannten Aspekte einen groben
Hinweis auf die von der Verzahnung iibertrag-
baren Krifte, da die Dicke des Duplexfilms
i.d.R. deutlich unterhalb von 50 pm liegt, siehe
hierzu Scrivener und Pratt!?! sowie Bentur
und Odler!? Alle vorgenannten Aspekte der
Verzahnung zwischen Stahlrippen und Beton
gelten fiir senkrecht zur Stabachse verlau-
fende Rippen mit rechteckigem Querschnitt.
Eine Neigung der Rippenflanke gegeniiber
der Senkrechten zur Stabachse fithrt wegen
des zusatzlich Querdrucks zu einer Erthchung
des Scherwiderstands. Der bezogene Scherwi-
derstand betrug im Falle einer Neigung von
rd. 42° bzw. 76° 1,35 bzw. 1,80. Derartig hohe
Scherwiderstande bis nahezu dem Doppelten
der Betondruckfestigkeit konnen nur bei star-
ker Querdehnungsbehinderung und damit
verbundener mehraxialer Beanspruchung
erreicht werden. 12

Rehm ' untersuchte dariiber hinaus auch ma-
kroskopisch glatte Betonstdhle. Mit Hilfe des
Tastschnittverfahrens ermittelte Rehm'?’an
glatt gezogenen Stdben Unebenheiten mit
Vertiefungen von im Mittel 5 um. Im Falle von
stark vernarbten Oberflichen stellte Rehm 2

Vertiefungen von bis zu 300pm fest. Die
Betondruckfestigkeit (von Rehm!?’ unter-
suchter Bereich: rd. 7,8 bis rd. 42,2 N/mm?)
hatte einen vernachldssigbaren Einfluss auf
die maximalen bezogenen Scherspannun-
gen. Die maximale bezogene Scherspannung
- ausgedriickt als auf die Druckfestigkeit f.
bezogene mittlere Verbundspannung T - lag
im Bereich von rd. 0,04 bis 0,08 fiir Stibe mit

120 Rehm: Uber die Grundlagen des Verbundes zwischen
Stahl und Beton (s. S. 5 ff.).

1215 rivener u. Pratt: Characterisation of interfacial mi-
crostructure.

122 Bentur u. Odler: Development and nature of interfaci-
al microstructure.

Walzhaut und geringer Vernarbung sowie
0,11 bis 0,16 fiir Stiabe mit Walzhaut und
starker Vernarbung. Da die wirkliche Grofie
der Scherfliche nicht bekannt ist, stellen die
beiden letztgenannten Bereiche nach Ansicht
des Verfassers eine grobe Naherung der tat-
sdchlich wirkenden Scherspannungen dar. In
Anbetracht des mittleren Durchmessers der
Gesteinskornung des Betons (Dsp » 4mm)
und aufgrund des vermutlich vorhandenen
Duplexfilms geht der Verfasser davon aus,
dass die geringen bezogenen Scherfestigkeiten
v.a. bei den Stiben mit geringer Vernarbung
fiir die Betrachtungen der eigenen Faserver-
bundversuche nicht relevant sind. Geht man
vereinfachend von einem pauschalen Anteil
der ,Rippenflache” bei den Staben mit starker
Vernarbung von z.B. 50% aus, so ergébe sich
eine bezogene Scherfestigkeit von etwa 0,22
bis 0,32.

2.7.3. Zur Scherfestigkeit von Beton

Im vorhergehenden Abschnitt wurden die
von Rehm!'?aus Versuchen abgeleiteten
maximalen bezogenen Scherspannungen
einer rechnerischen Scherfestigkeit von Beton
gegentibergestellt. Da zur Abschdtzung des
Anteils einer Mikroverzahnung an der Ver-
bundkraft die Scherfestigkeit der untersuchten
UHPCs benétigt wird, wird im Folgenden der
Ansatz zur Berechnung der Scherfestigkeit et-
was ausfiihrlicher diskutiert und im Hinblick
auf die Anwendbarkeit bei UHPC erortert.

Da die Scherfestigkeit unter anderem von
den wirkenden Normalspannungen beein-
flusst wird, wird vereinfachend das Mohrsche
Bruchkriterium fiir den ebenen Spannungszu-
stand betrachtet, siche Mohr 123

Die Festigkeitseigenschaften eines spro-
den Werkstoffs konnen durch eine Bruch- bzw.
Fliefsgrenze beschrieben werden, welche nach
der Theorie von Mohr!®der ,Einhiillenden”
der Spannungskreise im ¢-t-Diagramm ent-
spricht. Die Einhiillende kann vereinfachend

123 Mohr: Die Scherfestigkeit des Betons.
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durch eine Gerade!'?* oder in guter Naherung

mit Hilfe einer liegenden Parabel approximiert
werden, siehe Leon %, Niedenhoff ° oder
Godycki- Cwirko . Die Offnung der Parabel
wird vom Verhiltnis aus einaxialer Druckfes-
tigkeit zu einaxialer Zugfestigkeit c = f. / fo,
d.h. vom Durchmesser der entsprechenden
Spannungskreise bestimmt. Fiir Verhiltnisse
¢ > 3 betragt nach Leon'® die Festigkeit bei
reiner Scherbeanspruchung t,:

Ter = (m_l) - fet

Mohr!?#*  nimmt zu den von Mbrsc
durchgefithrten und im vorhergehenden
Absatz bereits erwdhnten Versuchen und der
daraus abgeleiteten Formel fiir die Scherfes-
tigkeit Stellung; er kommt zu dem Schluss,
dass bei den Scherversuchen von Morsch!?
vermutlich eine Druckspannung in der Bruch-
fliche von rd. 15N/mm? geherrscht haben
diirfte. Aufgrund der nicht beriicksichtigten
Druckspannung leitete Morsch!?® irrtiimli-
cherweise eine Scherfestigkeit des Betons von

Ter = \/fc ‘fct ab-124

Von den im Rahmen der eigenen Untersu-
chungen verwendeten Betonen M1 bis M8
wurden die Druck- und Spaltzugfestigkeit
an Zylindern des Durchmessers 50 mm und
mit einer Hohe von 50mm bzw. 100 mm
ermittelt. Alle Priifergebnisse wurden dem
Ausreifertest nach Rosner ' unterzogen.
Die resultierenden Ergebnisse werden ohne
Umrechnungsfaktor fiir die Probekorperab-
messungen in den weiteren Betrachtungen
verwendet. Die Spaltzugfestigkeit wurde nach
Model Code 90 mit einem Faktor von 0,9 in
die Zugfestigkeit umgerechnet. Fiir jeden der
untersuchten Betone wurden die Parameter
der Hiillparabel der Mohrschen Spannungs-
kreise mit Hilfe der von Leon'?® dargestellten

(2.20)

h 128

124 Mohr: Die Scherfestigkeit des Betons.

125 eon: Uber das Maf der Anstrengung bei Beton.

126 Nijedenhoff: Untersuchungen iiber das Tragverhalten
von Konsolen und kurzen Kragarmen (s. S. 10 £.).

127 Godycki-Cwirko: Schubprobleme im Stahlbetonbau
(s.S. 14 ff.).

128 Morsch: Schub- und Scherfestigkeit des Betons.

129 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.

Zusammenhidnge bestimmt und unter An-
nahme der in Abschnitt2.6 angegebenen
Radialdruckspannungen ¢, die resultierenden
effektiven Scherfestigkeiten 7, berechnet. Die
Spannungskreise sowie die resultierende Ein-
hiillende (Bruchgrenze) sind exemplarisch fiir
den Beton M1 in Bild 2.19 dargestellt. Die zu
Grunde gelegten Festigkeitswerte, die Radial-
druckspannungen sowie die Scherfestigkeit
7. und die effektive Scherfestigkeit 7, sind fiir
die untersuchten Betone in Tabelle 2.15 zusam-
mengefasst. Die effektiven Scherfestigkeiten

“Bruchgrenze als”
Hullparabel ;.

Druckfestigkeiti-------i-- 20\ - -
i ‘ o IN/mm’]
-100 -80 -60 -40 -20 F~1 20 40 60 80 100
: : : : I : : :
"I'"\'\'T """ AR °

/ ‘;Spannungskreis

-100

Bild 2.19: Bruchgrenze (Hiillparabel) und
Spannungskreise nach der Mohrschen
Theorie fiir den Beton M1

7, werden zur vereinfachten Abschdtzung
des Anteils der Mikroverzahnung an der
Verbundkraft herangezogen. Dabei bleiben
evtl. wirkende zusitzlich Spannungen in der
,UHPC-Mikrorippe” der Einfachheit halber
unberticksichtigt. Aufserdem wird somit
vereinfachend angenommen, die mikromecha-
nischen Eigenschaften der Grenzfliche bzw.
des Ubergangbereichs kénnen aus den makro-
skopischen mechanischen Eigenschaften der
Betone abgeleitet werden.
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Tabelle 2.15: Festigkeitskennwerte (Druck-, Spaltzug-
und Zugfestigkeit) sowie effektive
Scherfestigkeit der untersuchten UHPCs

Beton fo fop fa? -0 ¥ ¥
[-] [N/mm?]

M1 213 114 104 35 376 436
M2 232 165 149 44 457 521
M3 222 104 94 35 372 435
M4 222 103 93 35 370 436
M5 198 99 89 35 340 401
M6 226 82 74 35 341 415
M7 254 144 130 35 459 515
M8 176 109 98 27 329 371

) berechnet aus fsp

2) berechnet im Rahmen der FEM-Studie

3) berechnet n. Mohrscher Theorie unter Ansatz
einer Hiillparabel nach Leon!?®

2.7.4. Untersuchungen zur Mikrover-
zahnung der verwendeten Stahl-
fasern

Einflhrung

Im Rahmen der eigenen Faserausziehversu-
che wurden gerade, makroskopisch glatte
Stahlfasern  unterschiedlichen = Durchmes-
sers verwendet. Daneben wurde durch
mechanische Bearbeitung die Oberfldche der
Stahlfasern mit unterschiedlichen Rauigkeiten
im Mikrometerbereich versehen und der Ein-
fluss der Rauigkeit im Faserausziehversuch
ermittelt. Die Topographie der untersuchten
Fasern des Durchmessers 0,48 mm wurde mit
Hilfe eines Konfokalmikroskops charakteri-
siert. Aus den Messungen wurden die drei
Topographiekennwerte gemittelte Rautiefe R,
(Mittelwert der maximalen Hohendifferenz
von je 5 Messstrecken eines Oberflichenpro-
fils), mittlere Glattungstiefe R, (Mittlerer
Abstand zwischen der Profilmittellinie und
den Profilhochpunkten) und mittlere Rie-
fentiefe R, (Mittlerer Abstand zwischen der
Profilmittellinie und den Profiltiefpunkten)
nach ISO 4287 berechnet.

Auflerdem wurden REM-Aufnahmen der
Faseroberflichen im Vorfeld der Versuche
sowie nach dem vollstindigen Faserauszug
angefertigt.

Die im Folgenden zusammengefassten
Untersuchungen und Ausfithrungen zur
Mikroverzahnung beziehen sich auf die
Hauptvariante der pull-out-Versuche mit glat-
ten Stahlfasern des Durchmessers 0,48 mm.

Unbehandelte Stahlfasern

Die Topographie der Oberfliche der un-
behandelten Fasern wurde als Mittel von
21 Messstrecken a 190 um bestimmt; hierbei
ergab sich eine gemittelte Rautiefe R, von
0,25 um, eine mittlere Glattungstiefe R, von
0,11pm und eine mittlere Riefentiefe von
0,15 um. Die Variationskoeffizienten der vor-
genannten Topographiekennwerte liegen bei
rd. 46% bis 57%; sie sind jedoch im Falle der
unbehandelten Fasern zur Beurteilung der
Oberflachentopographie nicht von Bedeutung,
da letztlich nur der Flachenanteil sowie die
mittleren Abmessungen der meist parallel
zur Faserldngsachse verlaufenden Riefen fiir
die Beurteilung der Mikroverzahnung von
Interesse sind.

Die pulverformigen Bestandteile der ei-
genen Betone mit Partikeldurchmessern
bis 100 pm weisen mittlere Partikeldurch-
messer Dsp ¢ von rd. 3um bis 10pm auf,
siehe Korngrofienverteilungen im Anhang A,
Bild A.3. Das Verhiltnis aus mittlerem
Durchmesser der Partikel bis 100 pm und
der gemittelten Rautiefe R, betrdgt somit
Dsp, ¢/R; ~ 3...10/0,254 = 11,8...39,4. Die Rie-
fen weisen eine Breite von rd. 1 pm bis 3 ym
auf. Je nach tatsidchlicher Breite der Riefen
diirften somit Partikel mit einem Durchmesser
von rd. 1 um bis 5um zu einer guten Verzah-
nung fithren. Einen optischen Eindruck der
Oberflache einer unbehandelten Faser vor
und nach dem Faserauszug gibt Bild 2.20. Die
deutlich zu erkennenden farblichen Unter-
schiede zwischen den Riefen bzw. zwischen
den mit Matrix gefiillten Riefen und der restli-
chen Oberfliche gaben dem Verfasser Anlass,
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Bild 2.20: REM-Aufnahme einer unbehandelten
Stahlfaser vor Versuch (oben) und nach dem
Faserauszug (unten), Vergroflerung
1.000-fach

mit Hilfe einer Bildanalysesoftware (GSA
ImageAnalyzer) die REM-Aufnahmen néher
zu untersuchen. Das Ergebnis einer Bildanaly-
se ist beispielhaft fiir die unbehandelte Faser
vor dem Versuch in Bild 2.21 wiedergegeben.
Hierbei entsprechen die schwarzen Bereiche
den Riefen in der Faseroberfldache. Der Anteil
der Riefen an der gesamten Oberfldche betragt
etwa 35% bis 40%.

Das Bildanalyseverfahren kann auch zur
vereinfachten Abschdtzung des tatsdchlichen
Anteils der mit Matrix ausgefiillten Riefen
herangezogen werden. Dazu wurden REM-
Aufnahmen der Stahlfaseroberfliche nach
dem Faserauszug mit o.g. Software analy-
siert. Mit Matrix gefiillte Riefen sind deutlich
dunkler als die restliche Faseroberflache. Die
aus der Bildanalyse resultierenden Anteile an

Bild 2.21: REM-Aufnahme einer unbehandelten
Stahlfaser vor pull-out-Versuch nach
Bearbeitung mit Bildanalysesoftware

Tabelle 2.16: Flichenanteil a,, [%] der Matrix auf der
Stahlfaseroberfliche nach dem
Faserauszug, ermittelt anhand von
REM-Aufnahmen mit Hilfe einer
Bildanalysesoftware

Beton M1 M2 M3 M4 M5 Mé6 M7 MS8
26 30 nb. 30 18 25 25 38

Amo

Matrix bezogen auf die gesamte Bildfldche
Amo = ARiefe,gefiillt/ABild = Aschwarz/ABild sind
in Tabelle 2.16 zusammengefasst. Pro Beton
stand lediglich eine REM-Aufnahme zur
Auswertung zur Verfiigung. Die Fldachenan-
teile der Matrix auf der Faseroberfliache sind
zwar auf 1% genau angegeben, ein Varia-
tionskoeffizient von 20% diirfte jedoch fiir
diese Auswertung realistisch sein. Die ange-
gebenen Flachenanteile sind daher als grobe
Néherung fiir die tatsdchlichen Scherflachen
zu verstehen. Zu bedenken ist auflerdem,
dass Matrix u.U. auch nach dem Faserauszug
auflerhalb von Riefen an der Faseroberfldche
anhaftet. Daneben ist auch denkbar, dass
Matrix wéhrend des Faserauszugs aus den
Riefen herausgerissen wurde und somit nicht
mehr durch die Bildanalyse erfasst werden
kann. Dies wiirde zu einer Verfdlschung
der ermittelten Scherflichen fiihren. Die in
Tabelle 2.16 genannten Werte werden dennoch
fur die weitere Interpretation der Faseraus-
ziehversuche herangezogen. Fiir den Beton
M3 wird der Flachenanteil des Betons M1
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iibernommen; dies scheint gerechtfertigt,
da sich die Korngrofienverteilung und die
Packungsdichten der beiden Betone nur un-
wesentlich unterscheiden.

Zur vereinfachten Abschidtzung des Anteils
der Mikroverzahnung an der Verbundkraft
wird im Weiteren davon ausgegangen, dass
alle ,UHPC-Mikrorippen” gleichzeitig abge-
schert werden. Die resultierende Scherkraft ist
dann:

Ff/mv = amv . Ab . TC){;’ (2.21)
mit:

Ff o [N] : Faserzugkraft, die zur Ab-
scherung der Rippen not-
wendig ist

75 [N/mm?]: effektive Scherfestigkeit
des Betons

o [~] : Anteil der mit Matrix ge-
fullten Riefen auf der
Faseroberfldche

A, [mm?] : nominelle Verbundfliche

einer Faser

Tabelle 2.17 gibt die rechnerischen Scher-
kréfte Fg ,, flir die acht untersuchten Betone
wieder. In der Tabelle sind zur Orientie-
rung auch die Mittelwerte der im Versuch
ermittelten maximalen Verbundkréfte Fy p,,
die Anzahl n der Proben, die zugehorigen
Standardabweichungen SA sowie die Va-
riationskoeffizienten VK angegeben. Die
Ergebnisse eines jeden Betons wurden dem
Ausreiflertest nach Rosner 1% unterzogen;
keine der insgesamt 117 Proben konnte als
Ausreifler identifiziert werden. Stellt man
die rechnerischen Scherkrifte Fy ,, den ma-
ximalen Verbundkriften Fy;, gegeniiber, so
ergibt sich, dass die Mikroverzahnung bei
den Betonen M1 bis M7 rd. 70% bis 90% zur
Verbundwirkung beitragt. Dem liegt die An-
nahme zugrunde, dass die makroskopischen
Festigkeitskennwerte fiir die Beurteilung
der Scherfestigkeit der ,UHPC-Mikrorippen”
angewendet werden konnen. Die maximalen

130 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.

Tabelle 2.17: Rechnerische Faserzugkriifte Fy ., und
Mittelwerte der maximalen
Verbundkriifte Fy y,,, Anzahl der Proben
n, Standardabweichung SA und
Variationskoeffizient VK

Beton  Ff Efpu n SA VK
(-] [N] (-1 [N]  [%]
M1 85,5 110,3 69 150 14
M2 117,7 128,9 4 53 4
M3 85,3 116,8 12 11,7 10
M4 98,5 109,2 4 9,6 9
M5 54,4 79,2 16 185 23
Mé6 78,2 111,5 4 8,2 7
M7 97,0 135,2 4 3,7 3
M8 106,3 200,7 4 256 13

Verbundkrifte werden demnach mafsgebend
von der Mikroverzahnung beeinflusst. Im
Falle des Betons M8 liegt der Anteil der
Mikroverzahnung bei 53%.

Neben dem Abscheren der ,,UHPC-
Mikrorippen” ist auch eine Abrasion evt.
vorhandener Profilspitzen der Stahlfaser
wihrend des Faserauszugs denkbar. Das
Abscheren von vereinzelten Profilspitzen
kann vereinfachend als Versagen eines
,Mikro-Kragarms” betrachtet werden. Eine
vereinzelt und lokal begrenzte Profilspitze,
welche in die UHPC-Matrix hineinragt, wird
wihrend des Faserauszugs auf Biegung und
Scherung beansprucht. Bei entsprechend
hoher Beanspruchung reifst die Profilspitze
ab und verbleibt zum Teil in der Matrix. Um
diesen Aspekt zu untersuchen, wurden die
Ergebnisse der EDX-Analysen hinsichtlich
des Eisengehalts in der ungestorten Matrix
(Fepyr) und in der Grenzfliache (Ferrz) sowie
die Differenz daraus (AFe = Fejrz — Fepyix)
ausgewertet. Nennenswerte Mengen an Eisen
sind in den Ausgangsstoffen der UHPCs im
Zement (rd. 4 M.-%) sowie in den Quarzmeh-
len (rd.1M.-%) enthalten. Der Eisengehalt
des Hiittensands betrug rd. 0,4 M.-%, der der
Silikastaube rd. 0,3 M.-%. Eine Differenz des



2.7. Mikroverzahnung zwischen Faser und UHPC 57

Tabelle 2.18: Ergebnisse der EDX-Analysen:
Eisengehalte (Medianwerte) in der
ungestorten Matrix (bulk) und im
Verbundbereich (ITZ); Faserdurchmesser:
0,48 mm; Verbundlinge: 5mm

Beton Fepyix Ferrz AFe
-] [M.-%]
M1 14 2,2 +0,8
M2 2,2 2,5 +0,4
M3 1,8 n.b. -
M4 1,6 2,0 +0,4
M5 1,2 1,1 -0,2
Mé6 1,3 1,5 +0,2
M7 1,8 1,9 +0,1
M8 14 1,2 -0,2

Eisengehalts zwischen dem Verbundbereich
und der ungestorten Matrix kann demnach
auch in einem unterschiedlichen Gehalt der
eisenhaltigen Ausgangsstoffe begriindet sein.
Mit Ausnahme des Betons M8 stammten
bei allen anderen Betonen 80% des Eisens
in der Matrix aus dem Zement; bei dem
Beton M8 trug der Zement rd. 70% zum
Gesamteisengehalt bei. Die Ergebnisse der
EDX-Analysen sind in Tabelle 2.18 zusam-
mengefasst. Anhand der Eisengehalte Fey,
der beiden Betone mit Quarzmehl (Betone
M1 und M7) sowie der drei Betone mit
Kalksteinmehl (Betone M4 bis M6) als Zu-
satzstoff kann zunidchst festgehalten werden,
dass Differenzen im Eisengehalt von bis zu
+0,4 M.-% nicht als signifikant zu beurteilen
sind. Daher kann anhand der EDX-Analysen
bestenfalls fiir den Beton M1 ein geringfiigiger
Abrieb von vereinzelten Profilspitzen oder
die Konzentration von eisenhaltigen Stoffen
im Verbundbereich geschlussfolgert werden.
Die Differenzen im Eisengehalt liegen bei den
verbleibenden Betonen nicht signifikant tiber
der abgeleiteten Grenze von +0,4 M.-%.

Bei den unbehandelten Stahlfasern kommt
es somit zu keinem bzw. nur zu einem sehr
geringfiigigen Verschleifs der Faseroberflache

wihrend des Faserauszugs.

Mechanisch aufgeraute Stahlfasern

Um den Einfluss der Oberflachentopographie
der Stahlfasern auf das Verbundverhalten zu
untersuchen, wurden unbehandelte Stahlfa-
sern per Hand mit Hilfe von Schmirgelleinen
unterschiedlicher Kérnung (K40, K80 und
K180) aufgeraut. Um eine moglichst ver-
gleichbare Aufrauung zu erzielen, wurde
jede untersuchte Faser vor dem Einbau in die
Schalung mit einem eigenen Stiick Schmirgel-
leinen, welches eine Breite von 2 cm aufwies,
10 Mal entlang der Faserachse bearbeitet, siche
auch Bild A.5 im Anhang A. Einen Eindruck
der resultierenden Oberflichentopographie
bei Verwendung eines Schmirgelleinens der
Kornung K180 gibt exemplarisch Bild 2.22. In

5,00 kv Charnt 83600
mm - Signal A=MPSE  File Name = 90529111 Draht 0,5-180 0 Skx1.1if- Zot

Bild 2.22: REM-Aufnahme einer aufgerauten
Stahlfaser vor dem Versuch, Vergrifierung
500-fach

der REM-Aufnahme sind die Riefen parallel
zur Faserachse, welche durch das Entlangzie-
hen des Schmirgelleinens entstehen, deutlich
zu erkennen. Auf der Faseroberfliche ver-
bleiben auch einige ,Mikrospdne”, welche
zum Teil noch mit der Faser verbunden sind.
Die resultierende Oberflichentopographie
wurde mit Hilfe eines Konfokalmikroskops
untersucht. Je Variante der Kérnung wurden
45 Messstrecken a 233 pm Lange parallel zur
Faserachse aufgenommen. Die arithmetischen
Mittelwerte der gemittelten Rautiefe R,, der
mittleren Glattungstiefe R, und der mittleren
Riefentiefe R, konnen Tabelle 2.19 entnom-
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Tabelle 2.19: Mittlere Topographiekennwerte [um] in
Faserlingsrichtung in Abhingigkeit der
Kornung des Schmirgelleinens

Koérnung R, Rp R,

K40 3,17 1,30 1,87
K80 2,65 0,72 1,93
K180 3,20 147 1,73

men werden. Ausreifier wurden mit Hilfe des
Verfahrens von Rosner 3! ermittelt und bei
der Berechnung der Mittelwerte nicht bertick-
sichtigt. Trotz einer sorgfaltigen mechanischen
Bearbeitung und des Herausfilterns von
Ausreifiern weisen die Topographiekennwerte
Variationskoeffizienten von rd. 25 bis 60% aulf.
Die Unterschiede zwischen den berechneten
Kennwerten der drei Kornungen konnen
daher nicht als signifikant bezeichnet werden.
Ein Zusammenhang zwischen Kérnung und
Variationskoeffizienten der Topographiekenn-
werte konnte nicht festgestellt werden.

In Faserquerrichtung wurden die Topo-
graphiekennwerte orientierend nur bei der
Kornung K40 ermittelt. Die gemittelte Rau-
tiefe R, liegt bei rd. 12,1um, die mittlere
Glattungstiefe R, und die mittlere Riefentiefe
R, liegen bei je rd. 6,0 um. Die Variationsko-
effizienten bewegen sich in einer dhnlichen
Groflenordnung wie bei den Kennwerten in
Faserldangsrichtung.

Die starken Streuungen der Topographiekenn-
werte lassen nach Meinung des Verfassers
keine weitergehenden Interpretationen der
Ausziehversuche mit aufgerauten Fasern
- wie z.B. in Form eines Zusammenhangs
zwischen gemittelter Rautiefe und Verbund-
festigkeit - zu. Dennoch wurden von den
Faseroberflichen nach dem pull-out-Versuch
REM-Bilder angefertigt. Bild 2.23 zeigt die
REM-Aufnahme eines urspriinglich einge-
betteten Endes einer Faser (Durchmesser
0,48mm, Beton M1, Schmirgelleinen der
Koérnung K40) nach dem pull-out-Versuch.

181 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.
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Bild 2.23: REM-Aufnahme einer aufgerauten
Stahlfaser (K40) nach dem pull-out-Versuch,
oben: Vergrofierung 100-fach; unten:
Vergrofierung 1.000-fach

in der Faseroberfliche ist an vielen Stellen
anhaftende, d.h. vermutlich abgescherte Ma-
trix in Form von einzelnen Partikeln oder
Partikelagglomeraten sowohl auf den glatten
Bereichen der Oberfliche als auch in den
Riefen zu erkennen. Die Frage, inwieweit die
einzelnen Partikel und Partikelagglomerate
Teil einer Verzahnung sind, kann anhand der
REM-Aufnahmen nicht beantwortet werden.
Dariiber hinaus kann bestenfalls im Riickstreu-
elektronenmodus festgestellt werden, welche
der auf der Faseroberfliche anhaftenden
Partikel auf einen Abrieb von Profilspitzen
zuriickzuftihren sind, siehe exemplarisch
Bild 2.24 eines Faserkanals nach dem pull-
out-Versuch. Die hellen Bereiche entsprechen
Eisenpartikeln, die wihrend des Faserauszugs
von der Faseroberfliche abgerieben wurden
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und an der Matrix des Faserkanals anhaf-
ten. Die Eisenpartikel konnen entweder von
den ,Mikrospdnen” oder von abradierten
Profilspitzen herriihren. Riickstreuelektronen-
aufnahmen wurden jedoch von den Fasero-
berflichen nicht angefertigt. Aus den oben
genannten Griinden wurde eine Auswertung
der REM-Aufnahmen von den aufgerauten
Fasern mit Hilfe der Bildanalysesoftware
nicht durchgefiihrt. Die Kanile der Fasern in

Bild 2.24: REM-Aufnahme im
Riickstreuelektronenmodus eines

Faserkanals nach dem pull-out-Versuch;
Beton M1, aufgeraute Stahlfaser (K40),
Vergrofserung 500-fach

der Matrix wurden jedoch orientierend mit
Hilfe der EDX-Analysen auch hinsichtlich des
Eisengehalts untersucht. Bild 2.25 zeigt die
Differenz des Eisengehalts zwischen Grenz-
flache (ITZ) und ungestorter Matrix (bulk) in
Abhéngigkeit der festgestellten maximalen Fa-
serausziehkraft (Faserdurchmesser: 0,48 mm,
Verbundldnge: 5 mm). In dem Diagramm sind
jeweils die hochsten und niedrigsten Werte zu
einer Grenzlinie verbunden. Aufserhalb der
unteren Grenzlinie liegt lediglich die Variante
des Betons M8 mit unbehandelter, d.h. glatter
Faser; darauf wird an spiterer Stelle im Detail
eingegangen. Dem Verfasser ist bewusst,
dass in Bild 2.25 Betone mit z.T. voéllig un-
terschiedlicher Ausbildung der Kontaktzone
Faser/Matrix und unterschiedlichen Radial-
druckspannungen an der Faseroberfldche in
einem Diagramm dargestellt werden. Eine Ver-
gleichbarkeit der Betone im Hinblick auf den
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Bild 2.25: Differenz aus Eisengehalt im
Verbundbereich (ITZ) und der ungestorten
Matrix (bulk) in Abhingigkeit der
festgestellten maximalen Faserkraft im
pull-out-Versuch

Einfluss der Topographie der Faseroberfldche
und des resultierenden Verschleifies auf die
tibertragbaren Verbundkrifte ist daher nicht
gegeben. Dennoch kann grundsatzlich ein
tendenzieller Zusammenhang zwischen der
Differenz des Eisengehalts und der maximalen
Faserausziehkraft festgestellt werden. Bei den
Betonen M1 bis M7 entspricht die jeweils
niedrigste Ausziehkraft der Variante mit
unbehandelter glatter Faser. Die zugehorigen
Ausziehkrifte liegen im Bereich von rd. 80N
bis 135N, vgl. auch Bild 2.9. Die festgestellten
maximalen Ausziehkrdfte von rd. 200N bis
350N, d.h. die z.T. stattfindende Verdopplung
der maximalen Ausziehkrifte, sind vermut-
lich auf die Vergroflerung der Verbundfldche
sowie auf eine bessere Verzahnung zwischen
Matrix und Faseroberfliche zuriickzufiihren.
Die bessere Verzahnung kann qualitativ an-
hand des hoheren Anteils an Matrixresten auf
der Faseroberfliche nach dem Faserauszug
belegt werden. Daher erscheinen weiter-
fihrende Untersuchungen mit optimierten
Fasertopographien zur gezielten Einstellung
einer Mikroverzahnung in Abhidngigkeit
der Partikelpackung in der Grenzfliche als
sinnvoll.
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2.8. Adhéasion zwischen
Stahlfaser und UHPC

2.8.1. Vorbemerkungen

Betrachtet man zwei in Kontakt stehende
Korper, so wird unter Adhésion im allgemei-
nen die Kraft (senkrecht zu den Oberfldchen)
verstanden, welche zur Separierung der
beiden Korper notwendig ist. Die mit dieser
Kraft verbundenen anziehenden Wechsel-
wirkungen werden auf die sogenannte
mechanische und spezifische Adhédsion zu-
riickgefiihrt.13?/ 133 Die spezifische Adhasion
kann nochmals in die chemische (abhingig
von den Hauptvalenzbindungen) und die
physikalische (abhingig von den Nebenva-
lenzbindungen) Adhésion unterteilt werden.
Zur physikalischen Adhédsion zdhlen u.a.
die van-der-Waals-Wechselwirkungen sowie
Siure-Base-Interaktionen.’? Eine ,mechani-
sche Adhdsion” entsteht z.B. durch das Fiillen
von Poren in einer Oberflache mit einem fliis-
sigen Klebstoff und der damit verbundenen
mechanischen Verankerung (entspricht im
Wesentlichen einer Verzahnung).

Zur gegenseitigen lateralen Verschiebung
zweier ideal glatter Korper im Kontakt wird
eine Kraft Fj benétigt, die i.d.R. mit dem Uber-
begriff ,statische Reibungskraft” bezeichnet
wird. Die statische Reibungskraft resultiert
nach heutigem Verstiandnis aus der lastunab-
hingigen Adhésion und der lastabhingigen
Haftreibung, siehe z.B. Israelachvili 134 Fr
zwei ideal glatte Oberflichen im Kontakt
ergibt sich fiir die statische Reibungskraft F|
demnach: 13

Fy=Fy +Fy=puy-F +Teraa- Ac,n (2.22)

132 park u. Seo: Solid-solid interfaces.

133 Miiller u. Rath: Formulierung von Kleb- und Dicht-
stoffen. Das komplette Lehrbuch fiir Studium und Pra-
xis (s. Kapitel 2, S. 25 £f.).

134 [sraelachvili: Intermolecular and surface forces (Kapi-
tel 18, S. 473 ff.).
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mit
F [N] : ,statische Reibungskraft”
gy [-] : querdruckabhéngiger

Haftreibungskoeffizient

adhdésionsabh. Scher-

festigkeit

A., [mm?]  : tats. Kontaktfliche

F, [N] : querdruckabhéangige
Reibungskraft

F.i [N] : Adhésionskraft

F, [N] : Kraft normal zur
Kontaktflache

Der in Gleichung (2.22) enthaltene ad-

hédsionsabhiangige Term wird demnach im
Wesentlichen durch die Topographie der
Oberflichen, d.h. durch die resultierende
tatsdchliche Kontaktfliche sowie durch die
interatomaren bzw. -molekularen Wechsel-
wirkungen (chemische und physikalische
Adhision) kontrolliert.’3* Der fiir die Haft-
reibung stehende erste lastabhdngige Term in
Gleichung (2.22) kann mit den in Kapitel 2.3.4
und in Kapitel 2.6 erlduterten Eingangsgrofien
berechnet werden.

Im Folgenden wird eine vereinfachte Mog-
lichkeit zur Abschidtzung der Adhésionskraft
erldutert. Hierzu wird zundchst auf die phy-
sikalische Grofie der Oberflachenenergie <y
und der Adhdsionsarbeit W,; eingegangen;
beide sind direkt mit den interatomaren und
-molekularen Wechselwirkungen verbunden.

Die Differenz aus den tatsdchlich gemessenen
Verbundkriften und den bisher ermittelten
Kréften (Haftreibung und Mikroverzahnung)
wird im Rahmen dieser Arbeit vereinfachend
der Adhédsion zwischen Faser und Matrix
zugeschrieben.

2.8.2. Oberflachenenergie und
Adhasionsarbeit

Bertihren sich zwei Korper, bestehend aus Ma-
terial 1 und 2, an ihren ideal glatten ebe-
nen Grenzflichen unter anziehenden Wech-
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selwirkungen, so wird die Arbeit zur Sepa-
rierung der beiden Korper als Adhédsionsar-
beit W,; bezeichnet. Sie kann bei vorwie-
gend dispersionsabhédngiger Wechselwirkung,
d.h. bei induzierter-Dipol-induzierter-Dipol-
Kriften, wie sie bei polarisierbaren Molekiilen
auftreten, vereinfachend aus dem Dispersions-
anteil der spezifischen Oberflichenenergien 7/
der beiden Stoffe abgeschétzt werden: 13> 136

Waa = Wiz =71 + 72— y12 8 \/ W - WY »
~2/M 7

(2.23)

mit:

W, [mJ/m?]: Adhésionsarbeit

71 [m]/m?]: spez. Oberflichenenergie
Stoff 1

92 [m]/m?]: spez. Oberflachenenergie
Stoff 2

spez. Grenzflichenenergie
der Stoffe 1 und 2

Y12 [m]/m?]:
7% [m]/m?]: dispersionsabh. Anteil
von 1

74 [m]/m?]: dispersionsabh. Anteil

von 7,

Wi, [m]/m?]: spez. Grenzflichenarbeit

der Stoffe 1 und 2

W¢ [m]/m?]: dispersionsabh. Anteil der
spez. Oberflachenarbeit

Stoff 1

dispersionsabh. Anteil der
spez. Oberflachenarbeit
Stoff 2

W¢ [m]/m?]:

Inwieweit im vorliegenden Fall einer Stahlfa-
ser - ggf. mit Galvanisierung - in Kontakt mit
der UHPC-Matrix davon ausgegangen wer-
den kann, dass der Dispersionsanteil 77 die
Wechselwirkungen bestimmt, kann nicht ohne
Weiteres beantwortet werden. Dennoch wird

135 Kinloch: Adhesion and adhesives. Science and techno-
logy (Seite 29).

136 Israelachvili: Intermolecular and surface forces (s. Ka-
pitel 17, S. 417).

Gleichung (2.23) zur vereinfachten Abschit-
zung der Adhédsionsarbeit im Rahmen dieser
Arbeit herangezogen. Weitere Ansdtze zur
Abschédtzung von W,; sowie eine Diskussion
dieser Ansdtze konnen Anhang J entnommen
werden.

Zur Abschitzung der spezifischen Adha-
sionsarbeit zwischen der Stahlfaseroberfliche
und der UHPC-Matrix werden basierend
auf den Ausfiithrungen in Anhang] folgende
vereinfachenden Annahmen getroffen:

¢ Alle Oberflichen im UHPC-Gefiige sind
mit einer einmolekularen Wasserschicht
belegt.

¢ Die anziehende Wechselwirkung basiert
im Wesentlichen auf der
Dispersionswirkung, d.h. es gilt
Gleichung (2.23).

® YStahlfaser ® 780 m]/mz

* yunpc o Volumenanteil V; der
Ausgangsstoffe und Hydratationsgrad a;.

Die spezifische Oberflachenenergie der UHPC-
Matrix yygpc wird vereinfachend als Mittel-
wert aus den Volumenanteilen der Feinststoffe
mit einem Korndurchmesser bis 100 pm (d.h.
ohne Quarzsand) unter Berticksichtigung der
Anteile der reagierten Bestandteile (CSH) des
Zements, des Silikastaubs und des Hiitten-
sandmehls berechnet:

YUHPC ™ YCsH * YCEM + YSE+ VHsm + ’Y*QM+
+Yksm
(2.24)
mit:

mittlere spez. Oberfldchen-
energie von UHPC

yunrc [m]/m?]:
v; [m]/m?]: spez. Oberflachenenergie
Stoff i bezogen auf seinen
Anteil am betrachteten
Gesamtvolumen

Hierbei bezeichnet 7 die auf den Anteil
am betrachteten Gesamtvolumen V;/Vis
bezogene spezifische Oberflichenenergie des
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Stoffs i; im Falle einer inerten Komponente
(hier: Quarz- und Kalksteinmehl) ergibt sich:

* ‘/l

Vi, inert Vges i (225)
Fiir die reaktiven Komponenten (Zement, Si-
likastaub, Hiittensandmehl) ergeben sich un-
ter Berticksichtigung des Hydratationsgrads
w;, der vereinfachend mit Hilfe von 2°Si-NMR-
Analysen bestimmt wurde, folgende Gleichun-
gen:

* V
'yi,nichtreagiert = V—l i (1 - ‘Xi) (2.26)
ges
bzw.
* Vi
Vi, reagiert = V—l “YCSH - & (227)
ges

Der gewdhlte volumetrische Ansatz muss als
starke Vereinfachung betrachtet werden. Nach
Ansicht des Verfassers sollten die tatsdchli-
chen Adhésionsanteile der einzelnen Kompo-
nenten der Matrix anhand des jeweiligen Fla-
chenanteils in der Grenzfliche Faser/Matrix
berticksichtigt werden. Dazu miissten jedoch
die Groflen der jeweiligen Kontaktflichen be-
kannt sein. Da eine Abschidtzung der Kontakt-
flachen nicht ohne Weiteres moglich ist, wird
im Folgenden der volumetrische Ansatz wei-
terverfolgt. Zur Berechnung von yyppc wur-
den folgende Oberflichenenergien <; ange-
setzt, zur Erlduterung siehe Literatursichtung
in Anhang J:

e Zement: YcEm ~ 60m]/m?

Hiittensandmehl: yggp ~ 60 mJ/m?

e Silikastaub: ysg  ~ 130mJ/m?
¢ Quarzmehl: Yom =~ 60m]/ m?

e Kalksteinmehl:  ygsy ~ 160 mJ/m?
e CSH: Yesa ~ 450 mJ/m?.

Der Hydratationsgrad des Zements, des Hiit-
tensandmehls und des Silikastaubs wurde mit
Hilfe von ?Si-NMR-Messungen ermittelt. Die
Ergebnisse konnen Tabelle 2.20 entnommen
werden. Die mittlere Oberflaichenenergie

Tabelle 2.20: Hydratationsgrade w; [ %] der reaktiven
Bestandteile (Z, SE, HSM), rechnerisch
ermittelte spezifische Oberflichenenergie
v¥ [m]/m?] und spezifische
Adhiisionsarbeit W,y [m]/m?] der
untersuchten Betone

M1 M2 M3 M4 M5
44 33

M6 M7 M8
42 43 33 55 32
asp?) 81 54 73 76 76 79 76 83

Beton

ay) 45

agspy> - - 31 - - - - 16
Yeey 238 242 249 231 218 252 195
Yepy 114 14 12 12 14 9 4
vy 2 6 3 3 3 3 3 2
Yy O 0 9 0 0 0 0 10
You 13 8 0 0 0 0 13 0

234

Yy O O 0 34 34 34 0 45
265 269 275 280 269 277 255
909 916 926 935 917 930 893

YUHPC 283

Wad

940

1) 7: Zement
2) GF: Silikastaub
3) HSM: Hiittensandmehl

Yunpc kann somit fiir den jeweiligen Beton
nach Gleichung (2.24) bis Gleichung (2.27)
berechnet werden. Die resultierende rech-
nerische  spezifische  Oberflichenenergie
Yunpc sowie die spezifische Adhédsionsar-
beit W,; zwischen der Stahlfaser und der
UHPC-Matrix sind fiir jeden der acht un-
tersuchten Betone ebenfalls in Tabelle 2.20
zusammengefasst. Die in Tabelle 2.20 genann-
ten Adhésionsarbeiten W,; gelten fiir ideale
ebene Flachen unendlicher Ausdehnung und
ohne jede Mikrorauigkeit. Werden z.B. kugel-
formige Partikel betrachtet, so miissen die
resultierenden Adhésionskréfte F,; x_x aus
der Adhdsionsarbeit W,; unter Anwendung
entsprechender Modelle abgeleitet werden;
die Abschdtzung derartiger Adhédsionskrifte
ist Gegenstand des folgenden Abschnitts.

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen,
dass die vereinfachend berechneten Ad-
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hésionsarbeiten zwischen Stahlfaser und
UHPC als ingenieurmdflige Abschdtzung
der thermodynamischen Wechselwirkungs-
mechanismen zu verstehen sind. Eine starke
Vereinfachung bei der Berechnung der spezi-
fischen Oberflichenenergie der UHPCs stellt
u.a. die Annahme dar, dass reagierte und
unreagierte Anteile der reaktiven Bestand-
teile der UHPC-Matrix im Kontakt mit der
Stahlfaser stiinden. In Realitdt befindet sich
vermutlich der Grofsteil der unreagierten
Anteile im Kern der Zement-, Silikastaub-
oder Hiittensandmehlpartikel, umgeben von
einem Reaktionssaum aus CSH-Phasen. Die
Kernbereiche der reaktiven Partikel diirften
daher nur selten Kontakt mit der Stahlfaser
haben. Die zusammengetragenen Oberfla-
chenenergien zeigen, dass der mafigebende
Anteil der Adhésion offenbar von den CSH-
Phasen herriihrt. In Ermangelung genauerer
Kenntnisse zu den tatsdchlich mit der Stahlfa-
ser in Kontakt stehenden Partikeln werden die
vorgenannten Adhédsionsarbeiten W,; jedoch
im Weiteren zur vereinfachten Abschdtzung
der Adhéasionskrifte herangezogen.

2.8.3. Berechnung von Adhéasions-
kraften

Die Adhasionskraft zwischen der Stahlfaser
und der UHPC-Matrix wird vereinfachend
nach der sogenannten JKR-Theorie berechnet,
siehe Erlduterungen in AnhangJ. Dies bedeu-
tet, dass ein Kontaktsystem bestehend aus ei-
ner ebenen Fldche (Stahlfaseroberfliche) und
einer Kugel (d.h. einem Partikel der Ausgangs-
stoffe oder einem , CSH-Partikel”), beide mit
ideal glatter Oberfliche, betrachtet wird. Ei-
ne Mikrorauigkeit auf der Oberfliche wird so-
mit vernachlassigt. Die Adhédsionskraft F,; p_g
wird entsprechend der JKR-Theorie aus dem
Radius ry der betrachteten Kugel und der spe-
zifischen Adhésionsarbeit W,; berechnet, siehe
z.B. Johnson'¥ :

Fag, gk = =32+ 70- Wy - 1% (2.28)

Zur ersten Abschitzung der gesamten Adhési-
onskraft zwischen Stahlfaser und UHPC Fy, 44

137 Johnson: Contact mechanics (s. Kapitel 5.5, S. 125 ff.).

wird vereinfachend von einer dichten Packung
monodisperser Kugeln auf der im Verbund
stehenden Oberfliche der Stahlfaser A, aus-
gegangen. Die Anzahl an Kugeln n; kann in
Abhingigkeit des Kugelradius r; anhand von
geometrischen Uberlegungen berechnet wer-
den; hierzu wird die Fliche einer Zelle A1,
die von einer Kugel belegt wird, berechnet.
Die Anzahl an Kugeln n; entspricht dann
dem Verhiltnis aus der nominellen Verbund-
flache der Stahlfaser und der Fliache der Zel-
le: ng = Ap/Aunit = Ap/(4- 1’,% -2 1’,% (2- \/5))
Fir die gesamte Adhédsionskraft ergibt sich
dann:

Ff,ad:_”k'3/2'7T'Wad'rk:

:—3'lb.rf.n2~wd (2.29)
Vi - \/ﬁ ‘

mit
Ffaa[mN]  : Adhédsionskraft zwi-

schen Stahlfaser

und UHPC
I, [mm] : Verbundlinge der

Faser
r¢ [mm] : Radius der Faser
rx  [pm]  : Radius der Partikel an

der Faseroberflache

W,s [m]/m?]: spezifische Adhésions-

arbeit

Die gesamte Adhdasionskraft ist somit pro-
portional zum inversen Radius der Partikel,
die im Kontakt mit der Stahlfaser stehen.
Betragt der Radius der Kugeln beispielsweise
. = 5nm, so ergibt sich bei einer spezifischen
Adhisionsarbeit von W,; = 920m]J/m? eine
gesamte rechnerische Adhédsionskraft von rd.
Ffaq = 3.775N (Faserdurchmesser: 0,48 mm;
Verbundldnge: 5 mm). Bei Kugeln des Durch-
messers r; = 200nm wiirde die rechnerische
Adhésionskraft hingegen rd. Ff .5 = 94N
betragen.

Aus den experimentell bestimmten, maxi-
malen Faserausziehkréften Fr;, der unter-
suchten Betone sowie den rechnerischen
Faserzugkriften infolge Reibung Fy, und
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Tabelle 2.21: Experimentell bestimmte maximale
Verbundkraft Fy, p,, rechn. Faserkraft
infolge Reibung Fy ,,, rechn. Faserkraft
infolge Mikroverzahnung Fy ., sowie
resultierende rechn. Faserkraft infolge
Adhiision Fg, .4 und zugehoriger
Kugeldurchmesser Dy,

Beton M1 M2 M3 M4 M5 M6 M7 M8
[N]

Frp 110 129 117 110 79 112 135 201

Fry 4 5 4 4 4 4 4 3

Fimp 86 118 85 99 54 78 97 106

Fraa 20 6 28 7 21 29 34 92
[nm]

D 09 31 07 27 09 06 06 02

Mikroverzahnung Fy, ,, konnen die rechne-
risch notwendigen Faserzugkrifte infolge
Adhésion Fy, 54 sowie die korrespondierenden
Durchmesser Dj der in Kontakt stehenden
monodispersen Kugeln abgeschitzt werden.
Die Ergebnisse dieser Abschdtzung sind in
Tabelle 2.21 zusammengefasst. Die unter den
getroffenen Annahmen rechnerisch notwendi-
gen Kugeldurchmesser Dy liegen zwischen rd.
0,2pm und 3,1 pm. Tragt man die rechnerisch
erforderlichen Adhésionskréfte Fy oy in Ab-
héangigkeit der rechnerischen Packungsdichte
Ym,o.5and der Betone auf, so ergibt sich ein
tendenzieller Zusammenhang, siehe Bild 2.26.
Trotz z.T. vollig verschiedener Betonzusam-
mensetzungen und der Bertiicksichtigung
unterschiedlicher Anteile der Mechanismen
Mikroverzahnung und Reibung kann zwi-
schen der erforderlichen Adhéasionskraft und
der Packungsdichte der Feinstanteile der Aus-
gangsstoffe ein tendenzieller Zusammenhang
aufgestellt werden. Mit geringer werden-
der geometrisch maximaler Packungsdichte
Ym,o.Sand Steigt die rechnerisch erforderliche
Adhésionskraft Ff,; einer parabolischen
Fitkurve folgend an.

Eine weitergehende Interpretation zur Ad-
hdsion erfolgt im Rahmen der Arbeit nicht;
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Bild 2.26: Rechnerisch erforderliche Adhisionskraft
Ff, a4 in Abhiingigkeit der geometrisch
maximalen Packungsdichte 7y, o sang der
Feinstanteile der untersuchten Betone

wegen der bereits bei der Reibung und Mikro-
verzahnung an mehreren Stellen getroffenen
Annahmen kann letztlich die Plausibilitdt der
rechnerisch erforderlichen Adhésionskréafte
nicht mit Sicherheit beurteilt werden. Die
Ausfiihrungen zeigen jedoch, dass die Adha-
sion unter den getroffenen Annahmen zur
Oberflachenenergie und der Partikelgeome-
trie durchaus einen nennenswerten Beitrag
zur Kraftiibertragung zwischen Faser und
Matrix leisten kann. Weist die Oberfldache
der Stahlfasern eine ausgeprigte Mikrorau-
igkeit auf, so ist die Adhésion abhingig von
dem ,Zusammenpassen” der Partikel und
der Topographie der Faseroberfliche. Eine
rechnerische Abschiatzung der Adhésion ist in
einem derartigen Fall mit einer Reihe weiterer
Fragestellungen verbunden, die nicht ohne
Weiteres beantwortet werden konnen.
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2.9. Zusammenfassung zur
Kraftibertragung bei
geradem Faserauszug

Die Kraftiibertragung zwischen Stahlfasern
und UHPC kann auf die drei Mechanismen
Adhésion, Mikroverzahnung und Reibung
zuriickgefiihrt werden. Fiir glatte, unbehan-
delte Stahlfasern des Durchmessers 0,48 mm
mit einer Verbundlinge von 5mm sind die
rechnerisch abgeschitzten Anteile der drei
0.g. Mechanismen an der experimentell
bestimmten maximalen Faserzugkraft in
Bild 2.27 dargestellt. Eine auf die jeweilige

220 T T T
BB Mikroverzahnung
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Ubertragbare Faserzugkraft [N]
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M1 M2 M3 M4
Beton [-]

Bild 2.27: Aufteilung der maximal iibertragbaren
Faserzugkraft auf die drei Mechanismen
Adhiision, Mikroverzahnung und Reibung,
Fasern @ f= 0,48 mm, Verbundlinge
Iy =5mm

maximale Faserzugkraft normierte Darstel-
lung enthdlt Bild 2.28. Der Mechanismus
der Reibung, welcher nur die Wirkung von
Radialdruckspannungen an der Faserober-
flache widerspiegelt, tragt, unabhédngig vom
untersuchten Beton, unter 5% zu den ma-
ximal {bertragbaren Faserzugkréften bei.
Der Reibungsanteil ldsst sich nur erhohen,
wenn hohere Radialdruckspannungen z.B.
infolge behinderter Schwindverformung oder
ein hoherer querdruckabhédngiger Reibungs-
koeffizient erreicht werden. Eine grofsere
Schwindverformung bzw. damit verbunden
groflere Zwangspannungen sind in den
meisten baupraktischen Anwendungsfillen
jedoch nicht erwiinscht. Hohere Radialdruck-
spannungen konnen dariiber hinaus nur

Anteil an der tbertragbaren Faserzugkraft [-]

M1 M2 M3 M4 M5 M6 M7 M8
Beton [-]

Bild 2.28: Aufteilung der maximal iibertragbaren
Faserzugkraft auf die drei Mechanismen
Adhiision, Mikroverzahnung und Reibung,
normiert dargestellt, Fasern & f= 0,48 mm,
Verbundlinge I, = 5 mm

durch die Verwendung von Fasern mit einer
stark unterschiedlichen Warmedehnzahl im
Vergleich zur Matrix und entsprechender
Wirmebehandlung erzielt werden. Der quer-
druckabhidngige Reibungskoeffizient kann als
Werkstoffkenngrofie bezeichnet werden, die
nach Ansicht des Verfassers nur in einem sehr
engen Spektrum verandert werden kann. Die
von einigen Autoren genannten, rechnerisch
ermittelten hohen Radialdruckspannungen
von mehr als 50N/mm? fiir normalfeste
Mortel sind nach Meinung des Verfassers auf
unvollstandige Modelle der Kraftiibertragung
zurilickzuftihren.

Adhasionskrifte, d.h.  anziehende Wech-
selwirkungen auf molekularer und atomarer
Ebene, tragen bei den in dieser Arbeit unter-
suchten Variationen rechnerisch zwischen rd.
5% und 46% zu den maximal iibertragbaren
Faserzugkréften bei. Zwischen den rechne-
risch abgeschidtzten Adhésionskrédften und
der maximalen Packungsdichte der Feinstoffe
konnte ein tendenzieller Zusammenhang
hergestellt werden. Mit geringerer maxima-
ler Packungsdichte nehmen die rechnerisch
abgeschdtzten = Adhédsionskriafte zwischen
Stahlfaser und UHPC-Matrix zu. Eine Verrin-
gerung der Packungsdichte kann entweder
auf einen sogenannten loosening-effect, d.h.
einen zu grofien Anteil sehr feiner Partikel,
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oder auf deutlich zu wenig feine Partikel zur
Fillung der Zwickel zuriickgefithrt werden.
Kommt es wie bei den untersuchten Betonen
M6 bis M8 zu einem loosening-effect, so ste-
hen fiir die Anlagerung an der Storfldche der
Faseroberfliche automatisch ausreichend fei-
ne Partikel bereit; in diesem Fall werden somit
die Hohlrdume im Korngeriist unmittelbar an
der Faseroberfliche gefiillt. Damit erhoht sich
die Packungsdichte in der Grenzflache, so dass
tiber eine grofiere Anzahl von tatsdchlichen
Kontaktstellen anziehende Wechselwirkungen
stattfinden konnen. Die Anreicherung sehr
feiner Partikel in der Grenzfldche bei geringer
maximaler Packungsdichte wurde im Rahmen
der Arbeit experimentell mit Hilfe von EDX-
Analysen indirekt nachgewiesen.

Die Untersuchung der Oberfliche der Stahl-
fasern mit Hilfe von REM-Aufnahmen zeigte
unregelméfiige Vertiefungen, welche offen-
sichtlich aus dem Drahtziehprozess, d.h.
der Herstellung des Stahldrahtes herriihren.
Weitere Analysen der Faseroberfldchen nach
dem pull-out-Versuch liefSen je nach Beton
unterschiedliche Fiillgrade der Vertiefungen
mit Partikeln bzw. UHPC-Matrix vermuten.
Die gefiillten Bereiche konnen als ,UHPC-
Mikrorippe” interpretiert werden, die einen
gewissen Formschluss mit der umgebenden
Matrix gewdhrleistet. Zu Beginn der Faser-
belastung diirften sich die Rippen zunéchst
elastisch verformen; bei Erreichen der maxi-
mal tibertragbaren Faserzugkraft kann davon
ausgegangen werden, dass die Rippen gerade
abgeschert wurden. Die Scherfliche ist - in
Analogie zu der von Morsch aufgestellten
Theorie der Scherfestigkeit von Beton - nicht
glatt, so dass weitere Scherkrifte tiber die
nun feinere Verzahnung tibertragen werden
konnen. Die Scherfestigkeit der Rippen wird
von den mechanischen Eigenschaften des
UHPC und dem Spannungszustand um die
Rippen herum beeinflusst. Im Rahmen dieser
Arbeit wurde die Scherfestigkeit der ,UHPC-
Mikrorippen” vereinfachend basierend auf
der Theorie von Mohr aus einer parabel-
formigen Bruchgrenze als Einhiillende der
Spannungskreise (ebener Spannungszustand)
abgeschitzt. Die wirkenden Radialdruck-

spannungen wurden hierbei beriicksichtigt
und fithren zu einer effektiv hoheren Scher-
festigkeit. Eine Vergrofserung der mechanisch
wirksamen Schwindverformungen wiirde so-
mit nicht nur den Anteil der Reibung, sondern
indirekt auch den Anteil der Mikroverzah-
nung an der gesamten Kraftiibertragung
erhohen; dies gilt selbstverstandlich nur so
lange, bis die Verzahnung auf Seiten der
Stahlfaser versagt. Fiir die im Rahmen dieser
Arbeit untersuchten Varianten wurde ein
Anteil der Mikroverzahnung an der maximal
tibertragbaren Faserzugkraft von rd. 50%
bis 90% abgeschitzt. Die Mikroverzahnung
zwischen der Faser und der Matrix ist damit
der wichtigste Mechanismus im Hinblick
auf die Kraftiibertragung. Ein Zusammen-
hang zwischen der Partikelpackung und den
Faserzugkriften infolge Mikroverzahnung
konnte nicht hergestellt werden. Der Grad der
Verzahnung ist nach Ansicht des Verfassers
uw.a. von der Kompatibilitdt der Partikel mit
den Abmessungen der Vertiefungen abhéngig.

Zusammenfassend kann zum Verbund
und zur Kraftiibertragung zwischen Stahlfa-
sern und UHPC bei geradem Faserauszug
Folgendes festgehalten werden:

1. Bestehende Modelle der
Kraftiibertragung zwischen Faser und
Matrix berticksichtigen i.d.R. nur den
Mechanismus der Reibung; sie sind nicht
in der Lage, die Kraftiibertragung mit
realistischen Parametern zu beschreiben.

2. Das Konzept der kritischen
Energiefreisetzungsrate der Verbundfuge
ist in der Lage, das Verbundverhalten in
Abhingigkeit des Faserdurchmessers
auch bei UHPC abzubilden; welche
Mechanismen fiir die Kraftiibertragung
jedoch verantwortlich sind, kann mit
diesem Konzept nicht beantwortet
werden.

3. Wenn moglich bzw. vorhanden, lagern
sich sehr feine Partikel an der
Faseroberfliche an; ein hoher Anteil sehr
feiner Partikel begiinstigt damit das
Gefiige in der Grenzflache; die
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Anreicherung sehr feiner Partikel kann
experimentell indirekt mit Hilfe von
EDX-Analysen nachgewiesen werden;
zwischen dem Grad der
Partikelanreicherung und der maximalen
Packungsdichte der Feinstoffe besteht ein
tendenzieller Zusammenhang.

4. Die Radialdruckspannung an der
Faseroberflache infolge teilweise
behinderter Schwindverformung liegt je

nach Beton in der Gréfienordnung von rd.

3N/mm? bis 5N/mm?.

5. Der querdruckabhéngige
Haftreibungskoeffizient yj; kann aus der
Literatur zu rd. 0,15 abgeschitzt werden;
die resultierenden Reibungskréfte tragen
damit weniger als 5% zu den maximal
tibertragbaren Faserzugkraften bei.

6. Die Grofse der Adhision zwischen
Stahlfaser und UHPC-Matrix ist
abhéngig von der Anzahl der
Kontaktstellen und damit von der
Partikelpackung und der
Geftigeausbildung in der Grenzflache;
die Adhisionskrifte korrelieren mit der
maximalen Packungsdichte der
Feinstoffe; der rechnerisch abgeschitzte
Anteil der Adhision an den maximal
iibertragbaren Faserzugkréften liegt je
nach Variation des Betons bei rd. 5% bis
46%.

7. Den grofiten Anteil an den maximal
tibertragbaren Faserzugkraften liefert die
Mikroverzahnung zwischen UHPC und
Stahlfaser mit rd. 50% bis 90%; der Grad
der Mikroverzahnung wurde mit Hilfe
einer Bildanalysesoftware anhand von
REM-Aufnahmen der Faseroberflichen
nach dem pull-out-Versuch abgeschitzt;
die Scherfestigkeit der sich ausbildenden
,UHPC-Mikrorippen” wurde
vereinfachend basierend auf einem
Bruchkriterium fiir die Mohrsche
Spannungstheorie unter
Berticksichtigung der wirkenden
Radialdruckspannungen ermittelt.

8. Die Verwendung von Stahlfasern mit
unregelméflig aufgerauter Oberflache
fiihrt zu bis zu 2-fach hoheren
tibertragbaren Faserzugkréften; dies kann
auf eine ausgepragtere Mikroverzahnung
zwischen Faseroberflache und Matrix
zurtickgefiihrt werden.

Eine Optimierung der Kraftiibertragung der
Stahlfasern kann somit hauptsdchlich durch
eine Verbesserung der Mikroverzahnung, so-
wohl auf Seiten der UHPC-Matrix durch die
Verwendung adédquater Partikel als auch auf
Seiten der Stahlfasern durch eine Aufrauung
der Oberfliche, erreicht werden. Weiterhin loh-
nenswert erscheint die Erhohung der Anzahl
an Kontaktstellen und damit der Adhé&sions-
krafte bei Verwendung sehr feiner Partikel, d.h.
bei sehr dichter Partikelpackung an der Faser-
oberfldche.



Phantasie ist wichtiger als Wissen,
denn Wissen ist begrenzt.
(Albert Einstein)
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3.1. Vorbemerkungen und
Versuchsergebnisse

Die normalerweise zufillige Ausrichtung von
kurzen Fasern in einem Werkstoff macht es
notwendig, auch das Kraftiibertragungsver-
halten bei einem gewinkelten Faserauszug zu
betrachten. Neben den bereits dargestellten
Versuchen zum geraden Faserauszug wurden
im Rahmen dieser Arbeit auch Einzelfaseraus-
ziehversuche mit Winkeln von 15°, 30°, 45°
und 60° zwischen dem eingebetteten Teil der
Faser und der Lastrichtung durchgefiihrt. Eine
unter dem Winkel 6 einen Riss iiberbriicken-
den Faser sowie ein entsprechender pull-out-
Probekorper sind schematisch in Bild 3.1 dar-
gestellt. Neben den bereits erlduterten Me-
chanismen Adhédsion, Mikroverzahnung und
Reibung treten beim gewinkelten Faseraus-
zug weitere Phanomene auf, welche die Kraft-
tibertragung zwischen Faser und Matrix be-
einflussen. Eine schrdg zur Ausziehrichtung
(entspricht Senkrechte zur Rissfliche im fa-
serbewehrten Werkstoff) liegende Faser wird
am belasteten Ende der Verbundlange (Austrit-
tort) verbogen und ggf. plastisch verformt. Da-
durch entstehen Umlenkkrifte, welche die Rei-
bung am Austrittsort lokal erhohen. Die Um-
lenkung der Faser beim Auszug kann dariiber

Riss

Faser

S
Faser
Verbundlange
3 UHPC-Zylinder

Bild 3.1: Oben: Risskreuzende Faser bei gewinkeltem
Auszug; unten: Simulation im
Einzelfaserausziehversuch

hinaus zur Bildung von Abplatzungen der Ma-
trix und damit zur Verringerung der Verbund-
lange fiihren. Somit konnen im Wesentlichen
drei zusédtzliche Mechanismen bei gewinkel-
tem Faserauszug die Kraftiibertragung beein-
flussen:

1. Verformung der Stahlfaser am
Austrittsort.

2. Erhohung der Reibung nahe des
Austrittsorts aufgrund von
Umlenkkriften.

3. Entstehung von Abplatzungen in der
Matrix aufgrund der Umlenkkréfte.

In den folgenden Abschnitten werden die
mafigebenden Modelle zu den Mechanismen
der Faserverformung und der Entstehung
von Abplatzungen (Ausbruchkegeln) aus
der Literatur zusammengefasst und auf die
Ergebnisse der eigenen Versuche {iibertragen.
Der Einfluss der Umlenkkrifte auf den Anteil
der Reibung an der Kraftiibertragung wird
der Einfachheit halber vernachlassigt.
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Tabelle 3.1: Ergebnisse der Faserausziehversuche:
Maximale Faserausziehkraft (Mittelwert
aus jeweils mind. 4 Einzelwerten) bei
unterschiedlichen Winkeln zwischen Faser
und Last, ¢ = 0,48 mm, 0° = 100%

15°  30°  45°  60°
[N] [N] [%] [N] [%] [N] [%] [N] [%]

Beton 0°

[-]

M1 110 144 130 191 173 207 188 143 130
M3 117 135 116 183 156 228 195 - -
M4 109 155 142 175 161 192 176 129 118
M5 79 143 181 189 238 219 276 - -
M6 112 - - 190 171 213 191 135 121
M8 201 198 99 217 108 205 102 135 67

Zuvor sollen jedoch die Ergebnisse der
Versuche im Uberblick dargestellt werden.
Von jeder untersuchten Variante wurden min-
destens vier Einzelproben gepriift, wobei die
Betone M2 und M7 nicht untersucht wurden.
Die Ergebnisse jeder Variante wurden dem
AusreifSertest nach Rosner!®® unterzogen und
sind in Tabelle 3.1 zusammengefasst. Eine
relative Darstellung der Ergebnisse kann
Bild 3.2 entnommen werden. Zunéchst ist zu

= 30 T
e 3 o
E 250., ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, RS SO UOS SRRSO SRR .
= )
© : : : : : :
ﬁzoo o P P o P
3 o f A f
[0} : A :
P ‘ 8
L 180 e R S Sty ]
[} : : :
= ;oo A ¢
T 1004 L e L e P .
g : :
o 3 A
g 50f- . R e oo R .
S M1-048 O M3-048 @ M4-048 O M5-0,48
g 0 A M6-048 A M8-048  * M1-0,29 .

0 10 20 30 40 50 60 70

Winkel zwischen Faserlangsachse und Ausziehlast 0 [ ° ]

Bild 3.2: Ergebnisse der Faserausziehversuche:
Maximale Faserausziehkraft [%] in
Abhiingigkeit des Winkels zwischen Faser
und Last, 0° = 100%

138 Rosner: Percentage points for a generalized ESD
many-outlier procedure.

erkennen, dass die maximale Faserauszieh-
kraft - mit Ausnahme des Betons M8 - bei
Winkeln von 15°, 30° und 45° im Vergleich
zum geraden Faserauszug deutlich ansteigt.
Die Faserausziehkrifte betragen im Vergleich
zum geraden Faserauszug das etwa 1,1- bis
2,8—fache. Dabei bilden sich Ausbruchkegel
mit einer Tiefe von rd. 2 mm bis 4 mm.

Bei einem Winkel von 60° wurden bei al-
len untersuchten Betonen geringere maximale
Faserausziehkrifte als im Vergleich zu Win-
keln zwischen 15° und 45° festgestellt. Die
maximalen Faserausziehkrdfte bei einem
Winkel von 60° lagen jedoch noch oberhalb
der Krifte des geraden Auszugs.

Der Beton M8, welcher die hochsten Krif-
te beim geraden Faserauszug aufwies, zeigte
hingegen ein anderes Verhalten. Bei Winkeln
zwischen 15° und 45° wurden etwa die glei-
chen Faserausziehkrifte wie beim geraden
Auszug festgestellt. Die Beanspruchung der
Matrix war beim geraden Faserauszug bereits
derart hoch, dass ein Winkel zwischen Fa-
serldngsachse und Last nicht mehr zu einer
Steigerung der Ausziehkréfte fiithren konnte.
Die iibertragbaren Faserzugkrifte lagen bei
einem Winkel von 60° sowohl deutlich unter
den Kriften der verbleibenden Winkel als
auch unter den Kriften des geraden Faseraus-
zugs.

Zusammenfassend kann festgehalten wer-
den, dass die tibertragbaren Faserzugkrifte
(Fasern @f = 0,48 mm) bei Winkeln von 45°
bzw. 60° mit rd. 190 N bis 230 N bzw. rd. 130 N
bis 140N in einem vergleichsweise engen
Spektrum lagen. Die bei den untersuchten
Betonen z.T. stark unterschiedlich ausgeprag-
ten Mechanismen der Kraftiibertragung des
geraden Faserauszugs scheinen somit beim
gewinkelten Faserauszug eine geringere Rolle
zu spielen. Erwartungsgemdfs gleicht sich
damit das Verhalten der unterschiedlichen
Betone wegen der dhnlichen makroskopischen
Eigenschaften etwas an.

Das Last-Weg-Verhalten unterscheidet sich
bei gewinkeltem Faserauszug deutlich vom
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Verhalten bei geradem Faserauszug. In
Bild 3.3 und Bild 3.4 sind exemplarisch die
Last-Maschinenweg-Kurven des gewinkelten
Faserauszugs beim Beton M1 in Kombination
mit den Fasern des Durchmessers 0,48 mm
dargestellt (Verbundldnge: 5 mm). Mit grofser
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Bild 3.3: Last-Maschinenweg-Kurve fiir Stahlfasern
des Durchmessers 0,48 mm im Beton M1;
oben: Winkel Last/Faserachse 15°; unten:
Winkel Last/Faserachse 30°

werdendem Winkel zwischen Faserachse und
Last nimmt der maximale Maschinenweg,
d.h. die Verformungsfihigkeit des Systems
Faser/Matrix ab. Dies liegt an der Bildung von
Ausbruchkegeln, welche die Einbindetiefe der
Faser in der Matrix reduzieren. Der Abfall der
Faserzugkraft ist im Vergleich zum geraden
Faserauszug deutlich steiler und erfolgt i.d.R.
erst innerhalb des letzten Millimeters des
pull-out-Versuchs. Dieses Verhalten muss
ggf. bei der Beurteilung der Faserwirkung
im Werkstoff berticksichtigt werden. Bei den
Fasern des Durchmessers 0,29 mm (siehe
Bild K.4 und Bild K.5 in Anhang K) ergab sich
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Bild 3.4: Last-Maschinenweg-Kurve fiir Stahlfasern
des Durchmessers 0,48 mm im Beton M1;
oben: Winkel Last/Faserachse 45°; unten:
Winkel Last/Faserachse 60°

ein dhnliches Verhalten wie bei den Fasern des
Durchmessers 0,48 mm. Allerdings ist beim ge-
winkelten Faserauszug ein deutlich geringerer
Abfall der Verformungsfahigkeit festzustellen
als bei den Fasern des Durchmessers 0,48 mm.
Die Ausbruchkegel verursachende Beanspru-
chung der Matrix findet offensichtlich erst
bei grofieren Verformungen und bei den
untersuchten Winkeln in gleichem Mafle statt.
Der mittlere maximale Maschinenweg des
gewinkelten Faserauszugs am Beton M1 in
Kombination mit den Fasern des Durchmes-
sers 0,29 mm und 0,48 mm kann Tabelle 3.2
entnommen werden.
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Tabelle 3.2: Mittlerer maximaler Maschinenweg beim
gewinkelten Faserauszug, Beton M1,
Verbundlinge 5 mm

@;  Winkel MWD  SAY  n?)
[mm] ] [mm] [-]
0,29 15 470 012 5

0,29 30 438 026 5

0,29 45 407 030 8

0,48 15 415 014 4

0,48 30 280 062 4

0,48 45 265 052 4

0,48 60 183 018 4

1) Mittelwert
2) Standardabweichung
3) Anzahl Proben

3.2. Verformung der Faser am
Austrittsort

Die Berticksichtigung und rechnerische Ab-
schiatzung des Anteils der Faserverformung an
der Lastiibertragung beim gewinkelten Faser-
auszug erfolgte erstmals durch Morton und
Groves %, Animiert durch Erkenntnisse aus
spannungsoptischen Untersuchungen des ge-
winkelten Faserauszugs, entwickelten Morton
und Groves!die Idee, die Verformung der
Faser am Austrittsort und die zugehorigen
Faserzugkréfte basierend auf der Balkentheo-
rie zu beschreiben. Die zu Grunde liegen-
den geometrischen Randbedingungen der riss-
iiberbriickenden Faser sowie eines entspre-
chenden Balkenabschnitts sind in Bild 3.5 dar-
gestellt. Die Herleitung des Zusammenhangs
zwischen der Kraft F und der Rissbreite # kann
Morton und Groves'® entnommen werden.
Fiir die Faser wird angenommen, es herrsche
an der Stelle des maximalen Moments das plas-
tische Biegemoment. Aufierdem sei die Ma-
trix am Austrittsort der Faser auf der Innen-
seite der Umlenkung iiber eine Lange g plasti-

139 Morton und Groves: The cracking of composites con-
sisting of discontinuous ductile fibres in a brittle ma-
trix - effect of fibre orientation.

M( }
i

a

Bild 3.5: Oben: Idealisierte Situation einer
risskreuzenden Faser bei gewinkeltem
Auszug; unten: Modellierung der
Faserverformung mit Hilfe der Balkentheorie,
beide Darstellungen nach Morton und
Groves'

fiziert, dort wirke die Linienlast w. Am Ende
der Plastifizierung der Matrix wird die Faser
als starr eingespannt betrachtet. Auf der Au-
Benseite der Umlenkung sei die Faser auf einer
Lénge von 0,5-@f-tan(6) von der Matrix ge-
16st. Die Kraft F (Resultierende aus Faserldangs-
kraft Ff orf und Faserquerkaft F; im verform-

ten Zustand) ergibt sich zu:'*
P:—w-a+\/(w-a)2—fy-®j3f-w/3 (3.1)

mit:

F [N] : Resultierende aus Faserlangskraft

Ff,verf und Faserquerkaft F,

HV,, [N/ mmz] : Vickers-Hérte der Matrix

: Faserdurchmesser
a mm | =1/2-(h-cos(0) + @5 -tan(0))
6 °] : Winkel zw. Faserachse
und Last

: Breite des iiberbriickten
Risses

fy  [N/mm?] : FlieRgrenze der Stahlfaser

h  [mm]
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Die rissiiberbriickende Faserzugkraft infolge
Faserverformung entspricht der Faserldngs-
kraft Fy, e f und ergibt sich zu:

Pf,verf =F- Sil’l(@) (3.2)

Zur Simulation ihrer Versuche setzten Morton
und Groves %0 eine Breite des iiberbriickten
Risses von 0,64 - gy an (untersuchte Faser-
durchmesser: 0,45 mm bis 1,11 mm).

Da die Vickers-Hirte HV,, der untersuch-
ten Betone im Rahmen der Arbeit nicht
bestimmt wurde, wird fiir die Abschitzung
der Faserzugkraft infolge Faserverformung
auf Hartewerte aus der Literatur zuriickgegrif-
fen. Untersuchungen zur Vickers-Hérte finden
sich in der Literatur meist im Zusammenhang
mit der Untersuchung der ITZ oder der
Randzone an der Schalung bei normalfesten
Morteln und Betonen. Die Vickers-Harte
wird dabei in Abhidngigkeit des w/z-Werts
ermittelt, sieche z.B. Strehlein *! Wei et al. 142
sowie Pinchin und Tabor **. Da ein w/z-
Wert-abhingiger Ansatz zur Abschédtzung
der Vickers-Harte fiir die im Rahmen dieser
Arbeit untersuchten Betone nicht zielfithrend
ist, konnen die Ergebnisse der vorgenannten
Autoren nicht herangezogen werden. Fiir die
Modellierung der risstiberbriickenden Kraft
wird versucht, einen von der Druckfestigkeit
abhédngigen Ansatz fiir die Abschdtzung der
Vickers-Harte aufzustellen. Nach Kenntnis des
Verfassers wurden Studien zur Aufstellung
eines Zusammenhangs zwischen Druckfestig-
keit und Vickers-Harte an Zementleimen und
Morteln von Beaudoin und Feldman!** sowie
von Feldman und Cheng-Yi'%® veroffentlicht.

140 Morton und Groves: The cracking of composites con-
sisting of discontinuous ductile fibres in a brittle ma-
trix - effect of fibre orientation.

141 trehlein: Fleckige Dunkelverfirbungen an Sichtbe-
tonflachen - Charakterisierung - Entstehung - Vermei-
dung.

142 Wi et al.: Study of the interface strength in steel fiber-
reinforced cement-based composites.

143 pinchin u. Tabor: Interfacial phenomena in steel fibre
reinforced cement - Part I.

14 Beaudoin u. Feldman: A study of mechanical proper-
ties of autoclaved calcium silicate systems.

145 Feldman u. Cheng-Yi: Properties of portland cement-
silica fume pastes II.

Auferdem untersuchten Sorelli et al'**die Har-
te eines 3 a alten UHPCs basierend auf dem
Ductal ®-Premix mit Hilfe eines Berkovic-
Indenters. Die Druckfestigkeit des Betons
wurde zwar nicht explizit angegeben, kann
jedoch anhand eines Berichts'¥” zu den me-
chanischen Eigenschaften von Ductal ® und
unter Berticksichtigung der von Schachinger
et al. 1® festgestellten typischen Nacherhir-
tung zu etwa 220N/mm? angenommen
werden. Die mittlere Hérte des Betons betrédgt
rd. 1.490N/mm? An einer faserhaltigen
Variante des Betons M1 wurde im Rahmen
einer Diplomarbeit!*® die Hérte ebenfalls mit
Hilfe eines Berkovic-Indenters bestimmt. Die
entsprechende Last-Maschinenweg-Kurve ist
in Bild 3.6 dargestellt. Zur Abschidtzung der
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Bild 3.6: Last-Maschinenweg-Kurve wihrend einer
Hirtemessung mit Hilfe eines
Berkovic-Indenters nach Weigl und
Schmid'*® an einer faserhaltigen Variante des
Betons M1

Harte aus einer Last-Maschinenweg-Kurve
wird neben der Maximallast die Grofle der
projizierten Kontaktfliche benoétigt. Die Be-
rechnung der Projektion der Kontaktfliche
erfolgte hier aus dem Maschinenweg nach

146 Sorelli et al.: The nano-mechanical signature of ultra
high performance concrete by statistical nanoindenta-
tion techniques.

147 Graybeal: Material property characterization of ultra-
high performance concrete.

148 Schachinger et al.: Effect of curing temperature at an
early age on the long-term strength development of
UHPC.

149 Weigl und Schmid: Einfluss unterschiedlicher Rezep-
turen und Herstellbedingungen von ultrahochfesten
Betonbauteilen auf die Eigenschaften der Randzone.
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dem Ansatz von Oliver und Pharr'® Aus der
maximalen Last wihrend des Versuchs und
der Projektion der Kontaktfliche ergibt sich
die Hirte des Betons zu rd. 1.020 N/mm?
(Druckfestigkeit: 190 N/mm?).

Fasst man die Ergebnisse aller vorgenann-
ten Autoren zusammen, so ldsst sich in guter
Néaherung ein linearer Zusammenhang als
Ursprungsgerade zwischen der Druckfestig-
keit f. und der Vickers- bzw. Berkovic-Harte
HYV,, aufstellen, siehe Bild 3.7. Die Gleichung

1.600 T T T T T T T T T T ]

1.4001

1.2001

Harte [N/mm?]

4001

1.0001

8001

6001

Tabelle 3.3: Nach Gleichung (3.3) abgeschiitzte Hirte

HYV,, der untersuchten Betone

Beton Harte
[-]  [N/mm?]
M1 1.390
M2 1.520
M3 1.450
M4 1.450
M5 1.330
M6 1.480
M7 1.660
M8 1.150

2.450 N/mm? (& £ =0,29mm) kann der Anteil

AU . v i A Versuchsergebnisse 7

lineare Fitkurve

0 t t t t + + t t t t t

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200 220 240
Druckfestigkeit [N/mm?]

Bild 3.7: Zusammenhang zwischen Hiirte (Vickers bzw.
Berkovic) und Druckfestigkeit von
Zementleimen und Zementmorteln, Daten
zusammengetragen von verschiedenen
Autoren

der Ausgleichsgeraden zur Abschdtzung der
Harte lautet:

HV,, = 6,5351 - f. (3.3)
mit:

HV,, [N/mm?]: Vickers-Harte der Matrix

fo  [N/mm?]: Betondruckfestigkeit

Daraus ergeben sich fiir die untersuchten
Betone die in Tabelle 3.3 zusammengestellten
Harte-Werte. Im Weiteren sei exemplarisch der
Referenzbeton M1 betrachtet. Unter Ansatz
der rechnerischen Hérte fiir den Beton M1
und einer rechnerischen Streckgrenze (ange-
nommen als 90% der Zugfestigkeit) der Stahl-
faser von 2.340 N/mm? (@f =048 mm) bzw.

150 Oliver und Pharr: An improved technique for deter-
mining hardness and elastic modulus using load and
displacement sensing indentation experiments.

der Faserverformung an der Faserausziehlast
abgeschitzt und den Ergebnissen der Versu-
che gegeniibergestellt werden, siehe Bild 3.8
und Bild 3.9. Hierbei zeigte sich bei den Versu-
chen mit Fasern des Durchmessers 0,48 mm,
dass die {iibertragbare Faserzugkraft infolge
Faserverformung bei einem Winkel von 60°
durch Gleichung (3.1) und Gleichung (3.2)
deutlich {iberschitzt wird. Fiir die verbleiben-
den drei untersuchten Winkel wurde die beste
Ubereinstimmung zwischen den Versuchser-
gebnissen und der rechnerischen Abschitzung
erreicht, wenn die Breite des tiberbriickten
Risses mit 1 = 0,1-@¢ (&f = 0,48 mm) bzw. mit
h=001-g J (@ =029 mm) angesetzt wurde.

Das Spektrum der Breite i des tiberbriickten
Risses erweitert sich bei Betrachtung der Beto-
ne M3, M4, M5 und M6 in Kombination mit
den Fasern des Durchmessers I = 0,48 mm
auf bis zu h=0,30-g 7. Ausnahmen hinsicht-
lich der Anwendung des Modells machte der
Beton M8, bei dem die Versuchsergebnisse
mit Hilfe des Ansatzes von Morton und
Groves ! nicht abgebildet werden konnten.
Eine nennenswerte Steigerung der maximal
tibertragbaren Faserzugkrifte aufgrund eines

151 Morton und Groves: The cracking of composites con-
sisting of discontinuous ductile fibres in a brittle ma-
trix - effect of fibre orientation.
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gewinkelten Faserauszugs wurde beim Beton
M8 in Kombination mit den unbehandelten
Fasern des Durchmessers 048 mm nicht
festgestellt. Die bei geradem Faserauszug
tibertragbaren Krafte waren aufgrund des
guten Verbunds zwischen der Faser und der
Matrix offensichtlich bereits so hoch, dass
eine Abwinkelung der Faser nicht mehr zu
einer Steigerung der Faserzugkréfte, sondern
lediglich zu einer anderen Art des Versagens
fithrte. Die Diskrepanz zwischen Modell und
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Bild 3.8: Zusitzliche Faserausziehlast infolge
Faserbiegung in Abhingigkeit des Winkels
zwischen Faserlingsachse und Last,
af= 0,48 mm, Verbundlinge: 5 mm,
unbehandelte Faser, Beton M1
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Bild 3.9: Zusiitzliche Faserausziehlast infolge
Faserbiequng in Abhingigkeit des Winkels
zwischen Faserlingsachse und Last,
of = 0,29 mm, Verbundlinge: 5 mm,
unbehandelte Faser, Beton M1

Versuchsergebnis bei einem Winkel von 60°

ist mit der festgestellten und ausgeprigten
Bildung von Ausbruchkegeln zu erklédren. Die
Bildung von ausgepridgten Ausbruchkegeln
wurde zwar bereits bei einem Winkel von
30° festgestellt, siche exemplarisch Bild 3.10,
eine Plastifizierung der Faser entsprechend
dem Modell von Morton und Groves 2 in
Kombination mit einem Faserauszug scheint

dennoch stattgefunden zu haben. Die maximal

Bild 3.10: Doppelter Ausbruchkegel beim gewinkelten
Faserauszug: Winkel 30°, & f= 0,48 mm,
Verbundlinge: 5 mm, unbehandelte Faser,
Beton M5

tibertragbare Faserzugkraft diirfte jedoch bei
einem Winkel von 30° auch mit einer Theorie
zur Bildung von Ausbruchkegeln beschrieben
werden konnen. Die Berechnungen mit Hilfe
des Modells von Morton und Groves 12 zeigen,
dass erst bei einem Winkel von 60° die Bean-
spruchung der Matrix derart ungtinstig ist,
dass sich in der Matrix ein Ausbruchkegel
weit vor der Plastifizierung der Faser bildet.
Die Bildung von Ausbruchkegeln wird im
folgenden Abschnitt betrachtet.

3.3. Bildung von Ausbruchkegeln

Die Bildung von rotationssymmetrischen Aus-
bruchkegeln ist eine von vier Versagensarten
bei auf Zug beanspruchten Befestigungen mit

152 Morton und Groves: The cracking of composites con-
sisting of discontinuous ductile fibres in a brittle ma-
trix - effect of fibre orientation.
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ausreichend Randabstand in Betonbauteilen.
Daher liegen aus der Befestigungstechnik Be-
messungsansitze zur Abschdtzung der mit
der Bildung von Ausbruchkegeln verbunde-
nen Zugkrafte vor. Der Widerstand gegentiber
Betonausbruch ist abhidngig von der Veran-
kerungstiefe i,y und der Betongiite. Die Nei-
gung «;, der Bruchflanken des rotationssym-
metrischen Ausbruchkegels betrdgt nach Eli-
gehausen et al.'®® zwischen 30° und 40° in
Bezug zur Betonoberfliche. Sell 154,155 \fgg-
zaro§ 1°° sowie Pregartner ! geben mit 33°
bis 35° ein engeres Spektrum fiir die Neigung
der Bruchflanken an. Der Winkel der Lastaus-
breitung in der Matrix betrdgt somit 50° bis
60°. Im Falle einer gewinkelten Faser unter
Zugbeanspruchung findet zwar keine rotati-
onssymmetrische Lasteinleitung in die Matrix
statt, die sich bildenden Ausbruchkegel dh-
neln dennoch einem rotationssymmetrischen
Kegelstumpf, siehe Bild 3.10. Trotz der exzen-
trischen Lasteinleitung in den Kegel wird im
Weiteren vereinfachend von rotationssymme-
trischen Bedingungen ausgegangen. Das bean-
spruchte Volumen der Matrix sowie die Gro-
e der zugehorigen Bruchfliche kann daher
vereinfachend unter Annahme einer Lastaus-
breitung wie in der Befestigungstechnik (ge-
wahlte Neigung des Ausbruchkegels: 30°) aus
geometrischen Uberlegungen heraus berech-
net werden. Die mit den verschiedenen Win-
keln zwischen Faser und Last variierende Gro-
e der Ausbruchkegel wird im Rahmen die-
ser Arbeit vereinfachend tiber eine dquivalen-
te Hohe hpy, oy des Ausbruchkegels (entspricht
effektive Verankerungstiefe der Faser) bertick-
sichtigt. Die Grofie der Bruchflache A ergibt

153 Eligehausen et al.: Befestigungstechnik.

154 gell: Tragfahigkeit von mit Reaktionsharzmérteln ver-
setzten Betonankern und deren Berechnung.

155 Gell: Uber die Festigkeit und Verformung mit Reakti-
onsharzmorteln versetzter Betonanker.

156 Mészaros: Tragverhalten von Einzelverbunddiibeln
unter zentrischer Kurzzeitbelastung (s. S. 19).

157 Pregartner: Bemessung von Befestigungen in Beton (s.
S. 38 ff.).
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sich somit aus Gleichung (3.4).
70 Hag, o
s eq
Agpk = m + 70 @ f - Bk, eq
(3.4)
1+ tan?(ay)
tan?(ay)
mit:
Agx  [mm?]: Bruchfliche des Ausbruch-
kegels

: dquivalente Hohe des Aus-
bruchkegels

hara, eq [mm]

ap  [°]

@f [mm] : Durchmesser der Faser

: Neigung der Bruchflanken

Entlang der Bruchflanken wird nur in ei-
nem kleinen Teilbereich die Zugfestigkeit der
Matrix erreicht. Das Versagen muss wegen
der stattfindenden Spannungskonzentration
streng genommen mit Hilfe bruchmecha-
nischer Ansitze beschrieben werden.!>
Eligehausen et al.'®  ermittelten versuchs-
technisch den Verlauf der Zugspannungen
senkrecht zur Bruchfliche des Ausbruch-
kegels eines Spreizdiibels. Wertet man ihre
Ergebnisse bei 90% der Bruchlast aus, so ergibt
sich im Vergleich zum konstanten Spannungs-
block eine Volligkeit von rd. 0,35. Fiur die
weiteren Betrachtungen wird vereinfachend
eine Volligkeit von 1/3 (entspricht parabo-
lischer Spannungsverlauf) sowie Versagen
bei Erreichen der Zugfestigkeit des Betons
angenommen.

Die Faserzugkraft Ff ., welche zur Bil-
dung eines Ausbruchkegels fiihrt, kann damit
in Abhéngigkeit der Zugfestigkeit des Betons
fet und der &quivalenten Hohe hyy ., des
Ausbruchkegels berechnet werden:

Ff,apk = /3" for - Aavk (3.5)
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mit:

Ff apk [N] : Faserzugkraft bei Bildung
eines Ausbruchkegels

Age [mm?]  : Bruchfliche des Ausbruch-
kegels

fo  [N/mm?]: Zugfestigkeit des Betons

Aus Gleichung (3.5) und Gleichung (3.4) kann
unter Ansatz der maximalen Faserausziehkraf-
te aus den Versuchen die jeweilige dquivalente
Hohe des Ausbruchkegels abgeschitzt wer-
den, siehe Bild 3.11. Die &dquivalente Hohe
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Bild 3.11: Rechnerische dquivalente Hohe des Aus-
bruchkegels in Abhiingigkeit des Winkels
zwischen Faser und Last; angenommene
Neigung der Bruchflichen: 30°

Napk,eq des Ausbruchkegels, d.h. die effek-
tive Verankerungstiefe der Faser, liegt bei
Verwendung von Fasern des Durchmessers
@ = 0,48 mm und einer Neigung der Bruchfla-
che von 30° zwischen rd. 1,7 mm und 2,5 mm.
Betrdgt die Neigung der Bruchfliche 40°, so
ergibt sich eine dquivalente Hohe h,p o, des
Ausbruchkegels von rd. 2,3mm bis 3,5mm.
Die genannten rechnerischen Werte stimmen
gut mit den in Versuchen festgestellten Tiefen
der Ausbruchkegel von rd. 2mm bis 4mm
tiberein. Die rechnerischen effektiven Veranke-
rungstiefen liegen fiir alle Betone, bei denen
der gewinkelte Faserauszug untersucht wur-
de, wie auch die Zugfestigkeiten der Betone
(siehe Kapitel 2.7.3), in einem engen Bereich.

Die rechnerische effektive Verankerungs-

tiefe von Fasern mit einem Durchmesser
von @y = 0,29 mm liegt bei den untersuchten
Winkeln von 30° und 45° zwischen Faser-
langsachse und Ausziehlast bei rd. 1,5mm
(Beton M1). Weitere Varianten wurden bei den
Fasern des Durchmessers @ =029 mm nicht
untersucht.

Die Bildung von Ausbruchkegeln fiihrt
zu einer Reduzierung der urspriinglichen
Verbundldnge. In erster Ndherung kann die
dquivalente Hohe hgy ; des Ausbruchke-
gels zur Abschdtzung der Reduzierung der
Verbundldnge herangezogen werden. Aus
den Last-Maschinenweg-Kurven kann die
Reduzierung der Verbundlinge wegen des
unbekannten Anteils der irreversiblen Faser-
und Matrixverformung am Maschinenweg
nicht abgeschitzt werden.

3.4. Einfluss der
Oberflachenrauigkeit

An einer Variante des gewinkelten Faseraus-
zugs (Beton M1, @ F= 0,48 mm) wurde orientie-
rend der Einfluss einer Oberflaichenrauigkeit
der Faser (Aufrauung mit Schmirgelleinen der
Kornung K40) bei unterschiedlichen Winkeln
(15° und 45°) untersucht. Die Ergebnisse sind
in Bild 3.12 dargestellt. Bei einem Winkel von
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Bild 3.12: Einfluss einer Oberflichenrauigkeit auf die
iibertragbaren Faserzugkrifte bei unter-
schiedlichen Winkeln zwischen
Faserlingsachse und Last
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15° ist der Effekt der Aufrauung in gleichem
Maf3e wie beim geraden Faserauszug zu erken-
nen. Betrdgt der Winkel zwischen Faser und
Last 45°, so hat eine Aufrauung keinen Ein-
fluss mehr auf die maximal tibertragbare Faser-
zugkraft. Dieses Ergebnis bestétigt die bereits
gewonnene Erkenntnis, dass die Adhdsion, die
Mikroverzahnung und die Reibung spétestens
bei einem Winkel von 45° nicht mehr die maf3-
gebenden Mechanismen der Kraftiibertragung
sind. Weitere Aussagen zum Einfluss der Rau-
igkeit konnen wegen des begrenzten Versuchs-
umfangs nicht getroffen werden.

3.5. Zusammenfassung zur
Kraftibertragung bei
gewinkeltem Faserauszug

Die maximal {ibertragbaren Faserzugkrifte
werden beim gewinkelten Faserauszug im We-
sentlichen von den beiden Mechanismen der
Verformung der Faser am Austrittsort und der
Bildung von Ausbruchkegeln bestimmt. Beide
Mechanismen konnen auch bei UHPC mit Hil-
fe von Modellen aus der Literatur beschrieben
werden. Inwieweit die beim geraden Faser-
auszug mafigeblich wirkenden Mechanismen
(Adhdsion, Mikroverzahnung und Reibung)
noch eine Rolle spielen, kann jedoch weder
anhand der Modelle, noch anhand der durch-
gefiihrten Versuche beantwortet werden. Im
Vergleich zum geraden Faserauszug konnen
wegen der Faserverformung an der Umlenk-
stelle und der Bildung von Ausbruchkegeln
i.d.R. deutlich groflere Zugkréfte von der
Faser {iibertragen werden. Allerdings fiihrt
die Bildung von Ausbruchkegeln, die bereits
bei einem Winkel von 15° zwischen Faser
und Last stattfindet, zu einer z.T. deutlichen
Verringerung der Verformungsfahigkeit des
Systems Faser/Matrix. Die Faserzugkraft fallt
i.d.R. bei der Bildung von Ausbruchkegeln
schlagartig ab. Nach der Bildung eines Aus-
bruchkegels kann i.d.R. keine Kraft mehr von
der Faser iibertragen werden. Die Bildung von
Ausbruchkegeln in der Rissflache eines faser-
bewehrten Werkstoffs ist auch im Hinblick auf
das Kraftiibertragungsverhalten benachbarter

Fasern von Bedeutung. Diese Aspekte sollten
v.a. bei der Beurteilung der Effektivitit der
Fasern im Werkstoff berticksichtigt werden.

Auffillig im Hinblick auf die Steigerung
der maximal {ibertragbaren Faserzugkraft
bei gewinkeltem Faserauszug ist Beton M5.
Die Faserzugkrifte stiegen im Vergleich zu
den anderen Betonen deutlich stirker, und
zwar um das rd. 1,8- bis 2,7-fache bezogen
auf den geraden Faserauszug. Dies liegt darin
begriindet, dass die maximale Faserzugkraft
beim geraden Faserauszug wegen der bereits
erorterten ungiinstigen Ausbildung der Grenz-
flache im Vergleich zu den anderen Betonen
deutlich geringer war. Bei einer Abwinkelung
der Faser spielt jedoch die Ausbildung der
Grenzflache eine nur noch untergeordnete
Rolle.

Hinsichtlich der {ibertragbaren Faserzug-
kréafte bei verschiedenen Winkeln zwischen
Faser und Last zeigte nur der Beton M8 ein
anderes Verhalten. Bei Winkeln zwischen 0°
und 45° wurden beinahe konstante maximale
Faserzugkréfte zwischen rd. 200N und rd.
220N festgestellt. Die Faserzugkréfte waren
beim geraden Faserauszug bereits derart
hoch, dass aufgrund einer Abwinkelung keine
nennenswerte Laststeigerung mehr moglich
war. In der Tat wiesen die Proben des Betons
M8 beim geraden Faserauszug im Vergleich
zu allen anderen Betonen mit etwa 400 pm
fast doppelt so tiefe Ausbruchkegel auf. Bei
einem Winkel von 60° lagen die maximalen Fa-
serzugkrifte jedoch in einer mit den anderen
Betonen vergleichbaren Groflenordnung.



Das Ziel der Wissenschaft ist es immer gewesen, die
Komplexitit der Welt auf simple Regeln zu reduzieren.
(Benoit Mandelbrot)
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4.1. Vorbemerkungen

Fasern liegen im Beton i.d.R. in einer beliebi-
gen Lage, d.h. mit beliebigen Verbundlangen
und beliebiger Orientierung z.B. in Bezug
auf eine Rissfliche vor. Daher lassen die in
Kapitel 2 und Kapitel 3 dargestellten Versuchs-
ergebnisse noch keine Riickschliisse auf die
Effektivitdit z.B. hinsichtlich der rissiiber-
briickenden Wirkung im Werkstoff zu.

Die Ubertragung von Erkenntnissen aus
Einzelfaserausziehversuchen auf das Verhal-
ten des Faserverbundwerkstoffs ist aufSerdem
aus folgenden Griinden nicht ohne Weiteres
moglich:

¢ Die sich im Werkstoff bildenden
Rissflachen sind immer unregelméfsiger
Natur im Gegensatz zu den

Begrenzungsfldchen eines
Faser-Ausziehkorpers.

¢ Die im Werkstoff vorhandenen Fasern
beeinflussen sich ggf. gegenseitig, u.a.
aufgrund der Bildung von
Ausbruchkegeln.

¢ Im Werkstoff (gerissen und ungerissen)
konnen mehraxiale Spannungszustande
vorliegen, die das Verbundverhalten
beeinflussen.

* Der wall-effect an den (geschalten)
Begrenzungsflachen eines Bauteils
beeinflusst die Orientierung der Fasern.

¢ Die Herstellung eines Bauteils, d.h. v.a.
der Befiill- und Verdichtungsvorgang,
kann die Verteilung und Orientierung der
Fasern beeinflussen.

¢ Die Frischbetoneigenschaften, d.h. die
rheologischen Eigenschaften, konnen die
Verteilung und Orientierung der Fasern
beeinflussen.

Die aufgezdhlten Aspekte werden fiir die
Modellierung von Faserverbundwerkstoffen
in der Literatur haufig vernachldssigt. Meist
werden bei der Modellierung des Werkstoff-
verhaltens (z.B. bei der Nachrechnung von
Zug- oder Biegezugversuchen) die Faserorien-
tierung und die effektive Verbundldnge tiber
entsprechende Beiwerte beriicksichtigt. Die in
der Literatur gdngigen Anséitze zur Ermittlung
der Beiwerte werden im folgenden Abschnitt
zusammengefasst und im Hinblick auf die An-
wendbarkeit auf die eigenen Versuche beur-
teilt. Darauf aufbauend wird ein eigener An-
satz zur Beurteilung der Effektivitdt der Fasern
entwickelt.
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4.2. Modelle zur Berticksichtigung
der Faserorientierung und der
Faserwirksamkeit

Ein umfassender Beitrag zur Berechnung eines
Beiwerts 17, fiir die Faserorientierung wurde
von Laranjeira et al. 1% veroffentlicht. Der Bei-
wert wird grundsatzlich als Verhéltnis aus der
Projektion der Faser auf jede der drei Achsen
x, y, und z im Raum und der Faserlidnge gebil-
det. Die Lage einer Faser ist eindeutig tiber die
beiden Raumwinkel ¢ (Winkel zwischen x — z-
Ebene und Faser) und 8 (Winkel in der x - z-
Ebene) definiert, so dass sich die drei Beiwerte
wie folgt ergeben: %8

o, = cos(g) - cos(B) (&.1)
16,y =sin(¢) (4.2)
N, = cos(¢) -sin(B) 4.3)

Zur Beurteilung der Faserorientierung in zwei
oder drei Dimensionen werden die Beiwerte
der jeweiligen Achse addiert: 1>

Mo,z = 1o,x + 16,2 < V2 (4.4)

Mo, xyz = Mo, x + 776,y +1p,z < \/5 (45)

Als Einflussfaktoren auf die Orientierung der
Fasern werden von Laranjeira et al. !>

¢ die Frischbetoneigenschaften,
¢ die Befiillmethode,
¢ die Verdichtung des Betons,

¢ cin evtl. stattfindendes Flie3en des
Betons in der Schalung sowie

¢ die Geometrie der Schalung

genannt. Die fiinf vorgenannten Einflussgro-
en werden - getrennt fiir jede der drei Raum-
richtungen - mit Hilfe von vier Teilbeiwerten

158 [ aranjeira et al.: Framework to predict the orientation
of fibers in FRC: A novel philosophy.

tiir die Frischbetoneigenschaften nach dem Mi-
schen 1, fiir die Befiillmethode Ay, fiir die
Verdichtungsmethode und evtl. stattfindende
Fliefsprozesse Ayp sowie fiir die Schalungsgeo-
metrie Anpw beriicksichtigt.!® 7, wird da-
bei als Basis-Teilbeiwert verstanden und durch
die drei verbleibenden Teilbeiwerte additiv
korrigiert: %8

No,i = Nm,i + A1jc,i + A1p, i + A i (4.6)

Laranjeira et al.®fanden eine gute Uberein-
stimmung zwischen den rechnerisch und
experimentell ermittelten Beiwerten in Bezug
auf die x-Achse (Langsachse) von balkenfor-
migen Proben. Der von Laranjeira et al.'>®
verdffentliche Ansatz ldsst jedoch eine Be-
riicksichtigung der ggf. unterschiedlichen
mechanischen Wirksamkeit der Fasern in
Abhingigkeit der Orientierung, d.h. in Ab-
héangigkeit des Winkels zwischen Faser und
Last, nicht zu. Der Ansatz liefert ein mittle-
res Verhidltnis aus der Projektion der Faser
und der Faserlinge und ist somit als rein
geometrischer Beiwert zu verstehen. Bei der
Berechnung des Beiwerts flieffen zwar u.a.
betontechnologische Kenngrofien ein, die
Berticksichtigung einer winkelabhingigen
Kraftiibertragung der einzelnen Fasern ist je-
doch nicht méglich. Der Ansatz ist daher nach
Meinung des Verfassers fiir die Beurteilung
der mechanischen Effektivitdt von Fasern im
Werkstoff nur bedingt geeignet.

Markovi¢ 1  verwendete in seiner Arbeit
zur Beriicksichtigung der Faserorientierung
ebenfalls einen auf geometrischen Betrach-
tungen basierenden Beiwert #g. Er ermittelte
versuchstechnisch einen Orientierungsbeiwert
von rd. 0,864 bis 0,869 fiir Fasern mit Endha-
ken und einem Durchmesser von @¢ = 0,7 mm
(entspricht einem mittleren Winkel zwi-
schen Faserldngsachse und Schnittebene
von rd. 30°). Markovi¢!™ fiithrte auch einige
Faserausziehversuche mit Winkeln von 15°
und 30° durch und stellte eine Steigerung
der maximalen Faserkraft um rd. 15% bis
120% fest. Um das Biegetragverhalten von

159 Markovié: High-performance hybrid-fibre concrete -
Development and utilisation.
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Bild 4.1: Ansiitze fiir das
Ausziehlast-Schlupf-Verhalten von geraden
Stahlfasern des Durchmesser 0,2 mm zur
Modellierung des Biegetragverhaltens nach
Markovi¢'®

stahlfaserbewehrten Balken zu modellieren,
setzte er neben dem geraden Faserauszug
das Verbundverhalten von Fasern mit einem
Winkel von 30° an. Das Verbundverhalten
bei diesem Winkel formulierte er vereinfa-
chend aus dem geraden Faserauszug durch
Multiplikation der maximalen Faserzugkraft
mit einem Faktor von 1,35. Im Rahmen einer
Parameterstudie untersuchte Markovi¢!'® fiir
die Modellierung des Biegetragverhaltens
auch zwei unterschiedliche Ansitze fiir das
Ausziehlast-Schlupf-Verhalten von geraden
Stahlfasern des Durchmessers 0,2 mm. Neben
einem Ansatz mit konstanter Ausziehlast bis
zu einem Schlupf von A = [, -2 mm (Verbund-
lange [, = 8mm) nahm er auch eine bilinear
abfallende Ausziehlast an, siehe Bild 4.1. Um
den gewinkelten Faserauszug zu modellie-
ren, multiplizierte Markovi¢!®wie bereits
erwdhnt die maximale Faserzugkraft mit
einem Faktor von 1,35, die Schlupfkennwerte
beliefs er jedoch gleich. Nach Ansicht des
Verfassers ist dies eine starke Vereinfachung
des tatsdchlichen Verhaltens und wird daher
fir die eigenen Versuche nicht weiterverfolgt.

Griinewald 1! fiihrte eine Reihe von pull-

160 Markovi¢: High-performance hybrid-fibre concrete -
Development and utilisation.

161 Griinewald: Performance-based design of self-
compacting fibre reinforced concrete.

out-Versuchen an Stahlfasern mit Endhaken
durch. Das Verbundverhalten beim gewinkel-
ten Faserauszug untersuchte er jedoch nicht.
Um eine Orientierung der Fasern im Werk-
stoff dennoch zu berticksichtigen, berechnete
Griinewald '®! mit Hilfe eines geometrischen
Beiwerts 77y (Verhdltnis aus Projektion der Fa-
sern und Faserldnge) eine effektive Faserldange.
Kooiman 192 setzte fiir die Modellierung ei-
nes stahlfaserbewehrten Betons ebenfalls
einen rein geometrisch bedingten Beiwert
(auf Basis der Lange der Projektionen) fiir
die Berticksichtigung der Faserorientierung
an. In Anlehnung an Ergebnisse einer Li-
teratursichtung (19 2p = 0,637, 1g,3p = 0,405
bzw. 179 3p = 0,500) wihlte Kooiman 2 fiir Fa-
sern mit Endhaken #g sp = 0,660 (! £ =30mm,
@¢=0,5mm) bzw. 14 3p =0,700 (If=60mm,
@¢=0,75mm). Das vom Winkel abhingige
Verbundverhalten lies Kooiman'®? jedoch
aufler Acht. Im Rahmen seiner Modellie-
rung bertiicksichtigte er letztlich - wie auch
Griinewald'® - eine effektive Faserldnge, die
sich aus den vorgenannten Beiwerten und der
tatsdchlichen Lange der Fasern ergibt.

Zu den Studien der Autoren Griinewald 6!

und Kooiman!®? sei angemerkt, dass bei
Fasern mit Endhaken ein gewinkelter Fa-
serauszug bis zu einem gewissen Grad der
Abwinkelung keinen nennenswerten Einfluss
auf das Verbundverhalten haben diirfte. Der
aufgrund des Endhakens vorhandene Form-
schluss fiihrt auch bei keiner oder nur geringer
Abwinkelung zu sehr hohen tiibertragbaren
Faserzugkréften. Eine Abwinkelung diirfte
erst bei grofien Winkeln wegen der Bildung
von Ausbruchkegeln zu einer signifikanten
Beeinflussung der Kraftiibertragung fiihren.
Insofern kann bei der Modellierung des Zug-
und Biegetragverhaltens von Beton mit Stahl-
fasern mit Endhaken auf die Berticksichtigung
des gewinkelten Faserauszugs vermutlich
verzichtet werden. Dies gilt jedoch - wie die
eigenen Versuche gezeigt haben - nicht fiir
glatte Stahlfasern.

162 K ooiman: Modelling steel fibre reinforced concrete for
structural design.
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Bild 4.2: Ansiitze zur Modellierung der
Faserwirksambkeit in Abhingigkeit des
Winkels zwischen Faser und Last nach
Jungwirth'63

Jungwirth 10 beschiftigte sich im Rahmen
seiner Dissertation mit der Modellierung
des Zugtragverhaltens von faserbewehrtem
UHPC. Im Vergleich zu den bisher genannten
Autoren setzte er jedoch einen geometrisch
begriindeten Beiwert 19 ,p =0,500 bzw.
1g,3p = 2/ multipliziert mit einem Einfluss-
faktor gpop bzw. gg sp fiir die Wirksamkeit
der Fasern an.!®® Der Einflussfaktor betragt
im zweidimensionalen Fall gp,p =3/4 und
im dreidimensionalen Fall ggsp = 3/4.163
Jungwirth!6® stellt zwar in einem Dia-
gramm einen Ansatz zur winkelabhdngigen
Faserwirksamkeit dar, siehe Bild 4.2, die
Ableitung der vorgenannten beiden Ein-
flussfaktoren wird jedoch nicht erldutert.
Jungwirths % Ausfilhrungen basieren  z.T.
auf einer Veroffentlichung von Foster!® zur
Wirkung von Fasern mit Endhaken in Stiitzen
aus hochfestem Beton. Die Annahmen von
Foster!%*gehen auf pull-out-Versuche aus der
Literatur zuriick. Eigene pull-out-Versuche
an dem hochfesten Beton fiihrte Foster!®*
nicht durch. Jungwirth'®® begriindet seine
Annahmen mit der Tatsache, dass zum da-
maligen Zeitpunkt keine Erkenntnisse zum
Verbundverhalten einzelner Fasern in UHPC

163 Jungwirth: Zum Tragverhalten von zugbeanspruch-

ten Bauteilen aus Ultra-Hochleistungs-Faserbeton.
164 Eoster: On behavior of high-strength concrete co-
lumns: cover spalling, steel fibers, and ductility.

vorlagen. Nach Ansicht des Verfassers ist
der Ansatz von Jungwirth!®® nur bedingt
zur Beschreibung von glatten Fasern unter
gewinkeltem Faserauszug in UHPC geeignet.

Leutbecher 1© modellierte das Zugtragver-
halten von UHPC mit einer Bewehrung aus
Betonstahl (Bewehrungsgrad: 3,0%) und
Mikrostahlfasern (I r=17mm, @;=0,15mm,
Fasergehalt: 0,9 Vol.-%, 1,45 Vol.-%, 2,0 Vol.-%).
Zur Berticksichtigung des gewinkelten Faser-
auszugs setzte er, wie auch Jungwirth!®,
einen Orientierungsbeiwert 7, multipliziert
mit einem Faktor gy fiir die Faserwirksamkeit
an. Bei der Nachrechnung seiner zentrischen
Zugversuche implementierte Leutbecher'®®
jedoch auf Seiten des Orientierungsbei-
werts eine statistische Verteilung mit einem
mittleren Beiwert von 0,75. Die Standard-
abweichung des Beiwerts sowie den Faktor
fir die Faserwirksamkeit formulierte er in
Abhingigkeit des Fasergehalts. Fiir die drei
o.g. Fasergehalte fand Leutbecher'® die beste
Ubereinstimmung zwischen Versuchen und
Berechnung bei Ansatz von gy = 1,13, gg = 0,85
und gp = 0,76. Die genannten Faktoren basie-
ren zwar nicht auf dem Verbundverhalten
einer einzelnen Faser, beriicksichtigen aber
laut Leutbecher'®® indirekt auch eine gegen-
seitige Beeinflussung der Fasern.

Zusammenfassend kann zur Berticksichtigung
der Faserorientierung und der Faserwirksam-
keit festgehalten werden, dass in der Literatur
meist nur eine mittlere Orientierung, d.h. ein
mittlerer Winkel sowie eine mittlere Wirksam-
keit Eingang in die Modellierung finden. Eine
Unterscheidung des Verbundverhaltens in Ab-
hangigkeit der Orientierung der Fasern findet
nicht statt. Auflerdem stehen die angesetzten
Faktoren z.T. im Widerspruch. Nach Ansicht
des Verfassers sind alle erlduterten Ansitze
daher fiir die Beurteilung der Effektivitat
der Fasern im Werkstoff nur bedingt, d.h.
nur fiir die jeweils zu beschreibenden Zug-
oder Biegezugversuche geeignet. Aus diesem

1651 eutbecher: Rissbildung und Zugtragverhalten von
mit Stabstahl und Fasern bewehrtem Ultrahochfesten
Beton (UHPC).
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Grund wird ein eigener Ansatz zur Beurtei-
lung der Wirkung der Fasern im Hinblick auf
eine Orientierung und die damit verbundene
Kraftiibertragung entwickelt.

4.3. Eigener Ansatz zur
Faserorientierung und
Faserwirksamkeit

4.3.1. Konzept

In der vorliegenden Arbeit soll ein vereinfach-
ter Ansatz erarbeitet werden, der es erlaubt,
die aus den Einzelfaserausziehversuchen ge-
wonnenen Erkenntnisse direkt in einen Effek-
tivititsbeiwert 7r o einflieflen zu lassen. Der
Effektivitatsbeiwert setzt sich aus einem win-
kelabhédngigen Teilbeiwert 7y fiir die Orien-
tierung und einem winkelabhédngigen Teilbei-
wert fiir die ,Wirksamkeit” der Kraftiibertra-
gung #r zusammen:

n
HE,0 = ) 16,i1E,i (4.7)

i=1
mit:

o [—]: Effektivitatsbeiwert fiir Faser-
orientierung und gewinkelte Kraft-
tibertragung

g, [—]: Teilbeiwert fiir die Wahrscheinlich-
keit der Orientierung der Fasern
unter einem Winkel i

1r,i [-]: Teilbeiwert fiir die Kraftiibertragung

der Fasern bei einem Winkel i

Der Effektivitdtsbeiwert #r ¢ wird der Ein-
fachheit halber als Summe iiber n betrachtete
Winkelbereiche definiert. Grundlage des
Ansatzes ist die Annahme, die Fasern seien
in alle Raumrichtungen mit gleicher Wahr-
scheinlichkeit orientiert. Der Effekt wvon
Diskontinuitdten und eine damit verbundene
bevorzugte Faserausrichtung, wie sie z.B. an
geschalten Fliachen oder Einbauten im Quer-
schnitt (Bewehrungsstahl, Spannglieder, etc.)
auftreten, wird nicht berticksichtigt. Somit
wird ein ungestortes Volumen des Werkstoff-
kontinuums betrachtet. Effekte, welche aus

Rissflache

Winkel zwischen
Faser und Zugkraft

37,5°

22,5°

Winkel im pull-out-Versuch

Bild 4.3: Zuordnung der pull-out-Ergebnisse des
gewinkelten Faserauszugs zu
Winkelbereichen im ersten Quadranten

der gegenseitigen Beeinflussung der Fasern
sowie der Bildung von Ausbruchkegeln
herriihren, werden ebenfalls vernachlassigt.

4.3.2. Orientierungsteilbeiwert

Die Ableitung des Orientierungsteilbeiwerts
ne,i erfolgt vereinfachend durch die Zuord-
nung der Versuchsergebnisse fiir die Winkel
0°, 15°, 30°, 45° und 60° zu sieben im ersten
Quadranten liegenden Winkelbereichen, siehe
Bild 4.3. Der erste Quadrant im kartesischen
Koordinatensystem wird zunéchst gedanklich
in 12 gleiche Winkelsektoren unterteilt. Ab
7,5° bis 82,5° wurden je zwei Sektoren zu
Winkelbereichen zusammengefasst, so dass
sich die in Bild 4.3 grau hinterlegten sieben
Teilflachen ergeben. Jeder dieser Teilflichen
wurde eine Winkelvariante der Einzelfaser-
ausziehversuche zugeordnet. Die Ergebnisse
der 0°-Varianten reprédsentieren demnach den
Winkelbereich 0° - 7,5°. Fasern, die einen
Winkel zwischen 82,5° und 90° aufweisen,
wurden als unwirksam hinsichtlich der riss-
tiberbriickenden Wirkung angenommen. Die
Wahrscheinlichkeit p(8;) =1#g,;, dass eine
Faser in einem der sieben Winkelbereiche
liegt, wurde anhand der Oberfliche der
jeweiligen Kugelvierecke berechnet. Zur
Erlauterung soll zunéchst Bild 4.4 betrachtet
werden. Eine Faser schneide eine Rissebene
im Punkt 0. Uber dem Punkt 0 wird eine
Halbkugel auf der Rissebene aufgespannt. Die
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Rissebene

/
o
VYN

Faser

ProjekTon denFaser

auf die|x-y-Ebe

o

Bild 4.4: Halbkugel mit Mittelpunkt O tiber einer
Rissfliche. Die Faser schneidet die Rissebene
im Kugelmittelpunkt

Lage der Faser in Bezug auf die Rissebene
wird exakt durch die beiden Raumwinkel ¢
und Y beschrieben. Fiir die Zuordnung zu
einem Winkel 6 aus den gewinkelten pull-out-
Versuchen wird immer der groflere Winkel
als mafigebend angesetzt. Betrdgt z.B. der
Raumwinkel ® =12° und der Raumwinkel
Y =35°, so ist fiir die Zuordnung, d.h. fiir die
Beurteilung des Kraftiibertragungsverhalten
der Winkel ¥ mafigebend. Von der auf der
Rissflaiche aufgespannten Kugel wird im
Weiteren aus Symmetriegriinden nur noch
ein Achtel betrachtet, siehe rechte Hailfte
in Bild 4.5. Die Oberfliche der Achtelkugel
wird durch Langen- und Breitengrade mit
Offnungswinkeln von 7,5° bzw. 15° in re-
gelmiflige Kugelvierecke untergliedert. Die
Idee der Betrachtung der Kugeloberfliche
geht grundsétzlich auf die Arbeit von Aves-
ton und Kelly ¢ zuriick und wurde auch
von anderen Autoren zur Abschdtzung der
Wahrscheinlichkeit einer raumlichen Faserori-

166 Aveston und Kelly: Theory of multiple fracture of fi-
brous composites.

o 7,5° 22,5°37,5°52,5°67,5°¢
M 22,5°37,5°52,5°67,5°
o

Yv

90

of
v
™Yoo

82,5

Bild 4.5: Draufsicht auf eine Rissfliche: Achtelkugel
(rechter Bereich des Bildes) mit Unterteilung
in Winkelbereiche und farblicher Zuordnung
zu Winkelvarianten der pull-out-Versuche

167

entierung verwendet, siehe Lietal. sowie

Dupont und Vandewalle!®®

Im Rahmen dieser Arbeit wird jedoch der
in Bild 4.5 beispielhaft durch drei unterschied-
liche Farben dargestellte Ansatz gewdhlt.
Beispielsweise werden dem Winkel 30° im
pull-out-Versuch die blau gefiillten Kugel-
vierecke zugeordnet. Dies bedeutet, dass alle
Fasern, die durch den Mittelpunkt der Kugel
verlaufen und den blau gekennzeichneten
Oberflachenbereich der Achtelkugel durch-
stofien, der Winkelvariante 30° zugeordnet
werden. Mit dem néichstgrofieren Winkel
kommen jeweils zwei Kugelvierecke auf der
Oberflache der Achtelkugel hinzu (siehe z.B.
griin gefiillte Kugelvierecke fiir 45°). Die
Wahrscheinlichkeit fiir das Auftreten eines
Winkelbereichs entspricht dem Verhiltnis aus
der Oberfliche der jeweiligen Kugelvierecke
zu der Oberfldche der Achtelkugel. Die Ober-
flache einer Achtelkugel (Radius der Kugel: r)
betragt Ok = 4/s-7r-72. Die Oberfliche eines
einzelnen Kugelvierecks betrdgt bei einem
Winkelraster von 7,5° Oxyy7s = 1/144-4/s- w12
Bei einem Winkelraster von 15° betrdgt die
Oberfliche eines einzelnen Kugelvierecks
Oxv1s = /36-4/s-7t-r%. Die sich daraus erge-

1671i et al: A micromechanical model of tension-
softening and bridging toughening of short random
fiber reinforced brittle matrix composites.

168 Dupont und Vandewalle: Distribution of steel fibres in
rectangular sections.
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Tabelle 4.1: Teilbeiwert 1y ; der Faserorientierung im
jeweiligen Winkelbereich

Winkelbereich
von 0° 75° 225° 375° 525° 675°
bis 7,5° 22,5° 375° 525° 675° 825°
9, 0,007 0,056 0,111 0,167 0,222 0,278

benden rechnerischen Wahrscheinlichkeiten
fir den jeweiligen Winkelbereich, die den Teil-
beiwerten 7 ; entsprechen, sind in Tabelle 4.1
enthalten.

4.3.3. Wirksamkeitsteilbeiwert

Die Wirksamkeitsteilbeiwerte #r ; variieren in
Abhéngigkeit des betrachteten Betons und
werden als Verhiltnis der maximal tibertragba-
ren Faserzugkraft bei gewinkeltem Faseraus-
zug und der maximal {ibertragbaren Faserzug-
kraft bei geradem Faserauszug angegeben:

NE,i = Lmax, Bi/Fmax, 6=0° (48)
mit:
NE, i [-] : Wirksamkeitsteilbeiwert fiir

die Kraftiibertragung der
Fasern bei einem Winkel i

[N]: max. Faserzugkraft unter

einem Winkel i

Fmax, 0;

Fnax,0-0° [N]: max. Faserzugkraft bei

geradem Faserauszug

Der resultierende Effektivitdatsbeiwert #r g
ist somit auf die maximal iibertragbare
Faserzugkraft bei geradem Faserauszug
anzuwenden. Die Teilbeiwerte 7 ; sind in
Abhéngigkeit der Betone und der Winkel-
bereiche fiir die Fasern des Durchmessers
¢ =048 mm in Tabelle 4.2 zusammengefasst.
Fiir alle untersuchten Fasern mit Durchmes-
sern unter 048 mm wurden vereinfachend
die Teilbeiwerte der Fasern des Durchmessers
0,29 mim, d.h. NE 0-75 = 1,00, NE,75-225 = 1,33,
1E,225-375 = 1,62, und 1F,375-55 = 1,66 heran-
gezogen. Fiir die beiden nicht untersuchten
Winkelbereiche von 52,5° bis 67,5° und 67,5°
bis 82,5° wurde in Anlehnung an die Versuchs-
ergebnisse mit einem Winkel von 60° (Beton

Tabelle 4.2: Teilbeiwerte g, ; in Abhiingigkeit des
Betons und des Winkelbereichs,

Qf:0,48 mm
Winkelbereich
von 0° 7,5° 225° 37,5° 525° 67,5°
bis 7,5° 225° 37,5° 52,5° 67,5° 82,5°
[-]
M1 100 1,30 1,73 1,88 1,30 1,30
M3 100 1,16 156 195 1,16" 1,16
M4 100 142 161 176 1,18 1,18
M5 1,00 1,81 238 276 1,72 1,72
Mé 1,00 1,302 1,71 191 121 1,21
M8 1,00 099 1,08 102 067 067

1) berechnet aus mittlerer Maximalkraft
der verbleibenden Betone
2) wie M1

M1, M4, M6, Faserdurchmesser 0,48 mm) ein
Teilbeiwert von 1,25 angesetzt.

4.3.4. Resultierende Effektivitatsbeiwerte
fur Faserorientierung und
gewinkelte Kraftibertragung

Fiir die Fasern des Durchmessers 0,48 mm
ergeben sich mit den vorgenannten Teilbei-
werten die in Tabelle 4.3 zusammengefassten
Effektivitatsbeiwerte #r . Der Effektivitats-
beiwert 1f o betrdgt fiir alle Fasern mit einem
Durchmesser unter 0,48 mm und ohne Galva-
nisierung in Kombination mit dem Beton M1
1,39.

Bei den galvanisierten Faservarianten
(2f=020mm und @f=016mm) wurde
zur Berechnung der Faserzugkrifte beim
gewinkelten Faserauszug ein Faktor von 1,69
berticksichtigt. Der Faktor ergibt sich aus dem
Verhiltnis der maximal iibertragbaren Faser-
zugkrafte beim geraden Faserauszug fiir die
Fasern des Durchmessers @ f = 020mm mit
und ohne Messingiiberzug. Der Messingiiber-
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Tabelle 4.3: Effektivitiitsbeiwerte 1r o der
untersuchten Betonvarianten in
Kombination mit den Fasern des
Durchmessers 0,48 mm

Beton M1 M3 M4 M5 M6 M8

nre 1,23 1,15 1,15 1,69 1,19 0,69

zug verringerte die maximal iibertragbare
Faserzugkraft beim geraden Faserauszug
deutlich. Der Effektivitdtsbeiwert 7r g betragt
fiir die beiden Varianten mit Messingiiberzug
somit 1,95. Demnach wird fiir die galvanisier-
ten Fasern vereinfachend davon ausgegangen,
der negative Einfluss des Messingiiberzugs
spiele nur beim geraden Faserauszug eine
Rolle.

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen,
dass die Effektivitatsbeiwerte nicht unterein-
ander verglichen werden konnen, da sie sich
auf die maximal tibertragbare Faserzugkraft
bei geradem Faserauszug des jeweiligen
Betons (Verbundliange: 5 mm) beziehen.

4.4. Eigener Ansatz zur effektiven
Verbundlange

Betrachtet man die einen Riss {tiberbriicken-
den Fasern, so kann die wirksame Verbund-
lange I, .;r Werte von 0 <1Ij .rr < I¢/2 anneh-
men. Bei der Modellierung des Zug- oder Bie-
getragverhaltens werden i.d.R. Faserzugkraft-
Schlupf-Kurven fiir verschiedene Verbund-
langen zur Berticksichtigung der tatsdchli-
chen Verbundldngen der Riss tiberbriicken-
den Fasern angesetzt. Markovi¢ % setzte bei-
spielsweise der Einfachheit halber einen li-
nearen Zusammenhang zwischen der maxi-
malen Faserzugkraft und der Verbundldnge
an. Sollen jedoch unterschiedliche Fasern oder
Faser/Beton-Kombinationen anhand eines ein-
fachen Kennwerts hinsichtlich ihrer mechani-
schen Effektivitdt verglichen werden, so ist
0.g. Vorgehensweise nicht zielfithrend. Um

169 Markovié: High-performance hybrid-fibre concrete -
Development and utilisation.

l’/lfﬁ links: X ) ,'1;/1/% : rechts: X,
T 1,(0..0,05)] = F'1=0
Faser\ 1,=(0,05...0,15)] = Fle=F(1,=0,11)
l. ! B p
“p "
Lo te .
1,=(0,45...0,55)[ ,=»F'1,=F l):l 2
=05 il )= Fl1a=F(l,=1,12)
RisS -

1,=(0..0,05)l, = Flgy=0

Faserbeton

lr//f:‘]

Bild 4.6: Ausschnitt eines gerissenen
Werkstoffvolumens mit parallel
ausgerichteten, rissiiberbriickenden Fasern
unterschiedlicher wirksamer Verbundlingen

lp,efy

den Effekt der wirksamen Verbundldnge bei
der Beurteilung der Faserwirkung im Werk-
stoff berticksichtigen zu konnen, wurde da-
her im Rahmen dieser Arbeit ein Effektivi-
tatsbeiwert #; anhand von vereinfachten geo-
metrischen Betrachtungen hergeleitet. Hierzu
stelle man sich zunichst einen streifenformi-
gen Ausschnitt eines faserbewehrten Werk-
stoffvolumens vor, welches durch einen Riss
in zwei Halften geteilt wird, siehe Bild 4.6.
Die Lange [, ;; der Faserteilstiicke, welche die
Rissflache gerade beriihren oder kreuzen und
sich in der linken Hailfte befinden, reicht von
0 < Ij,1; < If; gleiches gilt fiir die Halfte rechts
des Risses. Die Schwerpunkte der im Kon-
takt mit dem Riss stehenden Fasern konnen
+1¢/2 von der Rissflache entfernt sein. Fiir die
weitere Herleitung wird die Annahme getrof-
fen, alle moglichen Faserpositionen seien in
Bezug auf die Lage zur Rissfldache gleich ver-
teilt. Der somit zu betrachtende Bereich + [¢/2
(= mogliche wirksame Verbundldnge der Fa-
sern) wird gedanklich zundchst in 20 Inter-
valle Ir; der relativen Breite 0,05 (bezogen
auf die Faserlinge) unterteilt. Ab 0,05-] 7 bis
0,95-1 f werden, wie in Bild 4.6 zu erkennen,
jeweils zwei Intervalle zusammengefasst. Das
Anfangs- und Endintervall (0-1; bis 0,05-1f
und O,95-lf bis 1,00-lf) wird aufgrund der
geringen Verbundldnge vereinfachend als un-
wirksam hinsichtlich der Kraftiibertragung an-
gesehen. Den verbleibenden Intervallen wird
jeweils eine relative mittlere Verbundldnge
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Tabelle 4.4: Zuordnung von Intervallen I ; der
relativen Verbundlinge zu relativen
mittleren Verbundlingen {; im
Faserausziehversuch und
Wahrscheinlichkeit p({;) des jeweiligen

Intervalls
I 0,05- 0,15- 0,25- 0,35- 045-
’ 015 025 035 045 055
i 010 020 030 040 050
p(¢;) 020 020 020 020 0,10

i =1Ip/lf aus den Faserausziehversuchen zu-
geordnet, siehe Tabelle 4.4. Das Intervall von
0,85-1 ¥ bis 0,95 -1 £ mit einer relativen mittle-
ren Verbundldnge von 0,90 wird beispielswei-
se der relativen Verbundldnge ¢ = 0,10 zuge-
ordnet. In Tabelle 4.4 sind auch die resultieren-
den Wahrscheinlichkeiten p(g;) des Auftretens
der jeweiligen relativen mittleren Verbundlan-
ge angegeben. Auf Basis des in Kapitel 2.3.5
geschilderten Zusammenhangs zwischen ma-
ximaler Faserausziehkraft Fy;, und der Ver-
bundléange I, fiir die Fasern des Durchmessers
0,48 mm kann fiir die o.g. relativen Verbund-
langen die zugehorige relative maximale Fa-
serausziehkraft F = F(l,i)/F(l, = l¢/2) bezo-
gen auf die Kraft bei einer Verbundldnge ent-
sprechend der halben Faserlinge angegeben
werden. Der Einfachheit halber wurde ange-
nommen, der in Kapitel 2.3.5 geschilderte Zu-
sammenhang fiir die Fasern des Durchmes-
sers 0,48 mm - jedoch in relativer Darstellung -
gelte auch fiir alle anderen Faserdurchmesser.
Die relativen maximalen Faserausziehkréfte F/
konnen fiir typische Faserlingen Tabelle 4.5
entnommen werden. Aus den in Tabelle 4.5 zu-
sammengefassten relativen Faserausziehkraf-
ten F/ (bezogen auf eine Verbundlinge von
Iy =1¢/2) kann nun mit den in Tabelle 4.4 ge-
nannten Wahrscheinlichkeiten p({;) der Effek-
tivitatsbeiwert # fiir die Verbundlange berech-
net werden:

m= ip(éi) -F/ (4.9)
ia

Tabelle 4.5: Relative maximale Faserausziehkrifte F/ in
Abhingigkeit der relativen Verbundlinge
Gi fiir verschiedene Faserlingen I¢

i 0,10 0,20 0,30 0,40 0,50

Iy [mm] F [-]
20 0,28 055 0,72 0,88 1,00
13 0,23 047 0,70 0,84 1,00
10 020 040 0,60 0,80 1,00
6 020 040 0,60 0,80 1,00

Tabelle 4.6: Effektivititsbeiwerte 1y in Abhingigkeit
der Faserlinge | ¢

ly [mm] 20 13 10 6
0,59 055 050 0,50

m o [-]

mit:
1 [-]: Effektivitatsbeiwert fiir die
Verbundldnge
p(C;) [-]: Wahrscheinlichkeit fiir das Auf-

treten der relativen Verbundlidnge ;

Relative Verbundkraft bei der
relativen Verbundldnge (;

F[-]:

Die daraus resultierenden Effektivitatsbei-
werte #; sind in Abhédngigkeit der Faserlinge
l¢ in Tabelle 4.6 zusammengefasst. An dieser
Stelle sei darauf hingewiesen, dass die vor-
genannten Effektivitidtsbeiwerte 7, auf die
Faserausziehkraft bei einer Verbundldnge
von I, =1¢/2 und bei geradem Faserauszug
anzuwenden sind.

4.5. Berechnung einer
Faserleistungskennzahl fir
glatte Stahlfasern

Mit Hilfe der Beiwerte 77r 9 und #; kann der
Einfluss einer Faserorientierung und der tat-
sdchlichen Verbundldnge mit Bezug auf eine
Rissflache abgeschétzt werden. Die tatsachli-
che Anzahl der Fasern, die einen Riss kreu-
zen, wird damit jedoch noch nicht erfasst. Eine
vergleichende Beurteilung von Fasern unter-
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schiedlichen Durchmessers und Linge kann
vereinfachend unter Beriicksichtigung des Vo-
lumens einer einzelnen Faser mit Hilfe einer
Faserleistungskennzahl FLK erfolgen:

(4.10) Tabelle 4.7: Paserleistungskennzaﬁl FLKy fur 'die '
untersuchten Betone in Kombination mit
den Fasern des Durchmessers 0,48 mm

FLKf = Fpp 11 yig0- (Lo 77 - 0) 7!

mit:

FLK¢[N/ mm?]: Faserleistungskennzahl einer | ¢ [mm] 6 10 13 20
einzelnen Faser

Beton FLKy [N/ mm?]
F¢ pu [N] : max. Faserausziehkraft bei
’ o M1 376 376 353 320
lb = lf/2 und 0 =0
mo (-] : Beiwert fiir die tatsdchliche M3 71 371 348 315
Verbundldnge in Abh. von I¢ M4 346 346 325 294
Mo [-] : Beiwert fiir die Faserorien- M5 370 370 347 315
tierung M6 368 368 345 312
Iy [mm]  : Faserlinge Ms 381 381 357 324
re [mm] : Faserradius

Die Faserleistungskennzahl FLK; entspricht

somit einer mittleren Faserausziehkraft bezo-

gen auf das Volumen einer einzelnen Faser.

Der Bezug auf das Volumen einer einzelnen

Faser erlaubt spater, die Faserwirkung auf

Werkstoffebene anhand des Volumengehalts

im Werkstoff zu beurteilen. In Tabelle 4.7 und

Tabelle 4.8 sind die Faserleistungskennzahlen

fir alle untersuchter}‘ Faser/ Beton—Variantfan Beton M1 ins Kombination mit Easern
ngammengefas S den' Beton M 1 1§t unterschiedlichen Durchmessers und
die Faserleistungskennzahl in Abhingigkeit Liinge

des Durchmessers in relativer Darstellung

(Q F= 0,15 mm =1,0) in Bi‘ld 4.7 .dargestellt. In I [mm] 6 10 13 20
Bild 4.7 sind auflerdem die relative Anzahl an
Fasern sowie die relative gesamte Verbundfla-
che in Abhangigkeit des Faserdurchmessers 0,48 376 376 353 320
wiedergegeben. Bei der Beurteilung der
Faserwirkung anhand der o.g. Faserleistungs-
kennzahlen ist neben den bereits erwdhnten 0,29 54,9 549 515 46,6
Einschrankungen Folgendes zu beachten: Alle 020MY) 758 758 711 643
Fasern mit einem Durchmesser < 0,29 mm
werden hinsichtlich des gewinkelten Fa- 0,20 759 759 712 645
serauszugs wie Fasern des Durchmessers 0,15MD 1294 1294 1214 1099
0,29mm behandelt. Die Kraftiibertragung
beim gewinkelten Faserauszug wird bei
Fasern mit Messingiiberzug (2 =0,20mm
und @ ¢ =0,15mm) vereinfachend durch einen
Faktor korrigiert. Der Einfluss einer Galvani-
sierung beim geraden Faserauszug findet sich

Tabelle 4.8: Faserleistungskennzahl FLK fiir den

@ [mm] FLK; [N/mm?]

0,40 53,0 53,0 49,7 450

D M: vermessingt
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Bild 4.7: Relative Faserleistungskennzahlen fiir den
Beton M1 in Abhiingigkeit des
Faserdurchmessers, Faserlinge f= 10 mm

somit beim gewinkelten Faserauszug nicht
wieder. Die Fasern beeinflussen sich gegensei-
tig nicht, sind im Werkstoff gleich verteilt und
weisen keine bevorzugte Orientierung auf.

Die in Bild 4.7 dargestellten Faserleistungs-
kennzahlen FLK bestdtigen den Einfluss des
Faserdurchmessers, der bereits in Kapitel 1.2
in Bild 1.1 theoretisch erlautert wurde. Die
rechnerisch ermittelten Faserleistungskenn-
zahlen FLK; liegen in etwa zwischen den
beiden Kurven fiir die relative Faseranzahl
und die relative gesamte Verbundfldche. Mit
Hilfe der Faserleistungskennzahlen ist es nun
moglich, die untersuchten Faservarianten im
Hinblick auf ihre Effektivitit im Werkstoff
zu beurteilen. Aufserdem konnen damit un-
terschiedliche Fasern auch hinsichtlich z.B.
der Kosten oder der okologischen Aspekte
bewertet werden.

Der Einfluss einer Oberflachenrauigkeit auf
die Faserleistungskennzahl soll orientierend
anhand der Variante Beton M1 in Kombi-
nation mit den aufgerauten geraden Fasern
des Durchmessers 0,48 mm veranschaulicht
werden. Die maximal iibertragbaren Faser-
zugkrafte wurden bereits in Kapitel 2.7.4 und
Kapitel 3.4 erldutert. Fiir einen Winkel von
30° wurde vereinfachend angenommen, die
iibertragbare Faserzugkraft entspriche dem
Mittelwert aus der 15°- und der 45°-Variante.

Fiir alle Winkel >45° wurden die Ergebnisse
der unbehandelten Fasern angesetzt. Damit er-
gibt sich ein Effektivitatsbeiwert 17 y von 0,63
sowie ein Effektivitatsbeiwert #; von 0,50 (Fa-
serlange: 10 mm). Die Faserleistungskennzahl
FLK; betrdgt somit 40,3N/ mm® (maximale
Faserzugkraft: 230,3 N fiir den geraden Faser-
auszug und eine Verbundlinge von 5mm).
Die aufgerauten Fasern des Durchmessers
0,48 mm erreichen die Leistungsfdhigkeit der
nédchstdiinneren Fasern nicht. Um die Mikro-
stahlfasern vollig zu ersetzen, miisste das
Volumen an aufgerauten Fasern des Durch-
messers 0,48 mm das 3,2-fache (129,4/40,3) der
Mikrostahlfasern im Werkstoff betragen. Dies
bedeutet z.B., dass 1,0 Vol.-% Mikrostahlfasern
durch 3,2 Vol.-% der aufgerauten Fasern des
Durchmessers 0,48 mm ausgetauscht werden
konnen.

4.6. Orientierende Untersuchung
und Beurteilung von Fasern
mit Verankerungsmitteln

Neben den geraden Fasern mit und ohne
Oberflichenbehandlung wurden orientierend
auch gewellte Fasern des Durchmessers
0,39 mm und 0,48mm (sieche Bild A.4) in
Kombination mit dem Beton M1 untersucht
(nur gerader Faserauszug). Die Verbundldnge
betrug 5mm. Bei allen Versuchen bildeten
sich ausgepréagte Ausbruchkegel gefolgt von
einem Zugversagen (Reiflen) der Faser. Die
Last-Maschinenweg-Kurven der Variante mit
Fasern des Durchmessers 0,48 mm sind in
Bild 4.8 dargestellt.

Die maximale Faserzugkraft entsprach je-
weils der Faserbruchkraft und betrug im
Mittel 1304N (@7 =0,29mm) bzw. 218,6N
(25 =048mm). Der in Bild 4.8 erkennbare
Maschinenweg beinhaltet u.a. eine Verfor-
mung der gewellten Faser (,Geradeziehen”)
in der freien Lange (rd.5mm). Die Tiefe
der Ausbruchkegel betrug etwa 1mm. Fiir
die weitere Beurteilung der Effektivitit der
gewellten Fasern geht der Verfasser davon
aus, dass bei einer Rissbildung im Werkstoff
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Bild 4.8: Last-Maschinenweg-Kurven der
pull-out-Versuche mit gewellten Fasern,
Beton M1, Verbundlinge I, = 5mm,
@f=048mm

die Faserbruchkraft bei deutlich geringerer
Verformung bzw. Rissoffnung erreicht wird.
Somit kann fiir den geraden Faserauszug die
Faserbruchkraft als maximal {ibertragbare
Kraft angesetzt werden. Fiir den gewinkelten
Auszug der gewellten Fasern wird angenom-
men, es komme wie bei den geraden Fasern
zur Bildung von Ausbruchkegeln und die Fa-
serbruchkraft konne nicht immer ausgenutzt
werden. Vereinfachend werden daher fiir die
gewellten Fasern des Durchmessers 0,48 mm
ab einem Winkel von 60° die Faserzugkrifte
des gewinkelten Faserauszugs der geraden
Fasern angesetzt. Fiir die Winkel 15°, 30° und
45° wird angenommen, die Faserbruchkraft
der gewellten Fasern werde erreicht. Die
gewellten Fasern des Durchmessers 0,48 mm
wurden im Rahmen von Balkenversuchen mit
einer Faserlinge von 6 mm, d.h. mit 1,5-facher
Wellenldnge, verwendet. Vereinfachend wird
angenommen, zwischen der Verbundlinge
und der Faserzugkraft bestiinde bis zu einer
Verbundlidnge von 5mm (im Einzelfaseraus-
ziehversuch untersuchte Verbundldnge) ein
linearer Zusammenhang.

Aus den getroffenen Annahmen ergibt
sich somit ein Effektivitdtsbeiwert fiir die
Faserorientierung von 77r ¢ = 0,92 und fiir die
Verbundldnge von 1#; =0,50. Die Faserleis-
tungskennzahl FLK; fiir die gewellten Fasern
des Durchmessers 0,48 mm (Volumen einer Fa-

ser der Lange 6 mm: 1,22 mm?) betridgt damit
49,5 N/mm?°. Bei einer Faserldnge von 10 mm
wiirde vermutlich bei jedem Winkel zwischen
Faser und Last die Faserbruchkraft erreicht. In
diesem Fall wiirde die Faserleistungskennzahl
FLK;=59,7N/ mm?® betragen. Die gewellten
Fasern des Durchmessers 0,48 mm erreichen
somit nicht die Leistungsfahigkeit der glatten
Fasern des Durchmessers 0,40 mm.

4.7. Beurteilung des Biegetrag-
verhaltens von faserbe-
wehrtem UHPC - Anwendung
der Faserleistungskennzahl

Um die Aussagekraft der ermittelten Fa-
serleistungskennzahlen zu beurteilen, wur-
den orientierend einige Biegezugversuche
(3-Punkt-Belastung) an Balken aus dem Beton
M1 mit unterschiedlichen Faservarianten
durchgefiihrt. Die gekerbten Balken (Kerbtiefe
1/3 der Hohe) hatten eine Hohe von 150 mm,
eine Breite von 75mm und eine Stiitzweite
von 600 mm. Sie wurden wie die pull-out-
Probekorper warmebehandelt, jedoch in
einem Alter von 180d gepriift. Wahrend des
weggeregelten Versuchs wurden die Durchbie-
gung sowie die Rissoéffnung synchron zur Last
aufgezeichnet. Die untersuchten Varianten
sind in Tabelle 4.9 zusammengefasst.

Um das Volumen der Fasern in der Stoffraum-
rechnung zu integrieren, wurde das Volumen
der restlichen Betonausgangsstoffe anteilig
reduziert. Somit blieb das Verhiltnis der
einzelnen Betonausgangsstoffe untereinander
konstant. Die Last-Durchbiegungs-Kurven
der untersuchten Balken sind fiir eine Durch-
biegung bis 0,5mm im Anhang L in Bild L.1
bis Bild L.5 dargestellt. Die gemessene Durch-
biegung entsprach aufgrund der gewdhlten
Balkengeomtrie bei allen untersuchten Varian-
ten in etwa der Rissoffnung. Zur Beurteilung
der Biegezugversuche wurde das mittle-
re Last-Durchbiegungs-Integral Ip_os5 der
Kurven berechnet, siehe Tabelle 4.10. In der
Tabelle sind auch die Faserleistungskennzah-
len fiir den Werkstoff FLKy, angegeben. Diese
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Tabelle 4.9: Untersuchte Faserbetonvarianten

Faservariante!)
Eji?anr;te 015-6 040-10 048-6
gerade M  gerade  gewellt
[-] Vol.%
M1-15A 1,5 0 0
M1-30A 3,0 0 0
M1-15B 0,5 0,5 0,5
M1-30B 1,0 1,0 1,0
M1-15C 0,5 0 10

1) erste Zahl: Faserdurchmesser [mm|]
zweite Zahl: Faserldnge [mm ]
M: vermessingt

Tabelle 4.10: Integrale der
Last-Durchbiegungs-Kurven Iy_g 5 und
rechn. Faserleistungskennzahlen FLKy

Betonvariante Io-o5 FLKw
-] [Nmm] [N/mm?]
M1-15A 4.000 194
M1-30A 7.402 388
M1-15B 2.587 109
M1-30B 4.858 218
M1-15C 2915 100

wurden anhand der Faserleistungskennzahl
FLK; einer einzelnen Faser, multipliziert mit
deren Volumengehalt [Vol.-%] im Werkstoff
berechnet. Bei Verwendung eines Faserge-
misches aus i Fasertypen wurde FLKy als
Summe der einzelnen Faserleistungskennzah-
len FLKy ; ermittelt. Der Zusammenhang
zwischen den Faserleistungskennzahlen des
Werkstoffs FLKy und den Integralen Iy_os5
der Biegezugversuche ist in Bild 4.9 darge-
stellt. Zwischen den beiden Kennwerten der
untersuchten Faserbetonvarianten kann in
guter Ndherung ein linearer Zusammenhang
aufgestellt werden. Die Ergebnisse der ori-
entierend durchgefiihrten Biegezugversuche
an Betonen mit unterschiedlichen Faserge-
mischen zeigen, dass eine Beurteilung der

0-0,5

Last-Durchbiegungs-Integral |

1.000 i i & ;
0 100 200 300 400 500
FLK,, [N/mm?]

Bild 4.9: Zusammenhang zwischen
Faserleistungskennzahl des Werkstoffs FLKyy
und Integral der
Last-Durchbiegungs-Kurven Iy_q 5

Fasereffektivitdt im Werkstoff anhand der
Faserleistungskennzahlen moglich ist. Mit Hil-
fe der ermittelten Faserleistungskennzahlen
kann nun - im Hinblick auf die mechanische
Wirksamkeit - gezielt nach Alternativen zu
den Mikrostahlfasern gesucht werden. Die
Faserleistungskennzahlen konnen dariiber
hinaus auch zur Beurteilung der Fasern
hinsichtlich 6konomischer oder 6kologischer
Aspekte herangezogen werden. Dazu werden
im folgenden Kapitel entsprechende Kennwer-
te fiir die untersuchten Fasern ertrtert und
anschlieffend eine Bewertung vorgenommen.
Trotz des gefundenen klaren Zusammen-
hangs zwischen den beiden Kennwerten Iy_g5
und FLKy sei darauf hingewiesen, dass die
Faserleistungskennzahlen - sowohl fiir die
einzelne Faser, als auch fiir den Werkstoff -
eine Reihe von Vereinfachungen enthalten, die
bei der Anwendung bedacht werden miissen.
Vor allem eine bevorzugte Orientierung von
Fasern aufgrund z.B. der Probekorperbegren-
zungen kann das Werkstoffverhalten deutlich
beeinflussen. Im vorliegenden Fall wurden
kurze Fasern mit einer Lange von 6mm
und 10mm in Balken mit einer Breite von
75mm verwendet. Eine evt. ungleichméfsige
Orientierung der Fasern hatte offensichtlich
nur einen geringen Einfluss auf das Werkstoff-
verhalten. Bei der Verwendung von lingeren
Fasern und gleichen Balkenabmessungen
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wdre der Einfluss der Faserorientierung u.U.
grofier gewesen und hitte bei der Berech-
nung der Faserleistungskennzahlen fiir den
Werkstoff Dberticksichtigt werden miissen.
Die Berticksichtigung einer ungleichmafSigen
Faserorientierung kann ohne Weiteres auf
Seiten des Effektivitdtsbeiwerts 7 g erfolgen.

Das Biegetragverhalten der Faserbetone
wurde bewusst anhand von Integralen der
Last-Durchbiegungs-Kurven  bis  0,5mm
Durchbiegung bewertet. Sollen andere Kenn-
grofien oder grofiere Durchbiegungen bzw.
Rissbreiten bewertet werden, so miissen ggf.
die Faserleistungskennzahlen FLKy, wel-
che derzeit auf der maximal {ibertragbaren
Faserzugkraft basieren, angepasst werden.



Am Ende ist alles gut - und wenn nicht alles gut ist,
dann ist es nicht das Ende!
(altes indisches Sprichwort)
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5.1. Vorbemerkungen

Mit Hilfe der Faserleistungskennzahlen ist
ein Vergleich unterschiedlicher Fasern im
Hinblick auf ihre mechanische Effektivitit im
Werkstoff moglich. Die Faserleistungskenn-
zahlen konnen jedoch auch zum Vergleich
hinsichtlich weiterer Kenngrofsen wie z.B.
Kosten oder Umweltwirkungen auf der
Werkstoffebene herangezogen werden. Dies
wird im vorliegenden Kapitel fiir einige der
untersuchten Faservarianten durchgefiihrt.
Damit wird der Leser und Anwender in die
Lage versetzt, die untersuchten Fasern bzw.
Faserbetonvarianten unter verschiedenen
Gesichtspunkten (mechanische Leistungsfa-
higkeit, Kosten, Umweltwirkungen) im Sinne
einer ,multiple attribute decision aid” (mada)
zu beurteilen.

In den folgenden beiden Absdtzen werden
zundchst die Kosten und Umweltwirkungen
auf Werkstoffebene betrachtet. Im letzten
Absatz werden dann die gewonnenen Er-
kenntnisse vom Werkstoff auf Beispielbauteile
tbertragen und daraus Empfehlungen fiir
den Praxiseinsatz von Stahlfasern in UHPC
abgeleitet.

5.2. Okonomische Aspekte
faserbewehrter UHPCs

Um verschiedene Fasern bzw. faserbewehrten
UHPC mit unterschiedlichen Fasergemischen,
jedoch gleicher mechanischer Leistungsfa-
higkeit hinsichtlich 6konomischer Aspekte
zu bewerten, konnen anhand der Faserleis-
tungskennzahlen FLKy die erforderlichen
Fasermengen abgeschitzt und mit den ent-
sprechenden Kosten verkniipft werden. Die
Kosten der unterschiedlichen Fasern bzw. der
mineralischen Ausgangsstoffe des UHPCs
wurden im Rahmen eines Forschungspro-
jekts, bei dem Bauteile des Spezialtiefbaus
in einem Werk hergestellt wurden, ermittelt,
siehe Tabelle 5.1. Die in Tabelle 5.1 genannten
Preise konnen als Marktpreise im Jahr 2010
verstanden werden. Fiir die Stahlfasern des
Durchmessers 0,20 mm, 0,29 mm und 0,48 mm
wurden die Preise vereinfachend linear inter-
poliert.

Betrachtet man beispielsweise die Varian-
te M1-15A (1,5Vol-% Mikrostahlfasern
FLKw =223 N/mm?), so betragen die Kosten
fir alle Ausgangsstoffe rd. 520 €/m?>. Soll die
gleiche Leistungsfahigkeit des Werkstoffs mit
beispielsweise nur 1,0 Vol.-% der Mikrostahl-
fasern (Durchmesser 0,15mm, Bezeichnung
des Faserbetons wire: M1 — 23AB) erreicht
werden, so erhohen sich die Kosten auf
rd. 600€/m3. Neben den Mikrostahlfasern
(Durchmesser 0,15mm) miissten auflerdem
je 0,66 Vol.-% der glatten Stahlfasern des
Durchmessers 0,40mm und der gewellten
Stahlfasern (@f=0,48mm) zugegeben wer-
den. Der Gesamtfasergehalt betrdgt somit
2,32 Vol.-%. Die Anteile der Ausgangsstoffe
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Tabelle 5.1: Kosten der Ausgangsstoffe fiir UHPC

Stoff Preis
-] [€/]
Zement Z1 110
Zement Z2 und Z3 70
Silikastaub S1 500
Quarzmehl Q1 55
Quarzmehl Q2 75
Kalksteinmehl K1 30
Kalksteinmehl K3 40
Quarzsand QS 26
Fliemittel FM 1.500
MSFY 2.500
SF?) 1.800

') MSF: Stahlfasern @y = 0,15mm
2) SF: Stahlfasern @iy = 0,40 mm

an den Gesamtkosten sind fiir den Faserbeton
M1-15A in Bild 5.1 dargestellt. Im Falle
des Faserbetons M1 — 23AB mit reduziertem
Gehalt an Mikrostahlfasern betrdgt der Anteil
aller Fasern an den Gesamtkosten rd. 62 %.

56%
Mikrostahlfasern

9% 9%
Quarzsand FlieRmittel
Quarzmehl 12% 14%

Silikastaub Zement

Bild 5.1: Anteile der Ausgangsstoffe an den
Gesamtkosten des Faserbetons M1 -15A

5.3. Okologische Aspekte
faserbewehrter UHPCs

5.3.1. Vorbemerkung

Fir die Bewertung faserbewehrter UHPCs
und entsprechender Bauteile wurde die
Methode der Sach- und Wirkungsbilanz
als Teile der Okobilanz gewihlt. Andere
umweltbezogene Bewertungsmethoden wie
beispielsweise die reine Ermittlung des ku-
mulierten Energieaufwandes (KEA), des
Primédrenergieinhaltes (PI) oder der sog. MIPS
(material input per service unit) lassen zwar
tendenziell eine vergleichende Bewertung von
Baustoffen und Bauteilen zu, eine umfassen-
de Ermittlung mehrerer Umweltwirkungen
(Wirkungskategorien) ist jedoch v.a. bei sehr
unterschiedlichen Stoffsystemen wegen der
verschiedenen Einfliisse der enthaltenen Stoffe
auf die Umweltwirkungen sinnvoll.

Okobilanzen werden id.R. aufgrund des
grofien Datenaufkommens computergestiitzt
mit Hilfe von Prozessdatenbanken, in de-
nen alle umweltrelevanten Informationen
und die zu beriicksichtigenden Vorketten
festgehalten sind, durchgefiihrt. Prozessda-
tenbanken werden von Softwareherstellern
fir Okobilanzierungssoftware aber auch
von kommerziellen und nichtkommerziellen
Organisationen bereitgestellt. Fiir die im
Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Analy-
sen wurden ausschliefSlich Prozessdaten der
Schweizer ecoinvent-Datenbank verwendet.
Die Prozessdaten wurden mit Hilfe der Oko-
bilanzierungssoftware ,SimaPro” verarbeitet
und ausgewertet. Lagen fiir die Herstellung
eines Ausgangsstoffs (z.B. Fliefimittel, Stahl-
fasern) keine Prozessdaten in der Datenbank
vor, so wurde zunidchst eine Recherche zum
jeweiligen Herstellprozess durchgefiihrt. An-
schlieffend wurde die Herstellung in SimaPro
mit Hilfe vorhandener ecoinvent-Datensitze
modelliert, sieche Porzelt 7° und Stengel und

170 porzelt: Okobilanz von UHPC: Erarbeitung von
Rohdaten ausgewahlter Mischungsbestandteile als
Grundlage fiir die Okobilanzierung von UHPC.
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Schiefl 7!,

In der Wirkungsabschitzung werden die
potentiellen Umweltwirkungen des betrach-
teten Werkstoffs oder Bauteils auf Basis der
Ergebnisse der Sachbilanz abgeschitzt. Dies
wird durch eine Zuordnung von Sachbilanzda-
ten aus der Prozessdatenbank zu spezifischen
Umweltwirkungen, den sog. Wirkungskatego-
rien, realisiert. Wirkungskategorien koénnen
beispielsweise die Erderwdrmung (Treibhaus-
effekt), die Versauerung der Boden oder der
Abbau der stratosphdrischen Ozonschicht
sein. Jede Wirkungskategorie wird durch
einen Wirkungs(kategorie)indikator quantita-
tiv beschrieben. Im Falle der Erderwdrmung
(Treibhauseffekt) ist dies z.B. das sog. Treib-
hauspotential (Global Warming Potential:
GWP). Fiir jeden Wirkungsindikator wird
ein Charakterisierungs- bzw. Aquivalenz-
stoff definiert. Bei dem Wirkungsindikator
Treibhauspotential ist dies das CO,, wel-
chem in Bezug auf das Treibhauspotential
der Aquivalenzfaktor 1 zugeschrieben wird.
Alle weiteren Stoffe, welche einen Beitrag
zum betrachteten Wirkungsindikator leisten,
werden {iber Aquivalenzfaktoren relativ zum
Aquivalenzstoff beriicksichtigt. Fiir die Wir-
kungsabschiatzung liegen unterschiedliche
Methoden vor. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde fiir die Wirkungsabschitzung eine
Auswahl der Kategorien der sog. CML-
Methode (CML: Centrum voor Milieukunde
der Universitdt Leiden) angewendet. Als Wir-
kungskategorien wurden die Klimadnderung
(Erderwarmung, GWP), der Abbau der strato-
sphérischen Ozonschicht (ODP), die Bildung
von bodennahen Photooxidantien (POCP), die
Versauerung (AP) und die Eutrophierung (NP)
zur Charakterisierung der Umweltwirkungen
ausgewdhlt. Die vorgenannten Kategorien
gehoren zu den Standardwirkungskategorien
der CML-Methode.

71gtengel u. Schiefll: Sustainable construction with
UHPC.

5.3.2. Wirkungsabschatzung der
Ausgangsstoffe fir UHPC

Die Herstellung der Stahlfasern des Durch-
messers 0,15mm wurde, wie in Stengel
und SchieBl'”'beschrieben, mit Hilfe von
ecoinvent-Datensitzen modelliert. Fir die
Modellierung der Fasern mit grofserem Durch-
messer wurde angenommen, der Teilprozess
des Nassziehens werde ab einem Durch-
messer des fertigen Drahts von & r<1,6mm
benotigt. Fiir alle Drahtdurchmesser zwischen
0,15mm und 1,6 mm wurde der Anteil des
Nassziehens an den Umweltwirkungen der
gesamten Drahtherstellung linear interpoliert.

Die Umweltwirkungen der FlieSmittelher-
stellung wurden ebenfalls, wie in Stengel
und Schiefl!beschrieben, mit Hilfe von
ecoinvent-Datensdtzen modelliert.

Fir alle Zusatzstoffe (51, Q, K) wurden verein-
fachend einheitliche Umweltwirkungen eines
Kalksteinmehls aus der ecoinvent-Datenbank
angesetzt. Ebenso wurden fiir Zement und
Quarzsand bestehende ecoinvent-Datensitze
verwendet.

Tabelle 5.2 enthdlt die Ergebnisse der Wir-
kungsabschitzung fiir die Ausgangsstoffe
von UHPC (bezogen auf 1kg des jeweiligen
Ausgangsstoffs). Mit Hilfe der in Tabelle 5.2
zusammengefassten Ergebnisse konnen nun
die Umweltwirkungen beliebiger Faserbetone
ermittelt werden. Fiir die Variante M1-15A
sind die Umweltwirkungen in Form eines
sogenannten okologischen Fingerabdrucks in
Bild 5.2 dargestellt. Die Umweltwirkungen
des Faserbetons M1 - 23AB mit reduziertem
Gehalt an Mikrostahlfasern liegen je nach
Wirkungskategorie rd. 5% bis 30% tiber der
Variante M1 — 15A. Der Ersatz der Mikro-
stahlfasern durch Fasern des Durchmessers
0,40 mm bzw. 0,48 mm ist somit weder aus
o0konomischen noch aus o©kologischen Ge-
sichtspunkten empfehlenswert. Inwieweit
UHPC mit seinem hohen Gehalt an energiein-
tensiven Ausgangsstoffen mit herkommlichen
Baustoffen konkurrieren kann, wird im fol-
genden Abschnitt anhand der Analyse von
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Tabelle 5.2: Umweltwirkungen der Ausgangsstoffe fiir
UHPC bezogen auf jeweils 1kg

Stoff GWP ODP POCP AP NP
) [kel [107kg] [107kg] [107kg] [10”kg]
CO,- CFC11- CyHp- SOp- POy~

dqu. aqu. aqu. aqu. aqu.

z 085 0,23 0,43 1,16 1,74
51 0,01 0,02 0,02 0,06 0,11
Q 0,01 0,02 0,02 0,06 0,11
K 0,01 0,02 0,02 0,06 0,11
Qs 002 0,03 0,03 0,06 0,07
FM 1,10 060 19443 4,76 17,26
MSF) 268 1,40 683 14,10 10,09
SF12) 2,44 129 6,29 12,78 9,43
SF2®) 237 1,26 6,13 12,37 9,23

1) MSF: Stahlfasern @ ¢ =0,15mm
2) SF1: Stahlfasern @ £ =040mm
3) SF2: gewellte Stahlfasern & =048 mm

oDP
[10° kg CFC, -4qu.]

N

OWONDUIRWN2O-2NWAIIDHNOOO

POCP -
4 N
[10" kg C,H,-aqu.]

GWP
[10° kg CO,-4qu.]

AP L
[kg SO,-aqu.]

-

NP
[10” kg PO,*-aqu.]

Bild 5.2: Okologischer Fingerabdruck des Faserbetons
M1-15A

Beispielbauteilen erortert.

5.4. Analyse von
Beispielbauteilen

5.4.1. Vorbemerkung

Ziel der Analyse von Beispielbauteilen ist es,
den Werkstoff UHPC mit konventionellen Bau-
stoffen auf Bauteilebene zu vergleichen. Der
Vergleich auf Werkstoffebene, d.h. z.B. der Ver-
gleich einer Masse- oder Volumeneinheit ver-
schiedener Baustoffe, macht wegen der unter-
schiedlichen Leistungsfdhigkeit keinen Sinn.
Daher wird im Folgenden die Verwendung un-
terschiedlicher Baustoffe bei einigen Beispiel-
bauteilen untersucht. Die Bauteile wurden so
ausgesucht, dass die Verwendung von UHPC
entweder bereits realisiert oder rechnerisch
nachgewiesen wurde.

5.4.2. Hochbeanspruchte Stiitzen eines
Hochhauses

Stiitzen hoher Tragfahigkeit und Schlankheit
kommen zum Beispiel zur vertikalen Lastab-
tragung in Hochhdusern mit transparenter Au-
Benhiille zum Einsatz!”?> Fiir Anwendungen
dieser Art sind insbesondere Stahl- oder Stahl-
verbundstiitzen geeignet.!”> Der Post Tower
in Bonn weist eine derartige transparente Au-
Benhiille auf. Die Aufnahme der Vertikallasten
erfolgt tiber Stahlverbundstiitzen, welche im
Foyerbereich (Erdgeschoss) eine Hohe von bis
zu 15,6 m und einen Durchmesser von 762 mm
haben sowie auf eine Normalkraft von etwa
30 MN bemessen sind.!72/ 173 . 174, 175 Dje
Stahlverbundstiitzen bestehen aus einem aus-
betonierten Stahlrohr, in welches ein HEA 500
und zwei HEM 240 Walzprofile eingestellt
sind, siehe Bild 5.3.174Damit ergibt sich ein
Stahlquerschnitt von etwa 835cm? und eine

172 Sobek et al.: Tragwerke fiir transparente Hochhéuser.

173 3obek et al.: Der Post Tower in Bonn - eine detaillierte
Betrachtung der Tragwerke fiir Rohbau und Fassaden.

174 Stahl-Informations-Zentrum (Hrsg.): Stahl und Form -
Deutsche Post AG Verwaltungshochhaus Bonn.

175 Empelmann et al.: Expanding the application range of
RC-columns by the use of UHPC.
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Bild 5.3: Querschnitt der Stiitzen im Post Tower nach
Stahl-Informations-Zentrum'’* (links) bzw.
Sobek et al.17® (rechts)

zugehorige Stahlmasse pro lfd. Meter der Stiit-
zen von rd. 655kg/m. Fiir die Abschitzung
der Umweltwirkungen wurde eine Stahlgiite
S355 fiir die Walzprofile angenommen. Der
Beton iibernimmt im Wesentlichen die Auf-
gabe des Brandschutzes der innenliegenden
Walzprofile.1”® Das Ausbetonieren der Stiitzen
erfolgte mit einem Beton der Festigkeitsklasse
B45 (~ C35/45).177

Fiir diesen Beton wurde im Rahmen dieser
Studie nach Stengel et all”® ein Zementgehalt
von 340kg/m?® (CEM1425), ein Flugasche-
gehalt von 145kg/m® ein Wassergehalt
von 175kg/m® sowie ein Kiesgehalt von
1.750 kg/m> angenommen. Als Vergleich zu
der beim Post Tower ausgefithrten Stahl-
verbundstiitze analysierten Empelmann et
al. 17 eine weitere Stahlverbundstiitze mit
einem C100/115 und eine Stahlbetonstiitze
mit einem faserbewehrten UHPC der Fes-
tigkeit UHPC160/190, siehe Bild 5.4. Die
notwendigen Stahl- und Betonstahlmengen
wurden Empelmann et al.'”” entnommen. In
der Stahlverbundstiitze C100/115 kommen 32
Stabe @ = 32 mm BSt 500 S sowie ein Stahlkern
@=250mm S355 zum Einsatz.'” Aufer-
dem wurde angenommen, der hochfeste
Beton (HFB) C100/115 enthalte 470kg/m?
CEM1525R, 60 kg/m? Silikastaub, 80 kg/m>
Steinkohlenflugasche, 720kg/ m3 Sand,

176 Sobek et al.: Der Post Tower in Bonn - eine detaillierte
Betrachtung der Tragwerke fiir Rohbau und Fassaden.

177 Krtiger: Der Post-Tower - Das hochste Biirogebaude
Nordrhein-Westfalens. Baubeschreibung und Beton-
technologie.

178 Stengel et al.: Sustainable building with UHPC.

179 Empelmann et al.: Expanding the application range of
RC-columns by the use of UHPC.

UHPC
C160/190

HFB
C100/115

Bild 5.4: Querschnitt der alternativen Stiitzen fiir den
Post Tower nach Empelmann et al.'”’
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Bild 5.5: Umweltwirkungen der drei untersuchten
Stiitzenvarianten relativ zur UHPC-Stiitze

1.150 kg /m3 Splitt, 125 kg/m3 Anmachwasser
sowie 15 kg/m? FlieSmittel auf PCE-Basis.

Die UHPC-Stiitze ist mit 40 Staben @ = 32 mm
BSt 500 S bewehrt.!” Die Zusammensetzung
des UHPC wurde vom Beton M1-15A
tibernommen. Um den Anforderungen des
Brandschutzes gerecht zu werden, wurde
ein Gehalt von 0,7 Vol.-% PP-Fasern fiir den
C100/115 und den UHPC160/190 angenom-
men. Schalungen fiir die Herstellung der
Stiitzen wurden bei der Analyse vereinfa-
chend nicht beriicksichtigt. Ebenso wurden
konstruktive Details der Lasteinleitung der
Einfachheit halber bei keiner der hier vorge-
stellten Stiitzen betrachtet.

In Bild 5.5 sind die Ergebnisse der Analy-
se relativ zur UHPC-Stiitze dargestellt. Der
Anteil der Mikrostahlfasern an den Umwelt-
wirkungen der UHPC-Stiitze liegt je nach
Wirkungskategorie zwischen rd. 7% und rd.
30%. Die Ergebnisse der Analyse zeigen, dass
trotz der hohen Gehalte an energieintensi-
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Bild 5.6: Querschnitt des untersuchten UHPC-Triigers
mit Lage der Spannglieder

ven Ausgangsstoffen die Verwendung eines
faserbewehrten UHPCs fiir die Stiitzen des
Post Towers erhebliche Vorteile hinsichtlich
der Umweltwirkungen mit sich gebracht
héatte. Der Ersatz von Stahl durch faser- und
betonstahlbewehrten UHPC ist somit aus
okologischer Sicht lohnenswert. Auch die
Verwendung eines hochfesten Betons wire -
mit Ausnahme der Wirkungskategorie POCP -
mit geringeren Umweltwirkungen verbunden
gewesen.

5.4.3. Einfeldtrager

Im Rahmen eines Forschungsprojekts zur
Verwendung von UHPC im Spezialtiefbau
wurde ein vorgespannter UHPC-Trager
(Stiitzweite: 6m) als Ersatz fiir gewalzte
Stahltrager untersucht. Der UHPC-Trédger hat
einen I-férmigen Querschnitt mit einer Hohe
von 420mm und einer Breite von 320 mm,
siehe Bild 5.6. Die Querschnittsfliche des
Tragers betrug 820 cm?. Der Trager wurde im
Spannbett mit sofortigem Verbund hergestellt.
Insgesamt wurden 25 Spannlitzen der Klasse
1570/1770 (Querschnittsfliche je 140 mm?)
verwendet. Die gesamte Vorspannkraft betrug
rd. 4.950kN. Vier weitere Litzen wurden
schlaff zwischen die beiden unteren Spann-
litzenlagen eingelegt. Daraus resultiert eine
Masse des Trdgers von insgesamt 236 kg/m.
Die Vorspannung wurde im Alter von 5d
auf den Beton {ibertragen (Druckfestigkeit
rd. 100N/mm?). Nach der anschlieRenden
48-stiindigen Warmebehandlung bei 90°C
lag die Druckfestigkeit des Betons bei etwa
160N/mm?. Im Vier-Punkt-Biegeversuch
wies der Trdger bei einem Biegemoment von

470kNm (ohne Eigengewicht) eine Durch-
biegung von 20mm auf. Daraus ergibt sich
mit Hilfe des Prinzips der virtuellen Arbeit
ein resultierendes Tragheitsmoment fiir einen
Stahltrager von rd. 43.000cm* (Annahmen:
E-Modul des Stahls: 210.000 N/mm?2, keine
Verformungen aus Schub).

Fiir die Berechnung der Umweltwirkungen
des UHPC-Trdagers wurden die ecoinvent-
Datensitze wie in Stengel und Schiefl *** und
Stengel et al.'¥! beschrieben verwendet. Die
Zusammensetzung des Betons wurde von der
Variante M1 -15A {ibernommen.

Als Vergleich zu dem UHPC-Trdger wurden
die Umweltwirkungen von vier Walzpro-
filtragern (IPBv320, IPB360, IPBI400, I1450),
welche ein Tragheitsmoment von etwa
43.000 cm* +3.000 cm* aufweisen, berechnet.
Fiir die Berechnung der Umweltwirkungen
wurde angenommen, die Walzprofiltrager
wiirden im Mittel aus 66% Oxygenstahl und
34% Elektrostahl hergestellt; dies entspricht
der weltweiten Verteilung der Stahlherstel-
lung im Jahr 2008182 Die Herstellung der Walz-
profile wurde durch die ecoinvent-Datenséitze
,Steel, electric, unalloyed and low-alloyed, at
plant”, ,Steel, converter, unalloyed, at plant”
und ,Hot rolling, steel” abgebildet. Aufser
der Herstellung wurde fiir jeden Triger eine
Transportentfernung vom Werk zur Baustelle
von 30km angenommen. Dafiir wurde der
ecoinvent-Datensatz , Transport, lorry 28t”
verwendet.

Die Ergebnisse der Analyse sind in Bild 5.7
relativ auf den UHPC-Trager bezogen dar-
gestellt. Der Anteil der Mikrostahlfasern an
den Umweltwirkungen des UHPC-Tragers
liegt je nach Wirkungskategorie zwischen rd.
7,5% und rd. 20%. Die Ergebnisse der Analyse
zeigen, dass der vorgespannte Trdger aus
faserbewehrtem UHPC deutlich geringere
Umweltwirkungen aufweist als alle unter-

180 gtengel u. Schiefl: Sustainable construction with
UHPC.

181 Stengel et al.: Sustainable building with UHPC.

182 World-Steel-Association (Hrsg.) World Steel in Figu-
res 2008.
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Bild 5.7: Umweltwirkungen der Walzprofiltriger
relativ zum untersuchten UHPC-Triger

suchten Walzprofiltrager. Das deutlich hohere
Eigengewicht des UHPC-Tragers wurde
beim Transport zur Baustelle beriicksichtigt.
Auflerdem ist in den Umweltwirkungen des
UHPC-Trégers auch der Einfluss einer War-
mebehandlung im Werk enthalten. Dennoch
liegen die Umweltwirkungen z.T. um ein
Vielfaches unter denen der Walzprofiltrager.

5.4.4. Vorgespannte Trager einer
Stral3enbriicke

Almansour und Lounis!®® entwarfen, basie-

rend auf den Richtlinien fiir Kanadische
Autobahnbriicken, zwei Einfeldbriicken aus
vorgespannten Fertigteiltragern (Normalbe-
ton und UHPC) mit einer Ortbetonergédnzung.
Die Spannweite der Briicken betrdagt 45m.
Die Bemessung der Fertigteiltrager wurde fiir
einen Normalbeton mit einer Druckfestigkeit
von 40N/mm? bzw. einen UHPC mit einer
Druckfestigkeit von 175 N/mm? durchgefiihrt.
Die Ortbetonergdanzung hat in beiden Féllen
eine Druckfestigkeit von 30 N/mm? und eine
Dicke von 17,5 cm.

Fiir die Normalbetonvariante wurden fiinf sog.
CPCI-1600-Trager mit einer Hohe von 1,60 m
und einer Querschnittsfliche von jeweils
0,50 m? ausgewihlt. Jeder Triger weist einen
Spannstahlgehalt in Tragerlangsrichtung von
11,5%0 auf. Fiir die Fertigteiltrager wurde eine

183 Almansour u. Lounis: Structural performance of pre-
cast bridge girders built with UHPC.
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Bild 5.8: Okologischer Fingerabdruck der analysierten
Straflenbriickenvarianten relativ zur
Normalbetonvariante

Betonzusammensetzung sowie Transportent-
fernungen fiir die Ausgangsstoffe und den
Weg zur Baustelle mit den dazugehorigen
ecoinvent-Datensétzen wie in Stengel et al!®
beschrieben angesetzt.

Im Falle der UHPC-Variante gentigten vier
CPCI-1200-Tréager. Jeder dieser Trager hat eine
Ho6he von 1,20 m und eine Querschnittsfliache
von 0,32m?. Die Trager enthalten in Lings-
richtung je 24,5%0 Spannstahl. Fiir den UHPC
wurde die Zusammensetzung der Betonvari-
ante M1 -15A sowie eine Warmebehandlung
bei 90°C wie in Stengel etal.'®angesetzt.
Die Modellierung der UHPC-Trédger erfolgte
mit Hilfe von ecoinvent-Datensitzen fiir die
Ausgangsstoffe des UHPC und den Transport
zum Werk bzw. zur Baustelle wie in Stengel
etal.’® Fir die Ortbetonerginzung wurde
in beiden Varianten ein fertiger Datensatz fiir
Normalbeton bis C30/37 aus der ecoinvent-
Datenbank verwendet.

Die Ergebnisse der Analysen sind als sog.
Okologischer Fingerabdruck bezogen auf
den Normalbeton-Briickenentwurf in Bild 5.8
dargestellt. Der UHPC-Briickenentwurf mit
dem Faserbeton M1 -15A weist rd. 1,1-fach
bis 2,2-fach hohere Umweltwirkungen als
der Normalbeton-Briickenentwurf auf. Die
bisherigen Analysen beinhalten jedoch nur
die Herstellung der Ausgangsstoffe, ggf. eine
Wiérmebehandlung sowie den Transport zur

184 Stengel et al.: Sustainable building with UHPC.
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Baustelle. Eine evtl. hohere Lebensdauer bzw.
ein geringerer Instandhaltungs- und Instand-
setzungaufwand wihrend der Nutzungs-
dauer der Bauwerke wurde auf Seiten der
UHPC-Varianten bislang nicht berticksichtigt.
Dariiber hinaus reduzieren sich die Umwelt-
wirkungen bereits bei Verwendung optimier-
ter Betonzusammensetzungen (z.B. Beton
MS8 aus den eigenen pull-out-Versuchen mit
reduziertem Zement- und Fliesmittelgehalt
und 1,5 Vol.-% Mikrostahlfasern) auf rd. 50%
bis 80% des Normalbeton-Briickenentwurfs.
Bei einer moderaten Reduzierung der energi-
eintensiven Ausgangsstoffe konnen somit zur
Normalbetonvariante vergleichbare Umwelt-
wirkungen erreicht werden. Bertiicksichtigt
man eine hohere Lebensdauer (z.B. Faktor
1,5) und einen geringeren Erhaltungsaufwand,
so resultiert dies in deutlich geringeren Um-
weltwirkungen der UHPC-Variante tiber die
Nutzungsdauer.



Was nicht auf einer einzigen Manuskriptseite zusammengefasst werden kann,
ist weder durchdacht noch entscheidungsreif.
(Dwight D. Eisenhower)
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6. Zusammenfassung und Ausblick

Ziel der Arbeit

Die wenigen, bisher verwirklichten Bauwerke
aus ultrahochfestem Beton (UHPC) enthalten
meist 2 Vol.-% bis 3 Vol.-% Mikrostahlfasern
(@£=0,15..0,20mm). Die Mikrostahlfasern
dominieren bei diesen Fasergehalten den
Werkstoff sowohl in 6konomischer als auch in
okologischer Hinsicht. Aus diesen Griinden
ist der zumindest teilweise Ersatz der Mikro-
stahlfasern wiinschenswert. Da jedoch die
Anzahl der Fasern im Werkstoff proportional
zu r}z ist, macht sich die Wahl von kostengtins-
tigeren Fasern eines grofieren Durchmessers
im Hinblick auf die Performance des Faser-
betons besonders deutlich bemerkbar. Sollen
die Mikrostahlfasern durch Fasern eines
grofleren Durchmessers ersetzt werden, so
muss das Verbundverhalten der einzelnen
Faser optimiert werden. Um dies gezielt zu
bewerkstelligen, miissen die Mechanismen
der Kraftiibertragung zwischen Faser und
Matrix bekannt sein. An dieser Stelle setzt
die vorliegende Arbeit an und hat somit zum
Ziel, die Mechanismen der Kraftiibertragung
zu identifizieren und einer quantitativen
Beschreibung zuganglich zu machen.

Die Mechanismen wurden getrennt fiir
den geraden und gewinkelten Faserauszug
untersucht und ihr Anteil an der Kraftiiber-
tragung mit Hilfe entsprechender Modelle
rechnerisch abgeschidtzt. Insgesamt wurden
fiinf unabhingig voneinander wirkende Me-
chanismen betrachtet. Im Falle des geraden
Faserauszugs sind dies

1. eine Adhésion,
2. eine Mikroverzahnung sowie
3. die aufgrund von

Radialdruckspannungen wirkende
Reibung.

Beim gewinkelten Faserauszug wird die
Kraftiibertragung im Wesentlichen von einer
Verformung der Fasern an der Umlenkstelle
sowie der Bildung von Ausbruchkegeln am
Austrittsort der Faser beeinflusst. Alle fiinf
vorgenannten Mechanismen wurden fiir
die untersuchten Beton- und Faservarianten
rechnerisch abgeschitzt und die mafsgeben-
den Stellschrauben im Falle des geraden
Faserauszugs mit Hilfe von FEM-Analysen,
Packungsdichteberechnungen und Untersu-
chungen des Gefiiges aufgezeigt.

Da mit Hilfe der gewonnenen Kenntnisse
zwar die Kraftiibertragung zwischen Faser
und Matrix erkldrt, nicht jedoch die Effektivi-
tat der Fasern im faserbewehrten Werkstoff
beurteilt werden kann, wurden Betrachtungen
zur Faserorientierung und zur effektiven
Verbundliange im Werkstoff angestellt. Dar-
auf aufbauend ldsst sich eine vereinfachte
Faserleistungskennzahl formulieren, die es er-
moglicht, unterschiedliche Faservarianten und
Fasergemische hinsichtlich der Effektivitdt im
Werkstoff zu bewerten. Die Aussagekraft der
Faserleistungskennzahl wurde anhand einer
Reihe von Biegezugversuchen an UHPC mit
verschiedenen Fasergemischen bestétigt.

Um die bereits eingangs erwédhnten okono-
mischen und v.a. 6kologischen Aspekte einer
Verwendung von faserbewehrtem UHPC zu
bewerten, wurde eine Kostenanalyse sowie
eine Okobilanzierung sowohl auf Werkstoff-
als auch auf Bauteilebene durchgefiihrt. Die
Okobilanzierung auf Werkstoffebene erfolgte
vergleichend mit konventionellen Baustoffen.
Somit konnen die betrachteten faserbewehrten
UHPCs auch im Vergleich zu Normalbeton
oder Stahl beurteilt werden.

Die im Rahmen der Arbeit durchgefiihr-
ten Analysen und Bewertungen versetzen
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den Leser in die Lage, unterschiedliche Stahl-
fasern bzw. Fasergemische im Hinblick auf
ihre mechanische Leistungsfahigkeit, ihre
Kosten sowie ihre Umweltwirkungen hin zu
beurteilen. Damit stellt diese Arbeit Bausteine
fiir die Bewertung von UHPC im Sinne einer
,multiple attribute decision aid” (mada) zur
Verfiigung.

Zur Ausbildung des Gefliges in
der Grenzflache

Umfangreiche REM-Analysen der Grenzfla-
che haben gezeigt, dass sich an der Faser-
oberfldche bei den untersuchten UHPCs kein
sog. Duplexfilm in Form einer Schicht aus
Portlanditkristallen ausbildet. Das Gefiige in
der Grenzfldche ist augenscheinlich dicht und
unterscheidet sich zumindest optisch nicht
von der ungestorten Matrix.

Im Rahmen von EDX-Analysen der Grenz-
fliche wurde jedoch festgestellt, dass sich
je nach untersuchter Betonvariante offen-
sichtlich ein hinsichtlich der chemischen
Zusammensetzung unterschiedliches Gefiige
im Vergleich zur ungestorten Matrix ausbildet.
Die Ergebnisse zeigen, dass sich bei Anwe-
senheit von ausreichend feinen Partikeln in
den Ausgangsstoffen je nach Packungsdichte
des Korngemisches die feinen Partikel in der
Grenzflache (Ausdehnung von der Faserober-
flache aus in die Matrix: ~5pum) anreichern.
Dies fiihrt zu einer Erhohung der Packungs-
dichte in der Grenzflache und damit auch zu
einer Erhohung der Anzahl an Kontaktstellen
zwischen Faser und Matrix. Dies hat - wie
spdter gezeigt wird - direkten Einfluss auf
zwei der drei Mechanismen beim geraden
Faserauszug.

Mechanismen der Kraftiber-

tragung beim geraden

Faserauszug

Die drei bereits eingangs erwdhnten Mecha-

nismen des geraden Faserauszugs wurden im
Rahmen dieser Arbeit eingehend untersucht.

Die Radialdruckspannungen an der Faser-
oberfliache, welche sich u.a. aus der teilweise
behinderten Schwindverformung ergeben,
wurden mit Hilfe von FEM-Analysen abge-
schétzt. Dabei wurde auch die Viskoelastizitat
der untersuchten Betone beriicksichtigt. Die
FEM-Analysen griinden auf einer umfang-
reichen Literaturrecherche zur Reife, zum
Schwindverhalten, zur zeitlichen Entwicklung
des E-Moduls sowie zur Abschidtzung der
Relaxation von UHPC. Alle Berechnungen
wurden mit der Software FEMMASSE ®
durchgefiihrt. Die Berechnungen zeigen, dass
die Radialdruckspannungen an der Faserober-
flache fiir die untersuchten Betone zwischen
rd. -2,7N/mm? und rd. -4,4 N/mm? liegen.
Die rechnerischen Spannungen wurden so-
wohl durch Uberschlagsrechnung als auch
anhand von Versuchsergebnissen aus der
Literatur plausibilisiert. Bei einem {iblichen
querdruckabhingigen  Reibungskoeffizient
von 0,15 ist somit der Anteil der Reibung
an der gesamten Kraftiibertragung zwischen
Faser und Matrix bei allen Varianten unter 5%.

Die durchgefiihrten REM-Analysen von
Fasern vor und nach dem Faserauszug zei-
gen, dass die Faseroberflache bedingt durch
den Drahtziehprozess Riefen und Mulden
aufweist, welche in unterschiedlichem Grad je
nach Beton mit Matrix gefiillt sein kénnen. Die
Fiillung der Riefen und Mulden mit Matrix
wirkt wie eine Mikroverzahnung und trégt
damit zur Kraftiibertragung zwischen Faser
und Matrix bei. Die REM-Aufnahmen der
Faseroberfliche wurde daher vor und nach
dem Faserauszug mit Hilfe einer Bildanaly-
sesoftware untersucht. Der Anteil an Riefen
an der gesamten Faseroberfliche wurde dabei
zu 35% bis 40% bestimmt. Diese sind je nach
Beton unterschiedlich gefiillt, so dass sich mit
Bezug zur gesamten Verbundfliche je nach
Beton eine Scherflache von rd. 18% bis rd. 38%
ausbildet. Wahrend des Faserauszugs miissen
die Mikrobetonrippen abgeschert werden.
Als Bruchkriterium fiir die Rippen wurde
vereinfachend eine kritische Scherspannung
in Anlehnung an die Mohrsche Spannungs-
theorie abgeschdtzt. Je nach betrachtetem
Beton betrdgt der Anteil der Mikroverzah-
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nung an der Kraftiibertragung rd. 50% bis
90%. Beim Beton mit dem hochsten Gehalt an
sehr feinem Kalksteinmehl liegt der Anteil der
Mikroverzahnung an der Kraftiibertragung
- trotz der grofsten Scherfliche von 38% der
Verbundfldche - bei nur 53%. Der verbleibende
Kraftanteil ist der Adhédsion zwischen Faser
und Matrix zuzuschreiben.

Um die infolge Adhédsion iibertragenen
Faserzugkrafte abzuschdtzen, wurde die
spezifische Oberflichenenergie der Matrix
und der Stahlfaser abgeschdtzt und mit
Hilfe der JKR-Theorie in Adhésionskrifte
umgerechnet. Auf Seiten der Matrix flossen
dabei auch Ergebnisse aus der Bestimmung
der Hydratationsgrade der reaktiven Kom-
ponenten in die Berechnungen ein. Aus den
maximalen Faserzugkrédften der Versuche,
der rechnerischen Reibungskraft und der
Kraft infolge Mikroverzahnung koénnen die
erforderlichen Adhésionskrifte angegeben
werden. Zwischen den rechnerisch erforderli-
chen Adhésionskraften und der rechnerischen
Packungsdichte, d.h. in diesem Fall dem Grad
der Anreicherung feiner Partikel, wurde ein
tendenzieller ~Zusammenhang festgestellt.
Mit geringerer Packungsdichte, d.h. stiarkerer
Anreicherung feiner Partikel im Verbund-
bereich, nimmt die Verbundkraft infolge
Adhédsion zu. Dies entspricht der eingangs
aufgestellten Theorie, dass eine Anreicherung
feiner Partikel im Verbundbereich die Anzahl
der Kontaktstellen erhoht und damit die
Kraftiibertragung giinstig beeinflusst.

Mechanismen der Kraftiber-
tragung beim gewinkelten
Faserauszug

Werden Fasern unter einem Winkel aus der
Matrix herausgezogen, so spielen zwei weite-
re Mechanismen eine zentrale Rolle. Bis zu ei-
nem Winkel von etwa 45° konnen die tibertrag-
baren Faserzugkrifte mit Hilfe eines Modells
zur Faserverformung an der Umlenkstelle be-
schrieben werden. Ab einem Winkel von 30°
entstehen beim gewinkelten Faserauszug aus-

gepréagte Ausbruchkegel. Die mit der Bildung
von Ausbruchkegeln verbundenen Faserzug-
krifte konnen mit Hilfe von Uberlegungen, die
auf Ansétze aus der Befestigungstechnik griin-
den, abgeschiétzt werden. Hierfiir ist die vom
Winkel abhingige effektive Verankerungstie-
fe notwendig. Diese kann invers aus den Ver-
suchsergebnissen berechnet werden. Fiir die
untersuchten Varianten zeigte sich, dass die
rechnerische effektive Verankerungstiefe gut
mit den in den Versuchen festgestellten Tiefen
der Ausbruchkegel iibereinstimmt. Die rechne-
rischen Ansdtze aus der Befestigungstechnik
zur Bildung von Ausbruchkegeln kénnen so-
mit auf den gewinkelten Faserauszug tibertra-
gen werden.

Beurteilung der Fasereffektivitat
im Werkstoff - Faserleistungs-
kennzahl

Mit Hilfe der Untersuchungen und Analy-
sen des Verbundverhaltens einzelner Fasern
konnen die mafigebenden Mechanismen und
damit Ansdtze zur Optimierung der Kraft-
tibertragung abgeleitet werden. Eine Aussage
zur Wirkung der Fasern im Werkstoff ist
damit jedoch noch nicht méglich. Dies liegt
u.a. an der zufélligen Orientierung der Fasern
und der zufdlligen effektiven Verbundldnge
mit Bezug auf z.B. eine Rissebene begriindet.
Daher wurden im Rahmen dieser Arbeit Ef-
fektivitatsbeiwerte zur Berticksichtigung der
Faserorientierung und effektiven Verbundlan-
ge, die eine Beurteilung der Fasereffektivitat
im Werkstoff auf Basis der Einzelfaserver-
bundversuche erlauben, definiert. Um Fasern
unterschiedlichen Durchmessers vergleichend
zu bewerten, wurde darauf aufbauend eine
Faserleistungskennzahl formuliert, die das
Volumen einer einzelnen Faser beriicksichtigt.

Anhand von Biegezugversuchen an faser-
bewehrten UHPCs mit unterschiedlichen
Gemischen der untersuchten Fasern wur-
de die Aussagekraft der auf den Werkstoff
bezogenen Faserleistungskennzahlen {iber-
priift. Den Faserleistungskennzahlen fiir die
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Fasergemische wurden dabei die jeweiligen
Last-Durchbiegungs-Integrale der Faserbe-
tone gegeniibergestellt. Zwischen beiden
Kenngrofien besteht ein linearer Zusam-
menhang. Die auf den Werkstoff bezogene
Faserleistungskennzahl kann somit zur Be-
urteilung der Effektivitit der Fasern im
Werkstoff verwendet werden.

Die mechanische Effektivitit der Mikro-
stahlfasern (@ = 0,15mm) kann mit Fasern
(unbehandelt, glatt oder gewellt) des Durch-
messers 040mm bzw. 048mm nur unter
einer deutlichen Erhohung des Fasergehalts
(rd. 3,4-fach im Falle der 0,48 mm-Fasern)
erreicht werden. Werden aufgeraute Fasern
des Durchmessers 0,48 mm verwendet, gentigt
eine Erhohung des Fasergehalts um das rd.
3,2-fache. Rechnerisch betrachtet sind selbst
aufgeraute Fasern des Durchmessers 0,29 mm
nicht in der Lage, die Mikrostahlfasern bei
gleicher Leistungsfdhigkeit und gleichem
Fasergehalt zu ersetzen.

Okonomische und 6kologische
Aspekte von faserbewehrtem
UHPC - Vergleich mit anderen
Baustoffen

Bei  {iiblichen  Betonzusammensetzungen
(Fasergehalt >1,5Vol-%) dominieren die
Mikrostahlfasern sowohl die 6konomischen
als auch die okologischen Aspekte von faser-
bewehrtem UHPC auf der Werkstoffebene.
In 6konomischer und 6kologischer Hinsicht
glinstigere Fasern grofseren Durchmessers
dndern wegen ihrer deutlich geringeren
mechanischen Leistungsfahigkeit diesen Sach-
verhalt nicht. Fiir die praktische Anwendung
von UHPC bedeutet dies schlieSlich, dass
in jedem Fall die tatsdchlich erforderliche
Leistungsfahigkeit des Werkstoffs bekannt
sein sollte. Die notwendige Art und Menge
an Stahlfasern kann dann - z.B. mit Hilfe der
in dieser Arbeit gewonnenen Erkenntnisse -
zielgerichtet abgeleitet werden.

Vergleicht man einen iiblichen mikrostahlfa-

serbewehrten UHPC (Fasergehalt ~ 1,5 Vol.-%)
mit konventionellen Baustoffen (Stahl, Stahl-
Beton-Verbundbauweise) auf Bauteilebene,
so ergeben sich fiir den UHPC bereits al-
lein bei Betrachtung der Herstellphase
deutliche Vorteile im Hinblick auf die Um-
weltwirkungen. Im Vergleich zu Spannbeton
(Normalbeton) schneidet UHPC zunichst
schlechter ab. Durch z.B. eine Reduzierung
des Zementgehalts konnen die Umweltwir-
kungen jedoch bereits auf das Niveau der
Normalbetonvariante  verringert werden.
Wird die vermutlich hohere Lebensdauer der
UHPC-Konstruktionen in die Betrachtungen
einbezogen, ergeben sich deutlich geringere
Umweltwirkungen. Die Verwendung von
UHPC ist somit aus Okologischer Hinsicht
- ggf. unter Reduzierung des Zement- und
Fasergehalts - als Alternative zu Stahlbautei-
len, zu Stahl-Beton-Verbundbauteilen und zu
Spannbetonbauteilen aus normal- oder hoch-
festem Beton auf jeden Fall empfehlenswert.
Die zu erwartende hohe Lebensdauer diirfte
auch die hoheren Kosten bei der Herstellung
von UHPC-Konstruktionen zu einem Grofsteil
egalisieren.

Weiterfiihrende Forschungs-
ansatze und Ausblick

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden
Untersuchungen und Analysen von der Mikro-
ebene bis hin zur Werkstoff- und Bauteilebene
durchgefiihrt. Einige der dabei betrachteten
Aspekte wurden nicht im Rahmen eigener
Versuchsreihen untersucht, sondern mit
Hilfe von Erkenntnissen aus der Literatur
bearbeitet. Dies gilt insbesondere fiir die Ein-
gangsgrofien zur FEM-Analyse (Reifeansatz,
Schwindverhalten, zeitliche Entwicklung des
E-Moduls, Kriech- und Relaxationsverhalten),
die Scherfestigkeit der betrachteten Betone
sowie fiir die Adhésion zwischen UHPC und
Stahlfaser. Die vorgenannten Eigenschaften
sind nicht nur im Zusammenhang mit dem
Verbundverhalten von Stahlfasern in UHPC
von Interesse und sollten daher im Rahmen
von weiterfithrenden Studien in die Untersu-
chungen mit einbezogen werden.
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Der im Rahmen von orientierenden Biege-
zugversuchen festgestellte Zusammenhang
zwischen der Faserleistungskennzahl und den
jeweiligen Last-Durchbiegungs-Integralen
sollte durch weitere Faserbetonvarianten
untermauert werden. Dabei sollten auch
aufgeraute Fasern, die bisher nur anhand von
Einzelfaserausziehversuchen getestet wurden,
in die Untersuchungen aufgenommen wer-
den.

Um dem Anwender (z.B. Betontechnologe,
Tragwerksplaner) bei der Auswahl der opti-
malen Faserart und -menge eine Hilfestellung
zu geben, erscheint es dem Verfasser zweck-
méaflig, die hier gewonnenen Erkenntnisse,
insbesondere die Faserleistungskennzahlen, in
Zusammenhang mit Bemessungskennwerten
fir Faserbetone zu bringen. Hier bietet sich
z.B. die Erstellung eines Zusammenhangs
zwischen der Faserleistungskennzahl und der
Leistungsklasse des Faserbetons gemafd der
Faserbeton-Richtlinie des DAfStb an.

Die vergleichende Analyse verschiedener
Werkstoffe auf Bauteilebene hat gezeigt, dass
UHPC hinsichtlich der herstellbedingten
Umweltwirkungen mit Stahlbauteilen, Stahl-
Beton-Verbundbauteilen und auch Spannbe-
tonbauteilen aus normal- oder hochfestem
Beton konkurrenzfihig ist. Wird die Dau-
erhaftigkeit von UHPC-Konstruktionen im
Rahmen von life-cycle-costing-Analysen und
Okobilanzen iiber die gesamte Lebensdauer
mit in Betracht gezogen, so diirften die Vortei-
le von UHPC noch deutlicher erkennbar sein.
Derartige Analysen und Betrachtungsweisen
sollten nach Ansicht des Verfassers bei der
Wahl der Bauweise zukiinftig grundsitzlich
berticksichtigt werden.
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A. Charakterisierung der verwendeten
Ausgangsstoffe und der untersuchten
Betonzusammensetzungen

Chemische Zusammensetzung der Betonausgangsstoffe

Die chemische Zusammensetzung der verwendeten Stoffe ist in Tabelle A.1 zusammengefasst.
Als Referenzzement (Z1) kam ein Tiefbohrzement (API Specification 10A: ,Class G Grade HSR”),
der hinsichtlich seiner chemischen, mineralogischen und physikalischen Eigenschaften in etwa
einem CEM I 42,5 N-HS gleich kommt, zum Einsatz. Tiefbohrzemente zeichnen sich im Hinblick
auf die Verwendung in UHPC wegen ihres {iblicherweise geringen Wasser- und FliefSmittelan-
spruchs aus. Daneben wurden zwei handelstibliche Portlandzemente CEM I 42,5 R-HS (Z2) und
CEM152,5 R-HS/NA (Z3) verwendet (letztgenannter entspricht dem Referenzzement (gleiche
Charge) des DFG-Schwerpunktprogramms SPP1182 , Nachhaltiges Bauen mit ultrahochfestem
Beton”). Die klinkermineralogische Zusammensetzung der drei Zemente wurde nach Bogue,
siehe z.B. Stark und Wicht!® berechnet. Der CaO-Gehalt in Tabelle A.1 wurde nach Stark und
Wicht!® fiir die Berechnung nach Bogue um 0,70 - SO; reduziert. Die resultierenden rechneri-
schen Anteile der Klinkerphasen sind fiir die drei Zemente in Tabelle A.2 angegeben.

Spezifische Oberflache und Korngréf3enverteilungen der
Ausgangsstoffe

In Tabelle A.3 sind die spezifischen Oberflachen (N>-BET) sowie die mittleren Korndurchmes-
ser (@50) der verwendeten Ausgangsstoffe zusammengefasst. Die Korngrofienverteilungen der
Ausgangsstoffe sind in Bild A.1 dargestellt.

Zusammensetzung und KorngroRenverteilungen der Betone

Tabelle A.4 gibt einen Uberblick iiber die untersuchten Mischungsvarianten. Die resultierenden
Korngrofienverteilungen der Betone konnen Bild A.2 entnommen werden. Dartiber hinaus sind
in Bild A.3 die Korngrofienverteilungen der Betone bis 100 pm dargestellt.

Zugfestigkeit der verwendeten Stahlfasern

Die Zugfestigkeit der Stahldrdhte bzw. -fasern wurde im weggeregelten Versuch ohne Deh-
nungsmessung bestimmt. Die Ergebnisse der makroskopisch geraden Dréihte bzw. Fasern sind
in Tabelle A.5 zusammengefasst. Neben den geraden Stahlfasern wurden orientierend auch ge-
wellte Stahlfasern der Durchmesser 0,39 mm bzw. 0,48 mm untersucht, siehe gewellter Stahl-
draht in Bild A.4. Die Wellenform der Fasern wies jeweils eine Wellenlénge von 4 mm und eine

185 Stark u. Wicht: Zement und Kalk - Der Baustoff als Werkstoff (Kapitel 2.2.5, S. 33ff.).
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Tabelle A.1: Glithverlust und chemische Zusammensetzung der verwendeten Ausgangsstoffe [M.-%]

Kennwert Z1 Z2 Z3 S1 QlundQ2 KlbiskK3 H Qs
GVD 1,43 235 1,19 1,81 0,06 42,93 0 0,02
Na,O 015 0,13 0,19 0,18 0,02 0 0,30 0,02
K,0O 079 092 0,38 0,56 0,03 0 040 0,03

Nay,O-A? 067 074 044 0,56 0,04 0 056 0,03
CaO 62,92 62,40 66,40 041 0,16 56,16 37,14 0,02
MgO 079 1,70 0,79 0,23 0,03 0,19 1048 0
Fe;O3 565 588 523 040 1,43 0,05 058 0,24
Al O3 434 381 342 0,18 0,40 0,04 10,51 0,02
SiO, 21,03 20,15 21,10 95,80 97,84 0 37,85 99,76
P,Os5 0,07 0 0 0,03 0 0 0,22 0

S03 216 285 193 0,14 0,03 0,11 0,09 0,03
MO 0,63 0 023 0,10 0,19 0 1,32 0,03

1 GV = Gliihverlust
2) Natriuméquivalent: Na,O = 0,65 K,0 + Na,O
3) MO = Summe der verbleibenden Metalloxide

Tabelle A.2: Rechnerische Anteile der Klinkerphasen der drei verwendeten Zemente [M.-%]

Mineral Z1 Z2 Z3

C3S 52,9 587 739
C,S 204 135 47
GA 20 02 02
C,AF 172 179 159

Tabelle A.3: Spezifische Oberflichen und sy der verwendeten Ausgangsstoffe

Stoff N,-BET 350
[] [m*/g] [pm]
Z1 1,0 14,5
Z2 1,2 10,0
Z3 1,3 9,0
S1 20,0 0,15
Q1 0,8 14,5
Q2 3,9 4,0
K1 15 8,5
K2 1,3 4,5
K3 4,2 2,0
H 0,8 14,5

Qs 0,1 ~ 280
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Tabelle A.4: Untersuchte Mischungsvarianten mit Zusammensetzungen [kg/m>], w/z-Wert und
Gesamtoberfliche No-BET [103m?/m?3]

Stoff Ml M2 M3 M4 M5 M6 M7 M8
Z1 680 0 680 680 680 680 680 O
Z2 0 0 0 0 0 0 0 220
73 0 82 0 0 0 0 0 0
S1 138 0 138 138 138 138 138 100
S2 0 138 0 0 0 0 0 0
Q1 360 211 0 0 0 0 0 0
Q2 0 0 0 0 0 0 30 0
K1 0 0 0 371 0 0 0 0
K2 0 0 0 0 371 0 0 0
K3 0 0 0 0 0 371 0 485
H 0 0 391 0 0 0 0 350
Qs 990 995 990 989 990 990 990 991
H,O 166 160 177 165 171 165 170 187
M 35 4 24 37 30 3 31 12
w/z-Wert) 028 0,22 0,28 0,89

Np-BET 3.920 3.500 3.930 4.180 4.100 5.260 5.030 4.850

1) inkl. Wasser aus Fliemittel

Tabelle A.5: Zugfestigkeit der verwendeten Stahlfasern

Faser- Zug- Standard-  Variations- Anzahl
durchmesser festigkeit abweichung koeffizient Proben
[mm] [N/mm?] -]
0,97 2.590 53 0,02 3
0,48 2.610 26 0,01 4
0,48g") 1.210 46 0,04 15
0,39g") 1.090 48 0,04 3
0,29 2.725 122 0,04 6
0,15m?) 3.225 296 0,09 9

D) g: gewellter Draht
2) m: galvanisch vermessingt
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Bild A.2: Korngrofienverteilungen der untersuchten Betone; links: M1 bis M4; rechts: M5 bis M8

Amplitude von 1,5mm auf. Die Zugfestigkeit der gewellten Fasern betrug 1.090 N/mm? bzw.

1.210 N/mm?.

Aufrauung der Stahlfaseroberflache

Die Aufrauung der Stahlfaseroberfldche erfolgte per Hand mit Schmirgelleinen unterschiedli-
cher Kérnung (K40, K80 und K180). Jede untersuchte Faser wurde mit einem eigenen 2 cm brei-
ten Stiick des jeweiligen Schmirgelleinens 10 Mal per Hand bearbeitet, siehe Bild A.5.
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Bild A.3: Korngrofienverteilungen der untersuchten Betone bis zu einem Partikeldurchmesser von 100 um; links:
M1 bis M4; rechts: M5 bis M8

Bild A.4: Gewellter Stahldraht, Durchmesser 0,48 mm

Bild A.5: Prozess der Aufrauung der Stahlfaseroberflichen mit Hilfe eines Schmirgelleinens per Hand
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B. Shear-lag-Theorie - Herleitung der
Spannungsverlaufe im
Einzelfaserausziehversuch

Grundlage fiir die Beschreibung der formalen Zusammenhdnge der Spannungsiibertragung
zwischen der Matrix und der darin eingebetteten Faser ist im elastischen Zustand zundchst
die Betrachtung der Gleichgewichtsbedingungen fiir die Spannung an einem infinitesimalen
Werkstoffvolumen in den Zylinderkoordinaten z, r und 6.

Im rotationssymmetrischen Spannungszustand ohne Volumenkrafte reduziert sich die Gleich-
gewichtsbedingung fiir die Spannungen in z-Richtung um die Tangentialspannungen auf
Gleichung (B.1): 186

d d
a'o'rz"‘g'o'zzzo (B.1)
Nach Multiplikation der Gleichung (B.1) mit » und darauffolgendem Integrieren nach dr von
r = 0bis r = r¢ erhélt man:

d 2.0 L m(r=rs)
- _%f (B.2)

Die Verbundspannung o;, , in der Matrix kann exakt mit Hilfe der Elastizitatstheorie durch

duz, m

~ G
" dr

(B.3)

duz,,  duy,m )
+

U'rz,m:Gm")’rz:Gm'( dr dz

dargestellt werden.'®” Dabei ist 7,, die Scherung oder Gleitung, u., ,, die Axialverformung der
Matrix und u,, ,, die Radialverformung der Matrix.

Sowohl in Abhandlungen zu Faserverbundwerkstoffen 88+ 18 als auch in Arbeiten zum

Einzelfaserverbund ¥ 1% wird der zweite Term auf der rechten Seite der Gleichung (B.3)
vereinfachend vernachldssigt (d.h. du,/dz = 0 bzw. du,/dz « du,/dr).

Dariiber hinaus wird {iblicherweise angenommen, zwischen der Schubspannung an der
Faseroberfliche o;,(r=r;) und der Schubspannung in der Matrix ¢;, ,, bestehe der folgende
Zusammenhang: 187,190, 191

2-70-1 Opzm(r>ry) ~dz =22 701 - Opz(r=rf) - dz (B.4)

186 57abo: Hohere technische Mechanik (s. Kapitel 11, Seite 162 ff.).

187 Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded axially loaded fibre to matrix.

188 Cox: The elasticity and strength of paper and other fibrous materials.

189 Nairn: On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites.
190 L awrence: Some theoretical considerations of fibre pull-out from an elastic matrix.

1 piggott: Load bearing fibre composites (s. Kapitel 5).
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Daraus erhilt man fiir die Schubspannung in der Matrix:
Orz,m(r>rf) = Tf - Opz(r=rp) [T (B.5)

Durch Kombination der vereinfachten Gleichung (B.3) mit vorgenanntem Zusammenhang so-
wie Integration tiber du, von u f bis u,, bzw. iiber dr von r f bis r,, ergibt sich zunédchst: 192

el Opz(r=rf) - T rmd

JE e (B.6)
G r

ug rf

Nach Durchfiihrung der Integration und Umformulierung erhélt man:

Em Uz (r=rm) — Uz(r=ry)

—rp) = . B.7
Orz(r=1y) 2+2-v  rp-In(rfry) (B7)
In gleicher Weise kann fiir die Schubspannung in der Matrix geschrieben werden:

Em Uz (r=rm) — Uz(r=ry)
= . B.8
Orz(r>7y) 2+2-v r-ln(rm/rf) (B8)
Nach Gleichsetzen der vereinfachten Gleichung (B.3) mit Gleichung (B.8) erhdlt man
dity, = drfp - B2 ~ U C=) (B.9)

In(r/r7)

Integration von Gleichung (B.9) tiber du;, ,, von u; (r=rs) bis tuy p(r=rn) bzw. iiber dr von r ¥ bis r
ergibt:

(uz,m(yzrm) - uz,m(V:"f)) -11’1(1’/1’f)
In(rp/7f)

Uz,m = Uz, m(r=ry) + (BlO)

Durch Einsetzen des Ausdrucks fiir u; ,, in 0z 1 = E;y, - dutz, 1/ dz kann der Verlauf der Zugspan-
nung in der Matrix in Abhdngigkeit der Koordinate r, der Zugspannung in der Faser und der
Zugspannung an der dufleren Mantelfliche der Matrix angegeben werden:

Em Em In(r/ry)
_-m, ry) — = : B.11
Ozz,m Ef Oz, f t (Uzz,m(r m) Ef azz,f) ln(rm/rf) ( )
Dabei st 0y = Eyy - S2m =) 193
dz
Aus der Gleichgewichtsbedingung zwischen dufleren und inneren Kréften Fy = Fy + Fy

kann folgender Zusammenhang hergestellt werden:

Ym
0o :Uzz,f+%-fr-arzlm-dr (B.12)
f Tf

192 Piggott: Load bearing fibre composites (s. Kapitel 5).
193 Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded axially loaded fibre to matrix.
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Somit kann aus Gleichung (B.11) und Gleichung (B.12) nun ein Ausdruck fiir 03, (r=ru) hergelei-
tet werden:

22
2 2 m__f Em _

rf op + (rf 2-1n(1’m/rf)) Ef rf
Osz, m(r=rm) = 22 (B.13)
2 m f
"2 In(r/r f)
Verkniipft man nun die Gleichung (B.2) mit Gleichung (B.8), Gleichung (B.11) und
Gleichung (B.13), so erhdlt man nach Differentiation nach z eine DGL zweiter Ordnung;:

r

dz(TZZ’f
dz2

Eine derartige DGL weist bei zwei gegebenen Randbedingungen (03, f(z=0) = 03, ro und
Oyz, f(z=lf) = Oz, 0) grundsétzlich eine Losung der Form

sinh (\/¢1-z) - (09 ~ 0z, f0)
sinh (/1 1)

auf. Hierbei ist 0;,, o die Zugspannung in der Faser bei z = 0; sie ergibt sich nach Hsueh 194 aus
der Kontinuitiatsbedingung

=C1 (Uzz,f - Uzz,fO) (B14)

Ouz, f = Oz, f0 + (B.15)

Uzz,f0  OUzz,m0 _

-0) = = - B.16
€£(2=0) E, £, om0 (B.16)
und dem Kraftegleichgewicht
1,}2( Oz, 70t (Vi - 7’}) *O0zz,m0 = 7’]2( 00 (B.17)
zu:

iy
Uzz, f0 = B2 0 r (B.18)
1+ (—2 - 1) il
a Ef

Der Faktor m = ¢; berechnet sich aus:

= — (B.19)
(1+vm)-(rzm-ln(rm/rf)— m2 f)

Der Verlauf der Zugspannung in der Faser ergibt sich somit zu:
1. (rzm ) E, sinh(m-z)
e B
Oy s Ef sinh(m-1)

0o 2
14|l g Lo
Tf Ef

194 Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded axially loaded fibre to matrix.

(B.20)
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Der Verlauf der Schubspannung in der Kontaktfliche (= Verbundspannung) kann durch folgen-
den Zusammenhang charakterisiert werden: %

M:_r_f.(i 1).Em.

(o) 2 7’f2 - E_f
y 1 (B.21)
2 T =T
T En 2 m~Tf cosh(m -z)
. . T Wil O PP - Raticnia Shdeliiad’)
(1+vy) 1+(r% 1) E; [rm n(rm/7f) 5 Sinh(m1)

Durch Einsetzen von Gleichung (B.13) in Gleichung (B.11) und Ersetzen von 0, f mit dem Aus-
druck aus Gleichung (B.20) kann ebenso die Verbundspannung in Abhéngigkeit von z und r
dargestellt werden.

195 Hsueh: Elastic load transfer from partially embedded axially loaded fibre to matrix.
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C. Reibungskoeffizient zwischen Stahlfaser und
zementgebundener Matrix

Literatursichtung

Pinchin und Tabor'® fiihrten Faserausziehversuche an Stahldrihten des Durchmessers 0,87 mm
in einer dafiir entwickelten Druckzelle durch. Wahrend der Faserausziehversuche brachten sie
stufenweise eine Radialdruckspannung von 7,5 bis 28,5 N/mm? auf die zylindrischen Probekor-
per auf. Neben dem Zeitpunkt des Aufbringens des Radialdrucks variierten sie auch die mittlere
Rauigkeit R, der Drahtoberfliche (Aufrauen durch Strahlen mit Quarzsand). Der Radialdruck
wurde entweder am Ende des ersten linearen Lastanstiegs, d.h. zu Beginn der Gleitreibung (s.
erstgenannter Reibungskoeffizient in Tabelle C.1) oder nach einem weiteren Millimeter Schlupf
aufgebracht. Die Drahte (Verbundldnge: 3,06 mm) waren in einem Mortel mit Portlandzement
(w/z = 0,35) als Bindemittel eingebettet. Das Zement-zu-Sand-Verhiltnis betrug 0,565; als
Gesteinskornung wurde ein feinkristalliner Quarzbrechsand mit einem Grofstkorndurchmesser
von 1,2mm verwendet. Die feinste Kornfraktion bestand aus feinem Quarzbrechsand mit
Partikeldurchmessern zwischen 0,15 mm und 0,30 mm.

Aus den angegebenen Ausziehkriften und dem entsprechenden Radialdruck kann der
Gleitreibungskoeffizient ¢ unter Annahme eines konstanten Verlaufs der Reibungsspannung
entlang der Faser abgeschidtzt werden, siehe Tabelle C.1. Der Gleitreibungskoeffizient ist
bei gegebener Rauigkeit der Faseroberfliche im untersuchten Spektrum erwartungsgemafs
unabhingig von der Hohe der aufgebrachten Radialdruckspannung. Der Zeitpunkt des Auf-
bringens des Radialdrucks beeinflusste bei allen Oberfldchenrauigkeiten die tibertragbaren
Gleitreibungskréfte, und zwar in einer Gréflenordnung von rd. 8% bis 25%. Nach Meinung des
Verfassers ist dieser Einfluss im vorliegenden Fall aufgrund der tiblichen Versuchsstreuungen
bestenfalls bei einer Mittenrauigkeit von 1,06 pm signifikant. Bei dieser Variante verringerte
sich der rechnerische Gleitreibungsbeiwert bei Aufbringen des Querdrucks nach 1 mm Schlupf
um rd. 25% im Vergleich zum Aufbringen des Querdrucks bei Beginn der Gleitreibung. Grund
hierfiir diirfte die mit dem Herausziehen der Faser bis 1 mm Schlupf verbundene Schadigung
des Kontaktbereichs sein; eine Schadigung - abhdngig vom Schlupf - ist nach Meinung des
Verfassers umso grofier, je ausgepragter die mikromechanische Verzahnung im urspriingli-
chen Zustand vorhanden ist. Im Folgenden wird die Kraftiibertragung wéhrend des letzten
Millimeters Schlupf, d.h. am Ende der Versuche, zur Beurteilung des Einflusses der Rauigkeit
betrachtet. Der Radialdruck wurde wahrend dieser Phase nicht mehr erhoht und betrug
28,5 N/mm?. Bei den Varianten mit R, = 0,19...1,06 pm ergab sich ein dhnlicher Endwert der
Ausziehkraft. Dies deutet auf einen dhnlich Zustand der Kontaktzone am Ende des Versuchs
hin; ab einer gewissen Mikroverzahnung, d.h. ab einer gewissen Rauigkeit, ergibt sich somit
bei grofsen Verschiebungen (hier: 1 mm bis 2 mm) eine integral betrachtet dhnliche und von der
Rauigkeit unabhédngige Schadigung des Kontaktbereichs. Bei der Faser mit R, = 0,08 um lag
der Endwert der Ausziehkraft etwa um den Faktor 3 hdher (Abfall im Verlauf des Versuchs
um das 1,7-fache) als bei den verbleibenden drei Varianten. In diesem Fall war die Schadi-

196 Pinchin u. Tabor: Inelastic behaviour in steel wire pull-out from Portland cement mortar.
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Tabelle C.1: Gleitreibungskoeffizient ug, berechnet aus den Versuchsergebnissen von Pinchin und Tabor'®’

Mittenrauigkeit R, Gleitreibungskoeffizient y!)

[pm] (-]

0,08 0,157/0,145
0,19 0,075/0,087
0,44 0,056/0,065
1,06 0,050/0,040

D Anmerkung:
erste Zahl: Querdruck ab Beginn Gleitreibung
zweite Zahl: Querdruck nach 1 mm Schlupf

197

Tabelle C.2: Gleitreibungskoeffizient yug, berechnet aus den Versuchsergebnissen von Pinchin und Tabor*>’ nach

einem Ausziehweg von 2 mm

Mittenrauigkeit R, ~Gleitreibungskoeffizient yg!)

[pm] (-]

0,08 0,092/0,115
0,19 0,042/0,040
0,44 0,026/0,030
1,06 0,028/0,017

1 Anmerkung:
erste Zahl: Querdruck ab Beginn Gleitreibung
zweite Zahl: Querdruck nach 1 mm Schlupf

gung des Kontaktbereichs offensichtlich deutlich weniger stark ausgeprigt. Der Grenzwert
der Rauigkeit, ab dem es unter den vorliegenden Randbedingungen zu einer signifikanten
Schadigung der Matrix kommt, liegt bei einer Mittenrauigkeit der Faseroberfliche zwischen
0,08 um und 0,19 pm. Diese Schlussfolgerungen gelten zunéchst jedoch nur fiir den von Pinchin
und Tabor'”” verwendeten Mortel und eine Radialdruckspannung von mindestens 28,5 N/mm?.

Betrachtet man die Ausziehlast am Ende der Versuche (Ausziehweg rd. 2mm), so ergeben
sich die in Tabelle C.2 genannten Gleitreibungskoeffizienten. Anhand der Ergebnisse von
Pinchin und Tabor!¥’wird deutlich, dass der Gleitreibungskoeffizient als abhingig vom Schlupf,
d.h. vermutlich abhédngig von einem irreversiblen Verschleifs des Verbundbereichs, betrachtet
werden muss. Der Verschleifs, d.h. die Verringerung des Gleitreibungskoeffizienten ist - tiber den
gesamten Ausziehweg betrachtet - umso grofSer, je besser die urspriingliche Mikroverzahnung
zwischen Faser und Matrix. Anhand der von Leung und Geng !*® veroffentlichten Studie,
die den Einfluss von einaxialen Querzug- und Querdruckspannungen (1N/mm?, 0N/mm?,
-5 N/mm? -10N/mm?, 20 N/mm? und -30 N/mm?) auf das Verbundverhalten von Stahlfasern
(rf = 0,25mm, Mortel mit w/z= 0,5, f. = 42N/ mm?, fsp = 3,6N/ mmz) untersuchten, kann
der Haftreibungsbeiwert zu ppy ~ 0,12 bestimmt werden, siehe Bild C.1. Der fiir die Versuche
verwendete Mortel wies ein Grofstkorn von rd. 24mm und einen w/z-Wert von 0,5 (Port-

197 Pinchin u. Tabor: Inelastic behaviour in steel wire pull-out from Portland cement mortar.
198 Leung u. Geng: Effect of lateral stresses on fiber debonding/pull-out.
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Bild C.1: Verbundspannung bei Haftversagen in Abhingigkeit des aufgebrachten Querdrucks nach Leung und
Geng®® und Regression der Versuchsergebnisse mit Haftreibungskoeffizient ug als Steigung der
Geraden

landzement Typ III nach ASTM: Portlandzement mit schneller Festigkeitsentwicklung) auf.
Vorgenannter Haftreibungsbeiwert stellt allerdings nur eine ndherungsweise Abschitzung dar,
da dabei angenommen wird, unmittelbar nach Erreichen der maximalen Ausziehlast sei der
Haftverbund gerade gelost und es herrsche konstante Reibungsspannung entlang der gesamten
Verbundldnge. Aufierdem bedingt die einaxial aufgebrachte Querdruckspannung einen iiber
den Faserumfang verteilten, asymmetrischen Druckspannungsverlauf. Der Reibungsbeiwert
liegt jedoch in einer dhnlichen Grofienordnung wie zuvor anhand der Ergebnisse von Pinchin
und Tabor'® fiir den Stahldraht mit geringer Mittenrauigkeit berechnet.

Aus den Verbundspannungen, die Leung und Geng *® in Abhingigkeit des Schlupfes
und der Querdruckspannung angeben, kann die Verdnderung des Gleitreibungsbeiwerts
abgeschitzt werden, siehe Bild C.2 links. Bereits bei einem Ausziehweg von 0,25 mm (entspricht
5% der Verbundlédnge) fallt der Gleitreibungsbeiwert um rd. 50% ab. Bei einem Ausziehweg von
2,5mm betrdagt der Gleitreibungsbeiwert nur noch etwa 12% seines Anfangswerts. Mit weiter
steigendem Ausziehweg dndert sich der Gleitreibungsbeiwert nicht mehr. Die Abhéngigkeit
des Gleitreibungsbeiwerts vom Ausziehweg kann mit hoher Ubereinstimmung durch einen
logarithmischen Ansatz approximiert werden, siehe Bild C.2 links. Eine fast ebenso gute Abbil-
dung des Zusammenhangs kann mit Hilfe von drei linearen und einem konstanten Abschnitt
erreicht werden, siehe Bild C.2 rechts.

Im Vergleich zu den Ergebnissen von Pinchin und Tabor ' zeigt die Auswertung der Ver-
suche von Leung und Geng?® einen deutlich stirkeren Abfall des Gleitreibungsbeiwerts mit
zunehmendem Schlupf. Dies liegt vermutlich darin begriindet, dass die Matrix im Verbundbe-
reich im Falle von Leung und Geng 2% hinsichtlich der mechanischen Eigenschaften deutlich
schwicher (w/z = 0,50) ist als bei den Versuchen von Pinchin und Tabor'®”® (w/z = 0,35).

Kim et al. 2! geben fiir Stahlfasern in Mortel ohne weitere Herleitung oder Begriindung
einen Reibungsbeiwert von p = 0,082 an.

199 Pinchin u. Tabor: Inelastic behaviour in steel wire pull-out from Portland cement mortar.
200 Leung u. Geng;: Effect of lateral stresses on fiber debonding /pull-out.
201 Kim et al.: Interfacial debonding and fibre pull-out stresses - Part IIL.
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aus Versuchskurven von Leung und Geng

200

Schlussfolgerungen fir die eigenen Analysen

Aus den beiden Literaturstellen, die den Einfluss von Druckspannungen an der Faseroberfldche
auf das Verbundverhalten untersucht haben und somit Aussagen zum Haft- und Gleitreibungs-
koeffizienten zulassen, werden folgende Schlussfolgerungen gezogen:

1. der Haftreibungskoeffizient (Schlupf =,0”) betragt uy; = 0,15

2. der Gleitreibungskoeffizient ist abhdngig vom Schlupf s:

* ug(s=0) = pj
* ut(s=025mm) = 0,50 uj

* ut(s=050mm) = 0,40 uj

* ut(s=25mm) = 0,15-uj

* ut(s>25mm) = 0,15 uj;.

3. der Gleitreibungskoeffizient wird zwischen einem Schlupf von 0 und 2,5 mm linear
interpoliert

4. der Haft- und Gleitreibungskoeffizient ist unabhdngig vom betrachteten Beton.

Ein Zusammenhang zwischen der Topographie der Faseroberfliche und dem Gleitreibungs-
beiwert kann auf Basis der Literatur fiir die untersuchten Betone nicht abgeleitet werden. Da-
her wird vereinfachend der vorgenannte Zusammenhang zwischen Gleitreibungsbeiwert und
Schlupf angesetzt.
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D. Herleitung des Zusammenhangs zwischen
Radialdruckspannung und radialer
Schwindverformung

Vorbemerkungen

Dugdale?®? leitete anhand von Betrachtungen an einer rotierenden Scheibe das Spannungs- und
Verformungsverhalten von Zylindern und Pressverbdanden her. Die wesentlichen Annahmen
seiner Betrachtungen sowie die Herleitung der fiir diese Arbeit benotigten Zusammenhinge
werden im Folgenden wiedergegeben.

Zunichst sei ein infinitesimal kleines Volumenelement einer Scheibe der Dicke ,,1“ betrachtet,
siehe Bild D.1. Die Scheibe {ibe eine rotierende Bewegung mit der Winkelgeschwindigkeit w aus.
Der Werkstoff der Scheibe habe eine Rohdichte o, so dass sich folgende Kréftebilanz ergibt: 202

oy + Oc,/or-dr

Bild D.1: Schematische Draufsicht auf ein Volumenelement einer rotierenden Scheibe nach Dugdale®®?

Q'CUZ'TZ'(ST'(SQ-F(U}‘I'%'(ST)'(T+(ST)'(59—(7'9'(51"(59/2—0}'1"'(51"59—0'9'(51"(59/2:0 (D.1)
Nach Vereinfachung ergibt sich:

—-r-Uy—Ug+Q-w2-r2:0 (D.2)
or

Da ein rotationssymmetrischer Spannungszustand betrachtet wird, ergeben sich die Dehnungen

aufgrund einer radialen Verformung um du wie folgt: 2%

=—,€8 = ?/ €6 =0 (D.3)

202 Dugdale: Elements of elasticity (Kapitel 7, S. 88 ff.).
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Unter der Annahme eines ebenen Spannungszustands ist die Spannung ¢, in der gesamten Schei-
be ,,0”; die Radial- bzw. Tangentialspannungen kénnen durch die vorgenannten Dehnungen aus-
gedriickt werden: 2%

E
Or=T 3 (e, +v-¢€p) (D.4)

0p = (eg+v-¢&r) (D.5)

1-12
Setzt man vorgenannte Gleichungen fiir die Spannungen in Kombination mit den in
Gleichung D.3 genannten Ausdriicken in die formulierte Kriftebilanz (Gleichung (D.2)) ein, so
ergibt sich die Differentialgleichung fiir u:2%

d?u du u 1-12
. +———+

R . . 2-2:
r P P 3 0w -r =0 (D.6)

Die Losung der vorgenannten DGL lautet mit den beiden Konstanten M und N:2%

1-12

u=M-r+NJr- S E -Q-a)z-r3 (D.7)

Nun kénnen die Spannungen aus Gleichung (D.4) und Gleichung (D.5) sowie die radiale Verfor-

mung u unter Einfithrung der neuen Konstanten A und B angegeben werden: >

U'rZA—B/T’Z——?);V'Q'a)Z'}’Z (D.8)

09:A+B/r2—1+3'v-g~w2-r2 (D.9)
1-v2 2 3

E-u=(1-v)-A-r+(1+v)-BJr- g QW (D.10)

Werden nun Zylinder (Innenradius 4, Aufienradius b) unter Innendruck p; und Auflendruck p,
betrachtet, so gelten die beiden Randbedingungen:2%

0y (r=a) = A - BJa* = —p (D.11)
und
0y(r=b) = A= BJb* = —p, (D.12)

Damit sind die beiden Konstanten A und B definiert und fiir die Spannungen bzw. die radiale
Verformung ergibt sich somit in Abhéngigkeit von r:2%

o= [ (=) - (1) (D13
0y = T2 ;2/112 . [p1 . (azz/b2 + uz/rz) -p2- (1 +a2/r2)] (D.14)

203 Dugdale: Elements of elasticity (Kapitel 7, S. 88 ff.).
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2 2 2
E.u- #Z/bz.{pl . [(1_@% +(1+y)“7] —pz-[(l—v)r+(1+v)a7:|} (D.15)

Betrachtet werden nun zwei konzentrische Zylinder mit Radius ¢ der gemeinsamen Kontakt-
flache und dem Druck p, welcher auf diese Kontaktfldche wirke; der innere Zylinder habe den
Innenradius a, der duflere Zylinder den Auflenradius b. Die Radialverformung des inneren Zy-
linders bei r = ¢ lautet demnach:

B 2
”1:Tpaz/cz)'[(l_vl)c+(l+vl)%] (D.16)

Fiir die Radialverformung des dufieren Zylinders gilt:

3
_ P ¢
Up = m'[(l—VZ)ﬁ-l‘(l-l‘Vz)C] (D17)
Bildet man die Differenz aus uy und u4, lasst sich ein Zusammenhang zwischen der tatsachli-
chen radialen Dehnung und dem resultierenden Druck in der Kontaktflache herstellen. Damit
kann die z.B. aus Schwindverformungen resultierende Radialdruckspannung berechnet werden.
Zunichst lautet die Differenz der Verformungen:

3 2
P ¢ —P a
U =———————— | (1-1nn)=+(1 - (1- 1 —| (D.18
e N T [( Vz)b2+( +V2)C] B (1-2/3) [( vi)e+ (1+v1) C] (D.18)
Im Falle einer Faser (Index ¢) in einer Matrix (Index ,,) muss a = 0, ¢ = 7y und b = r,, gesetzt
werden; fiir (u2 - u1)/c schreibt man dgp,, o /7. Nach Vereinfachung kann Gleichung (D.18) nach
dem Radialdruck in der Kontaktflache p;rz aufgelost werden:

55 r,e r
et 17 (D.19)

1—Vf

pirz = 2
m |:(1 —Vm)r—é(l +(1 +1/m):| + Ef
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Tabelle D.1: Kennwerte zur Schwindverformung von UHPC aus der Literatur

Zement Silika- Wasser Schwind- Anteil Mess- Quelle
staub verformung!) Kriechen zeitraum?)
[kg/m3] bzw. [M.-%] [%o0] [%] [-]
CEM1525N
1.050 273 190 0,30 60 31h-7d Habel?%*
100 26 18
CEM142,5RHS
683 205 186 1,50 80 6/ -14d  Schachinger®®
100 30 27
CEM ITI/B 42,5 NW-HS
981 118 235 1,25 70 9h-14d  Schachinger?®
100 12 24

D gemeint ist die Schwindverformung ab ¢ = tg
2) der Messzeitruam wird ab t = to angegeben

Vereinfachte Abschatzung der Radialdruckspannung -
Literatursichtung zu den malRgebenden Eingangsgrofien

Um nach Gleichung (D.19) die Grofsenordnung der Radialdruckspannungen an der Faserober-
flaiche abzuschidtzen, werden im Folgenden Arbeiten aus der Literatur aufgelistet, bei denen
sich anhand von Versuchsergebnissen unter Berticksichtigung der Viskoelastizitdt effektive
Schwindverformungen angeben lassen. Derartige Arbeiten sind nach Kenntnis des Verfassers
fiir faserfreie UHPCs bislang nur von Habel?™ und Schachinger?® veroffentlicht worden,
siehe Tabelle D.1. Die dort zusammengetragenen Ergebnisse konnen fiir die vereinfachte Ab-
schdtzung der Grofsenordnung der Radialdruckspannungen angesetzt werden. Aus den ermit-
telten freien Schwindverformungen und dem jeweiligen Kriechanteil ergeben sich effektive
Schwindverformungen e, .¢f fiir die Spannungsberechnung von 0,120%0, 0,300% und 0,375%.
Die zugehorigen rechnerischen Radialdruckspannungen sind in Abhidngigkeit des Verhaltnis-
ses 1, /r¢ in Bild D.2 dargestellt. Die eigenen pull-out-Proben liegen in einem Bereich von
T'm /rf = 5,0/0,240 = 20,8 bis 1y, /rf = 35,0/0,075 = 233,3; in diesem Bereich diirfte das Verhiltnis
m/7f keinen spiirbaren Einfluss auf die Radialdruckspannungen an der Faseroberfliache haben.
Je nach angesetztem effektiven Schwinden liegen die resultierenden Radialdruckspannungen
bei maximal rd. -4,4 N/mm? bis -13,7 N/mm?. Diese Grofenordnung liegt zwar um den Faktor
2 bis 3 unterhalb der von Stang?% im Versuch ermittelten Spannungen; Grund hierfiir diirften
jedoch die von Stang?*® verwendeten Zementleime mit den entsprechend hohen Schwindver-
formungen sein.

204 Habel: Structural behaviour of elements combining UHPFRC and reinforced concrete.

205 chachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

206 Stang: Significance of shrinkage-induced clamping pressure in fiber-matrix bonding in cementitious composite
materials.
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E. Packungsdichte von Korngemischen und
Untersuchungen zum Geflige im
Verbundbereich

Einfihrung

Bei der Betrachtung und Modellierung der Packung von Partikeln in einem Volumen un-
terscheidet man grundséatzlich zwischen geordneter bzw. regelméfiiger und zufélliger bzw.
regelloser Partikelanordnung. Eine geordnete bzw. regelméfsige Partikelanordnung ist fiir die
meisten praktischen Anwendungsfille nicht von Interesse, da derartige Partikelanordnungen
nur durch Platzieren der einzelnen Kugeln im Volumen erreicht werden kénnen. Im Falle der
zufilligen bzw. regellosen Partikelanordnung konnen je nach Randbedingungen bzw. model-
lierten physikalischen Mechanismen und interpartikuldren Wechselwirkungen sog. lose oder
dichte Packungen erzielt werden. Als interpartikuldre Wechselwirkungen werden i.d.R. sog.
Kapillarkrifte aufgrund von Wasserbriicken, elektrostatische Kréfte und van-der-Waals-Krafte
verstanden.

Die Packungsdichte von granularen Materialien ist im Wesentlichen von der Partikelgrofie
und -form, der Partikelgrofienverteilung, der Oberflichentopographie, einer evtl. stattfin-
denden Partikelagglomeration, evtl. vorhandenen oberflichenaktiven Stoffen und der Grofle
und Art des mit Partikeln gefiillten Volumens abhingig.?’” Die vorgenannten Einflussgroien
werden im Folgenden nicht weiter diskutiert, sondern es wird sofort ein Uberblick relevanter
Versuchsergebnisse und Modellansatze fiir die Partikelpackung gegeben und die mafsgebenden
Aspekte fiir die eigenen Betrachtungen extrahiert.

Anlagerung und Packungsdichte von Partikeln an Grenzflachen

Die Beeinflussung der Partikelpackung durch z.B. Behélterwande reicht - je nach Grofie und
Form der Partikel sowie Form des Behilters - vom rd. Einfachen bis Zehnfachen des Partikel-
durchmessers von der Behilterwand in das Korngeriist hinein.?”/2%® Der Einfluss der Behalter-
wand ist umso groBer, je hoher die Packungsdichte des ungestorten Korngemisches.?” Stellt
man die Packungsdichte von Kugeln gleicher Geometrie in Abhdngigkeit des relativen Abstan-
des von der Behilterwand dar, so ergibt sich ein Verlauf entsprechend einer geddmpften Oszil-
lation, bis nach mehreren Partikeldurchmessern eine konstante Packungsdichte erreicht wird.
Dies gilt sowohl fiir konkav als auch konvex gekriimmte Behalterwande.?”” Der o.g. Verlauf der
Packungsdichte ¢(d) in Abhéngigkeit des Abstands d von der Behélterwand kann z.B. mit Hilfe

207 German: Particle Packing Characteristics (s. Kapitel 3).
208 Thadani u. Peebles: Variation of local void fraction in randomly packed beds of equal spheres.
209 Benenati u. Brosilow: Void fraction distribution in beds of spheres.
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der Funktion

d\ i\
qp(d):l—g:l— A-ex;o —b(D—p) - COS ZH(D_p) + & (E.l)

approximiert werden.?!? Hierbei sind A bzw. b Faktoren zur Anpassung der Amplitude bzw.
Déampfung; d ist der Abstand von der Behélterwand und D, der Durchmesser der Kugeln. Die
mittlere Packungsdichte 1 -¢, der Kérnung wird aus dem Verhiltnis des Feststoffvolumens zum
Behéltervolumen berechnet. Fiir die Faktoren A und b gibt Suzuki?'’basierend auf der Auswer-
tung von Experimenten folgende empirische Zusammenhénge an:

A=0,018-In (2) +0,483 (E.2)
DP

bzw.
D

b=0,312-In (—) +0,580 (E.3)
DP

Dabei steht D fiir den Durchmesser des begrenzenden Zylinders. Die beiden Exponenten a und
B werden ebenso anhand empirisch gefundener Zusammenhénge berechnet:

a =0,2061-In 2 +0,128 (E.4)
DP
bzw.
D
B=-0,033-In (D_) +1,177 (E.5)
p

Die 0.g. Zusammenhinge weisen eine sehr gute Ubereinstimmung mit den Versuchsergebnissen
im Bereich von 5,5 < D/D;, < 15,5 auf.

Das Verhalten von zylindrischen Partikeln mit einer Schlankheit von 1 ist dem von Pa-
ckungen aus Kugeln eines Durchmessers vergleichbar.?!!

Der wall-effect reicht fiir Kugeln eines Durchmessers bei zylindrischen Behilterwéanden
grundsitzlich weiter in das Korngeriist hinein als bei geraden Behlterwanden.?!? Der Einfluss
der Behilterwand ist bei nichtkugeligen Partikeln mit zufélliger Partikelanordnung bereits nach
geringeren Abstinden von der Behilterwand abgeklungen.?!® Ebenso verringert eine breitere
Partikelgrofienverteilung den storenden Effekt der Behdlterwand auf die Partikelanordnung.
Gleiches gilt auch, wenn der begrenzende Behélter unebene oder raue Wénde aufweist.?'?

Haufig wird die Packungsdichte mit Hilfe vereinfachter, rein geometrisch basierter Berech-
nungsmodelle fiir unendlich weit ausgedehnte Volumina oder begrenzte Volumenelemente mit
periodischen Randbedingungen berechnet. Dabei wird der Einfluss einer Behilterwand, d.h.
einer begrenzenden Flidche, auf die Partikelpackung (sog. wall-effect) meist vernachldssigt. Die
folgenden beiden Berechnungsmodelle von de Larrard?* bzw. Stroeven und Stroeven?"® bilden

20 guzuki et al.: Study of the wall effect on particle packing structure using X-ray micro computed tomography.
2 Roblee et al.: Radial porosity variations in packed beds.

212 Ridgway u. Tarbuck: Voidage fluctuations in randomly-packed beds of spheres adjacent to a containing wall.
213 German: Particle Packing Characteristics (s. Kapitel 3).

214 de Larrard: Concrete mixture proportioning (s. Kapitel 1.3).

215 Stroeven u. Stroeven: SPACE approach to concrete’s space structure and its mechanical properties.
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jedoch den wall-effect zumindest vereinfachend ab.

De Larrard #'® beriicksichtigte in seinem Packungsdichtemodell ,compressible packing
model” (CPM) fiir trockene Korngemische den wall-effect basierend auf der Annahme, entlang
einer Behilterwand befinde sich eine Zone mit gestorter Partikelanordnung, die eine Breite
eines halben Partikeldurchmessers aufweist. Die Grofie des gestdrten Volumens betragt somit
d/2 - Apay- In dem gestorten Volumen wird die Packungsdichte vereinfachend durch Multi-
plikation mit einem Faktor k;, in Abhédngigkeit der Partikelart aus der Partikelpackung des
ungestorten Bereichs berechnet. Fiir runde Gesteinskorner beliebiger Geometrie ergibt sich aus
Versuchen abgeleitet ein Faktor von k;, = 0,880, fiir gebrochene Gesteinskorner k,, = 0,730.
Ideale Kugeln weisen einen Faktor von 0,687 auf. Die niedrigere Partikelpackung runder Ge-
steinskorner beliebiger Geometrie an einer glatten Grenzflache begriindet de Larrard ?!®mit der
Vermutung, dass sich flachere, plattige Gesteinskorner vorzugsweise parallel zur Grenzfldache
ausrichten und somit zu einer hoheren Partikeldichte in der Storzone als kugelformige Korner
fithren. Eine Berticksichtigung interpartikuldrer Wechselwirkungen oder Wechselwirkungen
zwischen Partikeln und Behélterwand finden in den o.g. Faktoren keine Berticksichtigung. Der
wall-effect findet in de Larrads?'®Modell nur im Hinblick auf die mittlere Packungsdichte im
betrachteten Volumen Eingang.

Stroeven und Stroeven >'7 untersuchten mit Hilfe numerischer Methoden (Software SPACE)
die Packung von Zementpartikeln an einer starren Behélterwand. Das Kornband des Zements
wurde aus Griinden der Numerik im unteren Bereich limitiert und reichte daher nur von 1,9
bis 50 um. Die Packungsdichte des Korngemisches zeigt in Abhingigkeit des Abstands von
der Behélterwand das zu erwartende Verhalten, siehe oberste Kurve im Diagramm in Bild E.1.
Neben dieser Kurve sind auch die Verldufe der Volumenanteile einzelner Kornfraktionen des Ze-
ments angegeben. Dabei stellten Stroeven und Stroeven?!” fest, dass mit geringer werdendem
Abstand zur Wand des starren Behilters immer mehr die feineren Fraktionen des Zements die
Packung dominieren. Mit anderen Worten kommt es an starren Behilterwanden offensichtlich
zu einer bevorzugten Anlagerung feiner Partikel.

0,6 T T T T
- 1,9 - 50 um
E 013 USSR SSSOUOON N S A
= ‘
e :
c |
B 04 o e
3
3 P e - 15-50 um
2 031 fdn: N ——- —
2 / :
< |
[S] |
0,21 At N o
%0‘1., [ NG e 8_15“m—_
@© “ 4 - 8pum—
o ZAANES TSN NN S S 1,9-4 um

0,0 : i i } }

0 5 10 15 20 25 30 35

Abstand zur starren Behélterwand [um]

Bild E.1: Packungsdichte eines Zements sowie Volumenanteile einzelner Fraktionen des Zements in Abhingigkeit
des Abstands zu einer starren Behiilterwand nach Stroeven und Stroeven®!”

216 de Larrard: Concrete mixture proportioning (s. Kapitel 1.3).
217 Stroeven u. Stroeven: SPACE approach to concrete’s space structure and its mechanical properties.
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Modelle fiir die Berechnung der Packungsdichte - die Arbeiten v on
de Larrard

Linear packing density model

Das im vorgenannten Abschnitt bereits erwdhnte CPM ist das Ergebnis einer mehrstufigen
Entwicklung von Packungsdichtemodellen. Ausgangspunkt war das sog. ,linear packing
density model” (LPDM), welches von Stovall, de Larrard und Buil 218 erarbeitet wurde. Die
hinter dem LPDM steckende Idee basiert grundsitzlich auf einer Arbeit von Mooney 2!%, der
ein Modell zur Vorhersage der Viskositit von multimodalen Suspensionen inerter Partikel
entwickelte. Stovall et al. 2’8 wandelten das Modell von Mooney 2193b, indem sie annahmen, die
Viskositédt der fliissigen Phase der Suspension wire unendlich hoch und das Korngemenge
weise die dichteste zuféllige Packung p auf.

Betrachtet wird grundsitzlich ein Behélter des Volumens ,1“; das relative Feststoffvolu-
men einer Kornfraktion i betrage in dem Behilter 7; = ®; /® = ®; /p. Die Berechnung der
Packungsdichte p einer beliebigen Partikelmischung aus i Kérnungen leiten Stovall et al.?!8

aus der Betrachtung eines bindren Korngemisches her. Fiir die beiden Kornfraktionen gelte
r1 > ro; zwischen den beiden Kornfraktionen gebe es keinerlei Interaktion, so dass es fiir die
Packungsdichte des Gemisches zwei Falle gibt: p1 = a1 + @, bzw. pp = ax - (1 — P;) + Py In
entsprechender Weise werden vorgenannte Uberlegungen fiir Korngemenge mit beliebig vielen
Kornfraktionen i abgeleitet. Dabei ergeben sich i rechnerische Packungsdichten. Die wahre
Packungsdichte p einer derartigen Mischung aus beliebig vielen Kornfraktionen ist dann das
Minimum der i Berechnungsschritte. Jeder Berechnungsschritt resultiert aus dem Postulat,
dass mindestens eine der i Kérnungen die betrachtete Partikelmischung dominiert und somit
zundchst in seiner ungestorten zufilligen Packungsdichte «; vorliegt.

Wechselwirkungen zwischen den einzelnen Kornfraktionen werden im LPDM anhand
von Interaktionsfunktionen beriicksichtigt, welche die Packungsdichte der dominierenden
Kornklasse a; in Abhédngigkeit der Partialvolumen der verbleibenden Kornklassen reduzieren.
Im Falle einer bindren Mischung lauten die Packungsdichten: p; = a3 + f(1,2) - ®, bzw.
p2 = a2 + (1 —az) - g(2,1) - 1. Das Minimum der i berechneten Packungsdichten entspricht
auch in diesem Fall der wahren Packungsdichte p des Korngemisches.

Die Eigenpackungsdichten «; einzelner Kornfraktionen liegen typischerweise im Bereich
von 0,55 (z.B. Sande) bis 0,64 (zuféllig angeordnete Kugeln); im Rahmen der Validierung des
LPDM setzen Stovall et al.2!8 je nach betrachtetem Korngemisch a; von 0,55 bis 0,62 an.

Die Interaktionsfunktion g(i, j) berticksichtigt den wall-effect kleiner Partikel i an der
Oberflache groflerer Partikel j. Die Funktion wird iiber einen linearen Zusammenhang zur
Gesamtoberfldache des Partikelgemisches fiir Kugeln hergeleitet und lautet:

g(,i) =1 —; (E.6)
]

mitr; > r;.

Ist der mittlere Durchmesser der grofsten Kornfraktion D und der mittlere Durchmesser

218 Gtovall et al.: Linear packing density model of grain mixtures.
219 Mooney: The viscosity of a concentrated suspension of spherical particles.
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der gerade dominierenden Kornfraktion f mit t < D, so wird die Interaktionsfunktion g(j, i) auf
alle Kornfraktionen von t bis D angewendet.

Die Interaktionsfunktion f(7, j) beschreibt den sogenannten loosening-effect, d.h. die Ver-
ringerung der tatsdchlichen Packungsdichte einer Kornfraktion (r1) durch eine entsprechende
Menge kleinerer Partikel (r;); die grofien Partikel werden durch die kleineren Partikel
,auseinandergertiickt”. Fiir den vorgenannten Fall und einen mittleren Durchmesser der kleins-
ten Kornfraktion von d wird die Funktion f(7, j) demnach auf alle Kornfraktionen von d bis ¢
angewendet. Ohne weitere Begriindung nehmen Stovall et al. 22 an, dass ein loosening-effect
ab einem Verhiltnis von r, > pu-r; = 0,2 rq stattfindet. Tritt kein loosening-effect auf, so gilt
f(i,j) = 1. Ansonsten gilt bei Annahme von y = 0,2:

~ 2] 0,008-r%
flryr)=1- afri-[a-(1-a)=b]-(r1—-r)+a-a '(1_ T) E7)

mita = 0,992 und b = 0,024.

Zur Wahl von u geben Stovall etal.?® keine weiteren Hinweise. Tendenziell liefert das
LPDM etwas hohere Packungsdichten als im Versuch ermittelt; eine evtl. Verbesserung der
Ubereinstimmung mit Versuchen sehen Stovall et al.??® hauptséchlich durch die Verwendung
optimierter Interaktionsfunktionen.

De Larrard und Sedran ?*! fassen mit Bezug auf de Larrard ?**> die anhand von Versuchen
prézisierten Interaktionsfunktionen wie folgt zusammen:

1,3
.. ri
g(j i) = (1 - ;) (E.8)
]
mit7; > r; und
T ri 12
£, 0) =0,7(1—r—{)+0,3(1—r—{) (E.9)

mit r; < r;. Die Packungsdichte p wird unter Ansatz der vorgenannten Funktionen gemaf3
Gleichung (E.10) bis Gleichung (E.12) berechnet.

. i
p =min(p;) = m (E.10)
mit dem Term fiir den wall-effect
i1
A=1-w)-y 800 )) 1 (E.11)
j=1
und dem Term fiir den loosening-effect

B= Y £ij) (E.12)

j=i+l

220 gtovall et al.: Linear packing density model of grain mixtures.
221 de Larrard u. Sedran: Optimization of UHPC by the use of a packing model.
222 de Larrard: A general model for the prediction of voids content in high-performance concrete mix-design.
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Solid suspension model

Das LPDM zeigte bei Mischungen von Partikeln verschiedener Grofse v.a. im Bereich nahe der
maximalen Packungsdichte, d.h. bei optimalem Mischungsverhiltnis der Kérnungen, deutliche
Abweichungen von den experimentell bestimmten Packungsdichten, siehe de Larrard und
Sedran 2%, Dies fiihren sie im Wesentlichen auf die Verwendung der Eigenpackungsdichten
«;, welche einer zufélligen Anordnung der Partikel entsprechen, die Herleitung des Modells
anhand bindrer Partikel mit r; > r, sowie auf die Verwendung der genannten Interaktionsfunk-
tionen zuriick.>?> Aus den vorgenannten Griinden iiberarbeiteten de Larrard und Sedran??

das LPDM hin zum sogenannten ,solid suspension model” (SSM). Grundlegende Anderung
besteht in der Verwendung der virtuellen (maximalen) Packungsdichte p; einer Kornfraktion,
anstelle der Packungsdichte «;, welche mit einer zufélligen Anordnung der Partikel korrespon-
diert. Aufierdem werden zur Herleitung der Gleichungen zwei Kornfraktionen mit volliger
Interaktion, d.h. 7y = r, und B # B2 betrachtet.

Fiir Kugeln betrdgt die virtuelle Packungsdichte 0,74; dies entspricht einer exakten hexa-
gonal geordneten Platzierung der Kugeln in einem Volumen (ideale Packung). Aus einer
experimentell bestimmten zufdlligen Packung von Partikeln einer Kornfraktion kann die
virtuelle Packungsdichte tiber den Zusammenhang

- 1B,

abgeschitzt werden.??® Daraus ergibt sich nach Umformung:

n:ef =1,36-10° = exp( 2 ) (E.13)

Bi=(1/a;-0,2115)7" (E.14)

Die virtuelle Packungsdichte 7y eines beliebigen Korngemisches aus n Kornfraktionen ist das
Minimum der Funktion

%:1_Q_B (E.15)

mit dem Term fiir den wall-effect
i-1

A =

i-1

1_ﬁi+bij',3i(1_%):|]/j (E.16)
j

]=

und dem Term fiir den loosening-effect

B~ i [1 i -éi]yj (E.17)

Die Interaktionsfunktionen a;; und bj; leiteten de Larrard und Sedran 223 anhand von Kalibrierver-

suchen mit Kies und Schotter ab. Die beiden Gesteinskdrnungen enthielten Partikel mit einem

Durchmesser von rd. 80 pm bis 10 mm, siehe Sedran et al.?® . Die resultierenden Interaktions-
funktionen lauten a;; = /d;/d; und b;; = d; / dj.224

22 de Larrard u. Sedran: Optimization of UHPC by the use of a packing model.
224 Sedran et al.: Prévision de la compacité des mélanges granulaires par le modele de suspension solide I.
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De Larrard und Sedran?® wenden das SSM auf die Ausgangsstoffe von UHPC an. Die Aus-
gangsstoffe umfassten drei Sande (Grofstkorndurchmesser 400 pm), Zement und Silikastaub.
Die Korngrofienverteilungen der Sande wurden durch Siebanalyse, die Korngréfienverteilung
des Zements mit Hilfe eines Lasergranulometers und die Korngrofienverteilung des Silika-
staubs im Bereich von 0,25 pm bis 10 um mit Hilfe eines auf der Sedimentation basierenden
Messsystems (sogenannter Sedigraph) bestimmt. Da ein Grofiteil der Silikastaubpartikel einen
Durchmesser unter 0,25 um aufweist, nahmen de Larrard und Sedran?®vereinfachend einen
im logarithmischen Mafsstab aufgetragenen, bilinearen Verlauf der Korngrofsenverteilung
mit einem Knickpunkt bei 0,25 pm an. Den minimalen Korndurchmesser der Silikastaubpar-
tikel setzten sie ohne weitere Begriindung auf 0,1 um. Anhand der drei Randbedingungen
p(10um) = 1, p(0,25um) = 0,76 und p(0,1 pm) = 0 sowie der spezifischen Oberfliche (N-BET)
des Silikastaubs leiteten sie die vier Parameter fiir die beiden Gleichungen her.

Zur Ableitung der Packungsdichten a; g;,4. der einzelnen Kornfraktionen der Sande fiihr-
ten de Larrard und Sedran®” Verdichtungsversuche durch (Bestimmung von .y,). Anhand
der Ergebnisse berechneten sie fiir alle Kornfraktionen ein einheitliches «; g,,,4, von 0,565.

Die Packungsdichte des Zements und des Silikastaubs ermittelten sie iiber die Bestimmung
des Wasseranspruchs fiir eine gerade nicht mehr erdfeuchte Konsistenz eines Zement- bzw.
Silikastaubleims mit Hochleistungsfliefmittel. Im Falle des Zements ergab sich ein Yy, cem von
0,650; der Silikastaub wies ein Yy, s von 0,740 auf.

Fir die Partikel des Silikastaubs mit Durchmessern grofier als 1pm wurde aufserdem an-
genommen, &;sr>1um betrage in Anlehnung an die Packung von zufillig angeordneten
monodispersen Kugeln 0,640.

Fiir Partikel mit einem Durchmesser kleiner als 1um (d.h. kolloidale Partikel, sowohl Ze-
ment als auch Silikastaub) setzen de Larrard und Sedran®®® aufgrund der zu erwartenden,
zunehmenden interpartikuldren Wechselwirkungen ein &; ko10id(Droroid) in Abhdngigkeit
des Partikeldurchmessers @yooig an. Die Berechnung der Packungsdichte «; xoroid(Prottoid)
der kolloidalen Partikel erfolgt - ohne weitere Begriindung oder Herleitung - nach dem
Zusammenhang:?%

& kolloid (Dkotloid) = P - In(Brottoia) +9 (E.18)

mit g = 0,640 fiir den Silikastaub; aus der o.g. maximalen experimentellen Packungsdichte
Yexp, sk resultiert damit ein Parameter p von 0,015 fiir den Silikastaub.??® Diesen wendeten
de Larrard und Sedran?*ohne weitere Diskussion auch auf die kolloidalen Partikel des Ze-
ments an, so dass sich &; crms1um zu 0,445 ergibt. Alle vorgenannten experimentellen und
rechnerischen Ergebnisse der Ausgangsstoffe fiir den UHPC sind in Tabelle E.1 nochmals
zusammengefasst. Die damit nach Gleichung (E.14) resultierenden virtuellen Packungsdichten
Bi der Kornfraktionen der Ausgangsstoffe sind in Abhédngigkeit des Partikeldurchmessers in
Bild E.2 dargestellt. De Larrard und Sedran?*geben zwar die virtuellen Packungsdichten B;
der Kornfraktionen der einzelnen Ausgangsstoffe an, wenden das SSM jedoch im Weiteren
nicht auf die untersuchten UHPCs an. Grundsitzlich ist nach Meinung des Verfassers zu
der von de Larrard und Sedran?®veroffentlichten Arbeit anzumerken, dass die abgeleiteten
virtuellen Packungsdichten im Falle des Zements und des Silikastaubs nur als erste Ndherung
angesehen werden konnen. Die Ermittlung der Packungsdichte .y, des Zements und des
Silikastaubs erfolgte anhand der Bestimmung des notwendigen Wassergehalts entsprechender

225 de Larrard u. Sedran: Optimization of UHPC by the use of a packing model.
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Tabelle E.1: Kennwerte von Ausgangsstoffen fiir UHPC fiir das ,solid suspension model” nach de Larrard u.

Sedran??°
s s sY CEM SF
[-]
Yexp 0,599 0,603 0,615 0,650 0,720
g bzw. a;® 0,565 0,445 0,640
p - 0,015 0,015

1) Sandfraktion 80 pm — 125 pm
2) Sandfraktion 125 pm — 250 pm
3) Sandfraktion 250 pm — 400 pm
2 Dpartikel 2 1pum

0,80 , :

0,75 F-wrrrreeresnes e e o .

0,70~ s R

0,65 o R ]
Sande ! : Bereich kollo-
0,60 F o . idaler Partikel

0,5 o o R ]

0,50+ T S b

Virtuelle Packungsdichte 3 [-]

0,45 -rworrvrreiene oo T . IRREENE

1000,0 100,0 10,0 1,0 0,1
Partikeldurchmesser [um]

Bild E.2: Virtuelle Packungsdichte B; der einzelnen Kornfraktionen von Sand, Zement und Silikastaub in
Abhiingigkeit des Partikeldurchmessers nach de Larrard u. Sedran®2®

Leime fiir eine gerade nicht mehr erdfeuchte Konsistenz; die Beurteilung der Konsistenz un-
terliegt in diesem Fall einer subjektiven Einschdtzung. Aufserdem diirfte die Betrachtung eines
Leims aus Silikastaub, Wasser und Fliefimittel nicht die tatsdchlichen Bedingungen in einem
zementbasierten Bindemittelleim wiedergeben. Bekannterweise fiithrt der aus dem Zement
stammende hohe Gehalt an Ca-lonen zu einer elektrischen Umladung der Oberflachen der
Silikastaubpartikel. Dadurch kénnen die {iblicherweise negativ geladenen FliefSmittelmolekiile
erst in nennenswertem Mafie auf den dann positiv geladenen Silikastaubpartikeln adsorbieren.
Die Silikastaubpartikel liegen vermutlich erst nach der Adsorption der Fliefimittelmolekiile
dispergiert vor. Demnach muss davon ausgegangen werden, dass der Silikastaub in de Larrards
und Sedrans??® Leimversuch zum Grofiteil agglomeriert war; die vom Anmachwasser effektive
zu benetzende Partikeloberfliche war somit deutlich geringer als im Falle von dispergierten
Silikastaubpartikeln. Somit diirfte die aus dem Wasserbedarf abgeleitete Packungsdichte
(Yexp = 0,720) deutlich zu hoch liegen.

Im Falle des Zements wird die experimentell ermittelte Packungsdichte .y, ggf. nur durch die
subjektive Beurteilung der Leimkonsistenz verfdlscht; dennoch ist auch dieses Versuchsergebnis
zu hinterfragen. Im Hinblick auf die resultierende Packungsdichte «; der Kornfraktionen des

226 de Larrard u. Sedran: Optimization of UHPC by the use of a packing model.
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Tabelle E.2: Kompaktionsindex K fiir das ,,compressible packing model” nach de Larrard®*’

Art der Verdichtung K
(-]

loses Einfiillen 4,10
Stochern 4,50
Vibration 4,75

Vibration unter 10 kPa Druck 9,00

Nassmischen!) 6,70

1) Konsistenz gerade nicht mehr erdfeucht

Zements sei angemerkt, dass fiir die Zementpartikel mit Durchmessern < 1pm die rechneri-
schen Ergebnisse des Silikastaubs angesetzt wurden; dies fiihrt wegen der o.g. Problematik
auch zu einer Verfilschung der Packungsdichten der Kornfraktionen des Zements. Zu den fiir
Zement und Silikastaub veroffentlichten Werten kann somit geschlussfolgert werden, dass ihre
Verwendung bzw. Ubertragung auf die in dieser Arbeit eingesetzten Ausgangsstoffe nicht ohne
Weiteres erfolgen kann.

Compressible packing model

Die letzte Ergdnzung des SSM hin zum sogenannten ,compressible packing model” (CPM) fand
durch die Beriicksichtigung der Verdichtungswirkung statt, siche de Larrard 2. Die mit Hilfe
von Gleichung (E.15) bis Gleichung (E.17) berechnete virtuelle Packungsdichte 7 eines Kornge-
misches wird tiber einen Parameter K (Kompaktionsindex) in Abhédngigkeit der Kompaktionsart
in die aktuelle Packungsdichte ® des Korngemisches umgerechnet, siehe Gleichung (E.19).

K:iKi:i% (E.19)

Damit tragt das CPM der Art des Platzierens der Partikel in einem Volumen und ggf. weiteren in-
terpartikuldren Wechselwirkungen indirekt Rechnung. De Larrard??’ nennt fiir den Parameter
K ein praxisrelevantes Spektrum von 4,10 bis 9,00, siehe Tabelle E.2. Der dort zuletzt genannte
Wert fiir das Nassmischen basiert auf den Versuchen aus der Dissertation von Sedran %2, Im

Rahmen weiterer umfangreicher Versuche passt de Larrard?* auch die Interaktionsfunktionen
an:

aij =+/1- (1-d;/d;) 12 (E.20)
bij=1-(1-d;/d;)"™ (E.21)

Die vorgenannten Funktionen zur Berticksichtigung der Interaktion zwischen zwei Partikelfrak-
tionen i und j wurden von de Larrard ?*” anhand von Kalibrierversuchen (Verdichtungsversuche
an Sanden und Kiesen, K = 9) abgeschitzt. Eine physikalische Begriindung bzw. interparti-
kuldre Wechselwirkungen finden bei der Ableitung der Faktoren keine Berticksichtigung. Die

227 de Larrard: Concrete mixture proportioning.
228 Sedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.
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Tabelle E.3: Kennwerte von Ausgangsstoffen fiir UHPC fiir das ,,compressible packing model” nach Sedran®*°

Ausgangsstoff Dexp Bi
(-]
CEM152,5Y 0,6267 0,4626

Silikastaub ,,grau”z) 0,4900 0,3233
Silikastaub ,weif“?)  0,6250 0,4968
Kalksteinmehl®) 05950  0,4385

Feinstflugasche ¥  0,5400  0,4289
Quarzsand *) 06201  0,5757

1 Feststoffg. Verfl.: 2 M. - %
2) BET: 21 m?/g, Feststoffg. Verfl.: 5 M. - %
3) Feststoffg. Verfl.: 2 M. - %
4) BET: 52m?2/ g, Feststoffg. Verfl.: 2 M. - %
5) Feststoffg. Verfl.: 2 M. - %

von de Larrard 2 fiir die Kalibrierung verwendete feinste Kornung ist ein Sand mit einer
engen Korngrofienverteilung zwischen 0,50 mm und 0,63 mm. Aus diesem Grund ist davon
auszugehen, dass mit Hilfe des CPM die Packungsdichte der trockenen UHPC-Ausgangsstoffen,
welche bei den typischen feinkornigen Mischungen Grofstkorndurchmesser von rd. 0,5mm
aufweisen, nicht ohne Weiteres bestimmt werden kann. Auflerdem ist davon auszugehen, dass
aufgrund der bei UHPC é&ufierst geringen Wasservolumen-Feststoffoberflache-Verhiltnisse
Vw/Os die Kapillarkréifte ebenso wie sterische Abstoflung infolge der tiblicherweise hohen
Flieffmitteldosierung eine wichtige Rolle spielen. Beide vorgenannten Mechanismen sind im
CPM und in der von de Larrard ?* durchgefiihrten Kalibrierung zunéchst nicht berticksichtigt.

Sedran 2° wendet hingegen das CPM auch auf mehlfeine Ausgangsstoffe und Quarzsand
an. Die Bestimmung der experimentellen Packungsdichte &y, der mehlfeinen Stoffe fiihrt
Sedran®? analog zu de Larrard und Sedran ! an Leimen durch; allerdings verwende-
te Sedran?’ fiir die Herstellung der Leime anstelle von Anmachwasser eine gesittigte
Calciumhydroxid-Losung und Hochleistungsfliefimittel. Dadurch soll das wahre Adsorpti-
onsverhalten des FlieSmittels auf den Partikeln besser simuliert werden. Nach Meinung des
Verfassers diirften bei diesem Versuch die mehlfeinen Stoffe gut dispergiert und die Wechselwir-
kungen zwischen den kolloidalen Partikeln weitestgehend ausgeschaltet sein. Die experimentell
bestimmten Packungsdichten ®,,, aus den Leimversuchen wurden am besten bei Ansatz eines
Kompaktionsindex von 6,7 durch das CPM abgebildet.?*

Fiir die Bestimmung der experimentellen Packungsdichte ®,,, des Quarzsandes wendete
Sedran?*den Kompaktionsversuch nach de Larrard®?an (K = 9). Die Ergebnisse aus den
Versuchen sowie die resultierenden virtuellen Packungsdichten §; sind in Tabelle E.3 zusam-
mengefasst. Die Korngrofsenverteilungen der dort genannten mehlfeinen Stoffe konnen Bild E.3
entnommen werden. Sedran?unterzog die genannten Werte der Eigenpackungsdichten B;
auch einer Validierung, indem er verschiedene mehlfeine Stoffe in verschiedenen Verhiltnissen

229 de Larrard: Concrete mixture proportioning.
20 gedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.
21 de Larrard u. Sedran: Optimization of UHPC by the use of a packing model.
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Bild E.3: Korngrifenverteilungen der mehlfeinen Stoffe nach Sedran®*?

mischte, die Packungsdichte ®,,, der Korngemische experimentell bestimmte und der jewei-
ligen rechnerischen Packungsdichte ® gegentiiberstellte. Den Kompaktionsindex K setzte er
fiir alle Berechnungen auf 6,7 (Nassmischen). Die resultierenden Diagramme fiir ein Gemisch
aus Zement und Silikastaub, Zement und Kalksteinmehl, Zement und Feinstflugasche sowie
Zement und Quarzsand konnen Bild E.4 und Bild E.5 entnommen werden. Die Ergebnisse
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Bild E.4: Packungsdichte eines Gemisches aus Zement und Silikastaub bzw. Zement und Kalksteinmehl nach
Sedran®32

von Sedran 232 zeigen grundsitzlich eine gute Ubereinstimmung zwischen der experimentell
bestimmten und mit dem CPM berechneten Packungsdichten ®. Lediglich beim Gemisch aus
Zement und Silikastaub mit Mischungsverhiltnissen von 85/15 bis 95/5 liegen die experimen-
tellen Packungsdichten deutlich iiber den berechneten Packungsdichten. Umgekehrt verhilt es
sich beim Gemisch aus Zement und Quarzsand mit Mischungsverhéltnissen von rd. 15/85 bis
25/75. Da die letztgenannten Mischungsverhiltnisse nur bedingt praktische Relevanz haben
diirften, konnen fiir das CPM sowie die von Sedran?*?angegebenen virtuellen Packungsdichten
Bi folgende Schlussfolgerungen gezogen werden:

1. Das CPM ist auch auf mehlfeine Stoffe und Korngemenge, welche mehlfeine Stoffe
enthalten, anwendbar; dies gilt jedoch nur, wenn sichergestellt ist, dass die Partikel zum

22 Gedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.
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Bild E.5: Packungsdichte eines Gemisches aus Zement und Feinstflugasche bzw. Zement und Quarzsand nach
Sedran®3?

Grofsteil dispergiert sind, d.h. interpartikuldre Wechselwirkungen z.B. durch die
Verwendung von HochleistungsflieSmitteln weitestgehend ausgeschaltet sind.

2. Die von Sedran®® angegebenen virtuellen Packungsdichten der Kornfraktionen der
mehlfeinen Stoffe kdnnen fiir die Berechnung der Packungsdichte von UHPC
herangezogen werden.

3. Das Mischen in einem Mortelmischer resultiert bei Verwendung einer realistischen
Porenlosung anstelle von Anmachwasser und ausreichender Dispergierung in einem
Kompaktionsindex von 6,7.

Fennis et al. > untersuchten die Packungsdichte von Bindemittelleimen aus Zement

(CEM1325R bzw. CEMIII/B42,5N) und Flugasche mit variierenden Mengenverhiltnis-
sen (jeweils 0 bis 100%) und stellten die Versuchsergebnisse der mit dem CPM rechnerisch
ermittelten Packungsdichte gegeniiber. Die experimentelle Bestimmung der Packungsdichte
erfolgte an den Zementleimen mit Hilfe einer Zentrifuge. Das nach dem Zentrifugieren {tiber-
schiissige Porenwasser wurde entfernt, die wirkende Beschleunigung betrug rd. das 6.800-fache
der Erdbeschleunigung. Dies bedeutet beispielsweise fiir ein kugelférmiges Zementpartikel
mit einem Durchmesser von 100 pm eine Zentrifugalkraft von rd. 0,1 mN. Trotz der hohen
Beschleunigung lagen die experimentell bestimmten Packungsdichten - zumindest fiir die
Bindemittelleime aus CEM III/B - erstaunlich nahe an den rechnerisch ermittelten. Bei den
CEM I-Leimen war die Ubereinstimmung etwas schlechter. Die experimentell ermittelten
Packungsdichten Dexp lagen je nach Variante im Bereich von 0,54 bis 0,59; die zugehorigen
virtuellen Packungsdichten der einzelnen Kornfraktionen B; und den angesetzten Kompak-
tionsindex K geben Fennis et al.>** nicht an. Das CPM scheint jedoch fiir Suspensionen mit
dispersen Phasen mit Feinheiten im Zementbereich akzeptable Packungsdichten zu liefern,
wenn eine vergleichsweise hohe Kompaktion wirksam ist. Der Verfasser ist der Ansicht,
dass dies die Gegebenheiten in Zementleimen oder Suspensionen mit noch feinerer disperser
Phase wie z.B. UHPC und ansonsten atmosphérischen Bedingungen nicht befriedigend abbildet.

Um den Einfluss interpartikuldrer Wechselwirkungen wie van-der-Waals oder elektrostati-
scher Krifte zu untersuchen, schlagt Fennis etal.?® die Implementierung entsprechender

233 Fennis et al.: The use of geometry-based particle packing models with fine particles.
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Ansitze in das Partikelpackungsprogramm ,HADES”, siehe z.B. He et al.?*% vor. Mit den dabei
gewonnenen Erkenntnissen konnen dann die fiir das CPM benotigen Interaktionsfaktoren ggf.
angepasst werden. >

Vorgenannte Aspekte deuten zundchst darauf hin, dass die auf CPM beruhende Berech-
nung der Packungsdichte nicht ohne Weiteres auf UHPC {ibertragen werden kann. Gerade fiir
die feinen Zusatzstoffe wie z.B. Gesteinsmehle oder Silikastaub miissen neben ggf. angepassten
Interaktionsfaktoren auch die entsprechenden Eigenpackungsdichten B; bestimmt werden.
Letztgenannte Eingangsgrofie kann fiir mehlfeine Stoffe nicht mehr mit Hilfe tiblicher Kom-
paktionsversuche ermittelt werden. Die Schlussfolgerungen von Fennis et al.?* stehen jedoch
auch im Widerspruch zu den von Sedran?* im Rahmen seiner Dissertation durchgefiihrten
Versuchen. Eine abschlieflende Beurteilung ist somit an dieser Stelle noch nicht moglich.

Die im vorhergehenden Abschnitt bereits erwahnte, von Fennis et al.?*®

vorgeschlagene
Erweiterung des CPM fiihrt Fennis?>*” im Rahmen ihrer Dissertation durch. Das weiterentwickel-
te Modell bezeichnet sie als ,,compaction-interaction packing model” (CIPM). Notwendigkeit
fiir eine Weiterentwicklung des CPM besteht nach Fennis 237 im Wesentlichen in der Tatsache,
dass bei Verwendung von nennenswerten Mengen an Partikeln mit Durchmessern kleiner als
125 um neben geometrischen Aspekten (wall-effect und loosening-effect) die interpartikuldren
Wechselwirkungen im Korngemisch eine immer groSere Rolle spielen. Da de Larrard 2 die
Kalibrierung des CPM, d.h. die Ableitung der Interaktionsfunktionen anhand von Kompakti-
onsversuchen, mit Sanden, Kiesen und Schotter vornimmt, werden vorgenannte Aspekte vom
CPM laut Fennis? nur in unzureichendem Mafe berticksichtigt. Aufierdem stellt Fennis fest,
dass die von de Larrard®*® abgeleiteten Interaktionsfunktionen unter gewissen Randbedingun-
gen zu widerspriichlichen Ergebnissen fiihren, siehe Kapitel 5.1, Seite 91 in der Dissertation
von Fennis?¥. Aus den genannten Griinden formuliert Fennis?¥, basierend auf der Idee von
Schwanda 2, neue Grundgleichungen fiir die Berticksichtigung der Partikelinteraktionen im
CPM. Die in den neuen Interaktionsgleichungen enthaltenen Parameter wy, , und wy j leitet sie
anhand der numerischen Modellierung der Partikelinteraktionen unter Ansatz der sogenannten

DLVO-Theorie her.

Basis fiir die von Fennis?’genannten Argumente zur Notwendigkeit einer Uberarbeitung
des CPM sind Packungsdichteversuche mit Quarzmehlen. Fennis?¥ leitet die Packungsdichte
der Quarzmehle anhand des Wasseranspruchs eines Korngemenges ab, wenn im Mischversuch
die maximale elektrische Leistungsaufnahme erreicht ist. Fennis?’ setzt fiir die Mischver-
suche zwar Fliefmittel ein (Naphthalin-Sulphonate, Polycarboxylate), als Dispersionsmittel
verwendete sie jedoch Wasser. Aus diesem Grund ist nach Meinung des Verfassers auch bei den
Quarzmehlen davon auszugehen, dass die tatsachlichen Gegebenheiten im Frischbeton, d.h.
im Wesentlichen das wahre Adsorptionsverhalten des Fliefimittels auf den Partikeloberfldchen,
nicht wiedergegeben werden. Die Versuche und das neue Modell von Fennis eignen sich
demnach nur fiir Suspensionen, bei denen davon auszugehen ist, dass die mehlfeinen Stoffe
weitgehend nicht dispergiert sind. Die Ansdtze des CIPM werden daher im Rahmen dieser
Arbeit fiir UHPC nicht weiter verfolgt.

BiHeetal.: Computer simulation of arbitrary-shaped grains and application to aggregate packing in concrete.

235 Eennis et al.: The use of geometry-based particle packing models with fine particles.

236 Sedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.

27 Fennis: Design of ecological concrete by particle packing optimization.

28 de Larrard: Concrete mixture proportioning.

29 gchwanda: Das rechnerische Verfahren zur Bestimmung des Hohlraums und Zementleimanspruchs von Zuschli-
gen und seine Bedeutung fiir den Spannbetonbau.
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Tabelle E.4: Ergebnisse der Packungsdichteversuche aus Gemischen und mehlfeinen Stoffen bzw. Sand, nach
Lowke et al !

Ausgangsstoff Yexp Bi
[-]

Z1 0,601 0,437

Z1+QM1 0,612 0,437

Z1+KSM3 0,638 0,442

QS 0,602 0,550

240 1 241

Aufbauend auf einer Idee von Flatt und Bowen wurde von Lowke et a ein Ver-
such entwickelt, der es erlaubt, die Eigenpackungsdichten mehlfeiner Stoffe unter fiir UHPC
realistischen Bedingungen (u.a. Einsatz von HochleistungsflieSmitteln) ohne die inverse
Ermittlung des Kompaktionsindex K abzuschdtzen. Die Versuche ergaben fiir Gemische aus
mehlfeinen Stoffen, welche im Rahmen dieser Arbeit verwendet wurden, die in Tabelle E.4
angegebenen Ergebnisse. Die von Lowke et al.?*! genannten Werte der Eigenpackungsdichten
Bi sind zwar mit Hilfe der Interaktionsfunktionen des CPM abgeleitet, eine Validierung, d.h.
die Uberpriifung der Giiltigkeit des Modells und der o.g. Werte anhand von Mischungen mit
verschiedenen Mischungsverhéltnissen, fithrten Lowke et al. 241 jedoch nicht durch; dies ist
allerdings auch nicht notwendig, da mit dem von Lowke et al.?*! entwickelten Versuch die ma-
ximale Packungsdichte 7., eines Korngemisches bestimmt wird. Die inverse Ermittlung eines
Kompaktionsindex K anhand von Versuchen zur Packungsdichte verschiedener Mischungen
der betrachteten Korngemenge kann somit entfallen.

Wechselwirkungen der kolloidalen Partikel (i.W. van-der-Waals-Krédfte und elektrostati-
sche Krifte), wie sie z.B. in trockenen Korngemischen oder auch in Suspensionen mit Wasser als
Dispersionsmittel auftreten wiirden, sind aufgrund der Verwendung von Hochleistungsfliefs-
mittel in entsprechender Menge und dem hohen Ca-Ionengehalt aus dem Zement stammend
weitgehend ausgeschaltet. Die im Versuch stattfindenden Wechselwirkungen (im Wesentlichen
sterische und elektrostatische AbstofSung infolge der Fliefimittelmolekiile) diirften die wahren
Verhiltnisse in der UHPC-Suspension addquat wiederspiegeln. Demnach kann von einer
beinahe volligen Dispergierung aller Partikel ausgegangen werden. Letztgenannte These wurde
von Lowke etal.?*! durch die experimentelle Bestimmung der KorngroSenverteilung einer
UHPC-Suspension belegt.

Die ermittelten Packungsdichten <.y, entsprechen einer maximalen Packungsdichte des je-
weiligen betrachteten Korngemisches. Die im Frischbeton nach dem Mischen und wéhrend
der Erhdrtung vorliegende Packungsdichte unterscheidet sich vermutlich von 7,y,. Dennoch
diirften die maximalen Packungsdichten 7y zur Interpretationszwecken geeignet sein.

1.2 genannten maximalen Packungsdichten B; der einzelnen Kornfrak-

Die von Lowkeeta
tionen stimmen {iberaus gut mit den von Sedran®*? ermittelten Ergebnissen iiberein. Dies ist ein

240 Flatt u. Bowen: Yodel: A yield stress model for suspensions..
217 swke et al.: Control of rheology, strength and fibre bonding of UHPC with additions.
242 Sedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.
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Hinweis dafiir, dass mit Hilfe des Versuchs von Lowke et al.2*? die maximale Packungsdichte 7,
bestimmt sowie daraus die maximalen Packungsdichten §; abgeleitet werden konnen. Die von
Lowke et al.?#* getroffene Annahme einer maximalen Packungsdichte ; ~ 0,437 fiir Silikastaub
liegt ebenfalls in einer dhnlichen GroSenordnung wie von Sedran?#* (B; ~ 0,4968) angegeben.
Die maximalen Packungsdichten ; von monodispersen Partikeln mit Durchmessern unter rd.
125 pm liegen - vollstandige Dispergierung vorausgesetzt - demnach im Bereich von rd. 0,440
bis 0,500.

Untersuchungen zum Geflige im Verbundbereich mit Hilfe von EDX
und REM

Um den Faserkanal nach dem Faserausziehversuch fiir die EDX- und REM-Analysen zugang-
lich zu machen, wurden die pull-out-Probekorper nach dem Versuch eingesdgt und per Hand
vorsichtig in zwei Teile gebrochen. Bild E.6 zeigt exemplarisch eine EDX-/REM-Probe nach
der Vorbereitung. Die EDX-Analysen wurden in der Bruchfliche der ungestorten Matrix und

Bruchfliche UHPC Eingesagter Bereich

Verbundbereich der Stahlfaser

Bild E.6: pull-out-Probekdrper nach der Vorbereitung fiir die EDX-/REM-Analysen

im Verbundbereich im Riickstreuelektronenmodus bei einer Beschleunigungsspannung von
15kV und 500-facher Vergrofierung durchgefiihrt. Die Grofse eines Messfelds betrug somit rd.
230 x 160 pm?.

Tabelle E.5 und Tabelle E.6 geben die Ergebnisse der EDX-Analysen hinsichtlich der Gehalte an
Calcium- und Siliziumionen wieder.

231 owke et al.: Control of rheology, strength and fibre bonding of UHPC with additions.
24 Gedran: Rheologie et rheometrie des betons. Application aux betons autonivelants.
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Tabelle E.5: Ca- und Si-Gehalte aus den EDX-Analysen fiir die Betone mit Quarz- bzw. Hiittensandmehl und
Anzahl der gemessenen Einzelwerte n;

Beton M1 M2 M3 M7

Cay) 184 271 244 158
sip) 243 196 178 286
Sip/Ca) 132 072 137 181
ny) 60 24 30 57
Ca?) 190 265 239 217
si2) 259 216 225 273
Sin/CaZ) 130 079 086 123
n2) 25 8 10 11
A 001 -0,07 051 0,58

1) im Faserkanal, d.h. im Verbundbereich
2) in der ungestorten Matrix
3) A = Si,/Cay, — Siy /Cam

Tabelle E.6: Ca- und Si-Gehalte aus den EDX-Analysen fiir die Betone mit Kalksteinmehl und Anzahl der
gemessenen Einzelwerte n;

Beton M4 M5 M6 M8

Cay) 279 216 311 336
Siy) 150 140 122 105
Cap/Siy) 1,86 155 256 3,19
ny) 24 24 23 30
Ca?) 290 259 271 277
Si2) 179 157 178 157

Caw/SiZ) 1,70 169 177 2,14

n2) 8 8 8 10
AY) 016 -014 0,79 1,05

1) im Faserkanal, d.h. im Verbundbereich
2) in der ungestorten Matrix
3) A = Cay/Siy, - Cayy/Sim
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F. Reife, thermische Eigenschaften und
Entwicklung des statischen E-Moduls von
UHPC

Vorbemerkungen

Die rechnerische Abschitzung der Radialdruckspannungen an der Faseroberflache erfordert ne-
ben der Abbildung des verformungsverursachenden Schwindverhaltens und der Viskoelastizi-
tat der Betone auch die Berticksichtigung des Einflusses der durchgefiihrten Warmebehandlung
und der Entwicklung des statischen E-Moduls. Aufserdem werden die thermischen Eigenschaf-
ten (Warmeausdehnkoeffizient ar, Warmeleitfahigkeit A, Warmespeicherkapazitit cr) als Ein-
gangsgrofien benotigt. Keine der vorgenannten Eigenschaften wurde im Rahmen von Versuchen
fiir die betrachteten Betone ermittelt. Aus diesem Grund werden im Folgenden entsprechende
Ansédtze zur Modellierung der vorgenannten Eigenschaften erldutert und auf die untersuchten
Betone tibertragen.

Entwicklung der Reife

Im Alter von 5 Tagen wurden die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Proben unabhéngig
von der Betonzusammensetzung fiir 48 h bei 90 °C iiber Wasser wiarmebehandelt. Der Warme-
behandlung wird hinsichtlich des Einflusses auf die zeitliche Entwicklung der mechanischen
Eigenschaften und der Schwindverformungen {iber einen gédngigen Reifeansatz Rechnung ge-
tragen. In Anlehnung an Habel?*® und Kamen ?* wurde zur Berechnung der Reife R(t) ein
in der FE-Software FEMMASSE© implementierter und urspriinglich von BaZant und Najjar ¥
bzw. von Bazant?*® entwickelter Ansatz (sogenanntes E,- bzw. Aktivierungsenergie-Konzept)
verwendet, siehe Gleichung (E.1).

t
E, 1 1 1
R() = feXp[E ' (Tmf+273 B T(t)+273)] v g U (F1)

fo

Der exponentielle Term in Gleichung (F.1) geht auf Modellierung des Temperatureinflusses
auf Basis der Arrhenius-Gleichung zuriick; der zweite Term berticksichtigt einen evtl. vor-
handenen Einfluss des Feuchtepotenzials h.?47. 2488 Hierbei sind a, und b, Faktoren, die von
der Betonzusammensetzung abhdngen. Der Einfluss des Feuchtepotenzials bleibt fiir die
FEMMASSE-Berechnungen im Rahmen dieser Arbeit - wie auch bei Habel?*® und Kamen?#¢ -
vereinfachend unberticksichtigt. Die zeitliche Entwicklung der Reife R(f) ist somit von der Ak-
tivierungsenergie E; (R = 8,3144]/mol-K, universelle Gaskonstante), der Referenztemperatur
Tyer (i.d-R. 20°C) und dem zeitlichen Verlauf der tatséchlichen Temperatur T(¢) abhéngig. Die

245 Habel: Structural behaviour of elements combining UHPFRC and reinforced concrete.

246 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
247 Bazant u. Najjar: Nonlinear water diffusion in nonsaturated concrete.

248 Bazant: Creep and shrinkage of concrete: Mathematical modeling.
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Aktivierungsenergie E, ist ein von der Beton- bzw. Bindemittelzusammensetzung abhangiger
Parameter, der den Einfluss der Temperatur auf die Reaktionskinetik der reaktiven Komponen-
ten beschreibt.

Fiir das Verhiltnis von E,/R setzt Habel ?* ohne weitere Begriindung einen Wert von
4.000K an.
Kamen > nennt fiir Silikastaub eine Aktivierungsenergie E, von etwa 80,0kJ/mol und fiir
Zement typischerweise rd. 33,5 k] /mol. Fiir ihren untersuchten UHPC setzt Kamen? - basie-
rend auf einer Abschitzung von E, anhand der Druckfestigkeitsentwicklung bei unterschied-
lichen Temperaturen - eine Aktivierungsenergie von 33,3 kJ/mol (entspricht E,/R = 4.005K)
an (Zusammensetzung des Bindemittels: 1.410kg/m> CEM 1525 R, 367 kg/m> Silikastaub,
w/z-Wert 0,165). In die FEMMASSE-Berechnungen von Kamen findet dann jedoch ohne weitere
Begriindung ein E;/R-Wert von 4.400 K Eingang.

Carino und Tank %! geben fiir Betone und Mortel mit verschiedenen Portlandzementen je
nach w/z-Wert (0,60 und 0,45) E;-Werte von rd. 40 k] /mol bis 64 k] /mol an. Fiir fein aufgemah-
lene Portlandzemente des Typs Il nach ASTM stellten sie jedoch keinen nennenswerten Einfluss
des w/z-Werts fest; die ermittelten Aktivierungsenergien lagen zwischen rd. 40,1 kJ/mol und
44,0kJ/mol. Dies ergdbe ein Verhiltnis E,/R von rd. 4.820K bis 5.290 K. Der Austausch von
Portlandzement (ASTM-Typ I) durch Hiittensandmehl (Austauschrate 50 M.-%) resultierte beim
niedrigen w/z-Wert (0,45) in einer Verringerung der Aktivierungsenergie um rd. 42% auf Werte
zwischen 42,7 k] /mol und 44,7 k] /mol. Beim hohen w/z-Wert (0,60) erhohte sich der E;-Wert
hingegen um rd. 15%.

Ma et al. 2?2 untersuchten Bindemittelleime aus Portlandzement und verschiedenen reakti-
ven Zusatzstoffen hinsichtlich ihrer Warmefreisetzung bei unterschiedlichen Starttemperaturen.
Daraus leiteten sie unter Ansatz der Arrhenius-Gleichung die Aktivierungsenergie E, ab. Fiir
den Bindemittelleim aus Portlandzement ergab sich ein E,-Wert von 39,0 k] /mol. Der Austausch
von 65 M.-% des Zements durch Hiittensandmehl fiihrte zu einem etwa 20% hdheren E,-Wert.
Dies liegt in einer dhnlichen GroSenordnung wie von Carino und Tank®! fiir Betone und
Mortel bei w/z=0,60 festgestellt. Der Ersatz von 7,5M.-% des Zements durch Silikastaub
resultierte in einem rd. 28% geringeren E,-Wert.

Ewert et al. 2 {iberpriiften anhand von adiabatischen Kaloriemetrieversuchen bei unter-
schiedlichen Starttemperaturen und daraus abgeleiteten Hydratationsgraden die Giiltigkeit des
E,-Konzepts fiir die Reife von UHPC. Der untersuchte UHPC entsprach dem faserbewehrten
Referenz-UHPC des DFG-Schwerpunktprogramms SPP 1182, welcher als faserfreie Variante
im Rahmen der eigenen Arbeit (M2) zur Verwendung kam. Zur Abschitzung der E,/R-Werte
wadhlten sie einen Ansatz von Freiesleben, Hansen und Pedersen; hierbei wird fiir Temperaturen
ab 20°C und dariiber von einem konstanten Wert E;/R = 4.030K ausgegangen. Unterhalb
von 20 °C steigt der E;/R-Werte linear abhingig von der Temperatur. Die tiber das rechnerisch
ermittelte wirksame Alter aufgetragenen Hydratationsgrade waren fiir die untersuchten
Starttemperaturen beinahe identisch, so dass von einer Giiltigkeit des E,-Konzepts und dem
gewdhlten Ansatz ausgegangen werden kann. Der Ansatz eines konstanten bzw. von der Art

29 Habel: Structural behaviour of elements combining UHPFRC and reinforced concrete.

%0 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.

251 Carino u. Tank: Maturity functions for concrete made with various cements and admixtures.

252 Ma et al.: Calorimetric study of cement blends containing fly ash, silica fume, and slag at elevated temperatures.
253 Ewert et al.: Heat of hydration and hardening of UHPC.
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Tabelle F.1: E;/R-Werte fiir die untersuchten Betone zur Modellierung der Reife

Mischung w/z-Wert w/b-Wert!) E, E;/R
(-] [k]/mol]  [K]

M1, M4 bis M7 0,282 0,233 35,0 4.210

M2 0,225 0,193 33,5 4.030

M3 0,282 0,160 35,0 4.210

M8 0,887 0,291 42,0 5.050

D w/b: Wasser/(Zement + Silikastaub + ggf. Hiittensandmehl)

und Zusammensetzung des Bindemittels unabhingigen E,/R-Werts wird hier trotz der von
Ewert et al. * gefundenen Zusammenhinge nur als erste Naherung fiir die Modellierung der
Reife von UHPC interpretiert.

In Anbetracht der vorgenannten Aspekte zur Aktivierungsenergie wird fiir die im Rah-
men dieser Arbeit untersuchten Betone mit Portlandzement der Festigkeitsklasse 42,5 und
Silikastaub als Bindemittel sowie Quarz- oder Kalksteinmehl als inerter Zusatzstoff verein-
fachend unabhingig von der Temperatur ein E,-Wert von 35,0k]/mol angesetzt. Gleiches
gilt vereinfachend fiir die Mischung M3 mit Hiittensandmehl anstelle des Quarzmehls
und ansonsten gleicher Menge und Art des Bindemittels. In Anlehnung an Ma et al.
wird fiir die Mischung M8 (220kg/m® CEM 142,5 R-HS, 350 kg/m> Hiittensandmehl und
100kg/ m® Silikastaub) ein E,-Wert von 1,20 - 35,0 = 42,0k]J/mol angenommen. Der E,-Wert
fir die Mischung M2 (entspricht Referenzrezeptur des DFG-Schwerpunktprogramms SPP
1182) wird von Ewert et al.?>*(T = 20°C) {ibernommen. Somit ergeben sich die in Tabelle F.1
zusammengefassten Verhiltnisse E;/R fiir die untersuchten Betone. Fiir die durchgefiihrte
Wirmebehandlung (Dauer: 2 d) ergibt sich somit eine Reife R(t) von rd. 30,3 (E,/R = 4.210K),
26,9 (E;/R = 4.030K) bzw. 52,5 (E;/R = 5.050 K) Tagen. Zum Zeitpunkt der Priifung liegt das
wirksame Alter der Betone demnach bei rd. 32d bis 57 d. Alle zeitabhdngigen Eingangswerte
fiir die FEMMASSE-Berechnungen miissen demnach bis mindestens 57 d vorliegen.

Warmeleitfahigkeit, Warmespeicherkapazitat,
Warmeausdehnungskoeffizient

Fiir alle untersuchten Betone wird nach Habel ”® und Kamen %’ eine Warmeleitfahigkeit

Ar = 24W/mK und eine Warmespeicherkapazitit cr = 2.800 k] /m°K angenommen. Der Wir-
meausdehnungskoeffizient ar wird ebenfalls in Anlehnung an Habel 2 in Abhangigkeit der
Zeit definiert. Bis zum Erstarrungsbeginn betrégt er 4,0- 107 K~!; von Erstarrungsbeginn bis 1d
nach Erstarrungsende wird at zwischen 4,0 - 10°K ! und 1,2-10°K! linear interpoliert. Ab
Erstarrungsende bleibt a1 konstant bei 1,2 - 109K L.

2% Ewert et al.: Heat of hydration and hardening of UHPC.

255 Ma et al.: Calorimetric study of cement blends containing fly ash, silica fume, and slag at elevated temperatures.
256 Habel: Structural behaviour of elements combining UHPFRC and reinforced concrete.

257 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
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Tabelle F.2: Ubersicht zum experimentell ermittelten Erstarrungsbeginn bzw. -ende von UHPC aus der Literatur

Autor Zementart w/z-Wert w/b-Wert! Beginn Erslt;:;zn N
[-] [d]
Eppers CEM152,5 R-HS 0,230 0,198 0,250 k.A. k.A.
CEM152,5R-HS 0,227 0,195 0,389 0,403 0,014
Gerlicher et al. CEM152,5 R-HS 0,349 0,200 0,750 0,771 0,021
CEM152,5R-HS 0,907 0,206 1,729 1,806 0,077
Schachinger =~ CEM 142,5 R-HS 0,270 0,208 0,267 0,275 0,008

1) Bindemittel: alle reaktiven Stoffe: Zement, Silikastaub und ggf. Hiittensandmehl

Erstarrungsbeginn und -ende von UHPC ohne Faserbewehrung

Zur Modellierung der thermischen und mechanischen Eigenschaften sowie der Schwindverfor-
mung von UHPC wird der Zeitpunkt des Erstarrungsbeginns und -endes benoétigt. Daher wird
im Folgenden eine Ubersicht zum experimentell ermittelten Erstarrungsbeginn bzw. -ende aus
der Literatur gegeben. Angaben zum Erstarrungsbeginn bzw. -ende liegen in der Literatur in
den Arbeiten von Eppers >, Gerlicher et al. > und Schachinger 2° (siehe auch Schachinger
et al.?®!) vor, siehe Tabelle F.2. Die beiden letztgenannten Betone von Gerlicher et al.?’ wiesen
einen Austausch des Zements durch Hiittensandmehl in Héhe von 35 Vol.-% bzw. 75 Vol.-% im
Vergleich zum erstgenannten Beton auf. Die anderen in Tabelle F.2 genannten Betone sind Port-
landzementbetone, welche neben dem Zement nur Silikastaub als weitere Bindemittelkompo-
nente enthalten. Nach einhelliger Meinung der im Absatz ,, Zum Einfluss von Hiittensandmehl
auf das Schwindverhalten” (siehe Kapitel G) genannten Autoren ist fiir das sehr frithe Verhalten
von Betonen - v.a. wenn latent hydraulische und/oder puzzolanische Bindemittelkomponenten
verwendet werden - im Wesentlichen der Zement verantwortlich. Die in Tabelle F.2 zusammen-
gestellten Ergebnisse aus der Literatur lassen einen tendenziellen Zusammenhang zwischen
dem w/z-Wert und dem Erstarren der Betone vermuten; aus diesem Grund sind in den bei-
den Diagrammen in Bild F.1 die Zeitpunkte des Erstarrungsbeginns (links) bzw. die Dauer des
Erstarrens (rechts) gegen den w/z-Wert aufgetragen. In den Diagrammen sind jeweils auch ver-
einfachte exponentielle Fitfunktionen dargestellt. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass
die dargestellten vereinfachten Zusammenhinge nur fiir die 0.g. Zemente, d.h. Zemente mit ge-
ringem C3A-Gehalt und entsprechender Mahlfeinheit gelten. Da im Rahmen der eigenen Versu-
che ebenfalls C3A-arme Zemente verwendet wurden, werden fiir die weitere Modellierung des
Erstarrens der Betone vereinfachend die in Bild F.1 genannten Fitkurven herangezogen. Damit
ergeben sich die in Tabelle F.3 zusammengefassten Kennwerte zum Erstarren der untersuchten
Betone.

28 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.

259 Gerlicher et al.: Effect of finely ground blast furnace slag on the properties of fresh and hardened UHPC.

260 Schachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

261 Schachinger et al.: Early-age cracking risk and relaxation by restrained autogenous deformation of UHPC.
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Zeitpunkt des Erstarrungsbeginns [d]

2,0

1,84
164
1,44
1,24
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0,84
0,64
044
0,24
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""""""""""""""""""""" Fitkurve E

02 03 04 05 06 07 08 09 10
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Dauer des Erstarrens [d]

0,10

0,09)
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0,074
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0,024
0,014

y =0,0059 - exp (2,8509 - w/z

= Versuche
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Bild F1: Zeitpunkt des Erstarrungsbeginns (links) bzw. Dauer des Erstarrens (rechts) in Abhingigkeit des
w/z-Werts fiir verschiedene UHPCs aus der Literatur

Tabelle F.3: Rechnerisch abgeschiitzter Zeitpunkt des Erstarrungsbeginns bzw. Dauer des Erstarrens fiir die

untersuchten Betone

Mischung w/z-Wert w/b-Wert!) I*;rstarren
Beginn At
(-] [-] [d]
M1, M4 bis M7 0,282 0,233 0,379 0,0013
M?2 0,225 0,193 0,328 0,0011
M3 0,282 0,160 0,379 0,0013
M8 0,887 0,291 1,763  0,0740

D' w/b: w/(Zement + Silikastaub + ggf. Hiittensandmehl)
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Tabelle F.4: E-Moduln der untersuchten Betone nach der Wiirmebehandlung, Priifalter 7 d
Mischung w/z-Wert w/b-Wert) E-Modul E wirks. Alter?)

[-] [N/mm?] [d]
M1 0,282 0,233 49.800 35,3
M3 0,225 0,193 50.000 35,3
M5 0,282 0,160 48.000 35,3
M8 0,887 0,291 42.700 57,5

D w /b: Wasser /(Zement + Silikastaub + ggf. Hiittensandmehl)
2) zum Zeitpunkt der Priifung

Entwicklung des statischen E-Moduls

Der statische E-Modul wurde im Rahmen der eigenen Untersuchungen an den Mischungen M1,
M3, M5 und M8 nach der Warmebehandlung im Alter von 7 d ermittelt, siehe Tabelle F.4.

Die im Rahmen einer Recherche in der Literatur gefundenen zeitlichen Entwicklungen
des statischen E-Moduls von UHPCs mit Portlandzement (w/z < 0,27) und Silikastaub als
Bindemittel sind in Bild F.2 zusammengefasst. Burkart und Miiller > veréffentlichten Ergeb-
nisse fiir den Referenzbeton M2Q des DFG-Schwerpunktprogramms SPP 1182 (Mischung
M2 dieser Arbeit) ab einem Alter von 1d bis rd. 180 d. Mit Hilfe des exponentiellen Ansatzes
aus dem Model Code 1990 28 (Gleichung 2.1-57 und 2.1-58, Faktor fiir Zement: 0,20) gelingt
jedoch eine akzeptable Néaherung der zeitlichen Entwicklung nur zwischen rd. 1d und 28d.
Die von Schachinger?®* (mittlere Werte fiir CEM I-Betone) bzw. Eppers 2% veroffentlichten
E-Modul-Kurven werden im Zeitraum von 1d bis 56 d mit ausreichender Genauigkeit durch
vorgenannten Ansatz wiedergegeben. Die statischen E-Moduln des Betons von Eppers?®

wurden aus der zeitlichen Entwicklung des dynamischen E-Moduls iiber einen Faktor von 0,84
berechnet, siche Eppers?®. Inwieweit ein konstanter Umrechnungsfaktor {iber den gesamten
betrachteten Zeitbereich giiltig ist, kann an dieser Stelle nicht beurteilt werden. Fiir UHPCs
mit einem nennenswerten Austausch des Portlandzementklinkers durch Hiittensandmehl und
Wasser /Portlandzementklinker-Verhéltnissen grofler als 0,7 liegen nur die Ergebnisse von
Schachinger?**und Eppers2®®vor, siehe Bild F.3. Eine akzeptable Naherung der Verliufe durch
den Ansatz aus dem Model Code 1990 ergibt sich lediglich fiir den Zeitraum zwischen rd. 3 d bis
4 d und 56 d. Im Hinblick auf die Abbildung der zeitlichen Entwicklung des statischen E-Moduls
durch den Ansatz des Model Code 1990 kann Folgendes festgehalten werden: Im Falle von
UHPC mit Bindemitteln aus Portlandzement (w/z-Wert < 0,27) und Silikastaub ist eine akzep-
table Néherung fiir den Zeitraum von etwa 1d, d.h. rd. 0,7 d bis 0,8 d nach Erstarrungsbeginn,
bis rd. 56 d moglich. Wird ein Grofsteil des Portlandzementklinkers durch Hiittensandmehl aus-
getauscht, so gelingt die Abbildung durch den Model Code 1990-Ansatz nur fiir den Zeitraum
von rd. 3d bis 56 d. Der Beginn der Giiltigkeit des Model Code 1990-Ansatzes entspricht bei
Betrachtung des Betons M8 rd. 1,2d nach dem rechnerischen Erstarrungsbeginn. Der jeweils
vor 0.g. Zeitrdumen stattfindende starke Anstieg des E-Moduls kann durch den Model Code

262 Burkart u. Miiller: Creep and shrinkage characteristics of UHPC (2008).

263 CEB-FIP: Model Code 1990.

264 Schachinger: Mafsnahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

265 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Bild F.2: Zeitliche Entwicklung des statischen E-Moduls fiir UHPC mit Portlandzement und Silikastaub aus der
Literatur und Fitkurven nach Model Code 1990
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Bild F.3: Zeitliche Entwicklung des statischen E-Moduls fiir UHPC mit Portlandzement, Hiittensandmehl und
Silikastaub aus der Literatur und Fitkurven nach Model Code 1990

1990 nicht dargestellt werden.
Schachinger 2 wihlte zur Abbildung der zeitlichen Entwicklung des statischen E-Moduls
fiir seine beiden untersuchten UHPCs einen Summenansatz, wobei die beiden Summanden
jeweils aus einer Exponentialfunktion bestehen. Hierfiir werden insgesamt sechs Fitfakto-
ren benotigt. Die E-Moduln der untersuchten CEM I- und CEM III/B-Betone waren mit rd.
45.000 N/mm? im Alter von 56 d nahezu identisch. Der E-Modul des Hochofenzementbetons
entwickelte sich bis zu einem Alter von 7d schneller als der des Portlandzementbetons. Aller-
dings waren die Betone hinsichtlich ihres Bindemittelgehalts und der Zusammensetzung des
Bindemittels in keiner Weise vergleichbar.

266 Schachinger: Mafinahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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Eppers 27 verwendete zur Modellierung der zeitlichen Entwicklung des statischen E-Moduls
(abgeleitet aus dem dyn. E-Modul) seiner drei untersuchten UHPCs ohne genaue Angabe des
Formelapparats und des Fitalgorithmus Sigmoidkurven fiir die ersten 24 h nach Wasserzugabe.
Uber 24 h hinaus liegen von Eppers?’ Betonen keinerlei E-Modul-Werte vor.

Fir die Modellierung der zeitlichen Entwicklung des statischen E-Moduls der untersuch-
ten Betone wird folgendermafien vorgegangen: Die zeitliche Entwicklung des statischen
E-Moduls wird grundsitzlich in zwei Zeitbereiche unterteilt, deren Grenze abhédngig ist vom
Wasser /Portlandzementklinker-Verhiltnis.

Fur Betone mit einem Wasser/Portlandzementklinker-Verhiltnis < 0,30 (hier: M1 bis M7)
wird die Grenze zwischen erstem und zweiten Bereich bei Erstarrungsbeginn zuziiglich 0,75 d
gewadhlt; dies entspricht somit rd. 1,1d. Der zeitliche Verlauf im ersten Bereich wird durch eine
s-formige Kurve abgebildet. Der darauf folgende Zeitbereich bis zu einem Alter von 56 d wird
durch den Ansatz des Model Code 1990 dargestellt.

Fiur Betone mit einem Wasser/Portlandzementklinker-Verhiltnis > 0,70 (hier: M8) wird
die Grenze zwischen erstem und zweitem Bereich bei Erstarrungsbeginn zuziiglich 1,2d
gewihlt; dies entspricht rd. 3,0 d. Die Modellierung der beiden Bereiche erfolgt ansonsten wie
bereits erlautert.

S-formige Kurvenverldufe konnen durch die Klasse der sog. Sigmoidkurven abgebildet
werden. Ein Vertreter dieser Klasse und eine z.B. fiir Wachstumsprozesse haufig angewen-
dete Funktionenart sind die logistischen Funktionen (auch logistische Verteilung genannt).
Logistische Funktionen haben grundsitzlich die Form: 268 269

K 1

_ - F2
T+ Cop(r B T+Lr exp(rh) £2)

y(t)

Zur Veranschaulichung von Gleichung (F.2) sind in Bild F.4, obere vier Diagramme, die Kurven-
verldufe fiir xo = 0,01...0,08 und r = 1,5 (links oben), 3,0 (rechts oben) und 5,0 (links unten) ge-
zeigt. Logistische Funktionen sind durch zwei horizontale Asymptoten geprégt. Im rechts unten
dargestellten Diagramm ist die Vorgehensweise der Skalierung o.g. Funktion auf die gewtiinsch-
ten y- und x-Endwerte fiir die Modellierung der E-Modul-Entwicklung exemplarisch gezeigt.
Fiir die Modellierung der zeitlichen Entwicklung des statischen E-Moduls der untersuchten Be-
tone wird in einem ersten Schritt xg auf 0,01 h und der Faktor r auf 5 gesetzt. Die somit erzeugte
logistische Ausgangskurve wird dann, wie in Bild F.4 unten rechts dargestellt, manuell auf den E-
Modul und zum entsprechenden Zeitpunkt nach dem Erstarrungsbeginn skaliert. Der E-Modul
bei Erstarrungsbeginn wurde vereinfachend zu 100 N/mm? angenommen. Aus den daraus re-
sultierenden Wertepaaren werden mit Hilfe der in Arnold?® erlduterten Minimierungsmethode
die Parameter der zugehdorigen logistischen Kurve gefittet. Die damit eindeutig definierte logisti-
sche Funktion dient nun zur Berechnung der E-Moduln zu beliebigen Zeitpunkten im jeweiligen
ersten Zeitbereich. An das Ende der logistischen Funktion schliefit, wie bereits erwahnt, die Ex-
ponentialfunktion des Model Code 1990 an. Die beiden unteren Diagramme in Bild F.4 zeigen
beispielhaft in zeitlich linearer bzw. logarithmischer Skalierung eine resultierende Modellkurve
fiir den statischen E-Modul.

267 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
268 Weisstein: Logistic equation.
269 Arnold: Fitting a logistic curve to data.
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Tabelle F.6: Rechnerische

Tabelle F.5: Rechnerische E-Modul-Entwicklung der E-Modul-Entwicklung
Betone M1, M3 bis M7 und M2 des Betons M8
Wahres Alter " M3E1;1i\f(])\(4h7ﬂ o Wahres Alter E—l\]/\l/});ul
[h] [N/mm?] [h] [N/mm?]
8,0 220 410 10,6 1
14,0 4.740 7.850 32,9 20
24,0 32.102 31.479 70,0 33.564
38,0 35.425 34.626 110,9 35.772
60,3 38.623 37.753 175,8 37.629
95,5 41.369 40.436 278,7 39.173
1514 43.688 42.703 441,7 40.445
240,0 45.622 44.594 700,0 41.484
380,4 47.220 46.155 1.109,4 42.328
602,9 48.528 47.435 1.758,3 43.011
955,5 49.594 48.476 2.786,8 43.562
1.514,3 50.457 49.319 4.416,7 44.004
2.400,0 51.153 50.000 7.000,0 44.358

Fir die E-Modul-Entwicklung der im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Betone ergeben
sich die in Tabelle F.5 und Tabelle F.6 zusammengestellten Werte; diese wurden fiir die FE-
Berechnungen in FEMMASSE ® implementiert. Die diskreten Zeitpunkte wurden so gewéhlt,
dass sie den Anforderungen aus der in Anhang H erlduterten Modellierung der Viskoelastizitat
an die Intervalle der Belastungszeitpunkte geniigen.
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G. Schwinden von UHPC - Literaturstudie zu
Schwindversuchen und Ableitung von
Modellgleichungen

Vorbemerkungen

Die Entstehung der auf der Faseroberfliche wirkenden Radialdruckspannungen geht grund-
sdtzlich auf ggf. vorhandene Differenzen zwischen den Nullspannungstemperaturen der Matrix
und der Faser, unterschiedliche Warmedehnzahlen der Matrix und der Faser sowie auf die zum
Teil behinderte Schwindverformung der Matrix zuriick. Die last- und temperaturunabhingigen
Verformungen von Beton unter konservierenden Bedingungen werden {iblicherweise in das
chemische Schrumpfen bzw. Schwinden und das autogene Schwinden unterteilt, siehe z.B.
Griibl et al. #? . Das chemische Schrumpfen bzw. Schwinden resultiert aus der Volumenande-
rung, welche die Hydratationsreaktion der einzelnen Klinkerphasen mit sich bringt. Diese
Volumendnderung kann anhand der stochiometrischen Gleichungen der Hydratationsreaktion
berechnet werden, siehe z.B. Paulini?’? fiir die Phasen des Portlandzementklinkers sowie Resch-
ke ?’? fiir Silikastaub. Solange der Beton noch als fliissige Phase betrachtet werden kann, fiihrt
die 0.g. Volumendnderung auch im gleichen MafS zu einer messbaren Verformung des Betons.
Etwa ab Beginn der Erstarrung, d.h. ab der Ausbildung eines Gefiiges und der mechanischen
Eigenschaften, resultiert die Volumenédnderung zu einem erheblichen Teil in der Bildung der
Gelporen im Zementstein;?’° nur ein kleiner Teil der Volumeninderung ist als Verformung
messbar. Bei Betonen mit w/z-Werten unterhalb von rd. 0,38 kommt es mit fortschreitender
Hydratationsreaktion zudem zu einer sogenannten inneren Selbstaustrocknung. Diese fiihrt
zur Bildung eines Unterdrucks im Gefiige und somit zu einer zusédtzlichen Verformung des
Betons, dem sogenannten autogenen Schwinden. Eine quantitative Trennung der vorgenannten
Anteile der Schwindverformung kann aufgrund der Uberlagerung der Gefiigeausbildung mit
den beiden Mechanismen nicht durchgefiihrt werden.?”°

Neben den vorgenannten Mechanismen kann es in Abhédngigkeit der Umgebungsbedingungen
auch zum sog. Trocknungsschwinden kommen. Dies spielt jedoch fiir die Betrachtungen im
Rahmen der vorliegenden Arbeit keine Rolle.

Die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Probekorper fiir die Einzelfaser-pull-out-Versuche
(Zylinder mit einem Durchmesser von 35 mm und einer Héhe von 15 mm) haben im Vergleich
zu ublichen Bauteilen sehr kleine Abmessungen. Unmittelbar nach der Herstellung bis zum
Beginn der Warmebehandlung wurden sie in einem Feuchteschrank bei 20 °C und 100 % r.F.
gelagert. Die Frischbetontemperatur lag zwischen 28°C und 30°C. Aufgrund der geringen
Abmessungen der Proben und der Lagerung im temperierten Feuchteschrank wird verein-
fachend von isothermen Verhiltnissen bis zum Beginn der Warmebehandlung im Alter von
120 h ausgegangen. Weiterhin wird vereinfachend angenommen, dass sich die Warmedehnzahl

270 Griibl et al.: Beton - Arten, Herstellung und Eigenschaften.
271 Paulini: A weighing method for cement hydration.
272 Reschke: Der Einfluss der Granulometrie der Feinstoffe auf die Gefiigeentwicklung und die Festigkeit von Beton.
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wihrend der Warmebehandlung der Proben nicht mehr verdndert. Zu der hier durchgefiihrten,
vereinfachten rechnerischen Abschidtzung der Radialdruckspannungen werden somit die
Schwindverformungen und das viskoelastische Verhalten in Kombination mit der zeitlichen
Entwicklung des E-Moduls benétigt. Da im Rahmen des experimentellen Teils der Arbeit
keine Schwindversuche durchgefithrt wurden, werden entsprechende Versuchsergebnisse
und Modellgleichungen fiir das autogene Schwinden aus der Literatur zusammengetragen
und fiir die betrachteten Betone aufbereitet. Entsprechend der vorgenannten Lagerung der
Proben wird vereinfachend von konservierenden Bedingungen bis zur Priifung ausgegangen.
Eine Austrocknung der Probekorper und ein damit verbundenes Trocknungsschwinden wird
somit ausgeschlossen. Daher muss fiir die FE-Berechnungen zur Entwicklung der Radialdruck-
spannungen nur das chemische und autogene Schwinden berticksichtigt werden.

Ubersicht relevanter Berechnungsansatze zur Vorhersage und
Beschreibung des freien autogenen Schwindens

Einflhrung

Die folgenden Abschnitte sollen einen Uberblick zu géngigen Vorhersageformeln fiir das auto-
gene Schwinden geben. Nach Kenntnis des Verfassers liegen fiir UHPC keine derartigen Arbei-
ten in der Literatur vor. Von einigen Autoren wurden Untersuchungen an Zementleimen mit
fiir UHPC typischen w/z-Werten durchgefiihrt und anhand der Ergebnisse Fitfunktionen abge-
leitet. Da das Schwindverhalten von Zementleimen sich wegen der verformungsbehindernden
Wirkung der inerten Stoffe signifikant von entsprechenden Betonen unterscheidet, wird im Fol-
genden zundchst auf eine vereinfachende Umrechnungsmoglichkeit eingegangen. Im Anschluss
daran werden Fitfunktionen fiir Betone unterschiedlicher Bindemittelzusammensetzungen zu-
sammengefasst. Die im Folgenden zusammengetragenen Berechnungsansitze werden im wei-
teren Verlauf dieses Kapitels auf die Ergebnisse von Schwindversuchen aus der Literatur ange-
wendet. Damit sollen schliefslich fiir die untersuchten Betone anwendbare Berechnungsansitze
zur Vorhersage des freien autogenen Schwindens abgeleitet werden.

Zusammenhang zwischen dem Schwindverhalten von Zementlei m und Beton

Fiir die Ubertragung der gemessenen Schwindverformungen eines Zementleims auf einen ent-
sprechenden Mortel oder Beton stehen mehrere Ansdtze zur Verfiigung, siehe z.B. Dissertation
Koenders?”. Eine naheliegende und einfache Moglichkeit ist nach Koenders*? die Betrachtung
des Mortels oder Betons als Zweiphasensystem, bestehend aus zwei parallel-seriell geschalteten
Phasen; eine der beiden Phasen umfasst das Volumen des Bindemittels, welches im Verlauf der
Hydratation mit dem Wasser reagiert. Die zweite Phase besteht aus der schwindbehindernden
inerten Gesteinskornung und dem unreagierten Anteil des Bindemittels. Bei einem derartigen
Zweiphasenansatz werden zwar Effekte wie die Ausbildung einer ITZ und einer Mikrorissbil-
dung um die Gesteinskorner nicht berticksichtigt, fiir eine erste Naherung diirfte der Ansatz den-
noch brauchbar sein. Fiir das Verhiltnis aus Schwindverformung des Betons ¢,s,. und Schwind-
verformung des reagierten Anteils des Bindemittelleims ¢, ,, gilt nach Koenders?” folgender

273 Koenders: Simulation of volume changes in hardening cement-based materials.
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Zusammenhang:

e (G.1)

€
L = (1-x)+
€as, p 1 E, T-x

X
+Eﬂ x

Die sogenannte , verschmierte Bindemittelleimschichtdicke” x wird aus dem Zusammenhang
V, = x* vereinfachend abgeschitzt. 74 Dies basiert auf einem Ansatz von Counto #° zur
Abschédtzung des E-Moduls von Zweiphasensystemen. In Gleichung (G.1) bezeichnet E, den
E-Modul der inerten schwindbehindernden Stoffe (im Wesentlichen Gesteinskdrnung), V,
entspricht dem zugehorigen Volumenanteil. Da sich der E-Modul des Bindemittels im Laufe
der Zeit nach der Wasserzugabe verdndert, kann Gleichung (G.1) nur als Ndherung angesehen
werden. Um eine exakte Losung zu erhalten, miisste in Gleichung (G.1) fiir E, die zeitliche
Entwicklung E,(t) eingesetzt werden und iiber den jeweils betrachteten Zeitraum integriert

werden. Dies wird jedoch im Rahmen dieser Arbeit der Einfachheit halber nicht weiter verfolgt.

Fiir o.g. Gleichung (G.1) wird demnach der E-Modul des Zementleims E, benétigt. Da im
Rahmen von Versuchsprogrammen i.d.R. jedoch nur der E-Modul des UHPC E. ermittelt wird,
muss E, anhand von E. {iber ein entsprechendes Modell abgeschitzt werden. Diese Abschiit-
zung kann {iber den bereits erwahnten Ansatz von Counto?” (Gleichung (G.2)) oder z.B. iiber
einen dhnlichen, von Hobbs?”® veroffentlichten Zusammenhang erfolgen, siehe Gleichung (G.3).

1:1_\/7% ! (G.2)
Ee B (1‘m)-E +E
V. ) Epta

E. - (G3)

(Ea-Ep)-Va+Ep+E,
(Ep—E;)-Va+Ep+E,;

Die Auflésung der vorgenannten Gleichungen nach E, ergibt jeweils eine Wurzelfunktion. Eine
Analyse der resultierenden E-Moduln E, des Zementleims (Annahmen fiir die Berechnungen:
E, = 60.000N/mm?, V, = 0,70, E. = 100...60.000 N/mm?) ergab, dass sich die beiden Rechen-
ansitze bis zu einem E-Modul E; = 20.000 N/mm? um rd. 8% unterscheiden. Diese Differenz
nimmt mit steigendem E-Modul E, weiter ab und betragt bei E. = 50.000 N/mm? rd. 1%. Die
beiden Ansitze ergeben demnach vergleichbare rechnerische E-Moduln. Fiir die folgende Studie
wird der von Counto?” (Gleichung (G.2)) hergeleitete Zusammenhang weiterverfolgt.

Fitfunktionen zur Abschatzung des autogenen Schwindens un ter konservierenden
Bedingungen von Portlandzementleimab 1 Tag

Tazawa und Miyazawa?” fiihrten Versuche zum Einfluss der Zement- und Zusatzstoffart auf
das Schwinden von Zementleimen mit w/z-Werten von 0,17, 0,30 und 0,40 durch. Darauf auf-
bauend leiteten sie fiir den Einfluss der klinkermineralogischen Zusammensetzung des Zements
(Berechnung nach Bogue) eine Vorhersageformel fiir das Schwinden von Zementleim bei einem
w/z-Wert von 0,30 ab, Gleichung (G.4).

Sas(t) = —0,012 : Décss(t) . C3S - 0,070 . ‘XCZS(t) : CzS + 2,256 . DCCSA(t) : C3A + 0,859 : tXC4AF(t) : C4AF
(G.4)

274 K oenders: Simulation of volume changes in hardening cement-based materials.

275 Counto: The effect of the elastic modulus of the aggregate on the elastic modulus, creep and creep recovery of
concrete.

276 Hobbs: Influence of aggregate restraint on the shrinkage of concretes.

277 Tazawa u. Miyazawa: Autogenous shrinkage of concrete and its importance in concrete technology.
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Hierbei entspricht a;(t) dem Hydratationsgrad in [%] des jeweiligen Klinkerminerals zum
Zeitpunkt t; der Hydratationsgrad wird in Gleichung (G.4) mit dem entsprechenden Gehalt
in [M.-%] des Minerals multipliziert. Die enthaltenen Vorfaktoren sind so gewahlt, dass fiir
die Betrachtungszeitpunkte 7d, 14d, 28d und 70d nach Beginn der Schwindmessung die
resultierenden, experimentell ermittelten Schwindverformungen (Beginn der Messung: 24 h
nach Wasserzugabe) mit minimalem Fehler abgebildet werden. Tazawa und Miyazawa?®’8
untersuchten sieben verschiedene Zemente mit einem w/z-Wert von 0,30. Fiir das gesamte
Spektrum an untersuchten Zementleimen war die Ubereinstimmung zwischen den berechneten
und den gemessenen Schwindwerten gut. Vorgenannte Vorhersageformel wurde in Tazawa
und Miyazawa?” nochmals veroffentlicht.

Miyazawa und Tazawa 2* erweiterten o.g. Vorhersageformel fiir einen w/z-Wert von 0,30
um den Einfluss der Feinheit des Zements, siehe Gleichung (G.5); sie erarbeiteten auch eine
zweite Formel fiir einen w/z-Wert von 0,20, Gleichung (G.6).

Eas(t) = —0,069 . “C3S(t) . CgS - 0,114 . aczs(t) . CQS + 1,566 . IXCSA(t) . C3A + 1,558 . occ4Ap(t)-

G.5
- C4AF + 0,224 - BLAINE - 1.606 (G5

8u5(t) = —0,051 ) “C3S(t) . C3S - 0,025 ) ‘XCZS(t) . CzS + 2,016 . DCCSA(t) ) C3A + 1,106 . 06C4Ap(t)'

G.6
- C4AF + 0,195 - BLAINE - 960 6

Dabei wird der Blaine-Wert in cm? /g eingesetzt.

Vorhersageformel fir das autogene Schwinden von Portlandz ementbeton ab
Erstarrungsbeginn

2 280

Tazawa und Miyazawa 2! siehe auch Miyazawa und Tazawa?*, entwickelten neben dem o.g.
Zusammenhang zwischen der Zusammensetzung und der Feinheit des Zements und dem Zu-
wachs der Schwindverformung von Zementleimen ab 1d auch eine Vorhersageformel fiir den
zeitlichen Verlauf und die Grofie der Schwindverformung von Beton, siehe Gleichung (G.7).

eas(t) =v-3,070 - exp(-7,2-w/z) - [1 —exp(-a-(t- to)b)] (G.7)

Hierbei beschreibt der Beiwert oy den Einfluss der Zementart, a und b sind Fitfaktoren in Abhan-
gigkeit des Zements und f( der Zeitpunkt des Erstarrungsbeginns. Die Fitfaktoren ergeben sich
in Abhdngigkeit des w/z-Werts aus:

a=23,27-exp(-6,83-w/z) (G.8)

b=0,25-exp(2,49 - w/z) (G.9)

Tazawa und Miyazawa?! ermittelten die vorgenannten Zusammenhénge aus Experimenten an
Betonen mit vier verschiedenen Zementen und w/z-Werten von 0,18 bis 0,65. Der zeitliche Ver-
lauf der Schwindverformung wird allerdings v.a. bei Betonen mit w/z-Werten unterhalb von
0,30 und bis zu einem Alter von 10 Tagen nur sehr unbefriedigend abgebildet. Die Schwind-
werte ab etwa 10 d nach Erstarrungsbeginn werden hingegen mit guter Ubereinstimmung vor-
ausgesagt. Die klinkermineralogische Zusammensetzung der vier Zement ist zusammen mit
dem Blaine-Wert in Tabelle G.1 angegeben. Fiir die Modellierung des Schwindverhaltens be-

278 Tazawa u. Miyazawa: Autogenous shrinkage of concrete and its importance in concrete technology.

279 Tazawa u. Miyazawa: Influence of cement and admixture on autogenous shrinkage of cement paste.

280 Miyazawa u. Tazawa: Prediction model for autogenous shrinkage of concrete with different type of cement.
281 Tazawa u. Miyazawa: Effect of constituents and curing condition on autogenous shrinkage of concrete.
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Tabelle G.1: Eigenschaften der von Tazawa und Miyazawa®?

Berechnung der Schwindverformung

Zement Blaine C3S (CS C3A CLAF v

verwendeten Zemente und Faktor « fiir die

[-]  [em?/g] [M. — %] (-]
1 3280 54 21 8 8 1,00
2 4420 63 11 8 8 1,20
3 3240 44 34 4 12 085
4 3350 30 52 3 9 040

liebiger Betone mit Portlandzement als Hauptkomponente des Bindemittels wird der vorge-
nannte Formelapparat von Tazawa und Miyazawa *#* durch eigene Uberlegungen erweitert.
Aus den in Tabelle G.1 zusammengestellten Werten kann mit Hilfe der Fehlerquadratmethode
eine vereinfachte lineare Korrelation zwischen der klinkermineralogischen Zusammensetzung
und dem Faktor 7 hergestellt werden. Die Durchfiithrung der Fehlerquadratmethode wurde in
MATLAB ® realisiert. Das Ergebnis dieser Korrelationsrechnung ist in Gleichung (G.10) wie-
dergegeben:

v =0,0140- G35 - 0,0074 - C2S +0,0141 - C3A +0,0356 - C4 AF (G.10)

Letztgenannter Zusammenhang wird fiir die im Rahmen der eigenen Versuche verwendeten
Zemente angewendet.

Vorhersageformel fir das autogene Schwinden von Portlandz ementbeton mit
Huttensandmehl ab Erstarrungsbeginn

Die bisher vorgestellten Vorhersageformeln von Tazawa und Miyazawa?®? gelten fiir Betone mit
Portlandzementen. Streng genommen ist der Effekt von Zusatzstoffen in den Zusammenhéngen
nicht enthalten. Fiir Silikastaub wird im Rahmen dieser Arbeit vereinfachend angenommen,
dass der Ansatz des w/b-Werts anstelle des w/z-Werts die Wirkung des Silikastaubs indirekt
und mit ausreichender Ndherung berticksichtigt. Kommen Hiittensandmehle im UHPC zum
Einsatz, so wird i.d.R. der Zementgehalt so stark reduziert, dass der Ablauf der Gefiigeentwick-
lung, die Entwicklung der mechanischen Eigenschaften sowie auch das Schwindverhalten nicht
mehr vergleichbar ist mit den {iblichen Portlandzementbetonen. Aus diesem Grund werden im
Folgenden vereinfachte Ansatze auf Basis der Literatur zur Abschdtzung des Schwindverhaltens
hiittensandhaltiger UHPCs erarbeitet. Dazu werden zunéchst die wichtigsten Erkenntnisse der
wenigen Literaturstellen zu UHPCs mit Hiittensandmehl zusammengefasst.

Eppers 2 fiihrte Untersuchungen an einem Beton mit reduziertem Gehalt an Portlandze-
mentklinker, Hiittensandmehl und Silikastaub als Bindemittel durch (Beton 1A BFS: 200 kg/ m?3
CEM152,5R-HS, 600kg/m> Hiittensandmehl, 130kg/m’® Silikastaub, w/z= 0,92). Die
Schwindmessungen wurden jedoch nur ab Beginn der Spannungsentwicklung im Ringrissver-
such bis zu einem Alter von 24 h dargestellt. Somit liegen nur 9h der zeitlichen Entwicklung
der Schwindverformung vor. Nach 9h betrug die Schwindverformung des Betons 1A BFS
mit Hiittensandmehl rd. 0,503%0. Im Vergleich zum Beton 1A wurden beim Beton 1A BFS
600kg/m> des Zements durch Hiittensandmehl ausgetauscht. Bis auf den Fliefmittelgehalt

282 Tazawa u. Miyazawa: Effect of constituents and curing condition on autogenous shrinkage of concrete.
283 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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wurden die Anteile aller weiteren Bestandteile der Mischung konstant gehalten. Der Beton
1A (800kg/m® CEM152,5R-HS, 130kg/m? Silikastaub, w/z = 0,23) wies 9h nach Beginn
der Spannungsentwicklung eine Schwindverformung von rd. 0,708%0 auf; ein Grofiteil der
gesamten Schwindverformungen war beim Beton 1A zu diesem Zeitpunkt bereits abgeklungen.
Aufgrund der nur fragmentarisch vorliegenden Schwindkurve des Betons 1A BFS konnen
jedoch aus der Dissertation von Eppers ?** keine weiteren Riickschliisse zum Einfluss von
Hiittensandmehl auf das Schwindverhalten gezogen werden.

Schachinger 2 untersuchte im Rahmen seiner Dissertation u.a. das Schwindverhalten ei-
nes UHPCs mit 981 kg/m® CEM III B 42,5 NW/HS und 118kg/m? Silikastaub als Bindemittel.
Der Hochofenzement enthielt 68,8 M.-% Hiittensand. Der Beton enthielt somit rd. 306 kg/ m?3
Portlandzementklinker und 675 kg/m> Hiittensandmehl. Das Verhéltnis aus Gesamtwasser zu
Portlandzementklinker betrug 0,76. Der Silikastaubgehalt betrug 118 kg/m3. Da sich die Zu-
sammensetzung des Hochofenzementbetons in mehreren Punkten von den von Schachinger?®

untersuchten Portlandzementbetonen unterscheidet, kénnen ein direkter Vergleich sowie
Riickschliisse zum Einfluss des Hiittensands nicht gezogen werden. Weder der Gehalt an
inerten Bestandteilen, noch das Verhiltnis von Zementklinker zu Silikastaub, wurden konstant
belassen. Dennoch konnen einige qualitative Feststellungen fiir die Schwindverformungen
ab Erstarrungsende notiert werden. Der Hochofenzementbeton zeigte nach einem Schwinden
innerhalb der ersten 20h ein geringes Quellen. Schachinger?®®vermutet die Ursache hierfiir
in dem etwas erhohten Verhéltnis von SO3/K;0. Nach der etwa 10 h andauernden Phase des
Quellens (Quellverformung etwa 0,05 bis 0,10%0) setzten sich die Schwindverformungen fort
und waren auch im Alter von 56 d noch nicht abgeschlossen.

Lee et al. 2 stellten mit steigendem Anteil an Hiittensandmehl - unabhéngig vom w/b-Wert -
eine Zunahme des autogenen Schwindens von Beton fest. Gleiches wurde auch von einer Reihe
weiterer Autoren berichtet, sieche Tazawa und Miyazawa 287 Lim und Wee 288 Lura et al.2%? und
Saric-Coric und Aitcin®? Lee et al.?%® machen hierfiir im Wesentlichen das durch den Einsatz
von Hiittensandmehl resultierende , feinporigere” Gefilige und die damit verbundenen hoheren
Unterdriicke in den Gelporen verantwortlich. Wei et al.?! interpretieren den zeitlichen Verlauf
der Schwindverformungen von Betonen mit unterschiedlichen Gehalten an Hiittensandmehl in
etwas detaillierterer Weise. Das festgestellte geringere Schwinden in den ersten zehn Tagen der
Betone mit Hiittensand fiihren sie auf die im Vergleich zum Portlandzement deutlich langsa-
mere Hydratation des Hiittensands und den infolge des Zementaustauschs héheren w/z-Wert
zuriick. Ab etwa zehn Tagen klingt die Hydratationsreaktion des Zements deutlich ab, wahrend
die Reaktion des Hiittensands stetig weiterlauft; bereits nach wenigen Tagen weisen die Betone
mit Hiittensandmehl dann groflere Schwindverformungen als reine Portlandzementbetone auf.
Auch nach 90d war noch keine Verringerung der Schwindrate bei den Betonen mit Hiitten-
sandmehl erkennbar. Eine hohere Feinheit des Hiittensandmehls ist mit grofSeren anfanglichen

284 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.

285 5chachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

286 [ ee et al.: Autogenous shrinkage of concrete containing GBFS.

287 Tazawa u. Miyazawa: Influence of cement and admixture on autogenous shrinkage of cement paste.

288 Lim u. Wee: Autogenous shrinkage of ground GBFS concrete.

289 Lura et al.: Effect of curing temperature and type of cement on early-age shrinkage of HPC.

20 Garic-Coric u. Aittcin: Influence of curing conditions on shrinkage of blended cements containing various amounts
of slag.

21 Wei et al.: Unified shrinkage model for concrete from autogenous shrinkage test on paste with and without ground
GBFS.
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Tabelle G.2: Fitparameter 7ycu, a und b fiir die Berechnung der Schwindverformung von hiittensandhaltigen
Betonen nach Lee et al.**

Zement/HSM  w/b-Wert v a b
[M.-%/M.-%] [-]
100/0 0,27 1,00 1,121 0,185
70/30 0,27 1,20 0,516 0,358
50/50 0,27 1,27 0466 0,344

Schwindverformungen verbunden; im hohen Alter (Gréflenordnung 1 a) vereinheitlichen sich
die Schwindverformungen der Betone mit Hiittensandmehl unterschiedlicher Feinheit.?’?

Anhand der vorgenannten Aspekte kann zunidchst Folgendes qualitativ zusammengefasst
werden: Im Falle des Betons M3 ist im Vergleich zu den Betonen M1 und M4 bis M7 - auch
im sehr jungen Alter - von grofleren Schwindverformungen auszugehen. Beim Beton M3
wurde der Anteil an Zement und Wasser konstant gehalten und im Vergleich zu den anderen
Mischungen das Quarzmehl volumetrisch durch Hiittensandmehl ausgetauscht. Demnach
wurde der Gehalt an reaktiven und schwindfdhigen Bestandteilen erhoht. Die durchgefiihrte
Waérmebehandlung diirfte die Reaktion des Hiittensandmehls stark beschleunigt und somit zu
einem vergleichsweise hoheren Schwinden gefiihrt haben.

Beim Beton M8 mit extrem reduziertem Zementgehalt (220kg/ m3, w/z-Wert = 0,89) ist
von einer stark verzogerten Entwicklung der Schwindverformungen auszugehen. Da der Ge-
halt an Bindemittel mit rd. 670 kg/m? etwas geringer ist als bei den Mischungen M1 und M4 bis
M7 (Bindemittelgehalt: 818 kg/m?), jedoch von einem groferen Beitrag des Hiittensandmehls
auszugehen ist, kann zu der Mischung M8 zunichst keine Prognose zur Schwindverformung
gegeben werden.

Lee et al. ?® fithrten, wie bereits erwihnt, eine Reihe von Versuchen zum Einfluss des
w/z-Werts (0,27, 0,32, 0,37 und 0,42) und des Anteils des Hiittensandmehls bezogen auf den
Bindemittelgehalt (0%, 30% und 50%) auf das Schwinden von Beton durch. Darauf aufbauend
und in Anlehnung an Tazawa und Miyazawa?** entwickelten sie Fitformeln fiir die Abbildung
der zeitlichen Entwicklung der Schwindverformung, siehe Gleichung (G.11).

b
€as(t) = Yem - 2,080 -exp(-7,4-w/b) -expia- [1 - (2t8 —tto) ] (G.11)
—to

Hierbei wird der w/b-Wert aus dem Verhiltnis der Menge des Anmachwassers zur Summe
aus Portlandzement und Hiittensandmehl gebildet. Silikastaub wurde im Rahmen der Untersu-
chungen von Lee et al.?®> nicht verwendet. Fiir den Faktor 7., geben Lee etal.?® in Abhan-
gigkeit des w/b-Werts und der Austauschrate des Hiittensandmehls tabellarisch Werte an. Die
aus deren Versuchen resultierenden Parameter fiir o.g. Fitkurve sind in Tabelle G.2 fiir einen
w/b-Wert von 0,27 wiedergegeben. Um fiir die in dieser Arbeit untersuchten, hiittensandmehl-
haltigen Betone die entsprechenden Werte fiir <., abschdtzen zu konnen, wird auf Basis der von

22 Garic-Coric u. Aittcin: Influence of curing conditions on shrinkage of blended cements containing various amounts
of slag.

293 Lee et al.: Autogenous shrinkage of concrete containing GBFS.

294 Tazawa u. Miyazawa: Effect of constituents and curing condition on autogenous shrinkage of concrete.
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Tabelle G.3: Verwendete Algorithmen und Qualitit der Ergebnisse der Fehlerquadratmethode fiir Faktoren und
Konstanten zur Abschitzung des Schwindens von hiittensandmehlhaltigen Betonen

Verhiiltnis Fit/Original

Grofe Algorithmus Min Max
Yem  honnegative lin. least square 0,94 1,09
a non negative lin. least square 0,92 2,12

b non negative lin. least square 0,85 1,11

Lee et al.?® angegebenen Betonzusammensetzungen und den entsprechenden Parametern fiir
Gleichung (G.11) eine vereinfachte Fitfunktion mit Hilfe der Fehlerquadratmethode entwickelt.
Gleiches wird auch fiir die Konstanten a2 und b aus Gleichung (G.11) durchgefiihrt. Die Fitfunk-
tion hat zunéchst die allgemeine Form:

Konstante = A-C3S+B-CpS+C-C3A+D-C4AF+E-w/b+F-HSM (G.12)

Hierbei wird der w/b-Wert als Verhiltnis aus Gesamtwasser zu der Summe aus Zement, Hiit-
tensandmehl und Silikastaub ermittelt, der Gehalt an Klinkermineralien wird auf den Beton
bezogen (kg/m?®) und HSM ([-]) entspricht dem Anteil an Hiittensandmehl in Bezug auf den
Bindemittelgehalt (Bindemittel: Zement + HSM + SF). Reine Portlandzementbetone wurden fiir
die Ermittlung der Fitfunktionen aufier Acht gelassen. Fiir den Faktor 7, bzw. die Konstanten
a und b ergeben sich schliefslich folgende Fitfunktionen:

Yem =3,0199 - w/b +1,0581 - HSM (G.13)
a=0,0062-C3A +3,1139 - w/b (G.14)
b=0,0062-C3A +0,4280 - HSM (G.15)

Tabelle G.3 gibt einen Uberblick zu den verwendeten Losungsalgorithmen und der erzielten
Qualitat der Vorhersage anhand der Daten von Lee et al.?> bei der Vorhersage des Faktors
Yem durch Gleichung (G.13) miissen Fehler von -6% bis +9% in Kauf genommen werden,
bei den Konstanten a und b liegen die Abweichungen der rechnerischen von den von Lee
et al. Pveroffentlichten Werten mit rd. —~15% bis zu +112% deutlich ungiinstiger. Die angegebe-
nen Fitkurven werden dennoch fiir die weitere Modellierung des Schwindverhaltens angesetzt.

%5 Lee et al.: Autogenous shrinkage of concrete containing GBFS.
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Versuche zum freien autogenen Schwinden von UHPC -
zusammenfassende Beurteilung der Literatursichtung
Ubersicht

Versuche zum freien autogenen Schwinden von UHPC wurden nach Kenntnis des Verfassers
bislang von folgenden Autoren publiziert:

—_

. Eppers?®® (Veroffentlichung von Schwindkurven z.T. ab 1h nach Wasserzugabe)
Burkart und Miiller®” (Beginn der Messung: 1 d nach Wasserzugabe)
Eppers und Miiller?® (Veroffentlichung von Schwindkurven ab Erstarrungsbeginn)

Schachinger?®” (Veroffentlichung von Schwindkurven ab Erstarrungsende)

SA S

Habel®® (Beginn der Messung: 2 h nach Wasserzugabe; zusitzlich Messung der internen
relativen Feuchte)

*

Cheyrezy und Behloul®"! (Veroffentlichung einer Schwindkurve ab Wasserzugabe)

7. Loukili et al.3? (Beginn der Messung: 1 d nach Wasserzugabe; zusitzlich Messung der
internen relativen Feuchte)

8. Loukili et al.’® (Beginn der Messung: 1 d nach Wasserzugabe).

Die Auswertung der Veroffentlichungen aller o.g. Autoren lies trotz der grofsen Anzahl an
Versuchen die Herleitung von Zusammenhidngen zwischen der Betonzusammensetzung und
dem Schwindverhalten nicht zu. Dies liegt im Wesentlichen darin begriindet, dass hinsichtlich
der chemischen Zusammensetzungen der Ausgangsstoffe und hinsichtlich der Betonzusam-
mensetzungen zu viele Unterschiede zwischen den einzelnen Autoren bestehen. Hinzu kommt,
dass meist mit verschiedenen Messaufbauten gearbeitet und die Schwindverformungen ab un-
terschiedlichen Zeitpunkten erfasst wurden. Fiir die weitere Ableitung von Vorhersageformeln
konnen daher nur allgemeine Tendenzen hinsichtlich des Schwindverhaltens von UHPC aus
der Literatur verwendet werden.

Die bereits erlduterten Vorhersageformeln werden im Folgenden - wo moglich - anhand
der Ergebnisse aus der Literatur tiberpriift.

Anwendung von Vorhersageformeln auf Schwindversuche aus d er Literatur

Auf den Beton 1A (800kg/ m? CEM152,5 R-HS, 130 kg/ m?> Silikastaub, w/z-Wert = 0,230,
w/b-Wert = 0,198) aus Eppers?*bzw. aus Eppers und Miiller?®wird im Folgenden die
Gleichung (G.6) angewendet. Die gemessene Schwindverformung zwischen 1d und 28 d betrug
rd. 0,21%0. Eppers**nimmt im Rahmen seiner Interpretation der zeitlichen Entwicklung der

2% Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.

297 Burkart u. Miiller: Creep and shrinkage characteristics of UHPC (2009).

8 Eppers u. Miiller: Autogenous shrinkage strain of UHPC.

299 Schachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

390 Habel: Structural behaviour of elements combining UHPFRC and reinforced concrete.

301 Cheyrezy u. Behloul: Creep and shrinkage of UHPC.

8021 ukili et al.: Hydpration kinetics, change of relative humidity, and autogenous shrinkage of UHSC.

303 [ oukili et al.: A study on delayed deformations of an ultra high strength cementitious material.
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zentrischen Zugfestigkeit des Betons 1A ohne weitere Begriindung einen maximalen Hydra-
tationsgrad (erreicht im Alter von rd. 140h bei Normallagerung) von 0,55 an. Dies ist nach
Meinung des Verfassers zu hoch angesetzt. Feylessoufi et al. ¥ geben fiir einen UHPC mit
einem w/z-Wert von 0,16 einen Hydratationsgrad nach 60h von rd. 0,21 an (kalorimetrische
Bestimmung). Schachinger et al.®® ermittelten nach Warmebehandlung und rd. 8 Jahren Lage-
rung unter Wasser mit Hilfe von 29Si—NMR—Messungen einen Hydratationsgrad von rd. 0,31; der
w/z-Wert betrug in diesem Fall 0,23 (CEM 1 42,4 R). Der Hydratationsgrad verdanderte sich nach
der Warmebehandlung kaum. Eigene 2°Si-NMR-Messungen am Zement ZA (w/z-Wert 0,23)
ergaben im Alter von 7 d einen Hydratationsgrad von rd. 0,25. Fiir die weitere Abschidtzung der
Schwindverformung des Betons 1A wird vereinfachend und einheitlich fiir alle Klinkerphasen
ein Hydratationsgrad im Alter von 1d bzw. 28 d von 0,30 herangezogen. Dariiber hinaus wurde
in Anlehnung an Schachinger et al.® ein Hydratationsgrad des Silikastaubs von 0,10 im Alter
von 1d und 0,50 im Alter von 28 d angesetzt.

Mit der in Eppers 3% angegebenen klinkermineralogischen Zusammensetzung ergibt sich
eine rechnerische Schwindverformung von €,5(t) = -30-(-0,051-60,3-0,025-17,4 +2,016-2,0 +
1,106 - 14,3 + 0,195 - 4650 — 960)/1000 = 1,11%0 fiir einen Zementleim entsprechend dem Beton
1A. Dieses Berechnungsergebnis fiir den Zementleim muss nun noch auf den UHPC (Gehalt an
reagiertem Bindemittel: 26,4 Vol.-% im Alter von 1d, 28,6 Vol.-% im Alter von 28 d) iibertragen
werden. Hierfiir wird der bereits erwahnte Ansatz von Koenders " in Verbindung mit den
Ausfiihrungen von Counto>® herangezogen.

Fiir den Beton 1A aus Eppers und Miiller3® ergibt sich bei einer angenommenen maximalen
Bandbreite der E-Modul-Verhéltnisse von 0,01 bis 1 ein Verhéltnis der Schwindverformungen
Ugs = €as,c [ €as,p von rd. 0,15 bis 0,30. Zur genaueren Berechnung des E-Modul-Verhéltnisses
wird fiir die inerten quarzitischen Bestandteile des Betons (hier: Quarzsand und Quarzmehl)
nach Kollo ®° ein E-Modul von E, = 60.000N/mm? angenommen. Fiir die unreagierten
Bestandteile des Zements und des Silikastaubs wurde vereinfachend ebenfalls ein E-Modul
von 60.000 N/mm? angenommen. Der E-Modul des Betons 1A betrug im Alter von 24h
rd. E. = 32.300N/mm?. Unter Ansatz der von Counto>®vorgeschlagenen Methode (siehe
Gleichung (G.2)) ergibt sich ein rechnerischer E-Modul fiir den reagierten Anteil des Bindemit-
tels im Alter von 24 h von rd. 9.700 N/mm?. Setzt man den von Schachinger!! angegebenen
Zusammenhang fiir die zeitliche Entwicklung des E-Moduls von UHPC mit Portlandzement
an, so wiirde der Beton 1A von Eppers®® einen 28-Tage-E-Modul von rd. 47.900 N/mm?
aufweisen; in diesem Fall hétte der reagierte Anteil des Bindemittels einen E-Modul von
28.100 N/mm?. Die resultierenden Verhiltnisse €as,c/€as,p Sind mit den getroffenen Rechen-
annahmen in Tabelle G.4 zusammengefasst. Fiir die Schwindverformung des von Eppers3%
untersuchten Betons 1A ergibt sich mit den in Tabelle G.4 genannten Ergebnissen je nach
Betrachtungszeitpunkt (bzw. E-Modul) 0,178%0 bzw. 0,244%. Setzt man ein mittleres Verhaltnis
VON &g, c/€as,p = (0,16 + 0,22) /2 = 0,19 an, so betrdgt die resultierende rechnerische Schwind-

304 Eeylessoufi et al.: Early ages shrinkage mechanisms of ultra-high-performance cement-based materials.

305 5chachinger et al.: Effect of curing temperature at an early age on the long-term strength development of UHPC.

396 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.

307 Koenders: Simulation of volume changes in hardening cement-based materials.

308 Counto: The effect of the elastic modulus of the aggregate on the elastic modulus, creep and creep recovery of
concrete.

399 Eppers u. Miiller: Autogenous shrinkage strain of UHPC.

310 Kollo u. Lang: Massenbeton - Feuerbeton.

311 Schachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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Tabelle G.4: Eingangsgrifien und resultierendes rechn. Verhiltnis von egs, c[€qs, p zur Korrektur der rechn.
Schwindwerte nach der Miyazawa-Tazawa-Formel fiir Beton 1A aus Eppers®%

Betonalter Volumen reag. E-Modul Verhiltnis
Tage Bindemittel ~ E;)  E,2  E,®  Ep/Eq eas,c/€as,p
[d] [Vol.-%] [10° N/mm?] [-]

1 26,4 323 6009 979 016 016
28 28,6 47,99 60,0V 28,15 047 0,22

D UHPC

%) Gesteinskornung, hier: Quarzsand und Quarzmehl

3) Bindemittelleim, hier: Zement, Silikastaub, Wasser, Fliefmittel

%) Annahme fiir Quarzmehl und Quarzsand

%) gemiR rechn. Abschitzung nach Counto

6)

gemaf rechn. Abschatzung aus 1-Tagewert

verformung zwischen 1d und 28 d rd. 45, = 0,19 - 1,11%0 = 0,211%. In diesem Zusammenhang
sei darauf hingewiesen, dass die vorgenannten Vorhersageformeln an Zementleimen ohne
Silikastaub kalibriert wurden. Letztgenannter Schwindwert des Betons 1A liegt im Hinblick
auf die vorgenannten Aspekte und die getroffenen Annahmen nahe am gemessenen Wert von
0,205%¢. Die Differenz zwischen den beiden Werten entspricht rd. 3%. Der hier verwendete
Ansatz (siehe Gleichung (G.6)) nach Miyazawa und Tazawa 3!? liefert somit fiir den Beton 1A
akzeptable Ergebnisse fiir den Zuwachs der Schwindverformung zwischen 1d und 28 d nach
Wasserzugabe.

Fiir den Zeitraum zwischen Erstarrungsbeginn und 28d betrdgt die experimentell ermit-
telte Schwindverformung rd. 1,12%o. Nach Gleichung (G.10) ergibt sich fiir den Zement des
Betons 1A ein Faktor ¢y von 1,570. Hieraus resultiert fiir den Beton 1A unter Ansatz des
w/b-Werts und dem Zusammenhang in Gleichung (G.7) eine rechnerische Schwindverformung
fiir den o.g. Zeitraum von 1,116%o. Der rechnerisch abgeschétzte Wert stimmt hervorragend mit
der gemessenen Schwindverformung tiberein. Die Berticksichtigung des w/b-Werts anstelle
des w/z-Werts scheint die Wirkung des Silikastaubs (u.a. Beitrag zur Selbstaustrocknung)
hinsichtlich des Schwindverhaltens indirekt abzubilden. Da der Berechnungsansatz fiir Be-
tone (Gleichung (G.7)) weniger Annahmen als jener fiir Zementleime und die zugehérige
Ubertragung auf Betone enthilt, wird er fiir die weitere Modellierung bevorzugt.

Ableitung von Vorhersageformeln fur die eigenen Betone

Allgemeines Vorgehen

Auf Basis der Literatursichtung kann zusammenfassend zum Schwindverhalten
von UHPC Folgendes festgehalten werden: Die Schwindkurven von Betonen mit
Wasser/Portlandzementklinker-Verhiltnissen unter rd. 0,3 weisen im Zeitbereich von Er-
starrungsbeginn bis rd. 24 h danach bei allen Autoren einen typischen s-férmigen Verlauf auf.
Bei CEM III-Zementen bzw. bei Bindemitteln aus Portlandzement und Hiittensandmehl und
Wasser /Portlandzementklinker-Verhéltnissen grofier als rd. 0,7 erstreckt sich der Zeitbereich
ebenfalls bis rd. 24 Stunden nach Erstarrungsbeginn; der Beginn des Erstarrens erfolgt i.d.R.

312 Miyazawa u. Tazawa: Prediction model for autogenous shrinkage of concrete with different type of cement.
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erst in einem Alter von rd. 1,5d bis 2d. Im Anschluss an den s-formigen Verlauf steigen die
Schwindverformungen im zeitlich logarithmisch-skalierten Diagramm in guter Ndherung bis
mindestens zu einem Alter von 56 d linear an.

Aus diesem Grund wird fiir die Modellierung der zeitlichen Entwicklung der Schwind-
verformungen folgende Vorgehensweise gewéhlt:

1. Modellierung der Schwindverformung ab dem rechn. Erstarrungsbeginn plus 24 h bis in
ein Alter von 56 d mit Hilfe von Gleichung (G.7) (,, Tazawa-Funktion”) bzw.
Gleichung (G.11) (,,Lee-Funktion®).

2. Fit einer s-formigen Funktion fiir die zeitliche Entwicklung der Schwindverformung
zwischen Erstarrungsbeginn und 24 h nach Erstarrungsbeginn.

Der s-formige Kurvenverlauf wird durch die bereits in Kapitel F erlduterten logistischen Funk-
tionen generiert. Fiir die Modellierung des Schwindverhaltens der untersuchten Betone wird
xo auf 0,01 Stunden, der Faktor r wird auf 5 gesetzt. Die beiden Diagramme in Bild G.1 zeigen
beispielhaft eine resultierende Modellkurve.

1,4 T T T T T T T 1.4 : I T
— : — Erstarrungsbeginn: 0 d i Abschatzung nach "Tazawa-"
0\8 1 ,2"'[ """"" %Bereich 2: "Tazawa-" bzw. "Lee-Funktion™- 1 0\8 1,24 """" i bzw. "Lee—Fun:ktion" 1
— i H H H H H H H —_ : i :
H : | :
2 qodi i 1 2 10f B S ]
> | >
£ i £ |
S ; S 08 ‘
b flo 4 S O SR ) S 4
E | E ' Bereich 1: Logistische Funktion
> H > : ! :
'8 ,,,,,,,,,, ] '8 0,6 S Y. Bereich 2: "Tazawa-"bzw. ... |
E E i "Lee—Funkt/b:n 4
R B 1 5 o4l o o ]
H Fit durch logistischen Funktion |
| '
0,248 ] 0,24 et [ ]
Bereich 1: Logistische Funktion i
1 : : : ;
] i ; i i i i i | i
7 14 21 28 35 42 49 56 0,01 0,1 1 10 100
Zeit ab Erstarrungsbeginn [ d ] Zeit ab Erstarrungsbeginn [ d ]

Bild G.1: Beispielhafte Darstellung einer modellierten Schwindkurve im linearen (links) und logarithmischen
(rechts) ZeitmafSstab

Schwindverformung der Betone mitw/z < 0,30

Fir die im Rahmen der eigenen Versuche verwendeten Zemente ergeben sich aus
Gleichung (G.10) die in Tabelle G.5 genannten Faktoren ; in der Tabelle sind auch die rechne-
rischen Schwindverformungen im Alter von 28 d bzw. 56 d nach Gleichung (G.7) unter Ansatz
des w/b-Werts der Betone M1, M2, M4 bis M7 angegeben. Fiir die FEMMASSE-Berechnungen
ergeben sich als Kombination der logistischen Fitfunktion und der Tazawa-Funktion die in
Tabelle G.6 bis Tabelle G.8 zusammengefassten Eingangswerte. In Tabelle G.8 sind die Schwind-
verformungen des hiittensandmehlhaltigen Betons M3 angegeben; inwiefern fiir diesen Beton
die Tazawa-Funktion praktikabel ist, wird im folgenden Abschnitt diskutiert.
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Tabelle G.5: Faktor vy in Anlehnung an Tazawa und Miyazawa fiir die Zemente der eigenen Untersuchungen
sowie resultierende rechnerische Schwindverformungen der Betone mit Portlandzement und

Silikastaub
Zement v Betone 28d 56d
€as,calc,w/b  €as,calc,w/b
][] -] [9u]
Z1 1,229 M1, M4 bis M7, M9 0,683 0,708
Z3 1,570 M2 1,186 1,213
Tabelle G.6: Rechnerische zeitliche Tabelle G.7: Rechnerische zeitliche
Entwicklung der Entwicklung der
Schwindverformung der Betone Schwindverformung des Betons
M1, M4 bis M7 M2
Wahres Alter Schwindverformung Wahres Alter Schwindverformung
[d] [%o] [d] [%0]
0 0 0 0
0,379 0 0,328 0
0,389 0,0034 0,338 0,0069
0,395 0,0036 0,344 0,0074
0,404 0,0040 0,353 0,0081
0,419 0,0047 0,368 0,0095
0,442 0,0059 0,391 0,0121
0,479 0,0087 0,428 0,0178
0,537 0,0158 0,486 0,0323
0,630 0,0394 0,579 0,0803
0,777 0,1319 0,726 0,2691
1,010 0,3106 0,959 0,6337
1,379 0,3542 1,328 0,7227
1,964 0,4073 1,913 0,8082
2,891 0,4612 2,840 0,8903
4,360 0,5147 4,309 0,9680
6,689 0,5655 6,638 1,0382
10,379 0,6110 10,328 1,0979
16,228 0,6490 16,177 1,1453
25,498 0,6781 25,447 1,1799
40,190 0,6981 40,139 1,2028
63,475 0,7102 63,424 1,2162

100,379 0,7164 100,328 1,2230
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Tabelle G.8: Rechnerische zeitliche Entwicklung der Schwindverformung des Betons M3

Wabhres Alter Schwindverformung

[d] [%0]

0 0
0,379 0
0,389 0,0076
0,395 0,0081
0,404 0,0089
0419 0,0104
0,442 0,0133
0,479 0,0194
0,537 0,0354
0,630 0,0879
0,777 0,2948
1,010 0,6941
1,379 0,7916
1,964 0,8678
2,891 0,9379
4,360 1,0018
6,689 1,0571
10,379 1,1023
16,228 1,1368

25,498 1,1610
40,190 1,1765
63,475 1,1852

100,379 1,1896
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Tabelle G.9: Faktor vy, und Konstanten a und b der Betone M3 und M8 zur Abschitzung des Schwindens

Beton CSA w/b  HSM-Anteil Yem a b €4s, calc, w/b,28d €45, calc, w/b,56d
kg/m’ (-] [%oo]
M3 (Z1) 13,6 0,159 0,32 0,82 0,580 0,223 0,526 0,572
M8 (Z2) 04 0,290 0,52 1,43 0907 0,226 0,348 0,399

Schwindverformung der Betone mit Hittensandmehl

Fiir die beiden hiittensandmehlhaltigen Betone (M3 und M8) ergeben sich aus Gleichung (G.13)
bis Gleichung (G.15) die in Tabelle G.9 zusammengefassten Faktoren 7., und Konstanten a
und b. Damit kann anhand der Gleichung (G.11) und den vorgenannten Faktoren 7, bzw.
Konstanten a und b und unter Kenntnis des Erstarrungsbeginns (siehe Kapitel F) die zeitliche
Entwicklung der Schwindverformungen abgeschétzt werden. Fiir ein Alter von 28 d bzw. 56 d
sind die resultierenden rechnerischen Schwindverformungen in Tabelle G.9 angegeben. Zur Be-
rechnung der w/b-Werte wurde der Silikastaub bertiicksichtigt. Bei Betrachtung der Ergebnis-
se fallt auf, dass trotz gleichem Zement- und Silikastaubgehalt die nach vorgenannter Metho-
de berechneten Schwindverformungen fiir den Beton M3 je nach Betrachtungszeitpunkt etwa
0,136% bis 0,157%0 geringer sind als die der Betone M1, M4 bis M7 und M9 (s. vorhergehen-
der Absatz). Nach Meinung des Verfassers hitte die Schwindverformung des Betons M3 grofier
oder zumindest gleich grofs wie jene der vorgenannten Betone sein miissen. Aus diesem Grund
wird fiir den Beton M3 vereinfachend die im vorhergehenden Absatz erlduterte Vorhersage-
formel (Gleichung (G.7)) angewendet und die entsprechenden Werte fiir die FE-Berechnungen
angesetzt. Fiir den Beton M8 ergeben sich somit fiir die FEMMASSE-Berechnungen die in
Tabelle G.10 zusammengefassten Eingangswerte.
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Tabelle G.10: Rechnerische zeitliche Entwicklung der Schwindverformung des Betons M8

Wabhres Alter Schwindverformung

[d] [%0]

0 0
1,763 0
1,773 0,0012
1,779 0,0013
1,788 0,0014
1,803 0,0017
1,826 0,0021
1,863 0,0031
1,921 0,0056
2,014 0,0140
2,161 0,0469
2,394 0,1104
2,763 0,1259
3,348 0,1558
4,275 0,1845
5,744 0,2148
8,073 0,2464
11,763 0,2789
17,612 0,3118
26,882 0,3448
41,574 0,3774
64,859 0,4095

101,763 0,4408
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H. Viskoelastizitdt von UHPC - Literaturstudie zu
Kriechversuchen und Ableitung von
Relaxationsspektren

Vorbemerkungen

Da im Rahmen dieser Arbeit weder Kriech- noch Relaxationsversuche an den verwendeten UHP-
Cs durchgefiihrt wurden, wird das viskoelastische Verhalten anhand von in der Literatur verfiig-
baren Versuchsergebnissen abgeleitet. Dazu wurde folgendermafien vorgegangen:

1. Literaturstudie zu Kriech- und Relaxationsversuchen an UHPC sowie Digitalisierung der
verdffentlichten Kurven.

2. Fit der Kriechkurven mit Hilfe einer Modellfunktion nach Bazant®!3 Abbildung der
Funktionsparameter in Abhédngigkeit der Zeit fiir faserfreie UHPCs.

3. Uberfiihrung der Modellfunktionen fiir Kriechen in Relaxationsfunktionen.

4. Bestimmung der Eigenschaften der rheologischen Grundkorper einer Maxwell-Kette auf
Basis der Relaxationsfunktionen mit Hilfe der Fehlerquadratmethode als Fit einer
Dirichlet-Reihe (= Relaxationsspektrum).

5. Validierung der Relaxationsspektren anhand von Ringriss- und Reifsrahmen-Versuchen
aus der Literatur.

Da fiir das Zugkriechen nur eine begrenzte Anzahl an Untersuchungen in der Literatur vorhan-
den ist, wurde o.g. Vorgehen zunéchst fiir das Druckkriechverhalten von UHPC durchgefiihrt.
Darauf aufbauend wurde dann versucht, einen Zusammenhang zu den wenigen Zugkriecher-
gebnissen aus der Literatur herzustellen, um so geeignete Relaxationsspektren fiir das viskoelas-
tische Verhalten von UHPC unter Zugbeanspruchung abzuleiten.

Kriechen von UHPC unter Druckbeanspruchung

Ergebnisse von Druckkriechversuchen an UHPC wurden nach Kenntnis des Verfassers bislang
von folgenden Autoren verdffentlicht:

e Switek3*
e Burkart und Miiller3'®

e Matsuda et al.3!®

313 Bazant: Numerical determination of long-range stress history from strain history in concrete.
314 Switek: Time-dependent response of UHPFRC under low to high tensile stresses.

315 Burkart u. Miiller: Creep and shrinkage characteristics of UHPC (2009).

316 Matsuda et al.: Influence of loading condition on creep properties of UHSC.
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e Kamen3'

Tue et al.?18

1 319

Fehling et a

Cheyrezy und Behloul3%

Loukili et al.32!

¢ Loukili und Richard3%2.

Die in o.g. Veroffentlichungen enthaltenen Kriechkurven wurden im Rahmen dieser Arbeit so
digitalisiert, dass eine Weiterverarbeitung im Sinne einer einheitlichen Darstellung und ein
numerischer Fit aller Kurven moglich wurde. Dabei hat sich gezeigt, dass die Ergebnisse der
Autoren Switek3?® und Kamen?! (beide Arbeiten stammen von der EPFL) deutlich von allen
anderen Autoren abweichen. Dies ist nach Meinung des Verfassers der von beiden verwende-
ten dhnlichen Zusammensetzung des UHPCs mit einem Zementgehalt von rd. 1.400 kg/m>
(w/z-Wert ~ 0,16, w/b-Wert ~ 0,13) und einem Stahlfasergehalt von rd. 9 Vol.-% geschuldet. Die
Fotos von Ausbreitkuchen (siehe z.B. Switek3?® S. 53) deuten auf eine erhebliche Igelbildung
der Stahlfasern hin. Die Arbeiten von Switek®?und Kamen?3! werden in einem gesonderten
Abschnitt hinsichtlich des Vergleichs des viskoelastischen Verhaltens unter Druck- bzw. Zugbe-
anspruchung behandelt.

Die Zusammensetzungen der untersuchten UHPCs der verbleibenden Autoren sind in
Tabelle H.1 angegeben. Eine Zusammenfassung der mafigebenden Betoneigenschaften so-
wie der Randbedingungen der Kriechversuche kann Tabelle H.2 enthommen werden. Die
Kriechkurven sind mit zeitlich logarithmischer Skalierung in Bild H.1 bis Bild H.5 dargestellt.

317 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
318 Tye et al.: Kriechen von UHFB.

319 Fehling et al.: Entwicklung, Dauerhaftigkeit und Berechnung Ultrahochfester Betone.

320 Cheyrezy u. Behloul: Creep and shrinkage of UHPC.

321 L oukili et al.: A study on delayed deformations of an ultra high strength cementitious material.

322 Loukili u. Richard: Creep and shrinkage of UHPFRC.

32 Switek: Time-dependent response of UHPFRC under low to high tensile stresses.
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Tabelle H.1: Zusammensetzungen der im Rahmen von Druckkriechversuchen verwendeten UHPCs aus der

Literatur
Zement Silika- Wasser!) FM Quarz- Sand G?stems— Stahl- Quelle
aub mehl kérnung  fasern
[kg/m3] bzw. ]
Masseanteil bez. auf Zement [Vol.-%]

CEM 1 52,5 R-HS/NA
832 135 166 33 207 9752) 0 192 Burkart 2009
1,00 0,16 0,20 004 025 1,17 0 2,45

LH OPC
900 100 150 3) 0 524 811 0 Matsuda 2009
1,00 011 017 % 0 0,58 0,90 0

CEM 1 42,5 R-HS
550 166 166 3 252 446 1.007% 0 Tue 2006
1,00 0,30 03 ™% 046 0,81 1,83 0

CEM 52,5 R-HS/NAY
733 230 161 28,6 183  1.008% 0 192 Fehling 2005
1,00 0,31 0,22 004 025 1,38 0 2,45

CEM 52,5 R-HS/NA®
580 177 141 304 456 354 7117) 194 Fehling 2005
1,00 0,31 0,24 0,05 0,79 0,61 1,23 2,47

OPC
690 224 170 14,5 207 987 0 151,5  Cheyrezy 2001
1,00 0,32 0,25 0,02 0,30 1,43 0 1,93

CEM152,5R
693 225 159 14,48 208 991 0 151 Loukili 1998
1,00 0,32 0,23 0,02 0,30 1,43 0 1,92

Zementart nicht angegeben
909 29 148 0,277 0 1.17110) 0 471 Loukili 1995
1,00 0,03 016  <0,01 0 1,29 0 6,00

1) ohne Wasseranteil des FlieBmittels (FM)

2)
3)
4)

n.a.: nicht angegeben

Grofitkorndurchmesser: 0,5 mm

Basaltsplitt, Grofstkorndurchmesser 5 mm

%) Mischungsbezeichnung: M1Q; Gleiches Zementwerk wie bei Burkart 2009
6) Mischungsbezeichnung: B3Q; Gleiches Zementwerk wie bei Burkart 2009

7)
8)
9)

10) Groftkorndurchmesser: 4 mm

Basaltsplitt, Grofitkorndurchmesser: 8 mm
trockener Wirkstoff, Polyacrylat basiert
trockener Wirkstoff, Sulfonat basiert
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Tabelle H.2: Betoneigenschaften sowie Randbedingungen der im Rahmen von Druckkriechversuchen
untersuchten UHPCs aus der Literatur

o e o Vi LS g
[N/mm?’] [-] [1/m’] [-] [d] [-]

166 47.700 0,19 523 0,30 1,3,28 Burkart 2009%)
161 44.300 0,15 484 0,30-0,40 7,28 Matsuda 2009%)
160 58.000 0,23 416 0,28-0,70 28 Tue 2006
150 55.000 0,19 523 0,30-0,45 n.WB Fehling 2005%)
178 55.000 0,21 433 0,30-0,45 28,n.WB Fehling 20057

150-200  46.000 0,19 503 0,18/0,24 1-180 Cheyrezy 20018
158 48.300 0,17 493 0,20 1-28 Loukili 1998%)
140 56.400 0,16 454 0,20 2-28 Loukili 19958

1)
2)

3)
4)
5)
6)
7)
8)

inkl. angenommener Wasseranteil des FliefSmittels von 60%

BM: Bindemittel; Summe des Volumens aus Zement (¢ = 3,1), Silikastaub (¢ = 2,3),
Wasser und FM (0 = 1,1)
konserv. Lagerung/Priifung; Zyl. #/H = 100/300 mm

konserv. Lagerung/Priifung; Zyl. #/H = 100/200 mm

konserv. Lagerung/Priifung; Zyl. #/H = 100/300 mm

n. Warmebeh.,; Priifung bei 20 °C /55 %r.E; Zyl. & /H = 70/140mm

Mischung B3Q; Lagerung u. Wasser; Priifung b. 20°C /55 %r.E,; Zyl. /H =70/140 mm
konserv. Lagerung/Priifung; Zyl. z/H = 90/600 mm
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Bild H.1: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 1d (links) und 2 d (rechts)
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Bild H.2: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 3 d (links) und 4 d (rechts)

Der zeitliche Verlauf der auf die Einheitsspannung bezogenen Gesamtverformung ¢} ,(t,t") bzw.
J(t,t") (sog. Kriech-Compliance oder Kriechfunktion, Summe aus elastischer Verformung und
Kriechverformung) kann z.B. mit Hilfe des Ansatzes

1 (t-t")P
1 *.1,25.t'ﬂ.—
Eey T Y 10+ (F- )0

‘C';‘ot(tl : t,) =]J(t, t,) = (H.1)

mit Zeit t und Belastungszeitpunkt ' in Tagen beschrieben werden, siehe u.a. BaZzant3** oder
BaZant und Wu 3%, Bazant3**setzt beispielsweise fiir einen Normalbeton ¢* = 2,35, a = -0,118
und b = 0,60 an.

324 Bazant: Prediction of concrete creep effects using age-adjusted effective modulus method.
325 Bazant u. Wu: Rate-type creep law of aging concrete based on maxwell chain.
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Bild H.3: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 7 d (links) und 14 d (rechts)

Fiir die aus der Literatur entnommenen Kriechkurven wurden jeweils die Parameter ¢*, a
und b aus Gleichung (H.1) bestimmt, so dass der Fehler zwischen gemessener und rechnerischer
Gesamtverformung minimal wird. Die beste Ubereinstimmung wurde erreicht, wenn der Expo-
nent a zu 0,076, ¢* = 2,41 und b = 0,31 gesetzt wird. Insgesamt wurden 30 Versuchskurven
mit Belastungszeitpunkten von 1d bis 90d ausgewertet. Mit den o.g. fiir UHPC gewonnenen
Zusammenhidngen ergab sich ein Fehler zwischen rechnerischen und gemessenen Kriechver-
formungen von rd. +4% bis maximal +10%. Die grofite Differenz zwischen dem mit Hilfe von
Gleichung (H.1) berechneten Kriechkurven und den Versuchskurven ergab sich bei dem UHPC
von Kamen®?¢ Die experimentell von Kamen32° ermittelten Kriechkurven (Belastungszeitpunkte
3d und 7d) liegen deutlich unter jenen der anderen Autoren. Dies liegt vermutlich in dem
vergleichsweise hohen Fasergehalt (9 Vol.-%) begriindet. Grundsitzlich sei daran erinnert, dass
ein GrofSteil der in der Literatur gefundenen Versuche zum Kriechen von UHPC an faserhaltigen
Betonen durchgefiihrt wurde. Stahlfasern diirften grundsitzlich in Abhéngigkeit ihres Volumen-
anteils und ihrer Geometrie wie auch beim Schwinden verformungs-, d.h. kriechreduzierend
wirken. Faserfreie Betone konnen demnach u.U. ein etwas starkeres Kriechverhalten aufweisen.

Auf Basis der vorgenannten Parameter und dem resultierenden Kriechgesetz (Gleichung (H.1))
wurde in den folgenden Abschnitten ein Relaxationsspektrum abgeleitet, welches als erste
Naherung fiir die FE-Simulation von Ringriss- und ReifSrahmenversuchen aus der Literatur
herangezogen wurde.

326 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
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Bild H.4: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 28 d (links) und 90d (rechts)
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Bild H.5: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 180 d
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Kriechen von UHPC unter Zugbeanspruchung

Ergebnisse von Zugkriechversuchen an UHPC wurden nach Kenntnis des Verfassers bislang
von folgenden Autoren verdffentlicht:

e Switek3?

e Garas et al.3?8

e Garas et al.??

e Kamen3%

¢ zum Vergleich: Bissonnette et al. (C50/ 60)331
¢ zum Vergleich: Rinder (C55/67 bis C90/105)332.

Die in 0.g. Verdffentlichungen enthaltenen Kriechkurven wurden analog zu den Druckkriecher-
gebnissen aufbereitet und ausgewertet. Switek®? und Kamen ¥’ verwendeten beide den bereits
erwdhnten, besonders zementreichen und stark faserbewehrten UHPC. Aufgrund des hohen
Gehalts an Stahlfasern (9 Vol.-%) ist nach Meinung des Verfassers nicht auszuschliefien, dass
v.a. das viskoelastische Verhalten unter Zugbeanspruchung hin zu geringeren Verformungen
beeinflusst wird. Die Ergebnisse von Switek®” und Kamen®’ werden hier dennoch der
Vollstandigkeit halber aufgefiihrt.

1 331 332

Aus den Arbeiten von Bissonnette et al.””* und Rinder*“werden zum qualitativen Vergleich
nur die spezifischen Kriechverformungen bei Versuchsende mitgeteilt.

Die Zusammensetzungen der untersuchten UHPCs sind in Tabelle H.3 angegeben. Eine
Zusammenfassung der mafsgebenden Betoneigenschaften sowie der Randbedingungen der
Kriechversuche kann Tabelle H4 entnommen werden. Die Kriechkurven sind mit zeitlich
logarithmischer Skalierung in Bild H.6 bis Bild H.9 dargestellt.

327 Switek: Time-dependent response of UHPFRC under low to high tensile stresses.

328 Garas et al.: Micro- and nanoscale characterization of effect of ITZ on tensile creep of UHPC.

329 Garas et al.: Short-term tensile creep and shrinkage of UHPC.

330 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
331 Bissonnette et al.: Tensile creep of concrete: Study of its sensitivity to basic parameters.

332 Rinder: Hochfester Beton unter Dauerzuglast.
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Tabelle H.3: Zusammensetzungen der im Rahmen von Zugkriechversuchen verwendeten UHPCs und HPCs aus
der Literatur

Zement Silika- Wasser!) FM Quarz- Sand G?stems— Stahl- Quelle
staub mehl kérnung  fasern
[kg/m3] bzw. ]
Masseanteil bez. auf Zement [Vol.-%]
CEMI525N
1.392 80,4 204 35 0 3622 0 707 Switek 2011
1,00 0,06 0,15 0,03 0 0,26 0 9,0
Ductal® premix
2194 na® 109  31+30Y na  na n.a. 156 Garas 2010
1,00 - - - - - - 2,0
Ductal® premix
2.194 n.a. 109 31 +30% n.a. n.a. n.a. 156 Garas 2009
1,00 - - - - - - 2,0
Ductal® premix
2194  na. 109  31+30Y na  na n.a. 0 Garas 2009
1,00 - - - - - - 00
CEMI525N
1.410 367 200 46,5 0 802 0 707 Kamen 2007
1,00 0,26 0,14 0,03 0 0,06 0 9,0
CEM152,5 R-HS/NA
447 0 179 45 0 716 1.074) 0 Bissonnette 2007
1,00 0 041 0,01 0 1,60 2,40 0
CEM142,5R (Beton I)
375 19 168 6,0 0 824 988 0 Rinder 2003
1,00 0,05 0,45 0,02 0 2,20 2,63 0
CEM 142,5R (Beton II)
445 40 148 13,5 0 803 962 0 Rinder 2003
1,00 0,09 0,33 0,03 0 1,80 2,15 0
CEM 152,5 R (Beton IIT)
450 45 134 33,5 0 788 1.012 0 Rinder 2003
1,00 0,10 0,30 0,07 0 1,75 2,25 0

1) ohne Wasseranteil des FlieBmittels (FM)
2 GroBtkorndurchmesser: 0,5mm

%) n.a.:nicht angegeben
4)

5)

zweite Zahl: Beschleuniger BE
Quarzschotter, Grofstkorndurchmesser 10 mm
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Tabelle H.4: Betoneigenschaften sowie Randbedingungen der im Rahmen von Zugkriechversuchen untersuchten
UHPCs und HPCs aus der Literatur

Druck- w/b- Volumen Proben- Last- Belastungs-
. . E-Modul 1) 2) . . . Quelle
festigkeit Wert BM geometrie niveau beginn
[N/mm?] (-] [1/m°] [mm] (-] [d] [-]
208%) na? 0,14 686 40-100  0,27-0,81 7 Switek 2011
75-10,3% na. n.a. n.a. 75-75 0,40 7 Garas 20109
6,0-6,5") n.a. n.a. n.a. 100/380%)  0,40-0,60 7 Garas 2009
208%) 472009 0,13 802 TSTM!®  0,32,0,63 15,3 Kamen 2007
5711 35.300 0,41 323 7070 0,29, 0,48 7 Bissonnette 2007
8012) 36.30013) 0,43 297 80-100 0,80 bis 0,95 28 Rinder 2003
9512) 38.900'3) 0,31 308 80-100 0,80 bis 0,95 28 Rinder 2003
10712 43.900'® 0,27 297 80-100 0,80 bis 0,95 28 Rinder 2003

D inkl. angenommener Wasseranteil des FliefSmittels von 60%

2) BM: Bindemittel; Summe des Volumens aus Zement (0 =3,1), Silikastaub (¢ = 2,3),
Wasser und FM (¢ = 1,1)

Priifalter: 7 d, keine Angaben zu Lagerung, Prisma 40 - 40 mm?

n.a.: nicht angegeben

3)
4)
5)
6)
7)

zentrische Zugfestigkeit am knochenférmigen Prisma, Kantenldange 50 mm

Lagerung bei 20 °C / 95 % r.F. bzw. warmebehandelt zu versch. Zeitpunkten

zentrische Zugfestigkeit, keine Angabe zur Probengeometrie

8) Zylinder #/H =100/380 mm

%) Zylinder #/H =110/220mm

10) TSTM: Zugkriechversuche mit Hilfe Temperaturspannungspriifmaschine, 50 - 100 mm?
1) Lagerung bei 20°C /95 % r.E,, Zylinder #/H = 100/200 mm

12) Lagerung 7 d u.W., dann bei 20°C / 65 % r.F.,, Wiirfel a = 200 mm

13) Sekantenmodul unter Zugbelastung
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Bild H.6: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 1,46d
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Bild H.8: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 3 d
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Bild H.9: Bezogene Kriechverformung von UHPC bei Belastung im Alter von 7 d
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Zum Vergleich und wegen der geringen Anzahl an verfiigbaren Versuchsergebnissen werden
im Folgenden einige Ergebnisse von Zugkriechversuchen an hochfesten Betonen erwahnt.

Bissonnette et al. 333 fanden fiir einen Beton der Festigkeitsklasse C50/60 nach rd. 50d
Versuchsdauer eine spezifische Kriechverformung von rd. 0,460 bis 0,520 mm/(m-N/ mmz) (Be-
lastungszeitpunkt: 7d, Lastniveau rd. 0,30 bis 0,50). Die spezifischen Zugkriechverformungen
des C50/60 liegen somit deutlich tiber den recherchierten spezifischen Druckkriechverformun-
gen von UHPC.

Rinder ** ermittelte im Rahmen seiner Versuche zum Dauerstandverhalten von hochfes-
tem Beton spezifische Kriechverformungen nach rd. 2 a Versuchsdauer von rd. 0,020 bis
0,025 mm/(m -N/mm?) fiir einen Beton C90/105 bzw. rd. 0,035 mm/(m - N/mm?) fiir einen
C70/85 (Belastungszeitpunkt: 28d, Lastniveau rd. 0,80 bis 0,85). Trotz des vergleichsweise
hohen Lastniveaus liegen die spezifischen Zugkriechverformungen im Gegensatz zu den von
Bissonnette et al.>*® gefundenen Ergebnissen deutlich unter den spezifischen Druckkriechver-
formungen von UHPC.

Die recherchierten spezifischen Zugkriechverformungen von UHPC liegen grundsitzlich
deutlich tiber den spezifischen Druckkriechverformungen. Die wenigen vorhandenen Ergebnis-
se in der Literatur zum Zugkriechen von UHPC lassen allerdings eine addquate Auswertung
und die Ableitung von Funktionsparametern wie im Falle des Druckkriechens nicht zu. Aus
diesem Grund wird im folgenden Absatz die Vergleichbarkeit des viskoelastischen Verhaltens
unter Druck- und Zugbeanspruchung separat diskutiert und Schlussfolgerungen fiir das
weitere Vorgehen gezogen.

Vergleich Kriechen unter Druck- und Zugbeanspruchung

Kordina et al. > fiihrten Zugkriechversuche an Normalbetonen (Druckfestigkeit im Alter von
28d: 43N/mm?2, 50 N/mm?2 bzw. 53 N/mm? am Wiirfel) im Alter von 3, 8 und 13 Monaten
und Lastniveaus von 40%, 60% und 70% durch. Nach einer Versuchsdauer von 360d lag die
spezifische Kriechverformung unabhédngig vom Belastungsalter und dem Lastniveau zwischen
rd. 0,05mm/(m-N/mm?) und 0,08 mm/(m-N/mm?). Fiir die spezifische Kriechverformung
dhnlicher Betone unter Druckbeanspruchung nennen Kordina et al.>*> aus der Literatur eine
GroBenordnung von 0,11mm/(m-N/mm?) bis 0,12mm/(m-N/mm?). Kordina et al.>®
kommen daher zu dem Schluss, dass das Kriechen unter Druckbeanspruchung zu geringfiigig
grofleren viskoelastischen Verformungen als unter Zugbeanspruchung fiihrt.

Dies konnte Rinder®*in seiner Arbeit fiir hochfeste Betone hingegen nicht bestitigen. Das
Zugkriechen war im untersuchten Spektrum von C55/67 bis C90/105 dhnlich oder nur etwas
geringer als in der Literatur gefundene Ergebnisse zum Druckkriechen vergleichbarer Betone.

Die Versuche von Atrushi 3¢ an Betonen mit 0, 5, 10 bzw. 15M.-% Silikastaub bezogen
auf den Zementgehalt (Wiirfeldruckfestigkeit im Alter von 28d: 71,5N/ mm? bis 85,0 N/mm?,
w/(z +s)= 0,40) erlauben keine allgemein giiltigen Aussagen zum Verhdltnis zwischen Zug-
und Druckkriechen. Atrushi®*® fand heraus, dass das Zugkriechen v.a. im jungen Alter geringer

333 Bissonnette et al.: Tensile creep of concrete: Study of its sensitivity to basic parameters.
334 Rinder: Hochfester Beton unter Dauerzuglast.

335 Kordina et al.: Kriechen von Beton unter Zugbeanspruchung.

336 Atrushi: Tensile and compressive creep of early age concrete.
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ist als das Druckkriechen. Die Kriechrate dndert sich allerdings im Laufe der Zeit, so dass
sich einige Stunden bis Tage nach Beginn der Belastung die Kriechkurven - selbst bei Bertick-
sichtigung des zeitabhidngigen Verlaufs der Belastungsgrade - kreuzen. Im hoheren Alter ist
daher das Zugkriechen grofier als das Druckkriechen. In diesem Zusammenhang sei ebenfalls
erwdhnt, dass der Zug-E-Modul je nach Beton um rd. 10% bis 17% tiber dem Druck-E-Modul
lag. Die Zugabe des Silikastaubes hatte grundsétzlich eine Reduzierung des Zugkriechens zur
Folge; allerdings zeigte der Beton mit 15 M.-% Silikastaub die hochsten Zugkriechverformungen
der drei Silikastaubbetone. Die verbleibenden beiden Silikastaubbetone wiesen in etwa gleiche
Zugkriechverformungen auf. Linearitdt zwischen Kriechverformung und Belastungsgrad (Zug)
war bei allen von Atrushi®’ durchgefiihrten Untersuchungen bis zu einem Belastungsgrad von
60% gegeben. Als weitere wichtige Erkenntnis fand Atrushi®’ heraus, dass das Konzept der
Reife bzw. des wirksamen Alters auch auf das viskoelastische Verhalten unter erhthter Tem-
peratur (untersuchter Bereich: 20 °C bis 60 °C, wirksames Alter ab 3 d) angewendet werden kann.

Kamen 3 fiihrte sowohl Versuche zum Druckkriechen als auch zum Zugkriechen (mit
Hilfe einer Temperaturspannungspriifmaschine: TSTM) von UHPC durch. Die Zusammen-
setzung des untersuchten UHPCs weicht aufgrund des hohen Zement- und Fasergehalts
sowohl von den faserfreien Betonen dieser Arbeit, als auch von den faserhaltigen Beto-
nen anderer Forscher, deutlich ab. Dennoch werden die wesentlichen Erkenntnisse aus
der Arbeit von Kamen®®hier diskutiert, da ansonsten vergleichende Untersuchungen zum
Druck- und Zugkriechen von UHPC nach Kenntnis des Verfassers bislang nicht veroffent-
licht wurden. Die Auswertung der Zug- und Druckkriechversuche (Belastungsalter: 7d,
Versuchsdauer rd. 100d) ergab, dass bei vergleichbaren Lastniveaus die spezifischen Kriech-
verformungen im Rahmen der iiblichen Versuchsstreuungen gleich sind. Bei einem Lastniveau
zwischen 25% und 32% lagen die spezifischen Druck- und Zugkriechverformungen bei rd.
0,030 mm/(m - N/mm?) und 0,021 mm/(m-N/mm?). Bei einem Lastniveau zwischen 55% und
63% lagen die spezifischen Zug- und Druckkriechverformungen bei rd. 0,046 mm/(m - N/mm?)
und 0,047 mm/(m - N/mmz).

Eine abschlieffende Aussage zum viskoelastischen Verhalten von Beton unter Zug- oder
Druckbeanspruchung kann anhand der gesichteten Literatur nicht gegeben werden. Der
Grofsteil der Arbeiten deutet darauf hin, dass die viskoelastischen Eigenschaften unter Zug-
und Druckbeanspruchung in etwa gleich sind. Aus diesem Grund wird fiir die weiteren
Analysen vereinfachend zundchst das Druckkriechverhalten fiir die grundsétzliche Abbildung
der Viskoelastizitdt herangezogen.

Beurteilung der zusammengetragenen Ergebnisse und Ableitun g von
Parametern fir das weitere Vorgehen

Die Ableitung von gesicherten Zusammenhéngen zwischen Mischungszusammensetzung und
viskoelastischem Verhalten ist anhand der gesichteten Literatur weder fiir Druck-, noch fiir
Zugbeanspruchungen moglich. Bestenfalls kann eine mittlere spezifische Kriechverformung in
Abhéngigkeit des Belastungsalters, d.h. ein mittleres Kriechgesetz fiir UHPC unter Druckbean-
spruchung, angegeben werden.

Die gesichteten Arbeiten zum viskoelastischen Verhalten ergeben dariiber hinaus kein einver-

337 Atrushi: Tensile and compressive creep of early age concrete.
338 Kamen: Comportement au jeune age et différé d’un BFUP écrouissant sous les efets thermomécaniques.
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nehmliches Bild hinsichtlich eines Zusammenhangs zwischen Zug- und Druckbeanspruchung.
Die Mehrzahl der Ergebnisse deutet darauf hin, dass Zug- und Druckkriechverformungen in
etwa gleich sind. Dies wird im Weiteren auch zunéchst angenommen.

Neben den genannten Aspekten fiir die Modellierung des Kriechverhaltens wird im Rah-
men dieser Arbeit aufierdem vereinfachend angenommen, dass

1. grundsatzlich von einer Linearitdt zwischen Kriechverformung und verursachender
Belastung ausgegangen werden kann,

2. dass das Konzept der Reife angewendet werden kann und

3. dass das einaxiale, viskoelastische Verhalten die Verhiltnisse im Werkstoff ausreichend
genau beschreibt.

Die Anwendung des Reifekonzepts betrifft neben dem viskoelastischen Verhalten auch alle
anderen Betoneigenschaften.

Die in der Literatur gefundenen Kriechversuche an UHPC wurden ab einem Alter des
Betons von 24h durchgefiihrt. Spannungsverursachende Schwindverformungen treten aller-
dings i.d.R. bereits ab Erstarrungsbeginn, d.h. deutlich frither als 24h auf. Im Zeitraum von
Erstarrungsbeginn bis 24 h ist mit einer ausgeprigten Zeitabhingigkeit der Relaxation von
Zwangspannungen zu rechnen. Dieses Relaxationsverhalten muss bei der Modellierung der
Radialdruckspannungen mit Hilfe von FEMMASSE beriicksichtigt werden. Zur Abschédtzung
des Relaxationsverhaltens fiir den vorgenannten Zeitraum wird auf die Ergebnisse der Ringriss-
Versuche von Eppers 3° zuriickgegriffen, siehe folgender Absatz. Fiir das viskoelastische
Verhalten ab 24h kann als erste Ndherung ein Relaxationsspektrum anhand des bereits ge-
nannten Kriechgesetzes fiir UHPC abgeleitet werden. Das weitere Vorgehen fiir Betone mit
Wasser /Portlandzementklinker-Verhiltnissen < 0,30 kann demnach in 3 Schritte gegliedert
werden:

1. Ermittlung eines Relaxationsspektrums fiir die ersten 24 h anhand der Ringrissversuche
von Eppers®'°.

2. Ermittlung eines Relaxationsspektrums ab einem Betonalter von 24 h anhand der
recherchierten Kriechkurven.

3. Validierung des gesamten Relaxationsspektrums anhand der Reifsrahmenversuche von
Schachinger®!!, ggf. Anpassung des Relaxationsspektrums.

In den folgenden beiden Abschnitten wird zundchst die Umrechnung von Kriech- in Rela-
xationskurven und die Ableitung eines Relaxationsspektrums erldutert. Daraufhin wird eine
Abschédtzung des Relaxationsspektrums bis zu einem Alter von 24h anhand der Ringriss-
Versuche von Eppers®* durchgefiihrt. Ergebnis der entsprechenden Absitze wird ein als erste
Naherung zu betrachtendes Relaxationsspektrum sein. Das resultierende Gesamtspektrum
wird dann anhand der Reifirahmenversuche von Schachinger®? validiert. Ergeben sich dabei
nennenswerte Diskrepanzen zu den Versuchen, so wird das Spektrum , per Hand” angepasst,
bis eine akzeptable Simulation der Versuche erreicht wird.

339 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
340 5chachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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Fiir Betone mit Wasser/Portlandzementklinker-Verhiltnissen > 0,70 wird das Relaxationsver-
halten ab 24 h auf Basis des Kriechgesetzes mit der E-Modul-Entwicklung ab einem Zeitpunkt
von 70 h verkniipft. Es wird also davon ausgegangen, dass vorgenanntes Relaxationsverhalten,
welches auf dem Kriechgesetz von UHPC mit Wasser/Portlandzementklinker-Verhiltnissen
< 0,30 basiert, ab einem Zeitpunkt von 70h bzw. rd. 3 d giiltig ist; dieser Zeitpunkt entspricht
dem Beginn der Giiltigkeit des Model Code 1990-Ansatzes fiir den statischen E-Modul. Die
Ermittlung eines Spektrums vor diesem Zeitpunkt kann nur , per Hand” anhand der ReifSrah-
menversuche von Schachinger®! erfolgen, da Eppers3*? im Rahmen seiner Ringriss-Versuche
fiir den entsprechenden Beton nur wenige Stunden der Zwangspannungsentwicklung erfasste.

Algorithmus zur Umrechnung von Kriech- in Relaxationskurven

BaZant > bzw. BaZant und Ashgari #* veroffentlichten die Umsetzung eines Algorith-

mus zur Umrechnung von Kriechkurven in Relaxationskurven in der Programmiersprache
FORTRANIV. Im Polgenden werden die grundlegenden Zusammenhénge des Algorithmus
erlautert.

Das Kriechgesetz kann grundsaitzlich als sogenanntes Steltjes-Integral formuliert werden:

S(t, t,)CV = 8(t/ t,) - eshr(t/ t,) = ft ](t, t’)dO’(t,) (H.2)

mit Kriechdehnung ¢(t,t')., Gesamtdehnung ¢(t,t") und Schwinddehnung ¢, (¢,¢') in Abhin-
gigkeit der Zeit t ab Belastungsbeginn t'. Wird die Dehnungsgeschichte betrachtet, so stellt
Gleichung (H.2) eine sogenannte lineare Volterra-Integralgleichung dar.>** Zur numerischen Lo-
sung der Gleichung (H.2) liegt es nahe, das Steltjes-Integral durch eine finite Summe zu ersetzen.
Dazu wird die Dehnung zu diskreten Zeiten tg, t; ... {y mit den nicht dquidistanten Zeitinterval-
len At =t,—t,_1 (r =1,2,... N) betrachtet. Unter Anwendung der Trapezregel ergibt sich dann:

r
E(trr ts)cr = E(tr/ ts) - Eshr(tr/ ts) = Z 0/5 : (](tr/ ts) + ](tr/ tsfl)) : A‘TS (H3)
s=1
mit Aoy = 05 — 05_1. Fur e(t,_1, t5)r lautet Gleichung (H.3):
r-1
e(tr—lr ts)cr = 8(tLr—lr ts) - 8shr(tr—lr ts) = 2 0,5- (](tr—lz ts) + ](tr—lz ts—l)) ’ A(7'5 (H4)
s=1

Die Differenz aus e(t,,t;s)o und e(t,_1,t;).r ergibt:

Aoy = E; - (Agy — Agy) (H.5)
mit
E; =2/(J(t: tr) + J(t, t-1)) (H.6)
und

r=1
Aey = Z Aos-05-(J(tr,ts) + J(tr ts-1) = J(tr-1,ts) = J(tr-1,ts-1)) + Degnr, r (H.7)

341 Schachinger: Mafinahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

342 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.

343 Bazant: Numerical determination of long-range stress history from strain history in concrete.

34 Bazant u. Ashgari: Computation of age-dependent relaxation spectra.
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fiir r > 1 bzw.
*
Ag;f = A‘c"shr,r = Eshr,r — Eshr,r-1 (H8)

fiir r = 1.3% Das auf Gleichung (H.2) bis Gleichung (H.8) basierende FORTRAN IV-Programm
wurde im Rahmen dieser Arbeit mit Hilfe der Programmiersprache MATLAB ® neu program-
miert und das recherchierte Kriechgesetz (siehe Gleichung (H.1)) implementiert. Die resultieren-
den Relaxationskurven ab einen Belastungszeitpunkt von 24 h bis 100 d sind fiir den Beton M1
beispielhaft in Bild H.10 dargestellt.

1v0 T ! T ! T ! T T T T T

09l TTt=iTag  i----f'=100Tage

Relative Spannung [-]

0 500 1000 1500 2000 2500 3000
Zeit nach Belastung t - t' [h]

Bild H.10: Berechnete Relaxationskurven unter Ansatz von ¢ und b aus dem Fit der gesichteten Kriechkurven
fiir den Beton M1

Algorithmus zur Ableitung von Relaxationsspektren anhand von
Relaxationskurven

Das Kriechverhalten von Beton ldsst sich unter Annahme der Linearitdt zwischen Kriechverfor-
mung und kriechverursachender Spannung und in Abhidngigkeit des Betonalters bei Belastung
mit Hilfe eines ausreichend grofS gewéahlten Systems von linearen DGLs erster Ordnung beschrei-
ben. Dieses DGL-System kann mit fast beliebiger Genauigkeit durch eine Maxwell-Kette abgebil-
det werden. Bild H.11 zeigt beispielhaft eine Maxwell-Kette sowie schematisch das zugehérige
Relaxationsspektrum. Die Form des schematisch dargestellten Relaxationsspektrums (E; in Ab-
hingigkeit von T;) ist vom Belastungszeitpunkt ¢t abhingig. Das Spannungs-Dehnungsverhalten
einer Maxwell-Kette wird durch

n
OMaxwell = zai (H.9)
i=1
und
. Oi+oilT
f= ——— (H.10)
Ei(t)

345 Bazant: Numerical determination of long-range stress history from strain history in concrete.
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EM betrachtete Zeitspanne
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Bild H.11: Maxwell-Kette (oben) und schematische Darstellung des zugehorigen Relaxationsspektrums (unten) in

Anlehnung an BaZant und Ashgari>*

Tabelle H.5: Gewihlte Relaxationszeiten der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die Modellierung des
viskoelastischen Verhaltens von UHPC

i[-] 1 2 3 4 5 6
7 [h] 01 1 10 100 1000  10°

mit i = 1...n definiert. 0; wird dabei hédufig als interne Variable oder versteckte Spannung
bezeichnet; 7; ist die Relaxationszeit, welche zu der i-ten Feder gehort; E; ist der zeitabhédngige
E-Modul der i-ten Feder.

Ein gegebenes, kontinuierliches Relaxationsspektrum kann i.d.R. durch Maxwell-Ketten
mit beliebigen Serien von Relaxationszeiten 7; abgebildet werden. Voraussetzung ist, dass die
Relaxationszeiten T7; auf der logarithmischen Zeitskala mit ausreichend geringem Abstand
verteilt sind.® Aus diesem Grund ist es nicht sinnvoll, die 7; anhand der Ergebnisse aus
Kriechversuchen abzuleiten, sondern von vornherein in geeigneter Weise festzulegen:

Top1 =1 -107" (H.11)

miti=1..(n-1) und 7, = oo. Fiir die Modellierung des viskoelastischen Verhaltens wurde im
Rahmen dieser Arbeit eine Maxwell-Kette mit 6 Elementen und den in Tabelle H.5 zusammen-
gefassten Relaxationszeiten verwendet. Ist die spannungsverursachende Dehnung &(t) (hier:
autogene Schwindverformung) eine Stufenfunktion, so kann Gleichung (H.10) ohne Weiteres

integriert werden; der zugehorige Spannungsverlauf entspricht dann der Relaxationsfunktion
R(t,t'): 34

R(4t') = iEi(t’) exp(~(t - )/77) (H.12)

mit t’ als Alter des Betons bei Belastung. Die Berticksichtigung des viskoelastischen Verhaltens
erfolgt in FEMMASSE ® analog zu Gleichung (H.12) unter Einbeziehung des E-Moduls E.(t")

346 Bazant u. Ashgari: Computation of age-dependent relaxation spectra.
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des Betons:
Rt #)/Ec(t') = i&-(t') exp(~(t—1)/5) (H.13)

Der Beiwert B; entspricht dabei dem Verhéltnis aus E;(t') und E.(t'). Die in Gleichung (H.12)
und Gleichung (H.13) enthaltenen realen Exponentialreihen werden auch als Dirichlet- oder
Pronyreihen bezeichnet. Die Ermittlung der Beiwerte §; kann z.B. als Regression mit Hilfe der
Methode der Minimierung der Summe der Fehlerquadrate erfolgen. Da im vorliegenden Fall
das Relaxationsverhalten aus Fitkurven und nicht aus streuungsbehafteten Einzelmesswerten
abgeleitet wird, konnen die von BaZant und Ashgari®*” angegebenen Wichtungsfaktoren w; und

wy auf 0 gesetzt werden. Die Losung der resultierenden Minimierungsaufgabe min ||A - x — d |
X

mit x > 0 wurde in MATLAB ® mit Hilfe der Funktion Isgnonneg realisiert. Eine Schritt-fiir-
Schritt-Erlauterung der Funktion des zugehorigen Algorithmus kann Lawson und Hanson 348
entnommen werden.

Abschatzung eines Relaxationsspektrums fur die Zeit von 0 bis 24
Stunden ab Wasserzugabe - Simulation der Ringrissversuche v on
Eppers

Eppers 3 untersuchte im Rahmen seiner Dissertation die Rissgefdhrdung von UHPC in den
ersten 24h ab Wasserzugabe anhand von Ringrissversuchen unter isothermen Bedingungen.
Der verwendete Stahlring hatte einen Innendurchmesser von R; ;; = 79,3 mm und einen Au-
lendurchmesser von R, s = 95 mm (Hohe des Rings: 25 mm; E-Modul: 200.000 N/ mm?). Der
Betonring wies eine Breite von 24 mm und eine Hohe von 25 mm auf. Eppers®®’ gibt in seiner
Arbeit explizit die gemessenen Dehnungen auf der Innenseite des Stahlrings an. Daraus kann
direkt die Radialdruckspannung in der Fuge Stahl/Beton sowie die Tangentialzugspannung im
Betonring berechnet werden. Die Berechnung der Tangentialzugspannung im Betonring muss
grundsétzlich nach der Theorie fiir dickwandige zylindrische Rohre erfolgen. Da jedoch im
jungen Beton von einer Spannungsumlagerung vom Innenradius in Richtung des Aufienradius
auszugehen ist, kann vereinfachend die Kesselformel fiir diinnwandige zylindrische Rohre
angewendet werden.

Neben der Zwangspannung ermittelte Eppers®’auch das freie autogene Schwinden ab
Wasserzugabe sowie die Entwicklung des dynamischen E-Moduls ab einem Alter von 14 h.
Einen Umrechnungsfaktor zwischen dynamischem und statischem E-Modul bestimmte
Eppers®® fiir einen der vier untersuchten Betone im Alter von 21h, 24h und 48 h. Im Mittel
ergab sich ein Verhiltnis von Eg4 / Egyn = 0,84.

Die Modellierung des Ringriss-Versuchs erfolgte im Rahmen dieser Arbeit in FEMMASSE ®)
mit Hilfe eines Viertels eines Kreisrings, welcher ansonsten der Geometrie des Betonrings
entsprach. Der Viertelring wurde aus 5°-Elementen (18 Elemente) zusammengesetzt. Um die
radiale Behinderung durch den Stahlring zu simulieren, wurde jedes Element am Innenradius
federnd gelagert. An den beiden Stirnseiten wurde jeweils ein radial verschiebliches Auflager
angebracht, siehe Bild H.12. Die Steifigkeiten der 18 Flichenfederlager wurden so gewéhlt, dass
die Verformungseigenschaften des Stahlrings in FEMMASSE ® korrekt abgebildet wurden.

347 Bazant u. Ashgari: Computation of age-dependent relaxation spectra.
348 1 awson u. Hanson: Solving least squares problems (Kapitel 23, Seite 160 f.).
349 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Bild H.12: Schematische Darstellung mit Lagerbedingungen des Viertelkreisrings fiir die Modellierung der
Ringrissversuche

Tabelle H.6: Erste Schitzung fiir die relativen E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die
Simulation des Ringrissversuchs von Eppers> (Beton 1A)

7; [h]
0,1 1 10 100  1.000  10°
t' [h]
8,0 1,00 0 0 0 0 0
140 08 010 0,05 0 0 0
240 070 020 0,10 0 0 0

Fiir die FEMMASSE-Simulation wurden die Originaldaten zum freien autogenen Schwinden
des Betons 1A nach Eppers3 in die Materialdatenbank implementiert. In einer ersten Reihe
von Simulationsrechnungen wurde versucht, die 24h der Ringriss-Versuche von Eppers3*

mit Hilfe eines Relaxationsspektrums basierend auf sechs Feder-Dampfer-Elementen und drei
Belastungszeitpunkten zu modellieren. Die Belastungszeitpunkte wurden zu 8h, 14h und 24 h
gewdhlt. Die ersten beiden Zeitpunkte entsprachen in etwa dem Beginn und dem Maximum
der Zwangspannungsentwicklung. Zu den vorgenannten Belastungszeitpunkten wurden
auBerdem die von Eppers®' angegebenen statischen E-Moduln des Betons in FEMMASSE ®
vorgegeben. Das Relaxationsspektrum wurde im Laufe der Simulationen so lange variiert, bis
eine akzeptable Ubereinstimmung zum Versuch gefunden wurde. Das im Rahmen der iterativen
Vorgehensweise als erstes verwendete Spektrum ist fiir die drei Belastungszeitpunkte und das
jeweilige Feder-Dampfer-Element der Maxwell-Kette (s. Relaxationszeiten in der zweiten Zeile)
in Tabelle H.6 angegeben. Unter Ansatz des in Tabelle H.6 genannten Relaxationsspektrums
ergibt sich der in Bild H.13 dargestellte rechnerische Verlauf der mittleren Ringzugspannung.
Die im Versuch gemessene maximale Ringzugspannung betrug rd. 1,65 N/mm?. Die aus dem

3%0 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Tabelle H.7: Relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die Simulation des
Ringriss-Versuchs von Eppers®! (Beton 1A)
7 [h]
0,1 1 10 100 1000  10°

t' [h]

8,0 0,868 0,070 0,050 0,010 0,001 0,001
140 008 0100 0,180 0310 0,160 0,170
240 0051 0225 0311 0166 0,071 0,175

gewdhlten Relaxationsspektrum resultierende Relaxation ist iiber den gesamten Zeitraum so
stark, dass die Ringzugspannungen nicht iiber 0,01 N/mm? steigen. Eine akzeptable Uber-
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Bild H.13: Zeitliche Entwicklung der Ringzugspannung, dargestellt bis 0,5 N/mm? - Versuchsergebnis nach
Eppers®! und erste FE-Simulation

einstimmung zwischen dem Versuchsergebnis von Eppers*! und der eigenen FE-Simulation

wurde - nach trial-and-error-Anpassung des Spektrums - mit dem in Tabelle H.7 zusammenge-
fassten Relaxationsspektrum erzielt. Der resultierende Verlauf der mittleren Ringzugspannung
sowie der Verlauf der Radialdruckspannung an der dufleren Mantelfliche des Stahlrings ist in
Bild H.14 dargestellt. Die Entwicklung der Ringzugspannung beginnt bei der FE-Simulation
knapp 1h nach dem tatsdchlich gemessenen Beginn. Sowohl der Anstieg auf das Maximum der
Ringzugspannung im Alter von rd. 14 Stunden als auch der anschlieffende Abfall um rd. 25%
werden jedoch von der Simulation unter Ansatz des vorgenannten Relaxationsspektrums gut
abgebildet. Das Relaxationsspektrum spiegelt die starke Anderung der Eigenschaften des UHPC
wihrend der ersten 24 h wieder. Zum Zeitpunkt des Entstehens der ersten Ringzugspannung
(etwa bei Erstarrungsbeginn) wird das viskoelastische Verhalten zu rd. 87% von dem ersten
Element der Maxwell-Kette bestimmt, siehe Tabelle H.7. Dies dndert sich in den folgenden 6 h
signifikant hin zu einer etwas gleichméfiigeren Verteilung auf alle sechs Maxwell-Elemente. Im
Alter von 24 h verschiebt sich das Spektrum weiter in Richtung des zweiten, dritten und letzten
Maxwell-Elements.

Das in den folgenden beiden Absitzen auf den Kriechkurven basierend ermittelte Relaxations-

351 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Bild H.14: Zeitliche Entwicklung der Ringzugspannung (links) bzw. der Radialdruckspannung am Stahlring
(rechts) - Versuchsergebnis nach Eppers>>® und eigene FE-Simulation

spektrum wird fiir die Validierung anhand der Reiffrahmenversuche von Schachinger 2 um

das o.g. Spektrum fiir die ersten 24 h erganzt.

Die Simulation des Ringrissversuchs mit dem Beton mit nennenswertem Anteil von Hiitten-
sandmehl 1A BFS macht keinen Sinn, da nur die ersten 8 h (d.h. 16 h bis 24 h ab Wasserzugabe)
der Spannungsentwicklung von Eppers>> erfasst wurden.

Validierung der Relaxationsspektren anhand der ReiRrahmenv ersuche
von Schachinger

Allgemeines

Der im vorgenannten Absatz dargestellte Ansatz zur Berticksichtigung der Viskoelastizitat wird
hinsichtlich der Brauchbarkeit fiir faserfreie UHPCs unter Zugspannung anhand der Reifirah-
menversuche von Schachinger3*?beurteilt. Dazu wird der Betonquerschnitt des ReifSrahmens
mit seinen Originalabmessungen und einer entsprechenden Feder als Auflager in FEMMAS-
SE modelliert und die zeitliche Entwicklung der Spannung berechnet. Schachinger3>?fiihrte fiir
CEM I- und CEM III-Betone Versuche mit dem starren ReifSrahmen unter konservierenden und
isothermen Bedingungen durch. Der Betonquerschnitt hatte Abmessungen von 50 x 35 mm?.
Die Stahlholme des Reifirahmens wiesen eine Querschnittsfliche von insgesamt 2 x 1.206,9 mm?
auf (E-Modul E; = 135.000 N/mm?). Die Lange des Betonquerschnitts betrug 420 mm; die Stahl-
holme wiesen eine Lange von rd. 700 mm auf. Damit ergibt sich eine Federsteifigkeit crg von
2.413,8 x 135.000 / 700N/m = 465,5086 kN/mm. Die Stahlholme werden in FEMMASSE durch
eine Feder, welche tiber die gesamte Fliache des o.g. Betonquerschnitts wirkt, modelliert. Um
das Last-Verformungsverhalten der Stahlholme abzubilden, muss die Feder in FEMMASSE eine
Steifigkeit von crryasse = 266,01 N/mm? /mm aufweisen.

CEM-|-Beton (CEM-I-30-0,27)

Die anhand der Kriechgesetze mit Hilfe der vorgenannten numerischen Methoden ermittel-
ten diskreten Relaxationsspektren sind fiir den Portlandzementbeton von Schachinger®?in

352 Schachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.

358 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Tabelle H.8: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die erste Simulation
des Betons CEM-I-30-0,27 von Schachinger354
7 [h]
0,1 1 10 100 1.000  10°

t' (]

24,0 0,1323 0,0668 0,1246 0,1605 0,2020 0,3138
38,0 01271 0,0661 0,1199 0,1504 0,1808 0,3557
60,3 0,1237 0,0632 0,1205 0,1439 0,1644 0,3845
955 00,1191 0,0621 0,1187 0,1341 0,1450 0,4210
1514 0,1147 0,0611 0,1166 0,1278 0,1315 0,4482
240,0 0,1105 0,0600 0,1144 0,1244 0,1229 0,4677
3804 0,1065 0,0590 0,1121 0,1224 0,1172 0,4828
6029 0,1025 0,0580 0,1097 0,1209 0,1133 0,4955
955,5 0,0986 0,0571 0,1073 0,1197 0,1106 0,5068
1.514,3 0,0949 0,0561 0,1048 0,1184 0,1086 0,5172
2.400,0 0,0914 0,0551 0,1024 0,1171 0,1070 0,5271

Tabelle H.8 zusammengefasst. Sie sind als erste Naherung fiir die Validierung anhand der Reif3-
rahmenversuche von Schachinger>* zu sehen. Das Relaxationsspektrum wurde fiir eine erste
Validierung zur Simulation der Reiffrahmenversuche von Schachinger®*angesetzt. Die Spek-
tren der beiden Belastungszeitpunkte 8 h und 14 h wurden von dem Spektrum aus der Simula-
tion des Ringrissversuchs von Eppers®* {ibernommen. Aus der FE-Simulation ergibt sich der
in Bild H.15 dargestellte zeitliche Verlauf der Zugspannung. Die rechnerische Zugspannung im
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Bild H.15: Zeitliche Entwicklung der Zugspannung im Reifsrahmen - Ergebnisse der ersten FE-Simulation und
des Reifsrahmenversuchs fiir den Beton CEM-1-30-0,27 von Schachinger®>*

354 Schachinger: Mafsnahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
3%5 Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
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Reifsrahmen liegt - v.a. ab rd. 24 h - deutlich iiber der tatsdchlich im Versuch ermittelten Span-
nung. Die anhand der Druckkriechversuche abgeleiteten viskoelastischen Eigenschaften kon-
nen demnach den tatsdchlichen Zugspannungsabbau infolge Relaxation nicht abbilden. Grund
hierfiir ist u.a. vermutlich die Tatsache, dass ein Grofsteil der recherchierten Betone Stahlfasern
enthielten. Um die tatsdchlichen viskoelastischen Eigenschaften des UHPC abzubilden, muss
daher das Kriechgesetz angepasst werden. Anhaltspunkt fiir die empirische Anpassung ist das
Spektrum des Belastungszeitpunkts 24 h aus der eigenen Simulation des Ringrissversuchs von
Eppers>®. Das aus diesem Vorgehen resultierende Kriechgesetz ergibt sich zu:

1
E()

/ no_ N o_ 10,070 (t_t’)0'650
€op(t, 1) =J(tt) = -11+290-1,25-¢ —_— (H.14)

10 + (£ — /)00

Auf Basis dieses angepassten Kriechgesetzes wurde ein neues Relaxationsspektrum berechnet,
welches ebenfalls um die beiden Spektren zum Belastungszeitpunkt 8 h und 14 h aus der Model-
lierung des Ringrissversuchs von Eppers3*°ergianzt wurde. Das neue Gesamtspektrum ergibt
sich somit wie in Tabelle H.9 zusammengefasst. Der resultierende Zugspannungsverlauf ist in
Bild H.16 dargestellt. Der von Schachinger®” gemessene Zugspannungsverlauf wird - bis auf
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Bild H.16: Zeitliche Entwicklung der Zugspannung im ReifSrahmen - Ergebnisse der zweiten FE-Simulation und
des Reifirahmenversuchs fiir den Beton CEM-I-30-0,27 von Schachinger®>

den Bereich um 14 h - deutlich besser abgebildet. Da jedoch gerade das frithe Verhalten, wel-
ches durch das rein empirisch ermittelte Relaxationsspektrum aus dem Ringrissversuch von
Eppers®*®abgeleitet wurde, einen deutlichen Einfluss auf die gesamte Modellierung hat, wird
das 14 h-Relaxationsspektrum ,per Hand” angepasst. Resultat wird dann ein Gesamtspektrum
sein, welches zum Zeitpunkt 8 h und 24 h dem Spektrum aus der Modellierung des Ringrissver-
suchs entspricht. Ab 24 h entspricht es dem Spektrum aus dem modifizierten Kriechgesetz. Die
Betone von Eppers®® und Schachinger®’ unterscheidet in den ersten 24 h somit nur das 14 h-
Spektrum. Das fiir die Modellierung des CEM-I-Betons im Reifsrahmenversuch abschliefSend
eingesetzte Gesamtspektrum kann Tabelle H.10 entnommen werden. Die Ergebnisse der Simu-
lation sind in Bild H.17 dargestellt. Das Verhalten des Betons innerhalb der ersten 24 h wird nun
deutlich besser abgebildet. Der Fehler zur tatsachlichen gemessenen Zugspannung betragt im
mittleren Teil der Versuchsdauer etwa 11%. Am Ende des Versuchs liegt die rechnerisch ermit-
telte rd. 6% tiber der tatsachlich gemessenen Zugspannung. Im Hinblick auf die umfangreichen

3% Eppers: Assessing the autogenous shrinkage cracking propensity of concrete by means of the restrained ring test.
357 Schachinger: Manahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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Bild H.17: Zeitliche Entwicklung der Zugspannung im Reifsrahmen - Ergebnisse der abschliefSenden
FE-Simulation und des Reifirahmenversuchs fiir den Beton CEM-1-30-0,27 von Schachinger®’

Annahmen, die zur Modellierung des Betons getroffen werden mussten, wird das erzielte Ergeb-
nis als akzeptabel beurteilt. Der gewédhlte Ansatz zur Ableitung des Relaxationsspektrums wird
daher fiir die eigenen Betone mit 680 kg/m> Portlandzement verwendet.
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Tabelle H.9: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die zweite Simulation
des Betons CEM-I-30-0,27 von Schachinger357

7; [h]
t'[h] 01 1 10 100 1000  10°
80  0,8680 0,0700 0,0500 0,0100 0,0010 0,0010
14,0  0,0800 0,1000 0,1800 0,3100 0,1600 0,1700
240 0,0516 02247 03111 0,1660 0,0713 0,1752
380 0,0467 02234 0,2958 0,1524 0,0618 0,2198
603 0,0456 02160 0,2948 10,1492 0,0560 0,2385
955 0,0430 02110 0,2936 0,1417 0,0492 0,2615
1514 0,0405 0,2062 0,2907 0,1362 0,0438 0,2826
240,0 10,0385 0,2008 0,2885 0,1342 0,0403 0,2976
380,4 0,0367 0,1953 0,2866 0,1342 0,0381 0,3091
602,9 0,0351 0,1897 0,2846 10,1352 0,0366 0,3188
955,5 0,0337 0,1842 0,2824 10,1365 0,0358 0,3275
1.514,3 0,0323 10,1787 0,2801 0,1380 0,0352 0,3357
2.400,0 0,0311 0,1732 02776 0,1396 0,0349 0,3436

Tabelle H.10: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die abschliefSende
Simulation des Betons CEM-I-30-0,27 von Schachinger357

7 [h]

v o1 1 10 100 1000 105
8,0 0,8680 0,0700 0,0500 0,0100 0,0010 0,0010
14,0 0,2600 0,4000 0,2800 0,0600 0,0050 0,0050
24,0 00516 0,2247 03111 0,1660 0,0713 0,1752
38,0 00,0467 0,2234 0,2958 0,1524 0,0618 0,2198
60,3 0,0456 0,2160 0,2948 0,1492 0,0560 0,2385
95,5 0,0430 0,2110 0,2936 0,1417 0,0492 10,2615
151,4 0,0405 0,2062 0,2907 0,1362 0,0438 0,2826
240,0 0,0385 0,2008 0,2885 0,1342 0,0403 0,2976
380,4 0,0367 0,1953 0,2866 0,1342 0,0381 0,3091
6029 0,0351 0,1897 0,2846 0,1352 0,0366 0,3188
955,5 10,0337 0,1842 0,2824 0,1365 0,0358 0,3275
1.514,3 0,0323 0,1787 0,2801 0,1380 0,0352 0,3357
2.400,0 0,0311 0,732 0,2776 0,1396 0,0349 0,3436
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CEM-I1I-B-Beton (CEM-I1I-B-12-0,24)

Das fiir den CEM-I-Beton gefundene Kriechgesetz sowie das entsprechende Relaxations-
spektrum wird im Folgenden auf den von Schachinger 3*® untersuchten CEM-III-B-Beton
angewendet und der resultierende Spannungsverlauf berechnet. Hierfiir wurde die zeitliche
Entwicklung des freien Schwindens und des E-Moduls aus der Arbeit von Schachinger®®? in
die FEMMASSE-Datenbank iibernommen. Die Belastungszeitpunkte, zu denen ein Relaxations-
spektrum fiir den CEM-III-B-Beton bestimmt wurde, wurden entsprechend dem abweichenden
Erstarrungsverhalten angepasst.

Beim CEM-I-Beton entsprach der erste Belastungszeitpunkt in etwa dem Erstarrungsbeginn,
der dritte Belastungszeitpunkt wurde zu 24h gewihlt. Letztgenannter Zeitpunkt entspricht
dem in der Literatur gefundenen frithesten Start fiir Kriechversuche und dem Beginn der
Giiltigkeit des Model Code 1990-Gesetzes fiir die Berechnung des statischen E-Moduls. Der
zweite Belastungszeitpunkt wurde so gewdahlt, dass sich die Zeitintervalle zwischen erstem und
zweitem sowie zweitem und drittem Belastungszeitpunkt wie 6/10 verhalten; selbes Verhaltnis
wurde fiir den CEM-III-B-Beton angesetzt.

Somit ergeben sich die ersten drei Belastungszeitpunkte zu 10,6 h, 32,9h und 70 h. Die Relaxa-
tionsspektren des CEM-III-B-Betons ab 24 h wurden aus dem Kriechgesetz der CEM-I-Betone
aus der Literatur ab 24 h und dem rechnerischen E-Modul ermittelt. Das 10,6 h und 32,9 h-
Stunden-Spektrum wird in erster Ndherung vom CEM-I-Beton iibernommen. Das resultierende
Relaxationsspektrum ist in Tabelle H.11 wiedergegeben, der rechnerische Verlauf der Zug-
spannungen ist zusammen mit den Versuchsergebnissen von Schachinger®® in Bild H.18
dargestellt. Der Vergleich zwischen den Versuchsergebnissen und der FE-Simulation zeigt,
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Bild H.18: Zeitliche Entwicklung der Zugspannung im Reifsrahmen - Ergebnisse der ersten FE-Simulation und
des Reifsrahmenversuchs fiir den Beton CEM-III-B-12-0,24 von Schachinger®®

dass o0.g. Relaxationsspektrum das Verhalten des Betons sowohl im sehr jungen Alter bis etwa
24h, als auch zwischen rd. 1d und 14d nicht befriedigend abbilden kann. Zwar wird der
frithe Spannungsaufbau sowie der darauffolgende Spannungsabbau infolge Quellen qualitativ
wiedergegeben, das berechnete Niveau der Zugspannungen liegt im vorgenannten Zeitraum
jedoch deutlich tiber dem im Versuch ermittelten. Die Entwicklung der Zugspannung wird ab
einem Alter von rd. 14 d vergleichsweise exakt wiedergegeben. Wegen der Diskrepanz im sehr

358 Schachinger: Mafinahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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jungen Alter wurde das Relaxationsspektrum des zweiten Belastungszeitpunkts ,per Hand”
angepasst, bis eine bessere Ubereinstimmung erreicht wurde. Das abschlieBend angesetzte
Gesamtspektrum kann Tabelle H.12 entnommen werden. Der dazugehorige rechnerische
Verlauf der Zugspannungen ist in Bild H.19 veranschaulicht. Im sehr jungen Alter und bis etwa
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Bild H.19: Zeitliche Entwicklung der Zugspannung im ReifSrahmen - Ergebnisse der abschliefienden
FE-Simulation und des Reifirahmenversuchs fiir den Beton CEM-III-B-12-0,24 von Schachinger®>

9d konnte eine deutliche Verbesserung der Ubereinstimmung mit den Versuchsergebnissen
von Schachinger?” erreicht werden. Das Verhalten zwischen 9d und 15d wurde durch die An-
passung des Spektrums nur leicht beeinflusst. Ab etwa 15d ist keine signifikante Auswirkung
des angepassten Spektrums mehr zu erkennen; die Zugspannungsentwicklung wird in diesem
Zeitraum weiterhin exakt abgebildet. Das abschliefsend ermittelte Gesamtspektrum bildet den
tatsdchlich gemessenen Zugspannungsverlauf mit sehr guter Ubereinstimmung ab und wird
daher fiir den Beton M8 angewendet.

359 Schachinger: Mafinahmen zur Herstellung von rissefreien Bauteilen aus ultrahochfestem Beton mit hoher Duktili-
tat.
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Tabelle H.11: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir den Beton
CEM-III-B-12-0,24 von Schachinger359 - erster Iterationsschritt

7; [h]
t'[h] 01 1 10 100 1000  10°
10,6 08680 0,0700 0,0500 0,0100 0,0010 0,0010
329 0,0800 0,1000 0,1800 0,3100 0,1600 0,1700
70,0  0,0507 02268 0,2979 10,1362 0,0504 0,2379
84,0 0,0475 02223 0,2954 0,1341 0,0482 0,2525
1063 10,0447 02175 0,2932 0,1328 0,0461 0,2657
1415 0,0424 02121 02915 0,1326 0,0442 0,2773
1974 0,0403 0,2065 0,2900 0,1329 0,0421 0,2881
286,0 10,0384 02009 0,2884 10,1334 0,0401 0,2988
426,4 0,0367 0,1953 0,2866 0,1341 0,0383 0,3090
6489 10,0351 0,1897 0,2846 10,1352 0,0369 0,3185
1.001,5 0,0337 0,1842 02824 0,1366 0,0359 0,3273
1.560,3 0,0323 0,1787 0,2801 0,1380 0,0353 0,3356
2.446,0 0,0311 0,1732 02776 0,1396 0,0350 0,3435

Tabelle H.12: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir den Beton
CEM-III-B-12-0,24 von Schachinger>> - abschlieflender Iterationsschritt

7; [h]
#[h] 01 1 10 100 1000 105
10,6  0,8680 0,0700 0,0500 0,0100 0,0010 0,0010
329 0,6000 0,0900 0,0100 0,0100 0,0400 0,2500
70,0 0,0507 0,2268 0,2979 0,1362 0,0504 0,2379
84,0 10,0475 0,2223 0,2954 10,1341 10,0482 0,2525
106,3 0,0447 0,2175 0,2932 0,1328 0,0461 0,2657
141,5 0,0424 0,2121 0,2915 0,1326 0,0442 0,2773
1974 0,0403 0,2065 0,2900 0,1329 0,0421 0,2881
286,0 10,0384 0,2009 0,2884 0,1334 0,0401 0,2988
4264 0,0367 10,1953 0,2866 0,1341 0,0383 0,3090
6489 0,0351 0,1897 0,2846 0,1352 0,0369 0,3185
1.001,5 0,0337 0,1842 0,2824 10,1366 0,0359 0,3273
1.560,3 0,0323 0,1787 0,2801 0,1380 0,0353 0,3356
2.446,0 0,0311 0,732 0,2776 0,1396 0,0350 0,3435
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Vorgehen bei der Ableitung der Relaxationsspektren ftr die
Modellierung der eigenen Betone

Die Giiltigkeit des Kriechgesetz-basierten Spektrums wird grundsétzlich zu dem Zeitpunkt
unterstellt, ab dem auch das E-Modulgesetz des Model Code 1990 anwendbar ist. Vor diesem
Zeitpunkt verdndern sich das viskoelastische Verhalten und die mechanischen Eigenschaften
von UHPC in Abhidngigkeit der Zusammensetzung in kurzer Zeit, so dass auf die bereits
erwidhnte Anpassung der Relaxationsspektren , per Hand” zuriickgegriffen werden musste.

Auf Basis der in den vorgenannten Abschnitten gewonnenen Erkenntnisse wird hinsicht-
lich der Relaxationsspektren fiir die eigenen Betone somit wie folgt vorgegangen:

1. Die Betone mit 680 kg/ m? Portlandzement, Silikastaub und Hiittensandmehl als
Bindemittel (w/z-Wert: 0,28; M1, M3 bis M7) werden wie der CEM I-Beton
(CEM-1-30-0,27) von Schachinger behandelt, d.h., das Relaxationsspektrum besteht aus
einer Kombination aus ,hdndisch” angepasstem Spektrum fiir die ersten beiden
Belastungszeitpunkte und dem Spektrum auf Basis des modifizierten Kriechgesetzes.

2. Der Beton M2 wird hinsichtlich der ersten beiden Belastungszeitpunkte wie der Beton 1A
von Eppers behandelt (gleicher Zement, dhnliche Zusammensetzung des Betons), die
Spektren der verbleibenden Belastungszeitpunkte werden analog zu den vorgenannten
Betonen ermittelt.

3. Der Beton M8 wird wie der CEM III/B-Beton (CEM-III-B-12-0,27) von Schachinger
behandelt, d.h., das Relaxationsspektrum besteht aus einer Kombination aus ,handisch”
angepasstem Spektrum fiir die ersten beiden Belastungszeitpunkte und dem Spektrum auf
Basis des modifizierten Kriechgesetzes mit angepassten Belastungszeitpunkten.

Bei der Berechnung der Gesamtspektren findet die in Kapitel F ermittelte zeitliche Entwicklung
des E-Moduls Eingang. Somit ergeben sich fiir die erste Gruppe an Betonen, den Beton M2 und
den Beton M8, die in Tabelle H.13 bis Tabelle H.15 zusammengefassten Relaxationsspektren.
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Tabelle H.13: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir die Betone M1, M3
bis M7

t' [h]

0,1

7; [h]

10

100

1.000

10°

8,0

0,8680

0,0700

0,0500

0,0100

0,0010

0,0010

14,0

0,2600

0,4000

0,2800

0,0500

0,0050

0,0050

24,0

0,0550

0,2201

0,3098

0,1719

0,0737

0,1696

38,0

0,0495

0,2189

0,3023

0,1563

0,0642

0,2088

60,3

0,0457

0,2158

0,2963

0,1455

0,0565

0,2403

95,5

0,0428

02114

0,2928

0,1391

0,0505

0,2634

1514

0,0404

0,2063

0,2905

0,1358

0,0459

0,2811

240,0

0,0385

0,2008

0,2885

0,1345

0,0424

0,2952

3804

0,0367

0,1953

0,2866

0,1346

0,0398

0,3070

602,9

0,0351

0,1897

0,2846

0,1354

0,0379

0,3173

955,5

0,0337

0,1841

0,2825

0,1367

0,0366

0,3265

1.514,3

0,0323

0,1786

0,2801

0,1381

0,0358

0,3351

2.400,0

0,0311

0,1732

0,2776

0,1396

0,0353

0,3433

Tabelle H.14: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxuwell-Kette fiir den Beton M2

t' [h]

01

7; [h]

10

100

1.000

10°

8,0

0,8680

0,0700

0,0500

0,0100

0,0010

0,0010

14,0

0,0800

0,1000

0,1800

0,3100

0,1600

0,1700

24,0

0,0560

0,2179

0,3088

0,1714

0,0733

0,1726

38,0

0,0495

0,2189

0,3023

0,1563

0,0642

0,2088

60,3

0,0457

0,2158

0,2963

0,1455

0,0565

0,2403

95,5

0,0428

02114

0,2928

0,1391

0,0505

0,2634

151,4

0,0404

0,2063

0,2905

0,1358

0,0459

0,2811

240,0

0,0385

0,2008

0,2885

0,1345

0,0424

0,2952

380,4

0,0367

0,1953

0,2866

0,1346

0,0398

0,3070

602,9

0,0351

0,1897

0,2846

0,1354

0,0379

0,3173

955,5

0,0337

0,1841

0,2825

0,1367

0,0366

0,3265

1.514,3

0,0323

0,1786

0,2801

0,1381

0,0358

0,3351

2.400,0

0,0311

0,1732

0,2776

0,1396

0,0353

0,3433
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Tabelle H.15: Resultierende relative E-Moduln [-] der Elemente aus der Maxwell-Kette fiir den Beton M8

7; [h]

#[h] 01 1 10 100 1.000  10°

10,6  0,8680 0,0700 0,0500 0,0100 0,0010 0,0010
329 0,6000 0,0900 0,0100 0,0100 0,0400 0,2500
70,0 0,0446 0,2145 0,2950 0,1430 0,0544 10,2486
110,9 0,0420 0,2098 10,2920 0,1377 0,0489 0,2697
1758 0,0398 0,2045 10,2898 0,1352 0,0447 0,2860
278,7 0,0379 0,1990 0,2879 10,1344 0,0415 0,2993
441,7 0,0362 0,1934 0,2860 0,1348 0,0391 0,3105
700,0 10,0347 0,1879 0,2839 10,1358 10,0374 0,3203
1.109,4 0,0332 0,1823 0,2817 0,1371 0,0363 0,3293
1.758,3 0,0319 0,1769 0,2793 0,1386 0,0356 0,3378
2.786,8 0,0307 0,1715 0,2768 0,1401 0,0351 0,3459
4.416,7 0,0296 0,1661 0,2741 0,1415 0,0349 0,3538
7.000,0 0,0286 10,1609 0,2713 0,1429 0,0349 10,3616
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|. FEM-Berechnungen zur Abschatzung der
Radialdruckspannung an der Faseroberflache

Vorbemerkungen

Die FEM-Berechnungen der zeitlichen Entwicklung des Radialdrucks an der Faseroberfldche
werden fiir die Proben mit einem Faserdurchmesser von 0,48 mm durchgefiihrt. Der statische
E-Modul der Faser wird zu 210.000 N/mm? angenommen. Die Modellierung erfolgt analog
zur Ringriss-Modellierung an einem Viertelkreis. Der Aufienradius des Betonzylinders betragt
17,5 mm, der Innenradius entspricht dem Faserradius. Eine schematische Skizze des Modells ist
in Bild I.1 dargestellt. Die Berechnung der zeitlichen Entwicklung der Radialdruckspannung er-

fuHpPCc = 17,5 mm

TFaser = 0,24 mm

Bild 1.1: Schematische Darstellung des Modells fiir die FE-Berechnung, links: Detail des Bereichs um die Faser,
rechts: Gesamtiibersicht

folgt bis zum wirksamen Alter der Betone zum Zeitpunkt des pull-out-Versuchs (s. Anhang F).

Ergebnisse der FEM-Analysen

Die rechnerischen Radialdruckspannungen an der Faseroberfliche zum Zeitpunkt des
pull-out-Versuchs sind in Tabelle .1 zusammengefasst; die Entwicklung der rechnerischen
Radialdruckspannungen in Abhéngigkeit des wirksamen Alters ist in Bild 1.2 dargestellt. Die
hdchste rechnerische Radialdruckspannung an der Faseroberfliche entsteht beim Beton M2 mit
-4,418 N/mm?. Dies ist nicht verwunderlich, da der Beton M2 den hichsten Zementgehalt sowie
den niedrigsten w/b-Wert aufweist; die Schwindverformungen sind bei diesem Beton demnach
am grofiten. Vom Maximum der Radialdruckspannung im Alter von rd. 400 Stunden werden
bis zum Zeitpunkt der Durchfithrung des pull-out-Versuchs noch rd. 14% infolge Relaxation
abgebaut.

Ein &hnlicher Abfall der Radialdruckspannungen ist beim Beton M3 festzustellen. Die



218

Tabelle 1.1: Rechnerische Radialdruckspannung an der Faseroberfliche der untersuchten Betone,
Faserdurchmesser 0,48 mm, Probendurchmesser 35 mm

Beton Wirksames Alter!) Rechn. Radialdruckspannung Oy, Faser
[-] [h] [N/mm?]
M1, M4 bis M7 847 -3,484
M2 766 -4,418
M3 847 -3,535
M8 1.380 -2,700

1) zum Zeitpunkt der Durchfiihrung des pull-out-Versuchs

-5!5 R L L e

504 T . Radialdruckspannung zum Zeit-

-4,54
404
3,54
-3,0
_2,5_’-,
-2,04
pECh: s s : s s ]
_1,0_,.:7', ,,,,,, ,,,,,,,,,,, S S S S _

'0’5",3 """"" T M1, MAbis M7 e M8 3
0’0 H } N
0

200 400 600 800 1000 1200 1400
Wirksames Alter [h]

[N/mm?]

r, faser

Radialspannung ¢

Bild 1.2: Rechnerischer Verlauf der Radialdruckspannung o, rs., an der Faseroberfliche fiir die untersuchten
Betone iiber dem jeweiligen wirksamen Alter

zum Zeitpunkt der Durchfiihrung des pull-out-Versuchs noch wirksame Radialdruckspannung
betragt -3,535 N /mm?.

Beton M1 und M4 bis M7 liegen hinsichtlich ihrer Radialdruckspannung in Hohe von
-3,484 N/mm? geringfiigig unter dem Beton M3. Die Differenz betriagt unter 10%, so dass im
Rahmen der pull-out-Versuche aufgrund der zu erwartenden Versuchsstreuung vermutlich
kein Unterschied festzustellen sein wird. Ein Abfall der Radialdruckspannung findet in deutlich
geringerem AusmafS innerhalb der letzten rd. 200 h statt. Einziger Unterschied zwischen den
vorgenannten Betonen und dem Beton M3 ist das rechnerische Schwindverhalten. Beton M3
weist zum Zeitpunkt des rechnerischen Erstarrungsendes, welches mit dem Beton M1 und M4
bis M7 iibereinstimmt, aufgrund des geringeren w/b-Werts eine groflere Schwindverformung
auf. Auch Beton M2 weist aufgrund des geringen w/b-Werts eine grofiere Schwindverformung
bei geringfiigig fritherem Erstarren auf. Grund fiir den bei den letztgenannten beiden Betonen
festgestellten Abfall der Radialdruckspannung ist offensichtlich die v.a. im sehr jungen Alter
vergleichsweise hohe Schwindrate. Ein kleiner Teil der damit verbundenen Spannungen
relaxiert tiber einen grofieren Zeitraum von mehreren hundert Stunden und fiihrt somit zu dem
entsprechenden Verhalten.
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Der zeitliche Verlauf der Radialdruckspannungen des Betons M1 und M4 bis M7 weist im
Alter von rd. 600 h bis 847 h nur geringfiigige Veranderungen auf; somit ist davon auszugehen,
dass zwischen den warmebehandelten Proben und Proben aus der 28-tdgigen Normallagerung
(20°C/100% r.F.) kein Unterschied im Verbundverhalten festzustellen sein dtirfte.

Die geringsten Radialdruckspannungen an der Faseroberfliche entstehen beim Beton M8
mit rd. -2,700 N/mm?. Grund hierfiir diirfte in erster Linie die giinstige Zusammensetzung des
Bindemittels, d.h. ein geringer Zementgehalt und ein vergleichsweise moderater w/b-Wert von
0,29 sein.

Neben den FE-Analysen an den vorgenannten Betonen wurde fiir den Beton M1 eine Studie
zum Einfluss des Probendurchmessers durchgefiihrt. Die zeitliche Entwicklung der Radial-
druckspannungen wurden fiir Probendurchmesser von 35mm, 20 mm und 10 mm berechnet,
siehe Bild 1.3. Mit grofler werdendem Probendurchmesser steigen erwartungsgemafs die Radial-

'4,0 LN BN A B AL B AL B A B L
3,51
IS
% 25 s / ,,,,, S S P Radialdruckspannung zum Zeit-_]
et : : : punkt des pull-out Versuchs
b ’] . . . . . . . ]
o 20 4L R oo oo o o ]
< A : : : : : : : : :
2 4slf :
o e e R
@ s s s s s : : : ]
2 104 R R S s o Ak
s : : : : : ——M1 350 mm
o] : : : : : 1
§ 0,5 i TR R R M1 20,0 mm J
: : : : : —-=--M1 10,0 mm
0,0

0 100 200 300 400 500 600 700 800 900
Wirksames Alter [h]

Bild 1.3: Rechnerischer Verlauf der Radialdruckspannung o, r,s., an der Faseroberfliiche fiir den untersuchten
Beton M1 iiber dem jeweiligen wirksamen Alter und fiir drei verschiedene Probendurchmesser

druckspannungen an der Faseroberflidche. Bei den Proben mit einem Durchmesser von 10 mm
betragt die Radialdruckspannung -3,147 N/mm?; eine VergroSerung des Probendurchmessers
auf 35 mm resultiert in der bereits genannten Radialdruckspannung von -3,484 N/mm?. Fiir die
analysierten Probengeometrien betragt der Unterschied in der Radialdruckspannung demnach
unter 10%; dieser Einfluss des Probendurchmessers diirfte im Rahmen der Versuche wegen der
zu erwartenden Versuchsstreuung demnach nicht erkennbar sein.

Dem Verfasser ist zu den Radialdruckspannungen an der Oberflidche von Fasern in einer zement-
gebundenen Matrix nur die bereits erwahnte Studie von Stang > bekannt. Stang>® ermittelte
die Radialdruckspannungen an der Faseroberfliche auf Basis eines Modellversuchs und der
anschliefenden Umrechnung der Ergebnisse auf die tatsdchliche Geometrie der Fasern. Fiir die
Versuche verwendete er Zementleime mit einem w/z-Wert von 0,30 (mit und ohne Silikastaub).
Die freien autogenen Schwindverformungen betrugen im Alter von 500h rd. 6% fiir den
Zementleim mit 10% Mikrosilika und rd. 2% fiir den reinen Zementleim. Die zugehorigen rech-

360 Stang: Significance of shrinkage-induced clamping pressure in fiber-matrix bonding in cementitious composite
materials.
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nerischen Radialdruckspannungen betrugen rd. -19 N/mm? bzw. -6,4N/mm?. Letztgenannte
Spannung liegt etwa um den Faktor 1,8 tiber der rechnerischen Radialdruckspannung der
Betone M1 und M4 bis M7. In Anbetracht der hohen freien autogenen Schwindverformung
des Zementleims (Faktor 2,8 im Vergleich zu den angesetzten Schwindverformungen der
betrachteten Betone in dieser Arbeit) und der vermutlich ausgeprédgteren viskoelastischen
Eigenschaften, d.h. stirkeren Relaxation des Zementleims von Stang®!, erscheinen die eigenen
rechnerischen Ergebnisse plausibel.

Die in Kapitel 2.3 durchgefiihrte, vereinfachte rechnerische Abschitzung der Grofienordnung
fiir Radialdruckspannungen an der Oberfliche von Stahlfasern in UHPC ergab -4,4N/mm?;
dieser Wert plausibilisiert ebenfalls die vorgenannten, rechnerischen Radialdruckspannungen
der untersuchten Betone. Fiir die weitere Modellierung des Verbundverhaltens von Stahlfasern
unter geradem Faserauszug und die Interpretation der eigenen Versuche konnen daher nach
Meinung des Verfassers die in Tabelle I.1 genannten Ergebnisse herangezogen werden.

361 Stang: Significance of shrinkage-induced clamping pressure in fiber-matrix bonding in cementitious composite
materials.
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J. Zur Oberflachenenergie von relevanten
Stoffen fur die Modellierung der Adhasion
zwischen Stahlfaser und UHPC

Wesentliche Grundlagen

Die spezifische freie Oberfldchenenergie «; ist eine thermodynamische Grofie und als Maf fiir
die Energie zu sehen, die zum Aufbrechen von chemischen Bindungen eines Stoffs ,i” bendotigt
wird. Wird ein Korper der Querschnittsfliche 1/2 geteilt, so entspricht die dafiir benotigte
Energie der Oberflichenenergie ;. An den Oberflachen eines Korpers liegt i.d.R. eine Stérung
des ansonsten (idealerweise) regelméfiigen atomaren oder molekularen Aufbaus vor. Dies hat
zur Polge, dass ein Teil der Atome oder Molekiile nicht die maximale Zahl an Bindungen ein-
gehen kann, die dufiersten Bindungen weisen in den ,leeren Raum”. In der Oberfldche fdllt die
spezifische Bindungsenergie ; weg, was ein Zusammenziehen der Rander des Flachenelements
bewirkt. 32 Die spezifische freie Oberflichenenergie ; kann in einen polaren Anteil ’yf und
einen unpolaren bzw. i.d.R. dispersionsabhéngigen Anteil 7 unterteilt werden.

Kommen nun zwei Korper in Kontakt (d.h. ihr Abstand betrdgt in etwa einen Atom- oder
Molekiildurchmesser), so konnen die an der Kontaktfldche sitzenden Atome oder Molekiile eine
Bindung eingehen. Durch derartige Bindungen wird die Oberfldchenenergie ; herabgesetzt;
Stoffe, welche die Oberflachenenergie y; besonders stark herabsetzen, werden grenzflachenaktiv
genannt. Dies sind z.B. Sauerstoff, Schwefel oder Tenside in Waschmitteln. 362

Thermodynamisch gesehen ist der stabile Zustand eines Systems derjenige mit der ge-
ringsten (freien) Energie. Aus diesem Grund hat jedes System das Bestreben, Oberfldchen
hoher Oberflichenenergie zu vermeiden oder die Oberflichenenergie zu minimieren. Eine Mi-
nimierung der Oberflichenenergie kann immer durch das Anlagern von Materialien geringerer
Oberflachenenergie geschehen.

364 365

Rabinowicz geht basierend auf Daten von McLean davon aus, dass die Grenzfla-
chenenergie 1, grundsatzlich in der Groflenordnung von 1/4 - (1 + y2) bis /2 - (71 + 72) liegt.
Darauf aufbauend gibt Rabinowicz3** die Adhésionsarbeit in Abhéngigkeit des sogenannten
Kompatibilititsindex c,, fiir Metalle bzw. ¢, fiir Nichtmetalle an:

Wad, metalle N Cpy - (’Yl + 72)
Wad,nichtmetalle N Cp - (’Yl + 72)

(J.1)

Im Falle zweier Metalle ist c,, im Wesentlichen von der Legierbarkeit der beiden betrachteten
Metalle abhédngig. Je nach betrachteter Metallpaarung reicht c¢,, von 1,00 fiir identische Me-

362 Jjschner u. Singer: Werkstoffwissenschaften und Fertigungstechnik (s. Kapitel 8, S. 165 ff.).

363 Mollet u. Grubenmann: Formulierungstechnik: Emulsionen, Suspensionen, Feste Formen (s. Kapitel 1.6 und 1.7, S.
34 ff.).

364 Rabinowicz: Friction and wear of materials (s. Seite 33 ff.).

365 McLean: Grain boundaries in metals.
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talle tiber 0,50 fiir sogenannte kompatible Metalle und 0,32 fiir teilweise kompatible Metalle
bis 0,20 fiir teilweise inkompatible Metalle und 0,12 fiir inkompatible Metalle. 366 Werden
zwei Nichtmetalle betrachtet, so betrdgt ¢, gleich 1,00 bei identischen Nichtmetallen, 0,60
bei kompatiblen Nichtmetallen und 0,36 bei inkompatiblen Nichtmetallen. Des Weiteren gibt
Rabinowicz*® fiir Nichtmetalle mit schichtartiger Kristallstruktur (z.B. Graphit) im Kontakt mit
einem anderen Feststoff einen c,-Wert von 0,22 an. Zum Ursprung der c,,- bzw. c¢,-Werte und
zur Kombination von Metall mit Nichtmetall duflert sich Rabinowicz3% nicht. Daher kann der
Ansatz von Rabinowicz**®nach Meinung des Verfassers bestenfalls zur groben Abschitzung
der Groflenordnung der Adhédsion herangezogen werden.

Nach Howe %7 kann die Groflenordnung der spezifischen Grenzflachenenergie 1, zweier
Feststoffe im Kontakt grundsétzlich in drei Gruppen unterteilt werden. Im Falle der sogenann-
ten kohdrenten Grenzflichen liegt 1, im Bereich von 5m]/ m? bis 200 mJ/m?; bei nur zum
Teil vorliegender Kohédrenz der Grenzflachen reicht der Bereich von 200 m]J/ m? bis 800 mJ/m?.
Inkoharente Grenzflichen weisen hingegen spezifische Grenzflichenenergien von 800 mJ/m?
bis 2.500 mJ/m? auf. Welchem der drei genannten Bereich eine Grenzfliche zuzuordnen ist,
hiangt im Wesentlichen von den Strukturparametern des jeweiligen Atomgitters und der Lage
zueinander, d.h. dem Versatz in der Grenzflache, ab. Die Grenzfliche zwischen UHPC-Matrix
und Stahlfaser diirfte nach Ansicht des Verfassers im Bereich inkohérenter bis zum Teil
kohérenter Grenzflachen liegen.

Die Oberflachenenergie der Stahlfasern und des UHPC

Metalle und nichtmetallische anorganische Feststoffe weisen Oberflichenenergien von f{ib-
licherweise einigen Hundert bis Tausend mJ/m? auf. Diese Werte gelten i.d.R. im gerade
geschmolzenen Zustand und im Vakuum;300- 38 gje kénnen nicht ohne Weiteres fiir Betrach-
tungen unter normalem Raumklima verwendet werden. Hinzu kommt, dass vorgenannte
Stoffgruppen dazu tendieren, ihre hohen Oberflichenenergien durch Adsorption oder Oxi-
dation zu reduzieren. Sogar frisch gebildete Oberflichen adsorbieren sofort Sauerstoff oder
Wassermolekiile aus der Umgebungsluft. Dies fithrt unweigerlich zu einer Reduzierung der
Oberflichenenergie und somit i.d.R. auch zu einer Verringerung der Adhésion.3¢% 3¢ Die
vorgenannten Phianomene konnen z.B. im Zusammenhang mit der Applikation von Farben
oder Anstrichen auf metallische Oberflachen festgestellt werden.

Coffin 3 und Pepper ! berichten hingegen von einer qualitativ hoheren Adhasion zwi-
schen oxidiertem Eisen, oxidiertem Kupfer oder oxidiertem Nickel im Vergleich zum reinen
Metall im Kontakt mit Saphir. Dies gilt auch, wenn die Metalloberflichen mit einer nur einmo-
lekularen Schicht aus Oxiden belegt sind. Coffin®" fiihrte seine Experimente jedoch auch am
Schmelzpunkt des Metalls durch; fiir Eisen im Kontakt mit Saphir fand er bei einer Temperatur
von 1.550 °C eine Adhésionsarbeit von 695 mJ/m?.

Zur Interpretation der Reibungskrifte zwischen Kupfer und Quarz nahmen Machlin und

366 Rabinowicz: Friction and wear of materials (s. Seite 33 ff.).

367 Howe: Interfaces in materials.

368 Miiller u. Rath: Formulierung von Kleb- und Dichtstoffen. Das komplette Lehrbuch fiir Studium und Praxis (s.
Kapitel 2, S. 25 ff.).

369 Stokes u. Evans: Fundamentals of interfacial engineering (s. Seite 487).

370 Coffin: A fundamental study of synthetic sapphire as a bearing material.

371 Pepper: Effect of adsorbed films on friction of Al,O3-metal systems.
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Yankee 2 eine Adhasionsarbeit von 325 mJ/m? fiir fliissiges Kupfer auf Quarz an.

Zur vereinfachten Abschidtzung der spezifischen Oberflichenenergie eines Metalls im festen
Zustand s, anhand der Oberflichenspannung 7, ,, des fliissigen Metalls am Schmelzpunkt

schlagt Linford®”® folgenden Zusammenhang vor:

’)/s,m N 4/3 ' ’va,m (]2)

Setzt man in Gleichung (J.2) die Oberflichenspannungen fiir Eisen, Stahl, AlbO3, FeO und
SiO, von Bondi®”* ein, so ergeben sich spezifische Oberflichenenergien von 2.300 mJ/ m2,
1.500 mJ/m?, 770 mJ /m?, 780 mJ /m? bzw. 310 mJ /m?.

Livey und Murray ¥° geben spezifische Oberflichenenergien einer Reihe von Oxiden am
absoluten Nullpunkt der Temperatur an. Fiir die (100)-Kristallfliche von FeO nennen sie eine
spezifische Oberflachenenergie von 1.060 mJ/m?. Angesichts der {iblichen Temperaturabhan-
gigkeit (dy/dT ~-0,1mJ/m?/K) und des Einflusses der betrachteten Kristallflichen auf die
spezifische Oberflichenenergie kann der zuvor angegebene Wert fiir FeO als brauchbar beurteilt
werden.

Eine Zusammenstellung der Oberflichenenergie von mineralischen Werkstoffen im festen
Zustand unter tiblichen atmosphédrischen Bedingungen ist in Tabelle J.1 enthalten; die dort
genannten Werte beziehen sich - wenn nicht anders angegeben - auf den Oberflichenzu-
stand unter Laboratmosphére. Die Werte sind de Leeuw und Parker®® Kinloch37 Fowkes3”®
, Zdziennicka et al.?”?, Brunauer et al. 3?31 Brunauer 3*? und Stockhausen 3*? entnommen.
Nach de Leeuw und Parker®® wird die spezifische Oberflichenenergie von Calcit von der
{1014}-Kristallfliche dominiert. Die Mittelwertbildung (s. Tabelle J.1) ergibt somit zu hohe
spezifische Oberflichenenergien. Aus diesem Grund wird fiir die weiteren Betrachtungen die
spezifische Oberflichenenergie der {1014 }-Kristallfldche (y = 160 m]/ m?) verwendet.

Juhart 34 berechnete anhand von Ergebnissen aus Versuchen zur Bestimmung des Kon-
taktwinkels verschiedener Fliissigkeiten die spezifische Oberflichenenergie von UHPC. Sein
Fokus lag auf der Adhasion zwischen UHPC und Glas bzw. Stahl. Aus diesem Grund betonierte
er den UHPC zunéchst gegen eine Glas- bzw. Stahlschalung und spaltete die Probe nach dem
Aushérten ab. Genauere Angaben {iber die Probenkonditionierung bis zur Durchfiihrung der
Versuche gab ]uhau"t384 nicht an. An den abgeldsten und augenscheinlich ,glatten” UHPC-
Flachen fiihrte er sodann die Benetzungsversuche und Bestimmung der Kontaktwinkel durch.
Im Mittel erhielt er eine spezifische Oberflachenenergie von 65,2 mJ /m?. Dieses Ergebnis steht in

372 Machlin u. Yankee: Friction of clean metals and oxides with special reference to titanium.

373 Linford: Surface energy of solids.

374 Bondi: The spreading of liquid metals on solid surfaces.

375 Livey u. Murray: Surface energies of solid oxides and carbides.

376 de Leeuw u. Parker: Surface structure and morphology of calcium carbonate polymorphs calcite, aragonite and
vaterite: An atomistic approach.

377 Kinloch: Adhesion and adhesives. Science and technology (Seite 33).

378 Fowkes: Calculation of work of adhesion by pair potential summation.

379 Zdziennicka et al.: Correlation between surface free energy of quartz and its wettability.

380 Brunauer et al.: The surface energies of amorphous silica and hydrous amorphous silica.

381 Brunauer et al.: The surface energy of tobermorite.

382 Brunauer: Surface energy of a calcium silicate hydrate.

383 Stockhausen: Die Dilatation hochporéser Festkorper bei Wasseraufnahme und Eisbildung.

384 Juhart: Adhésion von UHPC an Stahl und Glas - Ein Beitrag zu Adhision und Haftfestigkeit von Hochleistungs-
und Ultra-Hochleistungs-Feinkornbeton an Stahl und Glas unterschiedlicher Rauheit.
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starkem Widerspruch zu den von Brunauer®®, Brunauer et al.>®¢ und Stockhausen®” genannten
spezifischen Oberflichenenergien von CSH. Die beiden letztgenannten Autoren ermittelten
die spezifische Oberflichenenergie mit Hilfe von Versuchen zur Losungswédrme des CSH
bzw. mit Hilfe von Adsorptionsmessungen. Die Diskrepanz zwischen den Ergebnissen liegt
nach Meinung des Verfassers u.a. in der chemisch gesehen starken Heterogenitit des UHPC
begriindet. Wegen des unterschiedlichen Benetzungsverhaltens der verwendeten Fliissigkeiten
auf den unterschiedlichen Komponenten des UHPC kann die spezifische Oberflachenenergie
nicht anhand von Kontaktwinkelmessungen unter Anwendung der Young-Dupré-Gleichung
abgeschitzt werden. Juhart®® hitte den vorgenannten Aspekt z.B. mit Hilfe einer modifizierten
Young-Dupré-Gleichung, wie in Israelachvili *° erlautert, beriicksichtigen miissen. Dariiber
hinaus ist davon auszugehen, dass selbst eine augenscheinlich glatte Fliche eine starke Mi-
krorauigkeit aufweist. Dies beeinflusst das Benetzungsverhalten vermutlich in noch stiarkerem
Mafe als die chemische Heterogenitit. Die von Juhart®® genannten Werte entsprechen daher
nach Meinung des Verfassers nicht der tiblicherweise im thermodynamischen Sinne angegebe-
nen spezifischen Oberflichenenergie.

Abgesehen vom Konzept der spezifischen Oberflichenenergie kann die von der Dispersi-
onswirkung bzw. den van-der-Waalschen Wechselwirkungen abhidngige Adhdsionsarbeit
Wo4 vaw alternativ auch aus der Hamaker-Konstante abgeschétzt werden, siehe hierzu z.B.
Gotzinger und Peukert.>*® Das Konzept von Hamaker erlaubt zwar die Berechnung der Wech-
selwirkungen in Abhéngigkeit des Abstandes, zur Berechnung der Hamaker-Konstante einer
Werkstoffpaarung miissen allerdings die Refraktionsindizes sowie die Absorptionsfrequenzen
der Stoffe bekannt sein. *! Die resultierende Adhéasionsarbeit gilt dann jedoch nur unter
Vakuum bzw. inerter Atmosphdre; die Wirkung von Oxid- oder Adsorbatschichten aus Wasser
wird dabei nicht berticksichtigt. Daher wird das Konzept der Hamaker-Konstante im Rahmen
dieser Arbeit nicht weiterverfolgt.

385 Brunauer et al.: The surface energy of tobermorite.

38 Brunauer: Surface energy of a calcium silicate hydrate.

387 Stockhausen: Die Dilatation hochporoser Festkorper bei Wasseraufnahme und Eisbildung.

388 Juhart: Adhésion von UHPC an Stahl und Glas - Ein Beitrag zu Adhision und Haftfestigkeit von Hochleistungs-
und Ultra-Hochleistungs-Feinkornbeton an Stahl und Glas unterschiedlicher Rauheit.

389 Israelachvili: Intermolecular and surface forces (s. Kapitel 17, S. 435).

390 Gotzinger u. Peukert: Haftkraftverteilungen von rauen Haftsystemen am Beispiel Kugel-Platte.

391 Lipkin et al.: Estimating the metal-ceramic van der Waals adhesion energy.
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Tabelle ].1: Oberflichenenergie einiger Minerale

Mineral v [m]/m?]
Calcit hydr.") 550
Calcit! 1.040
Vaterit hydr.)) 600
Vaterit!) 1.160
Aragonit hydr.") 770
Aragonit!) 1.070
Quarz DA?2) 78
Quarz PA?) 209
Quarzz) 287
Quarz DA3 ) 76
Quarz DAY 30
Quarz DA® ) 41,3
Quarz PA>) 17,8
Quarz®) 59,1
Quarz® 176 - 206
Si02 g7 259
Si05 4 hydr.”) 129
CSH®) 386
CSH” 450
CSH') 452

hydr.: hydratisiert; am: amorph

MW: arithm. Mittel

DA: Dispersionsanteil; PA: polarer Anteil
1) MW aller Kristallfl., de Leeuw /Parker
2) Kinloch

3) Fowkes

4) mit einmol. Wasserschicht, Fowkes

%) 2.T. hydr., Zdziennicka et al.

6) Zdziennicka et al.

7) Brunauer et al. 1956

8) Brunauer et al. 1959

9) Brunauer 1977

10) Stockhausen
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Adhasionskraft zwischen Feststoffpartikeln: Hertz-Theori e und
JKR-Theorie

Ideal glatte, unendlich steife Korper

Die Verkniipfung der vom Abstand D abhingigen Adhéasionsarbeit W (D) g, ideal glatter, ebe-
ner Oberflichen mit der Adhéasionskraft F,; x_r zwischen einer ideal glatten (makroskopischen)
Kugel im Kontakt mit einer ideal glatten, ebenen Oberfliche kann anhand der sogenannten

Derjaguin-Approximation angegeben werden: 2
Fad,K—E =2 N'R'W(D)Ebene 03)
Stehen zwei Kugeln im Kontakt, so ergibt sich die Adhasionskraft F,; x_x zu:3?
R1-R
Fogx-x =27 ﬁ - W(D)Ebene J.4)

Die vorgenannten Zusammenhidnge konnen unabhingig von der Art der Kraft-Abstand-
Beziehung (anziehend, abstofiend, oszillierend) angewendet werden. Voraussetzung ist
lediglich, dass der Abstand D sowie die Reichweite der Interaktion sehr viel kleiner ist als die
Abmessungen der betrachteten Kugeln.

Stehen die Kugeln im Kontakt, so dass der Abstand der beiden Kugeln einen Atomdurch-
messer Dy betrdgt, kann die Adhésionsarbeit W(Dg)gpene durch die Oberflichenenergie 7y
ausgedriickt werden:

W(DO)Ebene = _2')’ 05)

Eine evtl. elastische Verformung der beiden Korper berticksichtigte Derjaguin bei der Herleitung
der vorgenannten Zusammenhinge nicht. Er nahm somit an, die in Kontakt stehenden Korper
seien unendlich steif und verformen sich aufgrund der wirkenden Adhésionskraft nicht.

Ideal glatte Korper mit finiter Steifigkeit

Hertz3% leitete fiir den Normalkontakt fester, elastischer, ideal glatter Korper die Zusammenhan-
ge zwischen der wirkenden Druckkraft und der resultierenden Grofse der Kontaktflache sowie
der Verformung der Koérper und der Spannungsverteilung in den Koérpern her. Eine Adhésion,
d.h. die Ubertragung von Zugkraften normal zur Oberfliche der Kugeln, sah Hertz3**in seiner
Theorie allerdings nicht vor. Eine Erweiterung der Hertzschen-Theorie sowie die Ubertragung
auf anziehende Kréfte erfolgte erst 1971 durch Johnson, Kendall und Roberts (JKR-Theorie), sie-
he z.B. Johnson**. Die Adhisionskraft zwischen einer elastischen Kugel und einer unendlich

steifen Oberfliache lautet demnach:
Fogp-x =-32-7m-27-R J.6)

Die Adhésionskraft ist 1/4 geringer als im Falle unendlich steifer Korper, jedoch unabhangig
von der Steifigkeit der Kugel. Das zugehorige JKR-Potential Vjxg unterscheidet sich z.B. vom
Lennard-Jones-Potential V116 dadurch, dass sich der Gleichgewichtszustand Vjxg = 0 bei

392 Israelachvili: Intermolecular and surface forces (Kapitel 11.5, S. 215 £f.).
3% Hertz: Ueber die Bertihrung fester elastischer Korper.
39 ohnson: Contact mechanics (s. Kapitel 5.5, S. 125 ff.).
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einem negativen Abstand einstellt; dies liegt in der elastischen Verformung und der dabei ge-
speicherten Energie der beteiligten Korper begriindet. Eine schematische Darstellung des Zu-
sammenhangs zwischen dem Abstand D der betrachteten Kérper und der relativ zur Adhési-
onskraft wirkenden Kraft F/F,; ist in Bild J.1 dargestellt. Der Abstand bzw. die Verformung D
wird hierbei von der ehemaligen Oberfldche der Kugel gemessen. Mit der ersten Beriithrung zwi-

FIF a4
4 AbstoBung

D

raue
" Oberflache
-

~ —

o

1

+D

Y Anziehung

Bild ].1: Schematischer Verlauf der relativ zur Adhisionskraft wirkenden dufSeren Kraft F|F,; zwischen zwei

Korpern in Abhingigkeit des Abstands D nach Israelachvili>®®

schen Kugel und Oberfldche im Ursprung des Koordinatenkreuzes (Punkt I) findet eine spon-
tane Anziehung aufgrund der Adhésion und eine elastische Verformung der Kugel statt (Punkt
IT). Wird von diesem Punkt aus nun eine Zugkraft auf die Kugel aufgebracht, so stellt sich eine
Verformung D entlang des nach unten verlaufenden Pfads bis zum Punkt IIT ein. Am Punkt I1]
ist die maximal tibertragbare Zugkraft, die Adhédsionskraft F,; erreicht.

Korper mit finiter Steifigkeit und rauer Oberflache

Die bisher genannten Zusammenhinge zur Abschidtzung der Adhésionskraft zwischen elasti-
schen Korpern basieren auf der Annahme, die sich beriihrenden Oberfldchen seien ideal glatt.
Reale Oberflachen weisen jedoch - wie bereits erwdhnt auch wenn sie makroskopisch glatt er-
scheinen - gewisse Rauigkeiten bis in den Nanometerbereich auf. Bereits geringe Oberfldchen-
rauigkeiten von 1 nm bis 2 nm kénnen die vorgenannten Adhésionskréfte signifikant reduzieren.
Dies gilt v.a. dann, wenn Stoffe mit hohem E-Modul im Kontakt stehen. Neuere Studien lassen
auf einen exponentiellen Abfall der Adhédsionskréfte mit steigendem quadratischen Mittenrau-
wert R, schliefen:

Pad(Rq) = Fad(Rq =0) 'eXP(_Rq/RqO) = -3/2--27-R- eXP(_Rq/RqO) (J.7)

Hierbei ist R0 eine Konstante, die fiir periodische Oberflachentopographien vereinfachend aus
der Oberflichenenergie v und dem E-Modul E abgeschitzt werden kann: %

Rqo ~27/E (7-8)

Fiir ein Polymer (PS-PVP) mit periodischer Oberflichentopographie geben Benz et al.**®ein
rechnerisches Ry von rd. 0,1 nm an; aus der Regression von Versuchen zur Adhésionskraft
ermittelten sie Ryo ~ 1,4nm.

395 Israelachvili: Intermolecular and surface forces (Kapitel 17.9, S. 452).
3% Benz et al.: The deformation and adhesion of randomly rough and patterned surfaces.
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Im Falle einer Oberfliche mit zufdlliger, d.h. unregelméfiiger Topographie, besteht laut
Benz et al.*” zwischen dem quadratischem Mittenrauwert R, und Ry ein tendenzieller Zusam-
menhang; mit steigendem Mittenrauwert R, nimmt auch R, zu. Im Mittel lag R0 zwischen rd.
2 bis 25 nm bei einem quadratischen Mittenrauwert R, zwischen rd. 5 bis 80 nm.*”

Im Rahmen der eigenen Untersuchungen wurden fiir die Oberflichen der verwendeten
Stahlfasern zwar Topographiekennwerte bestimmt, fiir die Partikeloberflichen der UHPC-
Ausgangsstoffe konnen jedoch keine Rauigkeiten angegeben werden. Aus diesem Grund ist
die Berticksichtigung der Oberflichenrauigkeit bei der Abschdtzung der Adhé&sionskrafte nicht
moglich. Die Adhésionskréfte werden daher vereinfachend nach Gleichung (J.6) berechnet.

397 Benz et al.: The deformation and adhesion of randomly rough and patterned surfaces.
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K. Ergebnisse der eigenen
Faserausziehversuche

Versuchsdurchfihrung

Um Fasern mit Durchmessern unter 0,5 mm in der Priifmaschine einspannen zu konnen, wur-
de eine Vorrichtung, bestehend aus einem Fein-Bohrfutter und einem Priifrahmen entwickelt,
siehe Bild K.1 links. Der Priifrahmen war so aufgebaut, dass eine Stahlplatte, auf die die pull-
out-Probekorper geklebt wurden (siehe Bild K.1 rechts), oberhalb des Fein-Bohrfutters fixiert
werden konnte. Die Faserausziehversuche wurden in einer spindelgetriebenen Universalpriif-

Bild K.1: Links: Speziell fiir die pull-out-Versuche entwickelter Priifrahmen; rechts: Priifkorper, aufgeklebt auf
Probenhalterplatte

maschine, ausgestattet mit einer 500 N-Kraftmessdose durchgefiihrt, siehe Bild K.2. Die Belas-

Bild K.2: Spindelgetriebene Universalpriifmaschine fiir die Durchfiihrung der pull-out-Versuche

tungsgeschwindigkeit betrug bei allen Versuchen 1,8 mm/min. Die Drahte wurden vollstandig
aus dem Probekorper herausgezogen und dabei der Maschinenweg sowie die Kraft kontinuier-
lich aufgezeichnet.
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Beton M1
Faserdurchmesser 0,16 mm
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Bild K.3: Last-Maschinenweg-Kurven fiir Stahlfasern des Durchmessers 0,16 mm im Beton M1; links: ab Beginn
Belastung; rechts: ab Maximallast

Faserdurchmesser 0,29 mm
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Bild K.4: Last-Maschinenweg-Kurven fiir Stahlfasern des Durchmessers 0,29 mm im Beton M1, links: Winkel
Last/Faserachse 15°; rechts: Winkel Last/Faserachse 30°
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Bild K.5: Last-Maschinenweg-Kurven fiir Stahlfasern des Durchmessers 0,29 mm im Beton M1; Winkel
Last/Faserachse 45°

Faserdurchmesser 0,48 mm
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Bild K.6: Last-Maschinenweg-Kurven fiir Stahlfasern des Durchmessers 0,48 mm im Beton M1, links: ab Beginn
Belastung; rechts: ab Maximallast, gerader Faserauszug
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L. Ergebnisse der eigenen Biegezugversuche
am faserbewehrten UHPC M1

Versuchsdurchfiihrung

Die Biegezugversuche (3-Punkt-Belastung) wurden in einer Universalpriifmaschine durchge-
fithrt. Die Durchbiegung sowie die Rissoffnung im gekerbten Bereich der Balken wurden mit
Hilfe von potentiometrischen Wegtastern synchron zur Last kontinuierlich aufgezeichnet. Die
gekerbten Balken (Kerbtiefe 1/3 der Hohe) hatten eine Hohe von 150 mm, eine Breite von 75 mm
und eine Stiitzweite von 600 mm. Sie wurden wie die pull-out-Probekorper warmebehandelt, je-
doch in einem Alter von 180 d gepriift. Je Variante wurden vier Balken gepriift. Im Rahmen die-
ser Arbeit wird die Darstellung der Ergebnisse auf die Last-Durchbiegungs-Kurven bis 0,5 mm
beschrankt. Eine Ubersicht der untersuchten Faserbetonvarianten ist in Tabelle L.1 gegeben.
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Tabelle L.1: Untersuchte Faserbetonvarianten

Faservariante!)
e 01576 040-10  048-6
gerade M gerade gewellt
(-] Vol.%
M1-15A 1,5 0 0
M1-30A 3,0 0 0
M1-15B 0,5 0,5 05
M1-30B 1,0 1,0 10
M1-15C 0,5 0 10

1) erste Zahl: Faserdurchmesser [mm]
zweite Zahl: Faserldnge [mm ]
M: vermessingt

Last-Durchbiegungs-Kurven

In Bild L.1 bis Bild L.5 sind die Last-Durchbiegungs-Kurven der untersuchten Faserbetonvari-
anten dargestellt. Die jeweils schwarz eingetragenen Kurven wurden durch Mittelung der vier
Versuchskurven berechnet.
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Bild L.1: Last-Durchbiegungs-Kurven der Biegezuguersuche, Variante M1 -15A
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Bild L.2: Last-Durchbiegungs-Kurven der Biegezuguversuche, Variante M1 - 30A
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Bild L.3: Last-Durchbiegungs-Kurven der Biegezugversuche, Variante M1 - 15B
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Bild L.4: Last-Durchbiegungs-Kurven der Biegezuguversuche, Variante M1 - 30B
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Bild L.5: Last-Durchbiegungs-Kurven der Biegezuguversuche, Variante M1 - 15C



