Bei diesem Beitrag handelt es sich um einen wissenschaftlich

begutachteten und freigegebenen Fachaufsatz (, reviewed paper”).

Hauptaufsatz

Numerische Untersuchungen zum
Durchstanzen von gedrungenen Einzelfundamenten

M. Ricker

Zusammenfassung Zum Durchstanzen von gedrungenen Ein-
zelfundamenten mit und ohne Durchstanzbewehrung wurden in
den letzten Jahren systematische Versuchsreihen an der RWTH
Aachen durchgefiihrt. Zur Erweiterung des Parameterfelds wurden
zusatzlich nichtlineare FE-Modelle erstellt, die sowohl die Bruchlas-
ten als auch die Verformungszusténde zutreffend abbilden kénnen.
In einer FE-Parameterstudie wurde der Einfluss der Schub-
schlankheit, der Betonfestigkeit, des Biegebewehrungsgrades, des
MaBstabseffekts der statischen Nutzhohe und des bezogenen Stiit-
zenumfangs auf das Tragverhalten von Fundamenten ohne Durch-
stanzbewehrung untersucht. Dabei konnten — wie auch bei den
Versuchen — zwei Versagensmechanismen in Abhangigkeit der
Schubschlankheit beobachtet werden. Anhand weiterer FE-Para-
meterstudien wurden die konstruktiven Abstandsregelungen fur
eine Durchstanzbewehrung aus Buigeln tberpruft.

Numerical Investigations on
Punching Behaviour of Compact Footings

Abstract Several punching tests on compact footings with and
without shear reinforcement were conducted at RWTH University
by the Institute of Structural Concrete (IMB) and the Institute of
Geotechnical Engineering (GiB). Additional nonlinear finite element
analyses were performed to investigate the influence of the main
parameters on the punching shear strength more in detail. After
calibrating by existing punching tests on compact footings, the
numerical results were in good accordance with the experimental
failure loads as well as with the measured strains. As main para-
meters on the punching shear strength, the shear slenderness, the
concrete strength, the size effect of the effective depth, and the
ratio of the column perimeter to the effective depth were investiga-
ted. The numerical model revealed a change of the failure mode in
dependence of the shear slenderness and confirmed the obser-
vations in tests. Additional parametric studies on footings including
shear reinforcement confirmed the influence of the spacing of the
stirrups on the punching strength.
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Bild 1. Geometrie der Versuchskorper (a) und Versagensrisse in Versuchen (b)
Fig. 1. Notations and geometry of the footings (a) and failure cracks observed
in tests (b)

1 Einleitung

Das Durchstanzen von schlanken Platten wurde in der Ver-
gangenheit systematisch untersucht. Als Ergebnis konnten
theoretische und empirische Modelle abgeleitet werden,
welche die wesentlichen Einflussparameter auf das Durch-
stanztragverhalten zutreffend beschreiben (z.B. [1],[2],[3])-
Versuche an Fundamenten zeigten jedoch, dass sich das
Durchstanztragverhalten von Flachdecken und Fundamen-
ten unterscheidet [4],[5],[6]. Insbesondere die Schub-
schlankheit a/d (Bild 1) scheint hierbei von entscheidender
Bedeutung. Neben Durchstanzversuchen an gedrungenen
Fundamenten wurden zur gezielten Untersuchung des Trag-
verhaltens numerische Simulationen mit dem Finite-Ele-
mente-Programmsystem Abaqus [7] durchgefiihrt. Das Ver-
suchsprogramm bestand aus 22 Versuchen (DF1 bis DF22)
[8],[9],[10],[11] und l&sst sich in drei Serien unterteilen: Die
Serien I (DF1 bis DF5)und II (DF6 bis DF 10) waren auf ei-
nem Sandkorper gebettet und wurden in Zusammenarbeit
mit dem Institut fiir Grundbau, Bodenmechanik, Felsmecha-
nik und Verkehrswasserbau (GiB) durchgefiihrt. Bei den
Versuchskorpern DF11 bis DF22 (Serie IlI) wurde eine
gleichméfiige Sohlspannung simuliert, indem die Fun-
damentunterseite in 16 Lasteinleitungspunkten durch hy-
draulische Pressen beansprucht wurde.

In der Versuchsmatrix in Bild 2 sind die Versuchskorper der
Serien II und III in Abhédngigkeit der Schubschlankheit a/d
dargestellt. Die Versuche der Serie II (Sandbettung) sind
weill und die gleichférmig beanspruchten Fundamente der
Serie III grau markiert. Ausgehend von der Basisreihe DF11
bis DF13, die aus einem Beton der Festigkeitsklasse C 20/25
bestand, wurde in weiteren Versuchsreihen der Einfluss von
verschiedenen Parametern systematisch untersucht. Die
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DF14 Fundamente der Reihe DF6 bis DF8 waren analog zur
Basisreihe ausgefiihrt und wurden auf Sand gepriift.
2 140 Die maflstidbliche Verkleinerung von Fundament DF8
_sé’ 29 war notwendig, da die Grole der Versuchsgrube be-
g DF11[] DF12 7] DF13_ [T schriankt war. Die Auswirkungen einer Durchstanz-
2 || 3131 f ||$IQI | ||$I£I bewehrung aus Biigeln auf die Tragfahigkeit von ge-
% + —140 5, —180 drungenen Fundamenten wurden durch die Ver-
% il suchskorper der Reihe DF16 bis DF18 tiberpriift. Zum
'5 DF15 I Vergleich wurde das Fundament DF9 ebenfalls mit ei-
8 || 3181 ner Durchstanzbewehrung versehen und auf Sand ge-
) — 140 5 ” prift. Ob eine Traglaststeigerung durch eine Um-
& 5 DF6 ﬁ DF7 H pi) schniirung der Druckzone erreicht werden kann, soll-
= OILO ‘O'Im te mit Versuch DF19 untersucht werden. Dazu wurde
& |L ||"<rI | Il *I K{S{ die Druckzone im Bereich der Stiitze durch sieben
“"9 — "%" —0 "%" kreisrunde Biigel umschniirt. Zur Kldrung der Frage,
DF16[] DF17 [] DF18 [ inwieweit die Betondruckfestigkeit die Querkrafttrag-
SIQI SI:{ ;Z;IQI fahigkeit von punktgestiitzten, gedrungenen Fun-
120 140 180 damenten beeinflusst, wurden die Fundamente DF20
DF9 bis DF22 und DF10 (auf Sand gebettet) untersucht. Bei
- den Versuchskérpern DF14, DF12 und DF15 wurde
£ Ki‘?’I die Schubschlankheit nicht durch die Anderung der
2 —2 Plattenbreite, sondern durch die Anderung der stati-
DF19 schen Nutzhohe variiert. Die wichtigsten Versuchs-
S’,IQI parameter und die Bruchlasten der Versuche DF11 bis
120 DF22 sind in Tabelle 1 zusammengefasst. Detaillierte
| [ | 2 2 & Informationen zu den Versuchen kénnen [10],[11],[12]
© DF20[] DF21 [ DF22 [ entnommen werden. Im Rahmen dieses Artikels wer-
e l | ?'IQI <9 |l ||$IQI den die Ergebnisse der numerischen Untersuchun-
S 2
Q 9| —120 —140 n+u gen an den gleichférmig belasteten Fundamenten
1S DF10 dargestellt.
A | e 2 ==
[Serie | [Serie lil] @?’I 2 Modellierung der Versuchskorper
—=—p _
1,25 1,5 2,0 ald  Zur Diskretisierung der Fundamente in der Finite-
Bild 2. Versuchsmatrix Elemente-Berechnung wurden Volumenelemente
Fig. 2. Experimental matrix mit 20 Knoten, d.h. mit quadratischem Verschie-
Tabelle 1.Versuchsparameter und Bruchlasten
Table 1. Test parameters and failure loads
Zlecrll ¢ b a/d fz',cyl E, %) f; pi Asw s Viest Vﬂex Vi %
(mm)  (mm) (mm) () (MPa) (MPa) (mm) (MPa) (%) (cm*) (mm) (kN) (N) (kN) ()
DF11 400 200 1200 1,25 214 22000 20 528 087 - — 2813 6845 2900 0,97
DF12 400 200 1400 1,50 21,2 23700 20 566 0,88 — — 2208 6732 2307 0,96
DF13 400 200 1800 2,00 21,1 20 100 20 558 0,87 - - 1839 6004 1736 1,06
DF14 300 200 1400 2,00 21,2 23700 20 566 0,88 — - 1478 3766 1474 1,00
DF15 480 200 1400 1,25 21,7 22500 25 548 0,85 — - 2750 8996 2900 0,95
DF16 400 200 1200 1,25 20,0 20900 20 558 0,87 452 190* 3680 7114 4026 091
DF17 400 200 1400 1,50 20,8 22000 20 552 0,87 452 190° 3619 6570 3713 0,97
DF18 400 200 1800 2,00 21,7 22500 20 558 0,87 452 190° 3361 6026 3405 0,99
DF19* 400 200 1200 1,25 21,8 21900 20 552 0,87 — - 2790 7132 2740 1,02
DF20 400 200 1200 1,25 357 27400 20 549 087 - = 3037 7455 3900 0,78
DF21 400 200 1400 1,50 36,3 26800 20 549 087 - - 2860 6914 3010 0,95
DF22 400 200 1800 2,00 364 26200 20 558 0,87 - - 2405 6338 2460 0,98
x, 096
14 0,07

d: statische Nutzhohe; ¢: Stiitzenabmessung; »: Fundamentabmessung; a: Abstand vom Stiitzenanschnitt zum Rand des Fundaments; f; ., Zylinderdruckfestigkeit
des Betons; E.: Elastizitdtsmodul des Betons; &: Durchmesser der Biegezugbewehrung; f;: Streckgrenze der Biegezugbewehrung; p;: Biegezugbewehrungsgrad; Aj,.:
Querschnittsfliche der Durchstanzbewehrung pro Reihe; s: radialer Abstand der Durchstanzbewehrungsreihen; V. Bruchlast; Vg..: Biegetragfahigkeit nach
Bruchlinientheorie; Vgg: in der numerischen Simulation erreichte Bruchlast; x,,: Mittelwert; V: Variationskoeffizient

Anmerkung: Fundamente mit Durchstanzbewehrung waren mit einer Biegedruckbewehrung (& = 12 mm) versehen p,” = 0,49 % (DF9) und p;’ = 0,31 % (DF16,

DF17, DF18),

* Der Abstand zwischen dem Stiitzenanschnitt und der ersten Durchstanzbewehrungsreihe betrug bei Versuch DF9 s, =75 mm und bei den Versuchen DF16, DF17

und DF18 50 = 120 mm

® Versuchskérper DF19 war mit 7 kreisformigen Biigeln @ = 12 mm versehen, die die Biegedruckzone am Stiitzenanschnitt umschniirten (vgl. Text)
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Belastungspunkte
150 mm x 150 mm

Biegezug-
bewehrung

Stiitzenbewehrung

Bild 3. Diskretisierung der Versuchskorper
Fig. 3. Finite element model used in analysis

bungsansatz, und voller Integration in den Gaullpunkten
verwendet. Die Volumenelemente hatten eine Kantenldnge
von 50 mm. Aus Symmetriegriinden war die Simulation ei-
nes Viertels der Versuchskorper ausreichend. Die Netzein-
teilung kann Bild 5 entnommen werden. Den Elementen im
Bereich des Stiitzenstumpfs wurde ein linear-elastisches
Material zugewiesen. Die Bewehrungsstibe der Biegezug-,
Stiitzen- und Biligelbewehrung wurden diskret als Biegesta-
be modelliert, die in die Volumenelemente eingebettet wa-
ren, d.h. die Biegestibe konnten frei innerhalb der Volumen-
elemente orientiert werden (Bild 4). Durch das Einbetten
werden die Translationsfreiheitsgrade der Biegestidbe elimi-
niert und somit eine Verkniipfung der Freiheitsgrade von Vo-
lumen- und Balkenelement vorgegeben, so dass ein voll-
standiger (starrer) Verbund simuliert wurde. Die Durch-
stanzbewehrung (Biigel) war im Gegensatz zur Biegezug-
bewehrung nicht in jedem Knoten an die Betonelemente ge-
koppelt. Die Verankerung wurde durch eine starre Kopplung
der Knoten nur auf Héhe der oberen und unteren Biegebe-
wehrung an die Betonelemente abgebildet. Eigene numeri-
sche Untersuchungen habhen gezeigt, dass mit dieser Abbil-
dung die Verankerung der Durchstanzbewehrung realis-
tisch simuliert werden kann [13] und sich die beste Uberein-
stimmung mit den gemessenen Last-Verformungskurven
ergibt.

Die Belastung wurde inkrementell aufgebracht. Als Pfadver-
folgungsalgorithmus wurde das von Riks [14] entwickelte
und von verschiedenen Autoren mehrfach modifizierte Bo-
genldngenverfahren verwendet. Grundidee dieses Verfah-
rens ist, nach dem Prediktorschritt nicht auf einer Horizon-
talen zu iterieren (wie beim Verfahren nach Newton/Raph-
son), sondern ldngs einer Kurve. Dabei wird neben der Ver-
formung auch das Lastniveau iterativ verdndert. Deshalb ist
es nicht moglich, fiir eine genau definierte Last den zugeho-
rigen Verformungszustand zu berechnen. Andererseits er-
moglicht die iterative Anderung des Lastniveaus die Kurve
zu inkrementieren. Es ist somit moglich, Extrempunkte in-
nerhalb einer Iteration zu iberwinden. Mit diesem Verfah-
ren lassen sich aufweichende Systeme (wie z.B. Tragwerke
aus Beton) und Stabilitidtsprobleme erfolgreich berechnen.
Da bei den hier vorgestellten Berechnungen primaér die Er-
mittlung der Traglast und der Verformungen wichtig war,
konnte der Nachteil des Verlusts der direkten Kontrolle des
Lastniveaus akzeptiert werden.

Hauptaufsatz

Bild 4. Diskretisierung der Lingsbewehrung (a) und der Biigel (b)
Fig. 4. Truss elements used for the bending reinforcement (a) and the stirrups (b)

3 Verwendete Materialmodelle

Fiir die Abbildung des Betons wurde das in Abaqus imple-

mentierte Concrete Damaged Plasticity Model verwendet [7].

Es handelt sich um ein plastisches Schadigungsmodell, das

von Lubliner et al. [15] entwickelt und spéter von Lee und

Fenves [16] erweitert wurde. Das Modell besteht aus vier

Komponenten:

— Die Flie3- und Bruchbedingung F (yield function) be-
schreibt durch die Flie(flaiche den Bereich des Span-
nungsraumes, in dem sich das Material linear-elastisch
verhalt.

— Das Verfestigungsgesetz (hardening rule) bestimmt die
Anderung der FlieBfliche, nachdem der Spannungs-
zustand die momentane Flieifliche tiberschritten hat.

— Mit dem Gradienten der Potentialfunktion G (flow poten-
tial) wird die Richtung des plastischen Dehnungsinkre-
ments und damit das Verhéltnis von plastischen Langs- zu
Querdehnungen bestimmt. Durch die Anwendung der

FlieBregel (flow rule) d§,/ = dﬂ;ﬁ ergeben sich somit die
£, -

GroBle und Richtung des plastischen Dehnungsinkre-
ments. Hierbei sind dgp, der plastische Verzerrungs-
zuwachs, dA der plastische Multiplikator und 6G/dg der
Gradient der Potentialfunktion.

— Die Schéidigungsfunktion definiert die Abnahme der elas-
tischen Steifigkeit in Abhédngigkeit von der plastischen
Dehnung.

Die Form der Flie3flache wird durch vier Parameter festge-
legt: die einaxiale Betondruckfestigkeit f,, die einaxiale Be-
tonzugfestigkeitf, , die biaxiale Betondruckfestigkeit f,, und
dem Verhéltniswert K, zwischen Zug- und Druckmeridian.
In Bild 5 wird die Flie3- bzw. Bruchbedingung mit den Er-
gebnissen von verschiedenen Triaxialversuchen
[17],[18],[19],[20],]21] im Oktaederspannungsraum vergli-
chen. Dabei wurde das Verhiltnis von Zug- zu Druckfestig-
keit des Betons zu 0,09 angenommen und der Wert fiir K, mit
der Methode der kleinsten Fehlerquadrate anhand der Ver-
suche zu 0,68 bestimmt. Mit dem gewdihlten Parametersatz
ergibt sich eine gute Ubereinstimmung zwischen den Ver-
suchswerten und der Bruchbedingung.

Die isotrope Verfestigung und damit die Verdnderung der

Fliefiflache F unter steigender Beanspruchung wird iiber

zwei skalare Schidigungsparameter fiir Zug- und Druck-

beanspruchung £ und £” gesteuert (Bild 6 a). Die FlieBfl4-
chen werden dabei affin zur Bruchfldche gewéhlt (isotrope

Verfestigung). Die Verfestigungsparameter sind die in ein-

axialen Druck- und Zugversuchen ermittelten Spannungen

in Abhéngigkeit der plastischen Dehnung. Um mehraxiale
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Bild 5. Vergleich der FlieBfliche mit Triaxialversuchen: Meridianebene (links) und Deviatorebene (rechts)
Fig. 5. Comparison between the failure surface and experimental results: Rendulic plane (left) and deviatoric plane (right)

bestimmen (Bild 6 b). In Aba-

* > -0,8] qusistals Flielpotential G ei-
m 08 .. -1,0 ne hyperbolische Funktion
® .10 .. -1,2| vom Typ Drucker-Prager im-
+-12 .. -1,4| plementiert [7]. Die direkte
O .14 ... -1,6| Kalibrierung der Potential-
O-16 .. -1,8| funktion G anhand von Klein-
0 .18 .. 24| korperversuchen ist prinzi-
_ FlieBfliche | Piell moglich [22],[26]. Fiir die
B in Abaqus als Potentialfunkti-
10 on gewihlte mathematische
Funktion ist jedoch eine di-

% rekte Anpassung an Ver-

suchsergebnisse schwierig,
so dass nach Meinung der Au-
toren eine Kalibrierung nur
indirekt durch das Nachrech-

Verfestigu ngsgesetz: nen von Kleinkoérper- und Bauteilversuchen
W S N » T, A sinnvoll moglich ist [27].
g [ F VG =de,/d) v Das Schéid.igungsgesetz kann Vf.:rvvendet V.VCI‘—
den, um die Abnahme der elastischen Steifig-
m G keit mit zunehmender Gesamtdehnung zu be-

schreiben. Dies ist fiir die Simulation von Ent-

~pl ~ pl
F(Goctﬂoctsstp :Ecp
(a)

)

(b)

Bild 6. Isotrope Verfestigung (a) und FlieBfliche F mit Potentialfunktion G (b)

Fig. 6. Isotropic hardening (b) and yield function F with plastic potential function G (b)

Spannungszustidnde beriicksichtigen zu kénnen, muss das
Verfestigungsgesetz erweitert werden. Aus dem berech-
neten plastischen Dehnungsinkrement wird dazu eine soge-
nannte dquivalente plastische Dehnung ermittelt. Der zuge-
horige Verfestigungsparameter kann dann aus den an ein-
axialen Versuchen ermittelten Kurven abgelesen werden.
Lee und Fenves verwenden zur Bestimmung der dquivalen-
ten plastischen Dehnung den grofiten (Hauptzugdehnung)
bzw. kleinsten (Hauptdruckdehnung) Eigenwert des plas-
tischen Dehnungstensors und die normierten positiven
Hauptspannungen. Dieser Ansatz ist allerdings nicht geeig-
net, um die Dehnungszunahme bei triaxialer Beanspru-
chung zutreffend zu beschreiben, wie eigene Nachrechnun-
gen von Triaxialversuchen bestédtigen (vgl. auch [22]).

Da fiir die verwendeten Betone keine experimentell ermit-
telten Spannungs-Dehnungskurven vorlagen, wurden Span-
nungsdehnungsbeziehungen aus der Literatur verwendet.
Fiir die Druckseite kam die nichtlineare Beziehung von Sar-
gin (z. B. [23]) zur Anwendung, die sich durch den Faktor D
im Nachbruchbereich leicht anpassen ldsst. Auf der Zugsei-
te wurde ein exponentieller Ansatz nach Feenstra und de
Borst [24] verwendet.

Bei Beton lédsst sich das Dilatanzverhalten nicht mit einer
Projektion der plastischen Verzerrungen normal zur Flie3-
flache (assoziierte Flieregel) beschreiben, da sonst die Vo-
lumenzunahme im Bruchzustand tberschétzt wird (z.B.
[25]). Deshalb verwenden Lee und Fenves in ihrem Modell
eine von der FlieBflache /' unabhédngige Potentialfunktion G
(eine sogenannte nicht-assoziierte FlieBregel), um die Rich-
tung und den Betrag des plastischen Dehnungsvektors zu

» lastungsvorgidngen und zyklischen Belastun-
ot gen notwendig, da die Plastizitdtstheorie den
Steifigkeitsabfall des Betons infolge Risshil-
dung nicht abbilden kann. Da im Rahmen der
vorgestellten Untersuchungen nur statische
Beanspruchungen betrachtet wurden und zur
Kalibrierung des Schadigungsgesetzes zykli-
sche Versuche an Probekorpern erforderlich
sind, wurde auf die Eingabe eines Schidi-
gungsgesetzes verzichtet. Vergleichsrech-
nungen haben gezeigt, dass fiir die simulierten statischen
Versuche der Einfluss der Schidigungsvariablen vernach-
lassigbar ist. Das Modell verhélt sich dann wie ein klassi-
sches plastisches Modell.
Die in den Simulationen verwendeten Materialparameter
wurden weitgehend experimentell bestimmt oder aus expe-
rimentell ermittelten Werten errechnet. Die einaxialen
Druck- und Zugfestigkeiten wurden aus den am Versuchstag
gemessenen Zylinderdruck- bzw. Spaltzugfestigkeiten be-
rechnet. Der E-Modul wurde am Versuchstag experimentell
bestimmt und die Bruchenergie nach Model Code 90 [28] aus
der Zylinderdruckfestigkeit berechnet. Die Querdehnzahl
(Poissonzahl) des Betons v, wurde konstant zu 0,2 abge-
schitzt.
Das Materialverhalten von Stahl kann fiir den allgemeinen,
dreidimensionalen Fall durch das FlieBfkriterium nach von
Mises mit isotroper Verfestigung erfasst werden. Da bei den
durchgefithrten Berechnungen die Betonstahlbewehrung
als Biegestidbe abgebildet wurde, kann das Stahlverhalten
hinreichend genau durch ein einaxiales, elastisch-plas-
tisches Materialgesetz simuliert werden.
Detaillierte Informationen zu den in den Simulationen ver-
wendeten Materialparametern koénnen [12] entnommen
werden.

4 Numerische Simulation der Versuchsreihen
Um die beschriebenen numerischen Modelle zu verifizie-

ren, werden nachfolgend die numerischen Ergebnisse mit
den eigenen Durchstanzversuchen an Fundamenten vergli-
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Bild 7. Vergleich der gemessenen Last-Verformungskurven mit den Ergebnissen der numerischen Simulationen
Fig. 7. Load-deflection curves of finite element model and test results

chen. Es werden alle fiir die Vergleiche not-
wendigen Versuchsdaten angegeben (Tabel-
le 1). Eine ausfiihrlichere Beschreibung der
Versuche kann [10],[11],[12] entnommen wer-
den.

Zur Beurteilung des Verformungsverhaltens
werden in Bild 7 die experimentellen und
rechnerischen Last-Durchbiegungskurven
von elf Versuchen verglichen. Die Verformun-
gen der Fundamentplatten wurden wihrend
der Versuche von zehn induktiven Wegauf-
nehmern gemessen, die in der Ndhe der Stiit-
zenecken und in den dulleren Ecken der Plat-
te angebracht waren (Bild 8). Die mittlere
Durchbiegung w ergibt sich als Differenz der
Mittelwerte der Messungen der inneren Weg-
aufnehmer (W5 bis W8) und der dulleren
Wegaufnehmer (W1 bis W4).

Es ist grundsitzlich eine gute Ubereinstim-
mung der experimentellen und rechneri-

schen Kurvenverldufe zu erkennen. Die Anfangssteifigkeit
wird in der Numerik teilweise leicht iiberschétzt und in eini-
gen Fillen ist ebenfalls eine geringfiigige Uberschitzung
der Steifigkeit direkt nach der Erstrisshildung zu erkennen.
Dies kann vermutlich darauf zurtickgefiihrt werden, dass
die plastischen Zugdehnungen in der Simulation tiber meh-
rere Elemente verteilt werden, wohingegen sich im Ver-
suchskorper wenige, diskrete Risse ausbildeten. Die Kur-
venverldufe ndhern sich jedoch in der Regel mit zunehmen-
der Last einander an. Neben der guten Abbildung des Last-
Verformungsverhaltens konnten auch die Bruchlasten mit
einer Ausnahme (DF20) relativ genau bestimmt werden (Ta-
belle 1). Das Verhiltnis aus experimenteller und numerisch

[o] o) lfg: T
W1 W2
A
S 5
sio WS oW6
1S W1+ W2+ W3+ W4
E1° PE2 in Waupen = 4
SI§V8 w7 Q WS+ W6 W7+ WS
wo . *
/ =~ Rotation:
w4 W10 W3 :: v ~arc MJ
. . k X%
22, 32 1.."2 5 BB > (cm) Durchbiegung:

w= wauﬂen - winnen

Bild 8. Lage der Wegaufnehmer zur Messung der Plattendurchbiegung
(exemplarisch fiir Versuchskarper DF9)
Fig. 8. Arrangement of linear variable differential transformer (LVDT) gauges (DF9)

bestimmter Bruchlast V,, /), betrdgt im Mittel x, = 0,96.
Die Streuung ist sehr gering, so dass sich ein Variationskoef-
fizient von /"= 0,07 ergibt.

Das verwendete Materialmodell fiir den Beton kann keine
diskreten Risse darstellen. Als Ersatz werden deshalb plasti-
sche Dehnungen als Ma@ fiir die Risshildung verwendet. Fiir
die Versuche DF11 bis DF15 ohne Durchstanzbewehrung
und DF16 bis DF18 mit Biigeln als Durchstanzbewehrung
sind in Bild 9 die berechneten plastischen Dehnungen tiber
Fotografien der Sdgeschnitte gelegt worden. Die Neigungen
der Durchstanzkegel in der Simulation und in den Sidge-
schnitten stimmen gut tiberein. Lediglich bei Versuch DF13
kann keine eindeutige Lokalisierung eines Versagensrisses
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Fig. 9. Comparison between crack patterns in saw-cuts and the maximum principal plastic strains
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Bild 10. Vergleich der gemessenen Stahldehnungen der Biegezugbewehrung mit den Ergebnissen der numerischen Simulationen
Fig. 10. Measured and calculated strains of bending reinforcement
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beobachtet werden. Bei den Versuchen mit Durch-
stanzbewehrung (DF16 bis DF18) stellte sich in den
FE-Berechnungen ein verteiltes Risshild mit einer
Konzentration der plastischen Dehnungen im Bereich
unterhalb der Stiitze ein. Eine Risslokalisierung ist
nicht eindeutig feststellbar. In den Versuchen konnten
jedoch ebenfalls vermehrt Risse unterhalb der Stiitze
beobachtet werden.

In Bild 10 sind die Stahldehnungen der Biegezug-
bewehrung in unmittelbarer Ndhe zum Stiitzen-
anschnitt dargestellt. Dabei werden jeweils die Deh-
nungen in radialer und tangentialer Richtung fiir die
Versuche DF11 bis DF13 bzw. fiir DF17 und DF18 ge-
zeigt. Die Diskretisierung der Stahlbewehrung mit li-
nearen Balkenelementen fiihrt zu guten Ergebnissen
und ist daher als ausreichend genau anzusehen. Die
Anfangssteigungen der Kurvenverldufe zeigen eine
gute Ubereinstimmung und auch bei den weiteren
Verlaufen der Graphen treten nur geringe Abwei-
chungen auf. Die Dehnungen bei Erreichen der
Bruchlast werden in den Simulationen ebenfalls rela-
tiv gut erfasst.

Bild 11 vergleicht fiir die Versuche DF16 bis DF18 die
Stahldehnungen der Biigel, die als Durchstanzbeweh-
rung in den Fundamenten angeordnet waren. Es wer-
den die Ergebnisse von zwei Messpunkten mit unter-
schiedlichem Abstand zum Stiitzenanschnitt prasen-
tiert. Da die Dehnungsmessstreifen (DMS) oftmals in
unmittelbarer Ndahe zum bzw. direkt im Schubriss an-
geordnet waren, ist in den Versuchskurven mit Be-
ginn der Rissbildung ein Knick zu erkennen (Bild 11 a
bis cund f). In den FE-Berechnungen wird fiir die ver-
tikalen Biigelschenkel die Dehnung aus der Diffe-
renzverschiebung des oberen und unteren Knotens
auf Hohe der Langsbewehrung bestimmt (vgl. Ab-
schnitt 2) und nicht wie im Versuch ein lokaler Maxi-
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malwert. In der FE-Berechnung wird die Dehnung
der Biigel daher unterproportional erfasst.

Der Vergleich zwischen den gemessenen und berech-
neten Betondehnungen fiihrte nur zum Teil zu zufrie-
denstellenden Ergebnissen. Dies kann zum Teil da-
rauf zuriickgefiihrt werden, dass es ausfiihrungstech-
nisch sehr schwierig ist, die DMS schlupffrei und
kraftschliissig auf der Betonoberfliache zu befestigen. Fiir ei-
ne detaillierte Darstellung der Ergebnisse wird auf [12] ver-
wiesen.

5 Parameterstudien

5.1 Allgemeines

Da sich mit dem FE-Modell das in den Versuchen beobachte-
te Tragverhalten zutreffend abbilden ldsst, wurde es als ge-
eignetes Werkzeug fiir weitere Parameterstudien verwen-
det. In den Parameterstudien wurden verschiedene Ein-
flussfaktoren auf den Durchstanzwiderstand von Fun-
damenten systematisch untersucht. Die Nachrechnungen
der Versuche DF11 bis DF13 wurden als Basismodelle ver-
wendet.

Der Anteil der Bodenpressungen innerhalb des Bruchkegels
wird direkt tiber die Stiitze abgetragen und hat somit keinen
Einfluss auf den Durchstanzwiderstand. Um dies zu bertick-

0,5 0,0 0,5 1,0 1,5 2,0
Biigeldehnung (%o)

20,500 05 1,0 1,5 2,0
Biigeldehnung (%o)

Bild 11. Vergleich der gemessenen Stahldehnungen der Biigelbewehrung mit den
Ergebnissen der numerischen Simulationen
Fig. 11. Measured and calculated strains of stirrups

sichtigen, wurden fiir den Vergleich der Ergebnisse der Pa-
rameterstudien neben der rechnerisch aufnehmbaren Quer-
kraft /,, die Schubspannung lings eines kritischen Rund-
schnitts v, . berechnet. Dabei wurde der Rundschnitt nach
Eurocode 2 [29] verwendet, dessen Abstand vom Stiitzenan-
schnitt iterativ zu ermitteln ist und von der Geometrie des
Fundamentes abhéngt. Die Schubspannung ldngs des kriti-
schen Rundschnitts ergibt sich zu:

Ru.c 2d/a d

Hierbei sind /7, die in der FE-Berechnung ermittelte Bruch-
last, a,,,, der Abstand des kritischen Rundschnitts vom Stiit-
zenanschnitt, 4, die Fldche innerhalb des kritischen Rund-
schnitts, u,,, der Umfang des kritischen Rundschnitts, A die
Grundrissfliche des Fundamentes und d die statische Nutz-
hohe. Der Faktor 2d/a,,,, beriicksichtigt von 2d abweichende
Absténde des kritischen Rundschnitts vom Stiitzenanschnitt.
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Bild 12. Einfluss der Schubschlankheit a/d (a), (b); der Betondruckfestigkeit fc’cy, (c), (d); des Biegebewehrungsgrades p, (e)
und des MaBstabseffekts der statischen Nutzhéhe d (f) auf die Tragfahigkeit von Einzelfundamenten ohne Durchstanzbewehrung

Fig. 12. Effect of the shear slenderness a/d (a), (b); concrete compression strength f_

, (©), (d); flexural reinforcement ratio p, (e);

and size effect of the effective depth d (f) on punching shear capacity of footings without shear reinforcement

5.2 Variation der Schubschlankheit

Die Untersuchung des Einflusses der Schubschlankheit a/d
auf die Durchstanztragfahigkeit wurde ausgehend von den
Geometrien der Basismodelle ohne Durchstanzbewehrung
DF11 bis DF13 vorgenommen. Die Schubschlankheit wurde
durch die Anderung der Plattenbreite zwischen 1,0 und 3,0
variiert. Aus Griinden der Vergleichbarkeit wurden alle an-
deren Parameter konstant gewihlt. Die Betondruckfestig-
keit wurde zu f, ., = 20 MPa festgelegt. Ein Vergleich mit den
experimentell ermittelten Festigkeiten zeigtjedoch, dass der
verwendete Transportbeton nicht die nach DIN 1045-1 [30]
aus der Zylinderdruckfestigkeit des Betons berechneten
Zugfestigkeiten und E-Moduli erreichte. Fiir eine bessere
Vergleichbarkeit mit den Versuchen wurden deshalb die
rechnerischen Zugfestigkeiten auf 75% und die E-Moduli
auf 85% der Normwerte abgemindert. Fiir die gewihlte Be-
tondruckfestigkeit von f, ., =20 MPa ergaben sich somit eine
einaxiale Betonzugfestigkeit von 1,61 MPa und ein Elastizi-
tatsmodul von 21 400 MPa. Diese Werte wurden fiir alle Re-
chenldufe der Parameterstudie zum Einfluss der Schub-
schlankheit verwendet.

In Bild 12 a und Bild 12 b sind der Einfluss der Schub-
schlankheit auf die Tragfdahigkeit der betrachteten Fun-
damente dargestellt. Dabei wird jeweils die erreichte Bruch-
last (Bild 12 a) bzw. die Spannung im kritischen Rundschnitt
nach Eurocode 2 (Bild 12 b) tiber dem a/d-Verhélinis auf-
getragen. Fiir die untersuchten Fundamente variiert der be-
zogene Abstand a,,,/d des kritischen Rundschnitts zwischen
0,42d und 1,03d. Die aufnehmbare Querkraft (Bild 12 a)
nimmt mit abnehmendem a/d-Verhilinis zu, wobei fiir
Schubschlankheiten kleiner als 1,5 ein deutlich tiberpropor-
tionaler Anstieg zu beobachten ist. Fiir a/d-Werte grofer als
2,0 nimmt die Bruchlast ndherungsweise linear mit geringer
Neigung ab. In den FE-Berechnungen erreicht die aufnehm-
bare Spannung lidngs des Rundschnitts fiir einen a/d-Wert
von 1,5 ein lokales Minimum. Fiir a/d-Verhiltnisse kleiner
als 1,5 steigt die Schubspannung im kritischen Rundschnitt
uberproportional an.

Die Ergebnisse der numerischen Simulationen lassen ver-
muten, dass sich bei einem a/d-Verhiltnis von etwa 1,5 der
Versagensmechanismus &dndert. Bei gedrungenen Fun-
damenten (a/d < 1,5) kann das Tragverhalten durch eine
Schar von Druckkegelschalen zutreffend beschrieben wer-
den, die mit den Bodenreaktionen im Gleichgewicht stehen.
Die Tragfahigkeit ist somit nur noch durch die Festigkeit der
Druckkegelschalen bzw. deren Auflagerbereich bestimmt.
Damit das horizontale Gleichgewicht erfiillt ist, wirkt die
Biegezugbewehrung als Zugband. Der Durchstanzkegel im
Versagenszustand entsteht in erster Linie durch ein Spalten
der Druckkegelschalen. Die schlankeren Fundamente (a/d >
1,5) versagen dagegen, wenn die Druckzone am Stiitzen-
anschnitt ihre Tragfihigkeit infolge der Beanspruchungen
durch den tangentialen Biegedruck und die gleichzeitig wir-
kende vertikale Querkraft erreicht (vergleiche z.B. [31]).

5.3 Variation der Betonfestigkeit

In der Parameterstudie wurde die Betondruckfestigkeit zwi-
schen 20 MPa und 50 MPa variiert. Die zugehorigen Zugfes-
tigkeiten und Elastizitdtsmoduli wurden mit den Gleichun-
gen nach DIN 1045-1 berechnet und anschlieBend entspre-
chend den Angaben in Abschnitt 5.2 angepasst.

In Bild 12 ¢ sind die berechneten Bruchlasten }V, fiir drei
a/d-Verhilinisse tber den Zylinderdruckfestigkeiten f, .,
aufgetragen. Die Bruchlasten steigen unabhéngig vom
a/d-Verhilinis mit zunehmender Betondruckfestigkeit an.
Die Fundamente mit den Schlankheiten a/d von 1,5 und 2,0
erreichen nahezu die gleichen Tragfihigkeiten, wohingegen
die gedrungenen Fundamente (a/d = 1,25) erst bei deutlich
groBeren Lasten versagen. Der Anstieg der Tragfdahigkeit mit
zunehmender Betondruckfestigkeit ist bei den gedrungenen
Fundamenten im Vergleich zu dem Anstieg bei schlankeren
Fundamenten iiberproportional. In Bild 12 d sind die auf die
Waurzel der Betondruckfestigkeit bezogenen Bruchlasten in
Abhédngigkeit der Schubschlankheit dargestellt. Anhand der
nur flach geneigten Regressionsgeraden ist zu erkennen,
dass der Wurzelansatz fiir die schlanken Fundamente den
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Einfluss der Betondruckfestigkeit ausreichend genau er-
fasst. Bei den gedrungenen Fundamenten ist dagegen der
Einfluss der Betondruckfestigkeit deutlich grofier. Dieser Ef-
fekt kann vermutlich ebenfalls auf eine Anderung des Ver-
sagensmechanismus zuriickgefiihrt werden (vgl. Abschnitt
5.2). Die Bruchlast des Druckkegelschalenmodells ist deut-
lich stirker von der Betondruckfestigkeit beeinflusst als das
Versagen der schlankeren Fundamente.

Generell ist bei Fundamenten der Einfluss der Betonfestig-
keit etwas grofier als bei (diinneren) Flachdecken, deshalb
erfasst der Wurzelansatz f,'”? den Einfluss der Betondruck-
festigkeit besser als die kubische Wurzel £,/5. Im Bereich der
Normalbetone ist der Unterschied zwischen dem quadrati-
schen und dem kubischen Wurzelansatz fiir die Betondruck-
festigkeit jedoch vernachldssigbar, wie z. B. Sherif und Dil-
ger [32] gezeigt haben.

5.4 Variation des Biegebewehrungsgrades

Ausgehend von den Basismodellen (DF11 bis DF13) wurde
der Liangshewehrungsgrad zwischen 0,6 % und 1,6 % vari-
iert. Aus Griinden der Vergleichbarkeit wurden alle Modelle
innerhalb der Parameterstudie mit den Betonkennwerten
von Versuch DF13 berechnet (f, ., =21,1 MPa,f,,  =1,83 MPa,
E,=20100 MPa, G,= 51 N/m). In Bild 12 e sind die Schub-
spannungen ldngs des kritischen Rundschnitts nach Euroco-
de 2 iiber dem Liangsbewehrungsgrad aufgetragen. Bei den
Fundamenten mit einer Schubschlankheit a/d von 2,0 steigt
die aufnehmbare Schubspannung im Bruchzustand mit zu-
nehmendem Bewehrungsgrad bis zu einem Wert von 1,1 %
an. Bei den Fundamenten mit einer Schubschlankheit a/d
von 1,5 ergibt sich eine geringere Zunahme und bei den ge-
drungenen Fundamenten (a/d = 1,25) sogar eine minimale
Abnahme der aufnehmbaren Schubspannung.

Die Durchstanztragfidhigkeit wird von der Rotation bzw. der
Schubrissbreite beeinflusst [2],[31],[33]. Eine Erhohung des
Bewehrungsgrades fiihrt zu einer Reduzierung der Schub-
rissbreiten und somit zu einem groferen Tragwiderstand.
Bei den gedrungenen Fundamenten ist dagegen kein An-
stieg der Spannung lings des kritischen Rundschnitts mit zu-
nehmendem Bewehrungsgrad p, zu beobachten. Dieser Ef-
fekt kann wieder mit einer Anderung des Versagensmecha-
nismus erklirt werden. Bei dem Druckkegelschalenmodell
der gedrungenen Fundamente hat die Biegezugbewehrung
nur die Funktion die horizontalen Komponenten der Druck-
streben aufzunehmen. Wenn die Bewehrung ausreicht, um
die horizontalen Krifte aufzunehmen, ist durch eine weitere
Erhohung des Biegebewehrungsgrades keine weitere Trag-
laststeigerung zu erreichen.

5.5 MaBstabseffekt der statischen Nutzh6he

Zur Untersuchung des Malstabseffektes der statischen
Nutzhohe wurden alle Abmessungen der Basismodelle
(DF11 bis DF13) jeweils um 25 % erhoht und reduziert. Da-
bei wurde der Bewehrungsgrad konstant gehalten. Fiir die
Berechnungen wurden die Betonkennwerte von Versuch
DF13 (siehe Abschnitt 5.4) verwendel. In numerischen Si-
mulationen kénnen nicht alle Malstabseffekte erfasst wer-
den. Einfliisse aus dem GroBtkorn und der Liangshewehrung
(Diibelwirkung, Verbundeigenschaften) werden z. B. nicht
beriticksichtigt. In Bild 12 fist die Schubspannung lings des
kritischen Rundschnitts im Bruchzustand fiir drei a/d-Ver-
hiltnisse in Abhédngigkeit der statischen Nutzhohe aufgetra-
gen. Die strichlinierten Linien beschreiben den Verlauf des
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Malfstabsfaktors nach Model Code 90 [28], der auch in DIN
1045-1 und Eurocode 2 verwendet wird. Die Kurven sind je-
weils auf die Fundamente mit den Abmessungen der Basis-
modelle bezogen. Fiir die Fundamente mit einer Schlankheit
a/d von 1,5 und 2,0 ist der MaBstabsfaktor ndherungsweise
zutreffend. Die Fundamente mit einer Schubschlankheit
a/d = 1,25 weisen dagegen bei einer Verkleinerung des Fun-
daments einen ausgeprigteren Malstabseffekt auf. Diese
Unterschiede sind vermutlich wiederum auf den Wechsel
des Versagensmechanismus zuriickzufiihren. Nach den Er-
gebnissen der FE-Berechnungen ist fiir das Versagen der
Druckkegelschalen bzw. deren Auflagerbereiche ein ande-
rer Malistabsfaktor als fiir das Versagen von schlankeren
Platten charakteristisch.

5.6 Verhiltnis Stiitzenumfang zur statischen Nutzhéhe

Um den Einfluss der Stiitzengriéfie auf die Durchstanzirag-
fahigkeit zu tiberpriifen, sind in Bild 13 die Schubspannun-
gen ldngs des kritischen Rundschnitts in Abhédngigkeit des
Verhilinisses von Stiitzenumfang zur statischen Nutzhéhe
uy/d fiir verschiedene a/d-Verhilinisse dargestellt. Als Mate-
rialfestigkeiten wurden wiederum die Betonkennwerte von
Versuch DF13 verwendet. Fiir die drei untersuchten Schub-
schlankheiten a/d ergeben sich die gleichen Tendenzen: Die
Tragfahigkeit wird mit zunehmendem bezogenen Stiitzen-
umfang u,/d signifikant kleiner. Der Traglastanstieg ist ver-
mutlich auf den bei kleineren Stiitzen ausgepriagteren mehr-
dimensionalen Spannungszustand am Stiitzenanschnitt zu-
riickzufiihren.

5.7 Unterschiedliche Anordnung einer Durchstanzbewehrung
In diesem Abschnitt wird der Einfluss der Anordnung der
Durchstanzbewehrung auf die Maximaltragfahigkeit von
Fundamenten untersucht. Ausgehend von den Versuchen
DF16 bis DF18, die mit einer Durchstanzbewehrung aus ge-
schlossenen Bligeln versehen waren, wurden zwei FE-Para-
meterstudien durchgefiihrt.

Bei der ersten Parameterstudie wurde der Abstand der ers-
ten Durchstanzbewehrungsreihe vom Stiitzenanschnitt s,
zwischen 0,2d und 0,5d variiert. Alle anderen Parameter ent-
sprachen der Versuchsanordnung (einschlieflich des Ab-
stands s zwischen den Reihen der Durchstanzbewehrung).
In Bild 14 a sind die mit der FE-Methode ermittelten Bruch-
lasten in Abhéngigkeit des bezogenen Abstands der ersten
Bewehrungsreihe vom Stiitzenanschnitt s/d dargestellt. In
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den FE-Berechnungen konnte die Traglast durch eine Re-
duktion des Abstands s, der ersten Biligelreihe vom Stiitzen-
anschnitt von 0,3d auf 0,2d um 10% bis 14% gesteigert wer-
den. Eine Vergrofierung des Abstands s, auf 0,5d fiihrte dage-
gen zu einer Abnahme der Traglasten um etwa 5%.

Mit der zweiten Parameterstudie sollte untersucht werden,
ob die zweite Durchstanzbewehrungsreihe in einem grofie-
ren Abstand als 0,5d von der ersten Reihe angeordnel wer-
den kann und somit der Bereich, in dem die Querkraft
,2hochzuhidngen® ist, eventuell auf 1,0d wie bei Doppelkop-
fankern vergrofert werden darf. Der Abstand zwischen der
ersten und zweiten Bewehrungsreihe s wurde zwischen 0,3d
und 0,7d variiert (s, betrug konstant 0,3d). Die in den nume-
rischen Simulationen ermittelten Traglasten weisen fiir die
untersuchten radialen Abstinde mit zunehmendem Abstand
zwischen der ersten und zweiten Biligelreihe eine leicht fal-
lende Tendenz auf.

Die Ergebnisse der FE-Parameterstudien weisen darauf hin,
dass die Traglast durch eine Verringerung des Abstands der
ersten Biigelreihe vom Stiitzenanschnitt s, gesteigert wer-
den kann. Eine VergroBerung des radialen Abstand zwi-
schen der ersten und zweiten Bewehrungsreihe fiihrt dage-
gen zu keiner signifikanten Verringerung der Durchstanz-
last, so dass die Zone, innerhalb der die Querkraft durch Be-
wehrung aufzunehmen ist, nach den FE-Berechnungen auf
1,0d vergrofiert werden konnte. Diese Tendenzen haben
sich fiir alle drei untersuchten a/d-Verhiltnisse ergeben. Die
Schlussfolgerungen sind allerdings noch durch experimen-
telle Untersuchungen abzusichern. Die FE-Berechnungen
bestitigen jedoch die Vermutung, dass der Abstand der ers-
ten Biigelreihe s, bei Fundamenten im Vergleich zu Flach-
decken deutlich zu reduzieren ist. Solange keine experimen-

telle Uberpriifung erfolgt ist, sollten die in [12] vorgeschlage-
nen Maximalabstdnde (s,<0,5d und s <0,5d) verwendet wer-
den. Diese Grenzwerte wurden auch in den aktuellen deut-
schen Nationalen Anhang zu Eurocode 2 aufgenommen [34].

6 Zusammenfassung

Aus den Ergebnissen der numerischen Untersuchungen las-
sen sich fiir Fundamente ohne Durchstanzbewehrung fol-
gende Schlussfolgerungen ableiten:

— Der Durchstanzwiderstand von Fundamenten ohne
Durchstanzbewehrung wird signifikant von der Schub-
schlankheit a/d beeinflusst. Die aufnehmbare Querkraft
steigt mit abnehmender Schubschlankheit a/d an. Fir
a/d-Verhiltnisse kleiner als 1,5 ist der Anstieg deutlich
uberproportional.

— Die Tragfdahigkeit wird mit zunehmender Betondruckfes-
tigkeit grofer. Die Zunahme ist bei gedrungenen Fun-
damenten (a/d £1,25) ausgeprégter als bei schlanken Fun-
damenten.

— Der Durchstanzwiderstand nimmt bei schlanken Fun-
damenten mit zunehmendem Biegebewehrungsgrad zu.
Bei gedrungenen Fundamenten (a/d <1,25) kann dagegen
keine Zunahme der Tragfdhigkeit bei einer Erh6hung des
Bewehrungsgrades beobachtet werden.

— Fiir schlanke Fundamente wird der MafBstabseffekt mit
dem Ansatz in Model Code 90 hinreichend genau erfasst.
Fundamente mit einer Schubschlankheit a/d < 1,5 weisen
dagegen einen etwas ausgeprégteren Mafistabseffekt auf.

- Der bezogene Stiitzenumfang u,/d beeinflusst den Durch-
stanzwiderstand malgeblich, da mit abnehmendem
uy/d-Verhilinis die Tragfdhigkeit deutlich zunimmt.

— Die Unterschiede zwischen gedrungenen und schlanken
Fundamenten sind auf einen Wechsel des Versagens-
mechanismus zuriickzufiihren. Das Tragverhalten von ge-
drungenen Fundamenten (a/d < 1,5) kann mit einem
Druckkegelschalenmodell  (,Direktabstiitzung®)  be-
schrieben werden. Bei schlanken Fundamenten (a/d > 1,5)
tritt dagegen das Versagen ein, wenn die Tragfdahigkeit der
Betondruckzone erschopft ist.

Fir Fundamente mit einer Durchstanzbewehrung aus ge-

schlossenen Biligeln wurden zwei numerische Parameter-

studie zum Einfluss der Abstinde zwischen den einzelnen

Bewehrungsreihen durchgefiihrt. Die Ergebnisse lassen

sich wie folgt zusammenfassen:

— In den FE-Berechnungen konnte die Traglast durch eine
Reduktion des Abstands der ersten Biigelreihe vom Stiit-
zenanschnitt s, auf 0,2d um 10 % bis 14 % gesteigert wer-
den. Eine VergroBerung des Abstands s, auf 0,54 fiihrte da-
gegen zu einer Abnahme der Traglast um etwa 5 %.

— Der Abstand zwischen der ersten und zweiten Biigelbe-
wehrungsreihe s wurde zwischen 0,3d und 0,7d variiert.
Die numerischen Simulationen lielen nur eine geringe
Abnahme der Tragfihigkeit mit zunehmendem Abstand
erkennen.

Die vorgestellten Untersuchungen wurden von der Deutschen Forschungs-
gemeinschaft DFG geférdert, der an dieser Stelle herzlichst gedankt sei.
Weiterhin gilt mein Dank Dipl.-Ing. Benjamin Neitzke, der im Rahmen
seiner Diplomarbeit intensiv an der Erstellung der hier prasentierten FE-
Berechnungen mitgearbeitet hat.
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