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Einfithrung

Kapitel 1

Einfiihrung

Anlal und Motivation dieser Arbeit waren praktische Aufgabenstellungen, die
Standsicherheit von Schwergewichtsstaumauern auf gekliiftetem Fels rechnerisch
nachzuweisen. Unter Verwendung und Weiterentwicklung verfiigbarer Software sollen
die notwendige physikalische und numerische Leistungsfdhigkeit fiir Berechnungen im
gekliifteten Fels in der Kontinuumsmechanik mittels expliziter und impliziter
Berechnungsstategien untersucht werden.

Z2
[}

Bild 1.1 gekliifteter Fels

Betrachtet man die vielféltigen Erscheinungsformen von gekliiftetem Fels, erscheint es
aussichtslos, ein “wirklichkeitsnahes” Berechnungsmodell zur Beschreibung des
Spannungs-Verformungsverhaltens entwickeln zu wollen. In jedem Fall werden
umfangreiche Idealisierungen in den Materialgesetzen, bei der mechanischen
Beschreibung oder im Geometriemodell notwendig. Die Kunst des Ingenieurs ist es,
dem geomechanischen Problem angemessene Idealisierungen zu wihlen, dabei aber in
der Vielfalt von Annahmen und Vereinfachungen sowie verwendeter numerischer
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Werkzeuge das Urteilsvermogen iiber die Berechnungsergebnisse nicht zu verlieren.
Bei der Auswertung und Interpretation der Ergebnisse sollte deshalb grundsitzlich
zwischen den Einfliissen aus physikalischer Beschreibung und numerischer
Verarbeitung unterschieden werden.

1.1 Physikalische Problemstellung

Zur physikalischen Problembeschreibung gehort die Beschreibung aller maBBgebenden
Belastungen und Widerstinde. Das Materialmodell, das Geometriemodell und die
gewahlte mechanische Formulierung miissen dabei geeignet sein, alle relevanten
physikalischen Prozesse abzubilden. Der gekliiftete Fels zeigt in der Praxis sowohl
typische Eigenschaften eines Kontinuums als auch eines Diskontinuums. Abhéngig
von der Wahl der mechanischen Formulierung werden zur Beschreibung von
gekliiftetem Fels in der Kontinuumsmechanik verschmierte Materialmodelle in FEM-
oder FDM-Programmen, in der Diskontinuumsmechanik diskrete Materialmodelle in
DEM-Programmen favorisiert. Oft ist aber bei der notwendigen schrittweisen
Verbesserung anfianglich grober geomechanischer Modelle nicht klar, ob verschmierte
Materialmodelle das Spannungs-Verformungsverhalten des gekliifteten Gebirges
ausreichend gut beschreiben oder ob auf diskrete Modelle zuriickgegriffen werden
mufl. Es erscheint deshalb notwendig und lohnenswert, die Auswirkungen
unterschiedlicher Idealisierungen bei der Modellierung von gekliiftetem Fels in der
Kontinuums- und Diskontinuumsmechanik ndher zu untersuchen. An praktischen
Aufgabenstellungen sollen die Einfliisse unterschiedlicher Idealisierungen auf die
Berechnungsergebnisse quantifiziert werden.

1.2 Numerische Problemstellung

Bei der numerischen Formulierung der Zeit- und Ortsdiskretisierung nichtlinearer
Differentialgleichungen werden moglichst gute Ndherungslosungen angestrebt. Mit
zunehmendem Integrations- und Diskretisierungsniveau kann eine Anndherung an die
exakte Losung der Differentialgleichung erwartet werden. Neben dem Einfluf3
unterschiedlicher Diskretisierungs- oder Integrationsniveaus konnen aber auch aus der
numerischen Umsetzung der komplexen Materialmodelle FEinflisse auf die
Berechnungsergebnisse resultieren. Lassen sich die Materialmodelle nicht konsistent
formulieren, das heil3t die Ergebnisse erfiillen nicht exakt die Konsistenzbedingungen,
werden abhingig vom Iterationsverlauf unterschiedliche Ergebnisse erzielt. Auch
Konvergenzprobleme oder Rechenzeitbegrenzungen konnen Niherungslosungen
erzwingen, deren Einflull auf die Berechnungsergebnisse oft schwer abzuschétzen ist.
Diese Abhingigkeiten werden in der Folge als “numerische” Pfadabhingigkeiten
bezeichnet. Im Gegensatz zu physikalischen Pfadabhéngigkeiten, die z.B. aus dem
Einfiihren von Restfestigkeiten resultieren und beim Abschreiten des Losungspfades
moglichst genau abgebildet werden sollen, sind oben aufgefiihrte “numerische”
Pfadabhingigkeiten hochst unerwiinscht. Sind infolge numerischer Pfadabhiangigkeiten
groBere Ergebnissabweichungen zu beobachten, stellt sich die Frage nach der
Zuverlassigkeit und Sicherheit der Losung. Hauptaugenmerk bei der numerischen
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Umsetzung der Materialmodelle wird deshalb auf die Minimierung der numerischen
Pfadabhéngigkeiten gelegt.

Bei Standsicherheitsberechnungen von Schwergewichtsstaumauern wird es notwendig,
Versagenslasten zu bestimmen oder Versagensmechanismen zu untersuchen. Im
deutschsprachigen = Raum  werden  fiir  Standsicherheitsberechnungen  von
Schwergewichtsstaumauern implizite Programme favorisiert. Aber gerade bei
Berechnungen in Grenztragfahigkeitszustanden konnen mit impliziten Programmen
infolge von Konvergenzproblemen oder numerischen Instabilititen oft nur
unbefriedigende oder gar keine Ergebnisse mehr erzielt werden. Explizite Programme
verwenden keine Gleichgewichtsiterationen und lokale physikalische Instabilititen
verursachen  keine  numerischen  Instabilititen  beim  Auffinden  einer
Gleichgewichtslosung. Damit erscheinen explizite Programme fiir Berechnungen in
Grenztragfahigkeitszustinden und zur Untersuchung von Versagensmechanismen
besser geeignet. Die Eignung der entwickelten Materialroutinen  fiir
Grenztragfahigkeitsberechnungen soll in expliziten und impliziten Programmen
untersucht und verglichen werden.

1.3 Zielstellung

In der Geotechnik werden in zunehmenden Malle ebene, pseudo-rdumliche oder
rdumliche Berechnungen von Tunnelbauwerken, Hohlrdumen, Baugruben oder
Talsperren durchgefiihrt. Solche Berechnungen stellen hohe Anforderungen an die
numerischen Werkzeuge sowie die Qualifikation der Bearbeiter. Sie erfordern damit
einen weit hoheren finanziellen Aufwand als Berechnungen mit herkdmmlichen
Ersatzmodellen. Dieser Aufwand ist nur zu rechtfertigen, wenn die erzielten
Ergebnisse im Informationsgehalt deutlich besser und sicherer als bei vereinfachten
Berechnungsverfahren sind. Um ein besseres Verstindnis fiir die maBgebenden
geomechanischen Probleme entwickeln zu konnen und die Zuverldssigkeit der
Berechnungsergebnisse zu sichern, werden oft zahlreiche numerische Simulationen
notwendig. Dabei ist die Angemessenheit verwendeter Idealisierungen im
Geometriemodell, im Materialmodell oder bei der mechanischen Formulierung stindig
zu Uberpriifen. Der angestrebte Einsatz von Berechnungsprogrammen als numerisches
Labor erfordert deshalb ein hohes Mall an numerischer und physikalischer
Leistungsfahigkeit. An Hand von praktischen Standsicherheitsberechnungen im
gekliifteten Gebirge sollen der geomechanische Modellbildungsprozel3 vorgestellt und
die notwendige physikalische und numerische Leistungsfahigkeit {iberpriift und
diskutiert werden.

Fiihrt man sich die Schwierigkeiten im geomechanischen Modellbildungsprozef3 oder
bei der Bestimmung der Versagensmechanismen vor Augen, erscheint es notwendig,
daB ein modernes geotechnisches Berechnungsprogramm die Vorteile sowohl der
Kontinuumsmechanik als auch der Diskontinuumsmechanik und der damit
verbundenen numerischen Werkzeuge nutzen sollte.
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Zitat [59, S. 174] ‘Unser altes Fernziel mufte eigentlich ein hybrides Modell aus
finiten und diskreten Elementen sowie Randelementen sein. Das Problem dabei ist
die tiefe gegenseitige Abneigung der Finiten-Elemente-Welt und der Diskreten-
Elemente-Welt. ... Eine Annaherung dieser extremen Standpunkte wurde bedeuten,
dald sowohl im einen als auch im anderen Bereich das Rad nicht neu erfunden
werden mufd.’

Auch bei Berechnungen im gekliifteten Fels stehen sich die Verfechter der
Kontinuumsmodelle, i.d.R. mit impliziten FEM-Programmen, und die Verfechter der
Diskontinuumsmodelle mit DEM-Programmen oft mit Extrempositionen gegeniiber.
Reduziert man die Unterschiede auf Wesentliches, befremdet die Abneigung so enger
Verwandter. Fiir objektive Vergleiche miissen die Schlagworter FEM, FDM oder DEM
untersetzt und zwischen Vor- und Nachteilen in der numerischen Verarbeitung und der
physikalischen Beschreibung unterschieden werden. Durch Vergleiche der
physikalischen und numerischen Leistungsfihigkeit und mit dem Versuch der
Klassifizierung der Berechnungsmethoden soll diese Arbeit einen Beitrag zur
Annidherung leisten.

In der Praxis sind bei geomechanischen Problemstellungen oft einige GroBstérungen
und ein Trennflichensystem vorhanden. Dann wird eine Mischung aus diskreten
Trennflachen und verschmierten Materialmodellen im Berechnungsmodell notwendig.
Um das geomechanische Modell besser entwickeln zu konnen, soll es wahlweise
moglich sein, in einem Berechnungsprogramm Trennfldchen diskret oder verschmiert
zu beriicksichtigen. In Erweiterung bisheriger DEM-Strategien wird ein multilaminares
Materialmodell fiir den gekliifteten Fels mit bis zu 3 Trennfldchenscharen in das DEM-
Programm UDEC implementiert. Damit wird der schrittweise Ubergang vom
verschmierten Ersatzkontinuum zum Diskontinuum moglich.

Hauptargument gegen eine praktische Nutzung von expliziten Programmen sind i.d.R.
die aus der hohen Anzahl an Berechnungsschritten resultierenden Rechenzeiten. Bei
Vergleichsrechnungen expliziter und impliziter Kontinuumsmodelle soll neben
moglichen Leistungsreserven expliziter Strategien in Grenztragfdhigkeitsberechnungen
auch der notwendige Rechenaufwand untersucht werden. Deshalb wurde das
multilaminare Materialmodell in eines der zur Zeit leistungsfahigsten expliziten
Programmsysteme (LS-DYNA3D) implementiert.

1.4 Methodik

Im Kapitel 2 werden kurz die Grundlagen der numerischen Berechnungsverfahren, der
Plastizitatstheorie und der Modellierung des gekliifteten Gebirges vorgestellt. Bei der
Herleitung der Grundlagen kann naturgemil3 nur auf spezielle Sachverhalte, die fiir das
Verstindnis der Arbeit notwendig oder hilfreich erscheinen, eingegangen werden. Die
Unterschiede der Zeitintegration impliziter und expliziter Berechnungsprogramme und
die daraus resultierenden strategischen Vor- und Nachteile fiir Berechnungen in der
Geotechnik werden hergeleitet und diskutiert. Fiir die verwendeten expliziten
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Programmsysteme wird kurz die Berechnung kritischer Zeitschritte und
Déampfungswerte dokumentiert. Bei den Grundlagen der mechanischen Modellierung
von gekliiftetem Gebirge werden die in der Arbeit getroffenen Idealisierungen und die
verwendeten Materialgesetze vorgestellt. Kurz wird auf die Problematik der
mechanischen Modellierung von gekliifteten Fels in der klassischen und erweiterten
Kontinuumsmechanik sowie in der Diskontinuumsmechanik eingegangen.

Besonderer theoretischer Schwerpunkt dieser Arbeit ist die numerische Beschreibung
beliebig mehrflichiger Plastizitit (multisurface plasticity) in impliziten und
expliziten Berechnungsstrategien. Neben den Grundlagen der Plastizititstheorie mit
mehrflichigen FlieBfiguren im Kapitel 2 wird im Kapitel 3 ausfiihrlich auf Probleme
der konsistenten numerischen Formulierung eingegangen. Neben dem oft verwendeten
pseudo-viskoplastischen Berechnungsalgorithmus werden elastoplastische
Berechnungsalgorithmen vorgestellt und sowohl in impliziten als auch in expliziten
Berechnungsstrategien umgesetzt. Ausfiihrlich wird auf Probleme bei der Bestimmung
konsistenter elastoplastischer Multiplikatoren, der Aktivitit von Fliebedingungen und
auf numerische Pfadabhingigkeiten eingegangen. Die Grenzen der konsistenten
Beschreibung mehrflachiger Plastizitdt unter Verwendung nichtassoziierter isotroper
und anisotroper Mohr-Coulombscher FlieBbedingungen werden aufgezeigt. Im Kapitel
4 wird die Funktionstiichtigkeit der Implementationen untersucht. Neben Aussagen zu
numerischen Pfadabhédngigkeiten wird die FEignung der Materialroutinen fiir
Berechnungen von Versagenszustanden untersucht.

Im Kapitel 5 werden einige Probleme der geomechanischen Modellbildung und des
Sicherheitskonzeptes bei Standsicherheitsberechnungen von Schwergewichtsstau-
mauern diskutiert. Die Motivation von Horizontallaststeigerungen zur Identifikation
von Versagensmechanismen, zur Abschétzung deterministischer Sicherheitsabstinde
und zur Verbesserung des geomechanischen Modellbildungsprozesses wird vorgestellt.
Die  Unterschiede der in den  praktischen Beispielen verwendeten
Sickerstromungsberechnungen im  verschmierten  Ersatzkontinuum und im
Diskontinuum werden hergeleitet und diskutiert.

In den Kapiteln 6 und 7 werden umfangreiche Berechnungen ebener, pseudo-
rdumlicher und rdumlicher Geometriemodelle mit verschiedenen numerischen
Werkzeugen zur Beurteilung der Standsicherheit von Schwergewichtsstaumauern
vorgestellt, ausgewertet und analysiert. An praktischen Beispielen wird der
geomechanische Modellbildungsprozel3 vorgestellt und die Eignung der verschiedenen
Geometriemodelle in der Kontinuums- und Diskontinuumsmechanik zur Beurteilung
der Standsicherheit diskutiert. Die numerische Leistungsfahigkeit und die
Praxistauglichkeit der entwickelten Routinen in impliziten und expliziten Programmen
werden untersucht.
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Kapitel 2

Grundlagen

Bei der Problemdiskussion sollte grundsitzlich zwischen der physikalischen
Beschreibung und der numerischen Verarbeitung unterschieden werden. Ziel der
physikalischen Beschreibung ist das Vermdgen, Ursache und Wirkung physikalischer
Prozesse moglichst realistisch zu beschreiben. Die numerische Umsetzung muf3 dabei
in der Lage sein, mit der Orts- und Zeitdiskretisierung der Differentialgleichungen die
physikalischen Prozesse ausreichend genau abzubilden.

Physikalische Beschreibung
Gekliifteter Fels

Mechanische Formulierung

— T~

Kontinuumsmechanik Diskontiuumsmechanik

Ersatzkontinua Ensemble diskreter Korper
mit Kliiften, Stérungen und Scherzonen

Materialmodell
verschmierte Materialmodelle diskrete Materialmodelle mit
z.B. multilaminares Ersatzkontinuum intaktem Fels und Trennfldchen

Numerische Verarbeitung

implizite FEM (z.B. ANSYS) explizite DEM (z.B. UDEC, PFC)
explizite FDM (z.B. FLAC)

Bild 2.1  FluBdiagramm iiblicher mechanischer Formulierungen und Material-
modelle des gekliifteten Gebirges sowie thre numerische Umsetzung
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Zur physikalischen Beschreibung gehoren die Beriicksichtigung aller maBgebenden
Einwirkungen und Widerstinde innerhalb der gewéhlten mechanischen
Formulierung. Bei der mechanischen Formulierung wird zwischen Kontinuums-
mechanik und Diskontinuumsmechanik unterschieden. In der Kontinuumsmechanik
bleibt der Zusammenhalt der Gesamtstruktur bei der Forméinderung erhalten. Die
Verschiebungskomponenten miissen kontinuierliche Funktionen des Raumes sein. In
der Diskontinuumsmechanik wird demgegeniiber kein Zusammenhalt der Gesamt-
struktur bei der Formédnderung vorausgesetzt. Die diskreten Elemente/Korper konnen
sich frei bewegen. Daraus resultieren sowohl Anforderungen an die numerischen
Algorithmen als auch Restriktionen darstellbarer Bewegungen und Versagens-
mechanismen. In Abhéngigkeit von der Wahl der mechanischen Formulierung werden
zur Beschreibung von gekliiftetem Fels in der Kontinuumsmechanik verschmierte
Materialmodelle in FEM- oder FDM-Programmen, sowie in der Diskontinuums-
mechanik diskrete Materialmodelle in DEM-Programmen stark favorisiert.

2.1 Numerische Methoden in der Felsmechanik

Zu den wichtigsten numerischen Methoden in der Felsmechanik werden die Finite
Elemente Methode (FEM), die Diskrete Elemente Methode (DEM), die Boundary
Element Methode (BEM) sowie Finite Differenzen Methode (FDM) gezdhlt. In der
vorliegenden Arbeit werden DEM-Programme sowie explizite und implizite FEM-
Programme fiir Standsicherheitsberechnungen verwendet. In der Folge sollen deshalb
einige Grundlagen der verwendeten Programme dargestellt werden.

2.1.1 Grundlagen der numerischen Losungsmethoden

Nach Hamilton’s Minimalprinzip ist das Integral der wirklich auftretenden Bewegung
eines Korpers aus einem Zustand 1 zur Zeit t; in einen Zustand 2 zur Zeit t, unter allen
denkbaren Bedingungen minimal:

t=ty
J= jL (t,9x,qx ) dt = Minimum (2.1)
t=t;

-mit: L=Eg;, —Ep,;y  Lagrange-Funktion
Exin  kinetische Energie
Ep,c  potentielle Energie
qx generalisierte Koordinaten der Massepunkte

Die Losung des bestimmten Integrals kann iiber ein Variationsproblem als Eulersche
Differentialgleichung ausgedriickt werden und fiihrt zur Lagrangeschen
Bewegungsgleichung II. Art:
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—————=0  k=1,2,...3n fiir n - Massepunkte (2.2)

Driickt man die Langrange-Funktion mit inneren und &ufleren Kréften aus, ergibt sich
in der Strukturmechanik die Differentialgleichung der Bewegung vom Zustand t; zum
Zustand t, zu:

AFp(u,0,1) - AFgy =0 (2.3)

Die inneren Krifte der Struktur konnen in Tragheitskriafte, Ddmpfungskrifte und
Verformungskréfte unterschieden werden.

oF,

— It i Trigheitskrifte (2.3a)
ou
F.

% u Dampfungskrifte (2.3b)

u

F.

% u Verformungskrifte (2.3¢)

(elastische Riickstellkrédfte und Dissipationskrifte)
- mit: U Beschleunigungsvektor
u Geschwindigkeitsvektor
u Verschiebungsvektor

F.. externe Krifte
F,i  interne Krifte

Die exakte Losung der Differentialgleichung ist nur in Ausnahmefillen moglich.
Deshalb werden fiir viele praktische Anwendungen Niherungsverfahren verwendet.
Wichtigstes Unterscheidungsmerkmal der numerischen Losungsmethoden ist die Art
der Zeitintegration der nichtlinearen Differentialgleichung.

Explizite Zeitintegrationsverfahren entkoppeln mit einer diagonalisierten Massen-
matrix die Struktur. Als Gleichgewichtsbedingung 148t sich GI. 2.3 auch schreiben

Mii + Fip(u,0) = Foy =0 (2.4)
-mit: M = i Massenmatrix (2.4a)

bzw. fiir den Massepunkt geschrieben fiihrt Gl. 2.3 direkt auf Newton’s zweites Gesetz

(Fext ~ Fint(ww) _ 3°F 2.5)
my my

der Bewegung: =
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Weil nur Vektoren verwendet werden, werden explizite Zeitintegrationsverfahren auch
als vektororientierte Verfahren bezeichnet. Physikalische Grundlage der Zuldssigkeit
der Entkopplung der Struktur ist ein Kritischer Zeitschritt der Zeitintegration. Die
numerische  Ausbreitungsgeschwindigkeit einer Information zwischen den
Berechnungspunkten der Ortsdiskretisierung muf3 kleiner sein als die groftmdgliche
physikalische Ausbreitungsgeschwindigkeit. Zur Zeitintegration der entkoppelten
Differentialgleichungen = im  Berechnungspunkt  werden  i1.d.R.  zentrale
Differenzenverfahren verwendet (Kap. 2.1.3).

Implizite Zeitintegrationsverfahren I6sen ein gekoppeltes Differentialgleichungs-
system mit Hilfe der Gradientenmatrizen des Vektors der inneren Kréfte. Gleichung
2.3 kann dann als Gleichgewichtsbedingung geschrieben werden:

Mii + Cu +Ku = F (2.6)
: 0 int - :
-mit: C= 0 Déampfungsmatrix (2.6a)
aFmt . . .
K= u Steifigkeitsmatrix (2.6b)

Beim Aufstellen der Gradientenmatrizen wird 1.d.R. die Hypothese der
Kontinuumsmechanik, die Idealisierung eines kontinuierlichen geometrischen Raumes
infinitesimal kleiner Elemente mit der Mdglichkeit der Differentiation und Integration
vorausgesetzt [29]. Auf Konsequenzen dieser Idealisierung wird in Kap. 2.1.4/2.3.4
eingegangen. Weil die Strukturmatrizen aufgestellt und verwaltet werden miissen,
spricht man von matrixorientierten Verfahren.

Zentrales mathematisches Problem sind numerische Stabilitit und Genauigkeit der
Losungsverfahren. Stabilitit verlangt, dal kleine Diskretisierungsfehler klein bleiben.
Stabilititsbeweise existieren nur filir lineare Berechnungen. In nichtlinearen
Berechnungen ist die Stabilitdt in expliziten und impliziten Verfahren a priori nicht
mehr gesichert. Man geht aber davon aus, dafl Stabilititsaussagen linearer
Berechnungen auf nichtlineare Berechnungen weitgehend tibertragbar sind [36]. Unter
Genauigkeit wird die Abweichung der Niherungslosung numerischer Berechnungs-
verfahren von den Losungswerten der Differentialgleichung verstanden. In
nichtlinearen Berechnungen muf3 dariiber hinaus der unbekannte Lésungspfad vom
Losungsalgorithmus geniligend genau abgeschritten werden.

In expliziten Verfahren wird numerische Stabilitdt durch den kritischen Zeitschritt
gesichert. Bei der resultierenden, sehr kleinen Schrittweite kann von einem guten
Abschreiten des Losungspfades ausgegangen werden. Linearisierungsfehler werden
deshalb im Zeitschritt i.d.R. nicht iterativ korrigiert. Die Abweichungen werden im
nidchsten  Berechnungszeitschritt  berticksichtigt. Wird gesichert, dal die
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Linearisierungsfehler klein bleiben, ist auch die Genauigkeit der expliziten
Zeitintegration gegeben.

Implizite Verfahren sind in linearen Problemstellungen unbedingt stabil. Das heil3t, es
kann ein beliebig groBer Berechnungszeitschritt gewihlt werden. Linearisierungsfehler
werden grundsitzlich iterativ im Gesamtsystem verbessert. Die Konvergenz, die
Annédherung an die Losung der Differentialgleichung, wird durch wiederholtes Losen
des Gleichungssystems mit verbesserter Tangentenmatrix oder Anderung des
Lastvektors gesichert.

Bei der Losung des zeitabhingigen Anfangswertproblems der Bewegungsgleichung
(Gl. 2.6) konnen implizite Losungsverfahren in die explizite Form iiberfiihrt werden
[6]. In impliziten Verfahren, wie der Houbolt-, Wilson- oder Newmark-Methode, wird
die Bewegungsgleichung im zunichst noch unbekannten Zustand (t+At) ausgewertet.

Mt+At1-j + Ct+At1:l +Kt+Atu — Fet;‘tAt (27)

Unterschreitet der Berechnungszeitschritt den kritischen Zeitschritt (Gl. 2.14) der
Struktur, sind alle Systemmatrizen in diesem Zeitschritt entkoppelt und damit
diagonalisiert. Weil die Linearisierungen zur Berechnung der internen Kréfte
(F, © M,C,K) zum gesuchten Zeitpunkt (t+At) in expliziten Berechnungsstrategien

nt
nicht iterativ verbessert werden, wird in der Matrixnotation Gl. 2.7 fiir explizite
Zeitintegration auch geschrieben:

M'i + Cla +K'u = F,

ext (2.8)
In der Folge beziehen sich die Begriffe explizit/implizit immer auf die Zeitintegration
der Differentialgleichung. In den kinematischen Beziehungen der Ortsdiskretisierung
bzw. bei der Kopplung der unabhingigen Massepunkte konnen in nichtlinearen
Berechnungen beider Losungsstategien wiederum explizite oder implizite Verfahren
verwendet werden. Dann wird von lokalen expliziten/impliziten Verfahren bzw. von
lokalen Iterationen gesprochen.

Ob nun die Ortsdiskretisierung in der expliziten oder impliziten Zeitintegration mit
Finiten-Elementen, Finiten-Differenzen oder Randelementen erfolgt, erschlief3t
verschieden gut entwickelte, zweck- oder unzweckmiflige Abbildungsmoglichkeiten.
Grundsitzlich lassen sich mit FEM oder FDM gleichwertige Ortsdiskretisierungen
formulieren [16]. Strategische Vor- und Nachteile ergeben sich aus der Zeitintegration.

10
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Losung von nichtlinearen Differentialgleichungen
Inkrementelle Losungsverfahren

/\

explizit Zeitdiskretisierung implizit
Losen von im Zeitschritt At unab- Losung eines gekoppelten
hiangigen Differentialgleichungen Differentialgleichungssystems
mit der

zentralen Differenzenmethode

inkrementell iterativ

Ortsdisketisierung

explizite explizite explizite implizite
FDM FEM DEM FEM
z.B. FLAC z.B. LS-DYNA3D| | z.B. UDEC z.B. ANSYS

Bild 2.2 Inkrementelle Losungsmethoden nichtlinearer Differentialgleichungen

2.1.2 Implizite Zeitintegrationsverfahren

In der Anfangszeit der Rechentechnik wurden in der Strukturmechanik vor allem
lineare Randwertprobleme der Statik oder lineare Anfangswertprobleme der Dynamik
mit Finiten-Differenzen-Verfahren oder mit der Finite-Elemente-Methode berechnet.
Fiir lineare Probleme der Kontinuumsmechanik eigneten sich implizite Verfahren in
idealer Weise. Die globalen Systemmatrizen sind zum gesuchten Zeitpunkt bekannt
und die Losung kann aus einem linearen Gleichungssystem in einem Schritt erzielt
werden. Weil die Systemmatrizen die Wechselwirkungen aller Diskretisierungspunkte
beschreiben, ist bei Vernachldssigung der Tragheits- und Dampfungskrifte eine direkte
statische Losung moglich:

Ku=F_; (2.9)
Mit zunehmendem Interesse und enorm steigenden Rechenleistungen wurden
Nichtlinearititen oder Diskontinuititen im Rahmen der kontinuumsmechanischen
Formulierungen bearbeitet. Dabei wurden die Gleichgewichtsbetrachtungen weiterhin
am Gesamtsystem durchgefiihrt. Bei nichtlinearen Aufgabenstellungen hédngen die
Feldvariablen von weiteren Unbekannten ab. Das Ergebnis des linearisierten
Gleichungssystems hat dann eine gewisse Abweichung vom exakten Losungspfad. Die

11
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Art der notwendigen iterativen Verbesserung dieses Residuums unterscheidet die
verschiedenen Kurvenverfolgungsalgorithmen, wie Newton-Raphson-Methoden,
Bogenldangenverfahren, Line Search oder Sekantenverfahren. In konservativen
Systemen wird keine Energiedissipation beschrieben und die Gesamtbelastung kann in
einem  Schritt aufgebracht werden. Werden unterschiedliche Be- und
Entlastungssteifigkeiten verwendet, bzw. sind dissipative Mechanismen vorhanden,
spricht man von nichtkonservativen Systemen. Auch das verwendete Materialmodell
des gekliifteten Gebirges fiihrt zu einem nichtkonservativen, ausgepragt physikalisch
pfadabhéngigen Systemverhalten. Zum richtigen Abschreiten des Losungspfades mufl
dann inkrementell vorgegangen werden. In jedem Lastinkrement statischer
Berechnungen  bzw.  Zeitinkrement  dynamischer = Berechnungen  werden
Gleichgewichtsiterationen notwendig. Dabei hat die Wahl der Inkrementgroe neben
dem EinfluB} auf das Konvergenzverhalten auch Einfluf} auf die Losung. Kann zudem
im Materialmodell eine konsistente numerische Beschreibung iiber ein beliebig grof3es
Inkrement nicht gewihrleistet werden, kommen unerwiinschte numerische
Pfadabhingigkeiten hinzu. Ziel der numerischen Umsetzung mufl es deshalb sein,
diese Pfadabhédngigkeiten zu vermeiden oder zu minimieren. Der Aufwand zum
Erlangen einer Losung und zur Sicherung der Stabilitdt und Genauigkeit in impliziten
Berechnungsstrategien steigt mit zunehmenden Pfadabhingigkeiten enorm an. Bei
einigen Problemstellungen versagen die Iterationsschemata. Der Vorteil impliziter
Programme, mit grof3en Inkrementen und wenigen Iterationen zum Ziel zu kommen,
verbraucht sich.

Mit dem Zusatz implizite FEM mit klassischen Kontinuumsformulierungen
charakterisiert aus praktischer Sicht folgendes Zitat den Entwicklungsstand auch heute
noch zutreffend:

Zitat [25, S. 304]: Die Finite-Elemente-Methode ist primar ein numerisches Verfahren
der Kontinuumsmechanik. Sie ist daher dann besonders leistungsfahig, wenn die zu
untersuchende Struktur vom Material her als homogenes Kontinuum angesetzt
werden darf und wenn auch das Bemessungskriterium, die Versagenshypothese, auf
das Kontinuum abgestimmt ist.... - weniger gut geeignet flir Untersuchungen von
Versagenszustanden, die lokalen Bruch, Scherbewegungen,
Kluftkdrperversetzungen, Stabilitatsversagen, HerausflieRen oder Verbruch von
Gebirgskorpern als Grenzzustand ansetzen.

Fiir Implementationen und Berechnungen wird in der vorliegenden Arbeit das implizite
FEM-Programm ANSYS [83] benutzt. Zur Pfadverfolgung in inkrementellen
nichtlinearen Berechnungen werden Newton-Raphson-Methoden mit
Anfangssteifigkeit oder elastoplastischer Tangente (Kap. 3.5) verwendet. Es wird
davon ausgegangen, daBl die Grundlagen impliziter FEM-Programme allgemein
bekannt sind. Fiir das Studium der Grundlagen wird auf das Schrifttum verwiesen
[6,55].

12
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2.1.3 Explizite Zeitintegrationsverfahren
Explizite  Zeitintegrationsverfahren sind bedingt stabile  Schritt-fiir-Schritt-

Berechnungsverfahren. Zur Integration der Bewegungsgleichung im Berechnungs-
punkt wird i.d.R. die zentrale Differenzenmethode verwendet:

[+3)_[-3)
t+— t——
o _u J-ut 2
ot

= fir At—> 0 (2.10)
At

Die Beschleunigungen ergeben sich in jedem Diskretisierungspunkt (Gl. 2.5) der
entkoppelten Struktur zu:

jodu_2F 2.11)
ot m

Mit Gl. 2.10 und GI. 2.11 lassen sich Geschwindigkeiten und Verschiebungen mit
Berticksichtigung der Ddmpfung berechnen:

(Hg) 2 —c'At (tﬁj 2At
av 2/ =270 2 +—(ngt—Ffm) (2.12)
2+c'At m(2+ctAt)
At At
— t+—
u( 2) =u(t)+1'1( ZjAt (2.13)

- mit: m Masse des Diskretisierungspunktes
¢ Déampfung des Diskretisierungspunktes

Zwischen den Berechnungszeitschritten wird die Informationsausbreitung durch
Kopplung innerhalb der Ortsdiskretisierung realisiert. Ob die Materialgesetze der
kinematischen Beziehungen linear oder nichtlinear sind, oder Kontaktzustinde sich
dynamisch dndern, erzeugt wenig numerischen Mehraufwand. Physikalisch bedeutet
das Stabilitdtskriterium expliziter Zeitintegration, da3 es eine begrenzte Ausbreitungs-
geschwindigkeit von Informationen zwischen zwei Diskretisierungspunkten gibt.
Mathematisch 14Bt sich das Stabilitatskriterium mit der grofSten Eigenkreisfrequenz der
Struktur beschreiben:

Aty < —— (2.14)

max

- mit: w,,, grote Eigenkreisfrequenz der Struktur
Aty kritischer Zeitschritt der Struktur

13



Grundlagen der Numerik

Das Berechnen der groften Eigenfrequenz verlangt das Aufstellen der Systemmatrizen
und das Losen des Eigenwertproblems. Um diesen Aufwand zu vermeiden, wird in
expliziten Programmen ein kritischer Zeitschritt abgeschitzt. In expliziten FEM-
Programmen werden z.B. die Elementmatrizen genutzt, um eine untere Schranke des
kritischen Zeitschritts mit der Matrixnorm zu bestimmen:

(2.15)

- mit: k; Elementsteifigkeit

In expliziten DEM-Programmen werden die kritischen Zeitschritte mit der
Schallausbreitungsgeschwindigkeit abgeschitzt (Kap. 2.1.5). Um in nichtlinearen
Aufgabenstellungen Stabilitdt zu gewihrleisten, wird dieser Zeitschritt 1.d.R. noch
verkleinert (z.B. in UDEC und LS-DYNA3D: Abminderungsfaktor = 0.90). Im
Gegensatz zu impliziten Verfahren ist eine Reduktion auf die statische Losung (Gl.
2.9) nicht moglich. Mit expliziten Verfahren muf3 deshalb auch fiir statische
Problemstellungen immer eine dynamische Berechnung durchgefiihrt werden. Neben
dem numerisches Stabilititsproblem expliziter Zeitintegration kommt dann ein
Déampfungsproblem hinzu. Das statische Randwertproblem wird mit Verfahren der
dynamischen Relaxation als kritisch geddmpftes Anfangswertproblem geldst. Die
statische Losung wird zum asymptotischen Grenzfall eines nahezu kritisch geddmpften
Ausschwingvorgangs [35]. Bei der quasi-statischen Berechnung nichtlinearer Systeme
miissen unerwiinschte Schwingungen des Systems unterdriickt werden und eine
kritische Dimpfung wird unbedingt notwendig. Grundsitzlich kann dafiir
massenproportionale oder steifigkeitsproportionale Dampfung verwendet werden.

C=a°M+ K (2.16)

- mit: o° massenproportionale Dampfungskonstante
B° steifigkeitsproportionale Dampfungskonstante

Bei quasi-statischen Aufgabenstellungen werden in den Relaxationsschemata i1.d.R.

viskose Dampfungen verwendet [32,34,82]. Das kritische Ddmpfungsmal} ergibt sich
fiir jeden Berechnungspunkt zu:

Cerit = 20piym (2.17)
-mit: oy, kleinste Eigenkreisfrequenz der Struktur
Zur Losung des Eigenwertproblems und zum Ermitteln des dominanten Eigenwertes
(Amin) des pseudo-dynamischen Verhaltens der Struktur wiirde wiederum das

Aufstellen der Systemmatrizen notwendig werden. Bei nichtlinearen Problem-
stellungen &dndern sich zudem die Eigenwerte. Damit wird eine Anpassung der

14
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kritischen Dampfung im Berechnungsverlauf erforderlich. Um diesen Aufwand zu
vermeiden, werden die kritischen Dampfungswerte expliziter Programme i.d.R.
ndherungsweise bestimmt. In nichtlinearen Berechnungen hat diese aus numerischen
Griinden notwendige Dadmpfung auch Auswirkungen auf die Losung. So konnen
plastische Dehnungen geddmpft oder statische Spannungsniveaus leicht iiberschritten
werden. Um den EinfluB der numerischen Didmpfung auf lokale Plastizierungs-
vorginge zu minimieren, entwickelte Cundall [17] adaptive viskose lokale und globale
Déampfungsmoglichkeiten. Diese Dampfungsschemata sichern gute Néherungs-
l6sungen in quasi-statischen Berechnungen.

Implementationen und Berechnungen in expliziten Programmen werden in der
vorliegenden Arbeit in UDEC und LS-DYNA3D umgesetzt. In den Kapiteln
2.1.5/2.1.6 werden einige Grundlagen zur numerischen Stabilitit und der dynamischen
Relaxation vorgestellt. Fiir ein vollstandiges Studium wird auf die Programm-Manuals
[32,82,83] verwiesen.

2.1.4 Explizite und implizite Berechnungsstrategien fiir statische
Problemstellungen in der Geotechnik

In der Folge sollen explizite und implizite Programme zur Losung von statischen
Aufgabenstellungen bei Standsicherheitsberechnungen in der Geotechnik zum Einsatz
kommen. Deshalb soll ihre Eignung diskutiert werden. In der Literatur finden sich
dariiber unterschiedliche Meinungen [5,35,15]. Weil eine Reduktion der expliziten
Zeitintegration auf die statische Losung nicht mdéglich ist, sind aus mathematischer
Sicht natiirlich implizite Verfahren fiir quasi-statische Problemstellungen besser
geeignet. Ist es also ein Irrweg, explizite Zeitintegration fiir quasi-statische Problem-
stellungen zu verwenden?

Hauptantrieb, explizite Programme auch fiir quasi-statische Problemstellungen in der
Geotechnik zu nutzen, sind die numerischen Probleme vorhandener impliziter
Programme bei der Bearbeitung ’realititsnaher” Aufgabenstellungen. Viele
numerische Probleme impliziter Programme resultieren aus den Idealisierungen der
Kontinuumsmechanik  beim  Aufstellen der Gradientenmatrizen fiir die
Gesamtstruktur. Konnen die Dehnungsinkremente nicht mehr mit kontinuierlichen
Funktionen, wie z.B. bei der Beriicksichtigung von Rillbildung oder
Gefligeauflockerungen, beschrieben werden, besitzen die Gradientenmatrizen iiber
diese Singularititen hinaus eingeschrinkte Giiltigkeit. Die physikalischen Ereignisse
miissen durch Inkrementierung angepeilt, in der richtigen Reihenfolge bearbeitet und
die Gradientenmatrizen standig aktualisiert werden.

Weitere Probleme konnen aus den Materialformulierungen resultieren. So werden z.B.
bei der phdnomenologisch begriindeten Einfiihrung nichtassoziierter Plastizitit fiir
kohasive Werkstoffe, wie gekliifteter Fels, Mauerwerk oder Stahlbeton die
elastoplastischen = Deformationsmatrizen  unsymmetrisch.  Die  resultierenden
unsymmetrischen Gradientenmatrizen konnen aus den Idealisierungen der klassischen
Kontinuumsmechanik nicht abgeleitet werden. Die numerische Verarbeitung der
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unsymmetrischen Matrizen ist problematisch und sie werden 1.d.R. symmetrisiert. Bei
realitdtsnahen finiten Materialmodellen kann zudem eine konsistente numerische
Beschreibung iiber ein beliebig grofles Inkrement oft nicht mehr gewéhrleistet werden.
Dann entstehen unerwiinschte numerische Instabilititen oder Pfadabhédngigkeiten.
Anpassungen der physikalischen Problemstellung an numerische Werkzeuge, wie
pseudo-Viskositdt, oder die Verwendung eigentlich physikalischer Parameter, wie
Kontaktsteifigkeiten, als “numerische” Parameter zum Erlangen einer Losung fiihren
ebenso zu unerwiinschten numerischen Pfadabhingigkeiten und stellen keine
iiberzeugenden Losungsangebote fiir viele geomechanische Problemstellungen dar.
Auch physikalische Einschrankungen in der Beschreibbarkeit von Bewegungs- bzw.
Versagensmechanismen resultieren aus den Idealisierungen der klassischen
Kontinuumsmechanik [27]. Betrachtet man die intakten Felsblocke als relativ starre
Korper und ist die BlockgroBBe des gekliifteten Gebirges nicht viel kleiner, als das zu
untersuchende Objekt, miissen Blockrotationen, z.B. bei Gefligeauflockerungen,
beschreibbar sein. Die klassischen Kontinuumsformulierungen (Kap. 2.3.4.1) miissen
dann um unabhingige Rotationsfreiheitsgrade erweitert werden (Kap. 2.3.4.2).
Spétestens, wenn der kontinuierliche Zusammenhalt des Systems nicht mehr gegeben
ist, werden auch erweiterte Kontinuumsformulierungen das diskontinuierliche
Verformungsverhalten nur  unzureichend beschreiben. Dann mufl  auf
Diskontinuumsmodelle (Kap. 2.3.5) mit Translation und Rotation unabhingiger Blocke
zuriickgegriffen werden. Auch wenn solche Mehrkdrpersysteme prinzipiell in
impliziten =~ Programmsystemen  berechnet werden  konnen, wichst der
Berechnungsaufwand durch notwendige kleine Zeitinkremente und infolge von
Kontaktproblemen enorm an bzw. die Iterationsalgorithmen versagen. Notwendige
leistungsstarke Kontaktalgorithmen zur selbstdndigen Verwaltung von Mehrkdrper-
systemen sind z.Z. nur in expliziten Diskontinuumsprogrammen vorhanden. Sollen
zudem Versagensmechanismen oder Versagensabstinde untersucht werden, kann die
Aussage, ab Laststufe x.x keine Konvergenz mehr erreicht zu haben, nicht geniigen.
Die Versagensmechanismen miissen untersucht werden konnen.

Aus praktischer Sicht sind deshalb explizite Programme wegen ihrer
Unempfindlichkeit gegeniiber allen Arten von Materialnichtlinearitdten und vor allem
wegen ihrer Eignung fiir Berechnungen in der Diskontinuumsmechanik, zum heutigen
Zeitpunkt leistungsfdhiger. Explizite Programme versuchen, den notwendigen
Rechenaufwand pro Zeitschritt zu minimieren. Infolge der Verwendung einfacher
Elementtypen, der Néherungsannahmen der dynamischen Relaxation oder Massen-
oder Steifigkeitsskalierungen zur Vergroferung der kritischen Zeitschritte, erreichen
explizite Programme nicht das Genauigkeitsniveau impliziter Programme. Angesichts
der datenlimitierten Problemstellungen der Geotechnik erscheint ein sehr hohes
Genauigkeitsniveau der numerischen Werkzeuge jedoch nicht entscheidend. Wichtiger
ist die physikalische Leistungsfahigkeit, Berechnungen im Diskontinuum durch-
zufiihren und das Vermdgen, in stark nichtlinearen Berechnungen iiberhaupt eine
Losung zu erzielen. Da explizite Programme immer eine nach den eingegebenen
Modell- und Randbedingungen “physikalisch” mdgliche Losung préisentieren, muf}
diese sorgfaltig liberpriift werden. Ein kritisches Priifen der Energiebilanzen, vor allem
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der Dissipationsenergien, wie Hourglas-, Dampfungs-, oder plastischer
Deformationsenergie, ist zur Beurteilung der Lésung unbedingt notwendig. Stabilitéts-
probleme im klassischen Sinn (kippt der Block nach links oder rechts?) konnen, weil
keine Systemmatrizen vorhanden sind, mit expliziten Programmen nicht ausgewertet
werden. Der explizite Algorithmus wird abhidngig von sehr kleinen Einfliissen an
Verzweigungspunkten einen Losungspfad auswéhlen. Spielen Stabilitdtsprobleme bei
Standsicherheitsberechnungen in expliziten Programmen eine Rolle, miissen deshalb
immer Variationen erfahrungsgemdl3 kritischer Parameter vorgenommen werden.
Niitzlicher Nebeneffekt ist die Notwendigkeit fiir den Bearbeiter, sich sehr intensiv mit
dem geomechanischen Modell, den Materialwerten, aber auch mit eventuellen
dynamischen Problemen der quasi-statischen Idealisierung zu beschéftigen.
Cundall/Starfield [20] geben wertvolle Hinweise fiir eine moderne Modellierungs-
philosophie mit expliziten Berechnungsverfahren in der Geotechnik.

2.1.5 Diskrete Elemente Methode in UDEC

Ab Mitte der siebziger Jahre wurden explizite Berechnungsstrategien in der
Felsmechanik angewendet. Cundall entwickelte sogenannte Distinkte Elemente
Programme, die sich in die Gruppe der DEM-Programme einordnen lassen. Das in
dieser Arbeit verwendete Programm UDEC [82] ist ein 2-dimensionales explizites
Diskrete Elemente Programm. Der gekliiftete Fels wird als Ensemble einzelner Blocke
mit diskreter Beriicksichtigung des Trennflichengefiiges modelliert. Die Blocke
konnen starr oder beweglich sein. Um die Wechselwirkungen der Blocke beschreiben
zu konnen, bendtigen DEM-Programme leistungsstarke Algorithmen zum
selbstindigen Auffinden und Verwalten der Kontaktverhdltnisse im Trennfldchen-
system. Zur Bestimmung der Art und Weise der Wechselwirkungen miissen fiir die
Trennflachen Kraft-Verschiebungsbedingungen definiert werden. Bewegungsabldufe
in diskontinuierlichen Strukturen koénnen dann sehr gut verfolgt werden. Die
Grundbausteine der von Cundall so genannten Distinct Element Method in UDEC sind
die Finite-Differenzen-Methode zur Ortsdiskretisierung verformbarer Blocke, ein
expliziter Zeitintegrationsalgorithmus nach der zentralen Differenzenmethode sowie
eine leistungsstarke Kontaktlogik.

Der kritische Zeitschritt muf3 sowohl numerische Stabilitdt bei der Berechnung von
Blockdeformationen als auch bei Berechnungen im Gesamtsystem garantieren. Die
maximale Informationsausbreitung im System wird mit der Schallausbreitungs-
geschwindigkeit im Kontinuum abgeschitzt:

(2.18)

-mit: G Schubmodul
K Kompressionsmodul
p Dichte

17



Grundlagen der Numerik

Innerhalb deformierbarer Blocke ergibt sich der kritische Zeitschritt dann zu:

At =2 min % (2.19)

i

cri

- mit: m; Knotenmasse
k; Steifigkeit, abhingig von den angeschlossenen Elementen des Knotens 1

Die Systemsteifigkeit setzt sich aus der Steifigkeit der Dreieckselemente der

2
Blocke ky = §(K + iGj Oimax. (2.20)
3 3 Jhpyin
-mit: b, groBte Kantenléinge
hin kleinste Hohe der angeschlossenen Dreiecke
und der Steifigkeit der Trennflichen ~ kg; = max kgD b (2.21)
-mit: b Kantenlédngen der angeschlossenen Dreiecke

kg groBte Trennflachensteifigkeit (Scher- oder Normalrichtung)
zusammen:  k; = > (ky; + k) (2.22)

Fiir Interaktionen zwischen Blocken (deformierbar oder Starrkorper) wird der
kritische Zeitschritt mit

Aty = fak 2 /% abgeschitzt. (2.23)
max

- mit: fak (= 0.1 in UDEC) Anpassungsfaktor, abhingig von der Anzahl an
Blocken, die in Kontakt sind

m Masse des kleinsten Blockes im System

k

min

grofite Kontaktsteifigkeit der angeschlossenen Kontakte

max

Der kleinste kritische Zeitschritt in der Struktur wird fiir die Berechnung maBgebend.
Ohne Dampfungskrifte 146t sich dann die Bewegungsgleichung (Gl. 2.12) fiir den
Diskretisierungspunkt schreiben:

u(HAztj _ u(t_A;j LAY (2.24)
m
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- mit: Fint(t) = thlt + Figt + th + FeI;(t Knotenlastvektor (2.25)
FL, #uBere Lasten
Figt Kontaktkrifte
FS.  Gewichtslasten

ext

Fi%t = ojn; ds elastische Riickstellkréfte
S

Damit werden ausgehend von einem bekannten Ausgangszustand die FeldgroBBen, wie
Beschleunigungen, Geschwindigkeiten und Verschiebungen am Ende jedes
Zeitschrittes explizit berechnet. Unter Verwendung von aktualisierter Lagrangescher
Koordinatenformulierung wird die Lage jedes Berechnungspunktes stindig

(o

(t+At) (¢
aktualisiert: i =Xy At (2.26)
At

ei(t+At) _ ei(t) n H.i(t-i-z) At

Um den EinfluB der fiir quasi-statische Berechnungen notwendigen numerischen
Systemddmpfung auf lokale Plastizierungsvorginge zu minimieren, entwickelte
Cundall /1987/ adaptive viskose Dampfungsschemata. Adaptive globale Dampfung
erhdlt im Gesamtsystem ein vorgegebenes Verhiltnis (in UDEC = R = 0.50):

P
R = Z konstant. (2.27)
Z E Kin
- mit: P durch Dampfung absorbierte Krifte aller Knoten
Exi, Anderung der kinetischen Energie aller Knoten

Die globale Ddmpfungskonstante wird im Berechnungsverlauf stindig aktualisiert und
lauft in Gleichgewichtszustinden gegen Null. Um lokale Ereignisse, wie Plastizitit,
auch lokal zu diampfen, kann adaptive lokale Dampfung verwendet werden. Dabei

werden die Didmpfungskrifte Fi?l?mp proportional zu den Ungleichgewichtskriften an

jedem Berechnungspunkt berechnet.
Fdamp o ‘Fi(t)‘sgn(Fi(t)) (2.28)

int

Mit lokalen viskosen Dadmpfungskraften wird GI. 2.12 zu:
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A
(-5) % (2.29)

u(”Azt) :u(t‘f) T EO g

> Fi(t) sgn| u

- mit: Ddmpfungskonstante a° = 0.80 in UDEC®

Die Richtung der Diampfungskrifte sichert auch bei Oszillationen der
Ungleichgewichtskréfte die Energiedissipation [82]. Fiir Berechnungen mit lokalen
Plastizierungserscheinungen wird adaptiv lokales Dampfen empfohlen. Bei adaptiver
globaler Dampfung konnte generell ein schwach unterkritisch geddmpfter
Ausschwingvorgang beobachtet werden. Das heifit, die statischen Spannungsniveaus
werden vor Erreichen des Gleichgewichtszustandes leicht iiberschritten. Deshalb
wurde in den Berechnungsbeispielen adaptive lokale Dadmpfung bevorzugt. Nachteil
der adaptiven lokalen Dampfung ist der wesentlich langsamere AusschwingprozeB.

Die Ortsdiskretisierung der Flichenelemente wird in UDEC mit der Finite
Differenzen Methode realisiert. Bekanntermaflen wird der Verlauf der Feldvariablen
im Gegensatz dazu in der FEM mit Hilfe von Formfunktionen in den Elementen
beschrieben. Wilkins [78] verdffentlichte Ortsdiskretisierungen mit der Finiten
Differenzen Methode fiir Elemente beliebiger Form. Um den Effekt von Zero-Energy-
Modes (Hourglasmodes) zu unterdriicken, werden in UDEC Viereckelemente aus zwei
iibereinanderliegenden Sdtzen von je zwei Dreiecken gebildet [82]. Das
Integrationsniveau der Dreieckselemente entspricht dabei einer exakten Integration bei
linear verdnderlichen Geschwindigkeiten im Element. In der FEM werden i.d.R.
hoherwertigere Elemente verwendet. Um vergleichbare Diskretisierungsniveaus in der
FE-Ortsdiskretisierung in ANSYS/LS-DYNA3D und den FD-Ortsdiskretisierungen zu
beschreiben, werden in UDEC feinere Diskretisierungsnetze notwendig. Besonderes
Merkmal der FDM ist, dal wéhrend der Berechnung auch keine Elementmatrizen
aufgestellt oder verwaltet werden miissen. Der Speicherbedarf und die Rechenzeiten
pro Zeitschritt sind dadurch geringer.

2.1.6 Explizite FEM in LS-DYNA3D

LS-DYNA3D ist ein explizitess = FEM-Programm, das heute vor allem fiir
Crashtestsimulationen in der Fahrzeugindustrie, aber auch in der Umformtechnik,
Luftfahrt und in anderen Gebieten eingesetzt wird. Ab Mitte der siebziger Jahre
entwickelte Hallquist [32] explizite FEM-Programme fiir 2D- und 3D-Berechnungen.
Um 3D-Berechnungen realer Problemstellungen moglich zu machen, hatten
Entwicklungen in den siebziger und achtziger Jahren vor allem zum Ziel, den
Rechenaufwand pro Zeitschritt zu minimieren (unterintegrierte Elemente,
Kontaktlogik, Parallelisierung). Natiirlich auch durch die rasante Zunahme der
Rechenleistungen werden heute praktische dynamische Berechnungen mit groflen
Verformungen, Kontaktproblemen und ausgeprdgten Materialnichtlinearitdten
zunehmend mit expliziten Programmen simuliert.
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Die explizite Zeitintegration wird analog Kap. 2.1.5 mit zentraler Differenzenmethode
durchgefiihrt. Kritische Zeitschritte werden fiir alle Elementarten (Volumen-, Schalen-,
Balken- und Federelemente) ermittelt und wéihrend der Berechnung stindig
aktualisiert. Das Finteilen und Bearbeiten (Subcycling) von Elementen in Gruppen
verschiedener kritischer Zeitschritte ist moglich. Bei den
Standsicherheitsberechnungen werden ausschlieBlich 8-Knoten-Volumenelemente
verwendet. Um die Rechenzeiten klein zu halten, konnen in LS-DYNA3D nicht voll
besetzte Integrationsschemata zur Elementintegration verwendet werden. Dann werden
numerische Algorithmen zum Unterdriicken der Zero-Energie-Modes dieser
unterintegrierten Elemente notwendig. Zur Elimination dieses Problems werden bei
allen folgenden Berechnungen nur volle Integrationsschemata benutzt. Der kritische
Zeitschritt der Volumenelemente wird mit

Vg

. {[QM/Q?‘ +C3 }Am}

-mit: Vg  Elementvolumen
Amax
Cp Schallgeschwindigkeit
_ C1C + COVE“ékk‘
Amax
C;(=0.06) und Cy(=1.5) dimensionslose Konstanten
&k Spur des inkrementellen Dehnungstensors

At

abgeschitzt. (2.30)

Flache der groBten Elementseite

Funktion der Volumenviskositét [32]

Fiir quasi-statische Berechnungen ist in LS-DYNA ein globales viskoses
Relaxationsschema nach Papadrakakis [58] implementiert. Der kleinste Eigenwert der
Struktur wird abgeschétzt:

t+At t
u —u

Ao = (2.31)

min _
ut — gt

t_ l(ut+At/2

- mit mittleren Verschiebungen: u +utAY 2) (2.32)

Wenn A, gegen einen konstanten Wert konvergiert, ergibt sich die minimale

2
. . 7 (ﬂ“min - minCZ + Cl)
Eigenkreisfrequenz zu: Omin = — (2.33)
AminC3
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L 2—cA 24t
- mit Beiwerten: C; = eAt Cy=a+1 C; = (2.34)
2+ cAt 2+ cAt
Die maximale Kreisfrequenz ist aus der Zeitschrittbestimmung néherungsweise
2 4
bekannt: Omax =~ (2.35)
At
Die kritische Dampfungskonstante ¢ kann mit
4. 02 o2
c= > = m;X abgeschitzt werden. (2.36)
At(a)min + wmax)
Die Geschwindigkeiten nach Gl. 2.12 ergeben sich mit kritischer Ddmpfung zu:
t
1:1t+At/2 _ 2 _CAtut—At/Z + 2At Fext (237)
2 4+ cAt 24+ cAt m
- mit: ., Knotenlastvektor

ext

Dieses Relaxationsschema beriicksichtigt allerdings dissipative Mechanismen, wie
Materialplastizierung, bei der Berechnung des kritischen Zeitschrittes nur ungeniigend
und wird deshalb nur fiir Spannungsinitialisierungen, z.B. von Primérspannungs-
zustanden im Ausgangszustand, empfohlen. In den folgenden Berechnungen wurde
deshalb eine nutzergesteuerte Systemddmpfung in LS-DYNA3D verwendet. Dabei
kann eine Knotenddmpfungskraft im Knotenlastvektor aller Diskretisierungspunkte
(globale viskose Systemddmpfung) oder nur in ausgewéhlten Materialien (lokale
viskose Materialddmpfung) berticksichtigt werden.

d .
F i =amu (2.38)

Die kritische Dampfung kann nach Ermittlung des minimalen Eigenwertes in einem
elastischen, ungeddmpften Probelauf abgeschitzt werden.

C

o =20n, =47 i (2.39)

-mit: f,;, minimale Frequenz der Struktur
Treten dann im weiteren Berechnungsverlauf nennenswerte Energiedissipationen
infolge Materialplastizierungen auf, werden die Dampfungswerte abgemindert (Kap.

4.4).
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2.2 Grundlagen der Plastizititstheorie

Nichtelastisches Materialverhalten und Schidigungsphdnomene werden in dieser
Arbeit im Rahmen der Plastizititstheorie verarbeitet. Der gekliiftete Fels wird mit
elastoplastischen Materialmodellen unter Verwendung assoziierter oder nichtassozi-
ierter FlieBregeln beschrieben. Schidigungsphinomene nach Uberschreiten der Schub-
und Zugfestigkeiten werden durch das Einfiihren von Restfestigkeiten berticksichtigt.

2.2.1 Theorie des plastischen FlieBens mit assoziierter FlieBregel

In der Plastizitétstheorie [24] wird angenommen, dal} sich die totalen Dehnungen aus
einem elastischen und einem nichtelastischen Anteil zusammensetzten:

PR B (2.40)

-mit: € = {ex,gy,gz,)/xy, Vyzs yzx} Dehnungsvektor

Die Spannungs-Dehnungsbeziehung ergibt sich fiir ein Dehnungsinkrement zu

bzw. do=D (da - dgpl) : (2.41a)

-mit: do = {O‘X 10307, Txys Ty TZX} Spannungsvektor
Dgp elastoplastische Deformationsmatrix
D Elastizitatsmatrix

Die Elemente der elastoplastischen Deformationsmatrix sowie der Elastizitdtsmatrix
sind allgemein spannungs- und verformungsabhingig. Fiir den Ubergang vom
elastischen zum nichtelastischen Bereich wird eine FlieBbedingung definiert.

F(O', gpl) ) (2.42)

Die FlieBbedingung wird fiir isotrope Materialgesetze mit Hauptspannungen (Bild 2.7)
sowie flr anisotrope Materialgesetze in einem raumfesten Koordinatensystem (Bild
2.3) beschrieben und bildet eine den elastischen Spannungsraum begrenzende Fliche.
Ist die FlieBbedingung von den plastischen Dehnungen abhéngig, dndert sich die
FlieBfigur bei der Plastizierung (Verfestigung / Entfestigung) oder es kommt zu einer
Verschiebung der FlieBfigur im Spannungsraum (kinematische Verfestigung). In den
weiteren Ausfiihrungen werden keine Ent- oder Verfestigungsfunktionen verwendet,
die FlieBbedingung vereinfacht sich zu:

F(o)=0 (2.42a)
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Die Flieregel definiert fiir Spannungszustinde auf der Flielfliche die Richtung der
plastischen Dehnungsinkremente. Zur Erfiillung des Minimalprinzipes (Hamiltons
Prinzip) mufl der Vektor der plastischen Dehnungsinkremente normal auf der
FlieBfldche stehen (Druckers Normalitdtspostulat [24]):

deP = d/l(mj (2.43)

oo

- mit: dA positiver plastischer Proportionalitatsfaktor

Q(o) wird als plastisches Potential bezeichnet. Im Fall der assoziierten FlieBregel ist
das plastische Potential identisch mit der FlieBbedingung.

Q(o) = F(o) (2.44)

Die Konsistenzbedingung der Elastoplastizitit fordert, dal plastische Spannungs-
zustinde immer auf der FlieBfliche liegen. Ohne Ent- oder Verfestigungsfunktionen
ergibt sich die Gleichung 2.42.a zu:

F(o+do)=0 (2.45)
bzw.: dF(o)=0 (2.45a)
Damit gilt fiir konsistente Spannungsénderungen:

T
(8—Fj do=0 (2.46)
oo

Aus Gl. 2.41aund Gl. 2.43 kann

do = D{de —dA a—Q} (2.47)
oo

geschrieben werden. Durch Einsetzen von Gl. 2.47 in Gl. 2.46 und Ausmultiplizieren

T T
ergibt sich: (G—Fj Dde - (G—Fj Ddﬂu(a—Q) =0 (2.48)
oo oo oo

Der positive plastische Multiplikator kann dann zu
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T
(GFJ Dde
dA = 80‘T
o) olee)
oo oo

Die konsistente elastoplastische Matrix ergibt sich durch Einsetzen von Gl. 2.49 in GL
2.47 und Umformung zu:

T
Dpp = D—%D(S—Sj{?—ij DT (2.50)

¢ 5[ PF) p(X
- mit. ﬂ_(aaj D(aaj

Unter Annahme assoziierter FlieBregeln bleibt die Symmetrie der elastoplastischen
Deformationsmatrix auch fiir anisotrope Materialien immer erhalten. Vor allem zur
Beschreibung des Stahls hat sich die assoziierte Plastizitit in der Ingenieurpraxis
bewihrt.

bestimmt werden. (2.49)

2.2.2 Nichtassoziierte Plastizitit

Demgegeniiber beschreibt die assoziierte Plastizitit das plastische Verhalten von
Materialien, wie Boden, Fels oder Beton, nur unzureichend [76]. Die plastischen
Dehnungen bei Verwendung einer assoziierten FlieBregel fithren zu einer
Volumenaufweitung (Dilatanz), die bei experimentellen Messungen fiir viele Baustoffe
nicht nachvollzogen werden kann. Nachrechnungen von Versuchsergebnissen zeigen,
daBl unter Annahme assoziierter Plastizitit neben der Dilatanz auch die Steifigkeit und
das Lastaufnahmevermdgen tiiberschitzt werden. Deshalb wurden phidnomenologisch
begriindete nichtassoziierte FlieBregeln eingefiihrt. Fiir Mohr-Coulombsche
FlieBkriterien wurde ein Dilatanzwinkel y definiert, der im plastischen Potential den
Reibungswinkel ¢ ersetzt. Das plastische Potential entspricht dann nicht mehr der
FlieBbedingung

Q () # F (o) (2.51)

und wird so verdndert, dal die numerischen Ergebnisse gemessenen
Verformungswerten entsprechen. Die plastischen Dehnungsinkremente stehen nun
nicht mehr senkrecht auf der FlieBfliche (Bild 2.3) und die plastische
Verformungsenergie nimmt kein Minimum mehr an.
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TRES ‘
F =1Res —oy tangp—C

. pl
(nichtassoziiert)

Bild 2.3 Mohr-Coulombsches Schubbruchkriterium einer Trennfldche mit plastischen
Dehnungsvektoren bei assoziierter und nichtassoziierter FlieBregel

Heute werden bei den meisten Materialmodellen in der Boden- und Felsmechanik [77]
nichtassoziierte FlieBregeln benutzt. Die Verwendung nichtassoziierter FlieBregeln
fiihrt allerdings zu unsymmetrischen elastoplastischen Deformationsmatrizen und zu
unsymmetrischen Steifigkeitsmatrizen. Der numerische Aufwand bei der Losung steigt
immens bzw. die Losungsverfahren versagen. Um diesen Problemen aus dem Wege zu
gehen, und weil zudem viele FEM-Programme nur symmetrische Steifigkeitsmatrizen
verwalten, werden die unsymmetrischen Matrizen hiaufig symmetrisiert [55].

Die strenge Einhaltung von Druckers Stabilitdtspostulaten verlangt eine assoziierte
FlieBregel, sogenannte Stabilitit im Kleinen, und eine konvexe Flielfigur, sogenannte
Stabilitit im GroBlen. Diese Annahmen sichern, dal keine negativen plastischen
Verformungsenergien sowie eine minimale plastische Dissipationsenergie im
Plastizierungsverlauf beschrieben werden. Drucker [24] betont, dal3 die Postulate keine
Naturgesetze im Sinne der Thermodynamik sind, und Materialien im Sinne der
Postulate durchaus instabil sein konnen. Das bedeutet, das auBer dem plastischen
FlieBen weitere Energiedissipation, z.B. durch Reibung oder das Freisetzen von
Energien, z.B. durch Gefiigeauflockerungen, mit nichtassoziierten FlieBregeln
beschrieben werden. Bei der Verwendung von nichtassoziierten FlieBregeln ist aber in
jedem Fall zu sichern, dal keine fortschreitende Energiegewinnung im System
beschrieben wird. Fiir den Fall eines kleineren Dilatanzwinkels als der Reibungswinkel
Mohr-Coulombscher FlieBkriterien wird der Winkel zwischen dem Vektor der
plastischen Dehnungsinkremente und der FlieBfliche (Bild 2.3) kleiner als 90°. Damit
wird eine groBere Energiedissipation als mit assoziierter FlieBregel gesichert. Die
Stabilitdt im Groflen (keine negativen plastischen Verformungsenergien) kann erhalten
werden.
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2.2.3 Plastizitat mit beliebig mehrflichigen FlieBfiguren

Sobald die FlieBfigur von mehr als einem FlieBkriterium beschrieben wird, spricht man
von zusammengesetzten FlieBfiguren bzw. von mehrflichigen (multi surface)
FlieBfiguren. Alle weiteren Betrachtungen werden fiir nichtassoziierte isotrope und
anisotrope Mohr-Coulombsche FlieBbedingungen mit Zugspannungsbegrenzung ohne
Ver- und Entfestigungsfunktionen angestellt. Bei der Verwendung isotroper und
anisotroper FlieBbedingungen definiert eine FlieBfigur im sechs-dimensionalen
Spannungsraum die elastischen Spannungszustinde. Die einzige generelle
Einschrankung ist die Konvexitit der mehrfldchigen FlieBfigur.

In der Literatur kann bei der numerischen Umsetzung mehrflachiger FlieBfiguren
grundsitzlich zwischen unabhingiger und abhingiger Bearbeitung unterschieden
werden. Bei unabhingiger Bearbeitung werden weiterhin einzelne Fliebedingungen
betrachtet und alle FlieBbedingungen entweder unabhingig voneinander bearbeitet
[57,79,81], dominante FlieBbedingungen definiert [80] oder Bearbeitungsreihenfolgen
festgelegt [81]. In jedem Fall werden keine Interaktionen von FlieBkriterien bei der
Ermittlung der plastischen Multiplikatoren beriicksichtigt. Auf Konsequenzen und
Limitationen der unabhidngigen Bearbeitung wird ausfiihrlich in Kap. 3 eingegangen.
Bei der abhingigen Bearbeitung [12,22,67] mehrflachiger Plastizitdit werden die
Interaktionen der FlieBkriterien beriicksichtigt und nicht einzelne FlieBkriterien,
sondern die mehrflichige FlieBfigur betrachtet. Die abhédngigen plastischen
Mutliplikatoren miissen dann aus einem Gleichungssystem ermittelt werden. Im
Gegensatz zur Bearbeitung einzelner FlieBbedingungen ist bei der Verletzung mehrerer
FlieBbedingungen durch den Versuchsspannungszustand die FlieBfldchen-
tiberschreitung keine hinreichende Bedingung fiir die Aktivitit der FlieBbedingung
mehr. Dieses Phdnomen soll an einem Kreuzungsbereich von 2 anisotropen
FlieBbedingungen einer Trennfléche, einem Mohr-Coulombschen
Schubbruchkriterium mit einer Zugspannungsbegrenzung (Bild 2.4), ndher erliutert
werden. Verletzt der Versuchsspannungszustand beide FlieBbedingungen, ergeben sich
die abhiangigen plastischen Multiplikatoren zu:

T
@ Dde = @ D j’l an aFl D lz an
oo oo oo oo oo
T
M) pde = Y D4, 2A an D 1, 222
oo oo oo oo oo
Die Erfiillung beider Konsistenzbedingungen erzwingt eine Spannungsriickfiihrung in
den Kreuzungspunkt der FlieBkriterien. Die plastischen Dehnungen ergeben sich aus
einer Linearkombination der plastischen Dehnungsvektoren beider Fliebedingungen
(Bild 2.4). Die Richtung der plastischen Dehnungsvektoren wird durch die plastischen
Potentiale, die Lidnge durch die plastischen Multiplikatoren beschrieben. Sind dabei die

plastischen Multiplikatoren positiv, bleiben die Richtungen der plastischen Dehnungen
erhalten (Bild 2.5).

(2.52)
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TRES *
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Bild 2.4 plastische Dehnungsvektoren bei der Spannungsrelaxation in den
Kreuzungspunkt
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Bild 2.5 geometrische Interpretation: Aktivitit beider FlieBbedingungen moglich

Ergibt die Losung des Gleichungssystems (Gl. 2.52) negative plastische
Multiplikatoren, wiirde die Richtung der plastischen Dehnungsinkremente sich
umkehren (Bild 2.6). Das wiirde bedeuten, Energie wird aufgewendet, um zuldssige
Spannungszustinde auf der zusammengesetzten FlieBfliche in den Kreuzungspunkt
von zwei FlieBbedingungen zu zwingen. Eine Aktivitdt beider FlieBbedingungen ist
dann nicht sinnvoll.
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TRES 4

pannungsriickfiihrung, wenn nur Schub aktiv ist
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Bild 2.6 geometrische Interpretation: Aktivitit beider FlieBbedingung nicht moglich

Simo [67] fiihrt deshalb neben der FlieBflacheniiberschreitung als weitere Bedingung
die Aktivitit von FlieBbedingungen ein. Fiir beliebig mehrflachige Plastizitdt miissen
die plastischen Multiplikatoren dann aus einem Gleichungssystem (GIl. 2.53) mit
Einschrankung des Wertebereiches (Gl. 2.54) bestimmt werden. Verletzt der
Versuchsspannungszustand j-FlieBbedingungen, ergibt sich ein Gleichungssystem von
n=j Gleichungen.

T Set aktiver F. T 00 .
(aFnj Dde= Y (aFnj D 4; ) (2.53)

oo i oo oo
A4;20 (2.54)

Die Annahme der Aktivitit mul3 fiir alle verletzten FlieBbedingungen iiberpriift
werden. Negative plastischen Multiplikatoren miissen eliminiert werden. Die
Bestimmung der plastischen Multiplikatoren wird ein iterativer ProzeB. Sind alle
FlieBkriterien im Inkrement aktiv, wird der Spannungszustand in die gemeinsame
Schnittmenge gefiihrt. Der plastische Dehnungsvektor setzt sich aus einer
Linearkombination von j-Dehnungsvektoren mit j-Multiplikatoren zusammen. Auf
Probleme bei der Losung des Gleichungssystems wird ausfiihrlich in Kap. 3.4
eingegangen.
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2.3  Grundlagen der mechanischen Modellierung von
gekliiftetem Fels

2.3.1 Allgemeines

In seinem Spannungs-Verformungsverhalten zeigt gekliifteter Fels sowohl Phinomene
eines Kontinuums als auch eines Diskontinuums und kann grundsitzlich als
verschmiertes Ersatzkontinuum oder als Diskontinuum beschrieben werden. In der
Fachliteratur gibt es eine rege Diskussion, welche mechanische Formulierung besser
geeignet ist, den gekliifteten Fels abzubilden [15,16,17,21,27,42,49,55,59,75].
Abhéngig von der Wahl der mechanischen Formulierung werden in der Kontinuums-
mechanik verschmierte Materialmodelle, in der Diskontinuumsmechanik diskrete
Materialmodelle stark favorisiert. Bei der schrittweisen Verbesserung anfdnglich
grober geomechanischer Modelle ist aber oft nicht klar, ob verschmierte
Materialmodelle das Spannungs-Verformungsverhalten ausreichend gut beschreiben
oder ob auf Diskontinuumsformulierungen zuriickgegriffen werden mufl. Sind im
Gebirgsverband einzelne dominierende Trennflichen, wie Grof3storungen oder
Gleitschichten, vorhanden, miissen diese immer diskret erfal3t werden. Je kleiner der
Trennflachen-abstand im Vergleich zum untersuchten Bauwerk ist und je regelméaBiger
die Trennflachensysteme werden, um so mehr nimmt die Zuldssigkeit und Attraktivitét
eines verschmierten Ersatzkontinuums zur Beschreibung des gekliifteten Gebirges zu.
In praktischen geomechanischen Problemstellungen sind in der Regel immer einige
GroBstorungen und ein regelmifiges Trennflachensystem vorhanden. Dann ist eine
Kombination aus diskreten Trennflichen und einem verschmierten Ersatzkontinuum
notwendig.

Der Komposit gekliifteter Fels setzt sich aus sogenanntem »intakten” Fels,
einschlieBlich Kornstruktur, Mikrorissen oder Poren, und den Trennflichen, wie
Schieferungen, Querkliiften oder Scherflichen zusammen. Die Verformungs- und
Festigkeitseigenschaften von intaktem Fels und den Trennflichen, die Bausteine fiir
die Spannungs-Verformungsbeziehungen, miissen charakterisiert werden. Mit Blick
auf die praktischen Anwendungen dieser Arbeit wird ein vereinfachtes
Verformungsverhalten im elastischen Bereich und zur Festigkeitsbeschreibung das
auch als Grundmodell der Geotechnik [76] bezeichnete Materialgesetz von Mohr-
Coulomb mit einer Zugspannungsbegrenzung verwendet. Damit ist es moglich, das
nichtlineare Spannungs-Verformungsverhalten mit sehr wenigen, praxisbekannten
Parametern, wie Reibungswinkel und Kohésion, zu beschreiben. Andererseits ist die
Beriicksichtigung des Einflusses weiterer Kennwerte, wie Zugfestigkeit, Dilatanz oder
Restfestigkeiten optional moglich. Alle weiteren Ausfithrungen beschrianken sich nicht
auf die Verwendung dieses Materialgesetzes. Bekanntermaf3en kdnnen mit dem Mohr-
Coulombschen Reibungsmodell einige Eigenschaften von gekliiftetem Fels, wie z.B.
Rauheit, Festigkeitsabfall, Dilatanz oder Verfestigung, oft nur unzureichend
beschrieben werden. Die numerischen Algorithmen wurden so formuliert, dal keine
grundséatzlichen Einschrankungen in Art und Anzahl der FlieBkriterien angenommen
worden sind und jederzeit andere oder weitere FlieBbedingungen implementiert
werden konnen. Die vorhandenen Festigkeitsbeschreibungen von intaktem Fels und
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Trennflichen konnen somit problemlos mit realititsndheren Materialgesetzen
kombiniert oder durch realititsndhere Materialgesetze [3,4,18,23,39,61,72] ersetzt
werden.

2.3.2 Intakter Fels

“Intakter” Fels weist im Zentimeter- oder Dezimeterbereich keine mit bloBem Auge
sichtbaren Kliifte, Risse oder andere Diskontinuititen auf. Diskontinuititen im
mikromechanischen Bereich werden nicht betrachtet.

Verformungsverhalten
Fiir den intakten Fels wird isotropes, linear elastisches Verformungsverhalten mit

Eg - Elastizititsmodul von intaktem Fels
VR - Querdehnzahl von intaktem Fels
Er

= ——— abhingiger Schubmodul von intaktem Fels
2(1+vp)

Gr

angenommen.
Die Annahme linear elastischen Verformungsverhaltens von intaktem Fels resultiert
aus den verfiigbaren Elastizitatswerten der zu l6senden praktischen Aufgaben.

Festigkeitsbeschreibung

Die Festigkeitsbeschreibung erfolgt mit einem isotropen Mohr-Coulombschen
Schubbruchkriterium (Bild 2.7) mit einer Zugspannungsbegrenzung (Tab. 2.1).

-0 5
A

Mohr-Coulomb ¢ >0

=-0'2

-0 4

Bild 2.7 Mohr-Coulombsches Schubspannungskriterium mit Sonderfall ¢=0° (Tresca)

Es konnen assoziierte FlieBregeln fiir Zugbruch und assoziierte oder nichtassoziierte
FlieBregeln fiir Schubbruch verarbeitet werden. Nach Uberschreiten der FlieBkriterien
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fiir Schub- oder Zugversagen werden Restfestigkeiten im richtungslosen Korngefiige
eingefiihrt. Vor allem im Zugbereich ist das Einfiihren von Restfestigkeiten im
richtungslosen Korngefiige nur eine grobe Niherung. Nach Uberschreiten der
Festigkeit treten an bestimmte Ebenen gebundene Festigkeitsabfille auf und eine
Bearbeitung der RiBentwicklung wird notwendig. Die notwendigen Betrachtungen sind
sehr aufwendig und stellen einen eigenen Forschungsbereich (fracture mechanics) dar.
Die vorliegende Arbeit beschiftigt sich schwerpunktmédfig mit vorhandenen
Trennflachen und geht davon aus, dal3 die Zugfestigkeit von intaktem Fels in der Regel
nicht maBBgebend fiir das Festigkeitsverhalten des gekliifteten Gebirges ist.

Intakter Fels Trennflichen - Festigkeitsanisotropien
Schubspannungskriterien
- Mohr-Coulomb - Mohr-Coulomb
im richtungslosem Korngefiige in den Ebenen minderer Festigkeit

FSM = —5 + 03N, —2C, /N, (2.55) [F5M = ¢ +oytanp-C  (2.56)

Cmit N - Ltsine

@ - mit: 7R, resultierende Schubspannung

I-sing
on Normalspannung

- FlieBfunktion mit nichtassoziierter

FlieBregel () - Flie3funktion mit nichtassoziierter
FlieBregel (v)
Zugspannungskriterien
- Zugspannungsbegrenzung im Raum - Zugspannungsbegrenzung in der Ebene
F = o, — zuloy (2.57) |F? = oy —zulo (2.58)
-mit: zulo; < -mit: zulo; <
tan @ tan @
- assoziierte FlieBregel - assoziierte FlieBregel

Tafel 2.1 verwendete FlieBbedingungen und FlieBregeln fiir den intakten Fels
und die Trennflachen

2.3.3 Trennflichen

Das Spannungs-Verformungsverhalten des gekliifteten Gebirges wird in der Regel
vom Verhalten der Diskontinuititen dominiert. Alle  makroskopischen
Diskontinuititen, Kliiftungen oder Schieferungen, aber auch GroBstérungen oder
Gleitflichen, werden in der Folge als Trennflichen bezeichnet. In den
Materialmodellen werden die Trennflichen mit Hilfe diskreter Formulierungen im
Diskontinuum oder als Festigkeitsanisotropien im multilaminaren Ersatzkontinuum
modelliert.
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Verformungsverhalten

Im verschmierten Ersatzkontinuum wird der EinfluB der Trennflichen in den
Verformungskennwerten des gekliifteten Gebirges beriicksichtigt. In diskreten
Trennfldchenbeschreibungen wird linear elastisches Verformungsverhalten mit
konstanten Normal- und Schersteifigkeiten (ky,ks) angenommen.

Festigkeitsbeschreibung

Fir die Festigkeitsbeschreibung der Trennflichen werden Mohr-Coulombsche
Schubbruchkriterien mit Zugspannungsbegrenzung benutzt (Bild 2.3/Tafel 2.1). Fiir
Zugbruch werden assoziierte, fiir Schubbruch assoziierte oder nichtassoziierte
FlieBregeln verwendet. Nach Uberschreiten der Anfangsfestigkeiten konnen
Restfestigkeiten verarbeitet werden. Nicht durchgehende Trennflichen konnen durch
modifizierte  Trennflichenanfangsfestigkeiten = und  angepalite  Steifigkeiten
beriicksichtigt werden.

2.3.4 Verschmierte Kontinuumsformulierungen

Ab eciner zu definierenden Grofle im Mikro-, Makro- oder Mesobereich mufl
gekliifteter Fels immer in einem verschmierten Ersatzkontinuum betrachtet werden.
Abhédngig von der BauwerksgroBBe, der Grofe des geomechanischen Modells und
natlirlich von der RegelméBigkeit der Diskontinuitidten konnen diese Homogenbereiche
im Zentimeterbereich liegen oder sich {liber hunderte von Metern erstrecken.
Grundsitzliche Voraussetzung der Nutzung des verschmierten Ersatzkontinuums ist
ein wesentlich kleinerer Trennflichenabstand im Vergleich zu den Hauptabmessungen
der untersuchten Bauwerke in oder auf gekliiftetem Fels [57,81].

Innerhalb der Kontinuumsmechanik kann die Beschreibung in klassische und
erweiterte  Kontinuumsformulierungen  unterteilt  werden. In  klassischen
Kontinuumsformulierungen wird die Blockstruktur in den kinematischen Beziehungen
des gekliifteten Gebirges nicht erfalit. Das heillit, es konnen innerhalb des
verschmierten Ersatzkontinuums keine Starrkérperbewegungen beschrieben werden
[17,36,49]. In erweiterten Kontinuumsformulierungen kann durch Einfithren von
Cosseratschen Rotationsfreiheitsgraden der Berechnungspunkte die Blockstruktur des
gekliifteten Gebirges beriicksichtigt werden.

2.3.4.1 Multilaminare Materialmodelle in klassischen
Kontinuumsformulierungen

Unter klassischen Kontinuumsformulierungen werden Kontinuumsformulierungen mit
paarweise gleichen Schubspannungen und abhingigen Rotationsfreiheitsgraden (Saint
Venantsche/Bolzmannsches Kontinua) sowie einem symmetrischen Verzerrungstensor
verstanden [6,29,37]. Innerhalb des Kontinuumsbereiches werden Rotationen mit
Verschiebungen ausgedriickt und Starrkorperrotationen sind nicht darstellbar. Die
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unbekannten Spannungszustdnde reduzieren sich im 3-dimensionalen Spannungsraum
auf drei Normal- und drei Schubspannungen, die Steifigkeitsmatrizen sind immer
symmetrisch.

Multilaminare Materialmodelle des gekliifteten Fels wurden erstmals von
Pande/Zienkiewics [81], Pande/Xiong [57] und Wittke [79] entwickelt. Das
multilaminare Modell beschreibt durchgehende, regelmédflige und ungefiillte
Trennflachenscharen im gekliifteten Gebirge. Das elastische Verformungsverhalten
des gekliifteten Gebirges wird aus den Verformungseigenschaften von intaktem Fels
und der Trennflichen im verschmierten Ersatzkontinuum beschrieben. Verformungs-
beziehungen mit orthogonalen Trennfldchenscharen wurden erstmals von Singh [70]
vorgestellt. Verformungsmatrizen des gekliifteten Gebirges fiir geschichtete
Trennflachensysteme wurden von Gerrard [31] und fiir beliebig orientierte
Trennflachensysteme von Fossum [30] hergeleitet. Die Festigkeit im gekliifteten
Gebirges wird im multilaminaren Materialmodell mit elastoplastischen oder
viskoplastischen Materialgesetzen beschrieben. Mit sogenannten mittleren Dehnungen
werden mittlere Spannungen im gekliifteten Gebirge ermittelt und die Festigkeiten von
intaktem Fels im richtungslosen Korngefiige und der Trennflichen im
Trennflichenkoordinatensystem iiberpriift. Der Begriff mittlere Dehnungen und
Spannungen bezieht sich auf die Tatsache, dal in der Realitdt Verschiebungsspriinge
an den Trennfldchen auftreten und die Spannungen in den Trennfldchen sich erheblich
von den Spannungen vom angrenzenden intakten Fels unterscheiden konnen [42].

Verbesserte multilaminare Modelle [8,10,43,50,51,80] versuchen Eigenschaften, wie
Volumenanteil, Orientierung, Ausdehnung und Offnungsweiten der Trennflichen,
mittlerer Trennflachenabstand oder die Normal- und Schersteifigkeitsverhéltnisse der
Trennfldchen, auf das Spannungs-Verformungsverhalten des gekliifteten Gebirges oder
bei der Spannungsermittlung in den Trennfldchen zu beriicksichtigen. Fiir Homogen-
bereiche im sogenannten Representative Elementary Volume (REV) [42] werden
Kluftspannungskonzentrationstensoren [8,] bzw. Rifltensoren [51] oder Bruchtensoren
[43] hergeleitet. Schwerpunkt dieser Entwicklungen ist die realitdtsndhere
Beriicksichtigung der Trennfldcheneigenschaften beim nichtlinearen Verformungs-
verhalten des gekliifteten Gebirges im Vor- und Nachbruchbereich sowie eine
realitdtsnahere Spannungsermittlung in den Trennflichen. Die Vielzahl der
erforderlichen felsmechanischen Kennwerte, Anpassungsfaktoren und Schitzwerte
setzt viel Erfahrung im Umgang mit den Kennwerten und den Materialmodellen sowie
sehr hohe finanzielle Aufwendungen zur Bestimmung der Kennwerte voraus. Bis jetzt
konnten sich diese aufwendigen Materialformulierungen in praktischen Berechnungen
nicht durchsetzen. Neben der realititsnahen Verformungs- und Spannungsermittlung
wird immer wieder auf die Notwendigkeit der besseren Berlicksichtigung von
Wechselwirkungen der Festigkeits- und Bruchkriterien der Trennfldchenscharen und
von intaktem Fels hingewiesen [42,80]. Ausfiihrlich wird auf diese Problematik im
Kapitel 3. eingegangen.
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Auch wegen der Verfligbarkeit von felsmechanischen Kennwerten fiir die zu 16senden
praktischen Aufgaben wurden in der Folge im multilaminaren Modell einfache
Spannungs-Verformungsbeziehungen fiir das gekliiftete Gebirge verwendet:

& = Dpy (g“’t - gpl) (2.59)

- mit: DRM = DR + DTF
linear elastische Deformationsmatrix des gekliifteten Gebirges

B fiir isotropes Verformungsverhalten:

E(1-v) Ev Ev ]
5 5 - 000
(1-v=2v") (I-v-=2v") (1-v-=-2v")
Ev . E(l—v)2 Ev . 000
(1-v=-2v") (1-v-=-2v") (1-v-2v")
Dgrym = Ev Ev E(1-v) (2.60)
5 3 5~ 000
(1-v=-2v") (1-v=-2v") (1-v-2v")
0 0 0 GO0O
0 0 0 0GO
i 0 0 0 00G |
-mit: E isotroper Elastizititsmodul des gekliifteten Gebirges
v Querdehnzahl des gekliifteten Gebirges
= abhidngiger Schubmodul des gekliifteten Gebirges
2(1+v)
B fiir transversal isotropes Verformungsverhalten (Isotropieebene X-Y):
_ ) ) -
El(l—nV2) El(Vl+nV2) E1V2 000
(1 +v )m (1 + v )m m
2 2
El(v1+nv2) El(l—nvz) Ev, 000
(1 + Vv )m (1 + vl)m m
Dy = (2.61)
Eiv, Ev) Ey(1-w) 000
m m m
0 0 0 G, 00
0 0 0 0G, 0
i 0 0 0 00 G,
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. E
mit: -n = —- m:(l—v1—2nvzz)

E;
-E; vy und G, = % Elastizitdtsmodul, Querdehnzahl und abhangiger
1
Schubmodul des gekliifteten Gebirges in der Schieferungsebene
E,
2(1+vy)
Schubmodul des gekliifteten Gebirges senkrecht zur Schieferungsebene

-E, v, und G, = Elastizitdtsmodul, Querdehnzahl und abhédngiger

Der mittlere Spannungszustand wird mit einer Transformationsmatrix Trg, in die n-te
Trennflachenebene transformiert (Drehung positiv um Z-, negativ um Y-Achse):

OTFn = TTFn © (2.62)
2 m? 0 2im, 0 0 |
l% m% n% 212m2 2m2n2 21’1212
2 2 2
TTFn — 13 m3 n3 213m3 2m3n3 2n313 (263)
1112 mim, 0 llmz + 12m1 mn, 1'1211
1213 m2m3 1'121'13 121’1’13 + 131’1’12 m2n3 + m3n2 1'1213 + 1'1312
_1311 m3m1 0 11m3 + 13m1 m1n3 n311
-mit: 1y =sina 1, =cosficosa l; =—sinfcosa
m; =cosa m, =—cosfsina mjy =sinf sina (2.64)
n =0 n, = —sinf ny = —cosf

Die Transformationsmatrix jeder Trennflichenschar verkniipft dabei das
Elementkoordinatensystem mit dem Trennflichenkoordinatensystem. Der in die
Trennfldchenebene gedrehte mittlere Spannungszustand wird als gleichméBig verteilter
Spannungszustand idealisiert.

Zur Ausrichtung der Trennflichenschar im Raum werden geomechanische
Richtungswinkel [79] (Bild 2.8) verwendet. Der Streichwinkel o beschreibt die
Drehung aus der Nordrichtung um die Gravitationsachse. Der Fallwinkel 3 beschreibt
die Drehung um die aus der Nordrichtung gedrehten Achse (negativer Drehsinn).

Bei groflen Verformungen oder Rotationen mufl die Lage der Trennfliche im Block
aktualisiert werden. Im multilaminaren Modell im 2D-Programm UDEC wird die
Aktualisierung der Trennflichenlage in der Schnittebene beriicksichtigt. Im 2D-
Geometriemodell werden nur Fallwinkel verwendet. Die Aktualisierung des
Fallwinkels im Diskontinuumsprogramm setzt sich aus einem Deformationsanteil und
einer Starrkorperrotation des Felsblockes zusammen. Damit ist das multilaminare
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Materialmodell in UDEC auch fiir Berechnungen mit groflen Verformungen und
Rotationen geeignet.

Ap = g;y +6
5 5 1 (2.65)
= —(&xx — Eyy)SINS oSS + £,y (cos™f —sin” f) + E(uxy —Uyy)

Die 3-dimensionalen multilaminaren Materialmodelle in ANSYS und LS-DYNA3D
wurden fiir kleine Verformungen entwickelt und auf eine Aktualisierung der
Trennflachenlage im Elementkoordinatensystem wurde deshalb verzichtet.

untere Halfte der

Logenkugel \

e a8

A I \
&/
W A \ N

Bild 2.8 Raumstellung einer Trennflichen mit geomechénischen Richtungswinkeln
(aus Wittke, [79])

2.3.4.2 Erweiterte Kontinuumsformulierungen

In erweiterten Kontinuumsformulierungen werden unabhingige Rotations-
freiheitsgrade der Diskretisierungspunkte, sogenannte Cosseratsche Freiheitsgrade, in
die kinematischen Beziehungen eingefiihrt. Der Drehvektor jedes Berechnungspunktes
ist dann unabhidngig vom Verschiebungsvektor. Es ergeben sich unsymmetrische
Verzerrungstensoren. Das Boltzmannsche Axiom von der paarweisen Gleichheit der
Schubspannungen wird aufler Kraft gesetzt und der Spannungszustand wird von drei
Normal- und sechs Schubspannungen beschrieben. Zu den herkdmmlichen
Spannungen infolge von Verschiebungen kommen verschiebungsunabhéngige
Momentenspannungen. Fiir eine vollstdndige Herleitung der Cosserat Theorie wird auf
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das Schrifttum [2,49] verwiesen. Wie der Kurzcharakteristik zu entnehmen ist, ergibt
sich aus den Cosseratschen Rotationsfreiheitsgraden ein erheblicher Mehraufwand bei
der Verarbeitung der kinematischen und statischen Grundgleichungen. Die
Steifigkeitsmatrizen werden mit der Einfiihrung unabhingiger Rotationsfreiheitsgrade
unsymmetrisch.

Seit den achtziger Jahren wurden erweiterte Kontinuumsformulierungen zur
Beschreibung von Blockstrukturen in der Geotechnik entwickelt [49]. VergroBert man
die in der Cosserat Theorie verwendeten granularen Partikel auf charakteristische
Abmessungen der Blockgeometrie, konnen mittlere Kluftabstinde als zusdtzlicher
Materialparameter einer charakteristischen Linge und die Drehungen der einzelnen
Blocke als Cosseratsche Drehfreiheitsgrade identifiziert werden. Mittlerer
Trennflachenabstand und Rotationsfreiheitsgrade werden dann in den konstitutiven
Gleichungen der Cosserat Theorie zur Beriicksichtigung von Blockrotationen im
gekliifteten Gebirge genutzt. Infolge des Mehraufwandes werden in Entwicklungen
strikte Idealisierungen ([37] Horn = 2D, reibungslose starre Blocke) ([22] Dawson =
2D, starre Blocke) eingefiihrt. Die Referenzbeispiele zeigen das grundsitzliche
Vermogen, Blockrotationen abzubilden. Dawson [22] z.B. fiihrt neben einem Schub-
und Zugbruchkriterium ein Versagen infolge Abkippen eines Blockes ein und erzielt
interessante ~ Volumenaufweitungseffekte = (Dilatation), deren Erfassung in
herkommlichen Kontinuumsformulierungen oft als unbefriedigend gilt. Hier
erschliefen sich neue Moglichkeiten, mit denen z.B. das viel diskutierte Phéinomen der
Dilatanz untersucht werden kann. Bis zur Anwendung in praktischen 3D-
Berechnungen scheint jedoch noch ein hoher Forschungs- und Entwicklungsbedarf
notig zu sein. Wird der kontinuierliche Zusammenhalt der Gesamtstruktur z.B. durch
Offnen oder Abgleiten von Trennflichen oder groBere Blockbewegungen gestort,
werden allerdings auch erweiterte Kontinuumsmodelle das Diskontinuum gekliifteter
Fels nur unzureichend abbilden kénnen [15,28,49,82].

2.3.5 Diskontinuumsmodelle zur Beschreibung von gekliiftetem
Fels

Nimmt der diskontinuierliche Charakter des Verformungsverhaltens zu, muf3 auf
Diskontinuumsformulierungen zuriickgegriffen werden. Dann werden keine
kontinuierlichen Spannungs-Verformungsfunktionen und kein Zusammenhalt in der
Gesamtstruktur mehr gefordert. Es werden Mehrkorpersysteme unabhédngiger
Einzelkorper beschrieben, die in beliebiger Art und Weise kommunizieren konnen.
Dabei muf3 eine freie Beweglichkeit der diskreten Elemente mit Translation und
Rotation gewdhrleistet sein. Damit werden leistungsstarke Algorithmen zur
selbststindigen Verwaltung der Einzelkorper notwendig. Diese leistungsstarken
Kontaktalgorithmen sind die Voraussetzung und entscheidende Erweiterung der
Diskontinuumsprogramme. In diesem Sinne sind Diskontinuumsprogramme
Programme, in denen eine diskontinuierliche Kommunikation einzelner starrer oder
deformierbarer Kontinua mit expliziten Zeitintegrationsverfahren effektiv beschrieben
werden kann.
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Seit Goodmann’s Trennfldchenelement versucht man Diskontinuitidten durch spezielle
Elemente oder Gleitlinien/Gleitflachen auch in Kontinuumsformulierungen impliziter
FEM-Programmen zu beriicksichtigen. Bis heute verbinden sich damit zum Teil
erhebliche Konvergenzprobleme beim Auffinden einer Losung. Bei der Modellierung
ganzer Systeme von Diskontinuititen wurden bei der Berechnung der entstehenden
Mehrkorpersysteme in impliziten Berechnungsstrategien sehr schnell numerische
Grenzen erreicht. Wohl auch deshalb werden in impliziten Programmen verschmierte
Ersatzkontinua zur Beschreibung des gekliifteten Gebirges stark favorisiert.

Numerische Programme, die im Normalfall ein Diskontinuum beschreiben, werden
auch als Diskrete Elemente Programme (DEM) bezeichnet. Die Idee, eine
Programmphilosophie zu entwickeln, die auf das Diskontinuums zugeschnitten ist,
wurde in der Felsmechanik erstmals von Cundall [13-20] in der von ihm benannten
Distinct Element Method umgesetzt (Kap. 2.1.5). Wegen der numerischen Probleme
und Einschrinkungen bei der Beschreibung eines Diskontinuum in impliziten FEM-
Programmen werden Diskontinuumsmodelle in dieser Arbeit im Diskontinuums-
programm UDEC umgesetzt. In UDEC wird der gekliiftete Fels als ein Ensemble von
unabhéngigen Felsblocken modelliert. Sind Felsblocke in Kontakt oder kommen im
Berechnungsverlauf in Kontakt, werden die Kontaktflichen als Trennflichen mit
mechanischen und hydraulischen Eigenschaften modelliert. Der intakte Fels und die
Trennfldchen werden mit ihren unter Kap. 2.3.2/2.3.3 vorgestellten Verformungs- und
Festigkeitseigenschaften beschrieben. Die wichtigsten Eigenschaften in UDEC sind
das Zulassen unabhéngiger Translation und Rotation der voneinander unabhéngigen
Felsblocke und ein leistungsstarker Algorithmus zum Auffinden und Verwalten der
Kontakte. Explizite Berechnungsstrategien mit updated-Lagrangeschen
Koordinatenformulierungen aktualisieren im Berechnungszyklus stindig die
Geometrie des Systems und erlauben die Anderung, Aufhebung oder Neubildung von
Kontaktflichen zwischen Felsblocken. Damit konnen Blockbewegungen und ihre
mechanischen oder hydraulischen Wechselwirkungen auf andere Blocke bzw.
Trennflichen effektiv abgebildet werden. Ein weiterer Vorteil expliziter
Zeitintegrationsverfahren ist, da3 beliebig nichtlineare Materialgesetze der Blocke oder
Trennfldchen relativ problemlos implementiert und in den Berechnungen mit relativ
wenig Mehraufwand genutzt werden konnen. Die mit der Einfithrung von
nichtassoziierten Fliefbedingungen oder mehrflichiger Plastizitit verbundenen
Probleme miissen natiirlich auch in Diskontinuumsprogrammen kritisch verfolgt
werden. Durch das Fehlen globaler Gleichgewichtsiterationen expliziter Losungs-
strategien wird es um so notwendiger, dissipative Energien zu kontrollieren. Deshalb
werden in allen expliziten Programmen die Energiebilanzen des Gesamtsystems dem
Nutzer zur Verfiigung gestellt. Sie sollten bei der Interpretation der Ergebnisse
unbedingt einbezogen werden.
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Kapitel 3

Numerische Umsetzung der Stoffgleichungen des
gekliifteten Gebirges

Eine der bedeutendsten Komponenten bei der Modellierung des gekliifteten Gebirges
ist die mathematischen Umsetzung der Spannungs-Verformungsbeziehungen [55]. In
Tafel 3.1 ist eine Ubersicht aller Implementationen zusammengestellt. In allen
Programmsystemen wurde ein multilaminares Materialmodell im verschmierten
Ersatzkontinuum zur Beschreibung des gekliifteten Gebirges umgesetzt. Das elastische
Deformationsverhalten wird mit isotropen bzw. transversal isotropen Verformungs-
moduln des gekliifteten Gebirges beschrieben.

Wesentliches Unterscheidungsmerkmal sind die verschiedenen numerischen
Algorithmen zur Verarbeitung der mehrflachigen Plastizitdt. In ein implizites FEM-
Programm wurde der in der Praxis heute am héufigsten verwendete pseudo-
viskoplastische Berechnungsalgorithmus sowie ein neu entwickelter elastoplastischer
Berechnungsalgorithmus implementiert. Zum Vergleich der ermittelten Versagens-
mechanismen und Versagenslasten bei Grenztragfahigkeitsberechnungen mit pseudo-
viskoplastischen und elastoplastischen Algorithmen in impliziten Programmen wurde
ein elastoplastischer Berechnungsalgorithmus in einem expliziten FEM-Programm
umgesetzt. Dabei steht beim Vergleich der Ergebnisse die Beurteilung der numerischen
Leistungsfahigkeit sowohl der lokalen Spannungsrelaxation als auch der globalen
Kraftumlagerung im Vordergrund.

Zum Vergleich der physikalischen Leistungsfahigkeit werden Berechnungen im
verschmierten Kontinuumsmodell und im Diskontinuumsmodell durchgefiihrt. Um
einen schrittweisen Ubergang vom Kontinuum zum Diskontinuum modellieren zu
konnen, wurde ein elastoplastisches multilaminares Materialmodell in ein DEM-
Programm implementiert. Damit wird es mdglich, bei gleicher numerischer
Leistungsfdhigkeit die physikalische Leistungsfahigkeit der Modellierung des
gekliifteten Gebirges als verschmiertes Ersatzkontinuum oder als Diskontinuum besser
zu untersuchen und unterschiedliche Ergebnisse der Kontinuums- und Diskontinuums-
berechnungen zu analysieren.
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Multilaminares Materialmodell von gekliiftetem Fels
im verschmierten Ersatzkontinuum

3-dimensional

2-dimensional

in ANSYS | in LS-DYNA3D in UDEC
elastisches Verformungsverhalten
isotrop und transversal isotrop ‘ isotrop

Festigkeitsbeschreibung mit

Mohr-Coulombschen Schubspannungskriterien mit Zugspannungsbegrenzung

1m

intakten Fels
und 4 Trennflachenscharen

intakten Fels
und 3 Trennflachenscharen

intakten Fels
und 3 Trennflachenscharen

Numerische Umsetzung

globaler Berechnungszyklus

implizite FEM

explizite FEM

explizite DEM

implizite Newton-Raphson-
Iteration mit
elastoplastischer Tangente

oder Anfangssteifigkeiten

explizite Zeitschrittberechnung

lokale Bearbeitung des Dehnungsinkrementes im Diskretisierungspunkt

elastoplastische Spannungsriickfithrung mit Return Mapping Verfahren

abhéngige plastische unabhingige plastische Multiplikatoren mit
Multiplikatoren im Bearbeitungsreihenfolge
Gleichungssystem

Pseudo-viskoplastische Spannungsriickfiihrung

unabhingige pseudo-
viskoplastische

Multiplikatoren

Tafel 3.1 Ubersicht tiber die

Implementationen
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3.1 Elastische Pradiktorspannung

Im Berechnungsverlauf der fiir die globale Gleichgewichtsiteration verwendeten
Newton-Raphson-Iteration impliziter Programme bzw. der Zeitschrittintegration
expliziter Programme wird im Diskretisierungspunkt zu dem gefundenen totalen
Dehnungsinkrement ein Spannungszustand gesucht. Im elastischen Préadiktorschritt
ergibt sich der sogenannte Versuchsspannungszustand zu:

trial * tot
Oiy1 =0y +Dd8i+1 (31)

- mit: O'itff?l Versuchsspannungszustand

O'i* zuldssiger Spannungszustand der letzten Gleichgewichtslosung

de!® Annahme des elastischen Dehnungsinkrementes

Dieser Spannungszustand wird in allen FlieBbedingungen tiberpriift. Sind alle F < 0,
war der Schritt elastisch. Ist mindestens ein F > 0, sind alle Konsistenzbedingungen zu

tiberpriifen (Gl. 2.46) und der gesuchte Spannungszustand ai* +1 befindet sich auf der

FlieBfliche. In der Folge werden im plastischen Korrektorschritt plastische
Dehnungsinkremente bestimmt und die Annahme des elastischen Dehnungs-
inkrementes korrigiert.

% % 1
oi =0, +D (dgfﬁtl _ dgipH) (3.2)

In expliziten Berechnungstrategien fiithren die plastischen Dehnungsraten zu
Ungleichgewichtskréften des nichsten globalen Berechnungszeitschrittes. In impliziten
Berechnungsstrategien fiihren die plastischen Dehnungsraten zu Riickstellkraften der
globalen Newton-Raphson-Iteration.

3.2  Pseudo-viskoplastischer Algorithmus in impliziten
Berechnungsstrategien

In der Felsmechanik werden multilaminare Materialmodelle hauptsdchlich mit pseudo-
viskoplastischen Algorithmen in impliziten FEM-Programmen umgesetzt [79,81].
Unter Annahme viskosen Materialverhaltens werden Spannungszustinde au3erhalb der
FlieBfliche zugelassen. In quasi-statischen Berechnungen wird eine fiktive
Zeitgeschichteberechnung in der Gleichgewichtsiteration simuliert. Die unbekannte
Viskositdt und der fiktive Zeitschritt werden zu einem frei wahlbaren pseudo-
viskoplastischen Multiplikator zusammengefal3t. Die Einhaltung der Konsistenz-
bedingungen (Gl. 2.46) wird dann nur am Ende des globalen Newton-Raphson-
Iterationsprozesses gefordert. Es sei darauf hingewiesen, dal die Einfiihrung des
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pseudo-viskoplastischen Multiplikators rein numerisch motiviert ist. Der pseudo-
viskoplastische Berechnungsalgorithmus verarbeitet elastoplastisches Material-
verhalten und beriicksichtigt keinerlei viskoses Materialverhalten des gekliifteten
Gebirges.

Im Diskretisierungspunkt werden alle FlieBbedingungen {berpriift und bei
Uberschreiten des  Versuchsspannungszustandes die  pseudo-viskoplastischen
Dehnungsraten aller verletzten FlieBbedingungen unabhéngig, das heillit ohne
gegenseitige Beeinflussung gleichzeitig aktiver FlieBkriterien, bestimmt:

00 .
dgijp :gpj [&J (3.3)

-mit: 7; Viskositét der entsprechenden Trennfldche oder des intakten Fels

At fiktiver Zeitschritt
F; und Q; FlieBfunktion und plastisches Potential der FlieBbedingung

) | Set verletzter F
und addiert. deP = > ngP P (3.4)
j=1,n

Wenn nur der statische Gleichgewichtszustand gefragt ist, wird die unbekannte
Viskositdt mit dem fiktiven Zeitschritt zu einem pseudo-viskoplastischen Multiplikator

A
s ijp = Ft zusammengefaft. (3.5)
]

Der plastische Multiplikator der Elastoplastizitit wird durch das Produkt aus
Trennflacheniiberschreitung und dem pseudo-viskoplastischen Multiplikator ersetzt.
Im Idealfall kann der pseudo-viskoplastische Multiplikator so gewéhlt werden, da3 der
Versuchsspannungszustand auf die FlieBflache zuriickgefiihrt wird. Der Multiplikator
ist dabei von den Einheiten der Belastungen, dem globalen Konvergenzkriterium, der
Anzahl aktiver FlieBbedingungen sowie der Lastinkrementierung abhingig und fiir
jede FlieBbedingung verschieden. In der Regel wird ein iiber den Iterationsverlauf
konstanter Multiplikator nach Erfahrungswerten gewéhlt. Wenn der gewihlte
Multiplikator, das gewdhlte globale Konvergenzkriteritum  und die gewdhlte
Inkrementierung klein genug sind, ndhert sich der Versuchsspannungszustand im
globalen Iterationsprozef3 der Flie3figur an. Bei zu groflen Multiplikatoren versagt die
Berechnung. Der Algorithmus reagiert ausgepriagt numerisch pfadabhingig auf die frei
zu wihlenden pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren, die globale Lastinkremen-
tierung und das globale Konvergenzkriterium der Newton-Raphson-Iteration. Eine
Sensibilitdt gegeniiber Lasteinleitung, den pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren
und dem globalen Konvergenzkriterium ist in jedem Fall zu priifen.
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Praktisch 14Bt sich dieser Algorithmus sehr einfach implementieren. Da keine
Konsistenzbedingungen eingehalten werden miissen, wird kein lokaler Iterationsprozef3
zur Riickfithrung der Versuchsspannungszustinde notwendig. Nachteilig ist, dal eine
konsistente Riickfiihrung der Spannungszustinde nicht tberpriift wird und keine
gesicherten Aussagen zur Aktivitit von Fliebedingungen im Lastinkrement getroffen
werden konnen. Bei FEinfilhrung von Restfestigkeiten kann es bei groBBen
Lastinkrementen deshalb zu falschen Annahmen der Aktivitit von FlieBbedingungen
kommen. Restfestigkeiten werden im umgesetzten Algorithmus nur in Gleichgewichts-
losungen der Newton-Raphson-Iteration fiir alle im Iterationsverlauf behandelten
FlieBbedingungen eingefiihrt. Weil keine konsistenten Dehnungsraten ermittelt
werden, kann auch keine konsistente elastoplastische Tangente bestimmt werden und
fir die Newton-Raphson-Iteration wird grundsitzlich die Anfangssteifigkeitsmatrix
verwendet. Die numerische Robustheit verleitet, die Lasten in nur wenigen
Inkrementen aufzubringen. Grundsatzlich ist fiir die Giite der Ergebnisse aber
mindestens die gleiche Inkrementierung wie bei Elastoplastizitit [56] notwendig.

Einfiihren von Restfestigkeiten aller aktivierten FlieBbedingungen
der letzten Gleichgewichtslosung

Start: dgie}rl =de® (i = Newton-Raphson-Iteration)

1 Pradiktorschritt
trial trial el
oip1 =0;  +Ddsgy

priife: wenn alle F<0.0 elastischer Schritt ENDE
wenn mind. ein F > 0.0 plastischer Schritt gehe zu 2

pseudo-viskoplastische Spannungsriickfithrung
unabhéngige plastische Multiplikatoren

2
fir alle F; > 0.0
dew = Mg (99
J 77) J oo
| | Set verletzter F
3 Korrektorschritt defy; =de’ | - > dSJP VP
j=1,n
ol = ot 4 D ot
ENDE wenn Ungleichgewichtskrifte grofler als Konvergenzkriterium

nichste globale Iteration

Tafel 3.2 pseudo-viskoplastischer Algorithmus in ANSY'S
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3.3 Return Mapping Verfahren zur lokalen Spannungsrelaxation

Zur konsistenten Berechnung der plastischen Dehnungsraten im Diskretiesierungs-
punkt wird in elastoplastischen Berechnungsalgorithmen das Return Mapping
Verfahren verwendet [68,69]. Dieser Integrationsalgorithmus fiir finite
Deformationen elastoplastischer Materialgesetze ist eine Generalisierung des Radial
Return Verfahrens [34], dessen einzige Einschrankung die Konvexitit der FlieBfldche
ist.

trial
Gitl

* 0
Oi+
Elastischer
Spannungsraum

FlieBfigur

Bild 3.1 Relaxation der elastischen Pradiktorspannung auf die FlieBfliche mit dem
Return Mapping Verfahren

Bei der Herleitung der plastischen Multiplikatoren (Gl. 2.47) wird in den Konsistenz-

bedingungen von Spannungszustinden (ai* , O'i* +1) auf der FlieBflache ausgegangen.

Dann gilt: F(O'tria1 ): a—FD de (3.6)
i+l oo

War der letzte zuldssige Spannungszustand im elastischen Spannungsbereich, muf3 nur
ein Teil des Spannungsinkrementes umgelagert werden. (Bild 3.2)

F(atrial )¢ L pge (3.7)

i+l ao-

Die FlieBflacheniiberschreitung F(Gitf?l) gibt dabei den Abstand zwischen

Durchstopunkt und Versuchsspannungszustand an.
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trial
i+1

DurchstoB3punkt

a—FDdg

elastischer Spannungsraum

Bild 3.2 FlieBflacheniiberschreitung mit DurchstoBpunkt

In den Bestimmungsgleichungen der plastischen Multiplikatoren (Gl. 2.49/Gl. 2.53)
werden deshalb in der Folge die FlieBflacheniiberschreitungen verwendet:

F(O_trial)
dA = T“” (3.8)
(5] =)
oo oo
Setaktiver F./ o T GQ
oS ( j pay| 2 (3.9)
=1 oo oo

Bleiben dabei die Gradienten der FlieBfunktion bei der Riickfithrung konstant, konnen
die konsistenten plastischen Multiplikatoren explizit ermittelt werden. Alle im
multilaminaren Materialmodell verwendeten FlieBbedingungen entsprechen Ebenen
oder setzen sich aus Ebenen im Spannungsraum zusammen. Aber schon bei der
Bearbeitung einzelner FlieBbedingungen kommt es beim Wechsel der
Hauptspannungsrichtungen des isotropen Mohr-Coulombschen Schubbruchkriteriums
oder bei einem Vorzeichenwechsel der resultierenden Schubspannung des anisotropen
Schubbruchkriterium in den Trennflichen zu Anderungen der Gradienten. Sind
mehrere FlieBflichen aktiv, andern sich zudem bei gleichzeitigem Bearbeiten isotroper
und anisotroper FlieBbedingungen die Hauptspannungsrichtungen und damit die
Gradienten der isotropen FlieBbedingungen. Aus diesen Griinden ist fiir das gewdhlte
Materialmodell das Return Mapping Verfahren ein iterativer Vorgang. Das fiihrt zu
einer lokalen Iteration im Diskretisierungspunkt fiir das Auffinden des konsistenten
Spannungszustandes.
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3.4 Numerische Probleme des gewahlten Materialmodells

Die mehrflichige Flieffigur weist in den Kreuzungsbereichen der -einzelnen
FlieBbedingungen Singularititen auf. Damit 148t sich das Materialmodell {iber ein
beliebig grofles Dehnungsinkrement nicht mehr konsistent formulieren.

Bei der Verarbeitung des multilaminaren Materialmodells treten folgende Probleme
auf:

B nichtassoziierte FlieBregeln fithren zu unsymmetrischen elastoplastischen
Tangentenmatrizen

B quadratische Konvergenz der Newton-Raphson-Iteration ist auch mit Bestimmung
der elastoplastischen Tangente nicht mehr gegeben

B der Pfad des Spannungszustandes auf der mehrfldchigen Fliefigur und damit die
richtige Reihenfolge der Aktivierung und Deaktivierung der FlieBkriterien muf}
abgeschritten werden

B werden Schidigungsphidnome, wie Trennflachenversagen, irreversibel mit
plotzlichen Festigkeitsabfillen behandelt, konnen diese nur in
Gleichgewichtszustinden eingefiihrt werden

B die globale Lastinkrementierung muf3 klein genug sein, um diese Ereignisse in der
richtigen Reihenfolge einzufiihren

Diese Probleme fiihren zur numerischen Pfadabhingigkeit der Losung und zur
Notwendigkeit einer sehr kleinen Inkrementierung der Lasteinleitung. Der
urspriingliche  Vorteil impliziter Berechnungsstrategien gegeniiber expliziten
Berechnungstrategien, mit sehr groBlen Inkrementen gute Né&herungslosungen zu
erzielen, wird mit zunehmenden Unvertrdaglichkeiten der Materialmodelle
aufgebraucht. Um eine Losung fiir den ndchsten Gleichgewichtspunkt zu erlangen,
werden in elastoplastischen Algorithmen impliziter Programme aufwendige lokale und
globale Iterationsalgorithmen notwendig. Dabei miissen numerische Instabilitdten
vermieden und numerische Pfadabhéngigkeiten minimiert werden.

In expliziten Berechnungsstrategien fiihren die Singularititen der FlieBfigur prinzipiell
zu den gleichen Problemen bei der Bestimmung elastoplastischer
Dehnungsinkremente. Der Hauptnachteil expliziter Programme, der sehr kleine
Berechnungszeitschritt, flihrt allerdings auch zu sehr kleinen Dehnungs- und
Spannungsinkrementen und erweist sich bei Verarbeitung des Materialmodells als
vorteilhaft. Es kann davon ausgegangen werden, daBl Versuchsspannungszustéinde
plastizierender Materialbereiche sich immer in der Ndhe der Fliefliche befinden und
das Dehnungsinkrement klein genug ist, die Aktivitdten in der richtigen Reihenfolge
einzufithren. In expliziten Programmen ist deshalb das Hauptaugenmerk auf die
Verhinderung des Entfernens des Spannungspunktes von der FlieBflache, und damit
auf eine exakte Riickfithrung des Versuchsspannungszustandes auf die FlieBfliche zu
legen. Deshalb wird im gewahlten Materialmodell auch in expliziten Programmen ein
lokaler Iterationsprozef3 zur Spannungsrelaxation notwendig.
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3.5 Elastoplastischer Berechnungsalgorithmus in impliziten
Berechnungstrategien

Fiir eine elastoplastische Bearbeitung in impliziten Berechnungsstrategien mit
moglichst groen Dehnungsinkrementen miissen im gewihlten Materialmodell
folgende Bedingungen erfiillt sein:

B Konsistenzbedingungen aller aktiven FlieBbedingungen sind erfiillt
B abhingige Ermittlung der plastischen Multiplikatoren
B Priifen der Eindeutigkeit der Aktivitdten bei der Spannungsriickfiihrung

In der Literatur konnten nur wenige mathematische Umsetzungen mit abhingigen
plastischen Multiplikatoren gefunden werden. Simo [67] schldgt fiir den lokalen
Iterationsprozef einen Return Mapping Algorithmus und fiir die globale Iteration eine
Newton-Raphson-Iteration mit konsistenter elastoplastischer Tangente vor. Alle in der
ersten  globalen Iteration vom  Versuchsspannungszustand iiberschrittenen
FlieBbedingungen werden zu einem Set aktiver FlieBbedingungen gezéhlt. Die
abhingigen plastischen Multiplikatorinkremente werden in einem Gleichungssystem
bestimmt. Im Verlauf des lokalen Iterationsprozefl wird die Annahme der Aktivitat
von FlieBbedingungen stindig iiberpriift. Wird ein plastischer Multiplikator im
Lastinkrement negativ, war die Annahme falsch. Dann wird entweder mit korrigiertem
Set aktiver Trennflichen weitergerechnet oder die Iteration abgebrochen und mit
korrigiertem Set im letzten Gleichgewichtszustand neu gestartet. Eine weitere
Anwendung der abhédngigen Bestimmung der plastischen Multiplikatoren von bis zu
sechs FlieBbedingungen beschreibt Dawson [22] bei der Bearbeitung von Trennflachen
in einer 2D-Cosserat-Kontinuum-Formulierung. Auf Probleme bei der Ermittlung der
abhingigen plastischen Multiplikatoren wird nicht eingegangen. Cramer [12] stellt eine
numerische Umsetzung mehrflachiger Plastizitdt mit Elimination negativer plastischer
Multiplikatoren vor. Das Gleichungssystem wird iterativ gelost, auf eine lokale
Iteration bei der Gradientendnderung von FlieBbedingungen aber verzichtet. Treten
singuldre Gleichungssysteme auf, wird die Bestimmung der plastischen Dehnungsraten
abgebrochen. Auch Kombinationen von unabhingiger und abhingiger Bearbeitung
werden vorgeschlagen. So bearbeitet Seim [63] zwei FlieBbedingungen nacheinander
und bestimmt bei Oszillationen der FlieBfldcheniiberschreitungen die Multiplikatoren
in einem Gleichungssystem. In allen Verdffentlichungen werden FlieBbedingungen mit
negativen A;-Werten aus dem Gleichungssystem eliminiert und die A;-Werte iterativ
ermittelt.

Auf Probleme der Losbarkeit des Gleichungssystems, der Interpretation mehrerer
negativer Multiplikatoren oder der Eindeutigkeit der ermittelten Aktivitdten wird in
den Veroffentlichungen nicht eingegangen. Bei der Umsetzung der von Simo [67]
vorgeschlagenen  Verarbeitung mehrflichiger Plastizitit im  multilaminaren
Materialmodell mit bis zu vier Trennflichenscharen traten bei der abhingigen
Bestimmung der Multiplikatoren folgende Probleme auf:
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1) Das Gleichungssystem (Gl. 3.9) hat keine Losung, wenn keine Schnittmenge
der untersuchten FlieBbedingungen vorhanden war (Bild 3.3). Die eindeutige
Bestimmung der Aktivitdt durch Eliminierung von FlieBkriterien war nicht
moglich.

2) Im Laufe des lokalen Iterationsprozesses eines Lastinkrementes konnen
FlieBbedingungen aktiviert oder deaktiviert werden. Die Annahme der
Aktivitét tiber das gesamte Inkrement ist nicht gesichert.

A

TRES

Bild 3.3 Das Gleichungssystem hat keine Losung = es gibt mindestens zwei
Moglichkeiten der Riickfiihrung des Spannungszustandes, die Aktivititen
sind nicht eindeutig.

Insgesamt muflte festgestellt werden: Wurde das Dehnungsinkrement zu grof3, konnte
die Aktivitdit der FlieBbedingungen nicht mehr eindeutig bestimmt werden. Ein
Kriterium zur Zuléssigkeit des Dehnungsinkrementes bei der Bestimmung der
Aktivitidten wurde notwendig.

Dabei wurden folgende Annahmen zugrunde gelegt:

- die konvexe FlieBfigur wird von n-konvexen Flieflichen begrenzt

- der Spannungszustand kann Schnittmengen von FlieBflichen
durchlaufen, dort verharren oder in Schnittmengen entlanglaufen

- in allen Fillen der Aktivitidt mehrerer FlieBbedingungen werden die plastischen
Multiplikatoren abhidngig im Gleichungssystem bestimmt

- sind die Multiplikatoren dabei positiv, war die Annahme der Aktivitit richtig

- die Aktivitdt mehrerer FlieBbedingungen tiber die gesamte lokale Iteration kann
nicht gewihrleistet werden
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Das Inkrement ist zuldssig, wenn verglichen mit dem letzten Gleichgewichtszustand:
B die Aktivititen der FlieBbedingungen sich nicht dndern
B wenn eine weitere FlieBbedingung aktiv wird

Das Inkrement ist nicht zuldssig, wenn:

B mehr als eine Aktivierung auftritt

B fiir das Gleichungssystem keine Losung gefunden wird, daBB heit fiir die
angenommenen Aktivititen keine gemeinsame Schnittmenge existiert.

Das Inkrementkriterium sichert die eindeutige Bestimmung der Aktivititen und das
richtige Abschreiten des Spannungspfades auf der mehrflachigen FlieBfigur.
Restfestigkeiten werden im Gegensatz zum pseudo-viskoplastischen Algorithmus dann
nur mit gesicherten Aktivititsannahmen in Gleichgewichtspunkten der Newton-
Raphson-Iteration eingefiihrt. Ist das Dehnungsinkrement zur sicheren Bestimmung
der Aktivititen zu gro, mufl entweder das Lastinkrement der Newton-Raphson-
Iteration verkleinert (globale Inkrementierung) oder das Dehnungsinkrement im
betreffenden Diskretisierungspunkt unterteilt werden (lokale Inkrementierung).
Theoretisch kann in Bereichen von Singularitdten der FlieBfldche eine unendlich kleine
Inkrementierung zur Erfiillung des Kriteriums notwendig sein. Ein Abbruchkriterium
fiir eine sinnvolle Gesamtinkrementierungstiefe mul3 festgelegt werden. Durch das
Materialmodell mit mehrfldchiger Plastizitdt und dem Einfiihren der Restfestigkeiten
wird ein nichtkonservatives System formuliert und eine globale Lastinkrementierung
ohnehin notwendig (Kap. 2.1.2). Die plastischen Bereiche in der Gesamtstruktur sind
aber oft sehr klein, so dafl eine ausschlieBlich globale Lastinkrementierung
unwirtschaftlich ist. Es sollte eine mdglichst gute Kombination von globaler und
lokaler Inkrementierung angestrebt werden. Deshalb wurde ein Berechnungs-
algorithmus implementiert, bei dem die globale und lokale Inkrementierungstiefe
sowie ein lokales Genauigkeitskriterium zur Spannungsrelaxation vom Nutzer
gesteuert werden kann.

Fir die Konvergenz der Newton-Raphson-Iteration ist die Bestimmung der
konsistenten elastoplastischen Tangente (GI. 2.50) wichtig. Die Tangentendnderung
bei der Plastizierung kann auch wie folgt beschrieben werden:

mit Dp; Anderung der elastischen Deformationsmatrix

Ist nur ein FlieBkriterium aktiv, entspricht diese Anderung:

T
o))
Dp =—~J9N00 (3.11)

(&)Y
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In Kreuzungsbereichen setzt sich die Anderung aus Anteilen aller aktiven
FlieBkriterien zusammen. Wenn sich die plastische Gesamtdehnung vektoriell (Bild
2.4) aus Dehnungsanteilen der aktiven FlieBkriterien zusammensetzt, muf3 auch die
Anderung der Tangentenneigung sich vektoriell zusammensetzen. In Gleichung 3.11
hingt die Tangentendnderung nur von den Richtungen der plastischen
Dehnungsinkremente ab. Die elastoplastische Tangentenneigung ist aber auch vom
Betrag der plastischen Dehnungen und damit von den plastischen Multiplikatoren aller
aktiven  FlieBkriterien = abhdngig. Deshalb wird eine  Wichtung aller
Tangentendnderungen jeder aktiven FlieBbedingung notwendig.

Dpp = 2 Dpi§ (3.12)
j=1,n

A j—abhéngig bestimmt aus G1.3.9

-mit: & = (3.13)
j—unabhéngig bestimmtaus GI.3.8
Eingesetzt ergibt sich
T -1
p| | %) pr
oo )\ 0o F;
DpL = T Aj_abh. T (3.14)
oo oo oo oo
-mit:  A,n abhéngig bestimmter plastischer Multiplikator aus Gl. 3.8
Gleichung 3.14 146t sich vereinfachen zu :
oQ: Y oF ' . A
Dp = > D|— |- pT Zi-abh. (3.15)
j=1,n oo oo FJ

Wenn innerhalb eines Dehnungsinkrementes ein Aktivieren oder Deaktivieren eines
FlieBkriteriums moglich ist und damit die Aktivititen nicht iiber die gesamte
Spannungsriickfithrung konstant sind, 148t sich die elastoplastische Tangente nur
nidherungsweise bestimmen. Auch ist die gefundene elastoplastische Tangente fiir die
Konvergenz der globalen Newton-Raphson-Iteration nur hilfreich, wenn der
Spannungszustand in der Schnittmenge der FlieBbedingungen verbleibt. In den
Anwendungsbeispielen fiihrte die Verwendung der elastoplastischen Tangente bei
mehrflachiger Plastizitdt oft zur Divergenz der Newton-Raphson-Iteration (Kap. 4.3).
Deshalb wird in der elastoplastischen Umsetzung in ANSYS dem Nutzer wahlweise
die Anfangssteifigkeitsmatrix oder die elastoplastischer Tangente fiir den globalen
Iterationsprozel3 zur Verfiigung gestellt.
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Bei der Verwendung nichtassoziierter Plastizitdit werden die -elastoplastischen
Deformationsmatrizen zudem unsymmetrisch und miissen fiir die Weiterverarbeitung
in ANSYS symmetrisiert werden. In ANSYS wurde deshalb eine Symmetrisierung an
der Hauptdiagonalen implementiert. Auf die Untersuchung besserer Strategien zur
Verarbeitung unsymmetrischer Matrizen [36] wurde verzichtet. Hierin liegt ein
lohnendes Feld zur Steigerung der Effizienz der numerischen Verarbeitung.

Es sei darauf hingewiesen, dal} die Verwendung der elastoplastischen Tangente keinen
EinfluB3 auf das Ergebnis der Gleichgewichtsiteration haben sollte, sondern nur fiir die
Konvergenzgeschwindigkeit der Newton-Raphson-Iteration von Bedeutung ist.
Deshalb konnen in den folgenden Beispielen Berechnungen mit Anfangssteifigkeit und
elastoplastischer Tangente zu Aussagen zur Minimierung der numerischen
Pfadabhingigkeiten herangezogen werden (Kap.4.5).

Die Richtigkeit der gefundenen Formulierung der elastoplastischen Tangente bei
mehrflachiger Plastizitit 146t sich an einem Prinzipbeispiel zeigen. Der

Ausgangsspannungszustand ((71Tk ) soll im Kreuzungsbereich des Schub- und
Zugbruchkriteriums  einer Trennfliche liegen. Der gesuchte konsistente

Spannungszustand (O'i* +1) liegt ebenfalls in der Schnittgeraden beider FlieBkriterien.
Dann gil: o7,y =D (de"! ~de™) = Dgp de™! (3.16)

Rechenbeispiel zur elastoplastischen Tangente mit zwei aktiven
FlieBkriterien

Gegeben:
Die aktiven FlieBkriterien sind ein Zugbruchkriterium und ein Schubbruchkriterium einer
Trennflache im Raum.
Geomechanische Winkel: org =-5 °und Bty =-90 °
Deformationskennwerte: Elastizititsmodul E = 6 000 000 KN/m?
Querdehnzahl v =0.15
Festigkeitskennwerte: ~ Reibungswinkel ¢ =45 °
Dilatanzwinkel y =30 °
Kohésion und Zugfestigkeit Null

ci =[000000]

de™™ = [.7.7626729¢-5 9.0547651e-4 0.0 1.0915798¢-3 0.0 0.0]

D =[6335403.7 1118012.4 1118012.4 0 0 0
1118012.4 6335403.7 1118012.4 0 0 0
1118012.4 1118012.4 6335403.4 0 0 0

0 0 0 2608695.6 0 0
0 0 0 0 2608695.6 0
0 0 0 0 0 2608695.6]
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Losung:

elastische Priadiktorspannung (Gl. 3.1) Gi+1 =1.0e+003 * { 0.5205

5.6498

0.9255

2.8476

0

0}

Spannungszustand in der Trennfliche (Gl. 2.62) Cir1 = 1.0e+003 *  {1.0540

0.9255
5.1163
0.0000
0.0000
-3.2497 }

Uberschreitung Schubbruchkriterium (Gl. 2.56) Fi.scaug = 8.3660e+003

Uberschreitung Zugbruchkriterium  (Gl. 2.58)  Fizuvc  =5.1163e+003

abhingige plastische Multiplikatoren (Gl. 3.9) Aiscaup = 0.00124571033589
Aizugc = 0.00008836619931

konsistente elastoplastische Tangente (Gl. 3.15)

Dgp =1.0e+006 *[  6.2897 0.7757 1.0598 -0.0588 0.0000 0.0000
0.5632 1.5429 0.3159 -1.2388 0.0000 0.0000
1.0279 0.3478 6.2064 -0.1946 0.0000 0.0000
-0.2331 -2.2696 -0.3754 1.8781 0.0000 0.0000
0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 2.6087 0.0000
0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 2.6087 ]

Der elastische Anteil des Dehnungsinkrementes im globalen Koordinatensystem
(dsm1 - dspl) — 1.0e-004 * {0.24396478224886

-0.04124094287567
0.00000000000000
0.05028946535586
0.00000000000000
0.00000000000000 }

und der gesuchte Spannungszustand im globalen Koordinatensystem ergibt sich zu:
oi =D (dgtriall - dgpl) = Dgp de@= 1.0e+002* { 1.49950749860643

0.01147762963153
0.22664776619484
0.13118990700018
0.00000000000000
0.00000000000000 }
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START: Einfiihren von Restfestigkeiten der aktivierten FlieBbedingungen des
letzten Gleichgewichtszustandes

1 Pradiktorschritt: deie}rl = dgitf:tl (Dehnungsinkrement aus Newton-Raphson-Iteration)

bei globaler oder lokale Dehnungsinkrementierung => neues dé&; +11

trial _ _* el
oiy1 = 0; +Ddey

priife: wenn alle F;<0.0 elastischer Schritt ENDE
wenn mind. ein Fj> 0.0 plastischer Schritt gehe zu 2

Beginn lokale Iteration mit Return Mapping Verfahren

- abhiingige elastoplastische Multiplikatoren mit Uberpriifung der Aktivititen
2 fiir alle verletzten (n) FlieBbedingungen F; > 0.0

Set aktiver F. T 00 .

j=1 oo oo
wenn Gleichungssystem singulér, teile das Dehnungsinkrement gehe zu 1
priife : alle 4 ;> 0.0 alle FlieBbedingungen aktiv gehe zu 3

wenn A ; < 0.0 korrigiere die Annahme der aktiven Fliebedingungen  gehe zu 2

3 priife Inkrementkriterium
wenn mehr als ein FlieBkriterium aktiviert, teile das Dehnungsinkrement gehe zu 1

1 1 Set aktiver F oQ i
4 Korrektorschritt: def,; =def;— > dA;| —

j=1 oo
O'ik+1 = Gi* +D dgie}rl (k-lokale Return Mapping Iteration)
priife: wenn alle F;<0.0 ENDE lokale Iteration
wenn mind. ein Fj> 0.0 gehe zu 2
5 gehe zum néchsten lokalen Dehnungsinkrement

oder ENDE lokale Dehnungsinkrementierung
fiir vollstandige Newton-Raphson-Iteration berechne elastoplastische Tangente

T
-

j=1,n oo oo F]

ENDE Bearbeitung Gaufpunkt

Tafel 3.3 Elastoplastischer Algorithmus in ANSYS
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3.6 Elastoplastischer Berechnungsalgorithmus in expliziten
Berechnungsstrategien

Wie gezeigt, ist der Aufwand zur Bestimmung abhédngiger Multiplikatoren und vor
allem zur Uberpriifung der Aktivititen sehr hoch. In expliziten Programmen sind die
Spannungs- und Dehnungsinkremente infolge des Stabilititskriteriums sehr klein. Eine
weitere Inkrementierung erscheint nicht notwendig. Es kann davon ausgegangen
werden, daB3 der Versuchsspannungszustand bei der Plastizierung sich immer im
Schatten der FlieBfliche befindet und die Reihenfolge der Aktivierungen und
Deaktivierungen richtig abgeschritten werden kann. Eine Ermittlung abhéngiger
plastischer Multiplikatoren ist dann nur im Sonderfall des Verharrens des Spannungs-
zustandes in Schnittmengen von FlieBbedingungen notwendig. Auch weil ein
abhédngiges Bestimmen der plastischen Multiplikatoren ohne weitere Inkrementierung
zu numerischen Instabilititen fiihren kann, wurde in expliziten Algorithmen im Fall
des Uberschreitens mehrerer FlieBbedingungen auf die abhiingige Bestimmung der
plastischen Multiplikatoren und ein Uberpriifen der Aktivititen verzichtet.

Verletzt der Versuchsspannungszustand mehrere FlieBbedingungen, werden 1.d.R. in
expliziten Programmen Aktivititen von FlieBbedingungen festgelegt [82]. Die
Bestimmung der aktiven FlieBbedingung kann z.B. durch geometrische Betrachtungen
erfolgen. Die in der Literatur beschriebenen Kriterien [66,82] sind Auswertungen
spezieller Kreuzungsbereiche. Sie sind in der Regel an bestimmte FlieBkriterien und
FlieBregeln, die in 2- oder 3-dimensionalen Spannungsrdumen abbildbar sind,
gebunden und die notwendigen Betrachtungen sind auf beliebig mehrflichige
Plastizitdt schwer erweiterbar. Nachrechnungen ergaben, daf3 die Kriterien exakt oder
in guter Naherung die betragsméBig groBere FlieBflacheniiberschreitung als aktiv
definierten. Deshalb wurde in den Implementationen die betragsmdBig grofite
FlieBflicheniiberschreitung als aktiv definiert und der zugehorige plastische
Multiplikator unabhéngig ermittelt.

F.
di; = ! (3.17)

(@)

Fiir den Fall der Uberschreitung mehrerer FlieBkriterien oder der Richtungsinderung
der Gradienten zur Bestimmung der plastischen Dehnungsinkremente wird die lokale
Iteration solange wiederholt, bis fiir alle F; < 0.0 gilt. Damit wird zur exakten
Riickfithrung auf die FlieBfliche und zur Verhinderung des Entfernens von der
FlieBfliche auch in expliziten Programmen ein lokaler Iterationsprozefl notwendig.
Dabei kann es bei der unabhidngigen Bestimmung der plastischen Dehnungsraten zu
Oszillationen bei der Spannungsrelaxation kommen. Dem Nutzer wird deshalb in den
expliziten Programmen die Moglichkeit gegeben, die maximale lokale Iterationsanzahl
und das lokale Genauigkeitskriterium zu steuern. Sowohl in LS-DYNA als auch in
UDEC werden nicht relaxierte Abweichungen der Versuchsspannungszustéinde von der
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FlieBfliche im Berechnungsverlauf dokumentiert (siche Bild 6.13). Kommt es im
Berechnungsverlauf zu nennenswerten Spannungsabweichungen, die nicht
zuriickgefiihrt werden konnen, sollten das Genauigkeitskriterien oder die lokale
Iterationsanzahl variiert werden bzw. die FlieBbedingungen tiberpriift werden.

Einfiihren von Restfestigkeiten der aktivierten FlieBbedingungen des letzten Zeitschrittes

START:
Pradiktorschritt: deie}rl =de/®|  (Dehnungsinkrement aus Zeitschrittintegration)
1

ol =0 + Dt

priife: wenn alle F;<0.0 elastischer Schritt ENDE
wenn mind. ein F;> 0.0 plastischer Schritt gehe zu 2
lokale Iteration mit Bearbeitungsreihenfolge

unabhéngige plastische Multiplikatoren

2

fiir grofBte FlieBflacheniiberschreitung F; > 0.0

5
di; = T
F) p[
oo oo
0Q;
3 Korrektorschritt: dgie}rl = dgie}rl —d4; —
oo
O'ilil = O'i* +D deie}rl (k-lokale Iteration)
priife: wenn alle F;<0.0 ENDE lokale Iteration
wenn mind. ein F; > 0.0 gehe zu 2

ENDE berechne Knotenungleichgewichtskréfte und gehe zum néchsten Zeitschritt

Tafel 3.4 elastoplastischer Berechnungsalgorithmus in LS-DYNA3D / UDEC
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3.7 Bestimmung der Aktivititen und der plastischen Dehnungs-
inkremente der elastoplastischen Berechnungsalgorithmen fiir
eine lokale Iteration

Um die Genauigkeit der unabhingigen und abhédngigen Bestimmung der plastischen
Dehnungsinkremente und die sichere Identifizierung der Aktivititen 1m
Plastizierungsverlauf zu iiberpriifen, wurde ein totales Dehnungsinkrement fiir eine
Spannungsbestimmung auf Diskretisierungspunktebene vorgeben.

Es wurden elastoplastische Algorithmen mit abhéngigen plastischen Multiplikatoren
einschlieBlich der Uberpriifung der Aktivititen (Tafel 3.3) sowie mit unabhiingigen
plastischen Multiplikatoren mit der Festlegung einer Bearbeitungsreihenfolge (Tafel
3.4) getestet. Die lokale Spannungsriickfiihrung erfolgt iterativ. Die Aktivitit von
FlieBbedingungen iiber den gesamten lokalen Iterationsprozefl im Inkrement wird nicht
gefordert.

Im multilaminaren Materialmodell wurden isotrope Festigkeiten und drei
Trennflachenscharen formuliert. In Tafel 2.1 sind die isotropen FlieBkriterien fiir den
intakten Fels und die anisotropen FlieBkriterien der Trennflichen vorgestellt.
Restfestigkeiten werden in diesem Beispiel nicht verarbeitet. Die mehrflichige
FlieBfigur wird von 8 Flieflichen begrenzt.

Kohiésion |Reibungs- |Dilatanz- | Zugfestigkeit |Richtungswinkel
Cin KN |winkel winkel zul. o in KN |alpha/ beta in °
¢ in° Y in °© (Kap. 2.3.4.1)
intakter Fels 3500 45 10 2800
Trennflache 1 3000 45 10 3000 85 / -90
Trennflache 2 1200 43 10 1286.80 5 / -90
Trennflache 3 1000 40 10 1191.75 -5/ -90

Tabelle 3.1 verwendete Material- und Festigkeitskennwerte
Isotropes Elastizitdtsverhalten:

E =200 000 KN/m2

v=0.20

Dehnungsinkrement und Versuchsspannungszustand:

—0.004414222 0.0 520.5
0.002978111 0.0 56498
46 —-0.001714222 - O';k _ 0.0 ergib sich o‘fffl _ 9255
0.001714222 0.0 2847.6
0.0 0.0 0.0
0.0 0.0 0.0
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Ergebnisse

Um die Aktivititen des Spannungspfades richtig abzuschreiten, wurde bei abhingiger
Bestimmung der plastischen Multiplikatoren eine Mindestinkrementierung von vier
Inkrementen ermittelt. Auch bei der unabhingigen Bestimmung der plastischen
Multiplikatoren konnte ab einer Inkrementierung von 4 erstmals die Reihenfolge der
Aktivititen richtig bestimmt werden. Der Spannungszustand traf, aus dem elastischen
Bereich kommend, auf das Schubbruchkriterium der TF 3, durchwanderte dann glatt
den Kreuzungspunkt zum Schubbruchkriterium der TF 1, wanderte auf der FlieBfigur
bis zur Schnittmenge von Schubbruchkriterium der TF 1 und Zugbruchkriterium des
richtungslosen Korngefiiges und lief in der Schnittmenge weiter, bis das gesamte
Dehnungsinkrement aufgebracht worden war. Der Pfad zur Aktivierung und
Deaktivierung auf der FlieBflache blieb fiir kleinere Inkrementierungen konstant. Der
aufgefundene Spannungszustand néherte sich bei beiden Algorithmen bei sehr kleiner
Inkrementierung einem Endwert (Tab. 3.2 / Bild 3.4) an.

unabhingige n=4 n=8 n=16 [ n=32 | n=64 | n=128 | n=256 | n=512 [n=1024
Multiplikatoren

% 420.6 | 345.00 | 236.84 | 210.77 | 203.40 | 200.15 | 196.66 | 194.97 | 193.20
oy 2797.5 | 2736.7 | 2780.5 | 2796.3 |2798.23|2799.99| 2799.8 | 2799.9 | 2799.9
o, 331.48 | 307.80 | 294.91 | 292.80 | 291.76 | 291.45 | 290.74 | 290.42 | 290.08
Ty -76.10 [-394.10|-223.48 | -96.75 | -67.72 | -15.15 | -19.69 | -15.67 | -11.94

Z(a*—a”)z 58.630 | 176.96 | 48.797 | 8226 | 3687 | 118.66 | 156.21 | 66.03 | 16.60
unabhingige n=2048 | n=4096 | n=8192

Multiplikatoren
Oy 192.03 | 191.71 | 191.63
oy 2799.9 |1 2799.9 | 2799.9
o, 289.81 | 289.73 | 289.72
Tyy -10,09 | -8,92 | -8,66

S(c o) | 380 | 068 [ 039

abhiingige n=4 n=8 n=16 | n=32 | n=64 | n=128 | n=256 | n=512 [n=1024
Multiplikatoren
Oy 287.28 | 258.60 | 184.23 | 189.95 | 192.28 | 193.84 | 192.63 | 191.82 | 191.97
oy 2791.2 | 2798.9 | 2799.8 | 2799.9 {2799.96|2799.97| 2799.9 | 2799.9 | 2799.9
o, 307.15 | 302.95 | 288.25 | 289.29 | 289.89 | 290.20 | 289.96 | 289.79 | 289.83
Tyy -148.25| -50.82 | -21.87 | -11.99 | 9.06 | -8.20 | -8.14 | -8.17 | -8.14

Z(a*—a”)z 29.090 | 6438,1 | 250,90 | 19,187 | 0,944 | 3,64 0,45 | 0,025 0,0

* alle Spannungen in KN/m®
Tabelle 3.2 Ergebnisse der inkrementellen Berechnung

Die exakte Losung konnte mit dem abhidngigen Algorithmus bei einer Inkrementierung

von etwa 1000 (Tab. 3.2) aufgefunden werden. Eine sehr gute Ndherungslosung
konnte schon ab einer Inkrementierung von ca. 50 erzielt werden (Bild 3.5).
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200000

1800001
160000
140000
120000
100000}

@ abhangig
B unabhangig

unabhangig
abhangig

128
256
512

1024
2048
4096
8192

Bild 3.4 Quadratische Fehlerabweichung bei abhéngiger und unabhingiger
Bestimmung

abhangige Bestimmung des plastischen MULTIPLIKATOR

300
250]
200+
150+
100+
50

abhangig

256

512 4024

Bild 3.5 Quadratische Fehlerabweichung bei abhéngigen Multiplikatoren

unabhangige Bestimmung des plastischen

MULTPLIKATOR
2001/\ 
150/
~
100
. B unabhangig
5 4

0-

unabhangig

2048

409 gq9p

Bild 3.6 Quadratische Fehlerabweichung bei unabhéngigen Multiplikatoren
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Mit unabhéngigen plastischen Multiplikatoren konnte erst ab einer Inkrementierung
von ca. 1000 Inkrementen eine sehr gute Ndherung der exakten Losung (Bild 3.6)
gefunden werden.

Beide Algorithmen zeigten beim Durchlaufen des Kreuzungspunktes Schub TF3/TF1
nahezu identisches Verhalten. Wenn der Algorithmus mit unabhéngigen, plastischen
Multiplikatoren nur die betragsmiBig groBere Uberschreitung bearbeitete, eliminierte
das Gleichungssystem das betragsmiBig kleinere FlieBkriterium infolge negativen
plastischen Multiplikators. Bei ausreichend kleiner Inkrementierung wurden identische
Ergebnisse erzielt. Beim Verharren in Kreuzungsbereichen ist der Algorithmus mit
abhingiger Bestimmung der plastischen Multiplikatoren genauer. Er relaxiert die
Versuchsspannungszustdnde exakt in die Kreuzungspunkte. Der Algorithmus mit
Bearbeitungsreihenfolge bevorzugt in diesem Fall die Dehnungsrichtungen des
betragsmaBig groBeren FlieBkriteriums. Im Beispiel wurde erst das Zugbruchkriterium
vom intakten Fels und dann das Schubbruchkriterium der Trennfldche 1 behandelt. Das
erklart bei unabhingiger Bestimmung des plastischen Multiplikators die schlechtere
Anndherung der Schubspannungen und die notwendige Inkrementierung zum
Auffinden einer sehr guten Néherungslosung.

Das Berechnungsbeispiel zeigt die Funktionstiichtigkeit beider Algorithmen. Der sehr
aufwendige Berechnungsalgorithmus mit abhingiger Bestimmung der plastischen
Dehnungsinkremente und der Uberpriifung der Aktivititen iiberschrittener
FlieBbedingungen sichert die notwendige Inkrementierung auf Diskretisierungs-
punktebene. Er ist damit fiir beliebig groBle globale Dehnungsinkremente geeignet. Der
Berechnungsalgorithmus ~ mit  unabhéngiger  Bestimmung der plastischen
Dehnungsinkremente sichert nur unter der Annahme einer ausreichend kleinen
globalen Dehnungsinkrementierung gute Niherungslosungen und ist deshalb nur fiir
Berechnungsprogramme mit expliziter Zeitintegrationsberechnung geeignet.
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Kapitel 4

Verifizierung der Materialroutinen

4.1 Problemstellung und Verifikationsbeispiel

An einem gewdhlten Beispiel soll die Funktionsfdhigkeit der multilaminaren
Materialroutinen {iberpriift, sowie ihre numerische Robustheit und ihre numerische

Pfadabhéngigkeit bei mehrflachiger Plastizitit untersucht werden.

10 Meter
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v v v |

2000 KN/m2
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Felsmechanische Kennwerte

PRock =45° Q1R =45° QTR = 45°
YRock =45°  Wrp =45 Yrpy =45°
Crock =1500  Cqp =1000  Crpp =1000

ol —700 oR =800
t/TF1 t/TF2

Elastische Kennwerte:

E,. = 6000000
Vg =013 TF1 (alpha = 5°) |
dens =2.6

|

TF2 (alpha = 95°)

e

/

+//////////

10 Meter

Bild 4.1 Felsblock zur Verifizierung der Materialroutinen
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Nach elastischen Berechnungen der verschiedenen Modelle werden nacheinander
folgende FlieBbedingungen eingefiihrt und folgende Plastizierungsfille definiert:

FlieBbedingungen Plastizierungsfille
B Schub intakter Fels = Fels Schub
B Zug intakter Fels = Fels Schub/Zug
B Schub und Zug Trennflédche 1 = Fels & TF1
B Schub und Zug Trennfldche 2 = Fels & TF1/2

Mit Laststeigerungsberechnungen im Plastizierungsfall Fels & TF1/2 soll die Eignung
der Materialroutinen fiir Grenztragfahigkeitsberechnungen untersucht werden. Ein 10
m breiter und 12 m hoher Felsblock wird von 2 Trennflichenscharen gekliiftet.
Geometrie, Festigkeits- und Elastizititsparameter sind im Bild 4.1 angegeben. Der
Felsblock wird unter Eigengewicht mit einer vertikalen und einer horizontalen
Streckenlast belastet. Die Belastungen und Festigkeiten sind so gewihlt, dal3
nennenswerte plastische Deformationen und die Aktivitét aller FlieBkriterien erwartet
werden konnen. Es werden assoziierte und nichtassoziierte FlieBregeln verwendet und
ein Abfall der Anfangsfestigkeiten auf Restfestigkeiten in den Zugfestigkeiten der
Trennflichen simuliert. Um den FEinfluB der verschiedenen Diskretisierungs- und
Integrationsniveaus der Programme zu untersuchen, werden verschiedene Zonierungen
(616, 2184, 925) der in den 2-dimensionalen Berechnungen in UDEC verwendeten
Dreieckselemente verglichen. In den 3-dimensionalen Berechnungen in ANSYS
werden die Freiheitsgrade der Tiefenrichtung gekoppelt (2)2D-Modell) und die
Elementtypen Solid45 (8-Knoten Volumenelement) und Solid95 (20-Knoten-
Volumenelement) mit verschiedenen Netzdichten (30 Elemente in XY-Richtung/ 120
Elemente in XY-Richtung) untersucht. Zur besseren Beurteilung der numerischen
Leistungsfdhigkeit der Materialroutinen in impliziten und expliziten Programmen
werden ANSYS-Modelle mit identischen Elementen/Netzdichte in LS-DYNA3D
berechnet.

4.2 Elastische Berechnungen

In elastischen Berechnungen wird die numerische Gleichwertigkeit der Orts-
diskretisierung, der Elementierung in ANSYS/LS-DYNA und der Zonierung in UDEC
untersucht. Tabelle 4.1 zeigt eine gute Ubereinstimmung der Verschiebungswerte der
untersuchten Diskretisierungsniveaus. Die maximalen Abweichungen betragen bis zu
1% innerhalb der ANSYS-/LS-DYNA-Modelle und max. 0.30% zu den UDEC-
Modellen. Deutliche Unterschiede ergeben sich bei den Spannungsspitzen. Die
Spannungsabweichungen von bis zu 30% innerhalb der ANSYS-Modelle resultieren
aus der Netzdichte und dem Elementniveau. Die Spannungsabweichungen von bis zu
25% zu den UDEC-Modellen resultieren aus den verwendeten Dreieckselementen und
der Netzdichte, aber auch aus dem Verschmieren der Spannungsspitzen in expliziten
Berechnungsstrategien. Auch Berechnungen des Modells ANSYS-45-2 mit LS-DYNA
(LS-DYNA-45-2) ergeben sehr gleichwertige  Verschiebungswerte (0.1%
Abweichung), aber deutlich unterschiedliche Spannungsspitzen. Die Tendenz
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expliziter Programme, Spannungsspitzen zu verschmieren, ist vor allem bei den Y-
Spannungen (-14112 = -11750) im Bereich der unverschieblichen Lagerung zu

beobachten.

ANSYS-| ANSYS-| LS- |ANSYS-|ANSYS-|UDEC-1|UDEC-2 | UDEC-3

45-1 45-2 | DYNA- | 9I1-1 95-2
Solid45 | Solid45 45-2 Solid95 | Solid95 | 616 Zo. | 2184 Zo.| 925 Zo.
30El. | 120 El. | Solid45 | 30ElL 120EL.
120 El.
max.disp | 20.17 20.35 20.43 20.38 20.41 20.40 20.48 20.43
in mm -1.1% +0.1% -0.05%
max. Sx | -1976 -2030 -2024 -2458 -2790 -2075 -2402 -2164
in KN/m* | -30% 27% -25%
max. Sy | -11952 | -14112 | -11750 | -14638 | -16733 | -14590 | -16340 | -14810
in KN/m* | -29% -30% -13%
max. Sxy | 2262 2402 2196 2783 3075 2559 2535 2535
in KN/m*| -26% -29% -17%
* Zum prozentualen Vergleich werden die Verschiebungs- und Spannungswerte des Modells
ANSYS-95-2 (hochwertiges Volumenelement / hohe Netzdichte) als Bezugswerte (100%) der
elastischen Berechnung verwendet.
Tabelle 4.1 Spannungs- und Verschiebungswerte elastischer Berechnungen
im Diskretisierungspunkt

Erwartungsgemail steigen die Spannungsspitzen mit zunehmendem

Diskretisierungsniveau im Bereich der Auflagerung an. Bei der Verwendung
spannungsabhédngiger FlieBbedingungen wird deshalb eine Abhédngigkeit der
Plastizierungen vom Diskretisierungsniveau und der Verarbeitung in impliziten und
expliziten Programmen erwartet.

4.3 Numerische Pfadabhangigkeit und Konvergenz

elastoplastischer Berechnungen in ANSYS

Die numerische Pfadabhingigkeit aus der vielflichigen Plastizitit und das
Konvergenzverhalten der elastoplastischen Berechnungsalgorithmen sollen bei der
schrittweisen Einfilhrung der FlieBbedingungen untersucht werden. Wenn mit
unterschiedlichen Iterationspfaden der Newton-Raphson-Iterationen mit Anfangs-
steifigkeit bzw. mit elastoplastischer Tangente sehr gleichwertige Deformations- und
Spannungszustinde ermittelt werden, sind die numerischen Pfadabhidngigkeiten des
Materialmodells minimiert. Die FErgebnisse in Tabelle 4.2 belegen die
Funktionstiichtigkeit der elastoplastischen Routinen und die Minimierung der
Pfadabhingigkeiten in ANSYS. Die aus dem unterschiedlich exakten Erfiillen der
globalen Konvergenzkriterien resultierenden Abweichungen der Newton-Raphson-
Iterationen, mit und ohne Verwendung der elastoplastischen Tangente, betragen in den
Verschiebungswerten nur max. 0.8% und in den Spannungswerten nur max. 3%. Auch
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beim Einfiihren von Restfestigkeiten in den Trennflichen kdnnen keine nennenswerten
numerischen Pfadabhéingigkeiten aus vielflachiger Plastizitdt beobachtet werden.

Fels Schub Fels Schub/Zug Fels & TF1 Fels & TF1/2
ux in mm 2470 | 24.65 | 2599 | 25.79 | 29.41 | 29.17 | 3240 | 32.17
S, in KN/m’ 1231 1267 1000 1000 822 840 826 823
S5 in KN/m’ -13251 | -13282 | -13495 | -13526 | -14264 | -14300 | -13822 | -13872
Substep/Iteration| 5/24 | 5/155 5/30 | 6/270 | 7/53 9/455 | 12/111 | 10/914
NR - Option** full init full init full init full init

*Uy, S1, S3 sind Maximalwerte
** full NR - mit elastoplastischer Tangente nach jeder Iteration
init NR - mit Anfangssteifigkeit

Tabelle 4.2 Vergleich der elastoplastischen Berechnungen der Variante ANSY S-45-1
mit unterschiedlichen Newton-Raphson-Optionen

Unter Verwendung der elastoplastischen Tangente kann erwartungsgemil mit
wesentlich weniger Iterationen (ca. 1/10) eine Losung gefunden werden. Die etwas
grofleren Verschiebungswerte der Iterationen mit elastoplastischer Tangente resultieren
aus dem besseren Konvergenzverhalten bei gleichem globalem Abbruchkriterium der
Newton-Raphson-Iteration. Im Gegensatz zu dem relativ exakten Erreichen des
Abbruchkriteriums, bei der Verwendung der Anfangssteifigkeit, wird das
Abbruchkriterium bei der Verwendung von elastoplastischer Tangente deutlich
unterschritten. Damit werden mehr Ungleichgewichtskrifte umgelagert und
folgerichtig groBere plastische Deformation ermittelt.

Zur Untersuchung des Konvergenzverhaltens mit nichtassoziierten FlieBregeln wird
unter Verwendung nur einer FlieBbedingung im Plastizierungsfall Fels Schub der
Dilatanzwinkel variiert.

Iterationen

Iterationen NR-init

Iterationen NR-full

40 35

30

. . 25
Dilatanzwinkel

Bild 4.2  Konvergenzverhalten bei abnehmenden Dilatanzwinkel
Plastizierungsfall Fels Schub im Modell ANSYS-45-1
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In Bild 4.2 ist die Zunahme der notwendigen Gleichgewichtsiterationen bei
nichtassoziierter FlieBregel bis zu einem Dilatanzwinkel von 25° deutlich zu sehen.
Die Konvergenz unter Verwendung der -elastoplastischen Tangente wird mit
zunechmendem Unterschied von Reibungs- und Dilatanzwinkel schlechter. Im
Gegensatz dazu ist der Einflu eines kleineren Dilatanzwinkels auf die Konvergenz
mit Anfangssteifigkeit wesentlich geringer. In diesem Beispiel konnte bis zu einem
Dilatanzwinkel von 25° eine leichte Verbesserung der Konvergenz beobachtet werden.
Ab einem Dilatanzwinkel kleiner als 20° konnte bei der Verwendung der
elastoplastischen Tangente kein Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden. Bei
der Verwendung der Anfangssteifigkeit nahm die Anzahl der notwendigen
Gleichgewichtsiterationen wieder zu. Es konnten aber ohne Probleme
Gleichgewichtszustinde aufgefunden werden. Das heifit, daB die Niherung der
elastoplastischen Tangente infolge der in ANSYS notwendigen Symmetriesierung
(Kap. 3.5) zu schlechterer Konvergenz bzw. zu Divergenz fiihren kann.

4.4  Kiritische Didmpfung in expliziten Berechnungen

Um numerische Pfadabhingigkeiten expliziter Berechnungsstrategien aus den
Niherungsannahmen der kritischen Dampfung quasi-statischer Berechnungen zu
untersuchen, wurden in LS-DYNA globale Dampfungswerte variiert und in UDEC
lokale und globale viskose Dampfung verglichen. Bei der Wahl der Dampfung in LS-
DYNA sollte ein asymptotischer Ausschwingprozel3 simuliert und ein Schwingen des
Systems verhindert werden. Damit schrinkte sich die Variationsbreite und -richtung
nach Abschdtzen der kritischen Dadmpfung und der Energiedissipation infolge
Plastizierung ein. In den hier vorgestellten Berechnungen werden bei zunehmender
Plastizierung linear abgeminderte Dampfungswerte in die Berechnungen eingefiihrt.
Berechnungen werden immer mit unterschiedlichen Dampfungsreihen wiederholt.
Dabei werden Abweichungen in den Verschiebungsgrofen verglichen und ein
Schwingen von Deformations- und Spannungsgrofen iiberpriift.

Horizontaldruck in KN/m?

2000 2050 2100 2150 2200
Dampfungsreihe 1 35.70 40.03 50.20 64.38 103.40
o = 150=50=40
Dampfungsreihe 2 35.77 40.12 50.63 64.54 103.90
o = 120=40=30

Tabelle 4.3 Vergleich der Horizontalverschiebungen (u, in mm) mit verschiedenen
Dampfungsreihen bei den Laststeigerungsberechnungen
(LS-DYNA-45-1, Plastizierungsfall Rock & TF1/2)

Der kritische Dampfungswert in LS-DYNA (GI. 2.39) wurde in einem elastischen
Probelauf mit ¢=150 s bestimmt. In Abhingigkeit von der Lasteinleitung wird der
Dampfungswert linear tiber die Zeit auf 50, 40 bzw. 30 zuriickgefiihrt. Tabelle 4.3
zeigt die geringen Unterschiede (max. 1%) bei relativ stark variierender Ddmpfung.
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Dabei ist die Zunahme der Gesamtverschiebungen bei geringerer Systemdampfung
infolge der geringeren Dampfung der plastischen Deformationen folgerichtig.

Anzahl Zeitschritte max. Uy plastische *
in mm Verformungsenergie
globale Didmpfung 3000 39.30 135.3
lokale Ddmpfung 30000 36.10 122.3

* die plastische Verformungsenergie wurde aus Energiedifferenzen berechnet [82]

Tabelle 4.4 Vergleich globaler und lokaler viskoser Dampfung in UDEC
Modell UDEC-1, Plastizierungsfall Fels & TF1/2

In UDEC werden Berechnungen mit lokalen und globalen Dampfungsschemata (Kap.
2.1.5) durchgefiihrt. Mit globaler Systemddmpfung konnte in der Regel bei deutlich
weniger notwendigen Zeitschritten eine Ruhelage erzielt werden. Dabei wurde das
System leicht unterkritisch gedampft. Beim leicht unterkritisch geddampften
Ausschwingvorgang werden kurzzeitig hohere Spannungsspitzen als die statischen
Spannungsniveaus erreicht. Im Beispiel (Tabelle 4.5) sind bei globaler
Systemddmpfung folgerichtig groBere plastische Verformungsenergien (10%) und
Gesamtdeformationen (8%) zu beobachten. Auch bei den komplexen
Berechnungsbeispielen (Kap. 6./7.) zeigte die globale Systemdiampfung leicht
unterkritisch ~ geddmpfte = Ausschwingvorgdnge, wenn auch mit kleineren
Deformationsunterschieden (1-3%).

Um den EinfluB der Systemddmpfung auf das Spannungs-Verformungsverhalten
gering zu halten, werden in den folgenden Berechnungen in UDEC grundsitzlich
lokale Systemdampfung verwendet. In LS-DYNA werden unter Beriicksichtigung der
Energiedissipation infolge Plastizierung abgeminderte kritische Dampfungswerte in
zeitabhéngigen Ddmpfungsreihen verwendet.

4.5 Vergleich aller elastoplastischen Materialroutinen

Nachdem gezeigt werden konnte, dal die numerischen Pfadabhingigkeiten der
elastoplastischen ANSYS-Routine vernachlédssigbar klein sind und die kritische
Dampfung in guter Niherung erfalt werden kann, wurden -elastoplastische
Vergleichsrechnungen aller unter Kap. 4.2 vorgestellten Modelle ausgewertet.

Der Vergleich des Modells 45-2 zwischen der impliziten Berechnung in ANSY'S und
der expliziten Berechnung in LS-DYNA zeigt die Funktionstiichtigkeit der LS-DYNA
Implementation (Tab. 4.5). Das etwas geringere Niveau der plastischen Deformationen
ist eine Folge der niedrigeren Spannungsspitzen in LS-DYNA. Die Zunahme der
Plastizierungen aller Modelle beim schrittweisen Einfiihren der FlieBbedingungen liegt
in erwarteten Bereichen. Die Abhidngigkeit der Plastizierungen vom Elementniveau
und der Netzdichte ist sowohl in den FEM- als auch in den FDM-Berechnungen
deutlich zu erkennen.
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Elastisch | Fels Schub Fels Fels &TF1 Fels &
Schub/Zug TF1/2
ANSYS-45-1 17,09 24,70 25,99 29,33 32,43
ANSYS-95-1 17,37 25,50 26,78 30,16* 31,91*
UDEC-1 17,37 25,80 27,27 31,68 36,15
ANSYS-45-2 17,32 27,30 28,92 33,82* 38,11**
ANSYS-95-2 17,40 27,46 29,16 33,51* 36,75
LS-DYNA-45-2 17,32 27,04 28,56 32,81 37,66
UDEC-2 17,46 27,57 29,40 35,29 41,97

* Losung nur mit Anfangssteifigkeit moglich
** Losung nur mit Anfangssteifigkeit und groBerem globalen Abbruchkriterium Newton-Raphson

Tabelle 4.5 maximale Horizontalverschiebungen (u, in mm) verschiedener Modelle
und verschiedener Plastizierungsfille

45,00 Tﬁﬁﬁ/
40,00 -

35,00 -

30,00 -
= o 2500
- |
S 5 2000 Fels TF1 &2
NG 1500 - Fels TF1
S5 1000 ] Fels Schub/Zug
T8 500 Fels Schub
©c O ’ .
£ > 0,00 elastisch

UDEC-1
ANSYS-45-2
UDEC-2

ANSYS-45-1
ANSYS-95-1
ANSYS-95-2

LS-DYNA-45-2

Modellvarianten

Bild 4.3 maximale Horizontalverschiebungen verschiedener Modelle und
Plastizierungsfille

Aus Bild 4.3 ist zu entnehmen, dall abhéngig vom Diskretisierungsniveau sich die
Modelle in Gruppen einteilen lassen.

niedrig: ANSYS-45-1 ANSYS-95-1
mittel: ANSYS-45-2 UDEC-1 LS-DYNA-45-2
hoch: UDEC-2 ANSYS-95-2
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Im Vergleich der Plastizierungen expliziter und impliziter Programme sind folgende
Tendenzen festzustellen.

B in expliziten Programmen werden infolge geringerer Spannungsspitzen die
FlieBkriterien spéter angesprochen, lagern dann aber alle Ungleichgewichtskréfte
um

B implizite Programme sprechen in Bereichen von Spannungsspitzen die
FlieBkriterien frither an, lagern infolge des globalen Konvergenzkriteriums aber
nicht alle Ungleichgewichtskrifte um

B bei zunehmenden Konvergenzproblemen werden die Steifigkeiten in impliziten
Programmen iiberschétzt

In ANSYS mufiten z.B. im Plastizierungsfall Fels & TF1/2 mit 120 Elementen das
globale Konvergenzkriterium von 0.1% auf 0.15% bzw. 0.2% (Ungleichgewichtskraft
zu Gesamtlasten) erhoht werden. Bei zunehmenden Konvergenzproblemen (ANSY S-
95-1, ANSYS-95-2, Fels & TF1/2) konnte eine Versteifung (bis 10% kleinere
Gesamtdeformationen) beobachtet werden.

4.6 Laststeigerungsberechnungen

Zur Beurteilung der numerischen Robustheit und damit der Eignung der Algorithmen
fiir Berechnungen in Grenztragfahigkeitszustdnden sollen Versagenslasten bestimmt
werden. Dafiir wurden die horizontalen Lasten im Plastizierungsfall Fels & TF1/2 der
Modelle mit mittleren und hohen Diskretisierungsniveaus bis zum Eintritt eines
Versagens gesteigert. Die Horizontallasten der Laststeigerungsberechnungen wurden
in Inkrementen von 50 KN/ m” aufgebracht.

Horizontalkraft in KN/m?
2000 2050 2100 2150 2200
UDEC-1 36,15 40,5 46,35 54,28 67,13
ANSYS-45-2 38,11 43,35 51,48 62,96 83,44
LS-DYNA-45-2 37,66 42.5 50,5 67,5 108,79
UDEC-3 39,1 45,6 53,55 66,55 95,94
ANSYS-95-2 36,75 40,68 46,54 54,69 Versagen
UDEC-2 41,97 46,9 56,4 82,22 versagen

* erhohte globale Konvergenzkriterien (0.2%) in ANSYS-45-2 und ANSYS-95-2

Tabelle 4.6 maximale Horizontalverschiebungen (mm) bei den
Laststeigerungsberechnungen

Fir die Modelle UDEC-1, ANSYS-45-2, LS-DYNA-45-2 und UDEC-3 konnte bei
einer Laststufe von 2200 KN/m’ der letzte Gleichgewichtszustand aufgefunden

werden. Alle diese Modelle versagten bei geringfiigig hoheren Belastungen. In den
Varianten ANSYS-95-2 und UDEC-2 konnte schon fiir die Laststufe 2200 KN/m” kein
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Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden. Die erwarteten Abhédngigkeiten der
Plastizierungen, aber auch der Versagenslasten, vom Diskretisierungsniveau sind
deutlich zu sehen.

2200
2150

2100 Horizontallast
2050

Horizontalverschiebung

2000

UDEC-1
UDEC-3

o
O
L
[a)
=

ANSYS-45-2
LS-DYNA-45-2
ANSYS-95-2

Modellvariante

Bild 4.4 maximale Horizontalverschiebungen (mm) bei den
Laststeigerungsberechnungen bis zum Eintritt des Versagens

In der Nédhe der Grenztragfihigkeit nehmen die Konvergenzprobleme impliziter
Programme zu, globale Konvergenzkriterien miissen vergroflert werden und die Grof3e
der plastischen Deformationen wird unterschitzt. Der Vergleich der
Horizontalverschiebungen (Bild 4.5) zeigt in der Ndhe von Versagenszustinden
deutlich die groBeren Plastizierungen in expliziten Berechnungsstrategien.

120

100 -

[0
o

—&—ANSYS-45-2
—l— LS-DYNA-45-2

N
o

N
o

Horizontalverschiebung
(o]
o

0 ‘ ‘ ‘
2000 2050 2100 2150 2200

Horizontallast

Bild 4.5 maximale Verschiebungen (mm) bei Laststeigerungsberechnungen
identischer Modelle in expliziten und impliziten Programmen
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Trotz der zum Teil erheblich geringeren plastischen Deformationen impliziter
Programme (ANSYS-95-2) konnte keine Uberschitzung der Versagenslast beobachtet
werden. In den impliziten Berechnungen konnten Konvergenzprobleme oft durch
oszillierende Ungleichgewichtskrifte oder sehr langsame Anndherung an das
Konvergenzkriterium diagnostiziert werden. Numerische Indizien fiir einen
Versagensfall waren monoton wachsende Ungleichgewichtskrifte und grofle
Deformationszuwéchse.

4.7 Vergleich von pseudo-viskoplastischen und
elastoplastischen Berechnungen

Am Berechnungsbeispiel soll auch die Funktionstiichtigkeit und die Eignung der
pseudo-viskoplastischen Routine zur Berechnung von Plastizierungen und
Versagenslasten iiberpriift werden. Aus Tab. 4.7 sind die Plastizierungsfille und
Modelle zur Uberpriifung der Funktionstiichtigkeit bei vielflichiger Plastizitit zu
entnehmen. Das globale Konvergenzkriterium wurde in allen pseudo-viskoplastischen
Berechnungen mit 0.1% der Ungleichgewichtskraft angenommen. Der pseudo-
viskoplastische Multiplikator wurde nach umfangreichen Voruntersuchungen mit 10
gewidhlt. Die notwendige Inkrementierungstiefe von 10 Lastinkrementen zum
Abschreiten des Plastizierungspfades war aus den elastoplastischen Berechnungen
bekannt. Der Vergleich der maximalen Horizontalverschiebungen zeigt eine gute
Ubereinstimmung zur elastoplastischen Losung (max. 3% Differenz).

Fels Schub/Zug Fels & TF1 Fels & TF1/2
max. uy | Sub/Iter | max. uy | Sub/Iter | max. u, | Sub/Iter
ANSYS-45-1 25.991 5/30 29.326 8/51 32.431 | 12/111
elastoplastisch
ANSYS-45-1 2543 | 10/330 | 28.78 | 10/347 | 31.837 | 10/580
pseudo-viskoplastisch
Fels Schub/Zug Fels & TF1 Fels & TF1/2
max. uy | Sub/Iter | max. uy | Sub/Iter | max. u, | Sub/Iter
ANSYS-45-2 28.92 6/54 | 33.815 |20/1592| 38.10 |[29/2321
elastoplastisch * *ok
ANSYS-45-2 28.04 | 10/832 | 33.28 |10/1039| 37.81 |10/1360
pseudo-viskoplastisch

* Losung mit Anfangssteifigkeit
** Losung mit Anfangssteifigkeit und erhhtem globalem Konvergenzkriterium 0.15%
*** alle Verschiebungswerte in mm

Tabelle 4.7 Vergleich elastoplastischer und pseudo-viskoplastischer Berechnungen
des Modells ANSYS-45

Auch die Abweichungen in den hier nicht dokumentierten plastischen Verschiebungen
oder den Spannungswerten zeigten, dal3 bei ausreichend feiner Inkrementierung und
einem giinstig gewdhltem Verhéltnis von pseudo-viskoplastischem Multiplikator und
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globalem Konvergenzkriterium gute Nidherungslosungen erzielt werden konnen.
Tabelle 4.8 ist zu entnehmen, daB3 bei einer Variation des pseudo-viskoplastischen
Multiplikators sich aber die erwarteten numerischen Pfadabhingigkeiten einstellen.
Versagenslast und die maximalen Deformationswerte zeigen fiir Multiplikatoren
grofler als 0.5E-07 eine gute Anndherung an die elastoplastischen Ergebnisse. Fiir
Multiplikatoren groBer als 2.5E-07 konnte schon fiir den Ausgangslastfall (2000 KN
Horizontalkraft) kein Gleichgewichtszustand ermittelt werden. Fiir Multiplikatoren
kleiner als 0.5E-07 werden die plastischen Deformationen unter- und die
Versagenslasten iiberschétzt.

elasto- pvpOl pvp05 pvpl pvp2 pvp25

plastische | {P*P'=1E-08 | (P"P'=5E-08 | (P'P'=1E-07 | ¢PP'=2E-07 |CP*P'=25E-07

Losung
2000 38.11 33.84 37.26 37.81 38.12 38.66
2050 43.35 37.61 42.51 43.42 43.94 44.44
2100 51.48 42.09 50.00 51.57 52.39 52.86
2150 62.96 48.17 61.12 63.73 65.17 65.74
2200 83.44 57.78 80.02 85.94 89.97 91.35
2250 | Versagen 72.822 Versagen | Versagen | Versagen | Versagen
2300 104.60

Tab. 4.8 maximale Horizontalverschiebungen ( u, in mm) bei
Laststeigerungen pseudo-viskoplastischer Berechnungen,
Modell ANSYS-45-2, Plastizierungsfall Fels & TF1/2

2200
2150

0 .
Horizontallast

max
Horizontalverschiebungen

€P  pvpO1 pvp05 pvp1 ovp2

pvp25

Bild 4.6 Vergleich pseudo-viskoplastischer Laststeigerungsberechnungen

Bild 4.6 zeigt die maximalen Horizontalverschiebungen bei Laststeigerungs-
berechnungen mit unterschiedlichen pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren. Die
Berechnungsergebnisse zeigen die Funktionstiichtigkeit des pseudo-viskoplastischen
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Berechnungsalgorithmus und das Vermdgen, die plastischen Deformationen und die
Versagenslast bei vielflichiger Plastizitdt zu bestimmen. Es sei darauf hingewiesen,
daB im gewdhlten Berechnungsbeispiel der Einflul von Restfestigkeiten sehr gering
ist, die notwendige Inkrementierungstiefe aus den elastoplastischen Berechnungen
bekannt war und umfangreiche Voruntersuchungen zu einer moglichst optimalen
Dimensionierung der pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren durchgefiihrt worden
sind. Unter diesen Randbedingungen und einem sehr hohen Iterationsaufwand konnten
die unter Kap. 3.2 erwdhnten numerischen Pfadabhingigkeiten klein gehalten werden.

4.8 Zusammenfassung

Die Berechnungsergebnisse zeigen die Funktionstiichtigkeit und numerische
Robustheit aller implementierten Materialroutinen. Die aus den elastischen
Berechnungen zu erwartende Abhéngigkeit der Plastizierungen und der
Versagenslasten vom Diskretisierungs- und Integrationsniveau konnte in allen
Programmen simuliert werden. Die Berechnungsergebnisse der elastoplastischen
Algorithmen bestitigen, da3 die numerischen Pfadabhingigkeiten der vielflachigen
Plastizitit in den impliziten und expliziten Programmen weitgehend minimiert werden
konnten. Der Vergleich der Berechnungen unter Verwendung der elastoplastischen
Tangente bzw. der Anfangssteifigkeit fiir die globale Newton-Raphson-Iteration (Kap.
4.3) zeigt Konvergenzprobleme bei nichtassoziierter Plastizitit. Wie die Berechnungen
mit vielflichiger assoziierter Plastizitdit (Kap. 4.5) zeigen, kommen bei der
Verwendung der elastoplastischen Tangente weitere Konvergenzprobleme hinzu. Bei
der Aktivitdt mehrerer FlieBbedingungen wurden die Konvergenzprobleme (siche Kap.
3.5), vor allem mit hoherwertigeren Elementen und feinerer Vernetzung, immer gréfer
(Tab. 4.5). In einigen Fillen verhinderten Konvergenzprobleme das Auffinden eines
Gleichgewichtszustandes unter Verwendung der elastoplastischen Tangente. Die
Berechnungen muften dann mit Anfangssteifigkeit durchgefiihrt werden. Nehmen die
Konvergenzprobleme impliziter elastoplastischer Berechnungen in ANSY'S zu, werden
die plastischen Deformationen generell leicht unterschitzt. In den expliziten
Programmen konnten mit lokaler viskoser Dampfung in UDEC und globaler
Systemddmpfung in LS-DYNA die quasi-statischen Berechnungen in guter Nidherung
kritisch geddmpft werden.

Die pseudo-viskoplastischen Berechnungen in ANSYS zeigen das Vermogen, die
plastischen Deformationen und die Versagenslast vielflichiger Plastizitét bei giinstiger
Wabhl der pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren in guter Ndherung zu bestimmen.
Die erwarteten numerischen Pfadabhingigkeiten und das Uberschitzen der
Versagenslasten stellen sich ein. Bei der Verarbeitung von Restfestigkeiten wird eine
weitere Zunahme der numerischen Pfadabhingigkeiten erwartet.

Die Versagenslasten aller Modelle konnten sowohl in den impliziten als auch in den
expliziten Programmen bestimmt werden. Die plastischen Deformationswerte im Bild
4.7 zeigen auch qualitativ gleichwertige Versagensmechanismen in den
Grenztragfahigkeitszustinden aller Programme. Schubversagen im intakten Fels im
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rechten Auflagerbereich und Zugversagen der Trennfliche 2 fiihrte bei einer
Horizontalbelastung von ca. 2200 KN/m” zum Abscheren des Felsblockes.

ANSYS-45-2 elastoplastisch Crash ANSYS-95-2 elastoplastisch Crash

ANSYS-45-2 pseudo-viskoplastisch Crash LS-DYNA-45-2 elastoplastisch Crash

2 T
* plastische Vergleichsdehnung 835\, = g( pl) (Spl) in den ANSY S-Berechnungen

** plastische xy-Gleitung in der LS-DYNA-Berechnung

Bild 4.7 Plastische Dehnungen der Laststeigerungsberechnungen im Versagen

Die beiden oberen Bilder zeigen letzte ermittelte Gleichgewichtszustdnde in ANSYS.
Unten links ist ein Versagenszustand einer pseudo-viskoplastischen (pvp2)
Berechnung zu sehen, fiir den keine konvergierende Losung mehr aufgefunden werden
konnte. Unten rechts ist deutlich das Abscheren des Felsblockes nach Eintritt des
Versagens zu sehen.
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Kapitel 5

Standsicherheitsberechnungen von
Schwergewichtsstaumauern

5.1 Allgemeines

Damm- und Staubauwerke spielten schon in den frithen Hochkulturen der
Menschheitsgeschichte eine herausragende Rolle. Die geschichtlichen Anfinge des
Dammbaus liegen weit zuriick in Mesopotamien und in Agypten. Wihrend im
Altertum und im Mittelalter hauptsidchlich Ddmme aus Erd- oder Steinschiittungen
errichtet worden sind, waren es die als geniale Bauherren bekannt gewordenen Romer,
die erste Schwergewichtsstaumauern, Pfeiler- und Bogenstaumauern kleinerer Héhen
erbauten. Der Bautyp der klassischen Schwergewichtsstaumauer wurde im
wesentlichen im Mittelalter in Spanien herausgeformt. Franzdsische Ingenieure
entwickelten ab Mitte des 19. Jahrhunderts erste brauchbare Berechnungsmethoden.
Oft basierten diese Berechnungsverfahren auf zahlreichen Erwartungswerten und
unrealistischen Annahmen. Es kam immer wieder zum Versagen der Talsperren.
Friihzeitig erkannte man die Bedeutung des Auftriebes (1895 Levy) fir die
Standsicherheit von Schwergewichtsstaumauern. Weil die Konstruktionspraxis
Staumauern nur auf standsicherem Felsgrund zuliel3, konnte oft auf die Einbeziehung
des Untergrundes in die Berechnungen verzichtet werden. Heute werden immer hohere
Staumauern auf geologischen Situationen, die noch vor einigen Jahren dafiir nicht
geeignet erschienen, gegriindet. Spidtestens seit dem tragischen Versagen der
Malpasset-Sperre im Jahre 1959 wurde die Notwendigkeit offensichtlich, die
Wechselwirkungen zwischen Staumauer und Felsuntergrund in den Berechnungen zur
Standsicherheit besser zu erfassen.

Bis heute ist die realititsnahe Berlicksichtigung dieser Wechselwirkungen, der
Unterstromung und deren Auswirkungen auf die Standsicherheit der Mauer, aber auch
auf die Standsicherheit im Griindungsbereich, problematisch. Grofle Unsicherheiten
gibt es vor allem bei der Kennwertbestimmung und bei der Erfassung der
geomechanischen Problemstellung im Berechnungsmodell. Das fiihrt dazu, dal3 der
praktischen Anwendung moderner numerischer Berechnungsprogramme im
Talsperrenbau auch heute noch Skepsis entgegengebracht wird. Fiihrt man sich
allerdings das Risikopotential grofler Stauanlagen vor Augen, wirkt es verwunderlich,
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daB fir  finale Standsicherheitsnachweise noch sehr  vereinfachte
Berechnungsverfahren, wie Keilstatik, Balkenstatik, Kragtrigerverfahren oder
Gleichgewichtsmethoden an Gleitkorpern zum Einsatz kommen.

Cundall und Starfield [20] untersuchten die Ursachen des zdgernden Einsatzes und
zeigen Richtlinien einer modernen Modellierungsphilosophie in der Geotechnik,
verbunden mit Anforderungen an geotechnische Berechnungsprogramme auf. Die
tieferen Griinde der zogernden Anwendung moderner numerischer Berechnungs-
methoden liegen in der grundsitzlichen Problematik geomechanischer Berechnungen.
Zum Einen ist die Kenntnis der Eingangsdaten unzureichend und zum Anderen das
Wissen bzw. das Verstdandnis iiber die entscheidenden physikalischen Probleme des
geomechanischen Modells oft mangelhaft. Demgegeniiber kommen die meisten
numerischen Programme aus Anwendungsgebieten mit klar definierten Problem-
stellungen und wohlbekannten Werkstoffen, wie dem Maschinen- und Fahrzeugbau.
Sie sind somit nur beschréankt fiir den Einsatz in der Geotechnik geeignet. Auf jeden
Fall sollten nicht die geomechanischen Problemstellungen den vorhandenen
numerischen Programmen angepalit werden, sondern numerische Programme den
geomechanischen Besonderheiten.

Im Versuchswesen werden heute groe Anstrengungen unternommen, die Planung,
Durchfithrung und Auswertung der Feld- und Laborversuche zur Bestimmung der
felsmechanischen Kennwerte zu verbessern. Andererseits wird es schon aus
Kostengriinden notwendig bleiben, nur einzelne sensible felsmechanische Kennwerte
mit steigendem geomechanischen Problemverstindnis zielgerichtet genauer zu
bestimmen. Der geomechanische Modellbildungsprozel sollte deshalb die Vor- und
Ausfiihrungsplanung sowie die Kennwertbestimmung begleiten und sensible
Kennwerte lokalisieren. Das Wissen {iber die Eingangsdaten und das
Problemversténdnis sollten in gleichem Maf3e steigen. In den Berechnungsprogrammen
miissen deshalb sowohl vereinfachte Materialmodelle mit wenigen Parametern, als
auch realitdtsnahe Materialmodelle mit oft zahlreicher notwendiger Parameteranzahl
zur Verfiigung stehen. Die Beriicksichtigung vieler Details eines geomechanischen
Modells kann aber zum Verlust der intellektuellen Kontrolle iiber das Modell fiihren.
In jedem Fall sollten erste Berechnungen an einfachen Modellen mit nur wenigen,
erfahrungsgemil wichtigen Parametern durchgefiihrt werden. Dabei sind das
Analysieren unerwarteter Systemantworten wichtiger als das Validieren der Ldsung,
und das Erkennen der geomechanischen Problemstellungen wichtiger als das Abbilden
von Details.

Aus den oben genannten Notwendigkeiten resultieren die besonderen Anforderungen
an Programmsysteme flir den Einsatz in der Geotechnik. Dazu zéhlt vor allem die
physikalische Leistungsfahigkeit, kontinuums- und diskontinuumsmechanische
Berechnungen ausfiihren zu konnen. Fiir Standsicherheitsberechnungen miissen die
Programme zudem ausreichende numerische Leistungsfahigkeit besitzen, um
Berechnungen in der Nihe von Grenztragfihigkeitszustdanden durchzufiihren oder
Versagenslasten und Versagensmechanismen bestimmen zu konnen.
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Im deutschsprachigen Raum werden fiir Standsicherheitsberechnungen von
Schwergewichtsstaumauern im gekliifteten Fels bis heute iiberwiegend multilaminare
Materialmodelle in  klassischen = Kontinuumsformulierungen in  impliziten
Programmsystemen eingesetzt. Empfehlungen der DIN 19700 [85], der DVWK-
Merkblitter [84] oder des Arbeitskreises Numerik in der Geotechnik [47] beschrinken
sich in der Regel auch auf Kontinuumsformulierungen in impliziten FEM-
Programmen. Aber gerade bei Berechnungen im gekliifteten Fels konnen mit diesen
numerischen Werkzeugen Versagensmechanismen nur eingeschrinkt abgebildet und
untersucht werden oder infolge von Konvergenzproblemen oder numerischen
Instabilitdten in Grenztragfahigkeitsberechnungen keine Ergebnisse mehr erzielt
werden. In solchen Situationen konnten numerische Probleme mit Hilfe expliziter
Losungsstrategien  (explizite FEM/FDM) und physikalische Probleme der
verschmierten Ersatzmodelle mit Hilfe von Diskontinuumsformulierungen (DEM)
untersucht bzw. tiberwunden werden.

5.2  Zum Sicherheitskonzept von Schwergewichtsstaumauern

Mit der Einfiihrung europdischer Normen wird angestrebt, ein einheitliches
Sicherheitskonzept auf der Grundlage der Wahrscheinlichkeitstheorie im Bauwesen
durchzusetzen. [71] Ziel eines modernen Sicherheitskonzeptes mul3 die Minimierung
des Versagensrisikos sein. Versagen tritt ein, wenn die Summe der Einwirkungen
grofler als die Summe der Widersténde ist. Bei Bauwerken wie Talsperren mit einem
hohen Sicherheitsbediirfnis werden operative Versagenswahrscheinlichkeiten kleiner
als 10 angestrebt. Das heiBt, von 10° Realisationen der Konstruktion darf es in der
planmaBigen Lebenszeit theoretisch allenfalls ein Versagen geben diirfen [46]. Zur
Berechnung der Versagenswahrscheinlichkeit des Bauwerkes ist allerdings die
Kenntnis iiber die Wahrscheinlichkeitsverteilungen aller maB3gebenden Widerstinde
und FEinwirkungen erforderlich. Abgesehen von Wind und Erdbeben, die in
Deutschland eine untergeordnete Rolle spielen, sind die Lasteinwirkungen im
Dammbau relativ genau bekannt. Grole Unsicherheiten dagegen gibt es bei der
Beschreibung der Widerstdnde, vor allem bei der Bestimmung von felsmechanischen
Kennwerten.

Grundlage moderner Nachweisverfahren sind Teilsicherheitsbeiwerte fiir Gruppen von
Einwirkungen und Widerstinden dhnlicher statistischer Verteilungen. Ausgehend von
spektakuldren Versagensfillen und einem hoheren Sicherheitsbediirfnis wurde zuerst
in den USA dieser unterschiedlichen Beschreibbarkeit von Einwirkungen und
Widerstinden in Normenwerken Rechnung getragen. Diese Uberlegungen haben auch
in deutschen Normen (DIN 19700, [85]) Eingang gefunden. In Anlehnung an
wahrscheinlichkeitstheoretische Modelle wurden Lastkombinationen und Widerlager-
zustinde definiert, in denen die felsmechanischen Kennwerte mit charakteristischen
oder ungiinstigen Kennwerten beschrieben werden. Belastungen werden nach ihrer
Auftretenswahrscheinlichkeit geordnet und in Lastfidllen zusammengefalt.
Lastkombinationen werden dann mit Widerlagerzustinden kombiniert und in
Bemessungslastfille eingeteilt. Den Bemessungslastfdllen sind Sicherheitsbeiwerte
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zugeordnet, wobei fiir Kombinationen ungiinstiger Lastfdlle mit ungilinstigen
Widerlagerzustdnden eine Sicherheit von 1.00 gefordert wird.

Die Uberpriifung, daB die Talsperre bei ungiinstigen Kennwerten und Belastungen
gerade noch stehenbleibt, wird dem Betreiber allerdings kein grofles Mal3 an Sicherheit
verlethen. Zudem setzt ein Sicherheitsfaktor von 1.00 voraus, dal} alle Risiken in den
Annahmen der ungiinstigen Kennwerte und Belastungen enthalten sind. Dariiber
hinaus erscheinen quantitative Aussagen iiber Abstinde von Betriebslastfiallen zu
Versagensfillen oder die Berechnung von Versagenswahrscheinlichkeiten
wiinschenswert. Die in der DIN 19700 beschriebene Vorgehensweise 1463t aber keine
quantitativen Aussagen Uber Sicherheitsabstinde oder iliber Versagenswahrschein-
lichkeiten zu.

Zitat [85,S5.12] Beim Standsicherheitsnachweis im Grindungsbereich ist ein
Nachweis mit einem Sicherheitsfaktor im allgemeinen nicht mdoglich. Die
Berechnungen sollten sorgfaltig analysiert und interpretiert werden. Bereiche mit
Festigkeitsuberschreitungen sollten klein gehalten und die Maglichkeit einer
Spannungsumlagerung Uberprift werden.

5.2.1 Berechnung von Sicherheitsabstinden

Infolge des ausgeprégt nichtlinearen Spannungs-Verformungsverhaltens 146t sich ein
Sicherheitsabstand nicht aus Vergleichen vorhandener und zuldssiger Spannungen
ableiten. Auch GroBenvergleiche von plastischen zu elastischen Bereichen sind nicht
aussagekraftig flir quantitative Sicherheitsabstinde zu mdglichen Versagenszustinden.
Quantitative Aussagen zum Spannungsumlagerungspotential lassen sich nur mit
Grenztragfahigkeitsberechnungen ermitteln. Die moglichen Versagenszustinde und
Versagensmechanismen miissen erst einmal ermittelt werden. Sind mogliche
Versagensmechanismen unter gegebenen Einwirkungen und Widerstinden bekannt,
konnen deterministische Sicherheitsabstinde zu diesen Versagensmechanismen auch
quantitativ angegeben werden.

Obwohl diese numerischen Studien mit erheblichem Modellierungsaufwand und hohen
Anforderungen an numerische Werkzeuge einhergehen, erscheinen sie angesichts des
Risikopotentials moderner Staudammprojekte notwendig. Auch im Zuge der
Einfithrung europdischer Normenwerke, deren Bemessungskonzepte mehr und mehr
auf Grenztragfahigkeitszustdnden beruhen, wird es in zunehmenden Mal3e erforderlich
werden, Versagenszustinde in den numerischen Berechnungen zu erfassen [25].

Zur Berechnung von Sicherheitsabstinden von Bemessungslastfillen zu Versagens-
zustinden in nichtlinearen Berechnungen kdnnen grundsétzlich die Widersténde, i.d.R.
mit Parameterstudien der felsmechanischen Kennwerte variiert oder die maBBgebenden
Belastungen bis zum Erreichen eines Versagens gesteigert werden. Parameterstudien
felsmechanischer Kennwerte sind infolge der vielfdltigen Interaktionen einzelner
Festigkeitswerte in rdumlichen Berechnungen des Gesamttragwerkes Sperre/
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Untergrund sehr aufwendig. Probabilistische Studien iiber einfache Felskeile [74]
haben gezeigt, dall das Versagen in diesen Beispielen nur zu einem Drittel von den oft
variierten Festigkeitsparametern bestimmt wurde. Zu gleichen Teilen war das
Versagen von der Variation des Porenwasserdruckes und der Trennflachenlage
abhéngig. Es sollten im Rahmen von Parameterstudien deshalb auch die Trennfldchen-
geometrie und die Annahmen der Stromungsberechnung variiert werden. Um die
notwendigen Variationen zielgerichteter durchfiihren zu konnen, miissen die kritischen
Systemparameter allerdings bekannt sein. Statistische Auswertungen von
Staumauerversagen haben ergeben, dall 75% aller Versagensfille griindungsnahes
Gebirgsversagen zur Ursache hatten [46]. Die Widerlager versagten, wenn der
Scherwiderstand zur Aufnahme und Weiterleitung der horizontalen hydrostatischen
Wasserlasten erschopft war. Deshalb erscheint es sinnvoll, die fiir das Versagen oft
mallgebenden horizontalen Wasserlasten bis zum Systemversagen zu steigern [40].
Neben dem Ermitteln von moglichen Versagensmechanismen und kritischen
Parametern konnen dann auch globale Sicherheitsabstinde zwischen Betriebslastfiallen
und Versagensfillen abgeschitzt werden.

Die vorgeschlagenen Laststeigerungen, die physikalisch genauso unmoglich sind wie
die Annahme felsmechanischer Kennwerte auBerhalb ihrer meist unbekannten
statistischen Verteilung, sollen nicht als Ersatz eines Nachweisverfahrens verstanden
werden. Die gewonnenen Abstinde zwischen einem deterministisch beschriebenen
Betriebszustand und einem mdglicherweise unrealistischen Versagenszustand sind
Versuche, den Sicherheitsabstand zu quantifizieren. Hauptanliegen dieser Arbeit ist
aufzuzeigen, welches Mafl an numerischer und physikalischer Leistungsfiahigkeit
notwendig ist, um Berechnungen in Grenztragfahigkeitszustdnden durchzufiihren, zu
vergleichen und auszuwerten. Neben quantitativen Aussagen iiber Sicherheitsabstinde
konnen die gewihlten Laststeigerungsberechnungen aber auch den geomechanischen
Modellbildungsprozel3 unterstiitzen:

B Es konnen sensible Tragwerksbereiche und felsmechanische Kennwerte lokalisiert
werden.

B Es kann dann das geomechanische Modell iiberpriift und verbessert werden.

B Im Anschlu konnen die Datenmengen sensibler felsmechanische Kennwerte
zielgerichtet erh6ht und Parameterstudien durchgefiihrt werden.

B Es konnen konstruktive Mallnahmen untersucht werden, um Widerstinde zu
erhohen.

In der Folge konnen Parameterstudien zielsicherer mit dem notigen Wissen iiber die
statistische Verteilung entscheidender Widerstinde und Belastungen untersucht
werden oder probabilistische Berechnungen mit nur wenigen Basisvariablen zur
Ermittlung von Versagenswahrscheinlichkeiten durchgefiihrt werden.
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5.3 Stationire Sickerstromungsberechnungen im gekliifteten
Fels

5.3.1 Allgemeines

Die Sickerwasserstromung hat fiir die Beurteilung der Standsicherheit der Talsperre
und des Untergrundes eine besondere Bedeutung. Zum einen fiihrt sie zu den
vieluntersuchten Auftriebskriften auf den Mauerkorper, zum anderen hat sie einen
dominierenden EinfluB auf die Standsicherheit im Griindungsbereich. In vielen
Untersuchungen zu Versagensursachen [36,53,59,79] von Talsperren waren es
Sickerwasserstromungen, die ein Versagen einleiteten.

Im gekliifteten Fels kann in der Regel davon ausgegangen werden, daB3 die
Sickerstromung in den Trennfldchen stattfindet und der intakte Fels ‘undurchlissig’ ist
bzw. die Stromung im intakten Fels vernachlissigt werden kann. In der Literatur sind
fiir Trennflichen Durchlissigkeitswerte von 107 bis 10® m/s und fiir Schiefergestein
von etwa 107" m/s [79] angegeben, was diese Modellvorstellung bestitigt. Neben
Wasserverlusten infolge Unterstromung, die fiir den Betrieb der Talsperren kritisch
werden konnen, sind es mdgliche Aussplilungen und der EinfluB des
Porenwasserdruckes, die zu Standsicherheitsproblemen fithren konnen. Mogliche
Ausspiilungen von Trennflacheneinlagerungen werden im weiteren in den Annahmen
der Festigkeitskennwerte der Trennflichen beriicksichtigt. Entscheidender und viel
diskutiert in der Literatur [35,79] ist die Erfassung der Porenwasserdruckverteilung
und ihre Beriicksichtigung in der mechanischen Berechnung. Bei der
Spannungsermittlung werden effektive (o) und totale Spannungen (Gy)
unterschieden.

Otot = Oeff T1P (5.1)

-mit: n=(111000)"

p Porenwasserdruck

Wirkt auf wassergesittigte Korper eine Last, unterscheidet man zwei
Extremsituationen. Im undrédnierten Zustand kurz nach der Lasteinleitung hat noch
kein Druckausgleich stattgefunden. Kein Wasser verlafit die Poren oder dringt in Poren
ein. Es wirkt der volle Porenwasserdruck auf den gesamten Korper. Nach einiger Zeit
stellt sich ein drénierter Zustand ein. Das Wasser entweicht oder eine stationdre
Stromung mit einer stationdren Porenwasserdruckverteilung stellt sich ein. Dann wirkt
der Porenwasserdruck nur noch auf alle wasserundurchldssigen Korper, in denen kein
Druckausgleich stattfinden kann. Bei Einstau einer Talsperre werden zeitabhingig
viele Spannungszustinde zwischen diesen beiden Grenzwerten auf den Mauerkorper
oder im Gebirge herrschen. Da exakte Berechnungen dieses stark zeitabhidngigen
Problems nicht durchfiihrbar sind, werden Idealisierungen notwendig. Aussagen in der
Literatur dazu sind leider manchmal widerspriichlich:
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Zitat [55,5.143] It is generally accepted that the strength of intact rock and rock
joints is governed by ‘effective stress’ and not by total stress. ...... Undrained case
may be critical in some cases such as stability of gravity dams.

Getroffene Idealisierungen sind oft an die Verwendung von Kontinuums- oder
Diskontinuumsformulierungen gekniipft. Fiir den Vergleich der Kontinuums- und
Diskontinuumsberechnungen wird es deshalb notwendig, die getroffenen
Idealisierungen zu diskutieren. Es werden stationdre Sickerwasserberechnungen unter
Annahme von undurchlidssigem Fels und laminarer Spaltstrémung in den Trennfldchen
im verschmierten Ersatzkontinuum mit ANSYS und im Diskontinuumsmodell mit
UDEC durchgefiihrt.

Nach Darcy’s Hypothese verhdlt sich die FlieBgeschwindigkeit laminarer
FlieBprozesse proportional zum hydraulischen Gradienten. Unter Ansatz einer
laminaren Spaltstromung in der Trennflache 148t sich die FlieBgeschwindigkeit dann

ausdriicken: v=kqpI= 4 (5.2)
aTF

Der Proportionalititsfaktor wird mit dem Durchléssigkeitsbeiwert der Trennflache

beschrieben. kp =" (5.3)

-mit: arp  Trennflaichenoffnungsweite
g Gravitation
q Wassermenge
vw  kinematische Zihigkeit
krr  Durchldssigkeitsbeiwert der Trennfldche

Der hydraulische Gradient wird abhidngig von der mechanischen Formulierung
beschrieben:

I=—Gradient der Standrohrspiegelhhen im Kontinuum

(5.4)

I= % Gradient der Porenwasserdruckverteilung im Diskontinuum
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Kontinuumsmodell (ANSYS)

Diskontinuumsmodell (UDEC)

hydrologische Eigenschaften

- Permeabilititstensor K im
Ersatzkontinua

- Permeabilititen und Offnungsweiten der
Trennfldchen

Randbedingungen der Sickerstromungsberechnung

- hydrostatische Wasserlasten auf Reservoir
- freie Sickeroberflache auf der Luftseite
- undurchlissige Modellgrenzen und undurchlissige Mauersohle

Ergebnis der stationiren Sickerstromungsberechnung

- Verteilung der Standrohrspiegelhdhen
(ohne Berticksichtigung der Gravitation)

- Kluftwasserdruckverteilung
(mit Beriicksichtigung der Gravitation)

Kopplung mit mechanischer Berechnung

mechanische Ersatzlasten
- Abminderung des Felseigengewichtes
- Stromungsdruck
- Auftriebskraft auf die Dammsohle
U
effektive Spannungen in Trennflachen
und intakten Fels

direkte Beriicksichtigung des
Kluftwasserdruckes auf alle
wasserundurchlédssigen Korper
(Felsblocke und Mauer)

U
effektive Spannungen in Trennflichen
totale Spannungen im intakten Fels

Tafel 5.1 Idealisierungen der Sickerstromungsberechnungen

In Tafel 5.1 sind die Annahmen und Idealisierungen der stationdren

Sickerwasserstromungsberechnungen

der  folgenden  Beispiele in  der

Kontinuumsmechanik und der Diskontinuumsmechanik gegentibergestellt.
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5.3.2 Stationire Sickerstromungsberechnungen in der
Kontinuumsmechanik

In der Kontinuumsmechanik werden Sickerstromungsberechnungen im gekliifteten
Fels im verschmierten Ersatzkontinuum beschrieben [26,79]. Es wird ein
Permeabilititstensor K eingefiihrt, der die Durchléssigkeiten isotrop bzw. abhingig
von der Raumlage und der Durchléssigkeit der Trennflichenscharen beschreibt. Durch
ein Verschmieren der Durchldssigkeiten der Trennflichen auf einen
Flichenquerschnitt (bezogen auf 1m Breite, siche Bild 5.1) kann eine laminare
Stromung im Ersatzkontinuum beschrieben werden:

qQ _, 2a
vir =— =k I 5.5
FT =) TF (5.5)
bzw. transformiert ins globale Koordinatensystem {VFT} = K{I} (5.5a)

Aus der Kontinuitidtsbedingung der stationdren Sickerwasserstromung 148t sich die
Verteilung des Gradienten (I) der Standrohrspiegelhohen ermitteln:

div (vpr) =0 (5.6)

-mit: vpr  Filtergeschwindigkeit im Ersatzkontinuum
K richtungsabhingiger Permeabilitdtstensor im Ersatzkontinuum
2a;  Trennflichenéffnungsweite (= arg in Gl. 5.3)
A Querschnittsfliche
d mittlerer Trennflichenabstand

Schnitt A-A

Bild 5.1 Modellvorstellung und Herleitung der Filtergeschwindigkeit im verschmierten
Ersatzkontinuum mit einer Trennfldchenschar (aus Wittke, [79])
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In den Sickerwasserberechnungen in Kap. 6./7. waren nur isotrope Durchlassigkeits-
beiwerte aus Feldversuchen bekannt. In den mechanischen Berechnungen der
Kontinuumsmechanik werden folgende Ersatzlasten zur Beriicksichtigung der
stationdren Porenwasserdruckverteilung eingefiihrt:

B Aus der Gradientenverteilung der Strémungsberechnung wird ein Stromungsdruck

als Knotenkraft ermittelt: {FS“} =rw Vo {1} (5.7)

(es werden nur Stromungskréfte in Normalrichtung berticksichtigt)

B [m wassergesattigten Felsuntergrund wird der Auftrieb durch Abminderung der
Trockenrohdichte berticksichtigt.

0
B bei Z-Achse gleich Gravitationsachse: {FAuf} =yw Vg 410 (5.8)
1

B Auf den undurchldssigen Mauerkorper wirkt eine Auftriebskraft die der Grof3e der
Porenwasserdruckverteilung in der Dammsohle entspricht.

-mit: F>"  Vektor der Strémungskrifte
FAT Vektor der Auftriebskrifte
Yw  Wichte des Wassers
Vs  Elementvolumen

Trennfldchen

Bild 5.2 Normalspannungen am Kluftkérper (aus Wittke, [79])
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Die Einfiihrung dieser tiblichen Idealisierungen und der mechanischen Ersatzlasten hat
folgende Konsequenzen:

B [m wasserdurchstromten  Felsuntergrund werden effektive  Spannungen
(Trennflichen + Gestein) angenommen.

B [n der Staumauer werden totale Spannungen angenommen.

B Vor allem an Modellgrenzen totaler und effektiver Spannungen (Sohlwasserdruck)
und in Bereichen hoher Gradienten (Stromungsdruck) beschreiben die
mechanischen Ersatzlasten die Porenwasserdruckverhéltnisse nur ndherungsweise.

Die Annahme effektiver Spannungen im intakten Fels stellt dabei die untere Schranke
und die Annahme totaler Spannungen in der Mauer stellt die obere Schranke moglicher
Spannungszustinde dar.

Verteilung der piezometrischen ANSYS 5.3

NODAL SOLUTION

Hohen nach Stromungsberechnung TEMP

SMX =1045

Bild 5.3 Standrohrspiegelhohen (m WS) nach stationérer Sickerwasserberechnung

Bild 5.3 =zeigt die Verteilung der Standrohrspiegelhdhen nach einer
Stromungsberechnung. Auf die Unterseite der Talsperre wirkt das ganze Eigengewicht
der Mauer (totale Spannung), aber in der Dammsohle mul3 die vertikale Spannungs-
komponente um den Auftrieb abgemindert werden. Dazu wird der Sohlwasserdruck als
mechanische Ersatzlast auf die Dammsohle aufgebracht. Bei der Beriicksichtigung der
Porenwasserdruckverhiltnisse durch mechanische Ersatzlasten stellen sich aber an
Modellgrenzen von effektiven und totalen Spannungen (Dammsohle) unerwiinschte
Deformationen und Anderungen aller Spannungskomponenten ein.
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Vertikalspannungen infolge
Sohlwasserdruck

ANSYS 5.3
NODAL SOLUTION
Sz (AVG)
SMN =-135.671

SMX =687.027

Bild 5.4 mechanische Ersatzlast Sohlwasserdruck (KN/m?)

Bild 5.4 zeigt die GroBe der Vertikalspannungen im Felsuntergrund im elastischen
Gleichgewichtszustand nach Aufbringen des Sohlwasserdruckes. Gerade im
interessanten Bereich des Dichtungsschleiers sind groBere Abweichungen der
vorhandenen Vertikalspannungen vom aufgebrachten Porenwasserdruck an der
Modellgrenze Untergrund/Talsperre zu beobachten. Der Maximalwert der
Vertikalspannung in der Sohlfliche betrigt (auch durch Knotenmittlung) 687 KN/m”
gegeniiber 1045 KN/m® maximal aufgebrachten Porenwasserdruckes. Infolge
unerwiinschter Deformationen werden zusétzlich alle Spannungskomponenten durch
die mechanische Ersatzlast beeinfluf3t.

Horizontalspannungen infolge
Stromungsdruck ANSYS 5.3

NODAL SOLUTION

SX (AVG)
=-263.278

Bild 5.5 mechanische Ersatzlast Strémungsdruck (KN/m?)
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Bild 5.5 zeigt die horizontalen Spannungen infolge der mechanischen Ersatzlast
Stromungsdruck. Mit der Beriicksichtigung eines Stromungsdruckes wird der Tatsache
Rechnung getragen, dall Porenwasserdruckdifferenzen Krifte in den Felsuntergrund
einleiten. Auch hier kommt es in Bereichen hoher Gradienten (Dichtungsschleier) zum
Verschmieren der Spannungsspitzen.

Grundsitzlich konnen Spannungen wie Porenwasserdruck, deren Spannungs-
komponenten nicht mit der Elementsteifigkeit libereinstimmen, mit mechanischen
Ersatzlasten nur ndherungsweise beschrieben werden. Deshalb wurde in den
implementierten Materialroutinen die Moglichkeit vorgesehen, Porenwasserdriicke,
Primérspannungskomponenten o0.4. und Spannungen der mechanischen Berechnung
unabhingig zu verwalten. Damit ist es z.B. auch in verschmierten Materialmodellen
moglich, totale und effektive Spannungszustinde zu berticksichtigen.

In vielen praktischen Beispielen [35,53] hatten die Anderungen der Durchlissigkeiten
grolen EinfluB auf die Standsicherheit. In diesen Fillen miissen gekoppelte
hydraulische und mechanische Berechnungen die Permeabilitidtsdénderungen und deren
Auswirkungen auf den Porenwasserdruck erfassen. In der Kontinuumsmechanik
werden iterative Berechnungsalgorithmen [26] 1m  pseudo-viskoplastischen
Materialmodell vorgeschlagen. Natiirlich werden dann wieder alle Ursachen und
Auswirkungen im mechanischen und hydraulischen Modell verschmiert. Damit eignet
sich das verschmierte Kontinuumsmodell gut fiir groBrdumige Sickerstromungs-
prozesse, in denen lokale Extrema fiir den StrémungsprozeB3 keine Rolle spielen.

Wenn lokale Ursachen, wie Risse im Dichtungsschleier oder dominante
Kluftwasserleiter, die Sickerwasserstromung entscheidend beeinflussen, miissen diese
Stromungsdiskontinuitdten sowohl in der hydraulischen als auch in der mechanischen
Berechnung diskret abgebildet werden. Dann wird es notwendig, gekoppelte
hydraulische und mechanische Berechnungen in Diskontinuumsformulierungen zu
simulieren.

5.3.3 Stationire Sickerstromungsberechnungen in der
Diskontinuumsmechanik

In der Diskontinuumsmechanik werden die Kliifte und die undurchldssigen Korper
diskret modelliert und der Porenwasserdruck bzw. Kluftwasserdruck ist nach einer
Stromungsberechnung in  den Kluftwasserleitern bekannt. Er wird als
Spannungskomponente und nicht als mechanische Ersatzlast in der mechanischen
Berechnung berticksichtigt. Damit konnen problemlos alle Spannungszustinde
zwischen dréinierten und undrédnierten Zustand (effektive und totale Spannungen) in
den Bldcken und Trennflichen simuliert werden. Anderungen der Kluftdurchlissigkeit
durch Trennflichenéffnen oder -schlieBen koénnen in jedem Berechnungsschritt
aktualisiert werden. Ort und Anderungen des Kluftwasserdruckes und die
Auswirkungen auf im Wasser befindliche Korper werden diskret modelliert. Damit
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sind Diskontinuumsprogramme sehr gut zur Simulation lokaler Stromungsprozesse
oder fiir Konsolidierungsberechnungen im gekliifteten Fels geeignet.

Auch im Diskontinuumsprogramm UDEC werden die hydraulischen Eigenschaften der
Felsblocke und der Trennfldchen sowie ithre Wechselwirkungen mit der mechanischen
Berechnung diskret in die Berechnungen eingefiihrt. Es werden folgende hydraulische
Eigenschaften modelliert:

B die Blocke sind undurchléssig
B die hydraulischen Eigenschaften der Trennflachen mit Trennflichenpermeabilitit k;

und Trennflachenoffnungsweite aty

Die Stabilitdt der expliziten Stromungsberechnung sichert ein kritischer hydraulischer
Zeitschritt.

(5.9)

Das Ergebnis der Zeitschrittberechnung sind die Kluftwasserdruckdnderungen in der
Trennfldche:

Athydr K. AV
Ky 2

pt+At — pt +KWQ V
TF m

(5.10)

-mit: Vi Volumen der Trennfldche
Kw  Kompressionsmodul des Wassers
ltp Trennflachenlidnge
Q gesamter Zuflul zu einer Trennflache

AV = VALt Anderung des Volumens
Vi = (Vt+At + Vt) /2 mittleres Volumen

Die Kopplung von hydraulischer und mechanischer Berechnung kann in jedem
Berechnungsschritt  erfolgen. Damit konnen  drinierte und  undrinierte
Belastungszustinde simuliert werden. Solche Konsolidierungsberechnungen konnen
aber infolge kleiner hydraulischer Zeitschritte sehr zeitintensiv werden. In stationdren
Sickerwasserberechnungen wird deshalb die Anderung des Trennflichenvolumens
vernachléssigt und das Trennflachenvolumen zur Zeitschrittskalierung genutzt [82].
Dann lassen sich stationdre Sickerstromungsberechnungen mit weit weniger
Rechenzeit in guter Naherung realisieren. Die Kopplung mit der mechanischen
Berechnung erfolgt in stationdren Zustinden der Sickerwasserberechnung. Der
Kluftwasserdruck wird in der anschlieBenden mechanischen Berechnung als
Spannungskomponente (Gl. 5.11) auf alle wasserundurchlassigen Korper angesetzt. In
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den spannungsabhingigen FlieBkriterien werden effektive Spannungen in den
Trennflachen und totale Spannungen im intakten Fels angenommen. Die Annahme
totaler Spannungen im intakten Fels stellt eine obere Schranke moglicher
Spannungszustinde dar und ist eine Konsequenz der Modellvorstellung des
“undurchléssigen” Felsblockes. Ist genauere Kenntnis iiber das
Konsolidierungsverhalten des Gebirges vorhanden, konnte die wirksame
SpannungsgroBe des Porenwasserdruckes jederzeit aktualisiert werden. Anderungen
der Trennflichenoffnungsweite (Gl. 5.13) und damit der Durchlédssigkeit der
Kluftwasserleiter infolge mechanischer Berechnung kdnnen in einer anschlieBenden
Sickerwasserberechnung (Gl. 5.12/5.14) beriicksichtigt werden.

Wirkung des nj
Kluftwasserdruckes in F, =pn;ltg
der mechanischen 0 (5.11)
Berechnung SRRy
L
(L=lr)

Stromung in der )
hydraulischen k.l Dp
Berechnung al —=4 1=~k B

L (5.12)
Anderung der Trenn- ) Aa
flichendffnung infolge v 41 | arp =aqpy + Aaqp
mechanischer % § § = = ! (5.13)
Belastung .
Anderung des Z £Q K
Kluftwasserdruckes Dp = AV 2. QAt
in der hydraulischen 7 l (5.14)
Berechnung i i/‘_ - 2Q = Zufliisse zum

/ Knoten
4

Tafel 5.2 Stationére Sickerwasserberechnung in UDEC

Im implementierten multilaminaren Modell werden die FlieBkriterien der
Trennfldchenscharen ebenfalls mit effektiven Spannungen und die FlieBkriterien vom
intakten Fels mit totalen Spannungen {iberpriift. Damit koénnen in UDEC
Sickerstromungsberechnungen mit diskreten Kluftwasserleitern und Blocken von
gekliiftetem Fels durchgefiihrt werden. In praktischen Berechnungen kann der
vorhandene Trennflichenabstand vergrofert werden, die volle Funktionsfahigkeit der
Stromungsberechnung um die Blocke von gekliiftetem Fels bleibt erhalten und die
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FlieBkriterien aller Trennfldchenscharen werden mit effektiven Spannungen iiberpriift.
Bei der VergroBerung des Trennflichenabstandes ist auf eine Anpassung der
Kennwerte zu achten (Kap. 5.5).

5.4  Zur Modellierung von Primarspannungen

Unter Primérspannungen versteht man den Spannungszustand, der vor dem Baubeginn
im Gebirge herrscht. Primarspannungszustinde im Gebirge sollen nach der DIN 19700
erfaflt und bei den Standsicherheitsberechnungen beriicksichtigt werden. Hauptursache
oberflaichennaher Primérspannungen sind das FEigengewicht, die Auflasten des
Uberdeckungsgebirges und der EinfluB der Morphologie. Vor allem in tieferen
Felsschichten werden oft erhohte Horizontalspannungen beobachtet. Griinde dafiir
werden auch in der tektonischen Entstehungsgeschichte der Gebirge, in der Kugelform
der Erde oder dem oft weitrdumigen EinfluB3 von Anisotropien oder Inhomogenititen
geologischer Formationen gesehen.

Wie bei der Verarbeitung von Porenwasserdriicken schon erwidhnt, kénnen im
mechanischen Modell nur Spannungszustinde, die im Gleichgewicht mit den
Stoffgesetzen, der Geometrie und den Lasten stehen, modelliert werden. Dal3 heif3t, der
sich einstellende Spannungszustand des Eigenlastfalls weicht unter Umstidnden stark
vom  Primidrspannungszustand ab, und der Bearbeiter versucht den
Primdrspannungslastfall zu “konstruieren”. Um die Spannungsdifferenzen korrekt in
das mechanische Modell einzubringen, miiten ihre Ursachen bekannt sein. Bei
praktischen Aufgabenstellungen ist aber hdufig die Kenntnis iiber die Grofle und
Richtung, sowie die Ursachen der Primirspannungen sehr unsicher.

Grundsitzlich kann die Differenz zwischen dem Eigenlastfall und den angenommenen
Primérspannungen mit mechanischen Ersatzlasten oder als Spannungskomponente
aufgebracht werden. In impliziten FEM-Programmen werden Primérspannungen
gewohnlicherweise als mechanische Ersatzlasten in das Modell gebracht. Dann
ergeben sich steifigkeitsabhidngige Spannungsdnderungen aller Spannungs-
komponenten wie unter Kap. 5.3.2 erldutert. In den Standsicherheitsberechnungen sind
z.B. die Modellgrenzen von der Talsperre weit entfernt, so daBl erhdhte
Horizontalspannungen als teufenabhédngiger Seitendruck aufgebracht, gerade im
interessanten Nahbereich der Talsperre infolge unerwlinschter Biegeeffekte keine
erhohten Horizontalspannungen ergaben.

Bei der Konstruktion von Primirspannungszustinden mit mechanischen Ersatzlasten
sollten in jedem Fall die Spannungsdnderungen im Gleichgewichtszustand iiberpriift
werden. Wenn physikalisch erkldrbare Primérspannungskomponenten herrschen, die
sich mit mechanischen Ersatzlasten nicht hinreichend modellieren lassen, konnen diese
Spannungskomponenten als Konstanten zu den Spannungen der mechanischen
Berechnung addiert werden. Diese Vorgehensweise ist in gleicher Form wie bei der
Berticksichtigung der Porenwasserdriicke in den Implementationen vorgesehen und
erscheint fiir alle Spannungen, die nicht aus Deformationen resultieren, auch sinnvoll.
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Die Berechnung und Bereitstellung dieser Spannungskomponenten fiir jeden
Berechnungspunkt ist oft sehr aufwendig und wird in der Regel {iber Ndherungsansitze
realisiert. ~ Zudem  sollten = GesetzmiBigkeiten zur  Entspannung  dieser
Spannungskomponenten in der weiteren Belastungsgeschichte bekannt sein und
implementiert werden. Wenn allerdings der Primirspannungszustand allein schon
Ungleichgewichtskréfte provoziert, stehen die angenommenen Primirspannungen im
Gegensatz zur physikalischen Beschreibung des Problems, dann sollten die
Primérspannungen oder die physikalische Beschreibung iiberdacht werden.

In UDEC konnen zur “Konstruktion” des Primérspannungszustandes neben statischen
Ersatzlasten auch Spannungen direkt als Grundspannungszustinde in die mechanische
Berechnung eingefiihrt werden. Aber auch hier kommt es zu Spannungsdnderungen,
wenn vom modellierten Primédrspannungszustand kein Gleichgewichtszustand
beschrieben ist oder die Grundspannungszustinde FlieBkriterien iiberschreiten. Die
resultierenden Spannungsdnderungen sind in gleicher Weise zu priifen. Vorteil
expliziter Programme ist, daB Verformungen des Primérspannungszustandes vor
Beginn der Belastungsgeschichte problemlos zu Null gesetzt werden konnen und
Grundspannungszustinde, die FlieBkriterien iiberschreiten, auf die FlieBflache relaxiert
werden, ohne Ungleichgewichtskréfte in das System zu bringen.

5.5 Umrechnungen felsmechanischer Kennwerte fiir
kontinuums- und diskontinuumsmechanische Berechnungen

In praktischen Berechnungen sind i.d.R. nicht alle notwendigen felsmechanischen
Kennwerte fiir Berechnungen im verschmierten Ersatzkontinuum und im
Diskontinuum bekannt. Auch in den folgenden Beispielen waren zur Beschreibung des
Deformationsverhaltens und der Durchléssigkeiten nur verschmierte felsmechanische
Kennwerte gegeben. Auch wurde es in den diskontinuumsmechanischen
Berechnungen notwendig, die vorhandenen Kluftabstinde 1in bestimmten
Modellbereichen zu vergrofBern. Um die Vergleichbarkeit der Berechnungen zu
sichern, miissen Umrechnungen von diskreten und verschmierten Kennwerten
hergeleitet werden.

Umrechnung der Steifigkeitsverhiltnisse

Zur Beschreibung des Deformationsverhaltens des gekliifteten Gebirges waren
verschmierte Deformationsmoduln bekannt. Aus den Unterlagen der Griindungs-
gutachten konnten aus ermittelten Elastizitditswerten kleiner Probekorper
Deformationswerte von “intaktem” Fels abgeschétzt werden. Aus der Annahme, dal3
fiir den gekliifteten Fels sowohl in der Idealisierung als verschmiertes Ersatzmaterial,
als auch in der Idealisierung als Diskontinuum identisches Deformationsverhalten
zugrunde gelegt wird, konnen Umrechnungen zwischen diskreten und verschmierten
Kennwerten hergeleitet werden [30,31,70].
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Auf Grund der Probleme bei der Bestimmung der Kennwerte und den starken
Idealisierungen der gegebenen verschmierten Kennwerte wurde auch eine einfache
Umrechnung der Steifigkeitswerte gewihlt. Die Steifigkeitswerte der Trennflichen
wurden aus den Verformungsmoduln des gekliifteten Gebirgsverbandes und von
intaktem Fels unter der Idealisierung einachsiger Belastung senkrecht zu einer
Trennfldchenschar mit gleichméfBigem Trennfldchenabstand bestimmt [82]:

\ = ——RMER kg = RMIR (5.15)
d(Eg —Erym) d(Gr = Ggrpm)
-mit: ky,kg Kluftnormal- und Schersteifigkeit
d mittlerer Kluftabstand einer Schar

Erm>Ggrym  Elastizititsmodul und Schubmodul des gekliifteten Gebirges
Er.Gr Elastizitdtsmodul und Schubmodul von intaktem Fels

Zur Uberpriifung der physikalischen Relevanz der abgeschitzten Kennwerte wurden
elastische Berechnungen im Eigenlastfall der Talsperren durchgefiihrt. Dabei wurden
in UDEC vergleichbare Ortsdisketisierungsniveaus in Kontinuumsberechnungen und
Diskontinuumsberechnungen ausgewertet. Da aus den Idealisierungen der
Modellierung des gekliifteten Fels als verschmiertes Ersatzkontinuum oder als
Diskontinuum  Verschiebungsabweichungen plausibel sind, wurden keine
Kennwertanpassungen zum Erreichen identischer Verschiebungswerte angestrebt. Der
Vergleich der Verformungsenergien des verschmierten Ersatzkontinuums mit den
Verformungsenergien der Blocke von intaktem Fels und der Trennflichen des
Diskontinuums ist ein geeigneteres MaB zur Uberpriifung der gewihlten
Deformationskennwerte. Bei einer notwendigen Anpassung der nach GIl. 5.15
ermittelten Kluftsteifigkeiten (Kap. 6./7.) wurde auf Erfahrungswerte der Literatur
zuriickgegriffen [3,4,82].

Permeabilititen fiir stationire Berechnungen

Fiir die stationdren Sickerwasserberechnungen waren nur isotrope Gebirgsdurchlassig-
keitsbeiwerte bekannt. Die Durchléssigkeitsbeiwerte des verschmierten Ersatz-
kontinuum lassen sich aus der Herleitung laminarer Kluftstromung im
Ersatzkontinuum in Trennfldchenpermeabilititen des Diskontinuums umrechnen [79].
Sollen fiir stationdre Sickerstromungsberechnungen nur die Potentialverteilungen der
Standrohrspiegelhdhen bzw. des Porenwasserdruckes berechnet und keine
Sickerwassermengen ermittelt werden, ist nur die Verteilung der Permeabilitiaten und
nicht ihre explizite Groe von Bedeutung. Deshalb wurde auf eine Umrechnung der
Permeabilitidtskennwerte verzichtet. Fiir die Permeabilititswerte der Trennflichen im
Diskontinuum wurden die fiir diesen Bereich vorgegebenen Gebirgsdurchléssig-
keitsbeiwerte ~ des  verschmierten  Ersatzkontinuums  angenommen.  Die
Kluftoffnungsweiten waren ebenfalls nicht bekannt und wurden fiir die Berechnungen
in UDEC abgeschitzt.
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Umrechnungen bei vergroflerten Kluftabstinden

In praktischen Berechnungen mit der DEM kann es notwendig werden, die
Trennfldchenabstinde diskret modellierter Trennflachen im geomechanischen Modell
grofler als die tatsdchlichen Trennflichenabstinde zu wihlen. Dann miissen die
felsmechanischen Kennwerte der Trennflichen und der Bldocke von intaktem und
gekliiftetem Fels so angepalt werden, dal sowohl das mechanische als auch das
hydraulische Gesamtverhalten des gekliifteten Gebirges sich nicht verdndert. Auch mit
der Einfilhrung des multilaminaren Modells in den Blocken werden Anpassungen von
Kennwerten notwendig. In den mechanischen Berechnungen werden die
Trennflachensteifigkeiten und in den Stromungsberechnungen die Permeabilitdten der
diskreten Kluftwasserleitern modifiziert. In den praktischen Beispielen der Kapitel 6.
und 7. werden folgende Anpassungen getroffen:

1. Deformationskennwerte in den mechanischen Berechnungen

B Bereiche des Felsuntergrundes ohne diskrete Trennflichen, wie an den
Modellrandern, werden ausschlieBlich 1m verschmierten Ersatzkontinuum
modelliert und es werden verschmierte Deformationskennwerte verwendet.

B Wird in Bereichen des Untergrundes der Abstand diskret modellierter Trennflachen
vergrofert, werden fiir die Blocke von gekliiftetem Fels Deformationskennwerte
vom intakten Fels verwendet und die Normal- und Schersteifigkeiten der diskreten
Trennflachen angepalt:

1
kTF—VerngBer‘[ = kg ; (5.16)

Trennflachenabstand — vergroBert

-mit: n= ~
Trennflichenabstand — real

2. Permeabilititswerte in den Stromungsberechnungen

B In den stationdiren Sickerwasserberechnungen werden die Offnungsweite und der
Durchlassigkeitsbeiwert  der  diskreten  Trennflichen —mit  vergrofertem
Trennflachenabstand angepalt.

B Offnungsweite der Kluftwasserleiter:
AvergroBert = ATF 11 (5.17)
B Trennflachendurchlissigkeit der Kluftwasserleiter:

) jperm
Jperm —vergroBert = 2 (5.18)
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Kapitel 6

Neubau einer Schwergewichtsstaumauer mit
gerader Mauerachse

Am Beispiel einer Schwergewichtsstaumauer mit gerader Stabachse sollen unter
gegebenen felsmechanischen Kennwerten fiir den Lastfall Volleinstau Sicherheits-
abstdinde zum Systemversagen bestimmt werden. Zur besseren Beurteilung der
Ergebnisse und zur Quantifizierung des Einflusses physikalischer Idealisierungen und
der numerischen Verarbeitung auf die Versagenslasten werden Kontinuums- und
Diskontinuumsmodelle in impliziten und expliziten Programmen berechnet. Dabei soll
die Leistungsfahigkeit der multilaminaren Materialmodelle und ihrer numerischen
Umsetzung am komplexen praktischen Berechnungsbeispiel untersucht werden. Zur
Bestimmung eines deterministischen Sicherheitsabstandes zwischen Volleinstau und
einem moglichen Versagen werden die horizontalen Wasserlasten bis zum Eintritt
eines Systemversagens gesteigert. Neben der Grofle eines Sicherheitsabstandes soll
untersucht werden, ob fiir das Versagen des Systems Talsperre/Untergrund die
Festigkeiten im Trennfldchensystem oder im intakten Fels maf3gebend werden.

6.1 Berechnung als unendlich lange Mauer

Die Standsicherheit von Schwergewichtsstaumauern mit gerader Mauerachse wird
i.d.R. mit ebenen (2D) oder pseudo-raumlichen (22D) Berechnungen nachgewiesen.
Ebene Berechnungen des Mauerquerschnittes in der Talsohle wurden mit UDEC und
pseudo-rdumliche Berechnungen mit ANSYS und LS-DYNA3D durchgefiihrt. Der
gekliiftete Gebirgsverband im Bereich der Talsperre ist durch drei Trennfldchen-
scharen (Schichtung, Schieferung, ac-Kliifte/Querstdrungen) und transversal isotropes
Verformungsverhalten  gekennzeichnet. Dabei liegt die isotrope  Ebene
(Schieferungsebene) ndherungsweise parallel zur Mauerachse (Bild 6.1). Im ebenen
Geometriemodell wurde deshalb isotropes Verformungsverhalten mit zwei
Trennflachenscharen, der Schichtung und der Querstérung modelliert. Im pseudo-
rdumlichen Geometriemodell konnte transversal isotropes Deformationsverhalten und
die Raumlage des Trennflichensystems mit drei Trennflachenscharen beriicksichtigt
werden.
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il

tony

Talrichtung

@/ Luftseite

Bild 6.1 Gebirgsmodell

6.1.1 Ebenes Diskontinuumsmodell (2D)

Berechnungen im ebenen Diskontinuumsmodell wurden mit dem DEM-Programm
UDEC durchgefiihrt. Geometrie, Lasten und Modellierung sind in den Bildern 6.2 und
6.3 dargestellt.

(-100,11.5) (400,11.5)

(300,-60)

T Auftrieb T

(-100,-200) (400,-200)
(Langenangaben in m, W - horizontale Wasserlast, G - Eigenlast der Mauer)

Bild 6.2 2D-Modell der Talsperre
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Der mittlere Trennfldchenabstand der Schichtung und der Querkliiftung wurde mit 1.5
m angegeben. Im Diskontinuumsmodell wurde im Nahbereich der Dammsohle der

reale Trennflichenabstand (je 1.5 m) sowie im Fernbereich stufenweise ein groferer
Trennflichenabstand (3 m oder 7.5 m) modelliert.

(100,107.5)  (107,107.5)

446 m it NN X' | (197,103)
Vollanstau

400 m ii NN X

(BG-Baugrube)

Bild 6.3 Detail der Modellierung im Nahbereich der Mauer

B Annahmen zum Deformationsverhalten

Die elastischen Kennwerte des Verformungsverhaltens des  gekliifteten
Gebirgsverbandes (Ery, vem) waren bekannt. Die Deformationskennwerte fiir den

intakten Fels (Eg, vk ) wurden aus oberen Grenzwerten der Versuchsergebnisse an
Gesteinsproben abgeschitzt.

Elastische Kennwerte Erm GrMm VRM Er Gr VR
MN/m* | MN/m* MN/m* | MN/m*

Baugrube 5000 | 2084 | 0.20

Sperrenbeton 30000 | 12500 | 0.20

Dichtungs- bis 10 m unter Sohle | 8000 | 3334 0.20 | 15000 | 6250 0.20

schleier ab 10 m unter Sohle | 18000 | 7500 0.20 | 20000 | 8334 0.20

Felsuntergrund |bis 10 m unter Sohle | 6000 | 2609 0.15 15000 | 6250 0.20
ab 10 m unter Sohle | 15000 | 6522 | 0.15 | 20000| 8334 | 0.20

Tabelle 6.1 Annahmen der elastischen Kennwerte in der 2D-Berechnung
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Die Steifigkeitswerte der Trennflichen waren nicht bekannt und wurden aus den
Verformungsmoduln des gekliifteten Gebirgsverbandes und des intakten Fels nach
Gl. 5.15/5.16 ermittelt. Zur Uberpriifung der gewihlten Steifigkeiten des
Diskontinuumsmodells wurden elastische Berechnungen des FEigenlastfalls der
Talsperre durchgefiihrt. In einem Kontinuumsmodell in UDEC wurde der gesamte
Felsuntergrund ohne Trennflachen und mit elastischen Deformationskennwerten des
gekliifteten Gebirges modelliert. Die elastische Verformungsenergie und die
Verschiebungswerte  des  verschmierten  Kontinuums  wurden mit dem
Diskontinuumsmodell verglichen. Dabei sollte primidr die Verformungsenergie
annahernd gleich sein. Im Diskontinuumsmodell mit ermittelten Kluftsteifigkeiten
nach Gl. 5.15/5.16 waren 5% mehr Verformungsenergie im Gesamtsystem zu
beobachten. Mit um 30% erhdhten Kluftsteifigkeiten im gekliifteten Gebirge bis in
eine Tiefe von 10 m wurde eine fiir ausreichend gut befundene Anndherung der
Verformungsenergie (2%) erzielt.

Steifigkeiten der Trennfldchen * kn kg kn kg kn ks
mittlerer Kluftabstand in m s=15 [s=1.5 |s=3 s=3 s=75 |s=17.5
Trennfldchen bis 10 m unter Sohle 8500 4000 4250 2000 2000 1000
Trennfldchen ab 10 m unter Sohle 40000 | 20000 | 20000 | 10000 | 8000 4000
Trennfldchen im Dichtungsschleier 15000 | 7500 | 20000 | 10000

Dammsohle kn = 50000 ks =30000

* alle Steifigkeiten in MN/m’

Tabelle 6.2 Steifigkeitswerte der Trennfldchen in Abhédngigkeit vom

Trennfldchenabstand
Kontinuum Diskontinuum Diskontinuum mit
Felsuntergrund ohne erh6hten
Trennfldchen Kluftsteifigkeiten
Energiebilanz * 2200 + 4%* = 2204 1795 + 422 = 2325 1880 + 367 = 2247
(100%) (105.5%) (102%)
max. Verschiebung 2.23 cm 243 cm 2.36 cm
Dammkrone (100%) (109%) (106%)

*setzt sich aus Verformungsenergie der Blocke und der Trennflachen zusammen
** kleiner Energieanteil aus der diskreten Dammsohle

Tabelle 6.3 Vergleich der Berechnungen als Kontinuums- und Diskontinuumsmodell

Aufgrund des geringen Unterschiedes in der Energiebilanz kann davon ausgegangen
werden, dall die abgeschitzten Elastizititswerte des Diskontinuums im realistischen
Bereich liegen. Auch die Differenzen der Maximalverschiebungswerte nihern sich an
(Tab. 6.3: 9% = 6%). Auf eine weitere Modifizierung der Steifigkeiten zum Abgleich
der Verschiebungen wurde verzichtet. Die verschmierte Beschreibung im
Ersatzkontinuum und die diskrete Modellierung flihrt in Abhéngigkeit der Last- und
Kluftrichtungen erwartungsgemal nicht zu identischen Verformungszustianden.
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B Annahmen zu den Festigkeitsparametern

Fir die Betonmauer wird elastisches Materialverhalten angenommen. Im injizierten
Gebirge des Dichtungsschleiers werden keine erhohten Festigkeiten im intakten Fels
und den Trennflichen in Ansatz gebracht. Tabelle 6.4 zeigt die Anfangs- und
Restfestigkeiten im Griindungsbereich. Die Raumlage der Schichtung und der ac-
Kliftung/Querstdorung wird im 2D-Geometriemodell senkrecht zur Berechnungsebene
angenommen und nur der Fallwinkel kann berticksichtigt werden.

Festigkeitsparameter [0) C Gten U} (PRes Cres | Otenres
Mohr-Coulomb mit in in in in in in in
Zugspannungsbegrenzung | Grad |KN/m® | KN/m? | Grad | Grad | KN/m® | KN/m’
Baugruben 35 500 100 10 35 500 100
Maueraufstandsflache 533 860 100 15 453 0.0 0.0
WRGSZO*
intakter Fels 45 780 100 10 35 195 0.0
Schichtung ss (f =20°)**| 30.2 33 85 8 255 0.0 0.0
ac-Kliiftung/Querstérung 25 0.0 0.0 2 25 0.0 0.0
(B =-75°)

*nach einer plastischen Scherverschiebung von 1 cm wird der Dilatanzwinkel auf Null gesetzt
** nur der Fallwinkel § wird beriicksichtigt (Orientierung siehe Bild 4.1)

Tabelle 6.4 Annahmen der Festigkeitsparameter in der 2D-Berechnung
B Annahmen zur Lastgeschichte

1. Primérspannungszustand - Eigengewicht des Talquerschnittes mit
Grundwasserstand Oberfldche Talsohle

2. Aushub der Baugrube

3. Eigengewichtslastfall nach Bau der Talsperre

4. Volleinstau in zwei Staustufen mit Kopplung einer Sickerstromungsberechnung

5. Steigerung der horizontalen hydrostatischen Wasserlasten bis zum Eintritt eines
Systemversagens

B Annahmen zur mechanischen Berechnung

Im Primirspannungszustand betragen die Horizontalspannungen 50% der
Vertikalspannungen aus dem Eigengewicht des gekliifteten Gebirges. Die Kopplung
der stationdren Sickerwasserberechnung mit der mechanischen Berechnung erfolgt im
Primaérlastfall, sowie nach Staustufe 1 ( 400 m i NN) und Staustufe 2 ( 446 m ii NN).

B Annahmen zur stationdren Sickerstromungsberechnung

Es wird von einer stationdren Sickerwasserstromung in den Trennfldchen ausgegangen.

Die Durchléssigkeitsbeiwerte der Trennflachen waren nicht explizit bekannt. Da fiir
die Porenwasserdruckverteilung einer stationdren Stromungsberechnung aber nur
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Permeabilititsunterschiede und nicht explizite Werte der Trennflachenpermeabilitit
von Bedeutung sind, werden fiir die Durchlissigkeitsbeiwerte der Trennflichen mit

einem Trennflachenabstand von

1.5 m die Werte der

bekannten Filter-

geschwindigkeiten gemiB Bild 6.8 verwendet. Alle Trennflaichenoffnungsweiten
werden mit a = 2 mm und die minimale Trennflichen6ffnungsweite im Verlauf der
Sickerwasserberechnung mit a,;;, = 1 mm angenommen. In Bereichen vergroferter
Trennflachenabstinde werden die hydraulischen Eigenschaften der Trennflichen nach
Gl. 5.17/5.18 angepaBt. Damit wird sichergestellt, dal bei einer VergroBerung des
Trennflachenabstandes einzelner Bereiche die Durchlissigkeit des Gebirgsmassivs
unverdndert bleibt. Als Randbedingungen der Sickerstromungsberechnung werden im
Reservoir der Porenwasserdruck aus der Stauhohe aufgetragen und auf der Luftseite
eine freie Sickerfliche modelliert. Modellrdnder, Mauersohle und Staumauer werden

als undurchlissig idealisiert.

Ergebnisse der 2D-Diskontinuumsberechnung

Im Lastfall Eigengewicht der Talsperre betrigt die maximale Kronenverschiebung 3.3
cm in Reservoirrichtung. Nahezu alle ac-Querkliifte haben das Schub- oder

Zugbruchkriterium iiberschritten. Es

sind unbedeutende

Plastizierungen der

wasserseitigen Baugrube zu beobachten. Beim stufenweisen Anstau wird das Stauziel
von 446 m it NN problemlos erreicht. Die maximalen Kronenverschiebung betragt 3.16

cm in Talrichtung der Luftseite.
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Bild 6.4 verformte Blocke im Lastfall Vollanstau und 1.8-facher Horizontalkraft

Bild 6.6 zeigt eine leichte Zunahme der Blockplastizierungen im Bereich der
Baugruben. Am luftseitigen Dammful3 werden Schubfestigkeiten in der Schichtung
und im intakten Fels {iberschritten. Insgesamt ist fiir den Lastfall Vollanstau eine sehr
gleichmiflige Krafteinleitung tiber die gesamte Dammsohle und eine sichere
Aufnahme der Krifte im Felsuntergrund (Bild 6.4) zu beobachten.
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Lastfall: 1.5 * Horizontalkraft

x10e+02
7.00

Plastische
Verformung
600 intakter F

Reibungsarbeit

500 Trennfliachen

100 150 200 250 300 350 400 450 500 550 6.00
x10e+01

Trennflichen mit Restfestigkeiten

Bild 6.5 links: Trennflichen mit Restfestigkeiten im Nahbereich der Talsperre
rechts: Zunahme der Dissipationsenergien von intaktem Fels und Trennfldchen

In den Laststeigerungsberechnungen ist ab Laststufe 1.4 eine deutliche Zunahme der
Plastizierungen im intakten Fels zu beobachten. Im Bereich des Dichtungsschleiers
und am luftseitigen Dammfull werden in der Schichtung die Schubfestigkeiten
tiberschritten. Entscheidend fiir das Versagen der Talsperre wird das Aufreilen der
Dammsohle mit einer Verlagerung der Horizontalkrafteinleitung in den luftseitigen
Dammfufl. In diesem Bereich der Lastkonzentration versagt der gekliiftete
Gebirgsverband, wenn die Schubfestigkeiten vom intakten Fels {iberschritten werden.
Deutlich ist die Zunahme der plastischen Verformungsenergie der intakten Felsblocke
vor dem Eintritt des Versagens zu sehen (Bild 6.5).

Lastfall : Vollanstau bis 446 m it NN Lastfall: 1.8 * Horizontalkraft

0. zones : total 5926
tyield surface (*) 6
ielded in past (X) 121
ansile failure (o) 7

no. zones : total 5926
at yield surface (*) 127
yielded in past (X) 278
tensile failure (o) 41

max shear disp = 4.850E-0R
max jnt opening = 1.729E-Q

nax shear disp = 1.119E-0
1ax jnt opening = 1.004E-02

P

Bild 6.6 maximale Scherverschiebungen/Offnungsweiten (in m) der Trennflichen
und Plastizierungen des intakten Fels im Lastfall

Der letzte Gleichgewichtszustand konnte mit globaler oder lokaler Ddmpfung bei 1.8-

facher Horizontallast aufgefunden werden. Damit 146t sich der deterministische
Sicherheitsabstand im ebenen Diskontinuumsmodell mit 1.8 angeben.
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6.1.2 Pseudo-riumliches Kontinuumsmodell (272D)

Im Gegensatz zum 2D-Geometriemodell konnen im pseudo-rdumlichen Modell
rdumliches Deformationsverhalten und die rdumliche Trennflichengeometrie
beriicksichtigt werden. Die Terminologie pseudo-rdumlich bezieht sich dabei auf die
Kopplung der Verschiebungsfreiheitsgrade in Richtung der idealisierten unendlich
langen Mauerachse im FEM-Modell. Ziel der Berechnungen war die Bestimmung der
Versagenslasten im verschmierten Kontinuumsmodell. Die Berechnungen in LS-
DYNA3D werden vor allem zur Uberpriifung der ermittelten Versagensmechanismen
und Versagenslasten sowie zum Vergleich der numerischen Leistungsfdhigkeit der
Materialroutinen in impliziten und expliziten Programmen durchgefiihrt. Der Einfluf3
lokaler Instabilitdten und der Konvergenzprobleme impliziter Berechnungsprogramme
auf die Bestimmung der Versagenslasten wird tiberpriift. In ANSYS wird zusétzlich
die Leistungsfahigkeit der pseudo-viskoplastischen Berechnungsroutinen untersucht
und mit den elastoplastischen Berechnungsroutinen verglichen.

Um die Vergleichbarkeit zu sichern, wurden in beiden Programmsystemen identische

Geometrie und Elementierungen (8-Knoten-Volumenelemente)

Materialmodelle und -parameter

Lasten (Eigenlast, Auftrieb, Stromungskréfte, hydrostatische Wasserlasten)
Lastfolgen (Bau der Talsperre - Vollanstau - schrittweises Erhohen der horizontalen
hydrostatischen Wasserlasten bis zum Eintritt des Versagens)

verwendet.

Bild 6.7 Modell der Talsperre mit Lasten der mechanischen Berechnung
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B Annahmen zu den felsmechanischen Kennwerten

Neben den im ebenen Geometriemodell beriicksichtigten Kennwerten des gekliifteten
Gebirges (Tab. 6.1/6.4) konnen im pseudo-rdumlichen Geometriemodell der Einfluf3
der transversalen Isotropie auf das Deformationsverhalten und der EinfluBl der
Raumlage der Schieferungsebene sowie der Streichwinkel der Schichtung und der ac-
Kliftung/Querstorung auf das Festigkeitsverhalten beriicksichtigt werden. Im
Felsuntergrund werden ausschlielich Deformationskennwerte des gekliifteten
Gebirgsverbandes (Ery, vrm) verwendet. Im Bereich des injizierten Dichtungsschleiers
wird von erhohten isotropen Deformationskennwerten und kleineren Durchlassigkeits-
beiwerten ausgegangen. Eine Festigkeitserhohung infolge der Injektion wird nicht
beriicksichtigt.

Elastische Kennwerte E; Gy Vi E, G, V2
MN/m* | MN/m* MN/m* | MN/m*

Baugrube 5000 | 2084 | 0.20

Sperrenbeton 30000 | 12500 | 0.20

Dichtungs- bis 10 m unter Sohle | 8000 | 3334 | 0.20

schleier ab 10 m unter Sohle | 18000 | 7500 | 0.20

gekliifteter bis 10 m unter Sohle | 6000 | 2609 | 0.15 | 2600 | 1240 | 0.05
Gebirgsverband |ab 10 m unter Sohle | 15000 | 6522 | 0.15 | 6500 | 3100 | 0.05

Tabelle 6.5 Elastische Kennwerte im pseudo-raumlichen Geometriemodell

Festigkeitsparameter [0) C Gten \V (QRes Cres | Oten-Res
Mohr-Coulomb mit in in in in in in n

Zugspannungsbegrenzung Grad |KN/m®|KN/m*| Grad | Grad |KN/m®|KN/m?

Sperrenbeton 50 2000 | 1000 15 50 2000 100

Baugruben 35 500 100 10 35 500 1
luft- und wasserseitig

gekliifteter Gebirgsverband* ( Tiefenangaben bezogen auf die Dammsohle)

intakter Fels bis 10 m 45 780 100 10 35 195 1

intakter Fels ab 40 m ** 45 10000 | 10000 10 45 10000 | 10000

Schieferung (309°/80°) | 30.9 400 100 2 29.2 1 1

Schichtung (70°/20°) | 30.2 33 85 8 25.5 1 1

ac-Kliifte/Querstorung 25 0.20 1 2 25 1 1
(215°/75°)

* Berlicksichtigung der Raumlage der Trennflichen mit Fall- und Richtungswinkel
** intakter Fels ab 40 m unter Dammsohle fest
#%* aus numerischen Griinden wurden Mindestfestigkeiten von 1 KN/m® verwendet

Tabelle 6.6 Festigkeitskennwerte im pseudo-rdumlichen Geometriemodell
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B Annahmen zur Lastgeschichte

1. Primérspannungszustand - Eigengewichtszustand des Talquerschnittes nach Aushub
der Baugrube mit Grundwasserstand Oberflaiche Gelidnde

2. Eigenlastfall der Talsperre

3. Volleinstau in zwei Staustufen mit mechanischen Ersatzlasten aus der stationiren
Sickerwasserberechnung

4. Steigerung der horizontalen hydrostatischen Wasserlasten bis zum Eintritt eines
Systemversagens

B Annahmen zur mechanischen Berechnung

Es werden keine erhohten Horizontalspannungen im Primérlastfall angenommen. Der
Priméarspannungszustand resultiert aus dem Eigengewicht des gekliifteten Gebirges
unter Auftrieb. Die Beriicksichtigung der Unterstromung im Gebirge erfolgt mit
mechanischen Ersatzlasten. Neben den mechanischen Ersatzlasten wirkt beim Einstau
der horizontale hydrostatische Wasserdruck auf den undurchldssigen Dammkorper.
Alle FlieBkriterien im gekliifteten Gebirge werden mit effektiven Spannungen sowie in
der Mauer mit totalen Spannungen tiberpriift.

B Annahmen zur stationdren Sickerwasserberechnung

Als Randbedingungen der stationdren Sickerwasserberechnung werden die
piezometrische Hohe im Reservoir und ein freie Sickerfliche auf der Luftseite
angenommen. Im Felsuntergrund werden die Durchléssigkeitsbeiwerte des gekliifteten
Gebirges als Verteilung isotroper Filtergeschwindigkeiten angenommen (Bild 6.8).
Aus der Verteilung der piezometrischen Hohen der stationdren Sickerstromungs-
berechnungen werden die mechanischen Ersatzlasten Stromungsdruck und Auftrieb
auf die Dammsohle berechnet. Es werden keine Permeabilitdtsinderungen infolge
mechanischer Belastung beriicksichtigt. Die Verteilung der Standrohrspiegelh6hen
(Bild 5.3) sowie der Spannungen infolge der mechanischen Ersatzlasten (Bilder
5.4/5.5) im Lastfall Volleinstau sind im Kapitel 5 abgebildet.

280 m ii NN

Bild 6.8 Filtergeschwindigkeiten (m s) im pseudo-raumlichen Geometriemodell
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6.2  Analyse der 2D- und 2'2D-Geometriemodelle

6.2.1 Vergleich des pseudo-riaumlichen Kontinuumsmodells mit
dem ebenen Diskontinuumsmodell

Im Lastfall Eigengewicht der Talsperre ist die maximale horizontale
Kronenverschiebung im Kontinuumsmodell mit 2.3 cm etwas grofer als im
Diskontinuumsmodell (2.2 cm in UDEC). Wie in der Diskontinuumsberechnung ist im
Kontinuumsmodell in nahezu allen ac-Kliiften das Schubbruchkriterium tiberschritten
und es sind unwesentliche Plastizierungen in der wasserseitigen Baugrube zu
beobachten. Im Lastfall Vollanstau betragen die maximalen horizontalen
Kronenverschiebungen in ANSYS 3.1 cm sowie in LS-DYNA3D 3.2 c¢cm und sind
wiederum etwas grofler als im Diskontinuumsmodell (2.9 cm in UDEC). Die etwas
grofleren Verschiebungswerte lassen sich aus dem unterschiedlichen Deformations-
verhalten des Diskontinuumsmodells und des Kontinuumsmodells sowie aus dem
etwas niedrigeren Diskretisierung- und Integrationsniveau in UDEC erkléren.

0
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.001222

Bild 6.9 plastische Vergleichsdehnung der pseudo-raumlichen Berechnung im
Kontinuumsmodell ANSY'S Lastfall Vollanstau

Im Plot der plastischen Vergleichsdehnung (Bild 6.9) sind im Vollanstau

Plastizierungen in der wasserseitigen Baugrube, am luftseitigen Mauerfufl und entlang
der ac-Kliiftungen im Reservoir zu sehen.
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Bild 6.10 Uberschreitungen von FlieBkriterien der pseudo-rdumlichen Berechnung
in LS-DYNA3D
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Neben den FlieBflacheniiberschreitungen in den ac-Kliiften konnen im Kontinuums-
modell auch die im Diskontinuumsmodell vorhandenen FlieBfldcheniiberschreitungen
der Schichtung im Bereich des Dichtungsschleiers und des luftseitigen Dammfuf3es
beobachtet werden (Bild 6.10-linke Seite). Die Zugfestigkeitsiiberschreitungen der
FlieBkriterien im intakten Fels auf der Wasserseite des Dichtungsschleiers waren im
Diskontinuumsmodell nicht vorhanden. Insgesamt konnen aber in den Kontinuums-
und Diskontinuumsberechnungen im Lastfall Vollanstau sehr gleichwertige Ergebnisse
erzielt werden. Auch im verschmierten Kontinuumsmodell konnen die Lasten in der
Griindung aufgenommen werden. Da die plastizierten Bereiche im Felsuntergrund grof3
sind, erscheinen Untersuchungen zum Spannungsumlagerungsvermogen bei
Laststeigerungen notwendig. In den Laststeigerungsberechnungen konnte im
verschmierten Kontinuumsmodell in ANSYS abhédngig vom globalen Konvergenz-
kriterium schon ab einer 1.27- bis 1.33-fachen hydrostatischen Horizontallast kein
Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden.

.340E-03
.681E-03
.001021
.001361
.001702
.002042
.002382
.002723
.003063

IERERRREE

Bild 6.11 plastische Vergleichsdehnungen in unkonvergierter Laststufe
1.3*Horizontallast in ANSYS

Im Bild 6.11 sind starke Plastizierungen im gesamten Bereich der Dammsohle zu
erkennen. Andeutungsweise 14Bt sich der in der Laststufe 1.9*H in UDEC
aufgefundene Versagensmechanismus (Kippen der Mauer und Versagen am
luftseitigen Dammfufl) wiederfinden. Der Vergleich der Verformungsgradienten der
Laststeigerungsberechnungen in ANSYS und UDEC (Tab. 6.7/Bild 6.12) zeigt aber
deutlich den abrupten Abbruch bei der Laststufe 1.3*H und die Notwendigkeit, den
grolen Abstand in der ermittelten Versagenslast (1.3*H <« 1.8*H) nédher zu
untersuchen. Die Analyse der Verformungsgradienten, der plastischen Dehnungen und
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der Elementverzerrungen lieBen numerische Probleme infolge eines Teilversagens des
Dichtungsschleiers oder der Baugruben als Ursache des Konvergenzversagens

vermuten.

Horizontal- UDEC-2D LS-DYNA- 22D ANSYS-2'.D
laststufe

Vollanstau 2,78 3,10 2,9
1.1 3,38 3,77 3,45
1,2 3,97 4,44 4,16
1,3 4,64 (8,8 bei 1.25*H) 5,2
1,4 5,4 Versagen Versagen
1,5 6,2
1,6 7,18
1,7 9,28
1,8 11,81
1,9 Versagen

Tabelle 6.7 Vergleich der maximalen Horizontalverschiebungen der Dammkrone (cm)

Horizontalverschiebung
»

ANSYS-2.5D
LS-DYNA-2.5D
UDEC-1

e gy

1,8
Horizontallastfaktor 1.9

Bild 6.12 Verformungsgradienten der Laststeigerungsberechnungen

Aber auch in LS-DYNA konnte schon ab einer Laststufe von 1.25*Horizontalkraft
kein Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden. Die Tatsache, dall in
impliziten und expliziten Programmen ab einer Laststufe von 1.25/1.3*H kein
statischer Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden kann, schlieen
numerische Instabilititen impliziter Programme als Grund fiir den groBen Abstand
zwischen der Versagenslast im Diskontinuumsmodell und im Kontinuumsmodell aus.
Am Bild der Geschwindigkeitsvektoren (Bild 6.13-links) ist deutlich zu sehen, dal3
aufgrund von Ungleichgewichtskriften in Richtung der unendlich langen Mauer kein
statischer Gleichgewichtszustand mehr aufgefunden werden kann. Die verschwindend
kleinen Fehler der Spannungsrelaxation (Bild 6.13-rechts) zeigen, da auch die
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Néherungslosungen expliziter Programme bei der Verarbeitung des multilaminaren
Materialmodells keine Rolle spielen.

e

Geschwindigkeitsvektoren Fehler der Spannungsrelaxation in KN

im Zustand des Versagens

.000E+00
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Bild 6.13 Geschwindigkeitsvektoren und Fehler der Spannungsrelaxation im Versagen
des pseudo-rdumlichen Modells in LS-DYNA3D

Bei der Analyse erster Berechnungen in UDEC und ANSYS wurden in numerischen
Problemen und in der Blockwirkung die wichtigsten Ursachen unterschiedlicher
Versagenslasten vermutet. Nachdem Konvergenzprobleme und Instabilitdten impliziter
Programme oder numerische Pfadabhiangigkeiten der Materialmodelle als Ursache des
frithen Berechnungsabbruchs im Kontinuumsmodell ausgeschlossen werden konnten,
sollte der EinfluB der Blockwirkung im Diskontinuumsmodell, der EinfluB3 der
unterschiedlichen Idealisierungen der Sickerstromungsberechnungen und der Einfluf3
der pseudo-rdumlichen Modellierung auf die ermittelte Versagenslast ndher untersucht
und quantifiziert werden.

6.2.2 Untersuchung der Blockwirkung des gekliifteten Gebirges
im Diskontinuumsmodell

Wie im Kapitel 2.3.4 aufgezeigt wurde, kann die Blockwirkung im gekliifteten Gebirge
in klassischen Kontinuumsformulierungen nicht beriicksichtigt werden. Um die
Blockwirkung zu untersuchen, wurde in das DEM-Programm UDEC ein
multilaminares Materialmodell implementiert. Beim schrittweisen Ubergang vom
Diskontinuum mit Blocken von intaktem Fels zum verschmierten Kontinuum mit
Blocken von gekliiftetem Fels soll der Einflul der Blockwirkung am Beispiel der
ebenen Staumauerberechnung quantifiziert werden. In den bisher im Kap. 6
ausgewerteten Diskontinuumsberechnungen wurden ausschlieSlich Blocke von
intaktem Fels verwendet. In zwei weiteren Berechnungen werden die Blocke von
intaktem Fels nun durch Blocke von gekliiftetem Fels ersetzt. Die ac-Kliiftung und die
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Schichtung werden nun zuziiglich der diskreten Trennflichen auch als
Festigkeitsanisotropien im multilaminaren Materialmodell beriicksichtigt. Im Modell
UDEC-MS-2 werden dabei nur Blocke mit einem vergroBerten Trennflachenabstand
(siehe Bild 6.3) und im Model UDEC-MS-3 der gesamte Felsuntergrund bis in eine
Tiefe von 40 m unterhalb der Dammsohle mit Blocken von gekliiftetem Fels
modelliert.

Horizontallaststufe UDEC-1 UDEC-MS-2 UDEC-MS-3
nur Blocke von  |Blocke von intaktem| nur Blocke von
intaktem Fels Fels (s=1.5 m)und | gekliftetem Fels
gekluftetem Fels
(s>1.5m)
Vollanstau 2,78 2,86 3,23
1,1 3,38 3,44 3,84
1,2 3,97 4,05 4,53
1,3 4,64 4,76 5,28
1,4 5,4 5,54 6,13
1,5 6,2 6,35 7,16
1,6 7,18 7,4 9,37
1,7 9,28 9,5 11,6
1,8 11,81 12 Versagen
1,9 Versagen Versagen

Tabelle 6.8 Horizontalverschiebungen der Dammkrone in den
Diskontinuumsmodellen (cm)

Horizontal-
verschiebung

UDEC-MS-3
UDEC-MS-2
UDEC-1

Horizontallastfaktor

Bild 6.14 Horizontalverschiebungsgradienten der Dammkrone in den
Diskontinuumsberechnungen

Werden nur in Blocken mit einem vergroflertem Trennflichenabstand (UDEC-MS-2)
die ac-Kliiftung und die Schichtung als Festigkeitsanisotropien beriicksichtigt, dndert
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sich am Systemverhalten wenig. Die horizontalen Wasserlasten werden weiterhin tiber
die Blocke von intaktem Fels in der Ndhe der Dammsohle bis zu einer Laststufe von
1.8*H aufgenommen. Erst, wenn auch in den Blocken realer BlockgroBe (s=1.5 m) im
Nahbereich der Dammsohle verschmierte Materialmodelle verwendet werden (UDEC-
MS-3), zeigt sich eine deutliche Abnahme der Steifigkeit und folgerichtig auch eine
geringere Versagenslast (Bild 6.14).

Lastfall: 1.7*Horizontalkraft

x10e+02
7.00 T

Plastische Verformungsenergie

max nt opening = 1.366E-02 | Blocke des gekliifteten Fels
max shear disp = 4.953E-02 6.00

no. zones : total 5699
at yield surface (*) 54

ielded in past (X) 1370
tensile failure (0) 13 4.00 t
UBjointslip (+) 213
UB tens. fail (v) 18

5.00 T

Reibungsarbeit

2.00 | er Trennflichen

! |

.00
150 200 250 300 350 4.00 450 500 650 600
x108+01

2.00 T

% o 1.00 11

Bild 6.15 Plastizierungen, Kluftverschiebungen (m) und Energiebilanz der
Horizontallaststufe 1.7 im Modell UDEC-MS-3

In allen Diskontinuumsmodellen ist dabei der gleiche Versagensmechanismus zu
beobachten. Nachdem die Dammsohle plastiziert (Bild 6.15-links), kommt es zur
Lastkonzentration am luftseitigen Dammfull. Im diskreten Trennflichensystem sind
schon in fritheren Laststufen die FlieBkriterien nahezu aller ac-Kliifte und zahlreicher
Schichtungen iiberschritten. Der gekliiftete Gebirgsverband versagt aber erst, wenn die
Tragféhigkeit der Felsblocke tiberschritten ist. Dann wird der Gebirgsverband am
luftseitigen Dammfull abgeschert und der Damm gleitet in Talrichtung. Im Modell
UDEC-MS-3 wird das Versagen vom Schubversagen der Festigkeitsanisotropien in
den Blocken von gekliiftetem Fels dominiert (Bild 6.15-rechts). Da auch im
Diskontinuumsmodell (UDEC-1) das Versagen am luftseitigen Dammfull (Bilder
6.4/6.6) eingeleitet wurde, entsprachen die Ergebnisse den Erwartungen. Der relativ
geringe EinfluB der Blockwirkung der Felsblocke auf die Versagenslasten resultiert
aus der kleinen realen Blockgrofle (1.5 m * 1.5 m) im Vergleich zu den Dimensionen
der Talsperre.

Obwohl in ebenen Geometriemodellen die Tragféhigkeit der Felsblocke und nicht ein
Festigkeitsiiberschreiten im diskreten Trennflachensystem fiir das Versagen der
Talsperre mallgebend waren, mulBite der EinfluB der Raumlage des
Trennflachensystems im pseudo-rdumlichen Geometriemodell iiberpriift werden. Die
Ursache der in den 2).D-Berechnungen beobachteten Ungleichgewichtskréfte
senkrecht zur Mauerachse sollte untersucht werden.
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6.2.3 Vergleich ebener Kontinuums- und Diskontinuumsmodelle

Um den Einflu der rdumlichen Trennflichenmodellierung in der pseudo-rdumlichen
Berechnung auf die Ermittlung der Versagenslasten zu untersuchen, wurden im
Kontinuumsmodell ebene Berechnungen durchgefiihrt und mit Berechnungen im
Diskontinuumsmodell verglichen. Es wurde analog der ebenen Diskontinuums-
berechnungen isotropes Deformationsverhalten angenommen. Im Geometriemodell
werden nur die Schichtung und die ac-Kliiftung/Querstorung als Festigkeits-
anisotropien modelliert.

Horizontal- UDEC-1 ANSYS-2D UDEC-MS-3 LS-DYNA-2D
laststufe Blocke von verschmiertes Blocke von verschmiertes
intaktem Fels Kontinuum  |gekliftetem Fels| Kontinuum
und und
Trennflachen Trennflachen
Vollanstau 2,78 29 3,23 3,24
1,1 3,38 3,39 3,84 3,95
1,2 3,97 4 4,53 4,73
1,3 4,64 4,5 5,28 5,78
1,4 54 53 6,13 7,15
1,5 6,2 7 7,16 8,94
1,6 7,18 (8,61 bei 1.59*H) 9,37 (10,24 bei 1,55*H)
1,7 9,28 Versagen 11,6 Versagen
1,8 11,81 Versagen
1,9 Versagen

Tabelle 6.9 Vergleich der Horizontalverschiebungen (cm) der Dammkrone
in ebenen Berechnungen

Horizontalverschiebung

12 13

1,4
1,5 16 47

Horizontallastfaktor

1,8 19

LS-DYNA-2D
UDEC-MS-3
ANSYS-2D

Bild 6.16 Horizontalverschiebungsgradienten der Dammkrone ebener Berechnungen
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Im ebenen Geometriemodell konnte eine deutlich bessere Anndherung der
Verschiebungsgradienten sowie der Versagenslasten der Kontinuumsberechnung an
die Ergebnisse der Diskontinuumsberechnung erzielt werden (Bild 6.16/Tab. 6.9). In
den Laststeigerungsberechnungen in LS-DYNA wurde die Versagenslast mit
unterschiedlichen Dampfungsreihen zwischen 1.50- und 1.55-facher Horizontallast
festgestellt. Dabei konnte mit einer horizontalen Kronenverschiebung von 10.24 cm im
letzten statischen Gleichgewichtszustand (1.55*H) auch die maximal ertragbare
Horizontalverschiebung der Diskontinuumsmodelle vor Eintritt eines Versagens
nidherungsweise aufgefunden werden.

Geschwindigkeitsvektoren Uberschreitungen Zugbruchkriterium
im Versagen im intakten Fels

2
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Bild 6.17 Geschwindigkeitsvektoren (m/s™') und Uberschreitungen von FlieBkriterien
im Versagen des ebenen Kontinuumsmodells in LS-DYNA

Auch der Versagensmechanismus der ebenen Diskontinuumsmodelle konnte
nachvollzogen werden. Nachdem im Bereich der Dammsohle das FlieBkriterium der
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Schichtung iiberschritten wird, kommt es zur Lastkonzentration am luftseitigen
Dammfufl. Die Talsperre versagt, wenn im Bereich der Lastkonzentration das
Schubbruchkriterium von intaktem Fels {berschritten wird. Der Plot der
Geschwindigkeitsvektoren zeigt deutlich das Abscheren des Gebirges und das Gleiten
der Mauer in Talrichtung (Bild 6.17). Nennenswerte Ungleichgewichtskréfte senkrecht
zur Mauerachse konnen nicht beobachtet werden. Der deterministische
Sicherheitsabstand zwischen dem Vollanstau und einem Systemversagen wurde in den
ebenen Berechnungen im Kontinuum mit 1.55 identifiziert.

In den elastoplastischen Berechnungen mit ANSYS waren im ebenen Modell groB3ere
Konvergenzprobleme zu beobachten. Deshalb mufiten schon im Eigenlastfall der
Talsperre grofere globale Konvergenzkriterien verwendet werden. Je nach Wahl des
globalen Konvergenzkriteriums konnten Versagenslasten zwischen 1.4- und 1.6-facher
Horizontalkraft ermittelt werden. Bei nicht konvergierten Losungen unterhalb der
Laststufe 1.50 betrugen die maximalen Horizontalverschiebungen der Dammkrone
dabei weniger als 7 cm und lagen deutlich unter den Verschiebungen in den
Versagenszustinden in LS-DYNA. Ein konstanter oder oszillierender Wert von nur
wenig iiber dem Abbruchkriterium liegenden Ungleichgewichtskriaften konnte nicht
umgelagert werden. Hier waren Konvergenzschwierigkeiten und nicht ein Versagen
der Talsperre die Ursache der unkonvergierten Losungen. Deshalb wurden die
globalen Konvergenzkriterien weiter vergroBert. Das Abbruchkriterium der
Ungleichgewichtskrifte der Newton-Raphson-Iteration wurde dabei von 0.1% bis auf
0.4% der eingetragenen Gesamtlast erhoht. Damit konnte eine leichte Unterschitzung
der plastischen Dehnungen und eine leichte Uberschitzung der Versagenslasten
erwartet werden. Im Vergleich der ebenen Kontinuumsberechnungen von ANSY'S und
LS-DYNA wird diese Tendenz bestétigt.

6.2.4 EinfluB} der Sickerstromungsberechnung

Infolge der Idealisierungen bei der Sickerstromungsberechnung konnen folgende
Differenzen zu unterschiedlichen Ergebnissen fiihren:

1. Im Diskontinuumsmodell werden die FlieBkriterien im intakten Fels mit totalen
Spannungen tberpriift. Die Festigkeit der unter allseitigem Druck stehenden Blocke
konnte im Diskontinuumsmodell iiberschitzt werden. Die nur im Kontinuumsmodell
beobachteten Uberschreitungen der Zugspannungskriterien von intaktem Fels (Bild
6.10) bestirkten diese Vermutung.

2. Die Sickerwege in den Kluftwasserleitern im und um den Dichtungsschleier sind im
Diskontinuum lénger als bei den isotrop idealisierten Durchldssigkeitsbeiwerten im
Kontinuum. Auch kommt es in der gekoppelten Sickerwasserberechnung in UDEC
durch das Eigengewicht der Talsperre zu einer Verdichtung des Felsuntergrundes
und einer Abminderung der Durchldssigkeiten vor allem im Bereich des
Dichtungsschleiers. Der Vergleich der Sohlwasserdriicke der Diskontinuums-
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berechnung mit den piezometrischen Hohen der Kontinuumsberechnung zeigte
folgerichtig groBBere Sohlspannungen im Kontinuumsmodell (Bild 6.18).

piezometrische Hohe

5
10 20 Porendruck

30 40
50
60 79 80
Ifm Mauersohle 85

Bild 6.18  Vergleich der Verteilung der piezometrischen Héhe (m WS*10) mit der
Porenwasserdruckverteilung (KN\m?) iiber die Dammsohle

3. Bei der Beriicksichtigung der Sickerstromung mit mechanischen Ersatzlasten
kommt es neben hydrostatischen Spannungsdnderungen zu steifigkeitsabhingigen
Verdanderungen aller Spannungskomponenten (Kap. 5.3.2). Dieses Verschmieren
von Ursache und Wirkung wird ebenfalls zu unterschiedlichen Ergebnissen fiihren.

4. Durch das Aufreiflen der ac-Kliifte in der Diskontinuumsberechnung kommt es im
Reservoirbereich zu hoheren Durchlidssigkeiten bzw. zum Aufbau des vollen
hydrostatischen Wasserdruckes in den Kluftwasserleitern. Das fiihrte im
Diskontinuum zu gréfleren Druckkriften auf den Dichtungsschleier.

Eine detaillierte Untersuchung aller Einflisse war ohne umfangreiche
Implementationen und Weiterentwicklung der Berechnungsprogramme nicht mdéglich.
Um den EinfluB der unterschiedlichen Idealisierungen und Annahmen der
Sickerstromungsberechnung quantitativ abzuschétzen, wurden ebene Berechnungen
ohne die Beriicksichtigung der Unterstromung im Kontinuum und Diskontinuum
durchgefiihrt.

Im Bild 6.19 sind die Gradienten der Horizontalverschiebungen bei
Laststeigerungsberechnungen ohne Beriicksichtigung der Unterstromung in ebenen
Berechnungen zu sehen. Erwartungsgemél tritt das Versagen in allen Modellen sehr
viel spiter auf. Wie in den vorangegangenen Berechnungen konnen im
Diskontinuumsmodell kleinere Verschiebungsniveaus im Lastfall Vollanstau
beobachtet werden. Bei der Laststeigerung ist bis zu einer Laststufe von
2.0*Horizontalkraft die Zunahme der Verschiebungswerte fast identisch. Oberhalb der
Laststufe 2.0*H kann dann im Kontinuumsmodell eine stirkere Verformungszunahme
und folgerichtig ein fritheres Versagen festgestellt werden.
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Horizontalverschiebu
ng

LS-DYNA-2D-nostrom
ANSYS-2D-nostrom
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Horizontallaststufe

Bild 6.19 Horizontalverschiebungsgradienten der Dammkrone ohne Beriicksichtigung
der Unterstromung im 2D-Kontinuums- und Diskontinuumsmodell

Der noch vorhandene Abstand der ermittelten Versagenslasten von 2.4*Horizontalkraft
im Kontinuumsmodell sowie 2.6*Horizontalkraft im Diskontinuumsmodell ist geringer
als bei der ebenen Berechnung mit Berticksichtigung der Unterstromung (1.55*H
<1.80*H). Das heif3t, ein Teil des Abstandes der ermittelten Versagenslasten 1af3t sich
aus den Idealisierungen der Sickerstromungsberechnung in der Kontinuumsmechanik
erkldren. In der Summe der Auswirkungen der unterschiedlichen Idealisierungen von
Punkt 1.-4. erscheint es durchaus plausibel, daB in diesem Beispiel die
Kontinuumsberechnungen den Einflu der Sickerwasserstromung im Vergleich zur
Diskontinuumsberechnung konservativ abschitzen.

6.2.5 Vergleich elastoplastischer und pseudo-viskoplastischer
Berechnungen

Die in den Kapiteln 4./5. schon mehrfach angesprochene numerische Pfadabhingigkeit
der pseudo-viskoplastischen Berechnungsroutine soll untersucht werden. Nachdem fiir
das ebene Kontinuumsmodell in den elastoplastischen Berechnungsroutinen in ANSY'S
und LS-DYNA die Versagenslast zu 1.55*Horizontallast bestimmt worden ist, werden
pseudo-viskoplastische Berechnungen mit verschiedenen pseudo-viskoplastischen
Multiplikatoren (™" durchgefithrt. Es wurden alle Berechnungen mit einem
einheitlichen  pseudo-viskoplastischen = Multiplikator  fiir alle  FlieBflachen-
tiberschreitungen und einem konstanten globalem Abbruchkriterium (0.1%
Ungleichgewichtskrifte) durchgefiihrt.

Im Lastfall Vollanstau konnen {iiber die gesamte Variationsbreite des pseudo-
viskoplastischen Faktors gute Ndherungslosungen erzielt werden. Bei der Ermittlung
der Versagenslasten sind die erwarteten Pfadabhédngigkeiten bzw. numerische
Probleme deutlich zu sehen.
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Horizontal- ANSYS- ANSYS- ANSYS- ANSYS- ANSYS-

laststufe | pseudo-vp2 |pseudo-vp15| Elastoplast. | pseudo-vp1 |pseudo-vp05

Vollanstau 2,931 2,95 2,8 3 2,866
1,1 3,64 3,645 3,38 3,73 3,69
1,2 Abbruch* 4,1656 4 4,24 4,16
1,3 4,754 4,56 4.8 4,68
1,4 5,512 5,55 5,5 5,35
1,5 Abbruch* 6,77 6,9 6,49
1,6 8,61** 8,59 7,82
1,7 Versagen 12,982 13,94
1,8 Versagen 20,15
1,9 Versagen

EPS - NR*** 0,001 0,001 0,0021 0,001 0,001

pseudo-vpl. | (PP=2-E-7 | (PP=1.5E-7 P®=1E-7 | ("*=5E-8

Multiplikator

Iterationen 549 763 2257 1682 5046

* explosionsartige Dehnungszunahme der nicht konvergierten Losung
** letzte Gleichgewichtslosung bei 1.59*H
*#* globales Abbruchkriterium der Newton-Raphson-Iteration

Tabelle 6.10 Vergleich der Horizontalverschiebungen (cm) der Dammkrone ebener
pseudo-viskoplastischer und elastoplastischen Berechnungen

Horizontalverschiebung

1,1
1,2 113

1,4

15 16

Horizontallaststufe

1,7

1,8

ANSYS-ep

ANSYS-pvp15
ANSYS-pvp2

Bild 6.20 Horizontalverschiebungsgradienten der Dammkrone in den
pseudo-viskoplastischen Berechnungen

ANSYS-pvp05
ANSYS-pvp1

Werden zu grofle pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren verwendet, versagt die
Newton-Raphson-Iteration (ANSYS-pseudo-vp2, ANSYS-pseudo-vpl5). Dabei sind
z.T. explosionsartige Zuwiachse der plastischen Deformationen zu beobachten (Bild
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6.21-links). In weiteren Berechnungen wurden deshalb kleinere Multiplikatoren
verwendet.

Gesamtverschiebung (in m) pl. Vergleichsdehnung

-559728 0
-381528 L423E-03
-203328 .847L-02
-25128 .00127
153072 .001693
331272 .002116
509472 .00254
687672 .002963
865872 .003386
.104E+07 .003809

NIERRNRREN
IRRRRREEE

Bild 6.21 links: explosionsartige Zunahme der Deformationen
rechts: letzter Gleichgewichtszustand 1.7*H (ANSYS-pseudo-vpl)

Je kleiner die pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren gewihlt werden, um so groBer
sind die ermittelten Versagenslasten. Ab einem pseudo-viskoplastischen Multiplikator
von 107 kann in den letzten aufgefundenen Gleichgewichtszustinden die Kipp-
bewegung der Mauer mit starken Plastizierungen im Dichtungsschleier, in der
Mauersohle und der luftseitigen Baugrube beobachtet werden (Bild 6.21-rechts).
Weniger ausgepriagt waren die in den elastoplastischen Berechnungen das Versagen
dominierenden Plastizierungen am luftseitigen Dammfuf3. Auch in diesem Beispiel
kann bei ausreichender Variation der pseudo-viskoplastischen Multiplikatoren das
grundsitzliche Vermogen der pseudo-viskoplastischen Berechnung gezeigt werden,
gute Niherungslosungen zu erlangen. Das sichere Bestimmen von Versagens-
mechanismen oder Versagenslasten war nicht mdglich.

6.2.6 Auswertung der Vergleichsrechnungen ebener und
pseudo-riumlicher Modelle

Eine Motivation der Implementationen war der Wunsch, den grofen Abstand der
Versagenslasten des 2D-Diskontinuumsmodells und des 2)2D-Kontinuumsmodells
quantitativ zuordnen zu konnen. An Hand der zahlreichen Vergleichsrechnungen
konnte unter den gegebenen felsmechanischen Kennwerten der Einfluf3 von
B Diskretisierungs- und Integrationsniveau (FEM und DEM), Konvergenz-
problemen und lokaler numerischer Instabilitdten impliziter Strategien,
B der Blockwirkung diskreter Blocke von intaktem Fels im Diskontinuum,
B der unterschiedlichen Idealisierungen der Sickerstromungsberechnung im
Kontinuum und im Diskontinuum und
B der ebenen oder pseudo-raumlichen Modellierung des Trennflichensystems
auf die ermittelten deterministischen Versagenslasten bei Steigerung der horizontalen
Wasserlasten quantitativ abgeschitzt werden.
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Von der Gesamtdifferenz der letzten aufgefundenen Gleichgewichtslésungen der
ebenen Diskontinuumsberechnungen (1.8*H) und der pseudo-rdumlichen Kontinuums-
berechnungen (1.2*H) lassen sich eindeutig 0.1*H (=15% von 0.6*H) der
Blockwirkung und 0.35*H (= 60% von 0.6*H) der Modellierung des Trennfldchen-
systems im 2D- bzw. 2/2D-Modell zuordnen. Aus dem Vergleich der Berechnungen
ohne Beriicksichtigung der Unterstromung mit einem Abstand der Versagenslasten von
0.2*H abziiglich der Blockwirkung von 0.1*H kann der Einflu unterschiedlicher
Diskretisierungs- und Integrationsniveaus auf 10% abgeschitzt werden. Das entspricht
in etwa auch dem Streubereich bei der Bestimmung der Versagenslasten in ANSYS
oder der Ergebnisabweichungen infolge von Konvergenzproblemen am Probekdrper
(Kap. 4.5). Geht man davon aus, da die noch verbleibende Differenz aus den
unterschiedlichen Idealisierungen der Sickerstromungsberechnung resultiert, kann der
EinfluB der Sickerstromungsberechnung mit 15% abgeschidtzt werden. Die
Berechnungen mit und ohne Beriicksichtigung der Sickerstromung bestétigen diese
Annahme.

Diskretisierungs:
niveau und
Numerik
10%

Blockwirkung
15%

odellierung 2D
zu 2.5D
60%

Sickerstromun
Kontinuum zu
Diskontinuum

15%

Bild 6.22 Zusammensetzung der Differenz der Versagenslasten von
2D-Diskontinuumsberechnung und 2'2D-Kontinuumsberechnung

Auch wenn der EinfluB aus der Numerik und der Sickerstrémungsberechnung nur
geschitzt wurde, zeigt die Auswertung der zahlreichen Vergleichsrechnungen deutlich
die Hauptursache des groBBen Abstandes der ermittelten Versagenslasten zwischen der
pseudo-raumlichen Kontinuumsberechnung und der ebenen Diskontinuums-
berechnung. Die in praktischen Staumauerberechnungen durchaus {ibliche
Modellierung des rdumlichen Trennflichensystems im pseudo-rdumlichen Geometrie-
modell fiihrt zur Instabilitit des Berechnungsmodells. Wenn nennenswerte
Ungleichgewichtskréfte in Richtung der Mauerachse auftreten, versagen sowohl
explizite als auch implizite Berechnungsstrategien. Stabilisierungen der pseudo-
rdumlichen Modelle in Richtung der wunendlich langen Mauer (z.B. mit
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Federelementen) zur Aufnahme der Ungleichgewichtskrifte zeigten keinen Einflu3 auf
den Berechnungsabbruch. Natiirlich ist es auch notwendig, zur Untersuchung des
Spannungsumlagerungsvermdgens in Richtung der Mauerachse den Einflul der
Talmorphologie zu beriicksichtigen. Zur Untersuchung der Standsicherheit unter
Beriicksichtigung des rdumlichen Trennflichensystems wird deshalb ein 3D-
Geometriemodell notwendig.

6.3 Berechnungen als 3D-Modell

In einer 3D-Berechnung sollen der Einflul des rdumlichen Trennfldchensystems auf
das Spannungs-Verformungsverhalten und die Moglichkeit der Spannungs-
umlagerungen senkrecht zur Mauerachse fiir den Lastfall Volleinstau untersucht
werden. In einer Laststeigerungsberechnung soll ein ausreichender Sicherheitsabstand
zwischen dem Volleinstau und einem eventuellen Versagenszustand nachgewiesen
werden. Die Berechnungen wurden mit einem Kontiuumsmodell unter Verwendung
elastoplastischer Materialroutinen zunédchst in ANSY'S durchgefiihrt.

Fiir die 3-dimensionale Modellierung der Talsperre wurden die Materialkennwerte der
Verformungs-, Permeabilitits- und Festigkeitseigenschaften der pseudo-rdumlichen
Berechnung (Kap. 6.1.2) verwendet. Analog der bisherigen Berechnungen wurden in
einer Lastgeschichteberechnung nach dem Primaérlastfall (Eigengewicht mit
Grundwasserstand in Talsohle) der Bau der Mauer und der Vollanstau in 2 Staustufen
simuliert. Aus einer rdumlichen Sickerstromungsberechnung, mit den StauhShen im
Reservoir, einer freien Sickerfliche auf der Talseite sowie undurchldssigen
Modellrdindern wurden der Stromungsdruck im Gebirge und der Auftrieb auf die
Mauersohle ermittelt. Beim stufenweisen Anstau wurde der Grundwasserstand im
gekliifteten Gebirge dem Staustand im Reservoir gleichgesetzt.

Ergebnisse der 3-dimensionalen Berechnung

Schon 1im Primérlastfall sind Plastizierungen in den Hangbereichen des
Talquerschnittes zu beobachten. Nach dem Bau der Mauer sind vor allem im linken
Hangbereich (vom Reservoir auf die Mauer gesehen) nahezu alle ac-Kliifte plastiziert.
Durch die Beriicksichtigung der Talhidnge kommt es erwartungsgemill zu einer
Versteifung der Mauer und die maximale Kronenverschiebung betrdgt nur 1.1 cm in
Reservoirrichtung (gegeniiber 2.2 cm = 2D, 2.3 cm = 2D). Fiir den Lastfall
Vollanstau kann ohne Konvergenzprobleme ein Gleichgewichtszustand aufgefunden
werden. Im Bild 6.23 ist deutlich zu sehen, dal} es beim Anstau zu einer leichten
Drehung der Talsperre kommt. Die maximale horizontale Verschiebung in Talrichtung
betrdgt in der Mitte des linken Hanges 4 cm, in der Talsohle ca. 3.3 cm und in der
Mitte des rechten Hanges ca. 1.9 cm. Die starken Horizontalverschiebungen resultieren
hauptsidchlich aus Plastizierungen entlang der ac-Kliifte/Querstérungen und zu
geringen Anteilen aus Plastizierungen der Schieferung bzw. der Schichtung. In der
Kartierung des grofBflichigen Erkundungsschurfes am linken Talhang [48] sind
Querstorungen in der Raumlage der ac-Kliifte als markante Storungselemente
gekennzeichnet, in denen es auch schon in der Vergangenheit Relativbewegungen
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gegeben hat. Diese Querstorungen fallen in Talrichtung zum linken Hang ein. Die
Festigkeiten der ac-Kliifte sind im Lastfall Vollanstau im gesamten Sohlbereich des
linken Hanges und bis in tiefe Felsbereiche iiberschritten. Aus den
Scherverschiebungen entlang der Querkliifte 148t sich die resultierende leichte
Drehung der Mauer gut erkléren.

A

.954E-04
.191E-03
.286E-03
.382E-03
.477E-03
.573E-03
.668E-03

Verschiebungen in Talrichtung (cm) Plastische Vergleichsdehnung (Elementwerte)

1

Verschiebungen in Talrichtung (cm) Plastische Vergleichsdehnungen (Knotenwerte)

Bild 6.23 Horizontalverschiebungen und plastische Vergleichsdehnungen im Lastfall
Vollanstau, Berechnung in ANSY S-elastoplastische Routine

Trotz dieser erheblichen Plastizierungen konnen die horizontalen Wasserlasten,

hauptséchlich iiber die Talsohle und die rechte Talflanke in den Untergrund eingeleitet
werden. Im Bild 6.24 sind die Konzentrationen der Horizontalspannungen (Sx in
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Talrichtung) zu sehen. Das z.T. groriumige Versagen des Trennflichensystems fiihrt
aber wie schon in den 2D- und 2/2D-Berechnungen nicht zum Versagen der Talsperre.

-.307722
-.17557
-.043419
.088733
.220885
.353036
.485188
.61734

L

Bild 6.24 Horizontalspannungen (S in Talrichtung in MN/m* ) im Lastfall Vollanstau
ANSY S-elastoplastische Berechnung

Bei den Laststeigerungsberechnungen konnte bis zur Laststufe 2.50*H ohne
Konvergenzprobleme und ohne deutliches Ansteigen der Horizontalverformungs-
gradienten ein Gleichgewichtszustand aufgefunden werden. Die weiteren
Plastizierungen konzentrierten sich im Gebirge am linken Hang, im Dichtungsschleier
und der wasserseitigen Dammsohle. Erst bei einer Horizontallaststufe von 2.90*H
versagte die Talsperre durch Schubversagen im intakten Fels. Bei Variationen globaler
und lokaler Konvergenzkriterien konnten keine Konvergenzprobleme festgestellt
werden und der EinfluB der Variation auf die Berechnungsergebnisse war
vernachldssigbar gering (unter 1%). Auf eine Berechnungen mit LS-DYNA3D wurde
deshalb verzichtet.

6.4 Zusammenfassung

Mit einer 3-dimensionalen Berechnung konnte ein ausreichender Sicherheitsabstand
der Talsperre unter der Beriicksichtigung des rdumlichen Trennfldchensystems und der
gegebenen felsmechanischen Kennwerte nachgewiesen werden. Die in den pseudo-
rdaumlichen Modellen zum Berechnungsabbruch fiihrenden Kraftumlagerungen in
Richtung der Mauerachse konnen in den Talflanken aufgenommen werden. Obwohl in
groflen Bereichen der Dammsohle und des Felsuntergrundes die angenommenen
Festigkeiten des Trennfldchensystems iiberschritten werden und es zu nennenswerten
Plastizierungen hauptsdchlich entlang der Querstérungen kommt, werden die
horizontalen Wasserlasten sicher in den Untergrund eingeleitet. Ein Versagenszustand
kann erst bei einer Horizontallaststufe von 2.90*H aufgefunden werden. Fiir das
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Versagen der Talsperre wird wie in den 2D-Berechnungen die Scherfestigkeit vom
intakten Fels im Nahbereich der luftseitigen Dammsohle maBBgebend.

Fiir notwendige Parameter- oder Lastvariationen der mechanischen Berechnung bzw.
der Stromungsberechnung oder ein exaktes Modellieren der im GrofB3schurf
aufgefundenen Querstérungen am linken Hang [48] muB ein 3-dimensionales
Geometriemodell verwendet werden. Plastizierungen im Trennfldchensystem fiihren zu
Kraftumlagerungen in Richtung der Mauerachse, die das Spannungs-Verformungs-
verhalten der Talsperre dominieren, aber im 2D- oder 2)2D-Geometriemodell nicht
erfallit werden konnen. Bei den Berechnungen im Diskontinuumsmodell konnte der
versteifende EinfluBl der Blockwirkung intakter Felsblocke quantifiziert werden (Kap.
6.2.2). Auf Grund des relativ geringen Einflusses auf die Versagenslasten (10%) kann
das regelmiBige Trennflichensystem in guter Nédherung als multilaminares
Ersatzmaterial modelliert werden. Bei der Beriicksichtigung der
Sickerstromungsberechnung auf die Standsicherheit der Talsperre liegen die
Kontinuumsmodelle in diesem Berechnungsbeispiel auf der sicheren Seite (Kap.
6.2.4). Ohne detaillierteres Wissen tiber dominante Kluftwasserleiter im Untergrund
sind 3-dimensionale Sickerstromungsberechnungen im Diskontinuum zur Beurteilung
der Standsicherheit deshalb nicht erforderlich. Sollen die Auswirkungen der nicht
unerheblichen Plastizierungen im Dichtungschleier im Lastfall Vollanstau auf dessen
Durchlédssigkeit  genauer untersucht werden, bieten sich 2-dimensionale
Diskontinuumsmodelle an. Die Belastungsrandbedingungen konnten dabei aus 3-
dimensionalen Kontinuums-berechnungen entnommen werden.

In den Vergleichsrechnungen der Kontinuumsmodelle mit den elastoplastischen
Routinen in ANSYS und LS-DYNA3D konnte wiederum nachgewiesen werden, daf}
die numerischen Pfadabhidngigkeiten aus der vielflichigen Plastizitdt minimiert werden
konnten. In den LS-DYNA3D Berechnungen waren die summierten Fehler der
Spannungsrelaxation tiber die gesamte Zeitschrittberechnung verschwindend gering
(Bild 6.13). Bei groBeren Konvergenzproblemen in impliziten Berechnungen (Kap.
6.2.3) kam es zum Berechnungsabbruch und bei der notwendigen Erhoéhung globaler
Konvergenzkriterien zum leichten Uberschiitzen der Tragfihigkeit. In diesen Fillen
konnten die Versagenslasten und Versagensmechanismen nur mit expliziten
Programmen sicher bestimmt werden. Die pseudo-viskoplastischen Berechnungs-
routinen zeigten die erwarteten numerischen Pfadabhédngigkeiten. Ein sicheres
Bestimmen von Versagenslasten war nicht moglich (Kap. 6.2.5).

Die Rechenzeiten der Lastgeschichteberechnungen bis zum Versagen der
Kontinuumsmodelle auf einem SGI R 10000 Prozessor lagen zwischen 6 Stunden
(implizit = wenig Konvergenzprobleme bzw. explizit = wenig statische
Gleichgewichtszustinde) und 2  Tagen  (explizit =  viele statische
Gleichgewichtszustéinde). Die Lastgeschichteberechnungen der Diskontinuumsmodelle
wurden auf einem PC mit 200 MHz-Prozessor gerechnet und benétigten mit lokaler
Dampfung und zahlreichen statischen Gleichgewichtszustinden ein bis zwei Tage.
Insgesamt konnten keine gravierenden Rechenzeitunterschiede festgestellt werden.
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Kapitel 7

Sanierung einer Schwergewichtsmauer mit leicht
gekrummter Mauerachse

In diesem Beispiel wird die Entwicklung eines geomechanischen Modells fiir die
Sanierung einer leicht gekriimmten Bruchsteinmauer (Bilder 7.1,7.3,7.7) aus
Natursteinen vorgestellt. Im ersten Schritt soll der vorhandene Zustand aufgenommen
und ein geeignetes Berechnungsmodell entwickelt werden. Im zweiten Schritt sollen
Sanierungsmafinahmen beurteilt werden.

7.1 Berechnung als 2D-Modell

Fir den vorhandenen Mauerquerschnitt in Talmitte soll in einer ebenen
Diskontinuumsberechnung die Standsicherheit untersucht werden.

JOB TITLE : Talsperre aus Bruchsteinmauerwerk (*10/2)

(448.8.2.1) | vas

UDEC (Version 3.00) (450,0)
446 m ii NN

LEGEND L 4425

30-Mar-98 17:22
cycle 23290

time 4.767E+00 sec
flow time = 4.767E+00 sec

L 4375

431.5m i NN
block plot A . [

L 4.275
L 4225

L 4175

(416,15)

AR nunEl USRI RNl

e, “ eaus
R,
““‘“ e “““ Ak T“.ﬂ.m “‘- “““““““
T R “““‘“““‘ sl
A P A
A AT A “ L ““
S "“-"-‘“«“‘%-(a“--- S
' 8 “‘ “““‘ “““‘

“‘-“‘ ey

4125

4.075

L 4025

Institute fur Strukturmechanik

7 | |
-1.250 -.750 -.260 250 750 1.250 1.760 2250 2.750 3.250
(*10M)

(* W- horizontale Wasserlast, G - Eigenlast der Mauer, Langenangaben in m)

Bild 7.1 2D-Modell der Talsperre mit Lasten beim Volleinstau,
Detail im Nahbereich der Mauer (Lidngenangaben in m)
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Der EinfluB der leichten Kriimmung der Bruchsteinmauer wird zunéchst
vernachldssigt. Mit dem DEM-Programm UDEC wurden die 34 m hohe Mauer und der
Felsuntergrund in einer Ausdehnung von 150 m in Talachse und 60 m Tiefe modelliert.
Im Nahbereich der Dammsohle wurde der vorhandene Trennflichenabstand
(ss=Im/K1=1m) sowie im Fernbereich ein groBerer Trennflichenabstand (3/3m)
verwendet (Bild 7.1).

B Annahmen zur Lastgeschichte:

1. Primérlastfall - Eigengewichtszustand mit erhohten Horizontalspannungen,
Grundwasserstand Oberfldche Geldnde

2. Eigengewicht Bruchsteinmauer und Aufbeton

3. Anstau bis maximal mdgliche Stauhdhe in zwei Schritten

B Annahmen zu den Lasten

- im Primérspannungszustand betragen die Horizontalspannungen 50% der
Vertikalspannungen aus dem Eigengewicht des Gebirges

- Kopplungen der stationédren Sickerwasserberechnung mit der mechanischen
Berechnung nach Staustufe 1 (Stauhohe 431.5 m) und Staustufe 2 (Stauhdhe 446 m )

B Annahmen zur stationdren Sickerwasserberechnung

- Stauh6hen als Randbedingungen im Reservoir

- freie Sickerflache auf der Luftseite

- Modellgrenzen und Mauerkorper undurchlissig

- teufenabhéngige Porenwasserdruckinitialisierung

- gleiche Durchldssigkeit aller Trennfldchen im Gebirge (kj = 0.00005 Pa’'s™)

- Durchlissigkeit der Trennfldchen im Dichtungsschleier — (k;=0.0000004 Pa’'s™)
- Trennflachenoffnungsweite (a=2mm)

- minimale Trennflachen6ffnungsweite (amin= 0.5 mm)

B Annahmen zu den felsmechanischen Kennwerten

- es wird elastisches Materialverhalten fiir den Aufbeton angenommen

- Festigkeitserhohungen der Trennflichen im Dichtungsschleier werden nicht in
Ansatz gebracht

Festigkeitsparameter [0) C 4 (PRes Chres @y
Schubbruchkriterium mit in in in in in in
Zugspannungsbegrenzung Grad |MN/m’|Grad |Grad |MN/m’ |MN/m’
Schiefergestein 45 0.8 1 45 0.8 | 0.075
Bruchsteinmauer 45 0.2 1 45 0.2 0.15
Maueraufstandsfldche 45 0.8 1 30 0.5 0.075
Trennfldchen

Schichtung SS  (B=11°)** 40 0.23 1 26 0.01 0.0
K]-Léingsstﬁmng (B = -760) 43 0.2 1 26 0.0 0.0

*alle Zugfestigkeiten fallen nach Uberschreiten des Zugbruchkriteriums auf Null
** Qrientierung von o siche Bild 4.1
Tabelle 7.1 Festigkeitsparameter der 2D-Berechnung
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Elastische Kennwerte der Blocke Erm Grm VRM Er Gr VR
MN/m? | MN/m” MN/m? | MN/m”

Sperrenbeton 22000 | 9167 0.20

Bruchsteinmauer 6000 | 2500 0.20

Dichtungs- bis 5 m unter Sohle | 6000 | 2790 | 0.075

schleier bis 7 m unter Sohle | 7000 | 3256 | 0.075

Felsuntergrund |bis 5 m unter Sohle | 5000 | 2174 0.15 7000 | 2917 0.20
ab 5 m unter Sohle | 6000 | 2609 0.15 9000 | 3750 0.20

Tabelle 7.2 Elastische Kennwerte des verschmierten und des intakten Materials

Der mittlere Trennflichenabstand aller Trennflichenscharen betrdgt ca. 1 m. Im
geomechanischen Modell werden Blocke mit mittleren Trennflichenabstinden von 1
m und 3 m modelliert. Die Trennflachensteifigkeitswerte waren nicht bekannt und
wurden aus Verformungsmoduln von gekliiftetem und intaktem Fels abgeschétzt (GI.
5.15/5.16). Mit Berechnungen im Lastfall Eigengewicht der Mauer und des Gebirges
wurden die gewdhlten Steifigkeiten untersucht. In einem Kontinuumsmodell in UDEC
wird dabei das gesamte Gebirge als ein Block mit verschmierten
Deformationskennwerten modelliert.

1 m Trennflichenabstand 3 m Trennflichenabstand

bis 5 m ab 5 m bis 5 m ab 5 m
ky in MN/m’ 17500 18000 * 5830 6000 *
ks in MN/m’ 8536 8570 2845 2855
* Werte nach G1.5.16/5.16 wurden verbessert
Tabelle 7.3 gewdhlte Steifigkeitswerte der Trennfldchen

Kontinuum Diskontinuum Abweichung in %

Energiebilanz * 620.8 +0.2** =621 | 594 +24.8=618.8 -0.4 %
max. Verschiebung
Dammkrone 1.173 cm 1.224 c¢cm +4.2 %

*setzt sich aus Verformungsenergie der Blocke und der Trennflichen zusammen
** kleiner Verformungsanteil aus Dammsohle

Tabelle 7.4 Vergleich der Berechnungen als Kontinuums- und Diskontinuumsmodell

Nach Verbesserung der geschitzten Normalsteifigkeiten (Tab. 7.3) im
Diskontinuumsmodell (Bild 7.1) ergaben sich nur noch Abweichungen in der
Energiebilanz von 0.4% und der Verformungsbilanz von 4.2%. Aufgrund des sehr
geringen Unterschiedes in der Energiebilanz kann davon ausgegangen werden, daf3 die
Elastizitdtswerte des Diskontinuums im realistischen Bereich liegen. Auf eine weitere
Modifikation der Trennfldchensteifigkeiten wurde verzichtet.
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Ergebnisse der 2D-Diskontinuumsberechnungen

Im Lastfall Eigengewicht der Mauer betrigt die horizontale Verschiebung der
Dammkrone 6.9 mm. Es treten Plastizierungen im gekliifteten Fels und in den
Trennflichen auf. Beim stufenweisen Anstau und der Beriicksichtigung einer
Unterstromung der Talsperre, kann das Stauziel 446 m nicht erreicht werden. Bei einer
Stauh6he von 444 m wird das letzte Mal ein Gleichgewichtszustand aufgefunden. Am
Bild der Geschwindigkeitsvektoren (Bild 7.2) ist deutlich zu erkennen, daB3 sich ein
Felskeil in Talrichtung herausschiebt. Die K1 Trennflichen am wasserseitigen
DammfuB reiBen auf. Die Offnungsweiten der Trennflichen betragen bis zu 1 cm. Der
EinfluB3 des Porenwasserdruckes ist dabei nur bis zur Staustufe 1 beriicksichtigt. Beim
Vollanstau und vollem Kluftwasserdruck versagt die Talsperre unter den gegebenen
Kennwerten. Die Dammsohle reif3t auf der Reservoirseite auf und die Talsperre gleitet
auf einem Felskeil ab. Wenn der Schubwiderstand dieses Felskeiles tiberschritten ist,
versagt die Mauer im Berechnungsmodell ohne gro3e Vorankiindigungen, wie z.B.
sichtbare Verformungsgradientendnderungen oder Anstieg der plastischen Energien.

JOB TITLE : Antau bis 444 m alte Talsperre (*1002)

UDEC (Version 3.00)

L 4475

LEGEND L 4.425
30-Mar-98 17:20

cycle 23290

time 4.767E+00 sec

flow time = 4.767E+00 sec

L 4375

L 4.325

boundary plot
velocity vectors

maximum = 1.944E-03 4275

0 1E-2
L 4.225
shear displacement on joint
max shear disp = 1.242E-02
each line thick = 2.484E-03
joint opening

max jnt opening = 1.148E-02
each line thick = 2.296E-03

o Lazs

T 4075

L 4.025
Institute fur Strukturmechanik

T T T T T T T T T T T T T T T T T T T
-1.250 -750 -250 250 750 1.250 1750 2.250 2.750 3.250
(1071)

Bild 7.2 Geschwindigkeitsvektoren (m/s) im Versagenszustand
Versagen durch Abscheren eines Gebirgskeiles

Auch eine pseudo-raumliche FEM-Berechnung im verschmierten Kontinuumsmodell
in ANSYS zeigte Standsicherheitsprobleme beim Vollanstau. Da die Mauer aber schon
90 Jahre ohne groflere Probleme steht, wurde vermutet, dal die Idealisierung als
unendlich lange Mauer das Tragfihigkeitsvermogen der Talsperre unterschitzt. In
einer 3D-Berechnung sollten die Tragfdhigkeitsreserven aus der leichten Kriimmung
der Mauerachse und der Einflu3 der Talmorphologie untersucht werden.
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7.2 Berechnung als 3D-Modell

Die Berechnungen im 3D-Geometriemodell wurden mit multilaminaren

elastoplastischen Materialmodellen im verschmierten Ersatzkontinuum in ANSY'S und

LS-DYNA-3D durchgefiihrt. In den LS-DYNA-3D Berechnungen sollen die

ermittelten Versagenslasten und Versagensmechanismen der impliziten Berechnungen

in ANSYS tiberpriift werden. In beiden Programmsystemen wurden identische

m  Elementierungen (8-Knoten-Volumenelemente)

m  Materialmodelle und -parameter

m Lasten (Eigenlast, Auftrieb, Stromungskrifte, hydrostatische Wasserlasten)

m Lastfolgen (Primirspannungszustand - Eigenlast Talsperre/Untergrund - Vollanstau
- schrittweises Erhohen der horizontalen hydrostatischen Wasserlasten auf die
Talsperre bis zum FEintritt des Versagens) verwendet.

Bild 7.3 Gesamtmodell der Talsperre
(Blick auf die Wasserseite der Mauer mit hydrostatischen Wasserlasten)

B Annahmen zu den Lasten

- keine erhdhten Horizontalspannungen im Primaérlastfall

- Beriicksichtigung der Unterstromung mit mechanischen Ersatzlasten
(Stromungsdruck, Abminderung Eigengewicht Fels und Auftrieb auf die Dammsohle)
- horizontale hydrostatische Wasserlasten auf den Dammkorper

B Annahmen zur stationdren Sickerwasserberechnung

- piezometrische Hohen als Randbedingungen im Reservoir

- freie Sickerflache auf der Luftseite

- isotrope Permeabilititen in den Trennfldchen (kg=0.00005 m/s)

- isotrope Permeabilitdten im Dichtungsschleier (k=0.0000004 m/s)

- keine Riickkopplung der mechanischen Berechnung auf Permeabilitdtsdnderungen
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B Annahmen zu den felsmechanischen Kennwerten

Die elastischen Kennwerte fiir die verschmierten Materialmodelle des gekliifteten
Gebirges, des Dichtungsschleiers, des Mauerwerks und des Aufbetons wurden analog
Tabelle 7.2 vereinbart. Nach Uberschreiten der Spitzenfestigkeiten wurden sowohl fiir
die Schubbruchkriterien als auch fiir die Zugspannungsbegrenzungen Restfestigkeiten
eingefiihrt. Das multilaminare Materialmodell wurde fiir alle Baustoffe und den
gekliifteten Gebirgsverband verwendet.

Festigkeitsparameter [0) C Gten \} (PRes CRres | OtenRes
Schubbruchkriterium mit in in in in in in in
Zugspannungsbegrenzung Grad |MN/m’| MN/m®| Grad | Grad |MN/m®| MN/m’

Aufbeton 45 0.20 0.20 1.0 45 0.10 0.10
horizontale Zugbegrenzung 45 0.20 0.0 1.0 45 0.10 0.0
Bruchsteinmauerwerk 45 0.20 0.15 1.0 45 0.10 0.0
Horizontalfuge 45 0.20 0.0 1.0 45 0.10 0.0

gekliifteter Gebirgsverband ( Tiefenangaben bezogen auf die Dammsohle)*

intakter Fels bis 5 m 45 0.80 0.075 1.0 30 0.50 0.0
intakter Fels ab 5 m 45 0.50 0.075 1.0 30 0.30 0.0
ss-Schichtung (345°/11°)** 40 0.23 0.0 1.0 26 0.01 0.0
k1-Langsstorung (115°/76°) 43 0.20 0.0 1.0 26 0.0 0.0
k2-Querstorung  (220°/70°) 43 0.20 0.0 1.0 26 0.0 0.0

*im Dichtungsschleier werden die Festigkeiten des gekliifteten Gebirgsverbandes angesetzt
** geomechanische Richtungswinkel

Tabelle 7.5 Festigkeitskennwerte der 3D-Berechnung
Ergebnisse der 3D-Kontinuumsberechnungen

Schon im Eigenlastfall konnte eine deutliche Versteifung der 3D-Modellierung
gegeniiber den 2D- oder 2)2D-Modellen beobachtet werden. Die Werte der
horizontalen Verschiebungen der Dammkrone lagen zwischen 2.15 (ANSYS-ep) und
2.45 mm (LS-DYNA). Sie betragen damit nur etwa 1/3 der mit dem 2D-Modell
berechneten Horizontalverschiebung. Fiir den Vollanstau kann ohne Probleme in allen
Berechnungen ein Gleichgewichtszustand aufgefunden werden. In den Spannungsplots
ist sowohl eine Bogenwirkung in Mauerldangsrichtung als auch eine Bogenwirkung
zwischen den Talflanken zu sehen. Bild 7.4 zeigt die dadurch erhohten Spannungen
auf der Wasserseite in Richtung der Mauerachse. Die nur leicht gekriimmte
Schwergewichtsmauer zeigt eine beachtliche Stabilisierung infolge der Ausbildung
eines Druckbogens sowohl in Richtung der Mauerachse als auch zwischen den
Talflanken. Die Plastizierungen im Lastfall Volleinstau sind auf kleinere Bereiche am
wasser- und luftseitigen Dammfull  beschrinkt. Die  Gradienten der
Verformungszunahme und die geringen Plastizierungen lassen vermuten, daf} die
Lasten sicher in das Gebirge eingeleitet und dort aufgenommen werden kénnen.
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ANGVS 5
SY (AVG)
DMX =.043128

=-1.487
=.1263919

-1.487
1.307
-1.128
.94871
.769438
.59016
.410895
.231624
.052352

)

BERRRARED ¢

Bild 7.4 Spannungen (MN/m?” )in Achsrichtung im Lastfall Vollanstau,
Schnitt in Talsohle

In der Folge wurden die horizontalen Wasserlasten bis zum Eintritt eines Versagens
gesteigert. Die Versagenslast konnte mit den elastoplastischen Algorithmen zwischen
1.96 (ANSYS) und 2.00-facher (LS-DYNA) horizontaler hydrostatischer Wasserlast
aufgefunden werden. In den elastoplastischen Berechnungen sind quantitativ und
qualitativ  gleichwertige Spannungs- und Verformungsniveaus und identische
Versagensmechanismen zu beobachten.

Aktivitit Zug (isotrop) Beton/MW Aktivitit Schub (isotrop) Beton/MW

000E+00 0.000E+00
1.667E-01 1.667E-01
3.333E-01 3.333E-01
5.000E-01 5.000E-01
6.667E-01 6.667E-01
8.333E-01 8.333E-01
1.000E+00 1.000E+00

Aktivitiat Horizontalfugen Beton/MW Plastische Dehnungen (xz-Gleitung)

ringe levels

0.000E+00 .653E-03
1.667E-01

3.333E-01 :3:22-83

5.000E-01 -7.074E-04

6.667E-01 -3.921E-04

LS-TAURUS 936.01 Feb96 8.333E-01 -7.679E-05

1.000E+00 2.385E-04

*zu Aktivitdten: 0.00 in keinem, 1.00 in allen GauB3punkten des Elementes Aktivititen {iberschritten

Bild 7.5 Aktivitidten im Bruchsteinmauerwerk/Beton des Mauerkorpers und plastische
Dehnung (xz-Richtung) im Versagenszustand der LS-DYNA3D Berechnung
(Blick von der Luftseite)
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Im Versagenszustand wird das Bruchsteinmauerwerk unmittelbar iiber der Dammsohle
beginnend im Bereich des linken Auflagers (Bild 7.7) bei einer Kronenverschiebung
von ca. 28 mm abgeschert und die Mauer gleitet in Talrichtung.

fringe levels
1.694E-05 >

ZHC}>VJWH<4

Bild 7.6 Geschwindigkeiten im Versagenszustand LS-DYNA3D (Blick von Luftseite)

Den Bildern 7.5/7.6 ist deutlich zu entnehmen, dafl das isotrope Schubbruchkriterium
im Bruchsteinmauerwerk fiir den Eintritt des Versagens der Talsperre mallgebend
wird.

EPPLEQV  (AVG)

DMYX =.043128
SMX =.003629
0

.403E-03
.807E-03
.00121
.001613

.002016
.00242
.002823

RHIRERRED

.003226
.003629

Bild 7.7 Plastische Vergleichsdehnungen in der Mauersohle
Versagen - elastoplastische Berechnung ANSY'S (Blick von unten)

Der EinfluB3 von unterschiedlichen Ddmpfungsreihen in der LS-DYNA Berechnung
oder von Konvergenzproblemen auf die Verschiebungsniveaus war in diesem Beispiel
vernachléssigbar gering (Bild 7.8). Bei den elastoplastischen Berechnungen konnten
somit keine nennenswerten Abhidngigkeiten der Ergebnisse von der Variierung
numerischer Parameter festgestellt werden (Bild 7.9). Das Erreichen fast identischer
Berechnungsergebnisse mit vollig unterschiedlichen lokalen und globalen
Berechnungsstrategien bestétigt wiederum, dal bei den elastoplastischen Algorithmen
die numerischen Pfadabhingigkeiten minimiert werden konnten. Bei den pseudo-
viskoplastischen Berechnungen konnten mit den gewihlten pseudo-viskoplastischen
Multiplikatoren kein Versagen im Bereich der Laststufe 2.0 ermittelt werden. Im
Gegensatz zu bisherigen Berechnungen wurden unterschiedliche pseudo-
viskoplastische Multiplikatoren fiir die isotropen und anisotropen FlieBkriterien
verwendet (Tab. 7.6).
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Horizontal [LS-DYNA LS-DYNAJANSYS - ANSYS - |JANSYS- ANSYS- |ANSYS -

lastfaktor |1** 2% epl ep2 vpl vp2 vp3
1,00 5,49 5,52 6,26 6,301 6,06 6,29 6,313
1,10 6,54 6,57 7,112 7,203 7,11 7,24 7,202
1,20 7,71 7,74 8,112 8,292 8,04 8,20 8,266
1,30 9,07 9,11 9,402 9,845 8,96 9,16 9,262
1,40 10,51 10,55 10,911 11,467 9,94 10,18 10,324
1,50 12,21 12,26 12,552 13,177 10,98 11,30 11,473
1,60 14,01 14,07 14,556 15,446 12,09 12,47 12,773
1,70 16,25 16,29 16,87 18,05 13,315 13,79 14,238
1,80 18,89 18,92 19,68 21,838 14,617 15,27 15,952
1,90 22,03 22,07 23,88 26,17 16,02 16,97 18,06
2,00 27,31 27,34 30,392 Versagen| 17,52 18,87 20,565
2,10 Versagen Versagen | Versagen 19,144 21,10 23,438
2,20 20,982 23,58 26,811
2,30 23,04 26,57 31,876
2,40 25,38 30,40 40,926
2,50 28,08 35,96 | Versagen

Rechenzeit] 63%** 49, 5% 7.5 13,5 5 8 12

in h*

Konvergenzkriterium*** 0,05% 0,02% 0,025% 0,02% 0,015%

pseudo-viskoplastische Multiplikatoren fiir isotrope £°=6E-6 (*°=1.E-5| {*°=2E-5

(intakter Fels/MW) und anisotrope FlieBbedingungen (TF) ¢""=8E-7 ¢'"=1.5E-6| {'"=2E-6

Lastinkremente bis Versagen 143 149 25 25 25

Iterationen bis Versagen 944 1696 639 1070 1666

* Rechenzeit bis zum Eintritt des Versagens fiir 1 Prozessor R 10000 SGI Power Challange
** statisches Gleichgewicht fiir Eigenlast, Vollanstau, stufenweise Laststeigerung (1.25,1.5,1.75,2.0)

**% 06 Ungleichgewichtskraft im Vergleich zur Gesamtlast

Tabelle. 7.6 Horizontalverschiebungen der Dammkrone (mm) bei den
Laststeigerungsberechnungen bis zum Eintritt des Versagens

Kronenverschiebung LS-DYNA3D

Horizontal in mm

LSDYNA 2
LSDYNA 1

~ - -
-

~ - -
| i

Sicherheit

o
o
mefz2ge

N

Bild 7.8 Verformungsgradienten der elastoplastischen LS-DYNA3D Berechnung
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Kronenverschiebung ANSYS elastoplastisch

£
£
£
s
c
(]
N
s
ANSYS-ep2
o o -
S =88 2 o ANSYS-ep1
T - 23T 8 2 o &>
T S o 2 & 8
Sicherheit T T

Bild 7.9 Verformungsgradienten der elastoplastischen ANSY'S Berechnung

Kronenverschiebung ANSYS pseudo-viskoplastisch

Horizontal in mm

ANSYS-vp3
ANSYS-vp2

1,00
120 1,40 469 180 500 ANSYS-vp1
ST 220 540

Sicherheit
Bild 7.10 Verformungsgradienten ANSYS Berechnung (pseudo-viskoplastisch)

Damit sollte der Tatsache der Verwendung pseudo-viskoplastischer Routinen fiir vollig
unterschiedliche Materialien (Fels, Mauerwerk, Beton) Rechnung getragen werden.
Die Verformungsgradienten der Kronenverschiebung (Bild 7.10) zeigen die
ausgepragte numerische Pfadabhingigkeit. Durch Vergrolern der pseudo-
viskoplastischen Multiplikatoren und Verkleinern der globalen Konvergenzkriterien
konnte im Lastfall vp-3 eine Anndherung an das Verschiebungsniveau der
elastoplastischen Berechnungen erreicht werden und ein Versagen bei einem
Lastfaktor von 2.5 aufgefunden werden. Insgesamt wurde die Tragfahigkeit der
Talsperre aber auch in dieser Berechnung erheblich iiberschitzt. In einer weiteren
pseudo-viskoplastischen Berechnung mit einem globalen Konvergenzkriterium von
0.1% der Ungleichgewichtskraft und einer weiteren Erhohung der pseudo-
viskoplastischen Multiplikatoren (*°=3E-5, ¢{""=4E-6) konnte ab einer Laststufe von
1.6*H (bei 15 cm Kronenverschiebung und 5000 Iterationen) keine Konvergenz mehr
erreicht werden. Auf weitere Variationen wurde verzichtet. Deutlich sind in diesem
Beispiel die zunehmenden numerischen Pfadabhingigkeiten bei der Verwendung
eigentlich  sinnvoll  erscheinender  unterschiedlicher  pseudo-viskoplastischer
Multiplikatoren zu sehen.
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7.3 Zusammenfassung

Mit einer 3D-Berechnung kann ein ausreichender Sicherheitsabstand der vorhandenen
Bruchsteinmauer mit den gegebenen felsmechanischen Kennwerten und Lasten
aufgefunden werden. Der deterministische Sicherheitsabstand bei Steigerung der
Horizontallasten liegt im Bereich von 1.94- bis 2.00-facher hydrostatischer
Horizontallast. Bei den impliziten elastoplastischen Berechnungen sind keine
nennenswerten Konvergenzprobleme oder numerische Instabilititen zu beobachten.
Der ermittelte  Versagensmechanismus, das isotrope Schubversagen im
Bruchsteinmauerwerk kann im multilaminaren Materialmodell gut beschrieben
werden. Ein nach der 2D-Berechnung vermutetes Versagen im gekliifteten Gebirge
konnte in der 3D-Berechnung nicht bestdtigt werden. Der Felsuntergrund nimmt die
eingeleiteten Lasten sicher auf. Eine diskrete Modellierung des gekliifteten Gebirge im
3D-Modell ist deshalb nicht notwendig. Auch von einer genaueren Untersuchung der
Unterstromung der Talsperre wurde unter der Malligabe der Erneuerung und der
Kontrolle der Wirksamkeit des Dichtungsschleiers abgesehen.

Der Rechenzeitvergleich in Tabelle 7.6 bedarf der Diskussion. Bei den Rechenzeiten
von LS-DYNA ist zu beachten, dafl zu Vergleichszwecken statische Gleichgewichts-
zustinde in mehreren Laststufen aufgesucht worden sind. Ist nur der statische
Gleichgewichtszustand eines bestimmten Lastfalles gesucht, waren die Rechenzeiten
wesentlich geringer (1/2 bis 1/10). Die Rechenzeiten in ANSYS zeigen erwartungs-
gemal eine starke Abhédngigkeit vom Grad der Nichtlinearitit (Konvergenzprobleme)
und vom gewiinschten Genauigkeitsniveau (Konvergenzkriterien). Insgesamt konnen
jedoch bei den elastoplastischen Routinen keine gravierenden Rechenzeitunterschiede
festgestellt werden. Bei den Rechenzeiten der pseudo-viskoplastischen Berechnungen
ist zu beachten, dafl zur sicheren Bestimmung der Versagenslasten weitere Variationen
notwendig sind. Aus der Tendenz der pseudo-viskoplastischen Berechnungen sind bei
besserer Anndherung an die Versagenslasten lingere Rechenzeiten zu erwarten. Der
gesamte Rechenzeitaufwand zum Erlangen gleichwertiger Ergebnisse ist deshalb
deutlich grofler als bei den elastoplastischen Berechnungen.

7.4 SchluBifolgerungen fiir die Sanierungsmafinahmen

Unter den gegebenen felsmechanischen Kennwerten kann die Standsicherheit der
vorhandenen Talsperre nachgewiesen werden. Die notwendigen Sanierungs-
mafinahmen am vorhandenen Mauerkdrper (Bild 7.11) konnen nach konstruktiven
Gesichtspunkten zur Abdichtung des Mauerkorpers und zur Erneuerung des
Dichtungsschleiers ausgefiihrt werden. Bei den geplanten Sanierungsmafinahmen wird
eine Asphaltbetonschicht zur wasserseitigen Abdichtung des Mauerkorpers mit einer
Schutzwand aus Stahlbeton gesichert. Die vertikalen Konstruktionslasten werden iiber
den Stahlbetonkontrollgang, die horizontalen Konstruktionslasten {iber Edelstahlanker
im Mauerkorper aufgenommen. Im Kontrollgang wird die Wirksamkeit der Dichtung
und des neuen Dichtungsschleiers tiberpriift. Dichtungsschleier, Stahlbetonschale und
Kontrollgang erhohen zusitzlich auch die Standsicherheit der Talsperre.
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Asphaltbeton, Drinbeton
und Gleitschicht

Schutzwand aus Stahlbeton

Bruchstein-
mauer

/Kontrollgang aus Stahlbeton

Dichtungsschleier

Bild 7.11 Abdichtung des Mauerkorpers und Erneuerung des Dichtungsschleiers

DMX =.007887
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Bild 7.12  Horizontalverschiebungen (m) in Talrichtung nach Volleinstau
Schnitt in der Talsohle

In einer weiteren 3D-Berechnung (ANSYS-elastoplastisch) ist der Bauablauf der
SanierungsmaBBnahmen und der Neueinstau der Talsperre simuliert worden. Bild 7.12
zeigt den Verformungszustand nach Volleinstau. An den maximalen horizontalen
Verschiebungen der Mauerkrone (Smm / im Vergleich zur alten Mauer ca. 6 mm =
Tabelle 7.6) ist die zusétzliche Versteifung der Talsperre durch den Kontrollgang und
die Dichtwand deutlich zu erkennen. Der Verschiebungsplot zeigt auch die im
Vergleich zur alten Staumauer gleichméBigere Finleitung der horizontalen
Wasserlasten iiber die gesamte Dammsohle.
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Kapitel 8

Zusammenfassung und Ausblick

Im Zentrum dieser Arbeit stehen die Eignung und die Weiterentwicklung numerischer
Methoden fiir Standsicherheitsberechnungen im gekliifteten Fels. Bei der
Klassifizierung von FEM-, FDM- oder DEM-Programmen wird zwischen vorhandener
physikalischer und notwendiger numerischer Leistungsfahigkeit fiir Berechnungen von
Versagensmechanismen und Versagenslasten unterschieden. Bei der Analyse der
physikalischen Leistungsfahigkeit werden Unterschiede aus der Materialmodellierung
in der Kontinuums- und der Diskontinuumsmechanik und deren Auswirkungen auf
mechanische und hydraulische Berechnungen im gekliifteten Fels diskutiert und am
praktischen Beispiel quantifiziert.

Inhaltlicher Schwerpunkt der Weiterentwicklungen ist die konsistente numerische
Umsetzung elastoplastischer Materialmodelle mit beliebig zusammengesetzten
mehrflachigen FlieBfiguren in expliziten und impliziten Berechnungstrategien.
Besonderer Wert bei der Entwicklung der Algorithmen wird darauf gelegt, da3 auBer
der Konvexitit der mehrflichigen Flieifigur keine weiteren Einschrankungen
vorausgesetzt werden. Damit ist es moglich, die Basismaterialgesetze jederzeit mit
wirklichkeitsndheren Materialgesetzen zu kombinieren bzw. durch wirklichkeitsnihere
Materialgesetze zu ersetzen.

Fiir implizite Berechnungsstrategien wird ein Kriterium zur eindeutigen Bestimmung
der abhingigen plastischen Multiplikatoren gleichzeitig aktiver FlieBbedingungen
hergeleitet. Das Kriterium sichert das eindeutige Bestimmen der Aktivitdten und das
richtige Abschreiten des Spannungspfades auf der beliebig zusammengesetzten
mehrfldchigen Flieffigur. Die zur Dbesseren Konvergenz der globalen
Gleichgewichtsiteration notwendige konsistente elastoplastische Tangente bei
mehrfléchiger Plastizitdt wird abgeleitet. In der Umsetzung in ANSYS konnte ein
leistungsfiahiger Algorithmus aus lokaler und globaler Inkrementierung fiir eine
effektive Verarbeitung mehrflichiger Plastizitit entwickelt werden. In expliziten
Berechnungsstrategien wird das Hauptaugenmerk auf die exakte Relaxation der
Versuchsspannungszustdande auf die FlieBfigur gelegt. In der Umsetzung in UDEC und
LS-DYNA3D werden die Aktivitdten der FlieBbedingungen festgelegt und eine lokale
Iteration zur Bestimmung konsistenter Spannungszustinde eingefiihrt. Wie die
Berechnungen an Verifikationsbeispielen zeigen, konnten in allen elastoplastischen
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Berechnungsroutinen die numerischen Pfadabhédngigkeiten aus den Singularititen in
den Ubergangsbereichen mehrflichiger FlieBfiguren minimiert werden. In den
Staudammberechnungen kann die Praxistauglichkeit aller Implementationen
nachgewiesen werden.

Die Ursachen fiir numerische Pfadabhingigkeiten der héufig genutzten pseudo-
viskoplastischen =~ Berechnungsroutinen = werden aufgezeigt. In  zahlreichen
Vergleichsrechnungen wird die bessere Eignung der entwickelten elastoplastischen
Berechnungsroutinen fiir Berechnungen in Grenztragfahigkeitszustinden gezeigt.

Durch die Implementation des multilaminaren Materialmodells in das DEM-Programm
UDEC konnen jetzt in einem Berechnungsprogramm diskrete und verschmierte
Materialmodelle beliebig kombiniert werden. Damit kann in Erweiterung bisheriger
DEM-Strategien beim Ubergang vom verschmierten Kontinuum zum Diskontinuum
der EinfluB3 der mechanischen Formulierung auf das Spannungs-Verformungsverhalten
von gekliiftetem Fels auch quantitativ analysiert werden.

Die Notwendigkeit der Untersuchung moglicher Versagensmechanismen und die
Motivation von Horizontallaststeigerungen bei Standsicherheitsberechnungen von
Schwergewichtsstaumauern wird diskutiert. An Hand praktischer Beispiele wird der
zum besseren Verstindnis der geomechanischen Problemstellung notwendige
Modellbildungsproze3 vorgestellt. Nur durch den Vergleich von Kontinuums- und
Diskontinuumsberechnungen konnte der EinfluB3 unterschiedlicher Idealisierungen auf
ermittelte Versagensmechanismen und Versagenslasten quantitativ erfalit werden. Erst
dann kann die Qualitdt und Brauchbarkeit des Berechnungsmodells zum Erfassen der
entscheidenden geomechanischen Problemstellungen besser eingeschitzt werden. Weil
das Systemversagen in beiden praktischen Beispielen vom isotropen Schubversagen
von intaktem Fels bzw. des Bruchsteinmauerwerkes eingeleitet wird und die
Trennflichenabstinde regelmdfig und relativ klein sind, konnte mit multilaminaren
Materialmodellen das Spannungs-Verformungsverhalten ausreichend gut beschrieben
werden. Vor einer Verallgemeinerung ist zu warnen. Wird das Systemversagen vom
Versagen des Trennflichensystems oder von Blockbewegungen dominiert, sollte die
Brauchbarkeit der Losung der Kontinuumsberechnungen in jedem Fall mit
Diskontinuumsberechnungen  iiberpriift =~ werden. In  beiden  praktischen
Aufgabenstellungen wurden 3-dimensionale Geometriemodelle zur Bestimmung von
Versagensmechanismen und Versagenslasten notwendig. Einmal war es die
Bogenwirkung der Mauer und einmal waren es Kraftumlagerungen im Felsuntergrund,
die das Spannungs-Verformungsverhalten dominierten, aber in 2D- oder 2%:D-
Geometriemodellen nicht erfalit werden konnten. Diese praktischen Beispiele zeigen,
daBl die Zuléssigkeit und Brauchbarkeit vereinfachter Geometriemodelle nicht immer
im Vorfeld abgeschitzt werden kann. Bevor Parameterstudien durchgefiihrt,
verbesserte Materialgesetze verwendet oder weitere Details beriicksichtigt werden,
sollten in jedem Fall die Angemessenheit des Geometriemodells und der mechanischen
Formulierung tiberpriift werden.
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Zusammenfassung und Ausblick

Ob die Ergebnisse mit impliziten oder expliziten Berechnungsprogrammen erzielt
werden, ist eigentlich sekundir. Die Berechnungen der Kontinuumsmodelle zeigen,
daB fiir ein sicheres Bestimmen der Versagensmechanismen und Versagenslasten
explizite Programme Vorteile bieten. Fiir praktische Standsicherheitsberechnungen von
Diskontinuumsmodellen sind z.Z. ausschlieBlich explizite Berechnungsstrategien
geeignet. Es konnte aber auch gezeigt werden, dal mit der entwickelten
elastoplastischen Materialroutine implizite Programme in Kontinuumsberechnungen
sich sehr gut den Grenztragfahigkeitsbereichen anndhern konnen. Die Eingangs
gestellte Forderung, dafl ein modernes geotechnisches Berechnungsprogramm die
Leistungsfahigkeit von Kontinuums- und Diskontinuumsmechanik mit den Vorteilen
impliziter und expliziter Berechnungsstrategien verkniipfen sollte, kann angesichts der
Erfahrungen bei den Standsicherheitsberechnungen nur unterstrichen werden.
Idealerweise konnten dann dem Bearbeiter die notwendige physikalische
Leistungsfihigkeit mit zweckmiiBigen numerischen Werkzeugen zum Uberpriifen der
Angemessenheit der Idealisierungen des geomechanischen Berechnungsmodells zur
Verfligung gestellt werden. Dabei sollte bei der Entwicklung des Berechnungsmodells
die VerhéltnismaBigkeit zwischen Geometriemodell, Materialgesetzen oder
numerischer Genauigkeit und dem Verstindnis bzw. dem Erfassen der
geomechanischen Problemstellung im Berechnungsmodell stdndig kritisch iiberpriift
werden.

Rechenzeitvergleiche zur Beurteilung der Eignung numerischer Methoden sind nur bei
gleicher physikalischer Leistungsfahigkeit statthaft und aussagekriftig. Generell sind
fir  vorwiegend lineare = Kontinuumsberechnungen  implizite —und  fiir
Diskontinuumsberechnungen explizite Berechnungsstrategien zu bevorzugen. Bei den
stark nichtlinearen Kontinuumsberechnungen bis in Grenztragfihigkeitszustinde der
2.D- und 3D-Geometriemodelle ist die Eignung stark vom gewiinschten
Genauigkeitsniveau und von Konvergenzproblemen impliziter Programme abhingig.
In den Staudammberechnungen konnten keine gravierenden Rechenzeitunterschiede
zwischen expliziten und impliziten Berechnungsstrategien festgestellt werden. Auch
aus Rechenzeitgriinden erscheint ein variabler Einsatz impliziter und expliziter
Losungsstrategien wiinschenswert.

Ein Hauptproblem der Verkniipfung expliziter und impliziter Programme sind die
unterschiedlichen Schwerpunkte bei der numerischen Formulierung der kinematischen
Beziehungen. In einer moglichst wirtschaftlichen Kompatibilitdt der Materialroutinen
erschliefit sich ein lohnendes Entwicklungsfeld. Dafiir wird eine Entkopplung der
Ermittlung  zuldssiger ~ Spannungszustinde, der  Geschichtsvariablen  des
Materialverhaltens und der fiir den globalen Iterationsprozef3 impliziter Programme
notwendigen Parameter erforderlich. Im Rahmen beliebig mehrflachiger Plastizitét
sollten dann die Ausgangsmaterialgesetze mit zunehmendem Wissensstand mit
besseren Materialgesetzen kombiniert werden bzw. durch bessere Materialgesetze
ersetzt werden konnen.
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