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Die ausgewéhlten Artikel im Sonderdruck vermitteln einen Eindruck (ber aktuelle
Forschungsschwerpunkte und -ergebnisse des DFG-Graduiertenkollegs 1462 und
deren Kooperationspartner, dargestellt an praxisorientierten Anwendungsbeispielen.
Die iibergeordnente Fragestellung des Graduiertenkollegs umfasst die Bewertung
von gekoppelten numerischen und experimentellen Modellen hinsichtlich ihrer Zuver-
léssigkeit, Unsicherheit und Robustheit. Waren es die Aspekte der Einwirkungen, der
Mechanik, des Materialverhaltens, des Baugrunds und deren Interaktionen bei der
Modellierung von konstruktiven Systemen, die vordergriindig in der ersten Férder-
phase des Projekts untersucht wurden, erweitert sich der Fokus der Betrachtungen in
der zweiten Phase, ab November 2012, um die Bewertung der Qualitét experimentel-
ler Modelle sowie des Monitorings bestehender Strukturen.
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Vorwort

Liebe Leserin, lieber Leser,

in der tédglichen Auseinandersetzung mit und der Lésung
von Ingenieuraufgaben steht der praktisch tétige Ingenieur
oft vor der Frage: Welches sind die in den Software-Pake-
ten implementierten Modelle, die wir fiir eine vertrauens-
volle Prognose der Zuverléssigkeit der gebauten oder noch
zu bauenden Strukturen nutzen sollten? Insbesondere fiir
komplexe Bauwerke mit stark ausgepragten Interaktionen
zwischen verschiedenen Teilsystemen, z. B. Boden-Bau-
werks- oder Last-Struktur-Interaktionen, kann die Beant-
wortung dieser Frage zu einer herausfordernden Aufgabe
werden.

Dieser Herausforderung widmet sich das seit 2008
durch die Deutsche Forschungsgemeinschaft DFG gefor-
derte Graduiertenkolleg ,,Bewertung gekoppelter numeri-
scher und experimenteller Partialmodelle im Konstrukti-
ven Ingenieurbau“ an der Bauhaus-Universitdt in Weimar.

In der Forschung des Kollegs geht es im Kern um die
Entwicklung von Modellbewertungs- und Modellauswahl-

kriterien, die dem praktisch tédtigen Ingenieur helfen, die
Synthese von Modellen fiir die Berechnung von komple-
xen Bauwerken zu optimieren.

Waren die Kollegiaten der ersten Forderphase (2008-
2012) mehrheitlich mit der Bewertung der mathemati-
schen, numerischen Modelle beschiftigt (siehe linke Seite
in Bild 1), riickt nun in der zweiten Forderphase des Kol-
legs (bis Mai 2017) die Bewertung der Qualitdt des Expe-
riments bzw. des Monitorings von bestehenden Strukturen
in den Vordergrund (rechte Seite in Bild 1). Das Experi-
ment wird als ein physikalisches Modell definiert, welches
durch seine Randbedingungen, z. B. Art der Einwirkungen,
Festhaltungen und Unsicherheiten, z. B. Messfehler, di-
rekte/indirekte Messgroflen usw. charakterisiert wird. Es
stellt ein dem mathematisch/numerischen Partialmodell
gegeniiberliegendes Aquivalent dar. Durch Modellkalibrie-
rungen und Validierungen sowie die modellbasierte Pla-
nung von Experimenten lassen sich das mathematische
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Bild 1. Qualititsbewertung theoretisch/numerischer und experimenteller Modelle, Grafik basierend auf (ASME - American
Society of Mechanical Engineers - Guide for Verification and Validation in Computational Solid Mechanics 2007)
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und numerischen Modellierung

und das experimentelle Modell eng miteinander verkniip-
fen. Haufig wird dies als hybride Modellierung bezeichnet.
Eine gemeinsame Betrachtung und simultane Bewertung
der Modellierungsprozesse beider Zweige in Bild 1 ist we-
sentlich fiir eine realitdtsnahe Beschreibung des Verhaltens
von gebauten Objekten.

Sowohl die theoretisch/numerischen als auch die ex-
perimentellen Modelle bestehen aus miteinander gekop-
pelten Partialmodellen, die jeweils Teilaspekte des Gesamt-
problems in unterschiedlicher Abstraktion abbilden. Der
Grad an Abstraktion kann physikalische Prozesse, die Di-
mensionalitdt und Skala der Problembeschreibung, die

Vorwort .

Berticksichtigung zeitvarianter oder stochastischer Effekte
betreffen.

Fiir die quantitative Bewertung der Qualitét gekoppelter
experimenteller und theoretisch/numerischer Modelle, soge-
nannter hybrider Modelle, sind derzeit keine wissenschaft-
lich fundierten Methoden bekannt. Eine Qualitdtsbewertung
erfolgt im Ingenieurwesen, von wenigen sehr spezialisierten
Ausnahmen abgesehen, bisher basierend auf dem phdanome-
nologischen Erfahrungswissen der Modellanwender.

Kriterien anhand derer, analog zum Vorgehen bei der
Bewertung numerischer Simulationsmodelle, experimen-
telle sowie hybride Modelle bewertet werden sollen, sind
Modellsensitivitdt, Modellkomplexitdt, Modellrobustheit
und Modellunsicherheit. Diese sollen mit Methoden der
stochastischen, inversen und adaptiven Modellierung sowie
der Metamodellierung quantifiziert werden, siehe Bild 2.

Der vorliegende Sonderdruck enthilt eine Zusam-
menstellung aktueller Ergebnisse, die im Ubergang von der
ersten zur zweiten Phase entstanden sind. Dabei wurden
insbesondere Themen gewdhlt, die einerseits einen enge-
ren Bezug zu praktischen Fragestellungen erkennen lassen
und andererseits einzelne Bewertungsmethoden auch im
Detail demonstrieren.

Uber eine rege Diskussion mit unseren Lesern wiirden
wir uns sehr freuen.

Prof. Dr. Ing. habil. Frank Werner
Sprecher des Graduiertenkollegs 1462
Prof. Dr. rer. nat. Tom Lahmer
Leitung Methodische Grundlagen
Dipl.-Ing. Idna Wudtke
Geschaftsfiihrerin
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Lenkungsgremium bedanken sich sehr herzlich fiir die Un-
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Holger Keitel
Frank Werner

Zur Bedeutung der Modellbildung fiir die

Ingenieurpraxis

Die Modellbildung fiir die Analyse und Synthese von Tragstruktu-
ren ist eine der zentralen Aufgaben der Ingenieurpraxis. Das aus
diesem Prozess resultierende Berechnungsmodell dient der Prog-
nose des Trag- und Verformungsverhaltens von Strukturen und der
Einschatzung ihrer Zuverladssigkeit. Aus der Abstraktion der realen
Strukturen in Kombination mit diversen Vereinfachungen und An-
nahmen lassen sich jedoch verschieden detaillierte Berechnungs-
modelle aufstellen, die sich im eigentlichen statischen System wie
auch in der Komplexitét der Partialmodelle unterscheiden kénnen.
Daraus resultieren ebenso differenzierte Prognosen des Tragver-
haltens und ergo der Bewertung der Zuverlédssigkeit. Anhand von
ingenieurpraktischen Beispielrechnungen zum Trag- und System-
verhalten von einfachen Stahl- und Stahlbetonstiitzen unter Ansatz
unterschiedlicher Modellierungen und Kombinationen von Partial-
modellen soll dies anschaulich demonstriert werden. Oft sind es
kleine Verdnderungen an den statischen Modellen, die ohne Prob-
leme mit zeitgemaRen Methoden bearbeitet werden kdnnen, die zu
deutlichen Verdnderungen in den Aussagen fiihren.

Keywords: Modellbildung; Partialmodelle; Stiitzensysteme

On the importance of modeling for the engineering practice. The
modeling for the analysis and synthesis of structural systems is a
fundamental task of the engineer practice. The resulting compu-
tational model of this process serves for the prediction of the
load-bearing and deformation behavior of structures and allows
for inferences concerning the reliability. However from the ab-
straction of real structures in combination with various simplifica-
tions and assumptions various detailed calculation models can be
created, which may differ in the actual structural system as well
as in the complexity of partial models. This also results in diver-
ging predictions of the structural behavior and ergo the assess-
ment of the reliability. This article shows what the large influence
of the modeling of structures on the prediction of structural behav-
ior. This is illustrated by means of practical engineering example
calculations for support and system behavior of steel and rein-
forced concrete columns under different modeling approaches
and combinations of partial models. Often there are small changes
in the static models, which can be edited easily using modern
methods, that lead to significant changes in the structural behavior.

Keywords: modeling, partial models, column systems

1 Einleitung

Die Prognose des Trag- und Verformungsverhaltens von
Strukturen erfordert die Beriicksichtigung zahlreicher Pha-

nomene bzw. Partialmodelle. Bei einer Stahlbetonstiitze
sind dies z. B. neben der Beschreibung des Kurzzeitmate-
rialverhaltens des Betons fiir den Druck- und Zugbereich
die Langzeitphdnomene Kriechen und Schwinden sowie
die Nacherhértung, das Materialverhalten des Betonstahls,
der Verbund zwischen Beton und Betonstahl, die Kinema-
tik, die Belastung, etc. Allein durch die Kombination un-
terschiedlicher Partialmodelle zur Beschreibung dieser
einzelnen Phdanomene kénnen eine Vielzahl unterschiedli-
cher Gesamtmodelle aufgestellt und resultierend daraus
divergierende Bemessungsresultate erzielt werden.

Eine weitere Moglichkeit fiir unterschiedliche Prognose-
ergebnisse, unabhéngig von der Wahl der Kopplung von
Partialmodellen, ergibt sich aus unterschiedlichen Model-
lierungen der konstruktiven Detailausfiihrungen einer
Struktur, beispielsweise der Definition eines Gelenks oder
einer Einspannung. Diese im mechanischen Kontext klar
voneinander differenzierbaren Randbedingungen liegen in
der Realitdt hédufig nicht eindeutig vor.

An iibersichtlichen Beispielen der Ingenieurpraxis soll
gezeigt werden, welche Bedeutung der Modellbildung der
Strukturen zukommt. Dies soll zur Sensibilisierung des
praktisch tdtigen Ingenieurs auf Fragstellungen der Prog-
nosequalitdt von Modellen und auf Einschdtzungen der
Qualitdt von Bemessungsergebnissen beitragen.

Die Beispielrechnungen konzentrieren sich auf zwei
getrennte Schwerpunkte. Eine Betrachtung zu Strukturmo-
dellen erfolgt fiir Stahlstiitzen. Hier liegt der Fokus im We-
sentlichen auf dem Einfluss der Abbildung der Randbedin-
gungen bzw. der konstruktiven Details. Am Beispiel einer
Stahlbetonstiitze - charakterisiert durch die hohe Unsi-
cherheit der Materialparameter, der Bewehrungsverteilung
etc. — wird insbesondere die Auswirkung unterschiedlicher
Bemessungsverfahren und variierender Partialmodelle dar-
gestellt. Dariiber hinaus wird eine spezielle Komponente
der Strukturmodellierung, die Beriicksichtigung oder Ver-
nachléssigung der Elastizitdt des Bodens, betrachtet.

2 Modelle fiir Stahlstiitzen
2.1 Systemanalysen

Die Bemessung von Stahlstiitzen erfolgt in der Ingenieur-
praxis auch heute noch héufig iiber das Ersatzstabverfah-
ren unter Annahme der Knicklidnge der zu bemessenden
Struktur. Die mechanisch definierte Knickldnge dient
hierin als anschauliches Hilfsmittel, um unter Einbezie-
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Bild 1. System der Stahlstiitze fiir die Eigenwertanalyse
Fig. 1. System of steel column for the eigenvalue analysis

hung der empirisch ermittelten Knickspannungslinien die
Grenztraglast einer Stiitze zu bestimmen. Im folgenden
Beispiel sollen die Auswirkungen einer realitdtsnahen Ab-
bildung der konstruktiven Gegebenheiten auf den Wert
der Knickldnge einer typischen Stahlstiitze eines dreige-
schossigen Gebdudes dargestellt werden.

Die Geometrie, Lasten und herkommliche Modellbil-
dung dieser Stiitze, eigentlich Stiitzensystems, sind in
Bild 1 dargestellt. In der Regel wird die durchlaufende
Stiitze idealisiert mit einem gelenkigen Fullpunkt sowie
gelenkigen Trégeranschliissen im Bereich der horizontalen
Halterungen durch die Geschossdecken bzw. Deckentra-
ger modelliert. Eine Uberpriifung dieser Modellannahmen
mit der letztendlichen Ausfiihrung dieser Anschlussdetails,
siehe Bilder 2 und 3, offenbart, dass in der Realitdt am
Fullpunkt eine nicht unerhebliche Verdrehungsbehinde-
rung vorliegt. Selbst unter Vernachldssigung jeglicher
Ubertragung von Zugkréften ergibt sich infolge der Druck-

Bild. 2. , Gelenkiger StiitzenfufSpunkt
Fig. 2. “Hinged” base of the column
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Bild 3. ,,Gelenkiger“ Deckentrdgeranschluss
Fig. 3. Hinged” floor beam connection

normalkraft der Stiitze und der Anordnung einer Ful3platte
eine Rotationsbehinderung und folglich eine Teileinspan-
nung der Stiitze. Ahnlich stellt sich die Situation im Be-
reich der angeschlossenen Deckentrager dar. Ein Trageran-
schluss mittels Stirnplatte oder Fahnenblechanschluss be-
hindert ebenfalls die freie Verdrehung der Stiitzung, sodass
eine Modellierung einer Rotationsfeder im Bereich der
Trageranschliisse realitdtsndher erscheint als ein Gelenk.
Schwieriger ist die Beurteilung dieser Problematik fiir ein-
seitig exzentrische Anschliisse. Zunéchst ergibt sich aus
der Vertikallast infolge der Exzentrizitdt eine Momenten-
beanspruchung der Stiitze. Dariiber hinaus kann der De-
ckentréager jedoch, fiir den Fall grof3erer Verdrehungen der
Stiitze gegeniiber dem Tragerende, als Rotationsfeder auf-
gefasst werden. Eine freie Rotation ist infolge der An-
schliisse in der Regel nicht gewahrleistet. Die tatsdchlichen
Auswirkungen fiir einen speziellen Fall sind im gegebenen
konstruktiven Kontext zu kléaren.

Als anschauliche GroRe fiir vergleichende Betrachtun-
gen eignen sich die System-Eigenwerte, auch wenn diese
nicht direkt mit der Tragfdahigkeit gekoppelt sind. Fiir die
exemplarische Berechnung der Eigenwerte der Stiitzensys-
teme wird die Federsteifigkeit fiir die Teileinspannung am
FuBpunkt aus der Nachgiebigkeit der Betonfundamentie-
rung sowie der Ful§platte bestimmt. Zusétzlich werden die
Eigenwerte fiir eine Volleinspannung eines Stiitzensystems
am FuBpunkt angegeben. Die Rotationsfedern im Bereich
der Deckentrédger werden konservativ angenommen, d. h.,
es werden nur 10 % der Verdrehungsbehinderung durch
die angeschlossenen Deckentriager angesetzt.

Die resultierenden Eigenwerte und -formen, Knicklas-
ten sowie Knicklangen fiir die unterschiedlichen Modellie-
rungstypen sind in Tabelle 1 aufgefiihrt. Es zeigt sich, dass
schon die pragmatische Annahme, dass die Knicklénge der
Hohe des untersten Geschosses entspricht, im Vergleich
zur Modellierung des Stiitzensystems mit gelenkigen Trd-
geranschliissen deutlich auf der sicheren Seite liegt:

Niia =2564 kKN < Ni; g = 3490 kKN bzw.
Skza =4,02m > s, g =3,46 m.

Bautechnik 2013 — Sonderdruck ,Modellqualitaten” 1
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Tabelle 1. Resultate der Eigenwertanalyse
Table 1. Results of the Eigenvalue analysis

Stiitze A B C D E F
Anschluss Trager - gelenkig - gelenkig - gelenkig gelenkig Teileinspannung - Teileinspannung -
FuBBpunkt gelenkig, gelenkig Teilein- Volleinspannung  Teileinspannung  Volleinspannung
eingeschossig spannung
System <l <l <l =l 2l
<1l <l <l =i =Y
I <l <l <l =i =4
A ”;Zt‘ e f,}rzc‘ i
Eigenwert ot [-] 2,30 3,13 4,76 5,35 5,03 5,68
Kritische Last Ny 2564 3490 5307 5965 5608 6333
[kN]
Knicklénge sy, [m] 4,02 3,46 2,81 2,65 2,74 2,57
Knickléangenbeiwert 1,00 0,86 0,70 0,66 0,68 0,64

B, [-], bezogen auf
die unterste Ge-
schosshohe

1. Eigenform -
normiert

B

0.0 1.0

-0 0.0 10 -0 -0 0.0

2

D )
C
| (P

0.0 10 .0 00 10

S

=10

1.0 1.0 00 10

Dieser Unterschied resultiert aus den geringfiigig verdnder-
lichen Geschosshohen sowie der verdnderlichen Langs-
kraft der Struktur. Die realitdtsndhere Abbildung des Stiit-
zenfullpunkts mittels Teileinspannung erhoht die kritische
Last bzw. reduziert die Knickldnge im Vergleich zur gelen-
kigen Modellierung noch einmal deutlich auf Ny;c =
5307 kN sowie sy, ¢ = 2,65 m. Die zusétzliche Abbildung
der Rotationsbehinderungen durch die Deckentriger wie
auch die Beriicksichtigung einer Volleinspannung fiihren
zu einer weiteren geringen Steigerung der kritischen Last.

Dies einfache Beispiel zeigt den deutlichen Einfluss der
Modellbildung auf das Systemverhalten. Allein die einfach
zu beriicksichtigende Rotationsbehinderung am Ful3punkt
— Stiitze C - verringert die Knickldnge um 70 % gegeniiber
der eingeschossigen Betrachtung - Stiitze A. In Anbetracht
dieser sichtlichen Effekte aus der Modellbildung der Struk-
tur stellt sich die Frage, ob der Einfluss weiterer Partialmo-
delle auf die Tragfahigkeit, wie beispielsweise die in letzter
Zeit haufig diskutierten Imperfektionsmodelle, wirklich
praktische Bedeutung in dhnlichen GroRenordnungen be-
sitzen. Diese Problemstellung wird im néchsten Abschnitt
an einem einfachen System beispielhaft betrachtet.

8 Bautechnik 2013 — Sonderdruck ,Modellqualitadten”

2.2 System und Imperfektionen

In zahlreichen aktuellen Veréffentlichungen [1], [2], [3]
werden die theoretischen und experimentellen Herleitun-
gen der Magnitude und Form der anzusetzenden Imper-
fektionen diskutiert. Daraus folgen Empfehlungen fiir Ver-
dnderungen der bislang anzunehmenden Amplituden und
der Ableitung von Imperfektionsfiguren, die teilweise
schon ihren Platz in den Normen gefunden haben. Es stellt
sich die Frage, welche Signifikanz diese Anderungen der
Imperfektionsparameter im Vergleich mit anderen Einfliis-
sen, beispielsweise aus der Abbildung realitdtsnaher kons-
truktiver Randbedingungen, besitzen.

Am Beispiel des Systems einer eingeschossigen Stahl-
stiitze, dargestellt in Bild 4, soll exemplarisch der Einfluss
der Imperfektionen auf die Traglast untersucht und dem
Einfluss der Modellierung gegeniibergestellt werden.

Die Stiitze ist in y-Richtung des Querschnitts gehalten,
sodass — phanomenologisch formuliert - ein Versagen in-
folge geometrisch und physikalisch nichtlinearen Tragver-
haltens der Stiitze um die starke Achse des IPE 300-Profils
eintritt. In der Praxis wird dies historisch als ,,Stabilitdtsver-
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Bild 4. System der Stahlstiitzen fiir die Tragfdhigkeits-
analysen

Fig. 4. System of the steel columns for analyses of load bear-
ing capacity

sagen“ bezeichnet, obwohl dies eigentlich, nur einen mog-
lichen, nicht notwendigen, Grenzzustand lautmalerisch
beschreibt. Die Linge der Stiitze wird variiert, um den Ein-
fluss der Schlankheit auf die rechnerischen Traglasten zu
analysieren. Die Modellierung der Randbedingungen er-
folgt zum einen als ideal gelenkig, zum anderen wird ent-
sprechend dem vorangehenden Beispiel eine Teileinspan-
nung am Stiitzenful angesetzt. Die Imperfektion geméaR
DIN-EN 1993-1-1 [4] entspricht wy=L/550. Diese wird bei
der Beispielrechnung nicht deterministisch sondern sto-
chastisch als normalverteilte Grole mit dem Mittelwert
von Ly, = L/550 und einer grof3ziigig angenommenen Stan-
dardabweichung von G = 0,2 x L/550 beriicksichtigt, um
so den Einfluss der Variation von wy zu quantifizieren.
Zunichst ist in Bild 5 die Verformung der Stiitze fiir
eine Lange von 12,8 m (A = 102) und eine Last von Ny =
620 kN fiir das ideal gelenkige System wie auch fiir das Sys-
tem mit Teileinspannung am Fullpunkt dargestellt. In der
Analyse wurden die Mittelwerte wie auch die 5%- und
95%-Quantilwerte der Imperfektion, L./820 und L/410, be-
rlicksichtigt. Die aufgefiihrten Verformungen enthalten kei-
nen Imperfektionsanteil, sondern stellen nur die Durchbie-
gung infolge Lingskraft in Kombination mit geometrisch
und physikalisch nichtlinearem Verhalten dar. Das Dia-
gramm verdeutlicht bereits den groRRen Einfluss der Model-
lierung der Randbedingungen auf das Strukturverhalten.

— gelenkig.
wo=L/550

gelenkig,
w,=L/820

eelenkig,
wo=L/410

Stiitzenhéhe [m]

- — Teilemsp.,
wo=L/550

1] 20 40 60
Horizontale Verformung

Bild 5. Verfomung der Stiitze
Fig. 5. Displacements of the column

H. Keitel/F. Werner - Zur Bedeutung der Modellbildung fiir die Ingenieurpraxis .

1200
: gelenkig,
g. 1000 Mittelwert
E 800 gelenkig,
% i & 95%-Quantil
o~
o - —— gelenkig,
&5 400 X 5%-Quantil
200 —— Teilemsp.,
o Bl e s o Mittelwert
04 0,7 1.0 1.3 1.6

Bezogene Schlankheit A []

Bild 6. Traglast der Stiitze fiir verschiedene Modellbildungen
Fig. 6. Load bearing capacity of the column for different
modeling types

Infolge der Teileinspannung wird die Verformung der Stiitze
reduziert — ein deutlich grof3erer Einfluss als die Beriicksich-
tigung anderer Magnituden fiir die Imperfektionen. Dabei ist
nicht berticksichtigt, dass die Imperfektionsamplituden ver-
ringert werden konnten, da sich die Bezugsldnge L eigentlich
auf den Abstand der Wendepunkte der Eigenfigur bezieht.
Aus Bild 5 lassen sich bereits Riickschliisse auf die
Traglasten der unterschiedlichen Modellierungen, illus-
triert in Bild 6, ziehen. Die Auswertung der Untersuchun-
gen der Tragféhigkeit der beidseits gelenkig modellierten
Stiitze mit stochastischen Daten gegeniiber der determinis-
tischen Berechnung fiir die teileingespannte Stiitze bestd-
tigen die bereits gezeigten Erkenntnisse. Die realitdtsnahe
Abbildung des FuRRbereichs der Stiitze wirkt sich deutlich
stdrker auf die rechnerische Tragfihigkeit der Stiitze aus
als die GroBe der Imperfektionen. Vor allem im Bereich
groflerer Schlankheiten ist der Einfluss der Imperfektion
gegeniiber der Modellbildung sehr gering, da in diesem
Fall bereits eine kleine Storung der ideal geraden Stabgeo-
metrie signifikante geometrisch nichtlineare Effekte aus-
lost. Eine Teileinspannung reduziert die Knicklédnge der
Stiitze wesentlich (= deutlich geringere Schlankheit), wo-
durch die beeindruckende Differenzen der Traglasten fiir
den gelenkigen und teileingespannten Fall zu erklédren ist.

3 Modelle fiir Stahlbetonstiitzen
3.1 Grundlagen

Eine realitdtsnahe physikalisch und geometrisch nichtli-
neare Analyse von Stahlbetonstiitzen erfordert die Beriick-
sichtigung zahlreicher Partialmodelle. Allein aus der Be-
riicksichtigung verschiedener Ansétze fiir diese Partialmo-
delle kénnen unterschiedliche Bemessungsresultate erzielt
werden. Neben der Wahl der Partialmodelle soll im folgen-
den Beispiel auch die Wahl des Bemessungsverfahrens auf
die (normativ) erforderliche Bewehrungsmenge der Stiitze
beschrieben werden. Weiterhin soll der Einfluss der Mo-
dellbildung beziiglich der Nachgiebigkeit der in statischen
Berechnungen regelmillig als starr gelagert angenomme-
nen Kocherfundamente von Kragstiitzen auf die Tragfahig-
keit verdeutlicht werden.

Betrachtet wird beispielhaft die in Bild 7 dargestellte
abgestufte Stiitze, die bei einer Gesamthohe von 12 m eine
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Bild 7. System, Einwirkung und Materialdaten der Stahl-
betonstiitze
Fig. 7. System, loading, and material data of the RC column

groflle Schlankheit aufweist. Das Kécherfundament besitzt
die AbmaBe vonl1=4 m xb=1,6 m x h =0,35 m bei einem
definierten Wert fiir die Bettung von C,=10000 kN/m3,
was einem relativ weichen Boden entspricht. Zusétzlich
zur Bodennachgiebigkeit soll der Einfluss der an die Stiitze
angeschlossenen Betonscheibenelemente untersucht wer-
den, welche die Stiitze in Richtung der lokalen y-Achse in
einer Hohe von ca. 3 m federnd aussteifen. In Richtung der
starken Achse der Stiitze wirkt eine konstante Windlast,
ansonsten werden nur axiale Krifte aus Eigengewicht und

Schnee eingeleitet.

Die Ermittlung der Imperfektionen der Stiitze erfolgt
gemdll DIN-EN-1992-1-1 [5] basierend auf der fiir die je-
weilige Richtung ersten Knickeigenform der Stiitze. Das
Kriechen des Betons wird erfasst iiber:

- die pauschale Streckung der Spannungs-Dehnungs-Be-
ziehung des Betons fiir Kurzzeitverhalten mit dem Fak-
tor (1 + Q)

- eine Zeitintegration zur Kalkulation der Kriechdehnun-
gen fiir eine 100-jdhrige quasi-stdndige Belastung der
Stiitze; im Anschluss daran erfolgt der Nachweis der
Stiitze fiir die Bemessungslast unter Ansatz der zuvor be-
stimmten spannungslosen Vordehnungen aus Kriechen.

Tabelle 2. Bezeichnungen im Diagramm
Table 2. Abbreviations of the diagram

Die Bemessung der Stiitze erfolgt mit drei unterschiedli-

chen Verfahren:

- der ,doppelten Buchfithrung® (DB) nach Quast [6],
DIN-EN-1992-1-1 Ab. 5.8.6 (3)

- dem allgemeinen nichtlinearen Verfahren (ANL) ,,yg-Ver-
fahren“ nach DIN-EN-1992-1-1 Ab. 5.7 bzw. Ab. 5.8.6 (1),
2

- der Stiitzenberechnung basierend auf Bemessungswer-
ten (BEM) der Materialparameter.

Die resultierenden erforderlichen Bewehrungsmengen fiir
die unterschiedlichen Modellierungsarten sind in Bild 8
aufgefiihrt. Darin werden die Bezeichnung gem&R Ta-
belle 2 verwendet.

Der Vergleich der erforderlichen Bewehrungsmengen
zeigt gravierende Unterschiede zwischen den einzelnen Mo-
dellierungsvarianten bzw. Nachweiskonzepten. Zunéichst
kann festgestellt werden, dass die Verwendung des allgemei-
nen nichtlinearen Verfahrens nach DIN-EN-1992-1 im Ver-
gleich mit den weiteren Bemessungskonzepten auf der si-
cheren Seite liegt, Af00ans =43 cm? > Agf9opp =37 cm?.
Dies ist, wie bereits unter anderem in [7] erldutert, in der
pauschalen Abminderung aller Materialparameter mit dem
globalen Teilsicherheitsbeiwert von yg = 1,3 begriindet, wo-
durch auch die Steifigkeit des Betonstahls deutlich reduziert
und eine erhohte Bewehrungsmenge erforderlich wird. Be-
ziiglich der Modellierung beeindruckt der grolRe Unterschied
zwischen einer starren und einer nachgiebigen Griindung.
Aus der Beriicksichtigung der Nachgiebigkeit des Bodens
resultiert eine Erhohung der erforderlichen Bewehrung um
54 % (As,eIOODB =57 sz / AS,flOODB =37 sz)! Verglichen
damit ist der Einfluss aus Verdnderungen von Imperfektio-

g 3

20 17

Exforderliche Bewelmng A, [om?]
&

Bild 8. Erforderliche Bewehrungsmenge des unteren Stiit-
zenabschnitts fiir unterschiedliche Modellierungsarten und
Bemessungsverfahren

Fig. 8. Required reinforcement of the lower column part for
different modeling types and design methods

DB  doppelte Buch- f feste Einspannung 100 Imperfektionen zu | KZI Kriechverformung mittels Zeitinte-
fithrung 100 % angesetzt gration ermittelt
ANL allgemeines nicht- e elastische Einspan- | 80 Imperfektionen zu | W100 Wandscheiben als elastische horizon-
lineares Verfahren nung durch Boden- 80 % angesetzt tale Halterung mit k = 100 kN/m
nachgiebigkeit
BEM Bemessungswerte 120 Imperfektionen zu
120 % angesetzt
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nen, der detaillierteren Kriechanalyse sowie der Aussteifung
durch die Wandscheiben eigentlich vernachlissigbar gering.

3.2 Sicherheitshetrachtungen

Aus den erheblichen Unterschieden der Bewehrungsmengen
leitet sich die Frage der Konsequenzen einer zu niedrig be-
wehrten Stiitze fiir die Systemsicherheit ab. Muss mit einem
praktisch moglichen Versagen gerechnet werden, weil eine
nicht angemessene Modellierung fiir die Bewehrungsermitt-
lung verwendet wurde? Oder ist die Sicherheit bei einer Be-
messung nach Norm so grof§ (Quantilwerte der Materialpara-
meter und EinwirkungsgrofRen, Teilsicherheitsbeiwerte), dass
auch Unsicherheiten infolge unangemessener Modellierung
praktisch abgedeckt werden? Eine Abschétzung bzw. Bewer-
tung dazu kann iiber eine Zuverlassigkeitsanalyse erfolgen.

Die Zuverladssigkeitsanalyse wird mit einer festgelegten
Bewehrungsmenge zu A= 37 cm? realisiert - dies ent-
spricht dem Ergebnis der Bemessung mittels , Doppelter
Buchfiihrung® unter Beriicksichtigung von 100 % Imperfek-
tionen und einer starren Lagerung des Fundaments. Die
Materialparameter des Betons [8], [9], Stahls [9] und Bodens
[10] sowie der Einwirkungen [11], [12], Geometrie [9] und
Imperfektionen [9] werden entsprechend den in diesen
Literaturquellen angegebenen stochastischen Verteilungs-
formen aus den normativ festgelegten charakteristischen
Werten in Zufallsparameter umgerechnet. Aus dieser Viel-
zahl an stochastischen Parametern werden mittels Samp-
ling Stichproben von Parametersétzen erzeugt und fiir diese
jeweils das numerische Stiitzenmodell berechnet. Aus der
Gesamtzahl an Stichproben und der Anzahl der versagten
Einzelstiitzen ldsst sich eine Versagenswahrscheinlichkeit
ableiten.

Die Zuverldssigkeitsanalyse dieser Stiitze unter An-
satz der relativ geringen Bewehrungsmenge ergab eine Ver-
sagenswahrscheinlichkeit von Py= 0,019 (ca. 2 %) und liegt
damit deutlich iiber der normativ avisierten GréRenord-
nung eines Versagensfalles in 10° Fillen, entsprechend ei-
ner Versagenswahrscheinlichkeit P;=0,0000001. Eine wei-
tere Zuverldssigkeitsanalyse fiir diese Stiitze, jedoch mit
einer um 20 % erhohten Bewehrungsmenge, ergab mit
P;=0,004 eine deutlich reduzierte, aber vergleichsweise
immer noch hohe, Versagenswahrscheinlichkeit. Die hier
errechneten Versagenswahrscheinlichkeiten variieren
zweifellos je nach Bodensteifigkeit sowie den weiteren
Randbedingungen und mogen in der Regel deutlich gerin-
ger sein. Denkbar sind auch Verteilungseffekte fiir die Ein-
wirkungen aus groReren Gruppen von Stiitzen u. A. Der
Einfluss der Modellbildung auf die Abschdtzung der Zu-
verlédssigkeit von Tragstrukturen sollte nicht unterschétzt
werden. Dies gilt sowohl fiir positive als auch negative Ef-
fekte. In der Praxis lassen sich viele Modelle finden, die
historisch gewachsen sind und deren Realitdtsnéhe, insbe-
sondere auch unter Nutzung moderner, leistungsfahiger
Analysemethoden, kaum hinterfragt wird.

4 Fazit

Die Modellierung der Randbedingungen, Selektion der Par-
tialmodelle oder Wahl des Bemessungsverfahrens kann zu
grollen Unterschieden in den prognostizierten Strukturant-
worten sowie den letztendlichen Bemessungsergebnissen

H. Keitel/F. Werner - Zur Bedeutung der Modellbildung fiir die Ingenieurpraxis

fithren. Insbesondere der Einfluss einer nachgiebigen Griin-
dung sowie Beriicksichtigung einer Teileinspannung fiir
praktisch nicht ausgebildete Gelenke von Stahlkonstruktio-
nen beeinflussen das Strukturverhalten signifikant. Dem
gegeniiber haben einzelne Partialmodelle wie die Abbildung
von Imperfektionen oder die Modellierung des Kriechens
nur einen marginalen Einfluss. Auch wenn dies hier nur an
einfachen und iiberschaubaren Systemen gezeigt wurde, gilt
dies insbesondere fiir komplexe Situationen, wo allerdings
Fragen der Redundanz oder im ungiinstigen Fall eines fort-
schreitenden Versagens unbedingt zu beachten sind.

Dennoch sollen die hier dargestellten Beispiele nicht
vordergriindig als Modellierungsempfehlungen fungieren,
sondern vielmehr sollen diese als Motivation fiir den prak-
tisch tadtigen Ingenieur dienen, Bemessungsergebnisse hin-
sichtlich ihrer Qualitdt und Konfidenz kritisch zu hinterfra-
gen.
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Modelle und Normen

Geometrisch nichtlineare Probleme

Bauen stellt eine komplexe Interaktion der Gesellschaft mit der
natiirlichen Welt dar. Bauwerke sollen i. Allg. iiber eine sehr lange
Zeit praktisch nutzbar sein. Die Anforderungen an die Zuverlassig-
keit, insbesondere Sicherheit, sind ungewdhnlich hoch und deut-
lich groRRer als in anderen Bereichen der Technik. Bauen unter
den Bedingungen des 6konomischen Wetthewerbs erfordert Re-
geln und Richtlinien fiir die Beurteilung der zu erwartenden Zuver-
lassigkeit eines Bauwerkes. Modelle bilden die Interaktion zwis-
chen Bauwerk und vorhandener Umgebung unter Nutzung proba-
bilistischer Methoden naherungsweise ab. Die Beurteilung der
Qualitat, d. h. letztendlich der Aussagefahigkeit, muss unter
Beriicksichtigung der praktischen Handhabbarkeit erfolgen. Am
einfachen Beispiel von Druckstédben lassen sich Randbedingun-
gen und Anforderungen an zukunftsfdhige Bemessungsmodelle
anschaulich demonstrieren. Die Definition von allgemein aner-
kannten Regeln der Technik fiir die Bemessung von Bauwerken
muss den aktuellen Bedingungen angepasst werden. Zukunfts-
fahige Normenkonzepte miissen sich an der Entwicklung der Ent-
wurfsmethoden und der Informations- und Kommunikationstech-
nik orientieren. Vereinfachende empirische Formeln, Diagramme
usw. verlieren ihre Giiltigkeit auch auBerhalb eingefiihrter Normen
nicht und miissen nicht neu aufbereitet werden.

Keywords: Norm; Bemessung, geometrisch nichtlineare; Imperfektionen

Models and codes — Geometrical nonlinear problems. Construc-
tion involves a complex interaction with the physical world and
with society. Buildings are expected to be usable for a very long
period of time. The requirements with regard to reliability and se-
curity in particular, are extraordinarily high — considerably grea-
ter than in other technical fields. Construction, particularly under
the pressure of free market competition, requires rules and regu-
lations for the assessment of the anticipated reliability and per-
formance of a building. To a certain degree, models can be used
to anticipate the interaction between a building and its environ-
ment by applying probabilistic methods. The evaluation of the
quality has to be done by considering the practical handling. By
the usage of the example of compression members, it is possible
to show the marginal conditions and requests for sustainable de-
sign models. The definition of commonly accepted technical rules
for the design of buildings has to be matched to the current con-
ditions. Concepts for developing design codes must be future
proofed such that the codes are complimentary to the progress of
new design methodologies, and also to the innovation and de-
velopment of information technology. However, traditional empiri-
cal simplifying formulas, diagrams, etc., are still valid and do not
require updating

Keywords: code; geometrical nonlinear design; imperfections

1 Einfiihrung

Bauen stellt eine komplexe Interaktion der Gesellschaft
mit der natiirlichen Welt dar. Die entstehenden Bauwerke
sollen i. Allg. iiber eine sehr lange Zeit praktisch nutzbar
sein. Die Anforderungen an die Zuverldssigkeit, insbeson-
dere an die Sicherheit, sind deutlich hoher als in anderen
Bereichen der Technik. Ausfiihrliche Betrachtungen zur
allgemeinen Situation, Randbedingungen, Fragen der Mo-
dellbildung und -nutzung finden sich in [1], [2].

Ein wesentliches Problem in der Beurteilung von Bau-
werken besteht darin, dass im Uberlebensfalle, d. h. bei
mehr oder weniger schadlosem Dasein nach einem ent-
sprechenden Zeitraum, die Ursache dafiir kaum darstell-
bar ist. Erfahrungen zu Fragen der Okonomie einer Bau-
weise lassen sich eigentlich nur im Grenzbereich zum Ver-
sagen sammeln.

Die Gesellschaft musste sich Regeln fiir die Beurtei-
lung der zu erwartenden Zuverldssigkeit eines Bauwerkes
schaffen [3], [4]. Dies hat zu einem tiefgestaffelten System
von Bemessungsnormen gefiihrt. Die Baubeteiligten sehen
sich kaum noch in der Lage, effektiv mit allen vorhande-
nen Dokumenten umzugehen. Gegenwirtig sind heftige
Diskussionen und verschiedene Aktivitdten zu beobachten
(,Wider die Normenflut“ [5]), die sich kritisch mit der Situa-
tion auf dem Gebiet der Bemessungsnormen auseinander-
setzen.

Bemessungsnormen - entstanden aus der Notwen-
digkeit der gesellschaftlich kontrollierten Wahrung eines
Sicherheitsniveaus fiir Bauwerke. Neben der Festlegung
genormter Werte fiir Materialien und Einwirkungen kam
es sehr schnell zur ,,Normierung“ mechanischer Beziehun-
gen, die als Grundlage fiir die Bemessungsmethoden die-
nen.

Allgemein anerkannte Regeln der Technik (aaRdT) -
konnen nach Definition nur fiir Methoden und Produkte
vorhanden sein, die eine langjéhrige zuverlédssige Anwen-
dung erfuhren. Damit ist fiir moderne technische Entwick-
lungen ein deutlicher Widerspruch vorhanden. Eine prak-
tisch sichere Nutzung des rasant wachsenden aktuellen
Wissens ist unter Anwendung traditioneller Methoden der
Bemessung nicht mehr effektiv moglich.

Zukunftsfihige Normenkonzepte - miissen sich an
der Entwicklung der Entwurfsmethoden und der Informa-
tions- und Kommunikationstechnik orientieren. Vereinfa-
chende empirische Formeln, Diagramme usw. verlieren
ihre Giiltigkeit auch aul3erhalb eingefiihrter Normen nicht.
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Methoden der Mechanik miissen nicht neu aufbereitet
werden.

2 Problemstellung

Die aktuelle ,,Stahlbau“-Literatur weist eine gro8e Zahl
von Verodffentlichungen auf, die dem weiten Gebiet der
»Stabilitdtsproblematik“ gewidmet sind, und die ,,Normen-
macher feilen an immer interessanteren Formulierungen,
um die komplexe Realitdt ,exakt“ abzubilden. Im Jahre
1920 findet sich die interessante Feststellung: ,,Durch die
Kéarmanschen Versuche kann das Knickproblem des gera-
den Stabes als erschopfend gelost angesehen werden, ...«
([6], S.III). Gliicklicherweise ist unsere reale Baupraxis un-
erschopflich in ihren Auspragungen und manche Fragen
entstehen erst, wenn man weil}, wie sie zu stellen sind!

Kompliziertere Einwirkungssituationen, ungewohnli-
che Lagerungs- und Stiitzverhaltnisse, diskontinuierliche
Querschnitte oder ausgefallene Systemkonfigurationen lie-
Ben sich bis vor kurzer Zeit kaum realitdtsnah - Qualitéts-
begriffe wie ,exakt oder genau“ sollte man weitgehend
vermeiden - und zuverldssig behandeln. Das fiihrte schon
frithzeitig zur Nutzung vereinfachter Berechnungsmetho-
den (z. B. c/40-Nachweis) oder der rigorosen Nutzung
konstruktiver Gegebenheiten, um ,Stabilitdtsprobleme* zu
vermeiden.

Mit der DIN 18800 (in der DDR etwas frither — TGL
13503) kamen umfangreiche Nachweiskonzepte fiir Stiit-
zen und Trager mit komplexen Beanspruchungssituationen
auf den Markt. Ihre Vollendung erfahren diese empirisch-
analytischen Nachweisformate insbesondere fiir Biegedrill-
Knickprobleme (+Léngskraft) in den aktuellen Normen
DIN EN 1993-1-1. Diese Vorgehensweise schloss im ausge-
henden 20. Jahrhundert sicher eine praktisch vorhandene
Liicke in der Bemessungspraxis. Ob die Nutzer wirklich
wussten und selbst heute noch wissen, was sie dabei tun,
darf hinterfragt werden. Ausgehend von der aktuellen Situa-
tion werden Konzepte angeboten, die den Eurocode verein-
fachen sollen [7]. Qualitativ neue und zukunftsfdhige An-
sdtze unter Nutzung mittlerweile erprobter Mechanik-Kon-
zepte sind dabei nicht wirklich zu erkennen. Warum ist es
bei einem mechanisch schwierig abbildbaren Baustoffsys-
tem wie Stahlbeton tiblich, mit FE-Methoden praktisch um-
fangreich zu arbeiten, und der relativ realitdtsnah model-
lierbare Baustahl wird hinter Formelungetiimen versteckt?
Der Meinung, dass ein Bauingenieur mit einfachen Metho-
den in der Lage sein sollte, das nachzuvollziehen, was er
tut, ist zuzustimmen. Es diirfte aber eine vollige Verken-
nung der Tatsachen sein, dass bei Anwendung aktueller
Biege-Torsions-Formeln (der Normen) ein Anwender wirk-
lich erfassen kann, was passiert.

Welche Hindernisse stehen dem FEinsatz bzw. der An-
wendung von problemspezifischen Finite-Elemente-Me-
thoden zur Bearbeitung von Biege-Torsions-Problemen fiir
gebrdauchliche Konstruktionsformen des Stahlbaus im
Wege?

3 Ausgangssituation
3.1 Stabilitdtsprobleme

Unter dem Uberbegriff Stabilititsprobleme sind die Be-
zeichnungen Knicken, Knickversagen, Biegedrill-Knickpro-
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blem o.A. iiber mehr als 100 Jahre im Gebrauch und schei-
nen aktueller denn je. Sie besitzen dabei eigentlich phéno-
menologischen Charakter und sind eher auf den Vorgang
des Versagens bzw. des Versagensmodus ausgerichtet als
den der Bemessung: ,,Unsere Sprache ist in der gliicklichen
Lage, zur Bezeichnung des Knickens ein besonderes Wort
zu besitzen, das durch seine Verwandtschaft mit dem Worte
,Knacken“ zugleich auch dem bei Knickversuchen gele-
gentlich vernehmbaren Gerédusche Ausdruck verleiht, ...«
([6], S.5).

Die historische Begriffspriagung ldsst sich auf das von
Euler genutzte mathematische Modell fiir den Druckstab
zuriickfiihren. Die mathematisch-physikalische Betrach-
tung des Problems iiber die Losung von Eigenwertproble-
men, verbunden mit der Erfahrung der rasch anwachsen-
den Verformungen fiir bestimmte Konstruktionsformen
und Lastniveaus, wird durch das Wort Stabilitédt — im Ver-
sagensfalle Instabilitdt — anschaulich ausgedriickt.

,Euler formulierte fiir die statische Stabilitat: Die Sta-
bilitdtsgrenze ist erreicht, wenn neben der urspriinglichen
Gleichgewichtslage mindestens eine infinitesimal benach-
barte Gleichgewichtslage bei gleicher Belastung existiert.
..“ ([8], S. 19). Eine spatere Definition ist praktisch ein-
pragsamer und anschaulicher: ,Die Liapunov-Definition
der kinetischen Stabilitdt ... nach Thompson und Hunt
(1984): Wenn eine hinreichend kleine beliebige Stérbewe-
gung aus einer Gleichgewichtslage fiir alle Zeiten klein
bleibt, gilt die Gleichgewichtslage als stabil.“ ([8], S. 18).

Im Laufe der letzten 200 Jahre wurden unterschied-
lichste Betrachtungen angestellt und teilweise auch Formu-
lierungen gewdhlt, die leicht missverstanden werden kon-
nen: ,Wird ein ideal gerader Stab mit doppeltsymmetri-
schem Querschnitt durch eine Druckkraft N genau mittig
belastet, so wird bei Erreichen einer Last Ny; die Stabachse
plotzlich in Richtung des geringsten Widerstands auswei-
chen. Ny; ist die Eulersche Knicklast, ... Dieser nur theore-
tisch exakt denkbare Vorgang fiihrt auf eine rechnerische
Grenzlast, die Knicklast. Der mathematisch-physikalische
Vorgang wird Stabilitdtsproblem (auch Verzweigungspro-
blem) genannt.“ ([9], S. 7).

Hier klingen mystische Tone an. Warum weicht ohne
Ursache ein System plotzlich seitlich aus? Was ist an die-
ser Betrachtung idealer Systeme in der heutigen Zeit noch
so interessant, dass sie immer wieder zitiert werden? Bis
vor wenigen Jahrzehnten war man, ohne Computerhilfe,
angewiesen auf analytisch-empirische Losungen von Diffe-
renzialgleichungen bzw. Differenzialgleichungssystemen.
Die klassische Stabilitdtstheorie (lineare und homogene
Dffgl.) liefert Eigenwerte (Ny; oder Myy;), die unter Nut-
zung empirisch definierter Tragfdhigkeitskurven (z. B.
KSL: Knickspannungslinien) eine hoffentlich zuverlassige
praktische Bemessung ermdglichen. Bis dahin war es aller-
dings ein miithsamer Weg, da sich Theorie und empirische
Erkenntnisse oft nur schwer vereinbaren lieRen [10].

Die moderne, zuverlédssige Dimensionierung (praktische
Bemessung) druckbeanspruchter schlanker Bauteile bend-
tigt nicht wirklich Verzweigungs- und Durchschlagpunkte
am Last-Verformungspfad eines Tragsystems [11]. Insbe-
sondere im praktischen Stahlbau, wo man i. Allg. von klei-
nen Verformungsgroflen ausgeht (im deutschen Sprach-
raum: Theorie II. Ordnung), behandeln die Analysen zur
Feststellung des Last-Verformungs-Verhaltens eigentlich
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ein Spannungsproblem. Lediglich im Bereich der Grenz-
tragfahigkeit konnte ein System (schlagartig?) in einen an-
deren Verformungszustand iibergehen. In den Beanspru-
chungsstufen, die vor diesem Zustand liegen, kann von
einem vorhersagbaren Verhalten des Systems ausgegangen
werden. Natiirlich existiert eine Gefahr, dass bei gro3en
Schlankheiten und Lastniveaus, die nahe am Versagenszu-
stand liegen, geringe Lasterh6hungen zu ,praktisch rasch
anwachsenden Verformungen filhren konnten. Hier han-
delt es sich i. Allg. um qualitativ falsche Modelle (Bemes-
sungen) fiir konstruktive Gegebenheiten, die auch bei Fes-
tigkeitsproblemen zum Versagen fiihren kénnten.

Wird das Phdanomen Storbewegung ersetzt durch die
Wirkung einer Imperfektion, ist eine praktikable Vorge-
hensweise zur Analyse druckbeanspruchter Stabsysteme
beschrieben. Dabei kann eine Imperfektion die unterschied-
lichsten Wirkmechanismen bzw. Ursachen erfassen [12].
Geometrische oder physikalische, reale oder fiktive Abwei-
chungen von einer idealen Systemkonfiguration lassen sich
modellhaft abbilden. Ziel ist die Schaffung eines Systemzu-
standes, der zuverldssige Aussagen zum Verformungsver-
halten und damit zur Gleichgewichtslage erlaubt. Die Frage
der Exaktheit einer solchen Vorgehensweise ist spéter si-
cher noch zu diskutieren.

Alle praktischen geometrisch nichtlinearen Analysen
beinhalten letztendlich die Beschreibungen eines Last-Ver-
formungs-Verhaltens im Bereich deutlich unterhalb der
Traglast. Damit ist es zweifelsohne gerechtfertigt, von einer
Biege-(torsions-)verformung zu sprechen und dies nicht zu
verkomplizieren [11]. Das praktische Problem fiir die zu-
verldssige Bemessung druck- und biegedruckbeanspruchter
Bauteile liegt im Wesentlichen darin, zutreffende Last-Ver-
formungspfade unter Beriicksichtigung definierter Sicher-
heitsniveaus zu finden. Besitzt ein Stabsystem Einwirkun-
gen, die origindr die VerformungsgroRRen v(y), w(z) und
¢« (x) erzeugen, sind, von wenigen speziellen Fillen abgese-
hen, die zu untersuchenden Verformungszustédnde gegeben.
Handelt es sich um ideale Systeme mit zentrischen Einwir-
kungen, wie Ny oder V, in den Querschnittshauptachsen,
miissen prinzipiell rdumliche Verformungspfade initiiert
werden. Die Diskussion, inwieweit Imperfektionsfigur und
Verformungsfigur zusammenfallen miissen, ist i. Allg. aka-
demisch. Dies ldsst sich am Zweifeldtrdger mit konstanter
Streckenlast — nur da ist es interessant — und Druckkraft
zeigen. Die Abbildung praktisch immer vorhandener und
damit eigentlich im Analysemodell auch unbedingt darzu-
stellender Systemimperfektionen schafft die Voraussetzung
fiir das Erreichen von Last-Verformungspfaden in der geo-
metrisch nichtlinearen Analyse. Das ,plotzliche Auswei-
chen“ des idealen Systems hat seine Mystik verloren!

4 Aktuelle Normen
4.1 Knicklange

Mit der Entwicklung der Bauteilformen ergeben sich
Schwierigkeiten bei der Anwendung einfacher, historisch
gewachsener Nachweise. Insbesondere bei gevouteten
Querschnitten oder solchen mit unterschiedlichen Ausfiih-
rungen der Gurte (Dicke, Breite usw.), Querschnittsspriin-
gen o. A. ist es nicht mehr méglich, einen Stab generell zu
bemessen. Es ist eigentlich die Stelle im Element (Stab
oder Trager) und im Querschnitt zu bestimmen, die fiir
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eine betrachtete Einwirkungskombination die maximale
Beanspruchung oder Verformung aufweist. Dies ist unter
Verwendung globaler Abminderungsfaktoren, wie w-, x-
oder y-Werten, kaum moglich. In Verbindung mit der Dis-
kussion wissenschaftlich begriindeter Imperfektionsfor-
men und -amplituden wurden dazu unterschiedlich kom-
plexe Vorgehensweisen entwickelt. Definiert werden u. a.
Werte oyt und Oyitisch, Wi€ z. B. fiir den einfachen Fall ei-
nes Stabes mit Langskraft eine ,lokale Schlankheit*:

fer - -2
crit crit Ed \*d

mit

Ot Kleinstmoglicher VergroBerungsfaktor der Druck-
kraft Ngg, um ideales Knickversagen N, zu errei-
chen (— was ist ,ideales Knickversagen“?)

ok Kleinstmoglicher VergroRerungsfaktor der Druck-
kraft Nggq, um den charakteristischen Wert der Bean-
spruchbarkeit Ny zu erreichen, ohne dass das Aus-
weichen aus der Ebene beriicksichtigt wird

Die iibrigen Bezeichnungen entsprechen den Definitionen
im EC 3.

Ein einfaches Beispiel zeigt, wie verwirrend die Ver-
wendung solcher Definitionen sein kann. Betrachtet wer-
den zwei Stiitzen (Bild 1), die sich darin unterscheiden, dass
in einem Fall der Querschnitt konstant (A.,) ist (Bild 1a)
und im anderen die Enden konisch auslaufen (Bild 1b), mit
Amin, ko = 0,5 - Ao Die ermittelten kritischen Léngskréfte
(Losung des Eigenwertproblems mittels FE-Beam-Elemen-
ten) ergeben sich zu:

Niico = 2772 kN bei Ngj = A, - f; = 3815 kN
Nki,ko =2713 kN bei NRk = Ako : fy =2213 kN

Es war zu erwarten, dass die ,weichere“ konische Stiitze
eine geringere kritische Beanspruchbarkeit zeigt. Der Un-

800

60

—

\:,.(‘\‘0

Bild 1. Stiitzen mit unterschiedlichen Stabenden - Euler-
fall 1I; HEA 400, f, = 23,5 kN/cm? Ny = 1700 kN

Fig. 1. Columns with different beam ends - Euler case II,
HEA 400, f, = 23,5 kN/cm?, N,y = 1700 kN



terschied ist nicht sehr grol}, da die Enden der Stiitze nicht
wesentlich zur Verformungsenergie beitragen. Bei unbedarf-
ter Nutzung der angepassten Schlankheitsformel kommt
man zu folgendem Schluss:

7 3815

Feomst =4 3775 =17

T 2213
Myoisch =1/ 5773 = %90

Die konische Stiitze konnte eine geringere Schlankheit auf-
weisen! Zur Klarheit der Aussagen einer Norm trégt dies
nicht bei. Die x- oder x-Werte wurden historisch fiir be-
stimmte Bauteile als Systemgrofen statistisch mithsam ab-
geleitet [10]. Sie werden so in ihrem Verstdndnis umgedeu-
tet. Zieht man in Betracht, dass diese Bemessungsmetho-
dik von Hand kaum durchfiihrbar ist, stellt sich die Frage,
warum nicht gleich eine mechanisch klar darstellbare geo-
metrisch nichtlineare Systemanalyse vorgeschlagen wird.
Die SchnittgréBen fiir jeden Querschnitt des Systems kon-
nen mit gentigender Genauigkeit dargestellt werden.

4.2 Imperfektionen

Die einzige ,,Schwierigkeit“, zeitgeméalie Analysemethoden

einzusetzen, besteht in der Definition von Imperfektions-

form und -amplitude, die dem Zuverldssigkeitsanspruch
der aktuellen Normen gerecht werden. Hier lassen sich
prinzipiell zwei Problemfélle unterscheiden:

- Einfache Konstruktionsformen, die direkt mit den vor-
handenen Bemessungsmethoden auf der Basis von -
oder y-Werten vergleichbar sind.

- Komplizierte Konstruktionsformen und/oder jegliche
Form komplexer Beanspruchung mit rdumlichen Verfor-
mungen, Torsion u. A. fiihren zu Last-Verformungs-Pfa-
den, die mit den historisch gewachsenen einfachen Vor-
stellungen i. Allg. nicht zusammenpassen. Damit ist
auch ein Vergleich mit bzw. eine Kalibrierung an vor-
handenen Versuchswerten deutlich erschwert.

Allgemein durchgesetzt in der Praxis hat sich die Benut-
zung von Imperfektionen in der Form geometrischer Ver-
dnderungen der Ausgangssysteme. Die Nutzung von Ein-
wirkungen als Initiator zusétzlicher Verformungen stellt
fiir manche praktische Aufgabenstellung eine Vereinfa-
chung dar.

Diese geometrischen Imperfektionen haben i. W. zwei

Funktionen zu erfiillen:

- Initiierung von Anfangsverformungen in idealen Syste-
men, um iiberhaupt eine geometrisch nichtlineare Ana-
lyse starten zu konnen

- Einfiihrung eines zusitzlichen Beanspruchungszustan-
des, der einen Zuwachs in den Beanspruchungen der
Systeme gewéhrleistet

Aus rein mechanischer Sicht spielen die Grofle und die
exakte Form einer Imperfektionsfigur keine Rolle. Es geniigt,
wenn eine kleine (!) geometrische Komponente vorhanden
ist, die einen moglichen Last-Verformungs-Pfand in der ge-
wiinschten Richtung initiiert. In der zweiten Funktion tra-
gen die Imperfektionen den Charakter von Sicherheitsfak-
toren und konkurrieren eigentlich mit den y-Werten. In der
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aktuellen Diskussion spielt die Sicherheitskomponente

eine iiberbewertete Rolle.

Eine Kalibrierung der ImperfektionsgréBen kann ei-
gentlich nur an den historisch erprobten, einfachen Knick-
oder Kippspannungskurven (Europédische KSL) erfolgen.
Der Finsatz moderner stochastischer Modelle soll hier
nicht diskutiert werden [2]. Die notwendige Validierung ist
im statistisch notwendigen Umfang kaum mdéglich, da an
ausgefiihrten Bauwerken eine grof3e Zahl von Experimen-
ten auf einem hohen Beanspruchungsniveau notig wére.
Die letzte Generation der DIN-Normen gab zur Festle-
gung von Imperfektionen im Wesentlichen folgende Defi-
nitionen:

- ... sind so anzusetzen, dass sie sich der zum niedrigsten
Knickeigenwert gehorenden Verformungsfigur mog-
lichst gut anpassen.“ [DIN 18800, T2, (202)]

- die Amplitude ist nur von Abstdnden zwischen Stiitz-
stellen und der Art der Querschnittsform abhéngig

- fiir Biegetorsionsanalysen kann mit v = 0,5 v, gearbeitet
werden.

Die Verformungsempfindlichkeit (Schlankheit) der Systeme
spielte bei der Festlegung der Amplituden der Imperfek-
tionen keine Rolle. Die Normvorgaben lassen eine einfa-
che technische Umsetzung zu, wenn es sich um {iberschau-
bare Stabsysteme handelt. Die dazu gegebene Begriindung
[12] ist anschaulich und in ihrer Nutzung ausgesprochen
effektiv. Inwieweit dies undkonomisch bzw. auf der ande-
ren Seite gefdhrlich ist, ldsst sich aus den vorhandenen
praktischen Erfahrungen der letzten 20 Jahre kaum nach-
weisen. Eine Diskussion zur GréRe der anzusetzenden
Imperfektionen bedarf einer Betrachtung der Aussagekraft
der aktuellen europdischen KSL und der daraus abgeleite-
ten Sicherheitsniveaus. Es scheint wenig zielfiihrend, die
Definition von Imperfektionen zu verkomplizieren, wenn
ihre tatsdchliche Unsicherheit nicht zuverldssig verifiziert
und validiert werden kann [13].

An der unterschiedlichen Modellierung einfachster
Systeme, unter Beriicksichtigung von geometrisch, teilweise
auch physikalisch nichtlinearen Effekten, léasst sich zeigen,
dass dies zu deutlich unterschiedlichen Ergebnissen fiihren
kann [14]. Betrachtet man dazu aktuelle ,,Normendiskus-
sionen oder -entwicklungen® (z. B. [15]), stellt sich h&ufig
die Frage der Relevanz bzw. der Zielrichtung von Nor-
mungsarbeit.

4.3 Teilsicherheitsheiwerte

Ausgehend von den Erkenntnissen und Vorschldgen von
L. v. Tettmeier haben sich die europdischen KSL iiber
mehr als 100 Jahre entwickelt und bei Nutzung einfacher
Bemessungsmethoden praktisch bewadhrt [10]. Beeindru-
ckend ist die Fiille der dazu vorliegenden Daten und die
Beschreibungen der zugrunde liegenden Versuche. Alle
grafischen Darstellungen der Datensammlungen, siehe
z. B. [13], [15], zeigen weit streuende Punktwolken. Natiir-
lich lassen sich diese Datenmengen mit Hilfe statistischer
Methoden bei Nutzung weit entwickelter Verteilungsfunk-
tionen analysieren. Es bleibt das Problem - und nicht nur
hier -, dass fiir die Beschreibung der Randbereiche solcher
Verteilungen, das sind die eigentlich maBgebenden Berei-
che, kaum geniigend Daten vorliegen. Dariiber hinaus stel-
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len sich bei der Betrachtung der Versuchsergebnisse u. a.

folgende Fragen:

- Welchen Einfluss hat der Versuchsaufbau?
In [16] wird z. B. gezeigt, dass schon geringste Verschie-
bungen von Einspann- bzw. Lagerungspunkten deutliche
Veranderungen in den kritischen Lasten hervorrufen.

- Wie wird die kritische Last definiert und mit welchen
Messmethoden wurden diese Zustéande ermittelt?
Ist es einfach der Lastabfall im Beanspruchungsdia-
gramm oder wurde dort aufwendig gemessen, um z. B.
Materialplastizierungen zu erfassen?

- Fiir die Statistik wére es z. B. interessant zu wissen, ob
Triger gleicher Chargen verwendet wurden, usw.

Insgesamt ergibt sich eine betrachtliche Anzahl von Para-
metern, die die Ergebnisse beeinflussen werden. Damit sind
kleine Sicherheitsbeiwerte als yy; < 1,2 kaum sachlich be-
griindbar [13]. Die Nachrechnung eines in ([13], Bild 4.2)
dargestellten y-Wertes (Bild 2) ergab, dass etwa ab 100
Messwerten, deutlich erst ab 500 Messwerten (Bild 3), von
einem geniigend hohen Vertrauensniveau gesprochen wer-
den konnte. Die aktuell resultierenden Unterschiede im Zu-
verléssigkeitsindex § in Abhéngigkeit der verwendeten Ver-
teilung sind betréchtlich (Tabelle 1). Dies wird auch kaum
wesentlich gemildert, wenn durch die Gesamtkurve als Ver-
bindung unterschiedlicher Versuchsdaten eine Glédttung an-
genommen werden kann. Auch synthetische Datengruppen
sind nur bedingt hilfreich, da auf die statistischen Grund-
werte der Versuche zuriickgegriffen werden muss und zufal-
lige Modelleigenschaften kaum synthetisierbar sind.

Prinzipiell beinhaltet der yy;-Wert neben den Material-
parametern auch die Modellqualitét (s. DIN EN 1990, 8.3).
Wie sollen die Materialstreuungen plus Versuchsstreuun-
gen und dazu die Modellunsicherheiten in Werten um
Aym = 0,2 ausgedriickt werden? Der yy-Wert ist eine prin-
zipiell einleuchtende Erfindung, verdeckt aber ein wenig,
dass durch den Wert yg = 1,5, der eine mehr als 100-jahrige
Erfahrung vorweist, die Gesamtaussage verschwimmt.
Wenn iiber Zuverléssigkeitsprobleme diskutiert wird, muss
die Qualitdt der Ausgangsparameter Beachtung finden.
Die prinzipielle Qualitdt der Tragwerksmodelle ist aulRer-
ordentlich wichtig und kann zu einer vélligen Verédnde-
rung der Betrachtungsebene fiihren [14].
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Bild 3. Notwendige Anzahl von Proben fiir einen Zuverlds-
sigkeitsindex mit einer hohen Konfidenz

Fig. 3. Required number of samples for a reliability factor
with a high confidence

Tabelle 1. Zuverldssigkeitsindex 3 in Abhdngigkeit der ge-
wdahlten Verteilungsfunktion fiir die Datenmenge nach Bild 3
Table 1. Reliability index B depending on the selected distri-
bution function for data sets according to Fig.3

Verteilungsfunktion | Versagensindex | Zuverlissigkeitsindex
F p
Gauss 0,9080 3,2139
Log 0,9214 2,8362
Gumbel 0,9507 2,3636
Entropie 0,9200 2,4044

Eine einfache probabilistische Untersuchung fiir ei-
nen mittig beanspruchten Druckstab mit vier Schlankhei-
ten verdeutlicht den Einfluss von Imperfektionen auf das
Sicherheitsniveau. Dabei wurde wie folgt vorgegangen:

- Ermittlung von max. Ny (Grenzbeanspruchbarkeit)
nach DIN EN 1993-1 mittels x-Werten

- N =Ng/1,4 - v = 1,40 - ein groBer Anteil verdanderli-
cher Lasten

10 \
o | - Versuchsdaten

0,8 %

Bild 2. Versuchsergebnisse und Knick-

IPE 160, S 235
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spannungskurve - KSL b - Knicken um
die schwache Achse (nach [13])
Fig. 2. Experimental results and buckling
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curve — KSL b - buckling about the
weak axis (according to [13])
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- Der Mittelwert m(IN) basiert auf der Vorgabe der DIN
EN 1990: o =-0,7 und B = 3,8.

- Die Standardabweichung cv(N) entspricht einer deut-
lich streuenden Last.

- Imperfektionswerte wy in den Grenzen der DIN 18800
und DIN EN 1993 wurden ungiinstig als Mittelwerte
(m) mit einer mittleren Streuung angenommen.

- Die Werte fiir f; entsprechen den allgemein {iblichen
Annahmen.

Die Ergebnisse sind in Tabelle 2 dargestellt. Die Verhalt-
nisse der Auslastung fiir die Einwirkung N und die Im-
perfektion wy mit den 98%-Quantilwerten zum Wert fiir

N(o= 24 kN/cm?) (Zeile 11) spiegeln auf den ersten Blick

die bekannten Erfahrung wider. Die Auswertung der Grenz-

zustandsfunktion (Zeile 12 bis 16) zeigt dariiber hinaus:

- P (R-E) =10 — die kleinste auftretende Differenz ist
nicht kleiner als der Wert fiir die definierte Versagens-
wahrscheinlichkeit in den Normen.

- -m-0,8-3,8-0or — der Grenzwert in Anlehnung an
DIN EN 1990 ist ebenfalls grofer als die kleinste Diffe-
renz.

Beriicksichtigt man, dass die Betrachtungen mit elasti-

schen Querschnittstragfahigkeiten und wy als Mittelwert

ermittelt wurden, wird deutlich, dass mit den angesetzten

Imperfektionen prinzipiell keine unsichere Bemessung er-

folgen sollte. Dariiber hinaus kann formuliert werden:

- Stdbe mit geringer Schlankheit, d. h. einer hohen Grund-
beanspruchung aus ¢ = N/A, reagieren natiirlich emp-
findlich, aber im Wesentlichen linear auf zusatzliche Be-
anspruchungen.
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115 7 Versuchsauswertung

Mormenvorschlag

1,10
¢

1,05 —

= —t—=
1,00 -~ 0,99 =

097

0,95 4

0,90

00 02 0.I4 Ol.ﬁ 08 1.I0 1,2 1.1-1 1!6 1I.8 2i0 2I.2 2.I4 2.I6 2.‘8 31,0
x

Bild 4. Teilsicherheitsbeiwerte in Abhdngigkeit vom 2-Be-

reich bei Verwendung der Knickspannungslinien - Biege-

drillknicken (nach [13])

Fig. 4. Partial safety factor according to A by using buckling
curves - lateral torsional buckling (according to [13])

- Eine zusitzliche Imperfektion fiihrt bis A = 0,9 zu einer
etwa linearen Zunahme des Momentes, d. h. es sind
eigentlich kaum geometrisch nichtlineare Effekte vor-
handen.

- Fiir groBere Schlankheiten korrigieren kleine Verringe-
rungen der Léngskraft den Beanspruchungszustand
deutlich nach unten. B

- Da im Schlankheitsbereich A > 0,65 auch die Ermittlung
der x-Werte unter Beriicksichtigung groRer Streuungen
erfolgt sein diirfte, sollten die Imperfektionen prinzipiell
nicht iiberbewertet werden.

Ein Nachdenken iiber kleine yy-Werte (s. Bild 2, [13]) auf
wissenschaftlichem Niveau ist wenig zielfithrend. Die Qua-

Tabelle 2. Abschdtzung der Versagenswahrscheinlichkeit eines Druckstabes in Abhdngigkeit der Schlankheit A als Span-

nungsproblem (elastisch)

Table 2. Estimation of the probability of failure for compression members depending on the slenderness 2 as stress failure

(elastic)
Ao X 0,51 — 0,92 0,73 — 0,77 1,10 —» 0,53 1,55 —» 0,32
1 | Womn: L/550 L/300 L/300 L/550 L/300 L/300
2 | Wo.n [cm] 1,09 2,00 2,83 2,18 4,00 6,00
3 | Wo.080 [cm] 1,31 2,41 3,37 2,63 4,82 7,22
4 | Ny [kN] 4813 2398 1058 534
5 | N = Ng /1,4 [KN] 848 710 488 295
6 | N, [kN] 550 450 320 193
7 | Nogo [KN] 772 674 482 285
8 | woge, [cm] (Normalverteilung) 0,22 0,40 1,14 1,81 3,32 7,08
9 | w (Nogop; Wo.080) [cm] 0,25 0,46 1,32 2,20 4,04 8,28
10 | 6(Nogoy; Wo.080,) [KN/cm?| 16,52 18,32 18,21 13,16 16,65 13,24
11 | N(24) / N(6(Nogo; Wo.950)) 1,44 1,29 1,27 1,49 1,27 1,33
12 | min: (f, - N/A + N(wo+w)/W,) 0,252 0,190 0,267 0,430 0,303 0,493
13 | mittel: (fy, - N/A + N(wo+w)/Wy) 0,677 0,634 0,655 0,803 0,732 0,844
14 | Standardabweichung oy 0,144 0,151 0,152 0,128 0,142 0,136
15 | 1076 - Quantil 0,252 0,190 0,267 0,430 0,304 0,493
16 |m-0,8-3,8-0g 0,239 0,175 0,194 0,412 0,304 0,429
mit: Ng = 24-A-y

Ny = N,+0,7-3,8:02-Np, cv= 0,2 Verteilung: normal

£y 240 N/mm?  f;.,, = 277 N/mm? cv = 0,09 Verteilung: lognormal

Wo.m L/550 und L/300 cv=0,1 Verteilung: normal-gestutzt
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litdt der Analysemodelle und die Unsicherheiten der Ein-
gangsparameter lassen eine praktikable Darstellung kleiner
Teilsicherheitswerte kaum zu (Bild 4). Aufwendige Analy-
sen von gemessenen Last-Verformungspfaden lieRen be-
grenzte Riickschliisse auf System- und Parametereinfliisse
zu. Der Nutzen fiir praktische Probleme mit einer unendli-
chen Anzahl individueller konstruktiver Auspragungen
scheint gering.

5 Zusammenfassung

Betrachtungen zum Einfluss von Imperfektionen erfolgen

in der Regel an einfachen Systemen, da fiir komplexe Sys-

teme nicht geniigend Daten fiir eine Validierung vorliegen.

Belastbare Aussagen zur praktischen Relevanz von Imper-

fektionen an komplexen Systemen beziiglich konstruktiver

Gestaltung und rdumlicher Einwirkungen sind nicht vor-

handen. Eine wissenschaftlich fundierte Diskussion {iiber

Imperfektionen ist fiir komplexe Systeme praktisch nicht

zielfithrend bzw. bedarf grundsétzlich neuer Forschungs-

ansatze.

Als Basis fiir eine Diskussion konnen fiir Biegeprob-

leme folgende Thesen formuliert werden:

- Schlankheiten A < 0,7 sind prinzipiell unkritisch.

- Fiir Schlankheiten bis A = 0,9 spielt die geometrische
Nichtlinearitit keine Rolle.

- Fiir A> 0,9 fiihrt eine Reduzierung der Last tiberpropor-
tional zu geringeren Auslastungen.

- Imperfektionen sind eigentlich nur fiir ideale Systeme
interessant.

- Mit wy = L/1000 und yy = 1,2 lassen sich alle Anforde-
rungen in einfacher Weise erfiillen.

- Spezialfille wie Zimmermann-Stab und Zweifeldtréager
mit Lidngskraft und konstanter Streckenlast spielen
praktisch kaum eine Rolle.

Die aktuelle Situation auf dem Gebiet von Analysemetho-
den unter Nutzung finiter Balkenelemente, weniger Scha-
len- oder Volumenelemente, ermoglicht einen zeitgemiflen
Zugang zur Beschreibung geometrisch und physikalisch
nichtlinearen Systemverhaltens. Es existieren einfach zu
handhabende Balkenelemente, die {iber einen 7. Freiheits-
grad hoherwertige Ansétze fiir die Torsion mit Wolbeffek-
ten zulassen. Es gelingt damit, insbesondere fiir beliebige
offene Querschnitte, realitdtsnahe Aussagen zum Last-
Verformungs-Verhalten unter komplizierten Belastungs-,
Lagerungs- und Systembedingungen zu erhalten. Die Ver-
fiigbarkeit und die Zuverldssigkeit dieser Methoden er-
moglichen eine breite, normativ absicherbare Nutzung.

18  Bautechnik 2013 — Sonderdruck ,Modellqualitéten”

Literatur

[1] Werner, F.: Realitdt — Modell - Norm. Stahlbau 79 (2010),
H. 10, S.711-719.

[2] Werner, E, Konke, C., Schanz, T, Bucher, C.: Realitit — Modell
- Bauwerk. Bautechnik Sonderdruck 88 (2011), H. 6, S. 4-7.
[3] Kurrer, K.-E.: 100 Jahre Normen im Stahlbetonbau. Beton-

und Stahlbetonbau 98 (2003), H. 12, S. 794-808.

[4] Werner, F.: Erfolg oder Debakel? Eurocodes: Gibt es Wege
zu iiberschaubaren und Sinnvollen normen? Deutsches Inge-
nieurBlatt, November 2004, S. 24-29.

[5] Scheer, J.: Wider die Normenflut. Deutsches IngenieurBlatt,
Juli/August 2003, S. 26-27.

[6] Mayer, R.: Die Knickfestigkeit. Berlin: J. Springer 1921.

[7] Naumes, ]., Strohmann, 1., Ungermann, D., Sedlacek, G.:
Die neuen Stabilitdtsnachweise im Stahlbau nach Eurocode
3. Stahlbau 77 (2008), H. 10, S. 748-761.

[8] Reitlinger, R.: Stabilitdt und Optimierung imperfektionsemp-
findlicher Tragwerke. Dissertation. Stuttgart 1994.

[9] Kriiger, U.: Stahlbau - Teil 2 Stabilitédtslehre. Berlin: Ernst &
Sohn 1998.

[10] Nowak, B.: Die historische Entwicklung des Knickstabpro-
blems und dessen Behandlung in den Stahlbaunormen. Dis-
sertation. Darmstadt 1981.

[11] Spangenberg, H.: Zum Bauteilnachweis offener, stabilitéts-
gefdhrdeter Stahlbauprofile unter Einbeziehung seitlicher Be-
anspruchungen und Torsion. Dissertation. Aachen: Shaker
Verlag 2007.

[12] Lindner, J., Scheer, J., Schmidt, H.: Stahlbauten - Erldute-
rungen zu DIN 18800 Teil 1 bis Teil 4. Berlin: Beuth, Ernst &
Sohn 1993.

[13] Miiller, C.: Zum Nachweis ebener Tragwerke aus Stahl ge-
gen seitliches Ausweichen. Dissertation. Aachen: Shaker Ver-
lag 2003.

[14] Keitel, H., Werner, F.: Zur Bedeutung der Modellbildung fiir
die Ingenieurpraxis. Bautechnik - Sonderdruck ,,Modellqualit&-
ten“ 90 (2013). S. 6-11.

[15] Feldmann, M., Naumes, ]., Sedlacek, G.: Biegeknicken und
Biegedrillknicken aus der Haupttragebene. Stahlbau 78 (2009),
H.10, S. 764-776.

[16] Bauer, M., Reuter, M.: Realitdt — Experiment — Simulation
Untersuchungen am Beispiel eines Biegetrdgers. 17. DASt-
Kolloquium, Weimar, 2010, S. 31-35.

Autoren dieses Beitrages:

Frank Scheiber, M.Sc.

Bauhaus-Universitat Weimar, Graduiertenkolleg 1462
Berkaer Stral3e 9, 99423 Weimar
frank.scheiber@uni-weimar.de

Prof. Dr.-Ing. habil. Frank Werner
Bauhaus-Universitdt Weimar, Professur Stahlbau
MarienstraBe 13, 99423 Weimar
frank.werner@uni-weimar.de



Holger Keitel
Henning Stutz
Bastian Jung

Hem Bahadur Motra

Prognosequalitit eines Gesamtmodells

Einfluss verschiedener Kopplungsszenarien auf die Interaktion Struktur — Boden

Die Konstruktion von Briicken in integraler Bauweise findet in letz-
ter Zeit wachsendes Interesse, da diese mit wesentlichen Kosten-
ersparnissen bei der Bauwerkserhaltung verbunden sind. Jedoch
stellen diese Briickenkonstruktionen sehr hohe Anforderungen an
die Planer, die viele komplexe, teils schwer erfasshare Phéano-
mene eines solchen Tragwerks entsprechend in der Berechnung
und Bemessung beriicksichtigen miissen. Um die Zuverlassigkeit
der Modellprognose einschétzen und die Komplexitat eines Be-
rechnungsmodells sinnvoll reduzieren zu kdnnen, wird in diesem
Artikel eine Bewertungsmethode fiir die Prognosequalitat gekop-
pelter Partialmodelle vorgestellt und anschlieBend angewandt.
Damit wird es ermdglicht, die Qualitat der Modellprognose zu
quantifizieren und folglich optimale wie auch effiziente Modell-
kombinationen fiir eine zuverlassige Prognose zu detektieren.

Keywords: Prognosequalitit; Kopplungsqualitdt; Bewertungsmethode;
Briicke, integrale; Boden-Bauwerks-Interaktion

Prediction quality of coupled partial models — Influence of diffe-
rent coupling scenarios on the soil-structure interaction. Integral
bridges are gaining more and more interest lately because they are
associated with significant cost savings in building maintenance.
However, the design of these bridges makes very high demands on
the planners, which have to take into account many complex phe-
nomena of such a bridge structure for its calculation and design. In
order to assess the reliability of the model prediction and to reduce
the complexity of a calculation model in a reasonable manner, this
article presents an evaluation method for the prediction quality of
coupled partial models. Finally, this algorithm is applied to an ex-
ample of a bridge structure. The evaluation method allows for the
quantification of the prediction quality and, thus, to detect optimal
as well as efficient model combinations for a reliable prediction.

Keywords: prediction quality, coupling quality, evaluation methods, inte-
gral bridges, soil-structure-interaction

1 Motivation

Die Konstruktion von Briicken in integraler Bauweise fin-
det in letzter Zeit wachsendes Interesse seitens der Bauher-
ren, da durch die lager- und fugenlose Konstruktion eine
hohe Kostenersparnis in der Bauwerkserhaltung erzielt
werden kann. Die Anforderungen an die Planer solcher
Briickentragwerke sind jedoch sehr hoch, denn zahlreiche
komplexe, teils schwer erfassbare und diffizil modellier-
bare Phanomene miissen in der Analyse und Auslegung
beriicksichtigt werden.

So erfordert die Berechnung des Tragverhaltens inte-
graler Briicken die Beriicksichtigung zahlreicher Partial-

modelle (PM) - wie beispielsweise das Kriechen des Betons
- und deren Kopplung. Im Speziellen die Erfassung der
Zwangungen infolge Kriechen, Schwinden und Relaxation
sowie deren Abbau durch die Rissbildung des Betons und
die Nachgiebigkeit der Griindung stellen hohe Anforderun-
gen an die Modellbildung und den planenden Ingenieur.
Fiir jedes dieser Partialmodelle liegen in der Literatur ver-
schieden komplexe Modellierungsvarianten vor und der
Planer wird mit der Frage konfrontiert, welche Komplexi-
tdat bzw. Qualitét der einzelnen Modelle fiir seine Planungs-
aufgabe ausreichend ist und wie diese zu kombinieren sind.

Im vorliegenden Beitrag wird diesbeziiglich ein Algo-
rithmus vorgestellt und exemplarisch angewandt, mit dem
die Bedeutung der einzelnen PM und deren Kopplung fiir
die Prognose des Tragverhaltens quantifiziert wird. Darauf
aufbauend kann eine Prognosequalitdt der gekoppelten
Partialmodelle ermittelt werden.

2 Methode der Qualitdtshewertung

Die Methode zur Qualitdtsbewertung wurde in [1] ausfiihr-
lich beschrieben und wird im Folgenden kurz erldutert.
Die resultierende Gesamtqualitdt der Prognose setzt sich
im Wesentlichen aus der individuellen Qualitdt der PM,
dem Einfluss der PM auf die globale Modellprognose und
der Kopplungsqualitdt der PM zusammen.

2.1 Einfluss der Partialmodelle auf die globale Modell-
antwort

Der Einfluss eines PM auf bzw. die Bedeutung eines PM
fiir das globale Tragverhalten kann {iber Sensitivitdtsanaly-
sen quantifiziert werden. Dabei ist es von entscheidender
Bedeutung, dass die angewandten Sensitivitdtsmalle nicht
nur den alleinigen Einfluss des PM sondern auch dessen
Interaktionen mit weiteren PM beriicksichtigen. Diese Vo-
raussetzungen sind bei Applikation globaler, varianzbasier-
ter Sensitivitdtsanalysen erfiillt. Um diese anzuwenden,
wird in Anlehnung an [2] jedes PM i in Form eines diskre-
ten, stochastischen Parameters

x;e{0,1}, 1)
miti=1,.,M

reprasentiert mit M als Anzahl aller Partialmodelle der
Struktur. Der Parameter folgt einer Gleichverteilung und
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kann die Werte 0 und 1 annehmen, wobei 0 einem deakti-
vierten PM (kein Kriechen) und 1 einem aktivierten PM
(Kriechen wird beriicksichtigt) entsprechen. Fiir die ver-
schieden moglichen Kombinationen deaktivierter und ak-
tivierter PM wird die Gesamtstruktur berechnet.

Im Anschluss daran konnen die Gesamtvarianz der
Modellantwort Y, der Erwartungswert von Y, E(Y) sowie
die bedingten Varianzen von Y, V[E(Y|X])], ausgewertet
werden. Unter Anwendung dieser stochastischen Male
lasst sich der alleinige Einfluss eines PM iiber den first-
order-Sensitivitidtsindex [3]

V[E(lei)] _ V\(/;() @)

L)

und der Gesamteinfluss eines PM - inklusive aller Interak-
tionen mit weiteren Modellen - iiber den total-effects-Sen-
sitivititsindex [4]

S =1_V[E\(;((§|:)(~i)l 3)

quantifizieren. Hierbei bezeichnet X_;, dass alle Parameter
auBer X; streuende Grollen sind. Weiterhin ist es unter
Verwendung von second-order-bzw. higher-order-Sensitivi-
tatsindizes [5] moglich, lediglich die Auswirkung der Inter-
aktion zweier Partialmodelle i und j auf das globale Sys-
temverhalten zu bestimmen. Diese sind wie folgt definiert:

VIE(YI1X.X))|-Vi-y; - V[E(YIXX)]
S = v(Y) T V()

~S§;-S,.

(4)
2.2 Kopplungs- und Partialmodellqualitét

Die gebrauchlichsten Kopplungsarten im Ingenieurwesen
sind die uni- und bidirektionale Kopplung. Die erste be-
zeichnet den einseitigen Datentransfer vom PM k nach I,
jedoch keinen riickwirts gerichteten Datenaustausch. Da-
gegen inkludiert die bidirektionale Kopplung zusétzlich
den Datenaustausch von Modell 1 nach k. Die bidirektio-
nale Kopplung erlangt vor allem bei starken Interaktionen
von PM an Bedeutung.

Die Kopplungsqualitét des Datenaustauschs ist in die-
sem Artikel stets auf die Konsistenz der Daten zwischen
zwei Partialmodellen bezogen. Dies bedeutet, dass der Ver-
lust an Qualitiit des Datentransfers einer UbergabegroRe o,
z. B. einer Auflagerkraft einer Stiitze oder eine Setzung
eins Fundaments, in Abhéangigkeit der relativen Differenz
dieser GroRe in den zwei gekoppelten Partialmodellen k
und | definiert werden kann

=
O(,l ‘} (5)

Eine ideale Kopplung resultiert in cq = 1, eine Entkopp-
lung zweier Partialmodelle ergibt cq = 0. Fiir die Beurtei-
lung der Prognosequalitit gekoppelter PM wird neben der
reinen Qualitdt des Datentransfers auch der Einfluss der
Kopplung auf das globale Tragverhalten maligebend, der
anhand der zuvor beschriebenen Sensitivititsindizes quan-

CQg 1 =1-

max {‘(xk

’
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tifiziert werden kann. Folglich wird der Einfluss der PM
auf die Kopplungsgroflen, z. B. Auflagekrifte oder Funda-
mentsetzungen, bestimmt. Unter Verwendung der higher-
order-Sensitivitdtsindizes kann der Einfluss des Kopp-
lungstyps ermittelt werden, indem alle Sensitivitdtsindizes,
die sich auf PM vor der Kopplung PM i<k bzw. nach der
Kopplung PM i >1 beziehen, aufsummiert werden

NP
2 Si,oc = 2 zsi]',oc und 2 Si,a = z STi,tx - z Si,(x' (6)
i=1

i<k i<k j<k il i<k

In Zsm sind neben den first-order-Indizes der PM i>1
i>1
auch alle Interaktionstherme der PM i >1 mit allen weite-
ren PM enthalten. Eine hohe Summe E’SiyOc ist Beleg fiir
i>1

einen grollen Einfluss der bidirektionalen Kopplung auf
die KopplungsgroRen, bspw. erfordert ein hoher Einfluss
des Boden-Bauwerks-Interaktionsmodells auf die Uber-
bauschnittgréBen einer Briicke eine bidirektionale Kopp-
lung der Briickenstruktur mit der Fundamentierung.

Die resultierende Kopplungsqualitidt nimmt Bezug auf
die Lage der AntwortgréRe der Gesamtstruktur in der Ana-
lysereihenfolge, fiir welche die Gesamtqualitédt definiert
werden soll. Ist diese AntwortgroRRe vor der jeweiligen
Kopplung positioniert, wird eine bidirektionale Kopplung
essentiell, um den Einfluss der nachgerichteten PM zu be-
riicksichtigen. Die Kopplungsqualitidt CQ ist in diesem Fall
in Abhéngigkeit der mittleren Datentransferqualitit fiir die
vorwartsgewandte Kopplung f und die riickwéartsgewandte
Kopplung b wie folgt definiert

—f  —b
CQyy = Cqyy X Cqy - (7)

Liegt die Antwortgrof3e der Gesamtstruktur in der Analyse-
reihenfolge nach der Kopplung, gewichten sich die Qualta-
ten des Datentransfers entsprechend der Sensitivitédtsindizes

CQy =
Nt ((Np

N¢
1 —b 1
N, [an,k—lz Si,af ]+ Cq)_k N, Z Sti —Z Sia
f o=1 f

i<k o=1{ i=1 i<k

Auf die Bestimmung der Qualitédt der einzelnen PM wird
im Rahmen dieses Artikels verzichtet. Eine Ubersicht iiber
mogliche Methoden ist in [6] gegeben.

2.3 Gesamtqualitat

Die Qualitdt des Gesamtmodells (GM) fiir die Prognose
einer Antwortgrofle y ergibt sich aus der Kombination der
individuellen Qualitdt der PM MQ);, deren Einfluss auf die
AntwortgroRe y, quantifiziert tiber , sowie dem Produkt der
Qualitdten der N, erforderlichen Kopplungen von Par-
tialmodellen

Npy N
S'Y. SLY
Ti

MQ! = D MQ, [] cQ. | 9)

N
4 PM QY
-1 E - =1
! =1 ST] ¢
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Anhand dieses MaR3es konnen unterschiedliche Kombina-
tionen von PM und deren Kopplung qualitativ verglichen
werden, um zum einen eine bestmogliche Kombination
von Modellen zu detektieren und zum anderen davon ab-
weichende Modellkombinationen bzgl. deren Prognosezu-
verlassigkeit zu bewerten.

3 Beispielrechnung
3.1 Semi-integrale Briicke — Geometrie, Lasten, Material-
parameter

Die Anwendung der zuvor erlduterten Bewertungsmethode
erfolgt am Beispiel einer Rahmenbriicke/semi-integralen
Briicke mit drei Feldern, deren angenommene Geometrie
und Vorspannung in Bild 1 dargestellt sind. Die Quer-
schnitte des vorgespannten Uberbaus und der schlaff be-
wehrten Pfeiler sind in Bild 2 illustriert und die dazugeho-
rigen Materialparameter in Tabelle 1 aufgefiihrt.

Berechnungen beziiglich der maBgebenden Schnitt-
groBen am Pfeilerfulf an den Bauwerksachsen B und C
dienten zur Dimensionierung einer Tiefengriindung mit
einer Pfahlgruppe. Mit der einreihigen Anordnung der
Pfdahle in Langsrichtung des Briickenbauwerks kann die
Horizontal- und Rotationssteifigkeit der Pfahlgriindung im
Vergleich zu mehreren Pfahlreihen in dieser Richtung re-
duziert werden. Durch die Abminderung dieser Pfahlgriin-
dungssteifigkeiten wird der Widerstand des gesamten Bau-
werkes gegeniiber den indirekten Einwirkungen aus Zwang
reduziert. Aus der Vordimensionierung ergab eine Pfahl-
griindung an den Bauwerksachsen B und C jeweils eine
Pfahlgruppe bestehend aus vier Einzelpfdhlen in Briicken-
querrichtung mit einem Pfahldurchmesser von Dp = 1,0 m
(s. Bild 1) und einem Pfahlachsabstand von s = 2,0 m.

= Feld | Feld 2 Feld 3 =g
W mer e W oo =
E, = 80 MN/m? Pfahlreihe &
v,=0,3 1x4 §'
©=375° Dp=10m
37,00 41.00 37.00
F | -+ |

A, =150 cm?

Ay, =145 cm?

A,y =150 cm?

Bild 1. Geometrie und Vorspannung der Briicke
Fig. 1. Geometry and prestressing of the bridge
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Bild 2. Querschnitt des Uberbaus und der Pfeiler
Fig. 2. Cross-section of the superstructure and the pillars

Tabelle 1. Materialparameter
Table 1. Material parameters

Materialparameter | Einheit | Uberbau Pfeiler
Beton C 50/60 C 35/45
CEM CEMII525N |[CEMII425
E.n [MN/m?] {32800 28300
E¢o [MN/m?] {38500 33300
fem [MN/m?] |58 43

feim [MN/m?| |4,1 3,2
Betonstahl B 500 B

E, [MN/m2] 200000

f, [MN/m2] 500
Spannstahl Y 1770

E, [MN/m2] 195000
fo0.1k [MN/m?] 1500

Die Bewertung der gekoppelten PM des semi-integra-
len Bauwerkes erfolgt fiir eine Lebensdauer von 100 Jahren
im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit unter der
quasi-standigen Einwirkungskombination. Die zu beriick-
sichtigen Lasten sind:

- Eigengewicht Gy: Uberbau 142 kN/m, Ausbau
24 KN/m, Pfeiler 6,75 kKN/m

- Vorspannung Py: 6, = 1295 MN/m?

- Verkehrslast Q;: UDL 46,375 kN/m, TL 1200 kN,
V2,1 =0,20

- Temperatur Q,: To= 10 °C, Typin = —24 °C,
Temin=-16°C, ATy =-26 K,
ATy =-8,8 K, y2,=0,50

3.2 Partialmodelle

Im Rahmen dieses Beispiels wird der Einfluss von neun
PM auf das Strukturverhalten der Briicke untersucht. Im
Folgenden werden diese Modelle kurz erldutert.

Physikalisch nichtlineares Kurzzeit-Materialmodell fiir
Beton

Das Materialverhalten von Beton ist, insbesondere bedingt
durch die Rissbildung im Bereich positiver Dehnungen,
charakterisiert durch eine starke Nichtlinearitédt der Span-
nungs-Dehnungs-Beziehung. Die nichtlineare Materialver-
halten wird nach [7] durch ein verschmiertes Rissmodell
unter Beriicksichtigung einer konstanten Zugversteifung
(tension-stiffening) im bewehrungsnahen Bereich beriick-
sichtigt. Der Einfluss des nichtlinearen Materialverhaltens
wird fiir die Bereiche Uberbau/Pfeiler getrennt ermittelt.

B A, =80cm* 0,05

v.a —]

0,70
0,80

r

r

3.00 [ [m]
1

-
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Geometrische Nichtlinearitat

Die geometrische Nichtlinearitdt wird durch Anwendung
der nichtlinearen Kinematik des Balkenelements im Be-
rechnungsprogramm beriicksichtigt und stellt im Vergleich
zur hdufig angewandten vereinfachten Theorie II. Ord-
nung eine Qualitétssteigerung dar.

Temperatur

Die Temperatureinwirkungen auf den Uberbau und die
Pfeiler werden entsprechend dem Temperaturmodell nach
DIN-EN 1991 [8] angesetzt. Es wird eine Erwdrmung des
Uberbaus in Kombination mit einem linearen Temperatur-
gradienten, der eine Erwdrmung der Oberseite des Uber-
baus vorsieht, angesetzt. Die Briickenpfeiler werden eben-
falls mit einer {iber den Querschnitt linear verénderlichen
Temperaturverteilung beansprucht.

Kriechen unter Dauerbelastung und zyklisches Kriechen
Das Kriechen des Betons wird mit dem Modell fiir die
Kriechnachgiebigkeit nach Model-Code 90-99 [9] bertick-
sichtigt und folgt dem Produktansatz mit einer hyperboli-
schen Zeitfunktion. Zyklisches Kriechen charakterisiert die
im Vergleich zur Dauerbelastung erh6hte Nachgiebigkeit des
Betons unter zyklischen Einwirkungen, beispielsweise aus
Maschinenlasten oder zyklischer Verkehrsbelastung, und
wird in diesem Beitrag mittels BP-Modell [10] abgebildet.

Schwinden

Das Schwinden wird, wie auch das Kriechen, mit dem Mo-
dell nach Model-Code 90-99 [9] erfasst. Dies sieht eine ex-
plizite Unterscheidung der Schwindvorgange in autogenes
Schwinden und Trocknungsschwinden mit zugehorigen
Zeitverlaufsfunktionen vor.

Relaxation

Die Relaxation des Spannstahls wird im vorliegenden Be-
rechnungsprogramm mit dem Modell nach Blessenohl [11]
berechnet. Dieses bildet die Relaxation als nichtlineares
Kriechen ab. In Folge dessen wird eine Zeitintegration fiir
nichtlineares Kriechen erforderlich, so dass der Algorith-
mus nach Diener [12] angewandt wird.

Boden-Bauwerks-Interaktion

Die Steifigkeit der Griindung wird unter Anwendung von
Modellen fiir Pfahlgriindungen bestimmt und anschlief3end in
das verwendete FEM-Modell des semi-integralen Bauwerks
als Steifigkeitsfedern implementiert. Fiir den vertikalen Pfahl-
gruppenabtrag wird das Modell von Randolph et al. [13] an-
gesetzt. Darin ist die Interaktion der Pfdhle von einem belas-
teten Pfahl abhéngig und die Verschiebungen der benachbar-
ten Pfdahle werden dann mittels Superpositionsgesetz ermittelt.
Fiir die Berechnung des horizontalen Anteils der belastenden
Pfahlgruppe kommt das Modell von Randolph [14] zum Ein-
satz. Dieses analytische Verfahren basiert auf der Annahme
eines elastischen Kontinuums, in das der Pfahl gebettet ist.
Mit Hilfe der Beiwerte von Poulos [15] werden die laterale
Verschiebung und die Rotation am Pfahlkopf bestimmt.

3.3 Ergebnisse

Die berechneten Prognosequalitdten der diversen Modell-
kombinationen kdnnen, je nach Einfluss der PM, stark mit
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Bild 3. Untersuchte Antwortgrofien des Gesamtmodells
Fig. 3. Investigated response quantities of the coupled model

der betrachteten AntwortgroRe variieren. Im Rahmen die-
ses Beitrags wird die Prognosequalitét fiir die vertikale
Durchbiegung w, die horizontale Verformung des Uber-
baus u sowie die horizontale Verschiebung s, und vertikale
Setzung s, der Pfahlgriindung im Grenzzustand der Ge-
brauchstauglichkeit exemplarisch untersucht (Bild 3).

Entsprechend der zuvor erldauterten Methode wird zu-
néchst der Einfluss der einzelnen PM auf die Antwortgro-
Ren der Struktur bzw. die UbergabegroRen der Kopplung
untersucht, indem das Modell komplett gekoppelt berech-
net wird. Fiir die Untersuchung der Kopplung Struktur -
Boden sind die Kopplungsgroflen die Horizontal- und Ver-
tikalkraft sowie das Fulmoment der Stiitze.

Der Gesamteinfluss der PM ist in Tabelle 2 anhand der
total-effects-Sensitivitdtsindizes dargestellt. Es wird ersicht-
lich, dass beispielsweise das physikalisch nichtlineare Mate-
rialverhalten des Betons einen nahezu vernachldssigbar
geringen Einfluss auf alle Antwortgr6f3en hat. Dies kann auf
den untersuchten Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit
zuriickgefiihrt werden, in dem nur eine geringe Rissbildung
des Betons auftritt. Weiterfiihrende Untersuchungen [16]
zeigen, dass im GZT das nichtlineare Materialverhalten von
Beton ein einflussreiches PM ist. Aus Tabelle 2 wird weiter-
hin ersichtlich, dass im Allgemeinen nur wenige Partialmo-
delle einen Einfluss auf ModellantwortgréBen besitzen, d.
h. dass auch die Qualitdt der Prognose dieser GroRRen nur
von der Qualitdt weniger Modelle abhéngig ist. Fiir die vor-
liegende Briicke im GZG sind die geometrische und physi-
kalische Nichtlinearitdt sowie erwartungsgeméilf das zykli-
sche Kriechen ohne Einfluss auf das Tragverhalten, so dass
diese mit einer geringen Modellkomplexitét beriicksichtigt
bzw. ganz vernachléssigt werden konnen - beispielsweise
eine geometrisch lineare Analyse ausreichend ist.

Aus dem Vergleich der berechneten first-order-und to-
tal-effects-Sensitivitatsindizes kann die Interaktion zwischen
PM quantifiziert werden und so das Verstidndnis des Struk-
turverhaltens gestérkt aber auch die Notwendigkeit der
Kopplung verdeutlicht werden. Am Beispiel der Horizontal-
verschiebung des Fundaments s, wird deutlich, dass eine
starke Interaktion zwischen den PM vorliegt. Die Modelle
Kriechen und Temperatur sowie vor allem das Schwind- und
das Pfahlmodell interagieren stark miteinander, was auf die
Zwangsbeanspruchung infolge Schwinden und Temperatur
sowie deren Abbau durch Kriechen und Nachgiebigkeit der
Griindung zuriickzufiihren ist. Resultierend aus diesen
Wechselwirkungen kann die Schlussfolgerung gezogen wer-
den, dass die Beriicksichtigung der Kopplung diese beteilig-
ten PM von Bedeutung fiir die Gesamtprognosequalitit der
horizontalen Fundamentverschiebung ist.

Fiir die Ermittlung der Kopplungsqualitdt sind die
higher-order-Sensitivitidtsindizes zu analysieren und ent-
sprechend der beteiligten PM zu gruppieren und nach
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Tabelle 2. Einfluss der PM auf die Antwortgrofien
Table 2. Influence of PM on response quantities

S Xy X, X3 Xy X5 X6 X X3 Xq
Sti Phys-NL | Phys-NL | Geo-NL Tempera- | Kriechen | Zykl. Schwinden | Relaxation | Pfahl
Uberbau | Pfeiler tur Kriechen
w 0,00 0,00 0,00 0,00 0,37 0,00 0,04 0,46 0,08
0,00 0,00 0,00 0,00 0,42 0,00 0,05 0,50 0,08
u 0,00 0,00 0,00 0,09 0,07 0,00 0,84 0,00 0,00
0,00 0,00 0,00 0,09 0,07 0,00 0,85 0,01 0,00
My-Pfeiler | 0,00 0,00 0,00 0,08 0,08 0,00 0,73 0,00 0,04
0,00 0,01 0,00 0,09 0,14 0,00 0,78 0,00 0,05
S, 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 1,00
0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 1,00
Sy 0,00 0,00 0,00 0,02 0,01 0,00 0,19 0,00 0,56
0,00 0,00 0,00 0,04 0,04 0,00 0,38 0,00 0,78
A\ 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,29 0,68 0,02
0,00 0,00 0,00 0,00 0,01 0,00 0,30 0,68 0,03
H 0,00 0,00 0,00 0,05 0,07 0,00 0,72 0,00 0,07
0,00 0,01 0,00 0,07 0,13 0,00 0,78 0,00 0,11
M 0,00 0,00 0,00 0,04 0,05 0,00 0,70 0,00 0,11
0,00 0,01 0,00 0,05 0,12 0,00 0,77 0,00 0,16

Gl. (6) aufzusummieren. Fiir die Kopplung Boden - Bau-
werk sind dies: zum einen alle first-order-und higher-order-
Indizes die sich nur auf die Partialmodelle der Struktur
beziehen, d. h. PM, die vor der Kopplung zur Griindung
liegen, sowie zum anderen der first-order-Index des PM
Pfahl sowie alle Interaktionsindizes dieses Modells, d. h.
alle Einfliisse, die mit dem Pfahlmodell assoziiert sind. Die
Resultate dieser Summen von Indizes sind fiir die Kopp-
lungsgroRen V, H und M in Tabelle 3 aufgefiihrt. Es wird
ersichtlich, dass insbesondere das Fullmoment aber auch
die Horizontalkraft vom Pfahlmodell sowie dessen Inter-
aktionsanteilen abhdngig sind.

Unter Verwendung der errechneten Summen und der
Qualitédt des Datentransfers, Gl. (5), kann die Kopplungs-
qualitit bestimmt werden. Im Rahmen dieses Artikels wer-
den zwei unterschiedliche Kopplungstypen untersucht: die
uni- und die bidirektionale Kopplung. Fiir alle Kopp-
lungstypen ist die Qualitdt des Datentransfers fiir die Vor-
wiirts-Kopplung gleich cqf =1 (perfekte Dateniibertragung).
Die Qualitét des riickwartigen Datentransfers vom Funda-
ment zur Struktur ergibt sich im unidirektionalen Fall zu
cqP = 0 (kein Datentransfer) und im bidirektionalen Fall zu
cq = 1. Nach Gln. (7) und (8) kann in Abhéngigkeit von

Tabelle 3. Einfluss der PM vor und nach der Kopplung auf
die Kopplungsgrofien

Table 3. Influence of PM before and after coupling on the
coupling quantities

Sti | first-order-und higher-order- | first-order-Index des PM
Indizes der Struktur Pfahl sowie alle Inter-
aktionsindizes
2 Siyﬁt Z Si,(x
i<8 i>9
A% 0,98 0,03
H 0,95 0,15
M 0,88 0,23

Tabelle 4. Kopplungsqualitiiten fiir verschiedene Kopp-
lungstypen
Table 4. Coupling qualities for different coupling types

Kopplungsqualitdt CQy unidirektionale | bidirektionale
Kopplung Kopplung

Antwortgroen vor der 0,00 1,00

Kopplung - Struktur, w, u

AntwortgroRen nach der 0,87 1,00

Kopplung - Griindung, s,, s,

der Position der AntwortgroRRe (Struktur oder Fundament/
Boden), fiir die anschlieRend die Gesamtqualitédt bestimmt
werden soll, die Kopplungsqualitédt bestimmt werden (Ta-
belle 4). Wie darin zu erkennen ist, liegt bei Betrachtung
der Kopplungsqualitét fiir Antwortgro8en der Griindung
auch bei einer unidirektionalen Kopplung eine akzeptable
Qualitdat von CQ =0,87. Die Qualitétsverlust im Vergleich
zur bidirektionalen Kopplung, CQ = 1,00, ist mit der feh-
lenden Interaktion zwischen Griindung und Struktur so-
wie deren Einfluss auf die Auflagerkréfte der Briicke zu
erkldaren. Die Qualitédt der unidirektionalen Kopplung fiir
die AntwortgroRRen der Struktur ist CQ = 0,00, da keine
Informationen {iiber die Verformung der Griindung in der
Berechnung der Struktur beriicksichtigt werden konnen.

Im Anschluss an die Bestimmung der Sensitivitats-
indizes und Kopplungsqualitidten sind fiir die Quantifizie-
rung der Gesamtprognosequalitét lediglich die individuel-
len Qualitdten der PM zu ermitteln. Da dies jedoch nicht
Gegenstand dieses Beitrags ist, werden die Qualitéten fiir
gewisse Szenarien angenommen (Tabelle 5). Fiir die Be-
wertung von Kriech- und Kinematikmodellen sei beispiels-
weise auf [17] und [18] verwiesen. Alle nicht in dieser Ta-
belle aufgefiihrten PM werden mit der maximalen Qualitét
von MQ = 1,0 beriicksichtigt. Weiterhin sind in dieser Ta-
belle der angesetzte Kopplungstyp sowie die resultieren-
den Gesamtqualitdten dargestellt.
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Tabelle 5. Gesamtprognosequalitiit in Abhdngigkeit der Partialmodell- und Kopplungsqualitit
Table 5. Total prediction quality depending on quality of partial models and coupling

MQx;. MQschw. MQptan Kopplungstyp | MQGwm MQGwm MQEm MQ%m
1,00 1,00 1,00 unidirekt. 0,92 1,00 0,63 1,00
1,00 1,00 0,50 bidirekt. 0,96 1,00 0,69 0,50
0,50 1,00 1,00 unidirekt. 0,72 0,96 0,63 1,00
1,00 0,50 1,00 unidirekt. 0,90 0,58 0,63 1,00
1,00 1,00 1,00 bidirekt. 1,00 1,00 1,00 1,00

Die resultierenden Prognosequalitdten variieren stark
mit der untersuchten ErgebnisgréRe. Die vertikale Durch-
biegung w beispielsweise wird wesentlich vom Kriechen
und weniger vom Pfahlmodell und deren Kopplung beein-
flusst. Folglich ist die Wahl eines guten Kriechmodells es-
sentiell fiir eine gute Prognose, wihrenddessen die Kopp-
lung zu der Griindung auch vereinfachend unidirektional
Beriicksichtigung finden kann. PM wie bspw. das physika-
lisch und geometrisch nichtlineare Material- bzw. Struktur-
verhalten wirken sich gar nicht auf die Gesamtqualitét aus
und konnen folglich im GZG mit einfachen Modellen be-
riicksichtigt werden. Ahnliche Riickschliisse zur Prognose-
qualitdt konnen fiir die horizontale Verformung der Briicke u
gezogen werden, nur dass hierbei das Schwindmodell im
Wesentlichen die Gesamtqualitét definiert. Anders hinge-
gen verhélt sich die Gesamtqualitét fiir die horizontale
Verformung der Griindung. Infolge der Zwangsbeanspru-
chungen, die durch die Nachgiebigkeit der Griindung teil-
weise abgebaut werden, sind sowohl die Interaktion zwi-
schen den PM als auch die Qualitédt des Pfahlmodells ent-
scheidend. In dem hier vorliegenden Szenario, das lediglich
fiir die Pfahlmodelle geringer Qualitét eine bidirektionale
Kopplung vorsieht, konnen folglich nur niedrige Gesamt-
qualitdten erzielt werden. Lediglich eine hypothetische
bidirektionale Kopplung zwischen hochwertigem Pfahl-
modell und der Struktur erreicht eine angemessene Prognose-
qualitat. In diesem Fall wére die Erhohung der Kopplungs-
qualitdt iiber eine partielle bidirektionale Kopplung iiber
wenige Iterationen zwischen Griindungsmodell und Struk-
turmodell eine geeignete MaBnahme zur Steigerung der
Prognosequalitét bei vertretbarer Rechenzeit. Die Analyse
der vertikalen Setzungen zeigt, dass einzig das Pfahlmodell
die Qualitét definiert und eine unidirektionale Kopplung
mit dem qualitativ h6herwertigen Griindungsmodell ange-
strebt werden sollte.

Da je nach betrachteter AntwortgréRe andere Modell-
kombinationen bzw. Kopplungsmuster zur hchsten Progno-
sequalitét fiihren, sollten vom Ingenieur gegebenenfalls meh-
rere Gesamtmodelle oder ein Gesamtmodell mit einer ho-
hen durchschnittlichen Prognosequalitit verwendet werden.

4 Zusammenfassung und Ausblick

Im vorliegenden Artikel konnte gezeigt werden, dass die
Bewertung eines Gesamtmodells bestehend auf einer Viel-
zahl von Partialmodellen mit Hilfe des vorgestellten Sche-
mas sinnvoll und durchfiihrbar ist. Es ist moglich, das Ge-
samtmodell sowie die Kopplungsqualitdt eines Bauwerks
zu bestimmen und folglich die Qualitédt unterschiedlicher
Modellbildungen qualitativ zu vergleichen. Beispielhaft
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wurde gezeigt, dass ein Partialmodell mittlerer Qualitét in
Verbindung mit einer hohen Kopplungsqualitdt einem
hochwertigen Partialmodell mit einer niedrigen Kopplungs-
qualitét vorzuziehen ist.

Infolge einer hohen Prognosequalitdt wird eine ho-
here Zuverladssigkeit der Prognose sichergestellt, so dass
resultierend daraus niedrigere Modellsicherheitsbeiwerte
angesetzt werden kénnen. Durch vielfache Anwendungen
des Bewertungsschemas auf unterschiedliche Bauwerks-
typen lassen sich Empfehlungen zur Modellierung dieser
Strukturen ableiten. Im Fall eines semi-integralen Bau-
werks sollte hierbei ein besonderes Augenmerk auf kom-
plexere Modelle zur Berechnung der Boden-Bauwerks-In-
teraktion gelegt werden.
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Anwendung effizienter Methoden der Sensitivitats-
analyse zur Untersuchung komplexer Ingenieuraufgaben

Virtuelle Berechnungsmethoden haben in den letzten beiden
Jahrzehnten einen stark ansteigenden Anteil im Entwurfsprozess
von Strukturen und Systemen eingenommen. Numerische Be-
rechnungsverfahren, wie z. B. die Finite-Elemente-Methode, sind
fiir den Einsatz fiir komplexe Problemstellungen mittlerweile sehr
weit entwickelt worden. Die dadurch verfiigharen numerischen
Analysemodelle bieten nun die Méglichkeit, automatisierte ma-
thematische Optimierungsverfahren zur verbesserten Auslastung
sowie stochastische Methoden zu detaillierten Sicherheitsbe-
trachtungen in den virtuellen Entwicklungsprozess einflieBen zu
lassen. Fiir beide Vorgehensweisen hat sich eine Betrachtung
der Wichtigkeit von EingangsgrofRen in Bezug auf relevante Ant-
wortgroRen, die sogenannte Sensitivitdtsanalyse, als sehr sinn-
voll erwiesen. In dem vorliegenden Artikel wird eine effiziente
Methodik zur globalen varianzbasierten Sensitivitdtsanalyse vor-
gestellt. Diese Vorgehensweise ndhert die AntwortgrofSen mit
Hilfe von Ersatzfunktionen an. Im Gegensatz zu existierenden Ver-
fahren wird dabei nicht ausschlief8lich die Reprasentation der
Stiitzpunktdaten, sondern die Prognosefahigkeit neuer, unbe-
kannter Bereiche bewertet. Anhand dieser Qualitatshetrachtun-
gen gelingt es sehr zuverldssig, wichtige Eingangsparameter zu
identifizieren. Das Ersatzmodell wird dann ausschlieflich mit die-
sen Variablen aufgebaut, wodurch ein Einsatz auch fiir komple-
xere Modelle mit vielen Eingangsparametern ermdglicht wird.
Anhand zweier praktischer Anwendungsbeispiele wird der Mehr-
wert dieser Vorgehensweise aufgezeigt.

Keywords: Sensitivitdt; Ersatzmodell; Optimierung; Analyse, stochastische

Application of efficient methods for sensitivity analysis to com-
plex engineering tasks. /n the last two decades virtual simulation
methods have become more and more important in the develop-
ment process of structures and systems. Numerical methods
such as the Finite Element Method have been improved to be ap-
plicable for complex engineering tasks. Today, numerical models
offer the opportunity for automatized mathematical optimization
to improve the performance of a design and stochastic evalua-
tions which enable detailed safety assessment. For both fields
the identification of important input variables with respect to rel-
evant response quantities is very helpful. In the present paper an
efficient method for global variance based sensitivity analysis is
presented. Within this method, meta-models are used to approxi-
mate the response variables based on a relatively small set of
support points. Based on prediction analyses instead of state-of-
the-art goddess-of-fit methods, the presented method identifies
important input variables, which have to be considered within the
approximation models. With this automatic variable reduction
procedure the presented approximation method can be applied

for complex simulation models with many input parameters. By
means of two application examples, the advantages of the pre-
sented method are shown.

Keywords: sensitivity, meta-model, optimization, stochastic analysis

1 Einleitung

Sensitivitdtsanalysen sind dazu geeignet, Unsicherheiten in
Modellantwortgroflen den ModelleingangsgrofRen zuzu-
weisen. Innerhalb einer Robustheitsanalyse mittels virtuel-
ler Modelle konnen mit Hilfe der Sensitivitdtsanalyse im
Falle nichtrobusten Verhaltens des untersuchten Systems
die mal3geblich verantwortlichen Eingangsgrof3en identifi-
ziert und entsprechende MaRRnahmen sinnvoll eingeleitet
werden. Alternativ zur Anwendung innerhalb der Robust-
heitsanalyse ist eine Sensitivitdtsanalyse sinnvoll, um fiir
eine Optimierungsfragestellung wichtige Designvariablen
zu identifizieren und Mechanismen und Zusammenhénge
zu erkennen. Eine Reduktion der Anzahl der zu untersu-
chenden Designvariablen auf wichtige GréRen ermdglicht
meist eine weitaus effizientere Losung des Optimierungs-
problems.

2 Varianzbasierte Sensitivitatsanalyse

Bei der globalen Sensitivitdtsanalyse wird der Einfluss der
ModelleingangsgrofRen auf die ModellantwortgroRen in ei-
nem bestimmten Bereich untersucht. Bei stochastischen
Variablen waren das die Bereiche, die durch die Verteilun-
gen vorgegeben sind, und bei Optimierungsvariablen ent-
sprechen diese dem Designraum, der durch die unteren
und oberen Schranken definiert ist. Bei der globalen vari-
anzbasierten Sensitivitdtsanalyse wird nun nicht der Ein-
fluss an einem lokalen Entwicklungspunkt untersucht, son-
dern die Variation der Antwortgroflen wird der Variation
der Eingangsvariablen zugeordnet [1]. Dabei wird zwischen
Effekten erster Ordnung, welche den Einfluss einer Ein-
gangsgrofie allein beschreiben, und Effekten hoherer Ord-
nung unterschieden, welche die Interaktionen zwischen
den EingangsgroRen darstellen. Fiir praktische Anwendun-
gen sind allerdings existierende varianzbasierte MaRle ent-
weder nicht ausreichend genau (z. B. Korrelationskoeffi-
zienten bilden nur eindimensionale Zusammenhénge ab)
oder sind hinsichtlich der Zahl der Modellauswertungen zu
aufwendig (Sobol Indizes [2] konnen beliebige Zusammen-
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hénge abbilden, benotigen aber mehrere tausend Modell-
aufrufe). Aus diesem Grund hat die Dynardo GmbH ein
Konzept entwickelt, um fiir komplexe Aufgabenstellungen
mit vielen Eingangsvariablen die Variablenwichtigkeiten
mit moglichst wenig Modellaufrufen zu berechnen.

3 Metamodell Optimaler Prognose (MOP)

Bei dem Metamodell Optimaler Prognosefahigkeit werden
die untersuchten ModellantwortgréBen durch eine Appro-
ximationsfunktion ersetzt. Ein etabliertes Vorgehen dafiir
stellt die Antwortflichenmethode dar, bei der generell po-
lynominale Approximationsfunktionen verwendet werden.
Die Approximationsqualitdt wird bei Polynomen in der
Regel mit dem BestimmtheitsmaR abgeschétzt (Coefficient
of Determination — CoD). Allerdings ist dieses MaR fiir
eine geringe Zahl von Stiitzstellen oder mit steigendem
Polynomansatz viel zu optimistisch, wie Bild 1 zeigt. Wei-
terhin ist das Bestimmtheitsmall nur fiir Polynome an-
wendbar, was den Einsatz komplexerer, aber eventuell
genauerer Approximationsmethoden erschwert.

Zur objektiven Bewertung der Approximationsqualitét
von Metamodellen hat die Dynardo GmbH den Koeffizient
der Prognosefihigkeit (Coefficient of Prognosis — CoP) ein-

1.00

gefiihrt [3]. Dieser schitzt auf Basis von Kreuzvalidierungen
die durch das Metamodell erkldrbare Varianz ab. In Bild 2
ist dargestellt, wie sich der CoP fiir eine Moving Least
Squares Approximation (MLS) [4] verhélt. Dabei wird das
erwartete Verhalten, dass wenige Stiitzstellen auch eine
schlechtere Approximationsqualitdt hervorrufen, auch abge-
bildet. Weiterhin zeigt das Bild, dass das lokale angepasste
MLS-Verfahren mit steigender Stiitzstellenanzahl den Funk-
tionsverlauf immer besser reproduzieren kann. Werden in
dem Approximationsmodell nun noch die beiden unwichti-
gen Variablen entfernt, erhoht sich die Approximationsqua-
litdt signifikant. Das bedeutet, dass die Identifikation der
wichtigen Variablen fiir ein komplexes Modell die Anwend-
barkeit von Metamodellen deutlich verbessert und oftmals
erst ermdglicht. Innerhalb der Prozedur zur Generation des
MOP werden nun verschiedene Metamodelltypen mit ver-
schiedenen Variablenkombinationen analysiert. Das opti-
male Metamodell in Kombination mit der optimalen Varia-
blenkombination liefert dann den maximalen CoP (s, Bild 2).

Vergleicht man nun die Approximationsqualitédt des
MOP fiir eine steigende Dimension mit anderen iiblichen
Approximationsmethoden wie Kriging, Support Vector Re-
gression (SVR) oder auch neuronalen Netzwerken (ANN),
so stellt man fest, dass nicht die immer komplexere Appro-
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Bild 1. Analytische nichtlineare Funktion (links) mit frei wichtigen und zwei unwichtigen Eingangsvariablen und Bewer-
tung der Qualitdt der Polynomapproximation (rechts) in Abhdngigkeit der Stiitzstellenanzahl mit Hilfe des Coefficient of

Determination (CoD)

Fig. 1. Analytical nonlinear function (left) with three important and two unimportant input variables and its assessment of

the approximation quality of polynomial model (right) depending on the number of support points by using the Coefficient of

Determination (CoD)
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Bild 2. Konvergenz des Coefficient of Prognosis (CoP) fiir die MLS-Approximation der analytischen Funktion (links) und
CoP in Abhdngigkeit des Approximationsmodells und der Variablenkombinationen (rechts)

Fig. 2. Convergence of the Coefficient of Prognosis (CoP) of an MLS approximation of the analytical function (left) and the
CoP depending on the approximation model and the input variable combinations (right)
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Bild 3. Vergleich der Approximationsqualitit des MOP mit anderen Approximationsverfahren fiir die analytische Funktion
unter Erhéhung der Dimension (Variablen ohne Einfluss werden hinzugefiigt)

Fig. 3. Comparison of the approximation quality of the MOP and other approximation methods by means of the analytical
function with increasing dimension (dummy variables are added to the approximation model)

ximationsmethodik sondern die sinnvolle Reduktion des
Variablenraumes die Analyse hochdimensionaler Probleme
erméglicht (Bild 3).

Unter Verwendung der gefundenen optimalen Appro-
ximation im optimalen Variablensubraum werden schluss-
endlich die Wichtigkeiten der Eingangsvariablen mit So-
bol-Indizes abgeschitzt. Die Gesamtqualitdt des MOP ge-
geben durch den CoP gibt nun einen Hinweis auf die nicht
erkldarbare Varianz und liefert Indizien fiir mégliche nume-
rische Ungenauigkeiten im Modell, auch Solverrauschen
genannt, oder stark nichtlineare Effekte.

4 Anwendungen
4.1 Optimierung einer Dachkonstruktion

In dem ersten Anwendungsbeispiel wurde eine Dachkon-
struktion in zwei Ausfiihrungsvarianten (Bild 4) hinsicht-
lich wichtiger EinflussgroRRen untersucht. Dabei sollte das
Design der Dachkonstruktion flichendeckend fiir den Be-
reich Deutschland gestaltet werden, sodass fiir jeden belie-
bigen Standort eine optimale Konstruktionsvariante mit
genau definierter Abmessung vorgelegt werden kann. Ein-
zig die Grundform als freistehendes Pultdach aus Stahlpro-
filen war vorgegeben.

Um die optimale Dachkonstruktion mit Hilfe einer
Formoptimierung fiir jede Region zu bestimmen, war es
sinnvoll, zunéchst verschiedene Dachvarianten zu entwi-

ckeln, um die jeweils beste Losung des Optimierungspro-
blems zu finden. Die Variantenuntersuchung umfasste dabei
zwei Pultdachkonstruktionen (s. Bild 4). Wahrend im Dach-
modell A die Dachplatten auf zwei Randpfetten aufgelagert
wurden, wurde im Dachmodell B fiir die Lagerung noch
eine zusétzliche Mittelpfette angebracht. Alle Pfetten (I-Pro-
file) wurden wiederum von einen darunterliegenden Spar-
ren (U-Profil) getragen. Der Sparren war biegesteif mit einer
Stiitze (I-Profil) im Modell A bzw. mit zwei Stiitzen (I-Pro-
file) im Modell B verbunden. Die beiden Pultdachkonstruk-
tionen wurden in ANSYS als parametrische FE-Modelle
(ohne die Dachplatten) modelliert. Als variable Eingangs-
groBBen dienten dazu Geometrieparameter wie Sparren-
lange, Stiitzenabstand in Querrichtung, Dachneigungswin-
kel, Stiitzenhohe, Pfettenldnge und die Anzahl der Dachfel-
der. Des Weiteren wurden die Materialeigenschaften der
Stahlprofile als diskrete Parameter sowie die Standortpara-
meter Geldndehohe, Schnee- und Windlastzone definiert.
Als Optimierungsziel wurde die Minimierung der Ge-
samtmasse der Konstruktion gew#hlt. Neben dem Ziel der
Materialreduzierung mussten die Dachkonstruktionen auch
auf eine statisch ausreichende Tragfdhigkeit, nach den gel-
tenden Normen, nachgewiesen werden. Dabei wurden in
der Bemessung die regional gegebenen Lasten aus Schnee-
und Windlast sowie das Eigengewicht der Konstruktion
beriicksichtigt. Die linear elastische Nachweisfiihrung der
einzelnen Profile und auch des gesamten Systems wurde in

§

P

Bild 4. FEM-Modell der untersuchten Dachkonstruktionen mit zwei Dachpfetten (links, Variante A) und drei Dachpfetten

(rechts, Variante B)

Fig. 4. FEM model of the investigated roof structure with two stringers (left, variant A) and with three stringers (right,

variant B)
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Bild 5. Normalspannung der Randpfette in Modell A: Approximation mit linearem und quadratischem Polynom sowie mit
dem MOP (oben: 3D-Subraumplot, unten: auf Basis des Approximationsmodells ermittelte Einzelwichtigkeiten der Ein-

gangsvariablen)

Fig. 5. Normal stress of the outer stringer in model A: Approximation using a linear and quadratic polynomial as well as the
MOP (top: 3D subspace plot, bottom: sensitivity indices of the input variables obtained with the approximation model)

ANSYS durchgefiihrt. Die Nachweise beinhalteten Span-
nungs-, Querschnitts- und Biegedrill- bzw. Biegeknicknach-
weise sowie Nachweise fiir die Gebrauchstauglichkeit. Wei-
tere Informationen zu den Nachweisen sind [5] zu entneh-
men.

Fiir beide Dachvarianten wurde die vorgestellte Sen-
sitivitdtsanalyse mittels Metamodell Optimaler Prognose
durchgefiihrt und mit den Ergebnissen einer Analyse mit-
tels linearer und quadratischer Polynome verglichen. Da-
bei wurden 500 Stichproben der Designparameter mit der
Latin Hypercube-Methode erzeugt und mit dem nu-
merischen Modell ausgewertet. In Bild 5 sind die sich erge-
benden wichtigen Einflussgrolen exemplarisch fiir die
maximale Normalspannung in den Randpfetten in Dach-
variante A dargestellt. Das Bild zeigt einen deutlichen
nichtlinearen Einfluss von Geldndehohe und Schneelast-
zone. Dieser Einfluss wird von dem MOP sehr gut wie-
dergegeben, hohe Bestimmtheiten (CoP-Werte) werden
erreicht. Unter Verwendung eines linearen Ansatzes aller-
dings kann der Zusammenhang nur zu 57 %, mit Hilfe
eines quadratischen Polynoms nur zu 81 % erklart werden.
Weiterhin zeigen die Einzelwichtigkeiten des quadrati-
schen Polynoms sichtbare Abweichungen (die Summe der
Col-Werte liegt weit unterhalb des Gesamt-CoD), dies ist
durch die hohe Anzahl von Polynomkoeffizienten begriin-

det (19 Eingangsvariablen entsprechen bereits 210 Koeffi-
zienten). Das heil$t, weniger als 500 Modellauswertungen
bei nur 19 Eingangsvariablen sind mit einem quadratischen
Polynommodell kaum sinnvoll auszuwerten.

Dieser Effekt wird bei Dachvariante B noch verstarkt
(Bild 6): Da in diesem Modell 25 Eingangsgroflen als
Designvariablen definiert wurden, ist die Prognosefahigkeit
des quadratischen Polynommodells (351 Koeffizienten)
kaum besser als die des linearen Modells. Die relativ hohen
Werte des CoD tduschen allerdings eine bessere Approxima-
tionsqualitédt vor. Mit Hilfe des MOP ist die Prognosefédhig-
keit dhnlich hoch wie bei Variante A und sinnvolle Aussa-
gen zum Einfluss der Designvariablen konnen getroffen
werden. Analog zur Dachvariante A sind auch bei Variante
B die Geldndehohe sowie die Schneelastzone massgebend.
Weitere Ergebnisse dieser Analysen sind in [5] zu finden.

4.2 Optimierung von Geschwindigkeits-Zeit-Verlaufen eines
Fahrzeugs

In dem zweiten Anwendungsbeispiel war es die Aufgabe,
den Geschwindigkeitsverlauf eines Fahrzeuges iiber eine
bestimmte Fahrstrecke zu optimieren. Dabei sollten Rand-
bedingungen wie eine vorgegebene Maximalgeschwindig-
keit, maximale und minimale Beschleunigungen eingehal-
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ten werden. Das numerische Berechnungswerkzeug war
allerdings nicht in der Lage, das Abbremsverhalten konsis-
tent abzubilden. Innerhalb des letzten Zeitschritts vor ei-
nem Haltepunkt wurde die Geschwindigkeit numerisch zu
Null gesetzt. Durch diesen ,Trick“ hat sich allerdings ein
Beschleunigungs-Zeit-Verlauf ergeben, der Singularitats-
stellen aufweist (Bild 7).

Aufgrund dieser Singularitdtsstellen konnte die mini-
male Beschleunigung, welche aus dem Zeitsignal abgegrif-
fen wurde, nicht ausreichend genau bestimmt werden. Als
Resultat konnte der Optimierungsalgorithmus nicht kon-
vergieren (Bild 8).

Dieser Sachverhalt hétte sich mit einer Voranalyse mit
dem Metamodell Optimaler Prognosefidhigkeit bereits auf-
zeigen lassen konnen: Die Variation der minimalen Be-
schleunigung aus dem Zeitverlauf liel8 sich Hilfe der Varia-
tion der Eingangsvariablen nur zu 45 % erkldren. Das
heil3t, nicht erkldarbares Verhalten, sogenanntes Solverrau-
schen, dominiert diese AntwortgréRe. Infolge kleiner Ver-
dnderungen der Eingangsvariablen kommt es zu grof3en
Verdnderungen der AntwortgroRe (auch in Bild 7 ersicht-
lich). Das Berechnungsmodell verhélt sich somit nicht ro-
bust und ist daher nicht fiir eine automatische Optimie-
rung mit deterministischen Verfahren geeignet. Moglich
wiére in dem Fall nur die Anwendung zufilliger Suchstra-
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tegien, wie Evolutiondrer Algorithmen, die allerdings weit-
aus mehr Modellauswertungen benotigen und wesentlich
ungenauere Ergebnisse liefern.

Mit Hilfe der Ergebnisse des MOP konnte allerdings
doch eine erfolgreiche Optimierung durchgefiihrt werden:
Wenn man die minimale Beschleunigung nur in dem Be-
reich abfragt, der die Singularitatsstelle nicht umfasst, ist die
Erklédrbarkeit dieser Gro3e wieder gegeben, wie in Bild 9
dargestellt.

Die Anwendung zeigt, dass das MOP nicht nur zur
effizienten Identifikation von wichtigen EinflussgrofZen
verwendet werden kann, es kann auch zur Analyse der
Modellrobustheit gegeniiber kleinen Anderungen der Ein-
gangsgroflen benutzt werden. Diese Vorgehensweise liefert
somit auch wichtige Erkenntnisse zur richtigen Modell-
oder AntwortgréBenwahl fiir eine anschlieende System-
optimierung.

5 Zusammenfassung

In dem vorliegenden Artikel wurde eine effiziente Methode
zur varianzbasierten Sensitivitdtsanalyse an praxisrelevan-
ten Anwendungsbeispielen demonstriert. Analog zur direk-
ten varianzbasierten Analyse werden bei dem Metamodell
Optimaler Prognose die Beitrdge einzelner Eingangsvariab-
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Bild 6. Normalspannung der Randpfette in Modell B: Beitrag der EingangsgrofSen zur Variation der Normalspannung bei
Approximation mit linearem und quadratischem Polynom sowie mit dem MOP
Fig. 6. Normal stress of the outer stringer in model B: Sensitivity indices of the input variables using a linear and quadratic

polynomial as well as the MOP
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Bild 7. Beschleunigungs-Zeit-Verlauf einer numerischen Geschwindigkeitssimulation mit Singularitdtsstellen im Abbrems-
bereich (dargestellt sind 100 Berechnungsliufe mit leicht variierten Eingangsparametern)
Fig. 7. Acceleration-time-diagram of a numerical velocity simulation with singularity points in the braking phase (100 simu-

lation runs with slightly varying input parameters are shown)
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Bild 8. Konvergenzverldufe der minimalen Beschleunigung (Nebenbedingung) und des Kraftstoffverbrauchs (Zielfunktion)
wdhrend der Optimierung mit einem adaptiven Antwortfldchenverfahren
Fig. 8. Convergence history of the minimum acceleration used in the constraints and the fuel consumption used as objective
function during an optimization run with an adaptive response surface method
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Bild 9. Erkldrbare Variation der minimalen Beschleunigung unter Verwendung des vollen Wegintervals (links, 0 bis 3109 m),
unter Verwendung eines leicht reduzierten Intervals (Mitte, 0 bis 3108 m) und unter Verwendung eines Intervals ohne die
Singularitdtsstelle (rechts, 0 bis 3100 m)

Fig. 9. Explainable variation of the minimum acceleration by using the full displacement interval (left, 3109 m), by using a
slightly shorter interval (middle, 3108 m) and by using a shorter interval outside the singularity point (right, 3100 m)
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Integral bridges: sensitivity of limit state modelling

Sensitivity analyses regarding the numerical global models of
entire structures quantify the influence of different model classes
(phenomena) according to the structural response values. Changes
in the geometry of some building components in a generally
unchanged structural system can have a high influence on the
load-bearing behaviour. Therefore, the sensitivity of the model
classes will be modified. The phenomena considered in the simu-
lation for the semi-integral concrete bridges are the creep and
shrinkage of concrete, the material modelling of reinforced con-
crete, the geometric nonlinearities, the thermal actions and the
stiffness prediction of the pile group foundation. The concrete
bridges consist of three spans, two abutment axes and two pier
axes. The connection between the pier top and the superstructure
is monolithic and the bearing between the superstructure and the
abutments is performed using sliding bearings (semi-integral con-
crete bridge). The influence of the varying pier heights according
to the sensitivity of the model classes is quantified in the paper. In
addition, the assessment of the structural behaviour due to the
serviceability limit state (SLS) and the ultimate limit state (ULS)
makes it possible to emphasize conclusions with practical civil
engineering relevance.

Keywords: integral bridge; material modelling; sensitivity analysis; partial
model, global model

Integrale Briicken: Sensitivitatsanalysen unter Beriicksichtigung
der Grenzzustéande. Sensitivitdtsuntersuchungen an numerischen
Gesamtmodellen beliebiger Bauwerkstypen quantifizieren den
Einfluss verschiedenster Modellklassen (Phdnomene) in Bezug
auf die StrukturantwortgréBen. In einem prinzipiell unverédnder-
ten Tragsystem kénnen variable Geometrieabmessungen der am
Lastabtrag beteiligten Tragwerksglieder dabei das Tragverhalten
soweit beeinflussen, dass es zu Verédnderungen in den Sensitivi-
taten der Modellklassen kommen kann. Der vorliegende Beitrag
analysiert das Tragverhalten semi-integraler Massivbaubriicken
mit Hilfe der quantitativen Analyse des Einflusses verschiedens-
ter Modellklassen. Fiir diese Sensitivitdtsanalyse sind die dabei
beriicksichtigen Phdnomene das Materialverhalten von Stahlbe-
ton, das Kriechen und Schwinden von Beton, die geometrischen
Nichtlinearitédten, die Temperatureinwirkungen und die Pfahlgriin-
dungssteifigkeiten. Die Briicken bestehen aus drei Feldern, zwei
Widerlagerachsen und zwei Pfeilerachsen. Die Verbindung zwi-
schen Pfeilerkopf und Uberbau ist monolithisch ausgefiihrt, und
im Auflagerbereich der Widerlager werden horizontale Gleitlager
eingesetzt (semi-integrales Briickenbauwerk). Der Einfluss ver-
schiedener Pfeilerhéhen auf die Sensitivitdten zwischen den ge-
nannten Modellklassen wird in diesem Artikel quantifiziert. Die
Auswertung des Tragverhaltens der Gesamtstruktur unter den
Bedingungen der Grenzzusténde Gebrauchstauglichkeit und

Tragfahigkeit ermdglichen dabei zusétzliche Erkenntnisse von
ingenieurbaupraktischer Relevanz.

Keywords: Briicke, integrale; Material-Modellierung; Sensitivitdtsana-
lyse; Partialmodell, Gesamtmodell

1 Introduction

The analyses of the global structural models (GM) induce
the coupling of different phenomena, the so-called partial
models (PM). Examples for the PM to be mentioned here
are the description of the material behaviour, the creep
and the shrinkage of concrete or the prediction of the
foundation stiffness. In the global model with the subordi-
nate partial models, the prediction quality of each of the
PM has an influence according to the overall prediction
quality of the global model. The application of the sensi-
tivity analysis allows the quantification of the importance
of each PM with respect to the structural response value
of the GM. Both information, the prognosis quality of
each phenomena and the corresponding sensitivity, ena-
bles the quantification of the overall prognosis quality of
the entire structural model. The paper [1] focuses on the
quality evaluation of the coupled partial models and the
consequence of different coupling scenarios between the
superstructure and the pile foundation of a semi-integral
concrete bridge.

The present paper addresses the influence of varying
pier heights of semi-integral concrete bridges on the global
load-bearing behaviour. The sensitivity analyses according
the model classes considered in the global model evaluate
the structural behaviour in a quantitative manner. In addi-
tion, different loading conditions according to the limit
states are considered in the sensitivity analysis. Variations
in the sensitivity indexes express a modified structural be-
haviour caused by the geometric conditions of the varying
bridge piers or the limit state conditions. In consequence,
the global model prognosis quality will change relatively
to the sensitivity assessment. The analyses of the impor-
tance of the considered phenomena in the numerical
model of the semi-integral bridges and the evaluation of
the relative changes in the sensitivities are the main focus
of the paper.

The interaction of the bending stiffness and the axial
stiffness between the superstructure, the piers and the foun-
dation has a high influence on the design of integral bridges
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[2] to [5]. Therefore, bridge piers with varying cross-section
stiffness and pier heights (H; =5, H, = 10 m) are considered
in the paper in order to analyse the interplay between the
structural components. In addition, the load level has a sig-
nificant influence on the response of the structure, on the
“activated” physical effects and finally on the sensitivity of
the partial models. Therefore, the serviceability limit state
as well as the ultimate limit state is taken into account in
the assessment of the sensitivity.

2 Global model, partial models and sensitivity analysis

The numerical simulation of entire structures leads to a sub-
division of the structure into structural components, such
as superstructure and substructure. The parts are modelled
by their associated partial models. The coupling between
the PM connects the different phenomenon into the global
model. Variance based global sensitivity estimators allows
the quantitative assessment of the importance of a certain
PM with respect to the total variance of all possible model
combinations. It is possible to evaluate the influence of each
phenomenon for several structural response values (dis-
placements, strains, stresses, section forces). The first-order
sensitivity index S; [6] computes the exclusive influence of
one PM according the structural behaviour. The total-ef-
fects sensitivity index St [7] calculate the overall influence
of a certain partial model considering the interaction with
the other considered PM in the global model. In this paper,
the total-effects sensitivity index is used for the quantifica-
tion of the importance of the model classes. For more de-
tailed information about the partial models, the global
model and the sensitivity analysis, the authors recommend
the paper by Keitel et al. [1].

@ ® single box girder ©
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3 Semi-integral concrete bridges with varying pier heights
3.1 Geometry and material properties

The bridges consists of three bridge spans with correspond-
ing span lengths of 40 m (side spans) and 48 m (mid span).
The longitudinal geometry of the semi-integral concrete
bridges and the tendon profile is shown in Fig. 1. Varying
pier heights of 5 and 10 are considered in combination
with steady geometry conditions of the superstructure. A
pile foundation row with a single-row assembly in the
transverse direction of the bridge superstructure is chosen.
The pile row consists of four piles with a pile length Lp of
25.0 m, a pile diameter Dp of 1.0 m and a pile spacing s of
2.0 m. The pile foundation rows are placed at the bridge
axes B and C.

The cross-section of the superstructure is a single box
girder with a width of 14.50 m and a height of 2.35 m (see
Fig. 2). The width is a standard cross-section of a two-lane
motorway. The slenderness ratio A = L/H of prestressed
concrete box girders is between compact cross-sections with
A =13 and slender box girders with A = 40. The cross-section
height of 2.35 m with respect to the span lengths of 40 m
and 48 m lead to a slenderness ratio approximately of 17
and respectively 20.

The cross-section geometry of the bridge piers with
the different pier heights is predesigned using the pier slen-
derness ratio A =1y/i with |, the effective column length and
i the radius of inertia of area. For typical bridge piers, the
slenderness is approximately between 50 and 70 [8].

The following reinforcement ratio wg;:
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| Fig. 1. Longitudinal geometry of semi-

A, =247.5 cn? Apy=292.5 cm?

integral concrete bridges and tendon ec-
centricity with respect to box girder cen-
ter line

Bild 1. Geometrie der Briickenldngsrich-
tung der semi-integralen Betonbriicken
mit Spanngliedverlauf in Bezug auf die
Exzentrizitdt zur Schwerpunktlinie des
Hohlkastenquerschnittes
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Fig. 2. Cross-section geometry of the box girder for the superstructure of the semi-integral concrete bridges
Bild 2. Geometrie des Hohlkastenquerschnittes fiir den Uberbau der semi-integralen Briicken
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is used in order to determine the amount of reinforcement
bars. The properties of the piers in relation to the varying
pier heights are shown in Fig. 3 and are listed in Tab. 1.
The material properties of the concrete, the reinforc-
ing steel and the prestressing steel for the superstructure

and the piers are listed in Tab. 2.

3.2 Predesign of prestressing tendons

The proof of decompression in the serviceability limit state
is used for the predesign of the prestressing tendons. There-
fore, the German national annex for the specific design re-
quirements of concrete bridges (DIN EN 1992-2 [12]) request
the quasi-permanent load combination for the decompres-

Table 2. Material properties of superstructure and piers for
concrete according to DIN EN 1992-1-1 [9], for reinforcing
steel acc. To DIN 488-1 [10] and for prestressing steel acc. to
DIN prEN 10138-3 [11]
Tabelle 2. Materialparameter des Uberbaues und der Pfeiler fiir
Beton nach DIN EN 1992-1-1 [9], fiir Betonstahl nach DIN
488-1 [10] und fiir Spannstahl nach DIN prEN 10138-3 [11]

:{(].40

Pier 1 with h = 0.40 m
for H = 5.00m

Pier 2 with h=0.80 m

l .80 for H, = 10.00 m

Fig. 3. Cross-section geometry of the piers for the semi-integral concrete bridges
Bild 3. Geometrie der Briickenpfeiler der semi-integralen Briicken

stressing force is assumed to be 15 % (order of magnitude
10 % to 20 % [13]). The critical design sections are the cross-
section bottom layers at the side spans and mid span and
the top layers of the superstructure at the frame corner
between the superstructure and the piers. The tensile stresses

. Tk - Material Unit Superstructure | Piers
sion criteria of post-tensioned superstructures. The amount Property
of the necessary prestressing stfeel area is predgmgnec.l with P ete C 40/50 C30/37
the deflection force method. This methodology is applicable CEM CEM 525N | CEM 1425
for the computation of the section forces caused by a con- : :
stant prestressing force (expressed by deflection forces). The | Eem [MN/m?] | 35,000 33,000
creep and the shrinkage of the concrete reduce the prestress- | Eco [MN/m?] | 36,750 34,650
ing force of the tendons. In the predesign, the loss of pre- | £, [MN/m2?] |48.0 38.0

2
Table 1. Comparison of the pier properties for the varying pier fer [MN/m2] | 28.9 217
heights fetm [MN/m?| | 3.5 2.9
Tabelle 1. .Verg”leich der Pfeilerparameter fiir die unterschied- Reinforcing Steel B 500 B
lichen Pfeilerldngen
E, [MN/m?| 200,000

Property Unit Pier 1 Pier 2 fy [MN/m?2] 500

pier height H [m] 5.00 10.00 fir [MN/m2] 550

effective length lg [m] 5.75 11.50 fir [MN/m?2] 594

slenderness A 50 50 Prestressing Steel Y 1770 S7 - 16.0A

cross-section b x h [m] 7.00 x 0.40 | 7.00 x 0.80 Eg [MN/m?| 195,000

reinforcement ratio | wy; [-] 0.30 0.25 fh0,1k [MN/m?] 1,520

amount of Aq; [em?] 328.5 547.5 fpo1r [MN/m?] 1,672

reinforcement for [MN/m2] 1,947
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of the concrete are controlled to be excluded under the
quasi-permanent combination in order to fulfil the check of
decompression. The result of the predesign are 11 prestress-
ing tendons in the side spans (A, =247.5 cm?) and 13 pre-
stressing tendons at the mid span (A, =292.5 cm?).

3.3 Limit states and material modelling

The serviceability limit state (SLS) and the ultimate limit
state (ULS) are considered in the quantification of the sen-
sitivity of the phenomena. The timeline of the loading- and
restraint conditions for the semi-integral bridges are show
in Fig. 4 and the time steps in the analysis are:
- 3d begin of the shrinkage of the superstructure and
the piers
- 10d begin of the creep of the concrete structural com-
ponents,
loading condition: dead load, prestressing load,
temperature load
- 150d bridge opens to traffic,
loading condition: additional traffic load,
- construction stages are not considered in the simulation.

The quasi-permanent load combination (see Eq.(2)) is ap-
plied according to the SLS and the permanent load com-
bination (see Eq. (3)) is used for the ULS [14].

E§perm = Z Egij+Ep + Z‘Vz,i “Eqi; 2)
=1 i>1
E;=), Ye, Eckjt Ve Epc +Yq1 Equi + 3)

j21

+ 2 YqQi Voi Eqki

i>1

The compressive stresses of the concrete layers in SLS are
controlled to be less than 6. < 0.4 - ... A linear-elastic ma-
terial behaviour of the concrete in this compressive stress
ratio can be generally assumed. Therefore, the concrete is
modelled as a linear-elastic material with the secant modu-
lus of elasticity E.y, [15]. The cracking of the concrete in
the layers subjected due to tension is modelled with the con-
sideration of the tension-stiffening effect after reaching the
average concrete tensile strength f.(,. In the area effected
by the reinforcement, defined to 2.5 times the distance of
the level of the steel centroid to the boundary layer of the
cross-section, the tensile stresses decreases to By - f.y,. This
model [15] assumes a constant contribution of the concrete
after cracking, expressed by the reduction factor B;. The
long-term loading condition in the SLS lead to a time depen-
dency of the reduction factor due to creep of bond. There-
fore B; reduces over time from B;=0.40 (t=0) to B;=0.25
(t = =) [15]. In the other “unreinforced” concrete layers of
the cross-section the tensile stresses decreases immediately
to zero for higher strains than €., = fo/Ecm. In the SLS,
the reinforcing bars and the prestressing tendons are mod-
elled as linear-elastic materials.

The ULS defines significant higher loading levels.
Therefore, the response of the structure is influenced by
the non-linear physical effects. Therefore, the assumption
of the physical linearity of the material models is not ap-
propriate. A non-linear simulation of the entire structure
requires a level of safety (reliability), which is comparable
with the conventional cross-section design methods using
the linear-elastic determination of the section forces. The
main limit state equation for the non-linear simulation of
structures is defined by the non-linear safety concept of
DIN EN 1992-1-1/NA [9] with the permanent load combi-
nation (yg = 1.3, see Eq. (4)):
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EdSE:RZYRx 4)
Tr

X [2 Y6,iBak,j + YpEpc + YQ,1EQ1<,1Z YqQiVo,Eqxi

21 i>1

The reduced quantile material properties (including the ma-
terial safety factors) are used for the design of structures with
the linear-elastic computation of the section-forces and the
subsequent design of the critical cross-sections. In contrast,
the “calculation values” (expressed by index “R”) are defined
for the material properties in the case of the non-linear
design concept. The failure of the system is controlled by
the maximum limit strains of the concrete or the reinforc-
ing steel. In consequence, the model selection of adequate
stress-strain relations for the material description is funda-
mentally important for the non-linear simulations. The be-
haviour of the concrete under compression is modelled
using Eq. (5) with n=¢./e; and k=1.05-E, - | €l | /fer
according to [9]:

o, _ kmn-n?
fom  1+(k-2)m

=f, =fz=085-0, f,=0, =100

(5)

The stress-strain relations under compression for the con-
crete superstructure and the concrete piers are shown in
Fig. 5.

The material behaviour of the concrete cracking un-
der tension is similar to the service load level, except the
reduction factor B;. The ultimate limit state is a short-term
loading state. Hence, the reduction factor is time-indepen-

50
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£ i B T e, .
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compressive strain g, [10]

Fig. 5. Concrete Material models under uniaxial compres-
sion for serviceability limit state (SLS) and ultimate limit
state (ULS), C30/37 for bridge piers, C40/50 for box girder
Bild 5. Material-Modelle fiir Beton unter einaxialer Druck-
beanspruchung fiir den Grenzzustand Gebrauchstauglich-
keit (SLS) und Tragfahigkeit (ULS), C30/37 fiir die Briicken-
pfeiler, C40/50 fiir den Hohlkasten
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dent and has a constant value of ; = 0.40. The reinforcing
and prestressing steel in the ULS are modelled as bi-linear
materials with the “calculation values” according to [9] (see
Tab. 1).

3.4 Model classes considered and structural response values

The variance based sensitivity analysis with the discrete
random parameters quantifies the importance of the con-
sidered model classes in the global model of the structure.
The model classes cracking of the concrete due to tension
in the superstructure and in the piers, the creep and the
shrinkage of concrete, the geometric non-linear kinematic,
the thermal actions and the foundation stiffness are taken
into account for the simulation of the semi-integral con-
crete bridges. Hence, 7 model classes are considered in the
sensitivity analysis and the necessary number of model
combinations in the SLS and ULS is 27 = 128. Detailed
comments according the material modelling of the con-
crete are explained above in Sec. 3.3. The creep and the
shrinkage of the concrete are computed using the model
according to Model-Code 90-99 [16]. The non-linear kine-
matic equation between the local displacements and the
strains is considered for the model class geometric kine-
matic. Thermal actions of the superstructure and the piers
are applied according to the specifications of Eurocode 1
[17]. The thermal loading condition of the superstructure is
the contraction state with the constant part ATy ¢on =-26 K
and the linear temperature cooling gradient of the magni-
tude ATy ¢o01 = -5 K. The piers of the concrete bridge are
loaded due to a linear temperature gradient of ATy; =+5 K.
The vertical, the lateral and the rotational stiffness of the pile
foundation are modelled by linear or non-linear springs
according to Randolph [18], [19] and Poulos [20].

The sensitivity analysis according to the model classes
considered is strongly dependent on the structural response
values. The importance of the model classes will change
with respect to the various response output values, which are
typically the horizontal deformations, the vertical deforma-
tions, the concrete stresses, the reinforcing steel stresses and
the prestressing steel stresses. Therefore, the presented results
are limited to the concrete stresses at the bottom level of the
prestressed single box girder. This concrete stress has to be
limited in the serviceability limit state due to compression
and is additionally controlled due to tension by the prestress-
ing tendons (proof of decompression). In the ultimate limit
state, the assessment of the importance of the model classes
according to the concrete stress allows a clear insight in
the potential structural stiffness reduction. The results of the
sensitivity analysis according to the concrete stress at the
bottom layer of the box girder considering the different pier
heights and different limit states are shown in the Sec. 4.

4 Sensitivity analysis due to limit states and
varying pier heights

In the following graphs of the subsections (Sec. 4.1 and 4.2),
the horizontal axis express the position in the longitudinal
direction of the superstructure. The side spans have a span
length of 40 m and the mid span has a span length of 48 m.
Therefore, the pier axes are illustrated in the graphs by ver-
tical lines at the position 40 m and respectively 88 m. The



overall superstructure length of the semi-integral bridges is
128 m. The vertical axis in the graphs show the total-effects
sensitivity index S+;, which takes the possible interactions
between the model classes into account. A high influence
of a certain phenomenon is expressed by higher sensitivity
index. Therefore, the quality of the prediction of this par-
tial model, compared with the less sensitive phenomena,
will have a higher influence on the global model quality.

4.1 Serviceability limit state

The assessment of the sensitivity of the different model
classes considered is evaluated for the concrete stresses at
the bottom level of the prestressed box girder. In case of the
pier height of 5 m, Fig. 6 shows the results due to SLS. The
results for the pier height of 10 m are similarly presented
in Fig. 7. In general, a significant influence of the model
classes shrinkage and creep of the concrete are visible in the
range of the side spans and the mid span. These internal
restraint effects induce additional strains in the concrete
layers, which results in a high influence of both model
classes caused by the statically indeterminate structure. At
the position of the monolithic connection between the su-
perstructure and the piers, the thermal action and the
foundation stiffness have a recognisable sensitivity.

The influence of the bridge piers with the varying pier
heights and the corresponding cross-section stiffness is
mainly obvious at the connection frame point between the
box girder and the rectangular piers. In case of the longer
pier height of 10 m, the thermal actions at these longitudi-
nal positions of the superstructure (both pier axes) have a
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less influence on the concrete stress. The model class “ther-
mal action” has a magnitude of the sensitivity for H; =5 m
of S11<0.66 and in case of Hy =10 m of St; < 0.54. The
importance of the model class “foundation stiffness”, on
the other hand, is concurrently changed from St; < 0.20
(H;=5m) to S1;<0.31 (Hy =10 m). This variation in the
sensitivity of both model classes is caused by a higher flex-
ibility of the longer bridge piers. In addition to the cross-
section stiffness itself, the pile foundation model has a cru-
cial influence on the prediction of this bridge pier stiffness.
Therefore, the sensitivity of the model class “foundation
stiffness” increases consequently.

4.2 Ultimate limit state

The results of the sensitivity analysis due to the ULS are
illustrated in case of the pier height of 5 m in Fig. 8 and are
similarly presented for the pier height of 10 m in Fig. 9. The
position of the traffic tandem load is applied at the left side
span (position: 14.75 m). Hence, the higher loading condi-
tion in the range of the left side span cause more non-linear
material response. In addition, this bending stiffness degra-
dation is also recognizable at the left frame connection point
between the box girder and the bridge pier. For the semi-in-
tegral concrete bridges, the visible importance of the restraint
effects in the serviceability limit state are caused by the
model classes “creep”, “shrinkage” and “thermal action”. In
the ultimate limit state, the reduction of the cross-section
stiffness due to the tensile cracking at various positions of
the bridge results in the degradation of the restraint effects.
The interaction between the material non-linear behaviour

height of piers : 5 m
serviceability limit state
concrete stress at bottom level
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Fig. 6. Total-effects sensitivity index of model classes considered with respect to the length coordinate of the superstructure,
pier height 5 m, serviceability limit state, concrete stresses at bottom level of box girder

Bild 6. Total-effects Sensitivitétsindex der berticksichtigen Modellklassen in Abhdngigkeit der Lédngenposition am Briicken-
tiberbau, Hohe der Briickenpfeiler 5 m, Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit, Spannungen Unterseite Hohlkastentrager
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Fig. 7. Total-effects sensitivity index of model classes considered with respect to the length coordinate of the superstructure,
pier height 10 m, serviceability limit state, concrete stresses at bottom level of box girder

Bild 7. Total-effects Sensitivitdtsindex der beriicksichtigen Modellklassen in Abhdngigkeit der Lingenposition am Briicken-
tiberbau, Hohe der Briickenpfeiler 10 m, Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit, Spannungen Unterseite Hohlkastentrdger
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Fig. 8. Total-effects sensitivity index of model classes considered with respect to the length coordinate of the superstructure,
pier height 5 m, ultimate limit state, concrete stresses at bottom level of box girder

Bild 8. Total-effects Sensitivitdtsindex der berticksichtigen Modellklassen in Abhdngigkeit der Ldngenposition am Briicken-
tiberbau, Hohe der Briickenpfeiler 5 m, Grenzzustand der Tragfihigkeit, Spannungen Unterseite Hohlkastentrdger
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Fig. 9. Total-effects sensitivity index of model classes considered with respect to the length coordinate of the superstructure,
pier height 10 m, ultimate limit state, concrete stresses at bottom level of box girder

Bild 9. Total-effects Sensitivitétsindex der berticksichtigen Modellklassen in Abhdngigkeit der Lédngenposition am Briicken-
tiberbau, Hohe der Briickenpfeiler 10 m, Grenzzustand der Tragfihigkeit, Spannungen Unterseite Hohlkastentrdger

and the restraint effects are generally observable in stati-
cally indeterminate structures [21].

The comparison between the quantitative total-effect
sensitivity indices for the bridge pier heights of 5 m and 10 m
show a similar relation between the importance of the
model classes in the left side span and the mid span. The
high non-linear stiffness reduction (model class “cracking
tension superstructure”) is so dominant, that the effect of the
pier height on the sensitivity is overlapped in comparison
to the other model classes. The prediction of the concrete
stress at the bottom level of the box girder is mainly influ-
enced in the ultimate limit state by the material modelling
of the superstructure. In the range of the right side span, the
loading level is less compared to the left side span (tandem
traffic load at 14.75 m). Hence, the allowance of the cracking
of the superstructure is less important. This will changed in
the opposing way, if the point of applied load for the tandem
load is transferred to the right span. However, some impor-
tance of the tensile cracking of the box girder and a notice-
able interaction between the restraint phenomena and the
non-linear material is also visible at the right span.

5 Conclusion

The load-bearing behaviour of semi-integral concrete bridges
with a prestressed box girder superstructure and various re-
inforced rectangular concrete piers with varying pier heights
and cross-sections are analysed due to the serviceability and
ultimate limit state. The quantification of the importance of
different phenomena using variance based sensitivity indices

allows a clear insight in the structural load-bearing behav-
iour. In order to evaluate the prediction quality of the global
structural models, it is necessary to quantify the importance
of the considered model classes in the global model of the
structure. Therefore, the presented results according to the
semi-integral concrete bridges with varying pier heights illus-
trated the importance of various phenomena. The model
classes considered in the paper are the material modelling
of the superstructure and the piers, the creep and the
shrinkage of the concrete, the geometric kinematic, the
thermal actions and the prognosis of the foundation stiff-
ness. The sensitivity is analysed according to the concrete
stress at the bottom level of the superstructure as one of
the critical design criterion for concrete bridge structures
in the serviceability and ultimate limit state. In the SLS, the
influence of the varying pier heights according to the impor-
tance of the model classes is visible. The higher flexibility
of the longer piers for the semi-integral structure reduces
the importance of the restraint phenomena. In the ULS, the
non-linear material modelling is the significant model class.
Therefore, the stiffness degradation reduces decisively the
importance (SLS to ULS) of the restraint model classes
“creep”, “shrinkage” and “thermal action”. In the range of
the side spans and the mid span, the relation between the
sensitivity of the model classes for the varying pier heights
is generally comparable in SLS and ULS. However, signif-
icant variations in the magnitude of the sensitivities of the
phenomena due to the varying pier flexibilities are recog-
nisable in the range of the monolithic connection between
the superstructure and the piers.
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Carsten Konke

Fatigue assessment of a riveted railway steel bridge

Application of different practical approaches

Fatigue is an important failure mode for bridges under dynamic load-
ings. The major concern of this paper is to estimate the remaining
fatigue life of each structural member of a severely corroded histori-
cal riveted steel railway bridge, which was in service for more than
100 years. A numerical model of the structure in its current condition
was used to evaluate the stress distribution in the bridge during a
train passage. Based on extracted information from numerical simu-
lations using several numerical models with respect to stress con-
centrations, a full-scale laboratory fatigue test setup was devel-
oped. The comparison between numerical and experimental results
was taken into account within the assessment of the quality of the
numerical models. This process also included a model calibration.

Keywords: numerical simulation, train model, fatigue test, remaining
fatigue life, railway steel bridge

Ermiidungsbeurteilung korrodierter Stahlbriicken - Anwendung
von verschiedenen praktischen Annéherungen. Materialermii-
dung kann ein wesentlicher Schadensmechanismus fiir dyna-
misch beanspruchte Stahlbriicken sein. Der Schwerpunkt dieser
Arbeit liegt auf der Abschétzung der Restnutzungsdauer der ein-
zelnen Tragwerkselemente einer stark korrodierten, in Stahlbau-
weise errichteten Eisenbahnbriicke mit einem Alter von mehr als
100 Jahren. Ein numerisches Modell des Tragwerks im gesché-
digten Zustand wurde verwendet, um die Spannungsverteilungen
in der Briicke wéhrend Zugiiberfahrten auszuwerten. Basierend
auf ausgewéhlten Ergebnissen der numerischen Simulationen mit
verschiedenen numerischen Modellen in Hinsicht auf Span-
nungskonzentrationen wurde eine Versuchsanordnung fiir gross-
malstdbliche Dauerschwingversuche entwickeln. Der Vergleich
zwischen numerischen und experimentellen Ergebnissen wurde
in die Bewertung der Qualitdt der numerischen Modelle einbezo-
gen. Die Modellkalibrierung war Bestandteil der Untersuchungen.

Keywords: Simulation, numerische; Zugmodell, Ermiidungstest; Rest-
nutzungsdauer; Eisenbahn-Stahlbriicke

1 Introduction

The Assessment of the current condition of steel railway
bridges is of increasing interest in many countries of the
world. One of the main reasons for the increased interest
and frequency in published work are limited budgets for
the replacement of aging steel bridges in conjunction with
an increasing demand on railway traffic [1]. Over recent
decades the cruising speed of rail traffic has increased con-
siderably within Europe. At the same time a trend towards
higher axle loads is recognizable as well. Apart from the
technological developments achieved in the field of high-
speed and freight trains, several measures have been re-
quired on the railway track. Whereas these requirements
are usually met on the free track, on railway bridges reso-
nance effects may cause serious problems in terms of dy-
namic response. From a static point of view, only the
bridges are the bottle-neck and limiting factor for opera-
tion of higher axle loads. Triggered by these aspects, a spe-
cific chapter in EC 1 [2] is dedicated to dynamic calcula-
tions of railway bridges and several guidelines such as DB
805 [3], ONR 24008:2006-12-01 [4], cover recalculations of
bridges subjected to increased life loads.

The simply supported bridge which is analyzed in this
paper has been constructed around 1904 as part of the
71.15 km long railway route connecting Wolkramshausen
and Erfurt (Fig. 1). This route served mainly for the trans-
portation of salts from salt mines in the neighboring dis-
trict and wooden logs for the production of timber. There-
fore this bridge was loaded with heavy cargo trains for
more than a century. From 2000 to 2010 the bridge was
mostly passed by lighter passage trains consisting of two
wagons with a maximum speed of 120 km/h and an axel

Fig. 1. General view of the bridge which was in service from 1904 to 2010
Bild 1. Ansicht der Briicke, die von 1904 bis 2010 in Betrieb war
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load of 15 ton. After 2010, the bridge has been transferred
to the structural laboratory of the Bauhaus-Universitét,
Weimar.

The overall study of this project can be summarized
by three main parts. The first part is about the numerical
analysis of the bridge. It covers the numerical modelling of
the bridge and the simulation of train load passages using
the software Ansys. The dynamic analysis and extraction
of stress and strain distributions including the identifica-
tion of hot spots are also described. The second part fo-
cuses on the experimental testing of the bridge in the labo-
ratory. Based on the numerical results the identified hot
spots were instrumented with gauges for load tests. Fur-
thermore, modal tests were performed. This also included
the interpretation and analysis of data collected from site
experimental testing. In the third part about some experi-
mental results obtained from a constant amplitude time
series loading setup is reported. The chosen loading was
assumed to represent the actual train load that was acting
on the structure. From these tests the stress concentrated
parts were identified.

In this article the approaches for the estimation of the
remaining life time according to the following codes of
practices are compared.

1. ‘Contractual security of existing railway bridges’ from
the DB 805 [3] of German Federal Railway

2. ONR 24008:2006-12-01 [4] ‘Assessment of the carrying
capacity of existing road and railway bridges’ load in
combination with a coefficient collectively to DB 805

3. ‘Contractual security of existing railway bridges’ from
the EUROCODE 3 (EC 3) [5]

2 Numerical model
2.1 Assessment of fatigue

Referring to loaded structural/mechanical components,
fatigue failure can be defined as: Failure at stresses well
below the tensile strength of the material if subjected to
repeated or alternating loads which never are sufficient to
cause failure in a single application. Fatigue failure of duc-
tile materials under alternating load occurs in a quasi-brit-
tle manner which usually involves crack initiation and
propagation or growth until it reaches a critical size that
causes the final failure or separation of the component [6].

Structures subjected to loads at variable times and
with different characteristics and magnitude, such as
bridges, face a localized fatigue damage caused by the cu-
mulative effects of cyclic loading which forms a plastic de-
formation at or near the locations of the structural compo-
nent at which maximum stresses occur which in turn in-
duces a permanent damage and development of crack.
Generally, before the final fracture mechanism occurs, a
crack will pass the steps of crack nucleation, short crack
growth and long crack growth [7].

Although several rules have been proposed, the linear
damage assessment model, known as Palmgren-Miner lin-
ear-cumulative-fatigue-damage-theory (Miner’s Rule), is the
most commonly used approach which accounts for the
random variable loadings in spite of its limitations [6]. In
this rule the fatigue damage is linearly related to the cycle
ratio regardless of the stress level. This linear relationship
assumes that the damage caused by parts of a stress signal

42 Bautechnik 2013 — Sonderdruck ,,Modellqualitdten”

. S. Chowdhury/V. Zabel/C. Konke - Fatigue assessment of a riveted railway steel bridge — Application of different practical approaches

with a particular range can be calculated and accumulated
to the total damage separately from that caused by other
ranges. The damage at a certain stress level i is defined as

D =i (1)

Accordingly, the total accumulated damage becomes

PRED RS )

where n; is number of cycles at the iy, stress level and N;
denotes the number of cycles to failure corresponding to
the iy, stress level. The damage ratio n;/N; describes the
incremental damage that results from the block of stress
range cycle S; that occurs n; times. Failure occurs when the
total sum of incremental damage at each stress level equals
or exceeds unity.

On the other hand for code driven calculations for
historical steel structures the most critical question in the
related technical literature often to be asked, is that of
which S-N curve appropriately describes the high-cycle fa-
tigue strength of riveted members and connections. As in
EC 3 appropriate data and methodologies for assessing the
nominal stress generation in riveted connections are not
explicitly given, an approach suggested by Taras and
Greiner [8] is applied in this paper. The methodology de-
scribed in [8] is based on a thorough collection and selec-
tion of the most important, internationally available fa-
tigue test data, the classification of the data pool according
to the structural detail following mechanically sensible
lines and a statistical evaluation of the categorized data.

The proposal (now contained in ONR 24008) is
summed up by a newly developed fatigue class catalogue,
in the work of Taras and Greiner [8]. As customary, Ac,
gives the fatigue resistance in terms of the nominal stress
range in MPa at N = 2 x 10° load cycles. Instead of a mixed
slope approach of fatigue strength curves as described in
EC3 (see in Fig. 2), Taras and Greiner selected a constant
slope of m = 5 to define the fatigue strength value. The
main reason for this choice was, that the value lies in the
central range of the 90 % confidence interval for the slope
of the statistically calculated value of m for the two best-

1000

— ine 71

(EC3)

Direct stress Range Ac [N/mm?]

10

1E+04 1E+05 1E+06 1E+07 1E+08 1E+09

Endurance, Number of Cycles N

Fig. 2. Fatigue strength curves for direct stress range accor-
ding to EC 1 and DB 805

Bild 2. Betriebfestigkeitkurven fiir direkte Schwingbreite
nach EC 1 und RiL 805
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established and documented detail categories 1 (symmetri-
cal joint with splices plates) and 2 (continuous connection
of flange angles and web plates in built up girders), which
can be found in Table 3 in [8]. It is supported by a substan-
tial amount of data and a solid statistical foundation. On
the other hand, m = 5 is the slope that is in use for the
design and assessment of riveted bridge components ac-
cording to [9]. The advantage of this constant slope is, that
the assumptions for the loading conditions as given in [2],
and particularly the damage equivalence factors o which
are comparable to the factors A in [5] can be applied with-
out modification.

2.2 Numerical modelling of the bridge and train simulation

The Erfurt-Wolkramshausen Bridge is a small riveted steel
railway bridge which was in service for more than 100
years. Its span is 6.4 m and the width is 1.9 m. A finite ele-
ment model of the bridge was considered. The considered
material parameters assuming linear material behaviour for
the modelling are Young’s modulus E = 2.1e + 11 N/m?,
mass density p = 7850 kg/m> and Poisson’s ratio v = 0.3.
The supports of the bridge were modelled as clamped sup-

ports which was outcome of an experimental modal anal-
ysis of the bridge. This part of the experimental investiga-
tion not being concern of this paper is not discussed here.
As the bridge was severely corroded and has several holes
(Fig. 3), these degradations were numerically modelled by
reducing the stiffness of the respective elements.

For the dynamic analysis of this bridge the passage of
a train of type VT 642 and of single locomotives of types
BR 232 and G 1206 respectively, were simulated following
the numerical formulation of moving loads. The most im-
portant information about these vehicles is summarized in
Table 1.

For simplicity the methodology is explained here the
only for one train, VT 642 (Fig. 4).

In the definition of the loads, the weights of the boo-
gies are included in the axle loads. Since the bridge has a
span of 6.4 m, not more than two axles are situated on the
bridge at any instant. However to observe the effect of re-
sidual stresses, which is a key factor for fatigue assessment,
the full train has been considered and the analysis has been
performed for both corrosive and non-corrosive cases.

Under consideration of the VI-642 train passage only
2 time steps of loading are shown in Fig. 5.

b) With corrosion and holes

a) Without corrosion and holes

Fig. 3. Left: FE model of the bridge, right: corrosion and holes in cross girders
Bild 3. Links: FE-Modell der Briicke, rechts: Korrosion und Ldcher in Quertréiger

Table 1. Bridge and vehicle parameters
Tabelle 1. Briicken und Fahrzeugparameter

Variables data of train VT 642
Length [m] span 41.2 (33.9)
No. of axles 6

3.65/1.9/13.725/2.65/
13.725/1.9/3.65

Distance between axles

Load on each axle including 15
boogie [t]
Service speed [km/hr]| 120

data of train BR 232 data of train G 1206
20.83 (16.05) 14.7 (9.6)
6 4
2.39/1.85/1.85/8.65/ 2.55/2.4/4.8/2.4/2.55
1.85/1.85/2.39
20.5 22.5
100-140 80-100
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Fig. 4. Side and top view of the VT 642 [10]

Bild 4. Ansicht und Grundriss des Zugs der Baureihe VT 642 [10]
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b) Length of bridge [m]

Fig. 5. Load distribution at time a) t = 0 sec and

b) t =0.1344 sec

Bild 5. Lastverteilung zu Zeitpunkten a) t = 0 s und
b)=0,1344 s

2.3 Identification of hot spots in the structure

The regions where high stress concentrations occur in the
structure are called hot spots. The identification of these
areas is necessary for both the numerical assessment and
the preparation of experimental in-situ or laboratory tests.
Stress and displacement data at hot spots extracted from the
numerical model were compared with experimental results.

An important parameter that was taken into account
is corrosion which was also the major reason for the re-
placement of the structure. The investigation of the effect
of severe local corrosion was the major issue of the de-
scribed investigations. The topic of stress concentrations
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Fig. 6. Cross-section of the bridge including the rails
Bild 6. Querschnitt der Briicke mit Schiene und Schwelle

and fatigue at notches due to corrosion is hardly addressed
in respective guidelines.

When the bridge was in service, the rails were not
installed in the axes of the main girder as indicated in
Fig. 6. Hence, the traffic loads acted on the main girder
with an eccentricity. To investigate both the influence of
corrosion and the effects of load eccentricity on the stress
distributions, several load structure model combinations
were investigated, as summarized in Fig. 7.

The loading position that resulted in both maximal
deflections and stresses varied slightly for the considered
models (Fig. 7). But in most cases the maximal stresses
were obtained when the train bogie is exactly in the middle
of the bridge, see the loading condition of Fig. 5b). Fig. 8
shows the distribution of Von Mises stress of the bridge
under this loading condition.

An interesting observation from the analysis based on
different assumptions for the load eccentricities concerned
the location of the hot spots. For the concentric load case
the stresses were concentrated near the support as no de-
formation is allowed in the model at supports. But for the
other two loading cases the locations of maximum stresses
were different. A load with eccentricity generates torsion
in the main girders which in consequence leads to higher
stress in the connection with the cross beams, mainly in
the gusset angles.

The model with corroded details did not show notice-
able differences in stresses. The reason for this observation
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FEA of
Dynamic Loading
|
Noncorrosive
model
1Bogie Passage Full Train Passage 1Bogie Passage Full Train Passage
(0.2688 sec) (1.2288 sec) (0.2688 sec) (1.2288 sec)
Loading position at jssss 0 cm/concentric 0 cm/concentric s 0 cm/concentric . 0 cm/concentric
Loading position at ===} 5cm ecentric 5cm ecentric =) 5cm ecentric — 5cm ecentric
Loading position at ===} 10 cm ecentric 10 cm ecentric =} 10 cm ecentric and 10 cm ecentric

Fig. 7. Summary of used structural and load models

Bild 7. Zusammenfassung der verwendeten Modelle fiir Bauwerk und Belastung

| L . — |
6208.69 .721E+7 .144E+8 .216E+8 .288E+8 .36E48 .432E+B ,S04E+8 .576E+8 _G4BE+8

a) Hot spots near support at the main girders are under concentric loading

32508.7  .95E+7

b) Hot spots at gusset angle when the main girders are under eccentric (5 cm and 10 ¢cm) loading

is that the corrosions are situated at locations with very
low nominal stresses, such as the connections, which are
classically considered as hinges.

2.4 Comparison between numerical and experimental results

As one of the key goals of this project was the assessment
of fatigue analyses, a respective laboratory test setup of the
loading had to be proposed. For validation in the pretest
phase a quasi-static ramp loads with incrementally in-
creased amplitudes applied to the bridge. The whole bridge
was instrumented with Linear Variables Differential Trans-
formers (LVDTs) and strain gauges to measure local dis-
placements and strains, respectively, as shown in Fig. 9.
The hot spots identification from the numerical analyses
helped to define the positions of strain gauges, at locations

= —
.9E+8 .285E+8 .3BE+8 474E+8 .57E+8 ,664E+8 .7S8E+8 B53E+8

Fig. 8. Von Misses Stresses
for the model considering
corrosion, load in mid-span
a) concentric load b) load
eccentricity of 5 cm

Bild 8. Von Mises-Span-
nungen fiir das Modell mit
Beriicksichtigung der Kor-
rosion, Last in Briicken-
mitte a) konzentrische Last-
einleitung, b) Belastungsex-
zentrizitdt von 5 cm

for which maximum stresses were expected. The LVDTs
were located such that the displacements both at the sup-
ports and near mid-span could be measured.

The experimental ramp loading was also simulated
with the FE model. Comparison between numerically and
experimentally obtained structural responses showed the
best agreement between simulations and test for the model
with 5 cm load eccentricity as indicated in Figs. 10 and 11.

The numerical displacements were lower than those
measured in the test while the numerical Von Mises stresses
were higher than those derived from the measured strains.
One possible explanation is that the stiffness of structure
assumed in the model did not agree with that of the existing
structure. Besides that, the numerical supports are modelled
as clamped supports while the supports showed in the exper-
imental test vertical motion and rotation, which apparently
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b)

Fig. 9. a) Locations of LVDT (Linear Variables Differential Transformer) and b) locations of strain gauges on the bridge
Bild 9. a) Lage der IWT (Induktive Wegaufnehmer Transducer) und b) Lage der DMS (Dehnungsmessstreifen) an der Briicke
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Fig. 10. Comparison between numerical and experimental
displacements of LVDT 3

Bild 10. Vergleich zwischen numerischen und experimentel-
len Verschiebungen IWT 3

refers to different boundary conditions. By reducing the
Young’s modulus to 80 % of the original value of 2.1 x 11 N/
m? results in a good agreement between numerical and ex-
perimental displacements at mid span as shown in Fig. 10.
The stress values, however, still deviate considerably.
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Fig. 11. Comparison between experimental and numerical
Von Mises Stress in gusset plate A3, strain gauge 1

Bild 11. Vergleich zwischen experimentellen und numeri-
schen Von Mises-Spannungen in Knotenblech A3, DMS 1
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Fig. 12. Von Mises Stress vs. cylinder load

Bild 12. Von Mises-Spannung in Abhdngigkeit der Zylinder-

kraft

Fig. 12 plots the Von Mises stress vs. applied load. This
graph apparently shows a nonlinear behaviour of the sys-
tem that was not taken into account in the linear numeri-
cal finite element model.

3 Estimation of remaining fatigue life

Fatigue assessment of railway bridges according to RiL 805
[3] is usually performed based on the assumption of the
static load model UIC 71, often referred to as LM 71 (see
Fig. 13). It is characterized by a symmetrical load assembly
and applied in connection with the dynamic coefficient @,

0=2208 250 IN 25D kN

250 N
= B0 kN/m

i N

|800| 1600 | 1600 | 1600 |80O| (mm)
A Fia

Fig. 13. Schematic diagram of UIC 71 load model on the Er-
furt-Wolkramshausen Bridge

Bild 13. Schematische Darstellung des UIC 71-Last-Modells
auf der Erfurt-Wolkramshausen-Briicke
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Table 2. Remaining life (in years) of the individual structural element of the bridge
Tabelle 2. Verbleibende Lebensdauer (in Jahren) der einzelnen Bauelemente der Briicken

Name of methods Main Cross Bracing Inside Outside |Connection| Gusset
Girder Girder Gusset Gusset Plate angle
Plate Plate
< | DB 805, concentric loading -4 84%* 83* 84%* 70% -34.5 84%*
LS) DB 805, 5 cm eccentric loading -41.5 11 75.5% 83* 80.5% -36 -54
%1 ONR 24008 yMF = 1.15, -39.5 83.5 80 84 37 -50.5 83
?c': concentric loading
i ONR 24008 yMF = 1.15, -525 -325 53 79 70 -51 -55.5
.*; 5 cm eccentric loading
3 EC3 yMF = 1.15, concentric loading -56.5 27024 8766.5 94483.5 103.79 -83.5 11972
S| EC3 YMF = 1.15, 5 cm eccentric loading| -81.5 -40.5 791.5 2598 803.5 -84 -87
Miners Rule (VT 642, BR 232, G1206) -53 1699 oo oo oo 48.5 -76.5

* According to Annex 5, Module 805.0201, Equation 4 of DB 805 [9], these values should be limited to 50 years

both heavy, slow-moving freight trains and fast moving
trains from [11]. Fig. 13 shows the considered location of
the UIC 71 load model on the bridge, as this gives the high-
est stress and displacements in the structure.

According to the methods described in [2], the remain-
ing fatigue life of each individual part of the bridge was
estimated. The parts of the bridge considered here are the
main girders, the cross girders, the cross bracings, the gus-
set plates at support positions, the gusset plates in the
middle position, the connection plates below all gusset
plates which are connected to the main girders and the
gusset angles which connect the cross girders and main
girders. On the other hand, data about traffic loads over
this bridge were obtained from the railways archives for a
5 days interval with what the remaining fatigue life is esti-
mated according to Miner’s rule.

For the fatigue estimation also, two different kinds of
loading arrangement were considered for all three methods:
- UIC 71 load model applied to the main girders with 0

eccentricity
- UIC 71 load model applied to the main girders with 5 cm
inside eccentricity

Since the bridge was constructed after 1900 and has riveted
connections, the stress ratio x is obtained from the Table 5
of [3]. Under these conditions, Table 2 is summarizing the

results of remaining fatigue life according to [3], [4], [5] and
Miner’s rule.

According to the calculations the most affected mem-
bers due to fatigue are the main girders, the gusset angles
and the connection plates, whereas the rest of the members
are still serviceable. The members, where the stress genera-
tion is very low or below 28.71 MPa, can withstand an infi-
nite number of load cycles according to EC 3 (see Fig. 2).
Therefore the high remaining fatigue life can be observed for
a member according to EC 3 while for other guidelines the
values are much lower. It is noted here that according to DB
805, Module 805.0201, Annex 5, Equation 4 [3], the maxi-
mum remaining life of a member should be limited to 50
years. But to have an overview compared to the other guide-
lines the calculated values have been presented in Table 2.

The above results do not in any way mean that the
fatigue life of one specific structural member has been con-
sumed or that the member will necessarily experience fa-
tigue cracking anytime soon; it does however mean that a
certain, specified reliability level with regard to fatigue
strength is no longer present. An intensified inspection of
this detail and, quite generally, of the deck superstructure
would therefore be recommendable as a result of this cal-
culation [8].

Figs. 14 to 19 show the stress range spectra which
were computed for all structural members assuming that
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Fig. 14. Stress range spectrum for the
main girder

Bild 14. Spannungskollektive fiir die
Hauptrageranschliisse

Number of Cycles, N

Fig. 15. Stress range spectrum for the
cross girder
Bild 15. Spannungskollektive fiir die
Quertrdager
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Number of Cycles, N

Fig. 16. Stress range spectrum for the
gusset angle

Bild 16. Spannungskollektive fiir das
Eckblech
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Fig. 17. Stress range spectrum for the
connection plate

Bild 17. Spannungsbkollektive fiir die
Anschlussplatte

bracing

Verspannung

the loads that were given for a five days period in 2010,
can be also assumed for the whole life time of the bridge.

4 Conclusion

The remaining fatigue life analysis has been calculated ac-
cording to [3], [4] and [5] with the specified UIC-71 load
model along with Miner’s rule with the loading history ob-
tained for this bridge. All codes give almost the same re-
maining fatigue life for the main girder (finished almost 50
years before 2010) and for the gusset angles (finished al-
most 70 years before 2010) but for the rest of the structural
elements, it varies.

In reality, the cross girders are the most affected mem-
bers, but real scale of this damage is not reflecting in the
fatigue calculations. The reason is that, in the numerical
model the mechanical stresses in the cross girders are
lower than in the main girders, gusset angles or connection
plates. So the damage in these members mainly occurred
due to corrosion which was magnified by salt transporting.
Similar results were also observed for the inside and out-
side gusset plates.

For an inspection engineer it is complicated to predict
the exact remaining fatigue life of a structural member as
several methods or guidelines are available in this field
without any benchmark. Among them, none of the meth-
ods takes into account the effect of corrosion on fatigue
life. These gaps make this field still challenging for current
and future research and needs to be addressed for better
practical application.
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Dmitrii Legatiuk
Klaus Giirlebeck
Guido Morgenthal

Modelling of concrete hinges through coupling
of analytical and finite element solutions

This paper investigates the physical state of a concrete hinge in
the case of an existing crack by combining analytical and finite
element solutions. In a small region around the crack-tip in the
hinge throat the analytical solution is constructed to obtain the
correct description of displacement and stress fields. For the re-
maining parts of the hinge the classical finite element method is
applied. In the first part of the article a method is described,
which allows to overcome the problem of discontinuity at the in-
terface between the two solutions. In the second part of the arti-
cle the developed method is applied in numerical simulations of
the hinge for given boundary value conditions.

Keywords: FEM; analytical solution; singularity; coupling; hinge

Kopplung von Methoden zur Rissmodellierung. Der Beitrag ist die
Beschreibung des mechanischen Verhaltens eines Betongelenks
mit einem bereits existierenden Riss. Die Hauptidee besteht in der
Kopplung einer analytischen Lésung mit einer FE-Ldsung. In einem
kleinen Bereich um die Rissspitze im Gelenkhals wird eine analyti-
sche Ldsung der Differentialgleichungen fiir das Verschiebungsfeld
konstruiert, um eine genauere Beschreibung der Verschiebungen
und der Spannungen zu erhalten. Im verbleibenden Teil des Beton-
gelenks wird die klassische Finite-Elemente-Methode angewandt.
Im ersten Teil der Arbeit wird beschrieben, wie das Problem von
Unstetigkeiten am Interface zwischen den beiden Lésungen iiber-
wunden und eine durchgéngig stetige Kopplung erreicht werden
kann. Im zweiten Teil werden die beschriebene Methode anhand
einer numerischen Simulation getestet und die Resultate diskutiert.

Keywords: FEM; Losung, analytische; Singularitat; Kopplung; Gelenk

1 Introduction

Concrete hinges are common and very important con-
struction elements in bridge engineering. Due to different
factors (moving of bridge, temperature deformations of
concrete, dynamic loads, etc.) a crack can be observed in
the hinge throat region. Because of high risks in a case of
damage of the hinge it is very important to have a precise
model of the hinge itself and of the throat region particu-
larly. But not so many models were investigated so far, and
in practice, the methods based on empirical observations
are still actively using [1], [2].

Another way to model the hinge is the finite element
method. For many problems, it shows a high accuracy of
results. For problems which contain different types of sin-
gularities (like for instance cracks, gaps, corners), one has

to make some adaptations and improvements to get a bet-
ter behaviour of a solution near the singularity. One way
to overcome this problem is to use the analytical solution
to the partial differential equation near the singularity and
couple it with the finite element solution for the other part
of the body.

In linear elastic fracture mechanics in a plane, the ana-
lytical solution of the crack-tip problem has been developed
by using methods of complex function theory. Based on the
Formulas of Kolosow, the near-field solution of the crack
can be represented by only two holomorphic functions ®
(z) and ¥ (z), ze C [3]. The analytical solution based on the
complex function theory gives us a high accuracy of the
solution in the neighbourhood of the singularity. Because
of using exact solutions of the partial differential equations
all details of the mathematical model are preserved.

For a long time applications of the Formulas of Ko-
losov were only in a scope of interests of mathematicians
due to difficulties in a computer implementation. But now-
adays several computer algebra systems are available,
which allow us to work with analytical and numerical
methods in framework of one computer program. This pos-
sibility opens a broad horizon of possible applications in
engineering, physics and etc.

Our idea is to continue a work in the direction pro-
posed in [4], [5], [6] and [7] for a method of coupling be-
tween an analytical solution and the finite element solu-
tion. The main goal of this approach is to get a continuous
coupling between analytical and finite element solutions
through the whole interaction interface. For that reason,
we construct a special element that contains an exact solu-
tion to the differential equation with the correct singularity
and transmission or coupling elements. The advantage of
such a combination can be a high accuracy of the solution
without increasing the number of elements. Advantages are
expected for the investigation of error estimations or of the
rate of convergence. The main goal of this article is to apply
the results of [6] to the modelling of the concrete hinge.
According to that goal we will use an analytical solution
near the crack-tip in the hinge throat region and the classi-
cal finite element solution in the other part of the hinge.

2 Model description

To construct the exact solution in the crack-tip region we
are going to work in the field C of one complex variable,
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where we identify each point of the complex plane C with
the ordered pair z = (x,y) € R2, X, y € R or equivalently with
the complex number z =x + iy € C, where i denotes the im-
aginary unit.

Let now Q < C be a bounded simply connected domain
containing the crack-tip at the origin. To describe the behav-
iour of the continuum near the crack-tip correctly we are
going to model more precisely the near-field domain, called
Qgk (see Figure 1). The domain Qgg can be interpreted as a
special element in the triangulation F, over the domain Q.

The domain Qg is decomposed in the two sub-do-
mains Qg = Qa U Qp separated by the fictitious joint inter-
face Thp=Qu N Qp. The discrete “numerical” domain, de-
noted by Qp, is modelled by two different kinds of ele-
ments: the CST-elements with C° (Q) continuity (in exam-
ple elements A-H) and the Coupling-elements with C° (Q)
continuity to the CST-elements, and with C= (Q) continuity
on the interface T'yp (elements I-IV in the Figure 1), that
couple the “numerical” domain Qp with the “analytical”
domain Q4. The C (Q) continuity on the interface I'yp
should be understood in a sense that the interpolation
functions are in finitely differentiable on the interface. But
this does not mean automatically that the connection be-
tween elements will be better than C° (Q). For that we
would need to introduce additional conditions.

The nodes 3; 10 and 4; 11 belong to the upper and
lower crack faces respectively. We call the sub-domain Q4
analytical in that sense, that the constructed solutions are
exact solutions to the differential equation in Q,, analo-
gously, the numerical sub-domain Qp means, that the con-
structed solutions are based on the finite element approxi-
mation. The idea behind this special element is to get the
continuous connection through the interface T'yp by mod-
ifying the shape functions over the curved triangles I-IV.

As a result, we introduce a triangulation F;, over the
domain Q by three families of finite elements
Q= UKAe]-'h Ka UKCEGﬁ1 Kee UKcsrefh Kesrs 1)
where the Ka-element is based on the analytical solution
in Qa, Kcg are the coupling-elements and Kcgr are the
classical CST-elements. A connection between the ele-
ments K,, Kcg and Kegr is defined by common sets of
degrees of freedom. Additionally, the connection between
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Kp and K¢g is supplemented by continuous connection
through the interface I'pp.

We will solve the following boundary value problem
in the domain Q:

—pAu - (A+p)grad divu=£fin Q,
u=0onT,

2 .
ijlcij(u)vj =g] on Fl’ 1<1<2.

2)

The system (2) of equations of linear elasticity in the plane
describes the state of an elastic body in the case of two
dimensions and in this article we concentrate ourselves to
the plane strain state, i.e. us =0, e3;=0,j=1,...,3. In Fig. 1
the domain Q represents a volume, that is occupied by a
solid body, the boundaries I'y and I'y are defined with Dir-
ichlet and Neumann boundary conditions, respectively.
Surface forces of density g and volume forces with the den-
sity f are given, u denotes the displacements, v; are compo-
nents of the unit outer normal, A is the Lame’s first param-
eter and p is the shear modulus (see e. g. [8]).

The crack-tip produces a singularity of the solution in
the domain Q. Because of that fact, we will construct the
analytical solution to the crack-tip problem near to the
singularity by using complex function theory and couple
this solution with a finite element solution for the part of
domain without singularity.

To construct the analytical solution to the crack-tip
problem we are going to work with the Kolosov-Muskhe-
lishvili formulas, which are given by

2G(u+iv) = kd(z)-z®'(z)-¥(2),
O +0y = 2[¢'(z) + cp'(z)], 3)
Oy~ O +2i0,, = 2[207(2)+¥(2)],

where ®(z) and ¥(z) are two holomorphic functions in
terms of the complex variable z = x + iy. The factor G is the
shear modulus and k = 3 - 4v for a plane strain state, is the
Poisson’s ratio.

The crack faces are traction free [9], i. e. the normal
stresses Gy, and the shear stresses o,, on the crack faces
are equal zero for ¢ =t or ¢ = -1, where ¢ and r are polar
coordinates (see Figure 1). After solving the boundary
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value problem on the crack faces, we get the displacement
field in the form

. o no, n
2G(u+iv) = zn_l[KanZ2 5 8722 -b,z2 ] 4)
This displacement field satisfies all the conditions on the
crack faces. The asymptotic behaviour at the crack-tip has
still to be controlled by selecting special values of n. The
boundedness of the displacements gives us the information
that the series must begin with n = 1.

To get continuous coupling trough the boundary T'sp
and to define the unknown coefficients a; and by in (4) we
approximate the series expansion by a partial sum and
solve the interpolation problem on the interface Thp be-
tween the analytical and numerical domain. The shape
functions for the analytical domain are based on the fol-
lowing interpolation function

f (z)—LX‘Nl xa Z%—ka 225_1 ——2 b,z2, (5)
n _ZG k=1 k 2 k kZ 2,

and the total number of nodes on T'sp is equal n = N; + N,
this number comes from finite element discretization.

Using the exponential form z = rei® and taking into
account that on the boundary I'yp the radial variable r is
equal to rp (the radius of the analytical domain), we can
rewrite the interpolation function (5) in the form

1 N i
£ (z)= Zszil[KakrA e

k

2 bkrAe 2?

The solution of the original boundary value problem in Q
determines the values of the unknown displacements Uy,...,

placement of the node 1 in Figure 1 is defined as
U, = Ul(l) + iUl(z). To construct the shape function for the
analytical domain and the shape functions for the coupling
elements we should solve the interpolation problem
£, (o) =Uy ()
where Uy, are arbitrary complex numbers.

Due to different form of the solution in Q4 and in Qp
basically we have the continuous connection only in the
nodes (vertices) on the interface T'sp. Using the interpola-
tion function in the form (6) for the analytical and the cou-
pling elements we get the continuous connection not only
in nodes, but also through the curve between. For all math-
ematical details of the presented approach we refer to [6].

Because of the special element in the triangulation,
the global stiffness matrix has the following block structure

K, +Kcp + Kegr Keg +Kegr Kesr
K= Keg + Kesr Kep +Kegr Kesr (8)
Kesr Kesr Kesr

where Kcgr are the blocks of the CST elements, K¢ are
the coupling blocks, based on the interpolation functions
for the coupling elements and K is the analytical element
with the special basis function (for more details, see [6]).

3 Modelling of the hinge

Based on the ideas of coupling and on the conception of
the special element which contains the analytical solution
near the crack-tip (for more details, see again [6]), now we
would like to apply this approach to the modelling of the
concrete hinge. A design model is shown in Figure 2.

The geometry of the hinge is defined by the following
parameters:

U, at the nodes on the joint interface T'yp. Here the dis- a=02044m, t=0.16m, d=18m, ©)
placements are written in the complex form, i.e. the dis- d, =242m, d,=0.06m, o=159°.
q[r}
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Fig. 2. Design model
i & d (€ Bild 2. Design-Modell
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The total number of elements is 3957 (3952 CST-elements,
4 coupling elements and 1 analytical element), and the to-
tal number of degrees of freedom is 4264. All calculations
are performed with the boundary conditions:

u=0 on T,
py=q(x) on T,
6-n=0 on T,
o,=0 on T.

The material is supposed to be linear isotropic and the
problem is considered under plain strain state. On the
boundary I, the linear pressure q(x) =-6.888888 - 10%x -
6.2 - 10 N/m?, which includes the moment acting clock-
wise My = 0.33 - 10° N - m, is applied. The material param-
eters are taken for the concrete C60

E.,=39-10°N/m?, v=02.

The approximation of the stresses 6y for the whole hinge
is presented Figure 3

The stress distribution in the Figure 3 coincides with
expectation from engineering practice: high stresses are
concentrated near the crack-tip and in the throat region
behind the crack-tip. The rotations, which were obtained
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Fig. 3. The stresses oy,
Bild 3. Die Spannungen oy,

Fig. 4. Stresses oy, behind the crack-tip
Bild 4. Spannungen oy, hinter der Rissspitze
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from the calculations also agree with predictions by engi-
neering models [1]. The white “star” in the middle is the
special element which due to complexity cannot be plotted
together with CST-elements.

Figure 4 shows the stresses behind the crack-tip. The
horizontal axis is the distance from the crack-tip. As we
can see from this figure near the crack-tip the stresses have
nonlinear behaviour and go to infinity, i. e. we have correct
behaviour of the stresses near the singularity in framework
of the linear elastic fracture mechanics.

4 Conclusions

A new strategy of coupling between analytical and finite
element solutions, which was described in [6], has been
applied to the modelling of a concrete hinge. A numerical
example shows a good behaviour of the approximate solu-
tion of the studied boundary value problem.
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Samira Marzban
Jochen Schwarz

An investigation into the structural interaction

in RC frame-wall systems

Reinforced concrete (RC) walls, very common lateral resisting
systems in seismic-prone regions, are normally used in combina-
tion with RC moment frames. In low-rise buildings, contribution of
the moment frame to the lateral resisting is normally ignored con-
sidering its small stiffness compared to the wall. In this paper, we
investigated frame-wall systems to understand how the moment
frame interacts with the wall to resist the imposed lateral forces.
We chose the rotations induced at the plastic hinge zones of the
beams as indicators of the contribution. 3-story frames with dif-
ferent characteristics in terms of the beam reinforcement, the
gravity loads and the base conditions were selected. Numerical
models were constructed and nonlinear static (pushover) analy-
sis was performed on the models. In addition, variance-based
sensitivity analysis was used to find out which factors were
highly influential. According to the results, it turns out that the
studied factors can noticeably affect how the moment frame con-
tributes to the lateral resisting of 3-story RC frame-wall struc-
tures. Being aware that the frame-wall interaction is sensitive to
particular structural/geotechnical characteristics, we achieve a
more realistic estimation of the demand and therefore an im-
proved design of the moment frame.

Keywords: reinforced concrete; frame-wall systems; seismic rehabilita-
tion; pushover analysis

Tragwirkung von rahmenartigen Aussteifungen in erdbeben-
gefahrdeten Stahlbeton-Skeletthauten. Stahibetontragwénde in
Verbindung mit den biegesteifen Rahmen gehdren zu den verbrei-
teten Systemen in Erdbebengebieten und sind zur Aufnahme der
initiierten horizontalen Trdgheitskréfte besonders geeignet. Bei
geringgeschossigen Bauwerken wird dabei der Anteil der Rah-
men zur Lastaufnahme und Steifigkeit in der Regel vernachlés-
sigt. Der Beitrag widmet sich der Interaktion zwischen Rahmen
und Tragwénden im Gesamtsystem, wobei die Verdrehungen in
den FlieBgelenken der Rahmenriegel als Bewertungskriterien zu-
grunde gelegt werden. Ausgehend von einem bestandsreprésen-
tativen 3-geschossigen Rahmen-System werden verschiedene
Kennwerte wie z. B. Riegelbewehrung, die Beanspruchungssitua-
tion infolge Vertikallasten sowie die Untergrundbedingungen va-
rifert. Fiir die Vielzahl der mit der OpenSees-Plattform generierten
Modellvarianten werden statisch nichtlineare Pushover-Analysen
durchgefiihrt; iiber Sensitivitdtsstudien werden die relevanten
Einflussparameter herausgearbeitet. Im Vordergrund steht die
Klédrung der Effekte, die durch die Hinzufiigung der Tragwand

(z. B. infolge Verstérkung) in den Reaktionskenngréf3en des Rah-
mens hervorgerufen werden. Wie durch Parametervariation in
den Untersuchungsreihen gezeigt werden kann, sind der Grad
der Ausprédgung und die Wand-Rahmen-Interaktion von struk-

turellen Merkmalen und geotechnischen Randbedingungen ab-
héngig. Die Ergebnisse vermitteln grundlegende Anregungen fiir
eine realistische und beanspruchungsgerechte Auslegung der
Rahmenstruktur.

Keywords: Stahlbeton; Tragwand-Rahmen-System; Ertiichtigung, seismi-
sche; Pushover-Analyse

1 Introduction

Reinforced concrete (RC) moment frames are a common
type of construction for low to medium rise buildings. Prob-
lems to be dealt with when designing new and rehabilitated
moment frames do not only bound to the analysis of the
moment frame. They rather extend to cover the moment
frame’s interactions with other existing or newly added ele-
ments and materials. Considerable effort has been commit-
ted to dealing with the analysis/design of new and rehabil-
itated RC moment frames. These include but are not limited
to the analysis/design of the frame in the absence [1] and
presence [2], [3] of masonry infills and frame after seismic
rehabilitation with RC jackets [4] and walls [5], [6]. In the
above cases interaction of the superstructure with the
soil-foundation substructure may be considered [7], [8].

In cases where seismic rehabilitation is required, a
very common solution is to add RC structural walls. They
provide the existing building with stiffness, strength and
ductility when properly integrated into its structural system.
Generally, the added RC walls are supposed to carry the
entire lateral load due to their large stiffness while the mo-
ment frame remains the vertical load-bearing system. With
this assumption, usually no improvements are found neces-
sary for the frame elements particularly in regions of con-
nection to the wall. This is specifically true in the case of
low-rise frames (very stiff walls). In reality, however, the
moment frame can interact actively with the RC wall to
provide lateral resisting [9]. The degree, to which the two
structural systems interact, depends on a number of param-
eters such as the soil-foundation-structure interaction
(SFSI), the reinforcement ratio and the amount of the grav-
ity loads. Some studies have already partially investigated
this interactions and the role of the moment frame in lateral
resisting of frame-wall systems [7], [8]. Yet, the question how
seismic rehabilitation with a RC wall affects the demand on
the frame elements has remained unanswered. In this pa-
per, we compare the demand on the beam elements of a
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3-story 2D frame before and after rehabilitation with a RC
wall. The demand was calculated in the form of the rotation
at beam ends. In what follows, we will first describe the
numerical models and the methodology used to obtain the
results and then derive conclusions.

2 Moment frame bhefore and after rehabilitation with RC wall
2.1 Studied case

To study the influences of seismic rehabilitation with RC
walls on the moment frames response, we selected 3-story
moment frame designed as special frame according to
FEMA450 [10]. The 25 cm thick RC wall was later added
to rehabilitate the frame. The foundation was also strength-
ened so that it could efficiently transfer the large forces
from the wall to the ground. The geometrical properties of
the moment frame before and after rehabilitation are
shown in Fig. 1. According to the moment diagram of the
frame elements under gravity and lateral loadings, the ro-
tations at beam ends were chosen to be inspected as an
indicator of the moment frame’s contribution to the lateral
resisting. Columns were not checked in this regard. It was
assumed that the strong column-weak beam concept, ap-
plied for the design, made the columns less vulnerable to
the formation of plastic hinges before the beams.

Three different parameters, namely the base condi-
tions, beam reinforcement and the gravity loads were cho-
sen to vary. Using sensitivity analysis, we could find out
which parameter affects the frame-wall interaction more.
In order to consider the SFSI, site classes B, C and D
(hard, medium and soft soils respectively) were selected
according to FEMA450. Hence, four base conditions,
namely fixed base and flexible bases on site classes B, C
and D were adopted. In addition, two types of gravity
loads were considered according to the additive and coun-
teractive load combinations of FEMA450 (further in the
text, AVL/CVL are used to refer to Additive/Counteractive
Vertical Loadings). Last but not least, we assumed a log-
normal probability distribution (to maintain positive val-
ues only) for the beam reinforcement ratios at the hinge
locations (Fig. 2). The corresponding mean and variance
were equal to 1.5 % and 6.4 x 10~ respectively. One hun-
dred samples were then generated based on this distribu-
tion with minimum and maximum values of 0.4 % and
3.5 % respectively. Eventually, for each sample, eight mod-
els were built in OpenSees [11] taking four base conditions
and two gravity load cases into account. In sum, 800 non-
linear static analyses were performed.

. S. Marzban/J. Schwarz - An investigation into the structural interaction in RC frame-wall systems
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Fig. 2. Probability density function and the selected samples
Bild 2. Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion und gewdhlte
Stichproben

2.2 Numerical Modeling

Beams with concentrated plastic hinges and columns of
fiber section were employed to simulate the nonlinear flex-
ural behavior of the moment frame. The beamWithHinges
element was used to model beams. The moment-rotation
relationship of the hinges was defined in the form of the
tri-linear model by Ibarra [12], [13]. Elastic material prop-
erties were assigned to the mid-span of the beams. The web

Only exists in the rehabilitated system < _

Flexure-Shear Interaction

Lumped :

Plasticity » Displacement-Based

Beams \ Beam-Column Filcment
Distributed| || T TTS b
Plasticity HEHHRE HERHEE]
Columns 2

Bound:

Elel:ne::: ~—* Rigid Elastic Beams

| Toohes = Distributed Plasticity

Beam Elements

L

i

Fig. 3. Numerical model of the studied frames in the Open-
Sees

Bild 3. Numerisches Modell der untersuchten Rahmen-
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panel of the wall element was modeled by means of the
Flexure-shear interaction displacement-based beam-col-
umn element in OpenSees [14]. Boundary elements were
modeled as columns of the main frame and were properly
connected to the main web element of the wall. Beam on
nonlinear Winkler approach was used to consider the
SFSI. This method is basically based on the simple Win-
kler method proposed by [15]. Properties of the soil springs
were defined according to [16], [17]. Further information
about the modeling can be found in [8]. Figure 3 schemat-
ically depicts the numerical model of the frames built using
the OpenSees platform.

3 The nonlinear static (pushover) analysis results

Before the lateral loads, the gravity loads were applied. In
cases where the SFSI was considered the settlements due
to gravity loads were preserved so that later the lateral
loads would be applied on the settled frames. Distribution
of the lateral forces was relative to the mass and the height

3-Story frames
3500F ; "
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= 2500t W After rehab. & AVL
iﬂ ¥ I After rehab. & CVL
g 20001 & X Fixed base
el ® Flexible base B
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1000} e Teiol
500 T
0 [ = i i i
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Roof drift ratio, [%]

Fig. 4. Pushover curves of a sample with 1.21 % beam rein-
forcement ratio

Bild 4. Kapaczitdtskurven der Stichproben, die einen Beweh-
rungsgrad von 1,21 % der Riegel aufweisen

according to the recommend patterns of FEMA450. The
resulting pushover curves are shown in Fig. 4 for the sam-
ple with 1.21 % beam reinforcement ratio as an example.
The rotations at beam ends were inspected in four regions
throughout the frame. The controlled regions are shown in
Figure 1. Ultimately, maximum beam end rotations re-
corded in the controlled regions were considered for fur-
ther investigations.

3.1 Contribution of the moment frame before and after the
rehabilitation

Figure 5 compares the results from the cases before and af-
ter the rehabilitation. Results are interpreted based on three
performance levels of Immediate Occupancy (I0), Life
Safety (LS) and Collapse Prevention (CP) (According to
FEMAJ356 [18]) as the criteria. The number of samples failed
to meet the mentioned performance levels are presented in
Table 1 as the percentage of the total number of samples.

According to Table 1, it is found that except in the
regions located in position 2, rotations at beam ends are
increased after rehabilitation with RC wall. The amount of
the increase however varies depending on the location of
the inspected region and the performance limit under con-
sideration. In position one first story, for instance, no sam-
ple has passed the LS limit before rehabilitation whereas
more than 23 % have passed the same limit after rehabili-
tation. Such an increase after rehabilitation can rise up to
82 % in position three first story.

Figure 5(a) indicates that beam rotations inspected at
position 1 are more likely to take certain values before the
rehabilitation (with majority of samples having roughly the
same values). That is, at this position, beam rotations are
less affected by the studied parameters. The mentioned
probable values are mostly below the performance limits.
After rehabilitation, however, things change. The parame-
ters play their roles and the distributions extend over the
rotations values axis even beyond the performance limits.

In Figure 5(b), it can be observed that beam rotations
inspected at position 2 in both before and after the rehabil-

Table 1. Percentage of the samples failed to pass considered performance levels before and after the rehabilitation
Tabelle 1. Prozentsatz der Stichproben vor und nach der Ertiichtigung, welche das vorgegebene Bemessungskriterium nicht

erreicht haben

Position 1 Position 2 Position 3 Position 4
Story 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd
10 f:li‘;‘t”f 503 | 225 8.6 998 | 941 | 734 | 500 | 235 60 | 1000 | 951 | 716
after
rehab 890 | 453 | 323 | 994 | 975 | 510 | 986 | 974 | 488 | 1000 | 100.0 | 99.9
LS | before 0.0 0.0 0.0 986 | 823 | 410 0.0 0.0 0.0 993 | 840 | 394
rehab.
after
23.1 1.8 1.4 921 | 774 | 239 | 820 | 493 | 199 | 995 | 994 | 9656
rehab.
CP |before
0.0 0.0 0.0 95.1 | 635 | 26.0 0.0 0.0 0.0 97.1 | 656 | 255
rehab.
after
6.4 0.1 0.1 716 | 27.8 39 459 | 13.3 6.8 985 | 975 | 89.9
rehab.

* Red/Green color represents an increase/a decrease after the rehabilitation when compared to before the rehabilitation.
* Die Farbung entspricht einer Zunahme (rot) bzw. Abnahme (griin) des Anteils an Stichproben, die das jeweilige Bemessungs-

kriterium nach der Ertiichtigung nicht erreicht haben.
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Fig. 5. Comparison of the maximum beams end rotations inspected at positions: (a) 1, (b) 2, (c) 3 and (d) 4 before and after
the rehabilitation (The y axis are limited to 10 % for the sake of clarity)

Bild 5. Vergleich der maximalen Riegel-End-Verdrehungen an den Positionen: (a) 1, (b) 2, (¢) 3 und (d) 4 vor und nach der
Ertiichtigung (Zur besseren Vergleichbarkeit sind die Ordinatenwerte nur bis maximal 10 % dargestellt)
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itation are more or less unevenly distributed along the ro-
tations values axis. This is an evidence of the contribution
of the studied parameters. In general, the rotations are re-
duced after the rehabilitation which implies they are more
likely to fall below the performance limits.

On the contrary, Figure 5(c) depicts the most critical
case regarding the beam end rotations. Here, it is clear that
before the rehabilitation the rotations inspected at position
3 are less affected by the studied parameters and therefore
are more tending towards some certain values. After the
rehabilitation, though, the distribution stretches over the
rotations values axis as in case of position 1 only to a
higher extent. Numbers of the failed samples for the con-
sidered performance limits in Table 1 also confirm the crit-
ical condition at position 3.

Last but not least, Figure 5(d) shows the beam rota-
tions inspected at position 4, i. e. adjacent to the wall. In
this case, the distributions are somewhat contracted after
the rehabilitation. The tendency to fail performance limits
is increased after the rehabilitation with the majority of the
samples distributed beyond the limits.

3.2 Investigation of the studied parameters’ effects

Sensitivity analysis was performed in order to find out how
the studied parameters influenced the contribution of the
moment frame to the lateral resisting before and after the
rehabilitation. To accomplish this goal, the maximum rota-
tions at beam ends were plotted against the base condi-

tions, gravity loads and beam reinforcement ratios. Sensitiv-
ity analysis was performed according to the variance-based
method by [19]. The outputs of the sensitivity analysis are
presented in Table 2 as the values of the first order sensitiv-
ity index after the rehabilitation normalized to those of be-
fore the rehabilitation. According to this table, the rotations
inspected at all regions generally become more sensitive to
the base conditions and less sensitive to the gravity loads
after the rehabilitation. Beam reinforcement is mainly influ-
ential in the first stories after the rehabilitation.

3.2.1 Base conditions

Figure 6 demonstrates the beam end rotations with respect
to the considered base conditions. Table 3 presents the cor-
responding mean and standard deviation values. According
to Figure 6(a) and Table 3, rotations inspected at position
1 are more affected by the type of the base condition after
the rehabilitation. More flexible bases are more influential
in this regard. The corresponding rotations are therefore
more likely to exceed the performance limits. Figure 6(b)
also shows that the base condition is more effective on the
rotations inspected at position 2 after the rehabilitation.
Here, the rotations are reduced after adding the wall. More
flexible bases, however, benefit less from this reduction.
Figures 6(c) and (d) as well as Table 3 provide evi-
dence that base condition is more influential on the rota-
tions inspected at positions 3 and 4 after the rehabilitation.
This is primarily because in contrast to the case of before

Table 2. Normalized first order sensitivity index of the maximum rotations at beam ends with respect to the studied parameters
Tabelle 2. Normalisierte Sensitivitdit-Indizes erster Ordnung der Riegel-End-Verdrehungen bezogen auf die untersuchten

Parameter
Position 1 Position 2 Position 3 Position 4
Story 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd
Base conditions 3.7 349 43.3 3.2 394 12.3 439.3 64.2 7.7 666.8 29.8 289
Gravity loads 0.4 1.8 2.6 0.2 0.4 0.1 0.2 0.8 0.1 0.7 1.0 0.8
Beam reinforcement 57.3 0.5 3.4 2.7 0.7 1.1 41.2 1.0 8.7 1.7 0.7 0.9

Table 3. Mean and standard deviation of the maximum rotations at beam ends with respect to the base conditions
Tabelle 3. Erwartungswert und Standardabweichung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen bezogen auf die Lagerungsbe-
dingungen

Position 1 Position 2 Position 3 Position 4

Story 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd
before 1.03 0.64 0.42 3.31 2.77 1.79 0.94 0.63 0.32 3.32 2.79 1.71

S | rehab. +0.54 | +043 | 035 | +049 | 091 | +£0.99 | *0.51 | +*043 | 032 | +£0.51 | 094 | +1.02
'E after 1.54 0.85 0.70 2.65 2.10 1.11 2.44 1.99 1.10 3.56 3.46 3.12
rehab. +044 | £033 | +£0.32 | £0.53 | +0.38 | £0.76 | +*0.50 | £0.43 | +0.81 | £0.38 | +0.38 | *0.46
before 1.01 0.63 0.41 3.29 2.75 1.77 0.94 0.63 0.32 3.31 2.79 1.71

- f rehab. +0.52 | £043 | 035 | £0.52 | 093 | +£1.00 | 051 | +£043 | *0.32 | +£0.52 | 093 | +£1.02
3% % after 1.59 0.91 0.77 2.70 2.16 1.14 2.51 2.07 1.16 3.65 3.53 3.21
= rehab. +046 | £035 | +0.36 | £0.55 | *040 | £0.79 | +*0.53 | £0.45 | +0.86 | *0.42 | 044 | %0.50
§ before 0.95 0.61 0.40 3.23 2.71 1.74 0.94 0.63 0.32 3.31 2.80 1.73
é 2 rehab. +0.50 +0.42 +0.34 +0.56 +0.94 +1.01 +0.51 +0.43 +0.32 +0.52 +0.91 +1.01
% after 1.72 1.06 0.92 2.83 2.32 1.26 2.45 2.03 1.10 3.59 3.48 3.15
rehab. +0.54 | £048 | *047 | £0.51 | *0.38 | +0.83 | +*049 | *0.44 | *0.83 | *0.41 | +*043 | *0.49
before 091 0.59 0.38 3.17 2.66 1.69 0.94 0.64 0.33 3.32 2.82 1.75

a rehab. +0.49 +0.41 +0.33 +0.56 +0.93 +1.00 +0.51 +0.43 +0.32 +0.53 +0.90 +1.01
% after 1.79 1.15 1.01 291 241 1.38 2.37 1.97 1.09 3.50 341 3.08
rehab. +0.61 | £0.53 | +0.53 | £0.58 | +044 | £0.86 | +0.56 | £0.48 | +0.85 | £0.52 | +0.53 | %0.60
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Fig. 6. Distribution of the maximum rotations at beam ends inspected at positions: (a) 1, (b) 2, (c) 3 and (d) 4 with respect
to the base conditions
Bild 6. Verteilung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen an den Positionen: (a) 1, (b) 2, (c) 3 und (d) 4 bezogen auf die
Lagerungsbedingungen
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the rehabilitation, a higher variation exists among the av-
erage values of the rotations with respect to the base con-
ditions, after the rehabilitation. In addition, lower values
of standard deviation after the rehabilitation indicate
higher sensitivity to the base conditions. In summary, ex-
ceptional attention should be paid to the base conditions
when controlling the efficiency of the beam elements prop-
erties for further rehabilitation with RC walls.

3.2.2 Gravity loads

Figure 7 demonstrates the beam end rotations with respect
to the considered base conditions. Table 4 presents the
corresponding mean and standard deviation values. Both
Figure 7(a) and Table 4 show that under lower gravity
loads, the rotations inspected at position 1 after the reha-
bilitation are more likely to exceed the performance limits.
According to Figure 7(b), the rotations at position 2 are
generally less reduced under lower gravity loads after the
rehabilitation.

At position 3, it can be clearly understood from Figure
7(c) that before the rehabilitation the rotations are more
sensitive to the amount of the gravity loads. Still, in the case
of lower gravity loads the rotations are more tending to fall
beyond the performance limits after the rehabilitation. Fi-
nally, Figure 7(d) and Table 4 also assure that the rotations
at beam ends are more influenced by the added wall in the
case of lower gravity loads. Generally, under larger gravity
loads the effects are less noticeable. Overall, the gravity
loads can be considered as less critical parameter when the

sufficiency of the existing beam elements has to be checked
after rehabilitation with RC walls.

3.2.3 Beam reinforcement

Figure 8 shows the beam end rotations with respect to
beam reinforcement ratios. Table 5 presents the corre-
sponding mean and standard deviation values. Based on
Figure 8(a), the rotations inspected at position 1 are more
likely to exceed the performance limits after the rehabilita-
tion specifically in case of lightly reinforced beams. Larger
differences between before and after the rehabilitation
cases are observed in the range of 1.5 %-2.0 % beam rein-
forcement. The same trend is more or less understood from
Figure 8(b) and Table 5 for rotations inspected at position
2 although here the rotations are reduced after the rehabil-
itation.

In Figure 8(c), it can be seen that for lightly reinforced
beams the rotations inspected at position 3 are highly at
the risk of falling beyond the performance limits after the
rehabilitation. Lastly, Figure 8(d) provides evidence that
the rotations inspected at position 4 become noticeably
larger after the rehabilitation when the beam reinforce-
ment ratios are in the range of 1.5 % - 2.0 %. In general, the
amount of the beam reinforcement can noticeably change
the rotational demand on the beams after rehabilitation
with RC walls. In particular, lightly reinforced beams re-
quire thorough checks to make sure they can efficiently
withstand the newly introduced deformations after the re-
habilitation.

Table 4. Mean and standard deviation of the maximum rotations at beam ends with respect to the gravity loads
Tabelle 4. Erwartungswert und Standardabweichung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen bezogen auf die Eigen-

gewichtslastfille
Position 1 Position 2 Position 3 Position 4

Story 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd
before 0.49 0.35 0.28 3.68 3.27 2.19 0.46 0.36 0.23 3.73 3.35 2.15
5‘ rehab. +0.16 | +0.22 | £041 | +*0.34 | +0.74 | £0.95 | +0.18 | *0.22 | £0.18 | *0.35 | £0.73 | £0.99
E < | after 1.37 0.63 0.59 2.99 2.39 1.35 225 1.76 1.03 3.86 3.74 3.34
=y rehab. +0.37 | *0.16 | £0.23 | *0.45 | £0.33 | £0.78 | *0.42 | £0.29 | £0.72 | *0.31 | £0.33 | *0.44
'E before 1.46 0.88 0.52 2.83 2.17 1.30 1.42 0.90 0.42 291 225 1.31
3 § rehab. +0.16 | *0.42 | 041 | *0.31 | *0.76 | £0.83 | *0.16 | *0.42 | £0.39 | *0.28 | *0.73 | *0.85
O | after 1.96 1.36 1.10 2.56 2.10 1.09 2.64 2.27 1.20 3.29 3.20 2.95
rehab. +0.49 | *0.33 | £046 | *0.56 | *0.45 | £0.83 | *0.54 | *0.44 | £0.93 | *0.35 | *0.38 | *£0.51

Table 5. Mean and standard deviation of the maximum rotations at beam ends with respect to the beam reinforcement ratio
Tabelle 5. Erwartungswert und Standardabweichung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen bezogen auf den Beweh-

rungsgrad der Riegel
Position 1 Position 2 Position 3 Position 4

Story 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd 1st 2nd 3rd
.9 | | before 0.99 0.69 0.42 3.40 3.10 2.14 0.96 0.72 0.32 3.46 3.17 2.13
§ T | rehab. +0.53 +0.42 +0.31 +0.46 | +0.61 +0.71 +0.53 +0.43 +0.27 +0.46 +0.61 +0.72
%D L\A after 1.85 1.08 1.00 2.99 2.41 1.57 2.64 2.17 1.45 3.71 3.62 3.38
%’ < |rehab. +0.41 +0.44 | +0.40 +0.36 | +£0.24 +0.64 | £0.34 | £0.34 | +0.69 +0.34 | +£0.34 | £0.28
E 1, | before 091 0.34 0.22 3.03 1.99 0.80 0.87 0.35 0.17 3.10 2.10 0.74
g O | rehab. +0.52 +0.10 +0.02 +0.41 +0.72 +0.51 +0.50 +0.11 +0.02 +0.36 +0.70 +0.47
s l}/) after 1.26 0.81 0.50 2.35 2.00 0.39 2.05 1.78 0.29 3.32 3.18 2.71
A |~ | rehab. +0.32 +0.36 | +0.21 +0.31 +0.26 +0.13 +0.26 | £0.29 | %0.03 +0.36 +0.34 | +£0.31
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Fig. 7. Distribution of the maximum rotations at beam ends inspected at positions: (a) 1, (b) 2, (c) 3 and (d) 4 with respect
to the gravity loads
Bild 7. Verteilung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen an den Positionen: (a) 1, (b) 2, (c) 3 und (d) 4 bezogen auf die
Eigengewichtslastfille
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Fig. 8. Distribution of the maximum rotations at beam ends inspected at positions: (a) 1, (b) 2, (c) 3 and (d) 4 with respect
to the beam reinforcement ratio

Bild 8. Verteilung der maximalen Riegel-End-Verdrehungen an den Positionen: (a) 1, (b) 2, (c) 3 und (d) 4 bezogen auf den
Bewehrungsgrad der Riegel
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4 Conclusions

Contribution of the moment frame to the lateral resisting
of moment frame systems before and after rehabilitation
with RC walls was studied. 3-Story 2D frames were se-
lected as the case study. A number of parameters were con-
sidered for further investigation of their effects on the mo-
ment frame contribution. These included base conditions,
gravity loads and beam reinforcement ratios. Nonlinear
static analysis was performed on the models constructed
using the OpenSees platform. Beam end rotations were
chosen to be the indicators. Results show that the moment
frame generally contributes more to the lateral resisting
after the rehabilitation i. e. the demand on beam elements
increases. In addition, sensitivity analysis was performed
to find out the most influential parameters. According to
the results of this study, seismic rehabilitation with RC
walls may require a thorough check of the existing frame
elements to make sure if they are capable of fulfilling the
newly introduced demand levels.
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Frank Scheiber
Hem Bahadur Motra

Tragwerksmonitoring und numerische Simulation

Monitoringsysteme von Ingenieurtragwerken haben in den ver-
gangenen Jahren eine immer grofRere Verbreitung gefunden. Ziel
ist es, Aussagen zum tatsdchlichen Tragverhalten von bestehen-
den Strukturen zu erhalten. Die erzielten Messwerte stellen aller-
dings auch nur Modellergebnisse dar, die die Realitdt problem-
spezifisch und abstrahiert abbilden. Die Qualitat dieser Modell-
antworten ist zu hinterfragen. Eine begrenzte Leistungsfahigkeit
in der Messtechnik, schlicht falsche Sensorpositionierungen u. A.
produzieren Stérungen und Unsicherheiten, die die Qualitdt der
Ergebnisse deutlich beeinflussen kdnnen.

Die Erstellung eines geeigneten Prognosemodells zur Voraussage
von vertrauenswiirdigen Tragwerksantworten erfordert einen be-
trachtlichen Aufwand. Numerische Berechnungen, experimen-
telle Untersuchungen und Tragwerksmonitoring sind im Sinne von
Partialmodellen gezielt zu koppeln. Basierend auf einer numeri-
schen Berechnung kann z. B. die Planung eines Monitoringsys-
tems erfolgen. Das Ziel sind u. a. effiziente Sensorpositionierun-
gen. Die Ermittlung von Modellunsicherheiten stellt einen Weg
dar, um die Qualitdt der einzelnen Ergebnisse zu verbessern bzw.
{iberhaupt einzuschéatzen. Die bewertete Kopplung der Modelle
Numerik, Experiment und Monitoring soll zur Erstellung eines
Prognosemodells mit maximal mdglicher Modellqualitat fiihren.

Keywords: Modellierung, hybride; Tragwerksmonitoring; Einwirkungen,
stochastische; Modellunsicherheit; Modellierung, numerische; Experiment

Structural health monitoring and numerical simulation. Monitor-
ing concepts for engineering structure systems have been sub-
jected to a rapid development process. The aim is to obtain infor-
mation on the actual structural behaviour of existing structures.
The measured values, however, constitute only model results that
reflect the reality in a problem-specific or abstract way. The qual-
ity of these model responses is a relevant question. A limited effi-
ciency of measurement equipment, incorrect positioning of sen-
sors etc. is significantly produces errors and uncertainties that
may affect the quality of the monitoring results.

To establish an appropriate prognosis model for predict the suitable
structural response requires a considerable expenditure. Numerical
calculations, experimental studies and monitoring of structures will
be coupled to gain the target objectives. Based on numerical calcu-
lations, the design of the monitoring system can be carried out. Goal
of the design process is the efficient positioning of sensors. The cal-
culation of model uncertainty is one option to assess and improve
the quality of the individual results. The evaluated coupling of nu-
merical models, experimental and monitoring model will be used to
create a predictive model with a maximum possible model quality.

Keywords: hybrid modeling; structural health monitoring; stochastic
loads; model uncertainty; numerical modeling; experiment

1 Einleitung

Die praktische Anwendung von Monitoringsystemen im
Bauingenieurwesen hat im Laufe des letzten Jahrzehnts
merklich zugenommen [1]. Da reale Tragwerke jedoch meist
Unikate darstellen [2], besitzen gewonnene Messergebnisse
im Allgemeinen ebenfalls unikathaften Charakter und kon-
nen nur bedingt verallgemeinert werden. Zudem bilden die
Messwerte i. Allg. meist nur einen begrenzten Ausschnitt aus
dem komplexen Gesamtsystem eines Tragwerks ab. Die Posi-
tionierung und Art der verwendeten Messgeber bestimmen
die definierten ZielgroRen. Inwieweit alle fiir das Tragverhal-
ten und die notwendigen Prognosen tatsachlich interessan-
ten Effekte erfasst werden, ist hdufig kaum einzuschétzen.

Eine Kombination aus Monitoring, Experiment und
Numerik kann eine zielfilhrende Vorgehensweise darstel-
len, um bei aller Beschranktheit in den technischen Mog-
lichkeiten optimale Ergebnisse zu erhalten. Das gezielte
Zusammenspiel der KenngréBen des realen Tragwerks
und einer komplexen Systemanalyse mittels numerischer
Methoden kann Moglichkeiten erdffnen, um das realitéts-
nahe Tragverhalten eines Bauwerks zu prognostizieren. In
der Fachliteratur [3], [4] wird dabei von hybriden Verfahren
gesprochen. Eine detaillierte Betrachtung zeigt, dass dieses
Vorgehen sehr komplexe Modelle benétigt.

Ausgehend von einer Analyse der in der Literatur um-
fangreich beschriebenen Verfahren der hybriden Metho-
den soll eine problemspezifische Erweiterung erfolgen. Als
anschauliches Anwendungsbeispiel dient ein {iberschauba-
res System von Masten. Im Fokus der Diskussion vorhan-
dener Ansitze steht dabei insbesondere die Quantifizie-
rung von Unsicherheiten in den gew#hlten mathematischen
Modellen und deren Eingangsparametern. In der Kopplung
mit bewerteten physikalischen Modellen besteht das Ziel
in einer Reduzierung der Gesamtunsicherheiten. Das Ge-
samtsystem Tragwerk soll mit einem Maximum an Modell-
qualitdt abgebildet werden.

2 Grundlagen
2.1 Erweiterter Ansatz einer hybriden Modellierung

Eine schematische Ubersicht zur aktuellen Beschreibung
einer hybriden Vorgehensweise ist in Bild 1 dargestellt.
Dieses Schema ist sehr prinzipiell und lédsst keine Riick-
schliisse auf Detailprobleme zu. Interessant scheint die
Fragestellung, was sich hinter einer hybriden Methode
(Methode: systematisiertes Verfahren zur Gewinnung von
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kann. Insgesamt sollte doch eine Methode geschaffen wer-
den, die in komplexer Art und Weise Daten unterschiedli-
cher Vorgehensstrategien (hybride) miteinander so koppelt,
dass eine neue Qualitédt in den Aussagen mdoglich wird.
Die detaillierte Betrachtung realer Analyse- und Syn-
thesevorgédnge sowohl im theoretischen als auch experi-
mentellen Bereich zeigt, dass die Prozesse in eine grof3e
Anzahl von Einzelaktivitdten und Partialmodelle geglie-
dert werden miissen, wenn aussagefdahige Beschreibungen
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erfolgen sollen [5], [6]. Ausgehend von Bild 1 ist in Bild 2
dazu eine erweiterte Darstellung entwickelt worden. Das
Zusammenwirken der unterschiedlichen Erfahrungsfelder
wird in den Details deutlich. Die Prozesse der Kalibrierung
und Validierung sind klar zu trennen und in ihrem Einfluss
auf das Gesamtmodell darzustellen. Die Modellverifika-
tion muss innerhalb der mathematischen Modellierung
erfolgen und wird hier nicht weiter betrachtet.

Es zeigt sich, dass aus dem einfachen Kasten ,hybride
Methode“ (Bild 1) die tatsdchliche Fragestellung der Schaf-
fung einer Methode des Datenvergleichs wéchst. Dabei
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sind Kriterien zu entwickeln, die eine qualitative Beurtei-
lung der Modellantworten ermoglichen. Vereinzelte ak-
tuelle Forschungsvorhaben [15] beschéftigen sich bereits
mit der Bewertung von Unsicherheiten in Monitoringsys-
temen an Strukturen des konstruktiven Ingenieurbaus.
Aufbauend auf diesen Ansidtzen soll eine ganzheitliche
Bewertungsmethode fiir physikalische Modelle, analog zu
den bereits im Rahmen des Graduiertenkolleg 1462 entwi-
ckelten Bewertungsmethoden fiir mathematische Modelle
[8], [9], [10], entwickelt werden.

2.2 Modelle
2.2.1 Mathematisches Modell

Das mathematische Modell steht als Uberbegriff fiir die
allseits bekannten, numerischen oder analytischen Berech-
nungsverfahren, welche fiir die Bemessung von Tragwer-
ken zum Einsatz kommen. Bei der Abbildung einer ge-
wihlten Tragstruktur mittels numerischer Modelle ist eine
Vielzahl an Modellierungs- bzw. Abstrahierungsmoglich-
keiten gegeben. Abhéngig von den Zielgroflen, konnen
unterschiedliche Partialmodelle gekoppelt und damit der
Detailierungsgrad des mathematischen Modells bestimmt
werden. Einen Uberblick zu den Aspekten der Modellie-
rung geben Reuter/Knabe in [7].

Als Partialmodelle werden numerische oder analyti-
sche Abbildungen physikalischer Phdnomene bezeichnet,
welche unabhéngig voneinander betrachtet werden kon-
nen. Fiir unterschiedliche Phanomene konnen mehrere
Partialmodelle zur Verfiigung stehen, welche sich in Mo-
dellqualitdt und Modellunsicherheit unterscheiden. Um
bei der Kopplung im Gesamtmodell ein Maximum an Mo-
dellqualitdt bzw. ein Minimum an Modellunsicherheit zu
erzielen, muss die Auswahl und Kombination der Partial-
modelle klar definiert und zweckgebunden bewertet wer-
den [8], [9]. Eine Moglichkeit zur Bewertung gekoppelter
Partialmodelle stellt die globale Modellbewertung mittels
Grafentheorie dar [10], [11]. Dabei wird sowohl die Quali-
tét der einzelnen Partialmodelle betrachtet als auch deren
Kopplung untereinander.

2.2.2 Physikalisches Modell

Modelle, die der Gewinnung empirischer Daten mittels
Experimenten an physisch vorhandenen Bauteilen dienen,
werden hier als physikalische Modelle bezeichnet. Dies
konnen sowohl Versuche (Verdnderung von Einflussgro-
Ben und Messung von Reaktionen) an einem realen Trag-
werk bzw. an ausgewéhlten Tragwerksteilen sein, als auch
an abstrahierten Korpern. Ziel ist die Quantifizierung von
tatsdchlich vorhandenen Daten zu Tragwerkseigenschaf-
ten, auch im Sinne von Einwirkungen u. A., und System-
parametern. Wichtig dabei ist die Beriicksichtigung des
Fakts, dass sehr hdufig nur indirekt gemessen werden
kann, z. B. Spannungen, und dass fast alle gemessenen
Grollen eigentlich einen integralen Charakter aufweisen.
Im Sinne einer gezielten Nutzung fiir unterschiedliche
Anwendungsbereiche werden zwei Begriffe definiert.

Experiment
Als Experimente werden Versuche unter Laborbedingun-
gen bezeichnet. Diese dienen im Wesentlichen der Ermitt-
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lung von spezifischen Material- und Systemparametern.
Die Realisierung von exakten Lagerungsbedingungen [12],
klare Definition von Einwirkungen und der Ausschluss
von storenden Umwelteinfliissen, soll eine Messung der
AntwortgroRen mit einem hohen Mall an Genauigkeit,
bzw. definierbaren Unsicherheiten, ermoglichen. Die Ver-
suche sollten dabei so einfach wie moglich gestaltet wer-
den. Je weniger unbekannte Parameter in einem Versuch
vorhanden sind, umso genauer kann die Bestimmung der
Antwortgrollen erfolgen. Die Minimierung von Unsicher-
heiten in den Antwortgrof3en stellt das Ziel aller Bemii-
hungen dar. Konzepte fiir die Bestimmung und Minimie-
rung von Messunsicherheiten in experimentellen Untersu-
chungen finden sich u. a. in [13].

Die in einem Experiment zu bestimmenden Antwort-
groflen sind abhéngig von den eingesetzten numerischen
und analytischen Modellen. Diese benétigen fiir eine ziel-
gerichtete Prognose des Systemverhaltens Input-Parameter
mit definierten Unsicherheiten fiir eine Kalibrierung, teil-
weise auch Validierung, der Modelle. Die Auswahl und
Kombination der verschiedenen Partialmodelle definiert
die durchzufiihrenden Experimente.

Monitoring

Bei der Durchfiihrung eines Tragwerksmonitoring kom-
men Messungen am realen Tragwerk zum Einsatz. Ein re-
ales Tragwerk, das mit definierten, d. h. synthetischen Ein-
wirkungen beansprucht wird, fallt unter Experiment.

Die Daten aus Monitoring-Messungen stellen auch
nur Modellergebnisse dar, auch wenn die Realitdt eine we-
sentliche Rolle spielt. Die Einwirkungen und das System-
verhalten konnen, auch mit hohem Aufwand, nur prob-
lemspezifisch und abstrahiert erfasst werden. Wesentlich
ist die Beurteilbarkeit messtechnischer Unsicherheiten und
Streuungen in den Daten.

Bei den gemessenen Daten eines Tragwerksmonitoring
muss zwischen zwei grundsétzlich unterschiedlichen Grup-
pen unterschieden werden. Einerseits sind es die Einwir-
kungen auf das betrachtete Tragwerk, welche direkt gemes-
sen werden konnen und im Wesentlichen unabhéngig vom
Tragwerk sind. Natiirlich gibt es auch Effekte, die zwar
unabhingig sind, aber aus einer Kopplung von Einwirkung
und Tragwerk entstehen konnen, wie Luftwirbel o. A. An-
dererseits werden die Tragwerksantworten als Reaktion des
Tragwerks auf die Einwirkungen gemessen. Diese Daten
sind in ihrer Beurteilung i. Allg. komplexer zu sehen.

2.3 Hybride Kopplung der Modelle

Ausgangspunkt der Modellierung ist die Abbildung des be-
trachteten Systems im mathematischen Modell. Die Kopp-
lung der benoétigten Partialmodelle schafft ein Gesamt-
modell, das das tatsdchliche Tragverhalten des Systems
voraussagen soll. Hier miissen erste Uberlegungen zu Mo-
dellunsicherheiten bzw. zur Steigerung der Modellqualitét
erfolgen [8].

Das mathematische Gesamtmodell unterstiitzt bzw.
erlaubt die Planung der Experimente und des Tragwerks-
monitoring [5], [14]. Fiir erste Berechnungen zu Beginn des
Algorithmus konnen die mathematischen Modelle mit In-
put-Parametern aus der Literatur verwendet werden. Echte
Kalibrierungen erfordern aber i. Allg. gezielte experimen-
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telle Untersuchungen mit tatsdchlich verwendeten Mate-
rialien, Materialkopplungen usw.

Ausschlaggebend fiir das Design des Monitoringsys-
tems sind die moglichen Vergleichsgro3en mit dem mathe-
matischen Modell, sowohl in den Einwirkungen als auch
Reaktionen. Interessant sind Daten von Sensoren mit un-
terschiedlicher Technik zu gleichen Reaktionen, um ver-
gleichende statistische Untersuchungen bzw. Unsicher-
heitsbetrachtungen realisieren zu konnen [15]. Auch der
mogliche Ausfall von Sensoren ist zu beachten.

Der Vergleich zwischen mathematischem und physi-
kalischem Modell erfordert die Einfiihrung der ermittelten
Einwirkungen, das heif§t der gemessenen und fiir eine An-
wendung bearbeiteten Daten, in das mathematische Mo-
dell. Ein Vergleich der Ergebnisse aus Simulation und
Monitoring, unter Beriicksichtigung von Kalibrierung, er-
laubt die Validierung des mathematischen Modells. Dabei
sind die Einfliisse der Modellunsicherheiten, d. h. die
Streuungen in den Modellantworten, direkt zu beriick-
sichtigen.

Durch die Definition von Konfidenzintervallen fiir
den Vergleich beider Modellantworten, mathematisch und
physikalisch, konnte eine Moglichkeit geschaffen werden,
Aussagen mit einer beurteilbaren Zuverlassigkeit oder Un-
sicherheit zu erhalten. Gibt es keine hinreichende Uberein-
stimmung, so sind die Annahmen bei der Erstellung des
mathematischen Modells sowie das Design und die Tech-
nik des Monitoringsystems kritisch zu hinterfragen und
problemspezifisch anzupassen. Lediglich eine Anpassung
auf Seiten des mathematischen Modells ist hierbei nicht
zielfilhrend, da die Ergebnisse des Monitoring aufgrund
der Unsicherheitsbetrachtung nicht automatisch als Refe-
renzwerte angesehen werden konnen.

3 Untersuchungen am Mast
3.1 Tragwerk

Das gewdhlte Tragwerk sollte nicht zu komplex in der kon-
struktiven Gestaltung und in einer gréRBeren Anzahl ver-
fiigbar sein. Letzteres ermdglicht statistische Betrachtun-
gen, insbesondere auch Analysen von Unsicherheiten und
Unschérfen in den Modellantworten, was bei unikathaften
Bauwerken kaum moglich ist und Verallgemeinerungen
erschwert. Die Wahl fiel auf einen am Fullpunkt einge-
spannten Spannbetonmast, der als Oberleitungsmast an
den Strecken der Deutschen Bahn zum Einsatz kommt.
Der Aufwand fiir das mathematische Modell und eine
numerische Modellierung ist vertraglich. Selbst eine reali-
tdtsnahe Modellierung von Windeinwirkungen ist denk-
bar, auch wenn die realen Prozesse bei der Vorbeifahrt von
Ziigen bisher nur sporadisch erforscht sind. Zudem bietet
sich die Moglichkeit, mehrere Tragwerke identischer Bau-
weise zeitgleich bzw. unabhéngig zu untersuchen. Ferner
konnen im Rahmen des Baufortschritts unterschiedliche
Bauzustdnde erfasst und analysiert werden. Die Moglich-
keiten zur Installation eines Tragwerksmonitoring beste-
hen allerdings nur wiahrend des Bauprozesses. Eine Her-
ausforderung besteht darin, dass nach Inbetriebnahme der
Strecke die Messsensoren nicht mehr zugénglich sind. Die
kompakten Systemabmessungen des Tragwerks erlauben
zudem experimentelle Untersuchungen im Labor an realen
Tragwerksteilen mit vertretbarem Aufwand.
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Bild 3. Schematische Darstellung der FufSpunktausbildung
(nach [17])
Fig. 3. Schematic representation of the base point (according

to [17])

Bei den Masten handelt es sich um im Schleuderver-
fahren hergestellte Spannbetonmaste [16]. Die Einspan-
nung am FuBpunkt wird durch ein in den Baugrund einge-
bohrtes Stahlrohr realisiert, welches den MastfuR um-
schlieBt und kraftschliissig vergossen wird (Bild 3). Somit
ergibt sich das statische System eines eingespannten Sta-
bes. Im weiteren Verlauf der BaumaRRnahmen bzw. im rea-
len Betrieb vollziehen sich allerdings einige Anderungen
am statischen System. Durch die Installation der Oberlei-
tung erfolgt eine teilweise Kopplung zwischen mehreren
Masten am Kopfpunkt. Das numerische Tragwerksmodell
wird an die jeweils aktuellen Gegebenheiten unter Beriick-
sichtigung des Bauprozesses angepasst.

3.2 Mathematisches Modell

Das mathematische Modell umfasst mehrere zu koppelnde
Partialmodelle:

- Strukturmodell

- Materialmodell

- Kriech- und Schwindmodell

- Relaxationsmodell

- Bodenmodell

- Lastmodell.

Wie bereits erwdhnt, erfolgt die Kopplung und Bewertung
der Partialmodelle unter Nutzung grafentheoretischer An-
sdtze [10], [11]. Dabei werden unterschiedliche Systemzu-
stdnde betrachtet, z. B.:

- Die Berechnung von Eigenformen und Eigenwerten
dient der Festlegung von Systemparametern fiir die Ana-
lyse des dynamische Systemverhaltens.

- Fiir gegebene Einwirkungs-Struktur-Interaktionen sind
die Systemantworten in Form von Verformungen, Deh-
nungen o. A. zu bestimmen.

3.3 Physikalisches Modell

Experiment

Die experimentellen Analysen dienen der Quantifizierung
von Materialparametern und SystemkenngréBen. Da es
sich bei den gewéhlten Tragwerken um im Schleuderver-



fahren hergestellte Maste handelt, ist die Bestimmung von
Tragwerkseigenschaften schwieriger als an herkémmlichen
Konstruktionen.

Die Materialparameter des Betons konnen nur an
Proben aus Originalquerschnitten bestimmt werden, da
durch den Schleudervorgang eine inhomogene Material-
verteilung entsteht. Durch die hohen Fliehkréfte werden
die Grobbestandteile des Betons an die Aullenseite ge-
presst, Wasser und Feinbestandteile setzen sich im inneren
Teil der Wandung ab. Daher sind die Materialparameter
iiber den Querschnitt verénderlich, was zu beriicksichtigen
ist. Zugproben an den Bewehrungselementen und Kriech-
versuche zur Quantifizierung des Betonverhaltens unter
Belastung vervollstdndigen die Materialanalysen. Am Ge-
samtsystem ,,Mast“ sind Grenzzustandsuntersuchungen
zur Bestimmung von Versagensmechanismen zu reali-
sieren.

Monitoring

Fiir die Messungen an den realen Bauwerken wurde ein
komplexes Monitoringsystem geplant, das sowohl Daten zu
den komplexen Einwirkungen als auch zum Tragverhalten
erfasst. Zur Identifizierung der System- und Einwirkungs-
parameter wurden zwei Vorgehensweisen ausgewihlt.

Die Installation der in Tabelle 1 dargestellten Senso-
ren erfolgte an drei identischen Masten, die in direkter
Nachbarschaft zueinander positioniert sind. Die Positio-
nierung der Sensoren wurde aus Berechnungen am mathe-
matischen Modell und technischen Randbedingungen op-
timiert.

Im Zuge der Produktion der Maste wurden im inne-
ren des Querschnittes Dehnmessstreifen (DMS) auf den
Spannstéhlen in den vier Hauptachsen des Mastes, sowie
Temperatursensoren zur Bestimmung der Kerntemperatur
des Betons positioniert. Die Schwierigkeit fiir die Installa-
tion im Inneren der Maste bestand dabei vor allem in der
Tatsache, dass die Sensoren wiahrend des Schleudervor-
gangs kurzzeitig einer bis zu 20fachen Erdbeschleunigung
ausgesetzt werden.

Die DMS wurden auf den Spanngliedern appliziert.
Da im Bereich der maximalen Dehnungen Beeinflussun-
gen durch die Spanngliedverankerung zu erwarten waren,
konnte die Positionierung nicht in den am stérksten bean-
spruchten Bereichen erfolgen. Um dennoch Aussagen iiber
die maximalen Dehnungen zu erhalten, wurden zusétzli-
che Bewehrungseisen im Bereich der Einspannstelle ange-
ordnet und mit DMS ausgestattet (Bild 4).

Tabelle 1. Sensorbestiickung im Langzeit-Monitoring
Table 1. Sensor equipment for long-term monitoring
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Bild 4. Gekapselte DMS auf der Bewehrung
Fig. 4. Encapsulated strain gauges on the reinforcement

Wéhrend der Montage auf der Baustelle wurden zu-
dem DMS am Griindungsrohr, Bodenfeuchte-Sensoren,
Erddruckmesser und Beschleunigungsaufnehmer ange-
bracht. Die Einwirkungen werden {iber Windrichtungs-,
Windgeschwindigkeits- und Winddruckmesser sowie Tem-
peratursensoren erfasst. Durch die Integration aller Mess-
sensoren in einem Messsystem ist die direkte Zuordnung
aller Messwerte zueinander moglich, es besteht eine exakte
Zeitsynchronisation fiir alle Messstellen.

Die Bestimmung der Systemcharakteristika wie Eigen-
werte und Eigenformen erfolgt mit Hilfe von temporéren
Kurzzeitmessungen [18], [19] an 50 Masten des gleichen
Typs mittels Beschleunigungssensoren in unterschiedli-
chen Hohen der Maste. Die Messungen dienen vorrangig
der statistischen Auswertung der Modellantworten sowie
der Identifikation von Verteilungsfunktionen. Die Mog-
lichkeit der Auswertung natiirlicher Streuungen in den
Modellantworten nahezu identischer Tragwerke soll somit
erzielt werden. Um zudem Einfliisse aus dulleren Bedin-
gungen und verschiedenen Ausbaustufen des Tragwerks zu
ermitteln, sollen diese Messungen 2- bis 3mal im Laufe eines
Jahres wiederholt werden. Die direkte Auswirkung von
unterschiedlich gekoppelten Partialmodellen soll somit auch
im physikalischen Modell betrachtet werden.

4 Ausblick

Mittels hybrider Modellierung kann eine Kopplung von
mathematischem und physikalischem Modell erfolgen,
was zu einer Steigerung der Prognosequalitdt und somit
Reduzierung der Modellunsicherheit fiihrt.

Aktuell erfolgen die Bewertung des mathematischen
Modells mittels globaler Modellbewertung und die Pla-

1x Umgebungswind

2D Beschleunigung in 2 Hohen
1x Bodenfeuchtigkeit

1x Saugspannung im Boden

2x Erddruck am Griindungsrohr

Mast 1 Mast 2 Mast 3
8x DMS auf Bewehrung 8x DMS auf Bewehrung 8x DMS auf Bewehrung
4x DMS an Griindungsrohr 4x DMS an Griindungsrohr 4x DMS an Griindungsrohr
1x Bauteiltemperatur 1x Bauteiltemperatur 1x Bauteiltemperatur
1x Bodenfeuchtigkeit 4x Oberflachentemperatur 1x Bodenfeuchtigkeit
1x Saugspannung im Boden 4x Winddruckbelastung 1x Saugspannung im Boden
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nung der notwendigen Experimente zur Quantifizierung
der Parameter. Die vollstdndige Inbetriebnahme des Moni-
toringsystems ist in der zweiten Jahreshélfte 2013 geplant,
erste Belastungen und Systemantworten aus tatsédchlichem
Bahnbetrieb werden wihrend der Probephase im Jahre
2014 erwartet. Erst dann kann eine vollstindige Anpas-
sung der Systemparameter erfolgen und damit die aufge-
zeigte hybride Modellierung in vollem Umfang durchge-
fithrt werden.
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Quality assessment of strain measurement

in concrete structures

Monitoring and experiment are an important issue for structures in
order to control their health state. Strain gauges are often used for
this aim, but the measures to be utilised can be affected by various
factors. In this paper we present the quantifying of measurement
uncertainties in time-dependent strain measurement of concrete
using probability density function and sensitivity analysis. A new
approach is proposed to quantifying measurement uncertainty
based on the Guide for Uncertainty in Measurement (ISO/IEC
Guide 98-3). Several approach for the deterministic equation; the
measurement uncertainty model, the uncertainty based on meas-
urement data, the probabilistic model as well as posterior meas-
urement uncertainty are presented. The proposed methodology can
be applied to calibration of experiments and measurement data
of time-dependent strain measurement of concrete. Influence of
various factors is taken into account of strain gauge, such as the
mechanical strain, model uncertainty, strain gauge factor variation
etc. Global sensitivity measures are investigated to estimate and
rank the contribution of each individual input parameter.

Keywords: bayesian updating; measurement uncertainty; probability;
strain measurement; sensitivity analysis

Qualitdtshewertung von Dehnungsmessungen in Betonstrukturen.
Tragwerksmonitoring und Experimente sind wichtige Bestandteile
fiir die Beurteilung des aktuellen Zustandes von Bauwerken. Oft-
mals werden fiir diese Zwecke Dehnmessstreifen eingesetzt, aber
die Messwerte dieser kénnen durch eine Vielzahl an Faktoren be-
einflusst werden.

In diesem Artikel wird die Quantifizierung von Messunsicherheiten
in zeitabhdngigen Dehnungsmessungen an Betonstrukturen auf-
gezeigt, wobei Methoden der Wahrscheinlichkeitsrechnung sowie
Sensitivitdtsanalysen angewendet werden. Basierend auf den Re-
gularien zur Bestimmung von Messunsicherheiten (ISO/IEC Guide
98-3), wird ein neuer Ansatz zur Unsicherheitsanalyse aufgezeigt.
Verschiedene Methoden werden dabei zu einer ganzheitlichen
Aussage zusammengefiihrt, so beispielsweise die deterministi-
sche Gleichung der Dehnungsmessung, versuchsdaten-basierte
Messunsicherheitsmodelle, probabilistische Modelle und posterior
Messunsicherheiten. Die vorgestellte Methode kann zur Kalibrie-
rung von Experimenten oder Messwerten von zeitabhédngigen
Dehnungsmessungen an Betonstrukturen verwendet werden. Da-
fiir wurden die mechanische Dehnung, die Modellunsicherheit und
der Temperatur-Anpassungsfaktor in der Quantifizierung der Mes-
sunsicherheit beriicksichtigt. AbschlieSend wird mit Hilfe von Sen-
sitivitiesanalysen der proportionale Einfluss einer jeden Unsicher-
heitsquelle analysiert. Dies erméglicht die genaue Erfassung der
Relationen zwischen den beriicksichtigten Unsicherheitsquellen.

Keywords: Bayesian Aktualisierung; Messunsicherheit; Dehnungsmes-
sung; Sensitivitdtsanalyse

1 Introduction

Uncertainties are abundant in structural engineering. Major
sources of these uncertainties may include uncertainties of
materials properties, spatial variability, model uncertainties,
and measurement uncertainties. Every measurement and
monitoring have some uncertainties associated with them
regardless of how carefully the measurement was made. The
end results of analyses based on experimental measurements
also contain uncertainty. Because uncertainty affects the use-
fulness of measurements results and decisions that might
be made using them, it is important for engineers to be able
to quantify uncertainty. In fact, an inadequate considera-
tion of experimental uncertainties can seriously compro-
mise the final design of large, complex structures.

Since the safety factors used in design of structural
strength are usually larger than those for serviceability the
actual risk in loss of strength is smaller than that in ser-
viceability. This gives rise to need a reliability analysis on
induced structural behaviour. The application of experi-
mental and monitoring data for a serviceability and relia-
bility analysis exist in various fields of engineering [1], [2],
[3]. The most relevant question of the application of data
is: Which uncertainties should be applied to the experi-
mental and monitoring data when utilised in a reliability
and serviceability analysis? An attempt is made to answer
the question in this paper. Several procedures can be
adopted for the structural health monitoring during the
service life, which can be based on periodical control of
the structural behaviour [4]. The measurement uncertain-
ties in strain gauge determination method based on ISO/
IEC Guide 98-3 [5].

Strain gauge is one of the tools most often used in
strain measurement owing to their apparent accuracy, low
cost, and ease of use; however, they are frequently misused,
and the causes of their measurement uncertainty badly esti-
mated [6]. There are two reasons for measurement uncer-
tainty: the first is due to the measurand, and the second is
due to the uncertainty introduced by the measuring system.
It is also important to note that systematic errors have an
effect on the global accuracy of the measuring system, while
random errors affect the system’s precision and consequently
its accuracy [7]. The quality of raw data involves the use of a
model of measurement to determine the uncertainty associ-
ated with the best estimate of the value of the quality to be
measured [8]. A measurement uncertainty in strain gauge
according to [5] is explained below and is used in this pa-
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per. This concept was first introduced by [9] and applied in
offshore wind turbine monitoring.

The uncertainty inherent in measured data or measure-
ment, uncertainty due to the positioning of the gauges, un-
certainty due to the installation used to calibrate and vali-
date model predictions is commonly acknowledged, meas-
urement uncertainty is rarely included in the evaluation of
model performance [10], [11]. One reason for this omission
is the lack of data on the uncertainty inherent in measured
cyclic creep data of the concrete test.

The outline of the paper is as follows: First, we take a
detailed look at the sources and measurement uncertainty
based on a process equation, measurement uncertainty
model, and measurement data for prediction function. Then,
we discuss how quantifying the measurement uncertainty us-
ing the definition of the posterior measurement uncertainty.
Next we describe the probabilistic models for the derivation
of the measurement uncertainty. We look at an illustrative
example for cyclic creep test of concrete with reference strain.
Further, we apply the uncertainty quantification approach to
series of tests conducted on cyclic creep test to illustrate the
measurement uncertainty quantification approach. Finally,
we discuss global sensitivity analysis to screen the critical
inputs on process equation and observation based model.

2 Measurement uncertainties

For measuring the value of a measurand, vague statistical
concept of measurand results in inefficient uncertainty anal-
ysis of measurement. The vagueness is caused by the fact
that value of the measurand is an unknown parameter
such as population mean or median and the measurement
of this value is a random variable. For such an application
the measurand is the mechanical strain, is the sum of am-
plifier strain E,p,, and apparent strain E,p,.

E E_ +E (1)

mech — “amp app

2.1 Measurement uncertainty evaluation
by deterministic equation

The treatment of the measuring errors on a probabilistic
basis needs a formulation of a limit state function or re-
sponse function. The response function Eq. (2), (3) offers
a solution for the problem. Based on the physical proper-
ties of the measurement process, the process equation is
derived and uncertainty models are introduced for the
associated random variables. This derivation takes bases
in the concept for the determination of Type B uncertain-
ties according to the ISO/IEC Guide 98 [5]. In addition
to this concept, a model uncertainty and an assignment
uncertainty are introduced. The introduced the model
uncertainty 0gmech, Which describes the uncertainty as-
sociated with the physical formulation of the problem,
leads to Equation (2). The measurement uncertainty
based on a process equation developed by [9].

E 0

mech —

LT Eamp + Eapp (2)

mec!

The result in the process equation for the amplifier strain, in
Equation (3).
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where k-factor f ¢ is the transverse strain correction factor,
0, is the temperature coefficient, f; , is the gauge variation
factor, f, , is the amplifier deviation, f; ; is the model uncer-
tainty of the gauge factor variation, f, , is the zero deviation.
The transverse sensitivity error is a function of the corrected
values of the strains parallel and perpendicular axis of the
gauge, €, and g respectively, as well as the transverse sen-
sitivity coefficient q and poison’s ratio v. The tolerance of
the temperature- variation curve et characterizes the un-
certainty of the apparent strain increasing with tempera-
ture.

E :

app = Eapp (ATpgec) + €7 AT e (5)

The change in resistance of the gauge can be produced by a
change in temperature of the material whose stain is being
measured or by a change in the temperature of the environ-
ment surrounding the gauge. This apparent temperature-in-
duced strain can become the main source of uncertainty of
measuring system. The plot of stain and temperature can
be seen in Fig. 1.

2.2 Measurement uncertainty model

In general, the mean ; and the standard deviation o; are
associated with strain measurement i, the prescribed resis-
tance threshold of the monitored physical quantity. The
statistical descriptors can be obtained from measurement.
The application of process Eq. (3) produce i measurement
uncertainty models M, for i different strains.

Eamp/samp = Mu.i(“i’ci) (6)
In the case when the reference strain, eg ; of a normal dis-
tribution is the mean value, ;, the prior density P, ; can be
models by a normal distribution with a mean p’; and stan-
dard deviation ¢’;, i.e.

Strain [pm/m -> k=2]
3

108, 0 50 100 150
Temperature[°C]

Fig. 1. Relation between temperature and strain
Bild 1. Beziehung zwischen Temperatur und Dehnung
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P'(u',0', M,;)=PM,/e;) (7)

in which,

, 2
v 1 1| &Ky
p(u;,0Y)= exp|—=| —— (8)
v \2mo'; 2( Oi J

The likelihood estimate of the parameter is derived based
upon observations of the measurement process and is de-
fined with Eq. (9)

L(u;,0,/¢,..8,) = H p;(&;/;,0;) 9)
j=1

in which,

(10)

The posterior distributions of the parameters are derived
with Bayesian updating Eq. (11), which is described in [9].

+oo
P (Eamp) = | P(Eq/1,0)-P'(w).P'(0) dpdo (11)
1 1 i

post 1 B -u

PE, (Bunp) =~ exp —2[10., ) (12)
e

" n

wo= (13)
1,1
n n

o' = (14)
2

n'=2i (15)
c"?

Where x is the sample mean of the n observation and n’ is
the equivalent sample size for the prior distribution of u;.

2.3 Uncertainty evaluation by measurement data

The statistics of the measurement uncertainty are usually
obtained through calibration of measurement devices and
procedures. The parameters of the distribution are estimate
with the method of maximum likelihood. This is type A
measurement uncertainty based on ISO/IEC Guide. The sta-
tistical uncertainties of the parameters are given by Eq. (16).

+oo

(samp (t—ty)) = j P(eamp(t —ty) /1,0).P(n).P(c)dudo

—oo

€amp

(16)

3 Measurement uncertainty evaluation by Bayesian updating
approach

The posterior measurement uncertainty, based on the Bayes-
ian updating, utilizing all available information and data,
informative distributions for the prior and the likelihood.
The posterior measurement uncertainty based on distribu-
tion of measurement uncertainty accounting for the prior
knowledge and likelihood function is given by Eq. (17).

P(E

mech 8mech )P '(Emech ‘Emech)

P”(Emech ‘Smech) = . .
JﬁmP(Emech ‘smech)'P (Emech ‘smech )'du'dc

(17)

where, P(Epech/€mech) = conditional probability of observing
the experimental outcome € assuming that the value of the
parameter is Eqecn/€mechy P’ (Emech/€mech) = prior distribution
model for Eech/€mech, aNd P”( Erpech/€mech) = posterior dis-
tribution model for Eech/€mech-

4 Uncertainties associated with strain-measuring system

Error sources in resistance strain gauge measuring system
are numerous; for example, error due to the transverse sen-
sitivity of the strain gauge, error due to temperature, error
due to misalignment, and error due to the Wheatstone
bridge’s non-linearity. For detailed mathematical descrip-
tion of these errors refer to [12]. The variation of the factors
involved in the problem, as well as the mean value is a prime
concern. Nevertheless, the right interpretation of the results
requires the knowledge about possible sources Table 1 shows
types of errors that have to be included in the interpretation
of measurement.

5 Probabilistic model for the strain measurement uncertainty
5.1 Probability density function (PDFs)

GUM [5] describe a generalization of Bayesian method to
obtain a discrete representation of the joint probability dis-
tribution for the output quantities of a model. The determi-
nation of output creep strain of the strain gauge under the
assumption that uncorrelated input quantities. For the prob-
abilistic consideration of this problem, distribution function
is assigned the variables which appear in Egs. (2), (3). The
distribution function, together with the statistical moments
defines the range for input values, or in other words, the
uncertainties of the input values (random variables) are de-
fined. The random variables and the descriptive elements
are represented in Table 2. As is evident in Table 2 a normal
distribution and rectangular distribution was accepted for
all random variables since detailed examinations are missing
regarding the distribution types. The frequency distribution
of each reference creep strain is shown in Fig. 2, onto which
the curve of a normal distribution of parameters obtained
from GUM has been superimposed. Uncertainty in a strain
is described in terms of a PDF that specifics the probability
of all possible values of that quantify. It can clearly be seen
how the probability density functions obtained by GUM
methods and seen to fit with reference values. Several meth-
ods have been applied to estimate the measurement uncer-
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tainty; we can see section (2, 3, and 4) of this paper. Though
these methods presented in the guide to the expression
uncertainty in measurement (GUM) have been adopted to
estimate the measurement uncertainty, these methods are
easily affected by the correlation of measurement. In addi-
tion, we need to distinguish type A and type B evaluation
for uncertainty components. As a result, the application of
these methods is limited. In order to overcome these short-
comings, the Bayesian updating method is usually em-
ployed to estimate the measurement uncertainty.

Before compute the marginal likelihood, let’s take a
look at the likelihood surfaces for the models. Figure 2
shows the two-dimensional likelihood functions. In each
case, highlighted the location of the maximum likelihood
parameterization. Note that varying the “location” param-
eters, which are y, yields much more variation in the log-
likelihood scores, indicating that there is much less uncer-
tainty about the good values of these parameters. In con-
trast, varying the “scale” parameter, which is o, produces
much less variation (except for some choices of the loca-
tion parameter, which is shown in Fig. 3).

The three methods of measurement uncertainty are
implemented. Fig. 3 displays the probability densities for
the mean of the measurement uncertainty for a reference
strain. The standard deviation of the based on the measure-
ment equation has larger than the process equation in Fig. 4.
The standard deviation of the posterior measurement un-
certainty lies between these standard uncertainties. We see
that the posterior measurement uncertainty much closer to
the measurement uncertainty based on the deterministic

Table 1. Error in measurement
Tabelle 1. Messfehler
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600~
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400+~ Fig. 2. Probability densities
function for the output quan-
tity using GUM

Bild 2. Wahrscheinlichkeits-
- L dichtefunktion fiir die Aus-

gangsgrofse mit GUM

200+

equation than the measurement equation, although they still
differ considerably. The reason of course, is that to the un-
certainty in the observation reflected larger than the uncer-
tainty in the deterministic equation. The probability den-
sity of the based deterministic equation is smaller than the
others two methods. The posterior measurement uncer-
tainty is situated closer to the measurement equation based
distribution with a slightly higher maximum probability
density.

Normal distribution

log-likelihood

Fig. 3. Likelihood surfaces for the models
Bild 3. Likelihood-Oberflichen fiir die Modelle

Cause of errors Minimum Maximum Reference

Sensor 1.00 % 3.00 % Bdumel (2006) [13]
Misalignment 0.00 % 3.00 % Vishay (2007) [14]
Linear deviation 0.03 % 0.10 % Hesse (2006) [15]

Creep Avoidable Avoidable DMS-Katalog (2007) [16]
Fatigue (cycle) Avoidable Avoidable DMS-Katalog (2007) [16]
Wires of Sensors (noise) 0.14 % 0.30 % Bdumel (2006) [13]

Data acquisition system 0.03 % 0.05 % Bdumel (2006) [13]
Application 0.00 % User dependent Klaere (2007) [2]
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Table 2. Uncertainty model of the strain gauge
Tabelle 2. Unsicherheitsmodell des Dehnungsmssstreifens

Parameter Mean St. Dev. Distribution References

Gauge factor variation (f; ) 0.00 7.00 x 1073 Normal TML (2008) [17]
Model uncertainty of gauge factor variation (f;) | 0.00 4.16 x 10* | Rectangular Distribution | TML(2008) [17]
Gauge factor (k) 2.12 - Deterministic TML (2008) [17]
Transverse sensitivity (q) 5.00x 101 |- Deterministic Keil (1995) [18]
Temperature coefficient (o) 0.10 6.99 x 1072 Normal TML (2008) [17]
Zero deviation (f, ,) 0.00 4.16 x 10* | Rectangular ISO/IEC (2008) [5]
Amplifying factor (f, ;) 1.00 1.73x10* | Rectangular ISO/IEC (2008) [5]
Model uncertainty (Ogmecn) 0.00 1.00 Normal Assumed

Fig. 5 present the prior mean, likelihood mean and
posterior mean probability densities of the statistical model,
and the computed probability densities associated with the
reference strain. It is observed, that for a measured 360 um/m
reference strain, the likelihood density of the mean is more
peaked than the prior density. As can be seen, the prior has
a stronger influence on the posterior distribution than has
the likelihood. The posterior density, calculated with Bayes-
ian updating, is then orientated closer to the likelihood with
a slightly higher density. The influence of prior information
on the resulting measurement uncertainty is demonstrated
quantitatively higher. Consequently, with an increasing
number of observations, which results in a decreased stan-
dard deviation of the mean of the observed data, the likeli-
hood significantly gains influence and, therefore, the influ-
ence the prior loses ground.

5.2 Challenges

This section will describe challenges encountered at differ-
ent levels. First the temperature sensitivity at the sensor
level before and after installation, followed by the thermal
behaviour of a system itself. Optimization of location and
number of sensors for strain measurement, data fusion in
sensors, how sensor noise is included in the measurement,

0.4/ === by meaurement data
oy ===by deterministic equation
w ‘ .
-“é 03 | " posterior measurement uncertainty | |
2
202
£
g
B

0.1

990 295 300 305 310

Reference strain in um/m

Fig. 4. Probability densities of the measurement uncertainty,
reference 300 um/m

Bild 4. Wahrscheinlichkeitsdichten der Messunsicherheit,
Referenz 300 um/m

sampling and quantisation of the sensor output, how an
estimate of the measured is recovered from the sampled
and quantised sensor output these are the major challenges
These error are not considered in this paper and the quan-
tification of these errors sources is not trivial; these error
will be considered in future work.

6 Sensitivity Analysis (SA)

The objective of SA is to identify critical input of determin-
istic equation and measurement based equation and quan-
tifying how input uncertainty impacts outcomes. By using
a variance based sensitivity analysis method is used consid-
ering the results of the Latin Hypercube simulations method
applied.

The sensitivity analysis results of uncertainty in strain
measurement based on the measurement data are shown
in Fig. 6. The most highly sensitive parameters measured by
the variance based are model uncertainties. The mechanical
strain is also most important variable. The value of sensi-
tivity indices of model uncertainties and mechanical strain
increase gradually with the reference strain, which indi-
cates that an increase of these variables tends to decrease
the reference strain. The value of sensitivity indices of pro-
cess equation model uncertainty and observation based

S—"TIOF
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Fig. 5. Probability densities of the measurement uncertainty
mean for reference 360 pum/m

Bild 5. Wahrscheinlichkeitsdichten der Messunsicherheit,
Referenz 360 ym/m
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Bild 6. Koeffizient mechanischer Belastung auf die Beob-
achtung Modell

amplifier strain decreases with reference strain. The sensi-
tivity analysis results of strain measurement using process
equation are shown in Fig. 7. For the present problem, the
most important variables are the strain gauge variation fac-
tor and zero deviation factor. The sensitivity index of strain
gauge variation factor increase to increasing the reference
strain value. This effect may occur because increase of strain
gauge variation factor tends to reduce correction factor in
process equation model and thus decrease the reference
strain value. The value of sensitivity index of zero devia-
tion factor decreases gradually with reference strain. The
model uncertainty of gauge factor variation, transverse
strain correction factor and amplifying deviation factor
show a low sensitivity index, which indicates that an in-
crease of these variables tend to decrease the reference strain
value.

7 Conclusions

In this paper, we have presented a general model, based on
the Bayesian updating and ISO/IEC framework, to calcu-
late the measurement uncertainty of a strain gauge for creep
measuring system as it offers a qualitative analysis of the
principal sources of uncertainty. Different sources of un-
certainty were included in the uncertainty quantification.
The posterior measurement uncertainty shows higher
probability density than measurement data and determin-
istic equation. The influence of prior information on the
resulting measurement uncertainty showed higher. The
sensitivity analysis shows that the model uncertainty fac-
tor, mechanical strain are the most important influencing
factor. Also, the proposed approach for uncertainty quan-
tification is applicable to several engineering disciplines. In
general, the proposed methodology provides fundamental
frame work in determination of measurement uncertainty
in strain measurement. Conventional measurement uncer-
tainty analysis which is based on GUM (ISO/IEC) cannot
straightforwardly be applied to long-duration time series
data. There is more than one kind of uncertainty involved
with measurement. We must differentiate between pre-data
uncertainty and post data-uncertainty, these uncertainties
will be considered in future work.
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A model-based approach in the design of experiments

for damage detection

The initial condition of civil engineering structures changes sig-
nificantly after prolonged use or extreme natural events such as
an earthquake. Therefore, the main mission will be to estimate
the current state of the structure. This includes estimating if it is
subjected to damage or not. The main objective of this article is to
give an overview about one method of damage detection in civil
engineering structures. For this reason, the challenges and their
influence on the validity of inspection methods are presented.
Furthermore, the benefits of using modelling tools to overcome
some of these challenges are illustrated. As a result, the reliability
of the inspection methods can be proved successfully by using
Probability of Detection (POD) and Probability of False Positive
(PFP) if some important issues are considered carefully. Assess-
ment methods should be developed in the future to evaluate the
models that can be used in damage identification.

Keywords: Probability Of Detection (POD); POD curves; damage detec-
tion; global inspection methods; vibration-based method

Modell-basierte Versuchsplanung zur Schadenserkennung. Der
Ausgangszustand von Ingenieurbauwerken veréndert sich we-
sentlich nach ldngerem Gebrauch oder nach extremen Naturer-
eignissen wie einem Erdbeben. Eine zukiinftige Hauptaufgabe fiir
Ingenieure wird daher die Abschétzung des aktuellen Zustandes
einer Struktur sein. Dies beinhaltet die Einschétzung, ob Schédden
vorhanden sind oder Schadensfreiheit vorliegt. Der vorliegende
Artikel beschreibt eine Methode zur Erkennung von Schéden in
Ingenieurbauwerken. Dazu werden die Schwierigkeiten und die
Auswirkungen auf die Ergebnisgrél8en der Inspektionsmethoden
vorgestellt. Es wird aulBerdem untersucht, in wie weit sich bei
der Anwendung von Modellierungswerkzeugen Vorteile bei der
Uberwindung der Schwierigkeiten ergeben. Als Ergebnis kann
die Zuverléssigkeit der Inspektionsmethoden bei Verwendung die
Wahrscheinlichkeit fiir die Erkennung (engl.: Probability of Detec-
tion) und Wahrscheinlichkeit fiir Fehlerkennung (engl.: Probability
of False Positive) erfolgreich gezeigt werden. Weiterhin sollten
zukiinftig Bewertungsmethoden entwickelt werden, um die Mo-
delle zu beurteilen, die zur Schadenidentifizierung verwendet
werden kdnnen.

Keywords: Schadenserkennung; Inspektionsmethoden, globale; Vibra-
tion-basierte Methode

1 Introduction

In general, structures are designed for a limited service life.
After this period they should be evaluated in order to decide
whether they can be used longer or must be rehabilitated,

in some cases, replaced. The service life could be shorter
than expected if it was not appropriately maintained or if
the structure experienced an extreme event such as a strong
earthquake. For this reason, engineers should choose the
appropriate technique and method to reach the right deci-
sion.

Nondestructive damage identification techniques have
attracted increasing attention recently. The main advantage
of these techniques is that their application does not require
destructive damage of the structure. Nondestructive tech-
niques include different methods. These methods can be into
either local or global. The local methods are usually applied
to small regular local areas of the studied structure where
damage is expected. In 1999, the U.S department of defense
published a handbook as an inspection guidance which was
updated again in 2004 and 2009 (MIL-HDBK-1823A) [1].
It provides powerful tools combined with statistical ap-
proaches in order to reach reliable results. This includes
the calculation of the Probability Of Detection (POD) of a
certain damage and respective POD curves based on
standard models. In addition, it presents the contribution
of Model-Assisted tools to the provision of results when a
fully empirical test is not possible.

The probability of detection represents the chance to
detect a damage which has a certain size given its exist-
ence [1]. The POD curve is the plot that represents the re-
lation between damage size x; and its probability of detec-
tion POD(x;). The classical method to produce reliable
POD curves is to perform a large number of experiments
on different groups of specimens. Each group has a differ-
ent damage size x;. In addition, one of these groups con-
tains undamaged specimens. The probability of detection
POD(x;) is then the long-run expected frequency of occur-
rence.

POD(x;)= (1)

where n is the number of times that damage was detected
and N is the total number of opportunities[1], [2].

The calculation of the Probability Of Detection can be
extended using a model that represents the relation between
the damage size and the observed indicator [1], [2], [3]. How-
ever, if a damage is identified in specimens where there is
no damage, it will be a false call or false positive. The Prob-
ability of False Positive (PFP) is usually controlled by choos-
ing an appropriate threshold [1].
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However, these definitions are mostly used with local
methods that have been applied to small simple systems
compared to civil engineering structures. Moreover, the size
of damage is usually controlled and known. Therefore, the
efficiency of applying these methods in civil engineering
systems is a matter of investigation. Due to the complexity
of both the structure and appropriate monitoring systems
for local measurements in civil engineering much empha-
sis has been put on the application of global inspection
methods. Some of the most important nondestructive global
methods are based on vibration measurements. These meth-
ods rely on the identification of changes in the dynamic
structural behaviour due to damage [8].

Although global models are suitable for large structures,
it is not possible to include all the elements of the structure
in the investigation. Therefore, the Probability of Inclusion
(Pol) is defined as the probability that the investigated ele-
ment contains the target damage. The Probability of Inclu-
sion (Pol) helps decide if extra nondestructive tests should
be performed or not [3].

The main objective of this article is to introduce several
important issues that can improve the efficiency of damage
detection inspection methods in civil engineering based on
Probability Of Detection (POD) and Probability of False
Positive (PFP). First, challenges and differences between
civil engineering systems and other system are addressed.
Then, the initial elements that engineers should carefully
deal with for a successful evaluation of damage detection
methods are presented. Eventually, the contribution of
Model-Assisted tools to overcome some challenges in dam-
age detection is discussed.

2 Challenges in damage detection in civil
engineering structures

Civil engineering structures can suffer various types of
damage not only near the surface but also deep inside the
components. These damage types depend on different con-
ditions e.g. applied forces, material properties, operation
conditions, quality of construction, influence of the sur-
rounding environment etc. Some of these aspects are illus-
trated in Figs. 1 and 2.

Beside the wide spectrum of damage types, another
essential problem should be addressed which is related to
uncertainty. The reason resides in that damage in early
stages hardly influences the behaviour of the structure sig-
nificantly. That is why it is difficult to distinguish between
system changes caused by damage and changes caused by
other sources. [1], [2]

Another challenge is the noise contamination of the
measured signals that can be caused by a variety of sources.
Moreover, both the structure and sensors can be affected by
the surrounding environment conditions such as tempera-
ture or humidity. This causes uncertainties in the estima-
tion of the structural response. In addition, since civil engi-
neering systems are large and complex, it is difficult to cover
each part by a sufficient number of sensors. As a result, a
limited number of sensors leads to another type of uncer-
tainty especially because damage is often a local problem.
- Apart from some important structures, most of civil engi-

neering systems are not permanently monitored. There-
fore, it is difficult to find reference data that represents

T

Fig. 1. Fatigue
Bild 1. Materialermiidung

Fig. 2. Corrosion in steel structures
Bild 2. Korrosion in Stahlkonstruktionen

the initial state of a studied structure which could be
compared with current state data to identify any changes.
Consequently, alternative approaches are necessary to
detect damage from current state data only.

- In the case of important facilities such as hospitals or
power plants it is usually not possible to shut down op-
eration for experimental investigations. Moreover, some
parts of the structure are not or hardly accessible. For
approaches that are based on statistical data obtained
from a large number of specimens, in civil engineering
the database is usually due to the uniqueness of the con-
sidered system.

3 Principles of the evaluation method

The principles of the evaluation method can be defined as
the requirements that are needed for the crucial evaluation
of the damage detection method that is used to assess the
studied structure. These requirements can be concluded with
inclusion of damage, controlling uncertainty, required level
of damage information, network of sensors which is required
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for data acquisition, transmission and storage and valid
statistical models to estimate the Probability Of Detection
POD and POD curves.

3.1 Initial guess of damage location and Probability
of Inclusion (Pol)

It is difficult to ensure that the chosen area or member of the
studied structure includes specific damage or not. Therefore
the Probability of Inclusion (Pol) should be estimated [3].
For example, a Structure contains N element, M of which
include specific damage. If a sample of k elements is drawn
at random and the probability that no element is defective
(s =0) is Py then the Probability of Inclusion (Pol) can be
calculated as

Pol=1-P, @)

where P is calculated with replacement

P, = [1 - 11\\1/1}1‘ 3)

In the case of no replacement

wy
P, - k

The Probability of Inclusion is important to update the final
Probability Of Detection curves and estimate the index of
detection Pjp.

)

P,, = POD x Pol )

However, performing initial analyses in advance can show
where the maximum stress values are expected. These areas
are good candidates as initial damage locations which can
increase the Probability of Inclusion if they are considered.

3.2 Controlling uncertainty

Uncertainty is classified in two main categories: aleatoric or
epistemic. The former one represents the randomness of the
phenomenon and the latter is related to lack of knowledge
or data. Aleatoric uncertainty can be included by means of
approaches stochastically. In order to reduce epistemic un-
certainty, further deep investigations are required [4].

3.3 Damage indicators and damage information

Damage detection can be categorized according to the level
of information that they can provide as follows [5]: Level 1
describes the identification of the damage; level 2 includes
level 1 and the identification of the location of damage;
level 3 includes level 2 and the estimation of the severity
of damage; Level 1 includes level 3 and the prediction of
remaining service life. Many indicators rely on measured
data and a comparison of the initial with the current state
of a structure. When only measured data that was generated
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at a certain observation time is available, numerical mod-
els are required to obtain a reference. This means, that one
has to be aware of further uncertainties which are related
to the numerical model.

3.4 Well-designed experiments for damage detection

Since the number of sensors is usually limited, optimal sen-
sor placement is an important aspect that should to be
taken into account during the preparation of experimental
investigations. The Design of Experiments (DoE) includes
different tasks such as finding the best locations for the sen-
sors [6] and deciding what type of data should be collected.
In addition, available resources including budget, time,
equipment and number of samples etc. need to be consid-
ered.

In case, that a damage detection method is applied
which is based on modal parameters estimation, different
methods for the definition of sensor locations are available
in literature [6] such as the model kinetic energy method
(MKE), the eigenvector component product (ECP), the
mode shape summation plot method (MSSP) and the drive
point residue method (DPR). These methods require an
estimation of the modal properties of the studied structure
first. For example, in ECP, the sensors can be located at
positions with large ECP index values.

E(H% ::]TI‘qﬁk‘ (6)

k=1

ECP; is the ECP index for the ith sensor position, m de-
notes the number of significant mode shapes and [] con-
secutive element multiplications. ®j is the ith component
of mode shape k.

3.5 Using valid POD models

Two main standard models can be found to calculate the
Probability Of Detection POD and POD curves. The first
one is the log odds distribution to represent the hit/miss
method and the second is the application of the log normal
distribution based on the relationship between the size of the
damage and the amplitude of the signal or indicator. Both
models require fulfilling some important conditions. If these
requirements are ignored, wrong estimations for the POD
and POD curves may be obtained [1]. Moreover, the reliabil-
ity of Nondestructive Evaluation NDE test is concluded by
means of the aqg,95 value, Fig. 3, which represents the dam-
age size associated with 90 % POD with a 95 % lower con-
fidence bound for POD. Therefore, an erroneous estima-
tion of the agg/95 value leads to a wrong estimation of the
Nondestructive Evaluation NDE test reliability.

4 Model-Assisted tool

The disadvantage of using statistical methods is that calcu-
lating a reliable POD needs a large number of specimens
and experiments which can be costly and time consuming.
Moreover, in most civil engineering applications such in-
vestigations are simply impossible due to the uniqueness of
the systems. However, recently, these methods have been
supported by a new tool that makes their applications more
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71POD curve
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confidence bound

Probability Of Detection (POD)
o
(4]
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Damage size a

Fig. 3. Probability Of Detection (POD) curve and 95 % con-
fidence lower bound

Bild 3. Wahrscheinlichkeit fiir die Erkennung Kurve und 95 %
unterer Vertrauensbereich

practical and simpler. This tool is called Model-Assisted
method. As a result, a new hybrid method called the Model-
Assisted Probability Of Detection MAPOD [7] has been
developed. This method attracts the interest of engineers and
researchers, especially after the great development of com-
puter abilities and modelling tools. However, some empiri-
cal tests are still needed in order to include some phenomena
that are not well understood [1].

5 Applications
5.1 Description of the simulation test

A typical simply supported steel beam with an IPE 80 cross
section was studied including numerical investigation to
simulate the experiments. The test setup is illustrated in
Fig.4. The thickness of the lower flange was increased by
additional steel plates. Structural damage was simulated by
removing some of these plates near mid-span. Accelerom-
eters were used in different locations which were chosen

1375.0

500. ] Excitation

o e e

Damage

| ‘l ‘
||" ||” ‘" |~
|

‘M |||'|u||, jiine v~| | | |

|“

Acceleration

Time t [sec]

Fig. 5. Response signal without white noise
Bild 5. Antwortsignal ohne weifes Rauschen

based on the numerical investigation as mentioned in sec-
tion 3.4. A Finite element model was developed using 133
nodes and beam elements. The modal parameters of the
undamped system were calculated by means of a numerical
modal analysis. The first seven global mode shapes were
used to determine the locations and the number of sensors.
The results showed that at least seven sensors are required.
However, in order to increase the accuracy, 13 accelerom-
eters were used. They were deployed as shown in Fig. 4.
After that, the experiments were. Ten damage levels were
modelled by reducing the thickness of the lower flange in-
crementally from 0 % and 90 % at the position of the dam-
age. For each damage level, 10, 50 and 500 independent tests
were simulated numerically.

The experiments were simulated by applying an im-
pulse excitation with varying amplitude at about 0.15L
from the left support as shown in Fig. 4. It was assumed,
that the impulse amplitude was uniformly distributed with
a mean value F=100 N and a standard deviation 6g=50 N
while the duration of the half-sine impulse was chosen to
be constant with a value of T =0.2 ms. Performing tran-
sient analyses provided the response of the beam at the

freot
2.5ﬁF-_

) e o o 33 80

Sensor: accelerometers

3300.0

A
<275, 07~4275 044275 07\‘275 0714275 0--275. 07\‘275 O7~‘275 07}4275 07\‘275.04‘275.07\4275;‘/ o

Fig. 4. Studied structure: simply supported beam, dimensions in mm
Bild 4. Untersuchte Struktur: gelenkig gelagerter Balken, Mafle in mm
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Acceleration

Fig. 6. White noise
Bild 6. Weifles Rauschen ((noise))

Acceleration

Time t [sec]

Fig. 7. Response signal with white noise
Bild 7. Antwortsignal mit weifsem Rauschen

sensors’ positions marked Fig. 5. In order to achieve an
appropriate resolution in time, a sampling rate of 8192 Hz
was used. Only 4 seconds of the response was recorded.

To simulate different signal qualities, white noise was
generated as shown in Fig. 6 and added to the signals. The
final noise-contaminated signals, represented in Fig. 7, were
used for further calculations.

5.2 Damage indicator
A great variety of vibration-based damage indicators has

been suggested by many authors in literature. In this article
signal energy is used as an indicator to detect the damage:

1nd=liijx(t)2 dt )
0 1 1
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Fig. 8. Damage model using sample size = 500
Bild 8. Schadensmodell mit Probenanzahl = 500

where n is the total number of simulated experiments and
i is the number of the sensors. A linear model, Fig. 8, is pro-
posed to estimate the relation between damage size a and
indicator value y.

y=B, +PB; xa+e (8)

where By and B; are the regression parameters, € is the

total error which is assumed to be normally distributed,
2 2. T

€ ~ N(0,0%). o5 is the sum of the scatter of individual ob-

servation variance 05 and regression error variance 62

02 =02 +02 )

The probability of detection at each damage size a, POD(a)
is

POD(a)zd)[a_”) (10)
(¢}

where 1 and o are the mean and standard deviation of the
damage size which can be calculated as

W= Y =Bo
By
(11)
o=2e
By

where vy, is the decision threshold. Damage is considered
to be detected above yy, and not detected below yy,. This
value is associated with 50 % POD. The yy, is chosen in a
way to keep the Probability of False Positive (PFP) value
under a certain limit which in this example is about 6 %.
In other words, if the test is performed on undamaged
specimens, only 6 % of the results will identify damage that
does not exist. The Fig. 9 shows POD curve and lower con-
fidence bound for n = 500.
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Fig. 9. Probability Of Detection (POD) curve and 95 %
lower bound using sample number n =500

Bild 9. Erkennungswahrscheinlichkeitskurve und 95 %
unterer Vertrauensbereich mit Probenanzahl n =500

Table 1 presents the influence of the number of exper-
iments. If the number of experiments is small, the variances
of both n and ¢ will increase. Therefore, agg/95 Will increase,
consequently, the reliability of the test decreases. As a result,
it is important to choose a sufficient number of experiments.

Table 1. Influence of the number of samples on aqy,95
Tabelle 1. Einfluss der Probenanzahl auf agg,9s

n 10 50
ag0/95 [mm] 2.23 1.12

500
0.94

6 Conclusion and outlook

In this article a statistical damage detection inspection
method in case of civil engineering structures was discussed.
The common challenges that engineers would face in this
field were addressed. At the end, several important princi-
ples were highlighted in order to improve the reliability of
damage detection inspection methods and illustrated in an
example.

In addition, using model-assisted tools help to provide
the sufficient number of specimens to get reliable results.
Nevertheless, the essential base for a successful Model-As-
sisted Probability Of Detection (MAPOD) is a reliable
model of the structure. This condition opens the door to
model assessment and model quality problems. As a result,
it is important to develop assessment tools for models in
order to choose the most suitable for its application to
damage detection.
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Modellbasierte Schadensidentifikation

an Turmbauwerken

Die heutige Ingenieurpraxis erfordert fiir Bauwerke, die bereits
einen groBen Teil ihrer planmaBigen Nutzungsdauer erreicht ha-
ben, Methoden und Strategien zur Beurteilung der Resttragféhig-
keit. Bei geschédigten Konstruktionen ist neben der Frage nach
vorhandener Schédigung die Identifikation des Schadigungsortes
von {ibergeordnetem Interesse. Das Ziel dieses Artikels ist es,
eine modellorientierte Strategie vorzustellen, die eine schwin-
gungshasierte ldentifikation der Schadigung ermdglicht. Die Me-
thode wurde beispielhaft an einem Turmbauwerk angewendet.
Dazu wurde die globale Strukturantwort fiir ein ungeschadigt so-
wie geschadigt angenommenes Tragwerk unter Windbelastung
mit Hilfe der FEM ermittelt. Die Strukturantwort wurde anschlie-
Rend verwendet, um die Schadigung und ihre Lokalisierung zu
identifizieren. Dazu wurde ein auf der modalen Forménderungs-
energie basierender Indikator verwendet. Die Ergebnisse zeigen,
dass die angewandte Strategie niitzliche Informationen Giber die
analysierte Struktur liefert und somit eine fundierte Grundlage fiir
die Einschétzung des Bauwerkzustandes darstellt.

Keywords: Systemidentifikation; Schadensidentifikation; Tragwerks-
eigenschaften, dynamische

Model based strategy for damage detection of tower structures.
Nowadays many of existing structures are reaching the end of
their design life. Therefore, advanced methods and strategies are
required to assess the structure’s health status. The goal of this
article is to demonstrate a model supported investigation strategy
using Structural Health Monitoring (SHM) as a vibration based
method to identify the state of the structure illustrated by examp-
lary application to a tower structure. The tower is modeled in or-
der to estimate the global response with and without damage un-
der wind excitation, by means of FEM. The wind turbulence ef-
fects within these analyses have been considered by additional
CFD-simulation. Eventually, the variation of structural dynamic
properties which extracted from the global response is used to
detect damage and identify its position using an indicator that is
based on strain energy. The results show that modeling tools can
give useful information about the state of the studied structure.

Keywords: system identification; damage detection; dynamic properties

1 Motivation

Turmbauwerke sind ein wesentlicher Bestandteil der bau-
lichen Infrastruktur der Telekommunikationsnetze. Eine
Vielzahl von Sendemasten und Funktiirmen in Deutsch-
land sind an exponierten Standorten, wie Bergkuppen,

aufgestellt, an denen sie insbesondere hohen Windbelas-
tungen ausgesetzt sind. Wahrend in den letzten Jahren vor-
wiegend kleinere Sendemasten fiir die Mobilfunknetze
errichtet wurden, sind die meisten hoheren Tiirme bereits
zwischen 1960 und 1990 gebaut worden. Diese Bauwerke
befinden sich heute bereits in der zweiten Hélfte oder so-
gar am Ende ihrer geplanten Nutzungsdauer. Aus diesem
Grund erlangen die Einschdtzung der Restnutzungsdauer
sowie die Erarbeitung von Sanierungskonzepten eine im-
mer groBere Bedeutung fiir die Eigentiimer der Funktiirme.
In diesem Zusammenhang entsteht ein hoher Bedarf an
der Entwicklung von Methoden zur Beurteilung des Bau-
werkszustandes.

In der Regel versucht man zunéchst, die entsprechen-
den Nachweise rechnerisch zu erbringen. Ist dies auf Basis
iblicher Annahmen aus Normen und Richtlinien nicht
moglich, ergdnzt man die numerischen Analysen oft durch
experimentelle Untersuchungen. In einigen Féllen entschei-
det man sich dazu, das Bauwerk permanent oder in regel-
maligen Abstdnden messtechnisch zu iiberwachen. Zuneh-
mend dient die Bauwerksiiberwachung (engl. Structural
Health Monitoring - SHM) nicht allein der Einhaltung von
bestimmten Grenzwerten ausgewahlter Messgré3en, son-
dern der Identifikation numerischer Parameter fiir die rech-
nerische Tragwerksanalyse [1]. Eine wichtige Aufgabe der
langfristigen Bauwerksiiberwachung besteht in der Erken-
nung von Strukturverdnderungen durch Bauwerksschadi-
gungen. Die rasante Entwicklung der Rechentechnik er-
laubt zunehmend die Entwicklung und Anwendung von
Vorgehensweisen auf der Basis von immer komplexeren
Modellen fiir die Tragwerke und die Datenauswertung.

2 Methode und beteiligte Partialmodelle
2.1 Generelles Vorgehen

Das Problem der Bauwerksiiberwachung stellt eine mess-
technische Aufgabenstellung dar. Zur Erarbeitung eines
Messkonzeptes werden dabei im Allgemeinen numerische
Modelle eingesetzt. Dabei miissen sowohl die erwartenden
Einwirkungen, das Strukturverhalten und die zu identifizie-
rende Schiadigung hinreichend genau abgebildet werden.
In der hier vorgestellten Studie werden am Beispiel
einer Turmstruktur unter Windbelastung dynamische
Strukturberechnungen verwendet, um die messtechnisch
ermittelbaren Strukturantworten zu simulieren und die
Leistungsfahigkeit der vorgestellten Strategie zur Schadi-
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Bild 1. Darstellung der Vorgehensweise
Fig. 1. Description of the presented strategy

gungsidentifikation zu zeigen. Dazu sind die Antworten
eines durch Schéadigungen modifizierten Turmmodells auf
Windbelastung in einer transienten numerischen Analyse
ermittelt worden. Die Ergebnisse werden dann zur Berech-
nung eines auf identifizierten modalen Parametern beru-
henden Schidigungsindikators benutzt. Zur Identifikation
der modalen Strukturparameter (Eigenformen, Eigenfre-
quenzen und modale DampfungsmaRe) kann beispiels-
weise die Stochastic Subspace Identification (SSI) ange-
wendet werden. Bild 1 stellt die beschriebene Vorgehens-
weise graphisch dar.

Das betrachtete numerische Modell vereinigt eine
Vielzahl von Partialmodellen. In den nachfolgenden Ab-
schnitten werden die in diesem Aufsatz ndher betrachteten
Partialmodelle in kurzer Form beschrieben.

2.2 Partialmodell Wind

In der Regel ist fiir die Bemessung von Turmtragwerken in
exponierten Hohenlagen die Belastung durch Wind ein
maligebender Lastfall. In vielen Fillen ist fiir die hohen,
schlanken Tragwerke mit geringer Ddmpfung eine dynami-
sche Analyse fiir die Ermittlung des Tragverhaltens unter
Windbelastung erforderlich. Wenn Tiirme kreisférmige
oder anndhernd kreisformige Querschnitte haben, kann es
infolge regelméRiger Wirbelablosungen zu Schwingungen
quer zur Windrichtung kommen [2]. In diesem Fall ist die
Beriicksichtigung des dynamischen Tragverhaltens uner-
lasslich.

Zur Beriicksichtigung der Windbelastung in dynami-
schen Analysen im Zeitbereich konnen vereinfachte An-
sdtze genutzt werden, welche auf der Verwendung der
mittleren Windgeschwindigkeit sowie auf der Einbezie-
hung von turbulenten Windeigenschaften beruhen.

In dieser Studie ist die atmosphérische Turbulenz mit
Hilfe des von Karman-Spektrums ermittelt worden, welches
eine analytische Beschreibung der Windturbulenz {iber den
betrachteten Frequenzbereich darstellt. Das Spektrum ist
entsprechend der Windgeschwindigkeitsklasse und der Tur-
bulenzkategorie generiert [3]. Die Belastung auf eine Struk-
tur kann mit Hilfe des Stromungswiderstandsbeiwertes c,
entsprechend der folgenden Gleichung ermittelt werden:

1

FW=2

pv2Dc,, (1)
Dabei gibt F,, die Belastung auf das Bauwerk als Linienlast
an. p beschreibt die Dichte des Fluids, v die Stromungsge-
schwindigkeit relativ zum Tragwerk und D gibt den AuRRen-
durchmesser wieder. Der Stromungswiderstandsbeiwert c,,
kann durch Versuche im Windkanal oder numerisch durch
CFD-Simulationen bestimmt werden. Wenn der Strémungs-
widerstandsbeiwert fiir den vorliegenden Querschnitt er-
mittelt wurde, konnen Windbelastungen an diskreten
Punkten fiir Turmquerschnitte mit iiber die Hohe varia-
blen Durchmessern, wie beispielsweise bei einem koni-
schen Turmschaft, ermittelt werden.

2.3 Partialmodell Dampfung

Als Dampfung werden in schwingenden Systemen Phéno-
mene zusammengefasst, die eine irreversible Umwandlung
von mechanischer potentieller oder kinetischer Energie in
andere Energieformen, meist Warme, zur Folge haben. Sie
stellen eine wichtige EinflussgroRRe auf die Antwort einer
Struktur unter dynamischen Lasten dar. Ddmpfungsursa-
chen kénnen nach dem Ort der Energiedissipation in Ab-
héngigkeit der Definition der Systemgrenzen in innere und
dullere Dampfung eingeteilt werden. Weiterhin ist eine
Klassifikation nach den Mechanismen der Energiedissipa-
tion beispielsweise in Material-, Kontaktflichen- sowie Ab-
strahlddmpfung tiblich. Ddmpfung bzw. die Dissipation von
mechanischer Energie in Wéarme wird dabei meist durch
innere oder duBere Reibungsmechanismen verursacht.

Die Beriicksichtigung von Dampfungseffekten in dy-
namischen Berechnungen beruht meist auf der Annahme
eines linearen, geschwindigkeitsproportionalen Damp-
fungsmodells (viskose Dadmpfung), welches in linearen Dif-
ferentialgleichungssystemen resultiert. In numerischen Si-
mulationen kann viskose Ddmpfung durch Verwendung
modaler Dampfungsparameter in den entkoppelten Bewe-
gungsgleichungen oder durch die Annahme, dass die
Déampfungsmatrix in einem direkten Zeitintegrationsalgo-
rithmus proportional auf der Massen- und Steifigkeitsma-
trix aufbaut, eingefiihrt werden (Rayleigh-Dampfung).

C=oM+BK 2)

Die Beriicksichtigung von realistischen Dampfungseigen-
schaften in Simulationsmodellen stellt dabei eine schwie-
rige und meist nur unzureichend geloste Aufgabe dar. In
der Literatur existiert eine Vielzahl von experimentell be-
stimmten Parametern zur Modellierung viskoser Daémpfung
fiir Werkstoffe und Konstruktionen, allerdings sind diese an
das zugrunde liegende Experiment inklusive geometrischer
Eigenschaften gebunden und stellen somit meist nur An-
haltswerte zur Dampfungsberiicksichtigung dar. Im Falle
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direkter Integration konnen verschiedene Materialen oder
Dampfungsphdnomen durch die Anwendung der Rayleigh-
Dampfung auf relevante Elementsteifigkeitsmatrizen vor
Kombination zum Gesamtsystem beriicksichtigt werden.
Bei Verwendung von entkoppelten Bewegungsgleichungen
in modaler Superposition ist eine Beriicksichtigung unter-
schiedlicher Materialien ebenfalls moglich. Dabei kann ein
effektiver Ddmpfungskoeffizient fiir eine Eigenform aus der
Summe der Produkte der Deformationsenergien jeder
Eigenform fiir jedes Material mit den materialabhédngigen
Déampfungsgraden im Verhéltnis zur Gesamtdeformations-
energie einer Eigenform bestimmt werden. Alternativ wére
beispielsweise auch eine Mittelung iiber Massenbeitrége der
unterschiedlichen Materialien méglich.

2.4 Partialmodell Schadigung

In diesem Beitrag wird angenommen, dass im betrachteten
Bauwerk in einem in Stahlbetonbauweise errichteten Bau-
werksabschnitt eine lokale Schadigung vorliegt.

Die Schéadigung wurde im Simulationsmodell verein-
facht durch eine lokale Reduzierung der Steifigkeitseigen-
schaften unter Verwendung eines Modells nach Elwood [4]
abgebildet. Dieses Modell wurde zur Untersuchung des
Tragwerksversagens von Stahlbetonstiitzen entwickelt und
repréasentiert das phianomenologische Verhalten einer
Stiitze bei einachsiger Druck- und/oder Querkraftbean-
spruchung. Die Abbildung der reduzierten Steifigkeiten
erfolgte durch Reihenschaltung von Schubfeder- und Bal-
kenelement, wie in Bild 2 dargestellt ist. Zur Bestimmung
der Steifigkeit der Schubfeder fiir die Beschreibung der
Schéadigung werden dabei u. a. die Druckfestigkeit des Be-
tons, der Bewehrungsgrad und die Zugfestigkeit der Quer-
kraftbewehrung, die Querschnittsflaiche, geometrische
Eigenschaften der Liangsbewehrung, die axiale Belastung
sowie der kritische Risswinkel beriicksichtig. Die genaue
Wirkungsweise des Modells ist in [4] ausfiihrlich erldutert.

Die Gesamtschubsteifigkeit theg und Schubfederstei-
figkeit Kqeg nach Festigkeitsiiberschreitung bzw. Schidi-
gung ist unter Beriicksichtigung der Reihenschaltung von
Schubfeder und Balkenelement bestimmbar:

-1
1 1
Kaeg =| 1t~ (3)
deg
[ Kttzleg Kunload ]
Schubfeder Balkenelement Gesamtverhalten
A=A+ 4
v Vv v Schubfestigkeit
V,
U\ Kaeg /'7 Ko K deg
A, g 4 A
Va3 p
P, ] einaxiale
2 Verschiebung bei \Q"‘kfe’ﬁg’m it
Schubversagen
LA‘ Verschiebung bei \/4 4, 4
1 Druckversagen, P:M
=V

Bild 2. Schddigungsmodell nach [2]
Fig. 2. Failure model according to [2]
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Dabei beschreibt K,10aq die Anfangssteifigkeit des Balken-
elementes im gekoppelten Balken-Feder-Modell. Darauf
aufbauend werden reduzierte Steifigkeiten der Schubfeder
zur Integration in das numerische Modell der dynami-
schen Analyse ermittelt

3 Methode der Schadensidentifikation

Seit mehreren Jahren werden verschiedene Ansédtze zur
Identifikation von Tragwerksschéddigungen in Bauwerken
entwickelt, die auf Schwingungsmessungen basieren [5].
Viele dieser Verfahren beruhen auf der Annahme, dass die
Schéadigungen zu Verdnderungen der modalen Parameter,
das heifSt der Eigenformen, Eigenfrequenzen und Damp-
fungseigenschaften, fiihren.

Mit Hilfe geeigneter Algorithmen lassen sich aus gemes-
senen Bauwerksschwingungen die modalen Eigenschaften
identifizieren. Solche im Englischen als output-only oder
operational modal analysis bezeichneten Verfahren haben in
den letzten Jahren insbesondere im Bauingenieurwesen eine
breite Anwendung erfahren. Im Rahmen der hier vorgestell-
ten Studie wurde die Stochastic Subspace Identification
(SSI) [6] angewendet. Ein Vergleich dieser Methode mit an-
deren Algorithmen ist in beispielsweise [6] und [7] dargestellt.

Die aus den Simulationsergebnissen identifizierten
modalen Parameter konnen benutzt werden, um mogliche
Schédigungen mit Hilfe von Indikatoren, die beispielsweise
auf der Berechnung der modalen Forménderungsenergie
beruhen, zu detektieren. Der hier verwendete Schiadigungs-
indikator wird mit Hilfe der Euler-Bernoulli-Balkentheorie
fiir einen Balken der Liange L hergeleitet (4) [8].

2
u-1 jOLE(x)I(x)( dzd‘x"’gx)] dx )

Dabei beschreibt E(x)I(x) die Steifigkeit der Struktur an
der Stelle x und w(x) die Verschiebung des Balkenquer-
schnittes in z-Richtung.

Der zu einer Eigenform gehoérende Anteil der Form-
danderungsenergie kann durch Gl. (5) ermittelt werden:

d2o;
2

2
i ]dx )

U = ;_[OLE(X)I(X)[

Der Schadigungsindikator basiert auf der Verwendung von
Eigenformen der ungeschédigten ®; und geschédigten
Struktur ®%. Zur Herleitung des Indikators wird das Ver-
héltnis der inneren Energie U;; bzw. UI] eines Elementes j
und der gesamten Forménderungsenergie der Struktur U;
bzw. U’ verwendet Gl. (6). Unter Annahme konstanter
Steifigkeitseigenschaften zur Berechnung von U; bzw. Uj
sowie innerhalb eines Elementes ergibt sich fiir die antei-
lige modale Forménderungsenergie eines Elementes j

B Uij EIj B Ul] EI}k y 6
i Ui - EI j;] §j Ur - EI* fl] ( )
wobei gilt:

N N .
zFijzl 2 E =1 (7)

—1 -1
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Wenn weiterhin zur Berechnung der Forménderungsener-
gie der Gesamtstruktur unverdnderte Steifigkeitseigen-
schaften angenommen werden konnen, ergibt sich:

Bl _EL,
EI fik - EI fik (8)

Fiir Schadigungen, die nur in einem Element k auftreten,
kann damit der Schéadigungsindex B, beziiglich einer Eigen-
form i und Element k nach GL. (9) berechnet werden.

Bl _f
B g ¥

Um mogliche Probleme in Verbindung mit der Division
durch null oder sehr kleinen Werten zu vermeiden, wird
der Schéddigungsindex nach GI. (10) modifiziert.

fi +1

L= 10

Blk flk +1 ( )

Bei Verwendung von N, Eigenformen kann der Schadi-
gungsindikator robuster nach GI. (11) bestimmt werden:

211\]‘“ 3 +1
ZTmfik +1

Da der Schadigungsindex einen statistischen Indikator re-
prasentiert, wird ein Schwellwert angewendet werden, um
signifikante Anderungen des Schidigungsindex auszuwer-
ten. Dazu werden Durchschnittswert des Schadigungsin-
dex bzw. Mittelwert und Standardabweichung verwendet
Gl (12).

By = (11)

(12)

Es liegt Schadigung vor, wenn sich fiir Z; positive Werte
ergeben.

Die Qualitédt der Ergebnisse hdngt dabei insbesondere
von der Qualitédt der identifizierten Eigenformen ab. Dar-
aus resultieren entsprechende Anforderung an die Anord-
nung von Sensoren und die Datenverarbeitung, wofiir
auch eine hinreichende Erfahrung bendtigt wird.

4 Beispielrechnung Turmbauwerk
4.1 Modellierung des Tragwerks

Die modellbasierte Schadigungsidentifikation wird hier
exemplarisch an einem typischen Funkturm angewendet.
Der Turm wurde als 192 m hoch, bestehend aus in drei
verschiedenen Bauweisen errichteten Abschnitten, ange-
nommen. Auf einem 110 m hohen Stahlbetonschaft steht
eine ca. 60 m hohe Stahlkonstruktion mit Rohrquerschnitt.
Den oberen Abschluss bildet ein 22 m hohes Rohr aus glas-
faserverstdrktem Kunststoff. Der Turmdurchmesser betréagt
am FuBpunkt 9,35 m und verjiingt sich nach oben hin in
der in Bild 3 skizzierten Form.

In der hier beschriebenen Studie wurde das Turmtrag-
werk mit Balkenelementen modelliert. Es wurde linear-
elastisches Materialverhalten unter Verwendung der in

Tabelle 1. Materialparameter
Table 1. Material parameters

Material E-Modul Dichte
[N/mm?| [kg/m3]
Stahlbeton 30000 2500
Stahl 210000 7850
GFK 73000 2600
107.50m l
2 Ll
e ;
el
c c ~ '_\
a a Schnitt C-C
N
E | J
. N/ &l
[=]
- (1 Schnitt B-B
|
E
(=1
A A o
& gy 1 R
. 7 \: =
a ' H ]II: ﬁ
‘ ‘ e
‘ ‘ 107.50m | | Schnitt A-A

| |

Bild 3. Geometrie des Turmbeispiels
Fig. 3. Geometry of the example tower

Tabelle 1 zusammengefassten Materialparameter ange-
nommen. Wartungs- und Aussichtsplattformen, die bei sol-
chen Turmbauwerken notwendig sind, wurden vereinfacht
in Form von Punktmassen auf vier verschiedenen Héhen
bertiicksichtigt. Es wurde angenommen, dass die Griindung
einer perfekten Einspannung entspricht, eine Boden-Bau-
werksinteraktion ist ausgeschlossen worden.

Zur Beriicksichtigung der angenommenen Schédi-
gung wurde im Bereich des Anschlusses der Stahlkon-
struktion an den Stahlbetonschaft ein Element mit dem in
Abschnitt 2.4 beschriebenen Materialmodell eingefiigt.
Dabei wurden zwei unterschiedliche Schidigungsszena-
rien durch unterschiedliche Reduzierung der Schubfeder-
steifigkeit untersucht.

4.2 Modellierung der Windlast

Fiir die dynamische Simulation ist die Belastung durch Wind
in Form von zeitlich und {iber die Turmhdohe verdnderlichen
Druckverteilungen modelliert worden. Dabei wurde die
mittlere Windgeschwindigkeit nach EC 1 (Windgeschwin-
digkeitszone II) angenommen. Die atmosphérischen Turbu-
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lenzen wurden, wie in Abschnitt 2.2 beschrieben, bei Be-
riicksichtigung einer Wind-Struktur-Interaktion und unter
Verwendung des von Karman-Spektrums ermittelt. Dabei
wurde von einem kreisformigen Querschnitt ausgegangen,
externe Antennen und Plattformen blieben bei der Modellie-
rung der Windbelastung unberiicksichtigt. Fiir den Stro-
mungswiderstandsbeiwert ¢, wurde nach [9] ein Wert von
0,85 verwendet. Der resultierende Zeitverlauf der Windbe-
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Bild 4. Resultierende Windlasten in Stromungsrichtung
Fig. 4. Resulting windloads in wind direction
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Bild 5. Resultierende Windlasten quer zur Stromungsrich-
tung

Fig. 5. Resulting windloads in perpendicular to wind direc-
tion
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lastung in Windrichtung (y-Richtung) sowie quer dazu (x-
Richtung) sind in den Bildern 4 und 5 fiir verschiedene Ho-
hen als Linienlast iiber die Bauwerkshohe dargestellt. Die
geringeren Belastungen in groReren Hohen begriinden sich
durch die Abnahme des Querschnittsdurchmessers.

Die Dampfung des Turmbauwerks wurde mit Hilfe
der Rayleigh-Dampfung abgebildet. Dazu wurde verein-
facht global ein Ddmpfungsgrad von 1 % in der ersten und
dritten Eigenfrequenz angenommen.

4.3 Ergebnisse

Nachfolgend sind die Ergebnisse der numerischen Analy-
sen sowie der vorgestellten Strategie zur Schadensdetek-
tion zusammengefasst.

Zunichst werden in Bild 6 die Ergebnisse der Modal-
analyse dargestellt. Sie zeigen die ersten vier Eigenfrequen-
zen und Eigenformen der Biegeschwingungen. Aufgrund
der Rotationssymmetrie treten diese Eigenschwingungen
bei jeder der aufgelisteten Frequenzen paarweise in zuein-
ander orthogonalen Ebenen auf.

Weiterhin werden exemplarisch die Verschiebungen
im Zeitverlauf an der Turmspitze bei Annahme einer unge-
schéddigten und geschddigten Struktur in Bild 7 verglei-
chend dargestellt. Dabei zeigt sich, dass kaum Unter-
schiede in den Amplituden zwischen geschiddigtem und
ungeschédigtem Bauwerk festgestellt werden konnen. Die
nur geringen Abweichungen in der Tragwerksantwort kon-
nen auch durch Vergleich der modalen Antworten aus den
Eigenwertanalysen festgestellt werden. Dazu werden in
Tabelle 2 die modalen Eigenschaften bei beriicksichtigter
Schadigung im Tragwerk mit ungeschadigter Struktur ver-
glichen. Dabei zeigt sich, dass bei beriicksichtigter Schadi-
gung erwartungsgemdl} aufgrund der reduzierten Steifig-
keiten auch die Eigenfrequenzen abnehmen.

1. EF
0,312

2. EF
0,796

3. EF
1,890

4. EF
2,801

Bild 6. Erste vier Eigenformen und Eigenfrequenzen [Hz]
des Turms
Fig. 6. The first four mode shapes and frequencies [Hz] of
the tower
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Tabelle 2. Eigenfrequenzen und modale Dampfungsgrade des FE-Modells
Table 2. Natural frequencies and modal damping ratios of the FE-model

Fall Richtung Eigenform
1 2 3 4

f [Hz] £% f [Hz] £% f [Hz] £% f [Hz] £ %
x 0,312 1,00 0,796 0,70 1,890 1,00 2,801 1,37
ungeschédigt y 0,312 1,00 0,796 0,70 1,890 1,00 2,801 1,37
- x 0,312 1,00 0,795 0,70 1,881 1,00 2,794 1,37
Schidigung 1 y 0,312 1,00 0,795 0,70 1,881 1,00 2,794 1,37
- x 0,308 1,00 0,777 0,73 1,687 1,00 2,619 1,42
Schidigung 2 y 0,308 1,00 0,777 0,73 1,687 1,00 2,619 142

Aus den simulierten Antwortzeitreihen sind mit Hilfe
des SSI-Algorithmus Eigenfrequenzen, Eigenformen und
modale Dampfungsmalle identifiziert worden. In Tabelle 3
sind die extrahierten Eigenfrequenzen sowie modalen
Dampfungsgrade dargestellt. Bild 8 zeigt die dazugehorigen
Eigenformen. Im Vergleich zu den in der Eigenwertanalyse
ermittelten modalen Eigenschaften kénnen eine gute Uber-
einstimmung in den Eigenfrequenzen sowie Eigenformen
und groBere Abweichungen in den Dampfungseigenschaf-
ten festgestellt werden, insbesondere wenn Schéidigungen
im Modell beriicksichtigt wurden. Dies spricht fiir die Qua-

litdat der hier angewendeten Methode zur modalen Identi-
fikation.

Die in Abschnitt 3 beschriebene Vorgehensweise wird
anschliefend angewendet, um mit Hilfe der identifizierten
modalen Eigenschaften einen Indikator zur Beschreibung
vorhandener Schidigung zu bestimmen. In Bild 9 wird der
bestimmte Schadenindikator quantitativ dargestellt. Mit
Hilfe des verwendeten Indikators ist es moglich, Schédi-
gungen fiir beide angenommenen Schadensszenarien zu
detektieren und die korrekte Hohenposition zu identifizie-
ren. Wenn der Indikator auch das Schadensausmaf nicht

Tabelle 3. Mit Stochastic Subspace Identification extrahierte Eigenfrequenzen, sowie Ddmpfungsgrade
Table 3. Extracted natural frequencies and damping ratios using Stochastic Subspace Identification (SSI)

Fall Richtung Eigenform
1 2 3 4

f [Hz] &% f [Hz] &% f [Hz] &% f [Hz] &%
ungeschidigt X 0,317 1,03 0,793 0,65 1,795 1,05 2,515 1,13
Y 0,317 1,03 0,796 0,65 1,797 1,05 2,515 1,13
Schidigung 1 X 0,317 1,05 0,792 0,70 1,787 1,02 2,510 1,14
4 0,317 1,31 0,795 0,94 1,789 1,05 2,510 1,15
Schidigung 2 X 0,313 1,30 0,775 1,15 1,620 0,89 2,380 1,19
\ 0,313 1,51 0,775 0,85 1,620 1,09 2,380 1,19
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Bild 8. Mit Hilfe Stochas-
tic Subspace Identification
(SS1) extrahierte vier ers-
ten Eigenformen

Fig. 8. Extracted first four
mode shapes using the
Stochastic Subspace Iden-
tification (SSI) algorithm
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quantifiziert, so ist doch eine Unterscheidung der beiden
untersuchten unterschiedlichen Schadensstiarken moglich.

5 Fazit

In der heutigen Ingenieurpraxis bedarf es effizienter und
wirkungsvoller Strategien zur Zustandsidentifikation von
Tragwerken. Die Anwendung einer modellbasierten Stra-
tegie, wie am Beispiel des Turmbauwerks gezeigt, ist gut
geeignet zur Schadensidentifikation einer Tragstruktur. Im
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Bild 9. Schadigungsindi-
kator aufgetragen iiber die
Turmhdéhe (links: Schadi-
gungsgrad 1, rechts: Schd-
digungsgrad 2)

Fig. 9. Damage indicator
associated with the height
of the tower (left: damage
case 1, right: damage

case 2)

10 15 20 25

Schadensindikator

gezeigten Beispiel dienten die Ergebnisse einer dynami-
schen numerischen Simulation der Tragstruktur unter
Windanregung als synthetisch erzeugte Messdaten. Mit
Hilfe des SSI Algorithmus‘ wird die Schadigung im Trag-
werk und deren Ort detektiert und so ein effizienter und
gezielter Einsatz von MaRnahmen zum Bauwerksmonito-
ring ermoglicht.

Der Vergleich der Ergebnisse der numerischen Modal-
analyse und der identifizierten Eigenformen und -frequen-
zen zeigt eine gute Ubereinstimmung. Sie sind ein erster



M. Deeb/T. Abbas/S. Ghorashi/l. Stade/I. Wudtke/V. Zabel - Modellbasierte Schadensidentifikation an Turmbauwerken

Hinweis auf die praktische Anwendbarkeit der vorgestell-
ten Strategie, gelten doch die angewandten Berechnungs-
algorithmen zu etablierten, sowohl verifizierten als auch
validierten Methoden der dynamischen Tragwerksanalyse.
Zukiinftig soll die vorgestellte Methodik an einer realen
Turmstruktur zur Beschreibung des Bauwerkszustandes
angewendet und getestet werden.

Eine Aussage iiber die Qualitdt der berechneten Er-
gebnisse ist zu einer erfolgreichen Anwendung der Me-
thode in der Praxis notwendig. Daher sollen Methoden zur
Quantifizierung der Modellunsicherheit und -qualitét in
die Losungsstrategie integriert werden. Sie sollen dem an-
wendenden Ingenieur als ein Hinweis iiber die Qualitét
der in der Methode angewendeten Partialmodelle dienen.
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