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Kurzfassung

Die GRS fiuhrte im Rahmen des vom BMWi finanzierten Vorhabens RS1509 Untersu-
chungen zu verschiedenen Phanomenen durch, die beim Aufprall von deformierbaren,
flissigkeitsgefillten, starren oder teilweise deformierbaren Stof3kérpern sowie bei Ein-
wirkung von Sprengstoffexplosionen auf Stahlbetonstrukturen auftreten kénnen. Die si-
cherheitstechnische Bedeutung der Forschungsarbeiten besteht in der Bewertung der
Aussagegenauigkeit von Analysemethoden zur Abschatzung der Auswirkungen bei
gezielter Einwirkung auf kerntechnische Gebaudestrukturen von auf3en. Hierbei wurde
an Phase Ill des VTT IMPACT Projekts sowie der CSNI-Aktivitdt IRIS_2012 teilge-
nommen. Im Rahmen des IMPACT Projekts wurde ein Versuchsprogramm zum Auf-
prall wassergefiiliter Projektile spezifiziert, von dem die ersten Versuche bereits durch-

gefuhrt wurden.

Einen Schwerpunkt der Forschungsarbeiten bildete die Untersuchung von Aufprall- und
Sprengversuchen mit Zielstrukturen aus Stahlbeton. Die Schadigungsmechanismen
der Stahlbetonplatten in den Aufprallversuchen (Versuche bei VTT und Sugano-
Versuche) umfassen Biegeversagen, Durchstanzversagen, Rissbildung, front- bzw.
rickseitige Betonabplatzungen, Penetration und Perforation. In der Auswahl der
Sprengversuche lag das Augenmerk auf den lokalen Schadigungsmechanismen von
rickseitigen Betonabplatzungen und Perforation. Die numerischen Simulationen zu
den Versuchen wurden mit den Rechenprogrammen AUTODYN /ANS 10/ und LS-
DYNA /LST 14/ durchgefiihrt. Im Hinblick auf die Ubertragbarkeit der Erkenntnisse aus
Analysen zu Versuchen wurde der Aufprall von StoRRkérpern komplexer Geometrie auf
Stahlbetonstrukturen untersucht. Neben der Simulation des bei SNL durchgefiihrten
Grol3versuchs zum Aufprall eines Militarflugzeugs vom Typ F4-Phantom erfolgten nu-
merische Studien anhand vereinfachter Stol3kdrpermodelle eines Passagierflugzeugs
vom Typ Airbus A320 und von Triebwerken des Typs CFM56, die z. B. im A320 einge-
setzt werden. Exemplarisch wurde der Aufprall dieser Modelle auf ein generisches Re-

aktorgebaude untersucht.

Zukunftige Arbeiten sollen sich insbesondere mit der Simulation von durch den Aufprall
auf Gebaudestrukturen induzierten Erschitterungen und deren Auswirkungen auf
Komponenten innerhalb der Gebdude befassen. Ferner sollen die Modellierung von
Triebwerksstrukturen verfeinert und die Simulation des Einflusses von Bligelbeweh-
rung in der Betonstruktur auf das Durchstanzversagen derartiger Strukturen mit ver-

schiedenen Materialmodellen verbessert werden.



Abstract

Within the framework of project RS1509 sponsored by the German Ministry BMWi GRS
investigated different phenomena which might occur during the impact of deformable,
liquid-filled, rigid or partially deformable missiles as well as during the detonation of
high-explosives on reinforced concrete structures. The safety-related significance of
the research work lies in the evaluation of analysis methods utilized for the assessment
of the load-bearing capacity of nuclear building structures subjected to targeted
external hazards. In this context participation in Phase Il of the VTT IMPACT project
and the CSNI activity IRIS_2012 contributed to achievement of the objectives. Within
the framework of the IMPACT project participation a test series dealing with partially
liquid-filled missiles was specified, from which first experiments have already been

performed.

One focus of the research work was the examination of impact and blast tests with
reinforced concrete target structures. Failure modes of the reinforced concrete slabs in
impact tests include bending failure, punching failure, cracking, spalling, scabbing,
penetration and perforation. The focus of the selected blast tests was related to the
local damage modes of scabbing and perforation. The numerical simulations on the
tests have been performed by using the analysis codes AUTODYN /ANS 10/ and LS-
DYNA /LST 14/.

Regarding application of findings from test analyses to real structures the impact of
missiles with more complex geometries on reinforced concrete structures was
examined. Beside simulation of the full-scale test carried out at SNL with a military
aircraft of type F4-Phantom, numerical studies with simplified impactor models of a
civilian aircraft of type Airbus A320 and jet-engines of type CFM56, used e.g. in the
A320 were carried out. Exemplarily, the impact of these models on a generic reactor

building structure was examined.

Future research work will address the simulation of induced vibrations of reinforced
concrete building structures subjected to missile impact and the consequences on
components inside the buildings. Further, modelling of jet-engines will be refined and
means to simulate the influence of shear-reinforcement in concrete structures on

punching failure using different constitutive models will be improved.
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1 Einleitung

Bei der Auslegung deutscher Kernkraftwerke gegen zivilisatorische Einwirkungen von
aul3en wurde fur den Lastfall Flugzeugabsturz der unfallbedingte Absturz eines Militar-
flugzeuges /RSK 96/ zugrunde gelegt. Als Folge der Terroranschldge vom 11. Sep-
tember 2001 wird beispielsweise von der US-NRC /NRC 11/ fur in den USA neu zu ge-
nehmigende Kernkraftwerke auch der gezielte Absturz grof3er Passagierflugzeuge bei
der Auslegung berticksichtigt.

Ein Flugzeugabsturz auf eine Stahlbetonstruktur kann sowohl lokale wie globale Be-
schadigungen der Struktur verursachen. Lokale Schadigungsmechanismen sind zu-
meist mit dem Aufprall von vergleichsweise starren Flugzeugkomponenten, wie z. B.
Triebwerkswellen, in Verbindung zu bringen. Die infolge des Aufpralls von stark ver-
formbaren Flugzeugkomponenten auf Stahlbetonstruktur wirkenden zeitabhangigen
Belastungen konnen, abhangig von der Aufprallflache und Geschwindigkeit, globale
und auch lokale Schadigungsformen erzeugen. Zusatzlich sind Besonderheiten des
Aufpralls von Treibstoffmassen zu beachten. Hierbei sind sowohl die raumliche Treib-
stoffverteilung als auch die Méglichkeit des Eintrages von Treibstoffmassen in das Ge-
baude von Interesse. Auswirkungen mdoglicher Brande werden im Rahmen dieses Vor-

habens nicht untersucht.






2 Zielsetzung und Arbeitsprogramm

2.1 Gesamtziel

Gesamtziel des vom BMWi finanzierten GRS-Vorhabens RS1509 ist die Entwicklung
und Erprobung von Analysemodellen zur Simulation der Phdnomene bei hochdynami-
schen Einwirkungen auf widerstandsfahige Strukturen unter komplexen Belastungs-
szenarien. Dabei steht die Simulation der Beanspruchungen von Stahlbetonstrukturen
unter Belastungen infolge des Aufpralls von Stol3kérpern komplexer Geometrien sowie

Sprengstoffexplosion im Vordergrund.

2.2 Einzelziele

Zur Simulation von Aufprallversuchen sollen komplexe Projektilstrukturen im Vorder-
grund stehen, wie sie etwa in Form von Flugzeugen als Verbund von verformbaren und
unverformbaren Teilen sowie Flissigkeitsmassen zu finden sind. Grundlage fir die Un-
tersuchungen sollen im In- und Ausland durchgefiihrte Aufprallversuche bilden. Hier
sollen schwerpunktmafig Versuchsreihen grof3skaliger Abmessungen, aber auch Ver-
suche klein- und mittelskaliger GréRenordnung betrachtet werden. Als Datenbasis fir
die angestrebten Simulationen komplexer Projektilstrukturen eignen sich die an den
SANDIA National Laboratories (SNL) durchgefihrten Aufprallversuche mit einem F4-
Phantom Militarflugzeug /SUG 93c/, /BAC 94/ sowie Versuche zum Aufprall von Flug-
zeugtriebwerken /SUG 93a/.

Aktuell werden am Technical Research Centre of Finland (VTT) im Rahmen des inter-
nationalen Forschungsprojektes IMPACT Aufprallversuche mit Beteiligung der GRS
durchgefuhrt /LAS 07/. Weiterhin stehen umfangreiche Daten zu den in den 70er und
80er Jahren in Meppen durchgefuhrten Versuchen zur Verfiigung /HOC 83/, /[HOC 87/.
Bei den Arbeiten sollen sowohl die Versagensphdnomene des Projektils als auch die
Schadigungsmechanismen der Targetstrukturen simuliert werden. Besonderes Au-
genmerk soll hierbei auf die Uberlagerung verschiedener Effekte bei komplexen

Lasteinwirkungen gelegt werden.

Weiterhin sollen Auswirkungen von Belastungen aus Sprengstoffexplosionen auf
Stahlbetonstrukturen in Anlehnung an geeignete ausgewahlte Versuche untersucht

werden. Dabei sollen komplexe Analysemodelle entwickelt und die Relevanz der Ein-



flussparameter Sprengstoffmenge, Bauteildicke, Betonfestigkeit, Bewehrungsgrad und
Abstand des Sprengstoffs vom Bauteil bestimmt werden. Als komplexe Simulationsme-
thode soll dafur, im Vergleich zu vereinfachten Verfahren mit begrenztem Anwen-
dungsbereich, das Rechenprogramm ANSYS AUTODYN /ANS 10/ eingesetzt werden,
um die Genauigkeit der Verfahren beziglich Aussagen zur Wirkung von Sprengstoffen

auf Stahlbetonstrukturen zu bestimmen und den Anwendungsbereich zu erweitern.

Insgesamt sollen im Sinne der Ubergeordneten Zielsetzung Analysemodelle entwickelt

und hinsichtlich ihrer Anwendung auf reale Strukturen erprobt werden.

2.3 Arbeitsprogramm

Zur Erreichung der Zielsetzung wurden zu den folgenden Arbeitspaketen (AP) Arbeiten
durchgefihrt und entsprechende Ergebnisse erzielt:

AP1: Analysen zu Versuchen mit Stahlbetonstrukturen unter Aufprallbelastung

In diesem Arbeitspunkt wird ausgehend von ausgewéhlten Aufprallversuchen das Ver-
halten von Stahlbetonstrukturen simuliert. Dabei werden insbesondere bislang noch

nicht bzw. noch nicht ausreichend betrachtete Phanomene untersucht.

Im Hinblick auf Fragestellungen beim Aufprall komplexer Projektilstrukturen auf Stahl-
betontargets werden Versuche, die von Sugano et al. /SUG 93a/, /SUG 93b/ mit Trieb-

werksstrukturen durchgefiihrt wurden, simuliert.

Bei den VTT Versuchen mit Wasserfullung wurde bislang noch nicht der Einfluss von
teilweise gefillten Tankstrukturen untersucht. Der mogliche Einfluss von Schwappef-
fekten auf den Last-Zeit-Verlauf und auf die Targetschadigung wird anhand von Versu-
chen im Rahmen der IMPACT Phase Il untersucht. Dabei wird durch aktive Teilnahme
der GRS Einfluss auf das Versuchsprogramm, insbesondere hinsichtlich Fragestellun-
gen einer Wasserfullung von Projektilen, genommen. Entsprechende Analysemodelle
fur Berechnungen mit ANSYS AUTODYN werden entwickelt, um die beobachteten
Phanomene zu simulieren. Erganzend hierzu stehen fur begleitende Analysen kleins-

kalige Versuche der MPA Karlsruhe mit einer starren Zielstruktur zur Verfigung.

Bislang waren die VTT Versuche derart ausgelegt, dass die Versagensmechanismen

Durchbiegen und Durchstanzen isoliert auftraten. Im nachsten Schritt werden Versuche



mit einer Kombination der Mechanismen durchgefihrt. Diese sind an den Meppener
Versuchen orientiert, weisen aber einen kleineren Mal3stab auf. Hieraus ergibt sich die
Mdglichkeit, einen Vergleich von Analysemodellen auf unterschiedlichen GréRRenskalen

anzustellen.

Weiterhin werden mdogliche Merkmale von Stahlbetontargets, wie etwa eine Vorspan-
nung und das Vorhandensein eines Liners, untersucht. Zum Einfluss der Vorspannung
des Betons auf das Durchstanzverhalten beim Aufprall starrer Projektile wurden bei
VTT bereits erste Versuche durchgefihrt. Es ist beabsichtigt, die Vorspannung in ent-
sprechenden Analysemodellen zu berlcksichtigen und den Einfluss auf die Grenztrag-
fahigkeit zu untersuchen. Das Aufbringen der Vorspannung auf die Betonstruktur kann
in ANSYS MECHANICAL berechnet werden. Zur weiteren Simulation des Aufprallvor-
gangs wird eine verfuigbare Schnittstelle zu ANSYS AUTODYN genutzt.

Als internationale Aktivitaten sind vorgesehen:

e Die Teilnahme an dem von VTT geleiteten internationalen Projekt IMPACT
Phase Il mit aktiver Einflussnahme auf die Gestaltung der Versuchsmatrix so-

wie die Durchfiihrung der Versuche

¢ Die Teilnahme an den internationalen Aktivitaten IRIS 2012 mit Simulation von
Laborversuchen zum Betontest, Nachrechnungen zu den Versuchen aus
IRIS_2010

AP2: Modellentwicklung fur komplexe Projektilstrukturen

Der bei SNL durchgefuhrte Versuch zum Aufprall eines F4-Phantom Militarflugzeuges
auf einen starren Betonkorper /SUG 93c/ wird mit einem Analysemodell, das die Flug-
zeugstruktur enthalt, simuliert. Das Fragmentierungsverhalten sowie die ermittelte
Last-Zeit-Funktion werden mit den Versuchsergebnissen verglichen. Der mittlere Last-
Zeit-Verlauf beim Aufprall deformierbarer Projektile wird haufig gemafl der Methode
von Riera /RIE 68/ als Summe von Tragheitskraften und Berstlast angegeben. Bei
kleinskaligen Projektilen, wie sie etwa in RS1182 betrachtet wurden, dominiert die
Berstlast den Last-Zeit-Verlauf, wohingegen bei grol3en Projektilen die Tragheitskrafte
den Last-Zeit-Verlauf bestimmen. Es ist daher zu prifen, inwieweit die Materialgesetze
sowie die Berilicksichtigung struktureller Details des Projektils bei der Simulation grof3er

Projektilstrukturen von Bedeutung fiur die Last-Zeit-Funktion sind. Ebenso werden Mo-



dellansatze fur ANSYS AUTODYN zum Aufprall groRBer Passagierflugzeuge sowie

Flugkorper mit groRer konzentrierter Masse entwickelt.

AP3: Modellierung grofRer Zielstrukturen unter komplexer Belastung

Die in AP2 entwickelten Modelle von Flugkorpern werden in AP3 zur Simulation des
Aufpralls auf groRe Gebaudestrukturen aus Stahlbeton angewendet. Dabei wird der
Einfluss unterschiedlicher Anséatze bei der Approximation der Oberflachen- und der
Schubbewehrung in den Analysemodellen untersucht, insbesondere ob samtliche Be-
wehrungsstabe modelliert werden sollten oder mehrere Bewehrungsstéabe zusammen-
gefasst werden kénnen, ob geeignete Schalenelemente die Wirkung der Oberflachen-
bewehrung simulieren kdnnen oder ob eine Verschmierung der Bewehrung in den Be-
tonelementen ausreichend ist. Weiterhin wird untersucht, wie Aussagen zur Integritat
der Zielstrukturen aus Stahlbeton von Annahmen bezlglich der Dehnratenabhangigkeit
der Materialdaten, der Versagensparameter fiir Bewehrungsstahl, Beton und der Pro-
jektilstrukturen sowie der Netzstruktur des Analysemodells abhangen.

AP4: Simulation der Phanomene bei Explosionseinwirkung auf Stahlbetonstruk-
turen

Analysemodelle zu ausgewahlten in /EBP 82/ beschriebenen Stahlbetonplatten werden
entwickelt und Berechnungen zu den Auswirkungen infolge Sprengstoffexplosion mit
verschiedenen Annahmen zur Sprengstoffmenge und fur verschiedene Abstande der
Sprengladung (geballt, unverddammt) von der Targetstruktur durchgefiihrt. Dabei wer-
den verflgbare Erkenntnisse zur Dehnratenabhangigkeit von Beton und Bewehrungs-
stahl berlcksichtigt. Die Berechnungsergebnisse werden mit entsprechenden Ver-
suchsergebnissen sowie Ergebnissen aus den empirischen Gleichungen in /EBP 82/
sowie Abschatzung nach /DOF 08/ unter Beriicksichtigung der Giltigkeitsbereiche ver-
glichen und bewertet. Dabei wird das komplexe Rechenprogramm ANSYS AUTODYN

eingesetzt.



3 Stand der Wissenschaft und Technik und bisherige
Arbeiten der GRS

3.1 Thema: Auswirkungen von Aufprallbelastungen

Zum Thema Auswirkungen von Aufprallbelastungen auf Stahlbetonstrukturen wurden
experimentelle Untersuchungen, insbesondere zum Aufprall von rohrférmigen Projekti-
len auf Stahlbetonplatten in den 70er und 80er Jahren an der Erprobungsstelle 91 der
Bundeswehr in Meppen durchgefiihrt /[HOC 83/, [HOC 87/.

Zur Validierung bestehender Rechenmodelle fir die Abschatzung von Last-Zeit-
Funktionen bei Flugzeugabstiirzen wurde an den Sandia National Laboratories (SNL)
in OriginalgroRe ein Aufprallversuch mit einem F4-Phantom Militéarflugzeug durchge-
fuhrt /SUG 93c/. Ferner fanden Versuche zum harten Aufprall von triebwerkartigen
Strukturen auf Stahlbeton statt /SUG 93a/, /SUG 93b/. Die Besonderheiten des Auf-
pralls grol3er Flissigkeitsmassen auf Stahlbetonplatten wurden ebenfalls bei SNL
/HES 06/ untersucht.

Im Rahmen des internationalen Projektes IMPACT werden seit 2005 bei VTT Aufprall-
versuche /LAS 07/ mittlerer GrolRenskala durchgefiihrt. Die Experimente werden zur
guantitativen Beschreibung von Phanomenen beim Aufprall deformierbarer Stof3kérper,
des Einflusses von Flussigkeitsfullungen der Sto3kdrper sowie des harten Aufpralls
starrer StoRBkorper durchgefiihrt. Es werden zahlreiche Versuchsparameter variiert, um
ihren jeweiligen Einfluss auf Projektil- und Targetverhalten herauszuarbeiten. Das Ver-
suchsprogramm wird durch vergleichende numerische Simulationen der Projektpartner

begleitet.

Bei der Materialprifungs- und Forschungsanstalt (MPA) des Karlsruher Instituts fiir
Technologie (KIT) wurden kleinskalige Versuche zum Anprall diinnwandiger Behalter
mit und ohne Flussigkeitsfillung auf starre Zielstrukturen /KRE 03/, /RUC 10/ durchge-
fuhrt, welche als Grundlage fir die Validierung von Rechenmodellen zur Ermittlung von

Last-Zeit-Funktionen genutzt werden kénnen.

Der Last-Zeit-Verlauf beim Aufprall deformierbarer Projektile wurde bisher Ublicher-
weise gemal der Methode von Riera /RIE 68/ als Summe von Tragheitskraften und
Berstlast abgeschétzt. Ein so ermittelter Last-Zeit-Verlauf kann zusammen mit einer

entsprechenden Aufprallflache als Lastannahme fur die Analyse der globalen Struktur-



antwort dienen. Getrennt davon kann nach /LIQ 05/ die Beurteilung von lokalen Scha-
digungsmechanismen, wie etwa Durchstanzen und Perforation, beispielsweise anhand
von empirischen Formeln, semiempirischen analytischen Anséatzen oder auch aufwan-
digen Simulationen mit komplexen Programmsystemen erfolgen. Zunehmend stellen
Autoren /ARR 07/, /BRA 08/, /HEN 07/, /ITO 05/, /JOV 07/, IKAT 04/, /KIR 09/,
/STE 09/ Analysemodelle fir komplexe Programmsysteme vor, in denen der Belas-
tungsfall Flugzeugabsturz im Rahmen einer numerischen Simulation als komplexes
Kontaktproblem zwischen StofRkoérpern und Gebaudestruktur behandelt wird. Fiur die
aufprallenden Flugzeuge einschlie3lich Tankflllungen sowie harter und deformierbarer
Teile werden Modelle mit hohen Detaillierungsgraden entwickelt. Eine derartige Vor-
gehensweise findet auch zunehmend Eingang in die Genehmigungsverfahren einzel-

ner Lander fir neue Reaktoren.

Im Rahmen des Vorhabens RS1146 /GRS 03/ hat die GRS mit kompetenten Partnern
die Thematik des Aufpralls eines Verkehrsflugzeuges auf kerntechnische Anlagen, ins-
besondere die resultierenden mechanischen und thermischen Einwirkungen, experi-
mentell und analytisch untersucht. Es konnte gezeigt werden, dass sich mit den bereit-
gestellten Simulationsmodellen zur Beschreibung der wesentlichen Phanomene Analy-
sen der Auswirkungen eines solchen Anschlags auf kerntechnische Anlagen durchfiih-
ren lassen. Bei den Untersuchungen wurde jedoch, bedingt durch die zeitlichen Vorga-
ben des Vorhabens, deutlich, dass die bereitgestellten Simulationsmodelle teilweise
auf stark vereinfachten Annahmen beruhen und die gewonnenen experimentellen Da-
ten vertieft ausgewertet werden sollten. Weiterhin sollten zusatzliche, in anderen Lan-
dern durchgefilhrte Experimente und Analysen in die Modellentwicklung einflieBen

bzw. zur Uberpriifung der Modelle herangezogen werden.

Im Rahmen des Vorhabens RS1167 /SIE 08a/, /SIE 08b/ erfolgte die Qualifizierung von
Analysemodellen zu ausgewahlten Aufprallversuchen mit einfachen Projektilgeomet-
rien, welche jeweils ein definiertes eindeutiges Versagensverhalten zeigen. Dabei
stand die Simulation des Verhaltens von deformierbaren Projektilen beim Aufprall auf
starre Zielstrukturen im Vordergrund, wobei das Rechenprogramm ANSYS AUTODYN
IANS 10/ eingesetzt wurde. Hierzu wurden vornehmlich Aufprallversuche der MPA
Karlsruhe /KRE 03/, /RUC 10/ simuliert.

In RS1182 erfolgte eine verstarkte Analyse von im In- und Ausland durchgefiihrten
Aufprallversuchen mit Stahlbetontargets, insbesondere hinsichtlich der Simulation von

Schadigungsphanomenen des Targets. Dabei wurden auch die Effekte von Flussig-



keitsflllung der Projektile hinsichtlich der Last-Zeit-Funktion und der Schadigungsme-
chanismen in der Zielstruktur untersucht. Die Versuche von VTT weisen eine mittlere
GroRRenordnung auf, wahrend die Versuche in Meppen und bei SNL annéhernd origi-
nalmafRstabliche Abmessungen besitzen. In den Versuchen kommen verformbare und
unverformbare Projektile sowie verformbare Projektile mit Wasserfullung zum Einsatz.
Die Schadigungsmechanismen umfassen globales Biegen und Rissbildung, lokales
Scabbing und Spalling, Stanzen, Penetration und Perforation.

Zur Erweiterung des Datenbestandes fur numerische Analysen erfolgte im Rahmen bi-
lateraler Kooperationen der Austausch von Versuchsergebnissen. Der Vergleich von
Analyseergebnissen mit Organisationen im In- und Ausland tragt dazu bei, die Analy-
sefahigkeiten zu verbessern. Gezielte Vergleichsrechnungen zu Aufprallversuchen fin-
den dabei bei der Aktivitat IRIS 2010 der WGIAGE des CSNI der OECD-NEA und im
Rahmen des VTT IMPACT Projektes statt.

Bei der Behandlung von Flussigkeitsfullungen in den Sto3kérpern hat sich gezeigt,
dass die SPH (smoothed-particle-hydrodynamics) -Formulierung in AUTODYN prinzi-
piell dazu geeignet ist, die aus strukturmechanischer Sicht wesentlichen Ph&nomene
beim Aufprall von flussigkeitsgefullten dinnwandigen Behéltern zu beschreiben. Hierzu
wurden Simulationen von Aufprallversuchen verschiedener Grolienordnung durchge-
fuhrt. Prinzipiell erscheint es auch moglich, den Flissigkeitseintrag durch eine Barriere
aus Stahlbeton nachzuverfolgen. Es kann im Fall des volligen Strukturversagens eine
grobe Abschéatzung der eingetragenen Flissigkeitsmenge angegeben werden, wobei

Abhangigkeiten von den Modellierungsparametern zu beachten sind.

3.2 Thema: Auswirkungen von Explosionsbelastungen

Ein Uberblick zu den Effekten von Explosionen auf Strukturen ist in /NGO 07/ enthal-
ten. Untersuchungen zum Verhalten von Beton- und Stahlbetonbauteilen infolge Belas-
tungen durch Sprengstoffeinwirkung sind u. a. zur Bestimmung der Resttragfahigkeit
derartiger Bauteile durchgefuihrt worden /GEB 10/, /HER 02/, /PLO 02/, /SCH 07/. Wei-
terhin kénnen diese Untersuchungen zur Auslegung bzw. im Bedarfsfall zur Aufristung
baulicher Strukturen gegen Sprengstoffbelastung dienen. In /YIN 08/ wird auf der
Grundlage der ,High Fidelity Physics Based* (HFPB) Methode eine Analyse lokaler
Zerstorungsvorgange an einer Stahlbetonwand vorgestellt, die einer Sprengstoffbelas-

tung ausgesetzt wird. Hierbei wird ein Schadigungsmodell fir Beton verwendet, das



den Effekt hoher Dehnraten und eine ungleichférmige Verteilung des Spitzendrucks
bertcksichtigt. Auswirkungen von Belastungen aus Sprengstoffexplosionen auf Stahl-
betonstrukturen wurden bisher in sehr beschranktem MaRe auf Basis einzelner weni-
ger Experimente untersucht. Beziglich Belastungen, die durch diese Experimente nicht
abgedeckt waren, wurden Auswirkungen von Sprengstoffexplosionen auf Stahlbeton-
strukturen durch Anwendung vereinfachter empirischer Verfahren, z. B. nach /EBP 82/
und /DOF 08/, abgeschatzt. Der Nachteil der vereinfachten Verfahren besteht darin,
dass fur die Parameter Sprengstoffmenge, Bauteildicke, Betonfestigkeit, Bewehrungs-
grad und Abstand des Sprengstoffs vom Bauteil nur eingeschrankte Bereiche definiert
sind, so dass insbesondere die Wirkung groRRerer Sprengstoffmengen nicht ausrei-
chend abgedeckt ist. Die Aussagefahigkeit reicht lediglich fur grobe Abschatzungen

aus und ist teilweise mit erheblichen Unsicherheiten verbunden.

Auswirkungen von Sprengbelastungen auf Stahlbetonbauteile bzw. -strukturen werden
seit mehr als 20 Jahren von der GRS mit Hilfe der vereinfachten Verfahren nach
/EBP 82/ und /DOF 08/ im Rahmen von Fragestellungen zur Sicherung kerntechni-
scher Anlagen gegen StormafRnahmen und Einwirkungen Dritter abgeschatzt und be-
wertet. Durch Simulation mit geeigneten komplexen Analysemethoden basierend auf
der Finiten Elemente Methode kann die Aussagegenauigkeit der Wirkung von Spreng-
stoffen auf Stahlbetonstrukturen, inshesondere hinsichtlich eines groReren Glltigkeits-

bereichs der einzelnen Parameter, verbessert werden.
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4 Methodische Aspekte

In den folgenden Abschnitten sind methodische Aspekte zusammengefasst, die bei
den Analysen zu Aufprallversuchen, Sprengversuchen und Flugzeugabsturzszenarien
eine wesentliche Rolle spielen. Dabei steht die Werkstoffcharakterisierung der in den
Versuchen und Szenarien beteiligten Materialien, insbesondere die fur die Projektile
und die Bewehrungsstébe verwendeten Stéhle sowie die Betone der Targetstrukturen.
Dafur stehen in den Simulationsprogrammen verschiedene parametergesteuerte Mate-
rialmodelle zur Verfliigung, die werkstoffspezifische Eigenschaften durch geeignete Pa-
rameteranpassung beschreiben kdnnen. Teilaspekte der angesprochenen Punkte wur-
den bereits im Abschlussbericht des Vorhabens RS1182 /GRS 12/ untersucht.

4.1 Werkstoffcharakterisierung von Stahl mit dem Johnson-Cook-Modell

Dieser Abschnitt erlautert das Johnson-Cook-Festigkeitsmodell /JOH 83/ und das
Johnson-Cook-Versagensmodell /JOH 85/. Diese Modelle wurden im Vorhaben
RS1509 Uberwiegend zur Darstellung des Materialverhaltens von Stahl verwendet.
Hierzu zahlen zum einen Projektilstrukturen in Aufprallversuchen sowie Flugzeugab-

sturzszenarien und zum anderen Bewehrungsstahle in Stahlbetonstrukturen.

Im Johnson-Cook-Modell berechnet sich die Festigkeit zu einer plastischen Dehnung
€y gemaf Gleichung (4.1), welche die Modellparameter A, B und n sowie C und m ent-
halt. Der erste Faktor beschreibt das Verfestigungsverhalten bei plastischer Verfor-
mung. Steigerungen der Festigkeit infolge von Dehnrateneffekten werden durch den
zweiten Faktor beschrieben. Thermische Effekte kdnnen Uber den dritten Faktor be-
ricksichtigt werden. Bei den im Rahmen von RS1509 untersuchten Aufprallvorgéngen
werden letztere vernachlassigt, da die Prozesse innerhalb sehr kurzer Zeiten ablaufen,

in denen keine nennenswerten Temperaturanderungen stattfinden.
o=(A+B-&}) (1+C-Ingy)- (1 —[T*]™) (4.1)

In Gleichung (4.1) tritt die in Gleichung (4.2) definierte normierte Dehnrate sowie die in
Gleichung (4.3) definierte homologe Temperatur auf. Die Referenzdehnrate sollte der
guasi-statischen Dehnrate von Versuchen zur Materialcharakterisierung entsprechen,

anhand derer die Parameter A, B und n abgeleitet wurden.
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&y = —— (4.2)
Epl,ref
T =Ty
T —— 4.3
Tmelt - Tref ( )

Das Versagensmodell von Johnson-Cook /JOH 85/ nutzt den nach Gleichung (4.4) de-
finierten Schadensparameter. Materialversagen tritt fur D = 1 ein, d. h. wenn die akku-
mulierten plastischen Dehnungen die Bruchdehnung tberschreiten.

b= ZAj (4.4)

&
Agy f

Hierbei ist die Bruchdehnung gemaf Gleichung (4.5) zu berechnen, wobei die Modell-

parameter D;-Ds verwendet werden.
g =(Dy+Dy-e%%)-(1+ Dy Iné")-(1+Ds T (4.5)

Der erste Faktor beschreibt die Abhangigkeit der Bruchdehnung von der Spannungs-
mehrachsigkeit, welche gemaf Gleichung (4.6) als Verhéaltnis von negativem hydrosta-

tischem Druck und von Mises Vergleichsspannung definiert ist.

o= ——F (4.6)

Oyon Mises

Weiterhin enthalt Gleichung (4.5) Faktoren zur Bertcksichtigung des Einflusses von
Dehnrate und Temperatur auf die Bruchdehnung. Diese Effekte werden im Rahmen
der Analysen im Vorhaben RS1509 jeweils vernachlassigt, weil fir die Dehnrateneffek-
te keine Erkenntnisse vorliegen und die Temperaturabh&ngigkeit im Hinblick auf die

hohen Geschwindigkeiten vernachlassigbar ist.

Im Folgenden wird eine mogliche Variante zur Anpassung der Parameter an eine im
Rahmen des VTT Projektes IMPACT gegebene statische Spannungs-Dehnungs-
Beziehung beschrieben. Die Projektile bei den IMPACT Versuchen der B/L-Reihe sind
rohrférmig und haben tberwiegend Bereiche mit Wandstarke von 2 mm. Abb. 4.1 zeigt
die Abmessungen der gemalR /DIN 04/ zu verwendenden Zugprobe flr ein 2 mm star-

kes Blech sowie ein zugehtriges FE-Netz fir das Rechenprogramm LS-DYNA. Bei
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dem Material handelt es sich um Edelstahl (EN 1.4432), welcher unter anderem fir die
Projektile der sog. B/L-Reihe (vgl. 5.3) des IMPACT Projektes eingesetzt wird. Um den
Bereich der Einschnirung festzulegen, weist der mittlere Teil des Rechennetzes eine
geringfugig geschwachte Blechdicke von 1,99 mm auf. Der Zugversuch wird verschie-

bungskontrolliert durchgefuhrt.

7
!t
& -
S &
I n
) m
el = TN
h =50 | L, =80 | h =50
L,=120
L =250

Abb. 4.1 Geometrie nach /DIN 04/ und LS-DYNA Modell der ebenen Probe fir ein-
achsigen Zug (Blechdicke 2 mm)

Ublicherweise werden technische Dehnungen (Ingenieurdehnung €.ng) und Spannun-
gen (Ingenieurspannung O.,y) bereitgestellt (vgl. Abb. 4.2, rechtes Bild). Diese werden
geman den Gleichungen (4.7) und (4.8) in wahre Dehnungen und Spannungen lber-
fuhrt. Es ist zu beachten, dass die Gultigkeit dieser Beziehungen lediglich bis zum Er-
reichen der Gleichmafl3dehnung bzw. bis zum Einsetzen von Einschnirung gegeben

ist.
Etrue = IN(Eeng + 1) (4.7

Otrue = Oeng (Eeng + 1) (4.8)

Zunachst ist anhand der wahren Spannungs-Dehnungs-Beziehung der elastische Be-
reich zu identifizieren und ein E-Modul zu entnehmen. Hieraus lassen sich Datenpaare
von plastischer Dehnung und wahrer Spannung ermitteln (vgl. Abb. 4.2, linkes Bild).
Fur die auf diese Weise ermittelten Daten wird mittels des Levenberg-Marquardt-
Algorithmus eine nichtlineare Regression an dem statischen Anteil von Gleichung (4.1)
durchgefuhrt. Die Regression ergab A=87,0 MPa, B =661,0 MPa und n =0,1604.
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Aus der wahren Spannungs-Dehnungs-Beziehung ergab sich ein E-Modul von
207,6 GPa. Abb. 4.2 (links) zeigt die Modellkurve nach Gleichung (4.1) im Vergleich zu
den Datenpaaren, welche den Versuchsdaten entnommen wurden. Rechts in Abb. 4.2
erfolgt der Vergleich der mit vollintegrierten Schalenelementen in LS-DYNA (Element-
form 16) berechneten technischen Spannungs-Dehnungs-Beziehung mit den Ver-
suchsdaten. Zu beachten ist, dass der Parameter A nicht mit der FlieRgrenze o, des
Materials identisch sein muss und vielmehr als anpassbarer Modellparameter aufge-
fasst werden kann. Die Wahl von A = g in Gleichung (4.1) kann insbesondere die An-
passung im Bereich des Ubergangs von elastischem zu plastischem Materialverhalten

erschweren.

ERGEBNIS PARAMETERANPASSUNG TECHNISCHE SPANNUNGS-DEHNUNGS-KURVEN
- - - © - - -
a
© =
o -~
= g
5 &
3 (V]
©
% 5
S =z
2 2
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E 2]
@ =
« : : ! 3 : !
' H z 100 f----comvemmmnimnaeaiaaaaas
£ o200 R - DATEN VTT —— % o DATEN VTT ——
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150 i i T : . 0 i | i : . : :
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0 0.01 002 003 004 005 006 007 0.08
PLASTISCHE DEHNUNG ¢ / mm/mm TECHNISCHE DEHNUNG ¢g,g / mm/mm

Abb. 4.2  Ergebnisse einer Anpassung des Johnson-Cook-Festigkeitsmodells an
Versuchsdaten fiir dinne Edelstahlbleche (Zugprobe nach /DIN 04/)

Auf Anregung der GRS wurden im Rahmen des IMPACT Projektes zu den EN 1.4432-
Blechen der Dicke 2 mm weitere Versuche zur Materialcharakterisierung im Hinblick
auf Variation der Spannungsmehrachsigkeit durchgefiihrt. Derartige Versuche lassen
sich prinzipiell zur Anpassung der Parameter D1-D3 des Versagensmodells aus Glei-
chung (4.5) verwenden. Wesentliche Parameter der Versuche sind in Tab. 4.1 aufge-
fuhrt, wobei die Geometrien der Proben 1 - 3 in Abb. 4.3, Abb. 4.4 und Abb. 4.5 enthal-
ten sind. Die maximale messbare Langenanderung ist fur die verwendete Maschine
(Amsler SZBDA) begrenzt. Daher erfolgt die Messung der Bruchdehnung manuell nach

dem Versuch anhand von Markierungen auf den Proben.
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Tab. 4.1  Bruchdehnungen von Zugproben fur 2 mm starke Edelstahlbleche zu ver-

schiedenen Spannungsmehrachsigkeiten

Probe | & (tech- o* zu Beginn Eoif o* Lo/ Typ

Nr. nisch) (FE) (Bruch, FE) | (Bruch, FE) | mm

1 14,4 % ca. 0,48 87,4 % ca. 0,43 25 Kerbzug

2 29,8 % ca. 0,41 123,0 % ca. 0,30 25 Schub 45°
3 33,4 % ca. 0,04 1372 % ca. 0,30 25 Schub 0°
4 46,3 % 1/3 87,1 % ca. 0,39 80 /DIN 04/

Die Durchfihrung der numerischen Simulation der Zugversuche erfolgte mit den Pa-
rametern des Festigkeitsmodells, welche an die Ergebnisse von Probe 4 angepasst
wurden (siehe Abb. 4.2). Hierbei werden die Simulationen jeweils ohne Materialversa-
gen durchgefuhrt, wobei die durchschnittliche Elementkantenlange 1 mm betragt. In
den Raumbereichen des Bruches der Probe ist ein reprasentatives Element auszuwah-
len, wobei ggf. auch Uber mehrere Elemente zu mitteln ist. Anhand dieser Auswahl las-
sen sich Spannungsmehrachsigkeiten zu Versuchsbeginn und zum Bruch der Probe
sowie effektive Dehnungen im Moment des Bruches der Probe berechnen. Als Zeit-
punkt des Bruches der Probe wird hierbei der Zeitpunkt verstanden, zu dem die aus
der Simulation ermittelte Ingenieurdehnung den jeweiligen Messwert ¢ (technisch) er-
reicht. Es ist zu beachten, dass die in Tab. 4.1 aufgefiuihrten Ergebnisse fir die wahre
Bruchdehnung e (Bruch, FE) allgemein von der Vernetzungsfeinheit abhangen und
sich auf eine Feinheit von 1 mm beziehen. Die Abb. 4.3, Abb. 4.4 und Abb. 4.5 verglei-
chen gemessene und berechnete Dehnungs-Zugkraft-Beziehungen. Insbesondere bei
den Versuchen mit Schubprobe (Abb. 4.4 und Abb. 4.5) kommt es zu gewissen Abwei-
chungen ab dem Auftreten von plastischen Verformungen. Mdglicherweise sind hin-
sichtlich der Anpassung an Spannungs-Dehnungs-Kurven flexiblere Materialmodelle
eher dazu geeignet, den Kraft-Verformungs-Verlauf bei komplizierterer Geometrie im
plastischen Bereich genauer wiederzugeben. In diesem Zusammenhang kénnte z. B.
eine abschnittsweise lineare Eingabe der wahren Spannungs-Dehnungs-Kurve erprobt

werden.
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Abb. 4.3  Simulation eines Kerbzugversuchs (Probe 1) mit dem Johnson-Cook-
Modell
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Abb. 4.4  Simulation eines 45° Schubversuchs (Probe 2) mit dem Johnson-Cook-
Modell
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Abb. 4.5 Simulation eines 0° Schubversuchs (Probe 3) mit dem Johnson-Cook-

Modell
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In Abb. 4.6 wird zu jedem der 4 Versuche (Proben 1 - 4) fir die reprasentative Auswahl
von Elementen die Variation der Spannungsmehrachsigkeit mit zunehmender effektiver
Dehnung verglichen. Hierbei kennzeichnen die Endpunkte das Erreichen der Bruch-
dehnung. Dabei fallt auf, dass sich insbesondere bei der gekerbten Probe 3 die Span-
nungsmehrachsigkeit vom Ausgangszustand bis zum Bruch stark verandert. Grund da-
fur ist der sich andernde komplexe Spannungszustand im Restquerschnitt zwischen
den Kerben. Im Fall der ungekerbten Zugprobe (Probe 4) nach /DIN 04/ ist die Veran-
derung deutlich geringer und wird auf den Effekt der Einschnirung zuriickgefihrt.
Exemplarisch wurde eine Anpassung an das Johnson-Cook-Versagensmodell vorge-
nommen, welche D; = 0,872, D, =29,73E+6, und D3 =-60,18 ergab. In diesem Zu-
sammenhang wéaren weitere Versuchsergebnisse, insbesondere von Proben mit einem

Bruch bei kleineren Spannungsmehrachsigkeiten, winschenswert.
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Abb. 4.6 In FE-Rechnungen ermittelte Variation der Spannungsmehrachsigkeit bis

zum Erreichen der berechneten Bruchdehnung in Zugversuchen

In Abb. 4.7 wird analog zu Abb. 4.6 exemplarisch fir die Proben 1 und 4 die Variation
der Spannungsmehrachsigkeit bis zum Erreichen der Bruchdehnung verglichen, wobei
die Vernetzungsfeinheit variiert wurde. Mit zunehmender Feinheit der Vernetzung
nimmt die effektive Dehnung beim Bruch der Probe zu. Dies hat zur Folge, dass eine
Anpassung von Parametern des Johnson-Cook-Versagensmodells stets eine gewisse
Abhangigkeit von der Vernetzungsfeinheit zeigt. Fur praktische Rechnungen waren

daher stets auch Annahmen beziglich der Regularisierung erforderlich.

17



£
£ : 1 : ' ; ! : :
E 0 bt N
E : | | ' : : : :
3 : : : ! ! ! ! :
O 0B bt s R A A
Z : 1 : : ; ' ! :
- . f X ' \
z
T : : ‘ ' '
B 04/ Probei(ImmNetz) —— [N i
g : : Probe 1 (2 mm Netz)
E oo Ll ....| Probed(tmmNetz) ——1| G\\
L ' : : Probe 4 (2 mm Netz)
w Probe 4 (3 mm Netz)

0 i i i i i i i

033 035 037 039 041 043 045 047
SPANNUNGSMEHRACHSIGKEIT

Abb. 4.7  Aus FE-Rechnungen ermittelte effektive Bruchdehnungen in Abhangigkeit

der Netzfeinheit

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass die Parameteranpassung an das John-
son-Cook-Versagensmodell eine komplexe Fragestellung darstellt. Zum einen sind
verschiedene Spannungsmehrachsigkeiten zu betrachten und zum anderen stellt sich
die Frage der Regularisierung. Daher wurden die Simulationen in Aufprallversuchen
mit verformbaren Projektilen ohne Materialversagen durchgefiihrt. Dies stellt ein Beu-
len der Projektile sicher, welches den experimentell gefundenen Verformungen ent-
spricht (vgl. z. B. Abb. 5.74).

Zur Darstellung der Freisetzung von Wasser beim Aufprall von wassergeftillten Projek-
tilen (vgl. Abb. 5.41) sowie bei der Durchtrennung von Bewehrungsstaben ist eine Si-
mulation mit Materialversagen erforderlich. Hier wird pragmatisch eine von der Span-
nungsmehrachsigkeit unabhangige Bruchdehnung gewahlt. Alternativ lasst sich fur den
Fall einer konstanten Bruchdehnung in LS-DYNA das sog. vereinfachte Johnson-Cook-

Modell (Materialmodell 98) verwenden.

Im Fall von teilweise wassergeflllten Projektilen (vgl. Abb. 5.38 und Abb. 5.39) erge-
ben sich erhéhte Anforderungen an die Materialmodellierung. Die hier auftretende
Kombination von Beulen und nachfolgendem ReiRen der Stahlbleche ist prinzipiell

durch eine von der Spannungsmehrachsigkeit abhangige Bruchdehnung darstellbar.

18



Zur Durchfuhrung einer fur praktische Anwendungen verwendbaren Parameteranpas-
sung sind weitere Versuche an Proben mit unterschiedlicher Spannungsmehrachsig-
keit und mit erweiterter Instrumentierung, insbesondere zur Abschatzung der Dehnun-
gen in der Phase vom Beginn der Einschnirung bis zum Bruch der Proben, erforder-
lich.

4.2 Ansatze von Berstlasten fiir die Riera-Methode

Mit der sog. Riera-Methode /RIE 68/ steht ein vereinfachtes Verfahren zur Abschét-
zung von Last-Zeit-Funktionen (LZF) beim Aufprall deformierbarer Stol3korper auf star-
re Targetstrukturen zur Verfigung. Sie ist in den Gleichungen (4.9) und (4.10) zusam-
mengefasst. Die LZF F(t) setzt sich aus der Summe eines Massenstromterms und der
Berstlast P, zusammen. Letztere ist erforderlich, um den Querschnitt des Projektils an
der von der Nase aus gemessenen Position x zu zerstéren, wobei von einer infinitesi-
mal kleinen Berstzone ausgegangen wird. Die unzerstdrte Masse M, ergibt sich aus

der Massenverteilung p(x) und wird von der Berstlast verzogert.
F(t) = P.(x(6), v(8)) + u(x(®) - v2(0) (4.9)
Myes(x(0) - 0(t) = —P.(x(8), v(t)) (4.10)

Bei der Anwendung auf Flugzeugabsturzszenarien zeigt sich, dass die LZF vom Mas-
senstromanteil dominiert wird und die Berstlast von untergeordneter Bedeutung ist
/ISUG 93c/. Dementsprechend erscheinen in diesen Fallen vergleichsweise einfache
Annahmen bezuglich der Berstlast ausreichend (vgl. /RIE 68/). Bei der Anwendung auf
Aufprallversuche zeigt sich jedoch, dass der Anteil der Berstlast an der LZF erheblich
sein kann. Demzufolge ist hier auf eine geeignete Wahl der Ansétze zur Berechnung

der Berstlast zu achten.

Far ein zylindrisches Rohr mit mittlerem Radius R, Blechdicke t und Fliel3grenze o,
kommt die von Neilson /NEI 81/ angegebene Gleichung (4.11) zum Einsatz. Der dehn-
ratenabhangige Anteil entspricht dem DIF (,dynamic increase factor) nach Cowper-

Symonds. Hierbei wird gemaf’ Jones /JON 89/ die Dehnrate durch V/4R abgeschatzt.
Im Rahmen des Vorhabens RS1509 wurde gemaRR /HOC 83/ D =37 s* und p = 3,33

gewahlt. Weitere Anséatze zur Abschatzung der Berstlast von dinnwandigen zylindri-
schen Rohren wurden in /HEC 09/ diskutiert.
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_ ¢ v(t) 11/P
P = /4-E-Zn-R-t-ay-(1+[4_R_D] ) (4.11)

Die Berechnung der Berstlast fiir ein aufreiBendes Stahlrohr erfolgt gemaf Gleichung
(4.12) nach Huang et al. /[HUA 02/, wobei ebenfalls ein DIF nach Cowper-Symonds
verwendet wird. Diese Gleichung beschreibt das Aufreil3en eines Rohres beim Aufprall
auf einen Keil des Offnungswinkels 2a. Hierbei entspricht n der Anzahl der Risse,
dem Reibungskoeffizienten und r dem Radius eines abrollenden Segmentes. Glei-
chung (4.12) wird zur Berechnung der Berstlasten von wassergefullten Projektilen ge-

nutzt, welche infolge der Wasserfreisetzung wahrend des Berstens aufrei3en.

T

Fe= sina—p-(1-cos ) r+R-(1—cos%) troneay (14 [4-R-D] (4.12)

Exemplarisch wird die Anwendung von Gleichung (4.11) anhand des Meppener Ver-
suchs 1/8 /HOC 83/ illustriert. Bei diesem Versuch prallt das in Abb. 4.8 dargestellte
Projektil mit einer Gesamtmasse von 978 kg und einer Geschwindigkeit von v, =
242, 7 m/s auf eine starre Kraftmesseinrichtung auf. Das Projektil ist aus RSt 37-2 ge-
fertigt, wobei als FlieBgrenze 306 MPa angenommen werden. Ergdnzend erfolgt der
Vergleich mit einer LS-DYNA-Simulation, wobei als Target ein fixierter Starrkorper ver-

wendet wurde.

Scheibe Rohr Rohr Rohr Nase
=580, t=20 @=580, t=20 @=600, t=10 " @=600, t=7 @=600, t=5
Scheibe
@=607, t=40 L
300 B B N 2500 130
3300
5990

Abb. 4.8 Abmessungen und Vergleich von Verformungen in Simulation und Versuch
des Projektils im Meppener Versuch 1/8
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In Abb. 4.9 werden gemessene Stol3krafte und tiefpassgefilterte numerische Kontakt-
krafte mit LZF nach der Riera-Methode verglichen. Prinzipiell ergibt sich mit der Berst-
lastberechnung nach Gleichung (4.11) eine zufriedenstellende Ubereinstimmung. Ins-
besondere ist der Ubergang in den Wandstarken von 7 mm auf 10 mm gut erkennbar.
Der Anteil der Berstlast zum Zeitpunkt der Spitzenlast bei ca. 12,5 ms betragt in die-
sem Fall etwa 46 %, was die Bedeutung der Berstlast hervorhebt. Anhand der Impuls-
Ubertrage ist erkennbar, dass mit der Riera-Methode das zeitliche Mittel der gemesse-
nen StoRRkréfte zufriedenstellend abgebildet wird.

175 0.28
SIMULATION ——

150 L VERSUCH 024 |
RIERA-METHODE ——

125 L BERSTLAST - 0.20 -

0.16

012

STOSSKRAFT / MN

IMPULSUBERTRAG / MNs

ol SIMULATION ——
VERSUCH

0047 RIERA-METHODE ——
ANFANGSIMPULS —-------

. " L L . L h 0.00 . L " L .
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50

ZEIT / ms ZEIT/ms

Abb. 4.9 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Meppener Versuch 1/8

4.3 Werkstoffcharakterisierung von Beton - Vergleich der Umsetzungen
des RHT-Modells in AUTODYN und LS-DYNA

Das von Riedel, Hiermaier und Thoma (RHT) entwickelte Betonmaterialmodell /RIE 00/
wurde urspringlich im Rechenprogramm AUTODYN umgesetzt und ist mittlerweile
auch in LS-DYNA als Materialmodell Nr. 272 verfigbar /BOR 11/. In diesem Abschnitt
wird das Verhalten der Umsetzungen des Modells anhand verschiedener Spannungs-
zustande miteinander verglichen und die hierbei gefundenen Abweichungen diskutiert.
Eine Beschreibung der elastischen Grenzflache, der Versagensflache sowie der Rest-
festigkeitsflache erfolgte bereits im Rahmen des Abschlussberichtes zum Vorhaben
RS1182 /GRS 12/. Im Folgenden besteht der Fokus auf Unterschieden, die bei An-

wendungen in beiden Rechenprogrammen auftreten.

431 Verhalten des RHT-Modells bei hydrostatischer Kompression

Beziglich des hydrostatischen Verhaltens nutzt das RHT-Modell die sog. p-a Zu-
standsgleichung nach Hermann /HER 69/. Die Porositat wird hier in Gleichung (4.13)
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definiert als Verhaltnis der Dichte des porenfreien Matrixmaterials psqig Und der Dichte

p des pordsen Materials.

UV  Psolid
Usolid p

a = (4.13)

Gleichung (4.14) definiert die Kompression mit der Dichte p, des pordsen Materials

beim hydrostatischen Druck p = 0 MPa.

u= % —1 (4.14)

Weiterhin stellt die Dichte des Matrixmaterials psoigo0 bei p =0 MPa einen Eingabepa-

rameter dar. Fur den Standardparametersatz CONC-35 /RIE 00/ ergibt sich mit
Po= 2,314 g/cm®und psoiia,0 = 2,75 g/cm? eine Anfangsporositat von a, = 1,1884.

Die Zustandsgleichung (engl. ,equation of state®, EOS) stellt allgemein nach Gleichung
(4.15) einen Zusammenhang zwischen Druck, spezifischem Volumen v = 1/p und spe-

zifischer innerer Energie e her.

p=1f(,e) (4.15)

Grundlage fur die im RHT-Modell verwendete EOS bildet eine polynomische Form
nach (4.16) mit den Eingabeparametern A;, A,, Az, Bo, B1, T1, T, und po.

_{Al U+ Ay P+ Ay + (Bo+ By ) po-e firp =0 (4.16)
Ty u+T, - u?>+By-py-e firu <0 '
Aus der EOS des Matrixmaterials erhalt man gemaf Gleichung (4.17) die EOS des po-

rosen Materials.

p= %f(ge) (4.17)

Abb. 4.10 beschreibt schematisch das modellhafte Kompaktierungsverhalten eines po-
rosen Materials. Im Bereich zwischen Anfangsporositat a. und der Porositat beim Ein-
satz von Porenkollaps a; erfolgt ausschlief3lich eine elastische Kompression der Poren.
Nach der Entlastung wird in diesem Bereich die Anfangsporositdt wiederhergestellt.

Kollaps von Poren setzt ab einem Porenkollapsdruck pe ein. Dieser wird mit 2/3*f, be-
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legt, was im CONC-35 Parametersatz pe = 23,33 MPa entspricht. Nach einsetzendem
Porenkollaps erfolgt die Entlastung elastisch gemaf Gleichung (4.17). Beim Erreichen
des Druckes Py = psoig Sind keine Poren mehr vorhanden, was a = 1 entspricht. Im

CONC-35 Parametersatz besteht psqig = 6 GPa.

\

p0

e

QO . .
S % Plastisch Elastisch
s B
o o

x

5
D =
el

\/ \/ \

p=0 o«

Porositat o

Abb. 4.10 Schema zum Kompaktierungsverhalten eines porésen Materials gemalf

der p-a EOS nach /HER 69/

Die Berechnung der Porositdt aus dem Druck erfordert eine zusatzliche Gleichung.
Gemal Hermann (vgl. Formel 24 in /HER 69/) eignet sich der Ansatz in Gleichung

(4.18). Hierbei sind n, pe und pseig Eingabeparameter.

R n
a(p) -1+ (ap _ 1) . ( pSOlld_ p ) (4.18)
Psotid — Pel

In &lteren AUTODYN-Versionen vor Version 16.0 wurde abweichend hierzu Gleichung
(4.19) verwendet. Daher wurde Kontakt zu den Programmbherstellern aufgenommen, so

dass ab Version 16.0 die urspringlich von Hermann vorgeschlagene Gleichung (4.18)

verflgbar ist.

. —_ n
a) =1+ (a, —1)- (—ps"“d P ) (4.19)
Psolid — Pel

In LS-DYNA wird eine abweichende Formulierung gemalR Gleichung (4.20) verwendet.
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a(t) = max <1,min {ae, ming<; [1 +(a,— 1) (Psoud——P(S)> ]}) (4.20)

Dsotid — Pel
Aus den Eingabeparametern errechnet sich der Wert a, gemaR Gleichung (4.21).
ap = e +pe - e (4.21)

Die Steigung a, im elastischen Bereich lasst sich Uber Gleichung (4.22) berechnen
(vgl. HER 69/)

2 2
, Oe Qg (g
— _ e -0 4,22
e K, K, 2 ( )

mit dem Bulkmodulus des Betons K,, der longitudinalen Schallgeschwindigkeit des Be-
tons (bei p = 0 und py) ¢ und der longitudinalen Schallgeschwindigkeit des Matrixmate-
rials (bei p=0 und psmigo) Co. FUr den Parametersatz CONC-35 erhalt man
Ko = 19,97 GPa, c. = 2920 m/s und ¢, = 3581 m/s. Hiermit erhalt man a,, ~ 1,1873. Fur

die Schallgeschwindigkeiten bestehen die Zusammenhange nach Gleichung (4.23).
& po =Ko bzw. cf * Psotid,0 = A1 (4.23)

In der AUTODYN-Umsetzung sind A;, Psoiic.0, Po UNd C. direkte Eingabeparameter. Be-
zuglich ¢, bzw. des Bulkmodulus Kq ist anzumerken, dass diese als Eingabeparameter
in der LS-DYNA-Umsetzung fehlen. Stattdessen wird hier K, = A; angenommen, was
einen Unterschied zur AUTODYN-Umsetzung darstellt.

Anhand von Ein-Element-Simulationen wird das Verhalten der p-a EOS bei Belastung
und Entlastung erprobt, wobei die Effekte der inneren Energie (vgl. Gleichung (4.16))
deaktiviert wurden. Abb. 4.11 vergleicht die Zusammenhé&nge zwischen Porositat und
hydrostatischem Druck. Ab der AUTODYN Version 16.0 ergibt sich der nach dem theo-
retischen Hintergrund /RIE 00/ erwartete Verlauf. Aufgrund der abweichenden Glei-
chung (4.19) ist der elastische Bereich in Simulationen mit alteren Versionen von
AUTODYN breiter und es ergibt sich ein héherer Porenkollapsdruck. Die in LS-DYNA
benutzte Gleichung (4.20) ist nicht geeignet, die elastische Verformung der Porositéat
zu beschreiben, so dass die Porositat im elastischen Bereich konstant bleibt. Ferner

lasst sich mit dieser Form nicht die Anderung der Porositat bei Ent- und Wiederbelas-
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tung erfassen. Das innere Argument von Gleichung (4.20) &hnelt der Form von Glei-
chung (4.19). Aus diesem Grund setzen die Ent- und Wiederbelastungspfade der Si-
mulationen mit alteren AUTODYN Versionen und LS-DYNA jeweils an der gleichen

Position der Kompaktierungskurve an.

100

AUTODYN (ab V16.0) ——
LS-DYNA ——
AUTODYN (<V/16.0)

60

40

Pel

.
] ! T " { %y | i
' ' ' ' ' ™~ ' '

.,
-
! ! ' ' ! . ' '
! ! ' ' ! i ! '
v

! ! ' ' ) ) !
. . . ' . . !

0 L 1 L L 1 I

1.181 1.182 1.183 1.184 1.185 1.186 1.18 0, O
POROSITAT o

HYDROSTATISCHER DRUCK / MPa

Abb. 4.11 Vergleiche des Zusammenhanges zwischen Porositat und Druck bei Be-
und Entlastung in den Umsetzungen des RHT-Modells (Ein-Element-

Simulation)

Abb. 4.12 vergleicht den Zusammenhang von Dichte und hydrostatischem Druck. Es
wird deutlich, dass fir die LS-DYNA-Umsetzung wie bereits erwahnt der Bulkmodulus
im elastischen Bereich von der AUTODYN-Umsetzung abweicht. Ebenso sind entspre-

chende Unterschiede fir die Ent- und Wiederbelastungspfade erkennbar.
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Abb. 4.12 Vergleiche des Zusammenhanges zwischen Dichte und Druck bei Be- und
Entlastung in den Umsetzungen des RHT-Modells (Ein-Element-

Simulation)

4.3.2 Verhalten des RHT-Modells unter einachsiger Zugbelastung

Materialschadigung des Betons setzt ein, wenn nach dem Erreichen der Versagensfla-
che weitere plastische Dehnungen erfolgen. Zur Beschreibung von Materialschadigung
wird im RHT-Modell mittels Gleichung (4.24) ein Schadigungsparameter D berechnet.
Hierbei werden Inkremente plastischer Dehnungen im Verhéltnis zu einer druckabhén-
gigen Bruchdehnung akkumuliert. Fur einen Schadigungsparameter D = 1 ist die Rest-

festigkeitsflache des Materials erreicht.

Ae
0<D=3,—2<1
<D=Na7or s (4.24)

Die Bruchdehnung errechnet sich nach Gleichung (4.25), wobei die Eingabeparameter
D;, Dy, frund & min auftreten. Der obere Index * kennzeichnet Gré3en, die auf die Druck-

festigkeit f. bezogen sind.

&) =Dy~ (0" — £ = & min (4.25)
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Der maximale Druck im Zugbereich ist durch den Eingabeparameter P, und die EOS
(vgl. Gleichung (4.17)) begrenzt. Diese Form von Zugversagen wird im Folgenden als
Pnin-Kriterium bezeichnet. Da die Zugfestigkeit f, einen Eingabeparameter darstellt, ist

in diesem Fall wegen P, = f; keine weitere Eingabe erforderlich.
- Ls 4.2
p = max D-Pmin,g-f(a,e) (4.26)

Nachteilig an der Nutzung des P,-Kriteriums ist, dass weder Diskretisierungslange
noch Bruchenergie bertcksichtigt werden. Daher sind die Ergebnisse unter Zugversa-
gen prinzipiell von der Netzfeinheit abhangig. Alternativ lasst sich in AUTODYN die
Rissentfestigung unter Zugbelastung durch die Eingabe einer maximal zulassigen
Hauptspannung und einer Bruchenergie beschreiben. Dies entspricht dem Rankine-
Kriterium und der Definition einer zuséatzlichen Versagensflache (Rankine-Flache). Be-
zuglich des Zurickfihrens von elastischen Testzustanden auf die Grenzflache stehen
drei verschiedene Flieregeln zur Verfigung:

e Assoziiertes FlieRen senkrecht zu den Versagensflachen in Meridial- und De-

viatorebene (,bulking®)

¢ Nicht assoziiertes FlieRen in Meridial- und Deviatorebene radial zur hydrostati-

schen Achse (,radial return®)

e Nicht assoziiertes FlieRen in Meridialebene, assoziiertes FlieRen in Deviato-

rebene (,no bulking®)

Die verschiedenen FlieRregeln sind in Abb. 4.13 in der Meridialebene und in Abb. 4.14
in der Deviatorebene veranschaulicht. Es wird deutlich, dass assoziiertes Fliel3en in
der Meridialebene den hydrostatischen Druck erhéhen kann. Insofern greift das Festig-
keitsmodell in die Berechnung des hydrostatischen Drucks ein, was nicht im Einklang
mit der fir Hydrocodes /ZUK 04/ typischen Trennung von hydrostatischen Anteilen
(EOS) und deviatorischen Anteilen (Festigkeitsmodell) steht.
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Abb. 4.13 Veranschaulichung der zum Rankine-Kriterium in AUTODYN verfiigharen

FlieRregeln im Meridianschnitt

Elastischer
Testzustand

\ Nicht-assoziiert
—  in n-Ebene

r

Assozilert
in t-Ebene

Rankine-Flache

G, G;

Abb. 4.14 Veranschaulichung der zum Rankine-Kriterium in AUTODYN verfiigbaren

FlieRRregeln im Deviatorschnitt

Mit der Eingabe einer Bruchenergie G lasst sich der Verlauf der Rissentfestigung un-
abhangig von der Diskretisierungslange L formulieren. StandardmafRig steht in
AUTODYN ein lineares Rissentfestigungsmodell zur Verfigung (vgl. Abb. 4.15). Bei
Bedarf kann dieses verfeinert und z. B. durch ein bi-lineares Modell ersetzt werden
/LEP 06/. Bei der maximalen nach Gleichung (4.27) zu berechnenden Rissdehnung g,
bzw. Rissoffnung w, verschwindet die Spannung. Hierbei wird der Dehnungsanteil vor

dem Erreichen der Zugfestigkeit nicht berticksichtigt.
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g, == (4.27)

STEIGUNG = (Lf?) / ( 2G;)

SPANNUNG ¢

FLACHE = G,/ L

RISSDEHNUNG ¢

Abb. 4.15 Modell fur lineare Rissentfestigung bei Zugversagen von Beton

Die Wirkungsweisen der verschiedenen Formulierungen zum Zugversagen wurden an-
hand einer gekerbten Zugprobe erprobt. Dazu wurde die Vernetzungsfeinheit der Zug-

proben variiert und verschiebungsgesteuerte Zugversuche simuliert.

In Abb. 4.16 werden die mit AUTODYN und einer Vernetzungsfeinheit von 3 mm simu-
lierten Rissbilder zu den verschiedenen Formulierungen verglichen. Bezuglich des P in-
Kriteriums fallt auf, dass der Riss aulRerhalb der Ebene durch die Kerbe verlauft. Dies
ist als unrealistisches Verhalten anzusehen. Ebenso finden sich geschadigte Bereiche
aul3erhalb der Ebene durch die Kerbe fir die nicht-assoziierten Fliel3regeln. Lediglich
im Fall der assoziierten FlieRregel verlauft der Riss ausschlief3lich innerhalb der Ebene
durch die Kerbe. Abb. 4.17 zeigt fur eine feinere Vernetzung von 1 mm die entspre-
chenden Schadigungsbilder. Qualitativ ergeben sich fiir die verschiedenen Kriterien fur

Zugversagen die gleichen Unterschiede wie fiir eine Vernetzungsfeinheit von 3 mm.

In LS-DYNA steht lediglich das Pp,-Kriterium fir Zugversagen zur Verfligung.
Abb. 4.18 vergleicht die Schadigungsbilder zu verschiedenen Vernetzungsfeinheiten
fur LS-DYNA-Simulationen mit einer AUTODYN Simulation bei einer Vernetzungsfein-

heit von 1,5 mm. Es zeigt sich, dass in den LS-DYNA Rechnungen im Gegensatz zu
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den AUTODYN Rechnungen die Materialschadigungen innerhalb der Ebene durch die

Kerbe verlaufen. Insofern sind die Ergebnisse von LS-DYNA als realistischer zu bewer-

ten.

RHT)

Pmin (Standard- ~ Rankine (asso-

ziiert)

Rankine (nicht

assoziiert)

Rankine (nicht
ass., radial)

Geschadigt

1.0
0.9
=40.8
—0.7
—0.6
=10.5
—10.4
—0.3
0.2

0.1
0.0

Intakt

Abb. 4.16

Mit AUTODYN simulierte Rissbilder einer gekerbten Zugprobe (Vernet-

zungsfeinheit 3 mm)
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Abb. 4.17 Mit AUTODYN simulierte Rissbhilder einer gekerbten Zugprobe (Vernet-

zungsfeinheit 1 mm)
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Abb. 4.18 Mit LS-DYNA und AUTODYN simulierte Rissbilder einer gekerbten Zug-

probe zu verschiedenen Vernetzungsfeinheiten

In Abb. 4.19 werden die mit AUTODYN berechneten Spannungs-Rissoffnungsverlaufe
fur verschiedene Kriterien fur Zugversagen verglichen. Aufgrund der deutlich grof3eren
Rissflache erhalt man fir das Py,-Kriterium die grof3ten Spannungen. Der Verlauf der
Rissentfestigung ist wie erwartet von der Vernetzungsfeinheit abhangig. Die Rechnun-
gen mit dem Rankine-Kriterium wurden mit einer Bruchenergie von 125 J/m? und ent-
sprechend der Zugfestigkeit mit einer Versagenshauptspannung von 3,5 MPa durchge-
fuhrt. Gemaf Gleichung (4.27) ergibt sich hieraus eine maximale Rissoffnung w, von
ca. 0,07 mm. Es zeigt sich, dass lediglich mit der assoziierten FlieRregel das erwartete
Ergebnis erzielt werden kann. In diesem Fall sind die Ergebnisse regularisiert, d. h. von
der Netzfeinheit unabhangig. Fur die Ubrigen FlieRregeln ist ebenfalls eine gewisse

Regularisierung erkennbar, jedoch wird die erwartete Bruchenergie nicht reproduziert.
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Abb. 4.19 Entfestigungsverhalten des RHT-Modells in AUTODYN unter Zugbelas-

tung zu verschiedenen Netzfeinheiten und Kriterien fir Zugversagen

In Abb. 4.20 werden die Spannungs-Rissoffnungsverlaufe fir Rechnungen mit
AUTODYN und LS-DYNA verglichen. Zusatzlich sind die Ergebnisse fur weitere in LS-
DYNA verfugbare Betonmodelle gezeigt, die Gber die Moglichkeit einer einfachen Ein-
gabeparametergeneration auf Grundlage der Druckfestigkeit verfigen. Hierbei handelt
es sich um das Winfrith-Modell (Materialmodell Nr. 84) /BRO 93/ und das Karagozi-
an&Case-Modell (K&C-Modell, Materialmodell Nr. 72R3) /MAL 97/, mit denen im Rah-
men des Vorhabens RS1509 erste Testrechnungen zur Simulation von Aufprall- und
Sprengversuchen durchgefuhrt wurden. Es ist zu beachten, dass fur das Winfrith-
Modell sowie das K&C-Modell stark ausgepragte Oszillationen der Verschiebungen
und insbesondere der Spannungen im Bereich der Rissentfestigung auftreten kénnen.
Daher wurden die Kurvenverlaufe durch eine 1000 Hz. Tiefpassfilterung geglattet.
Ebenso wie in der AUTODYN-Umsetzung stellt man fur die LS-DYNA-Umsetzung des
RHT-Modells eine Netzabhangigkeit der Ergebnisse fest. Das Winfrith-Modell sowie
das K&C-Modell sind bezuglich Regularisierung und Parameteranpassung an Zugfes-

tigkeit und Bruchenergie noch genauer zu untersuchen.
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Abb. 4.20 Entfestigungsverhalten diverser Materialmodelle in AUTODYN und LS-
DYNA unter Zugbelastung zu verschiedenen Netzfeinheiten

Zur lllustration der Wirkungsweise verschiedener Formen der Rissentfestigung bei
komplexeren Spannungszustanden wurde ein Sprengversuch mit einem unbewehrten
Betonkorper /HER 02/ mit der SPH-Methode in AUTODYN simuliert. In Abb. 4.21 wer-
den simulierte Betonschadigungen mit dem Versuchskorper verglichen. Im Kontaktbe-
reich von Beton und Sprengladung wird das Material unter hohem Druck geschadigt,
wobei es bezilglich der Geometrie des Kraters lediglich zu geringen Abweichungen
kommt. In Bereichen mit Zugzusténden infolge von Reflexionen der Druckwelle findet
sich mit dem P,,-Kriterium keinerlei Schadigung, was als unrealistisch anzusehen ist.
Bezlglich der Rissbildung unterscheiden sich die Ergebnisse fir assoziierte und nicht-
assoziierte FlieRregel enorm. Es zeigt sich, dass sich aufgrund des assoziierten Flie-
Rens sehr hohe hydrostatische Driicke bilden. Diese erhthen die Festigkeit des Mate-
rials derart, dass keine Materialschadigung auftreten kann. Prinzipiell scheint die nicht-

assoziierte FlieRregel das Risshild im konkreten Fall besser zu erfassen.
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Rissbild im Sprengversuch (/HER 02/) Pmin (Standard-RHT)
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Abb. 4.21 Mit AUTODYN simulierte Rissbhilder im Sprengversuch nach /HER 02/

Weiterhin wurden die Anwendbarkeit des Rankine-Kriteriums und der Einfluss der
FlieBregel anhand von Simulationen zu VTT-Aufprallversuchen analysiert. Fir den
Versuch X1 (vgl. Abschnitt 5.4) erhalt man mit einer nicht-assoziierten FlieRBregel die
Perforation der Stahlbetonplatte (Abb. 4.22), was ein unrealistisches Ergebnis darstellt.
Im Vergleich hierzu erhélt man mit einer assoziierten FlieRregel beziiglich der maxima-
len Auslenkung der Stahlbetonplatte an verschiedenen Messpositionen ein zufrieden-
stellendes Ergebnis (vgl. Abb. 5.75). Andererseits lasst sich bei der Simulation des
Durchstanzversuches IRIS P1 (vgl. Abschnitt 5.2) mit der Verwendung einer assoziier-
ten Flie3regel nicht die Perforation der Stahlbetonplatte simulieren (Abb. 4.22), was ein
unrealistisches Ergebnis darstellt. Der Grund hierfir besteht in der Ausbildung sehr
hoher hydrostatischer Driicke und der damit einhergehenden Steigerung der Festigkeit.
Im Vergleich hierzu wird bei Verwendung einer nicht-assoziierten FlieRregel die Stahl-

betonplatte perforiert, was qualitativ dem Versuchsergebnis entspricht.

Diese Gegenuberstellungen zeigen, dass sich bezlglich der Wahl der Flie3regel keine
allgemeine Empfehlung aussprechen lasst. Interessant ist in diesem Zusammenhang
die Option des K&C-Modells IMAL 97/, teil-assoziiertes Flie3en zu bertcksichtigen (vgl.
Abschnitt 5.2.13).
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VTT Versuch X1 (Rankine, assoziiert) VTT Versuch X1 (Rankine, nicht assoziiert)

IRIS Punching P1 (Rankine, assoziiert) IRIS Punching P1 (Rankine, nicht assoziiert)

Abb. 4.22 Mit dem RHT-Modell und Rankine-Kriterium berechnete Verformungen zu
verschiedenen Aufprallversuchen in Abhangigkeit der FlieRregel

4.3.3 Verhalten des RHT-Modells unter triaxialen Spannungszustanden

Versagensflachen fiir Beton werden Ublicherweise als Relationen zwischen hydrostati-
schem Druck p und effektiver Schubbeanspruchung o dargestellt. Den Teilnehmern
der Aktivitat IRIS_2012 wurden Daten von triaxialen Druckversuchen zur Verfligung
gestellt /NEA 14/. Diese wurden mit dem Beton durchgefihrt, welcher in den Stahlbe-
tonplatten der IRIS-Aktivitat verwendet wurde. Diese Daten kénnen wie im Folgenden
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beschrieben zur Anpassung der Parameter der Versagensflachen des RHT-Modells

genutzt werden.

Fur die zylindrischen Proben errechnet sich die Schubbeanspruchung o.; gemaf For-
mel (4.28). Hierbei stellt o, den auf die Mantelflachen des Zylinders aufgebrachten Ol-
druck bzw. den Umschnirungsdruck dar. Die Spannung o wirkt auf die Basisflachen
des Zylinders. Deren Maximalwert o, kennzeichnet das Erreichen der Versagensfla-

che.
Oeff = |Omax — ocl (4.28)

Der hydrostatische Druck p errechnet sich hieraus gemaf Gleichung (4.29).
1
p= 3 (Omax + 20;) (4.29)

In Tab. 4.2 sind die Ergebnisse der Versuche zusammengefasst. Es wurden ein uni-

axialer Versuch ohne Umschnirungsdruck sowie vier Triaxialversuche durchgefiihrt.

Tab. 4.2: Ergebnisse der Triaxialversuche fir Beton der IRIS-Versuche /NEA 14/

G Omax p Oeff
0,0 69,1 23,0 69,1
15,5 128,1 53,0 112,6
26,0 166,1 72,7 140,1
47,0 233,7 109,2 186,7
100 392,4 197,5 292.4

Der triaxiale Anteil der Versagensflache des RHT-Modells ist gemafd Gleichung (4.30)
abschnittsweise definiert. Der obere Index * kennzeichnet GréRRen, die auf die Druck-
festigkeit f. bezogen sind. Hierbei stellen fs die Scherfestigkeit und f; die Zugfestigkeit

dar. Agi, B und ngy sind MOde”parameter.

0 firp* <HTL
v o) —p" f/(HTL - Q1) + f5'/Qq fur HTL" < p” < 0 (4.30)
triax 3:p"-(A1—-f/0)+f/0, fur0 <p* < 1/3-f;

Afail+Bfail ' (p* - HTL*)nfail fur 1/3 : ﬁ;* < p*
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Der Wert fiir HTL™ (“hydrostatic tensile limit’) berechnet sich gemaR Gleichung (4.31).

P -

S 030 - 1) (4.31)

Die Parameter Q; und Q, berechnen sich aus der in Gleichung (4.35) angegebenen
Willam-Warnke-Form mit Q; = R3(11/6) und Q, = R3(0). Werte fur Qq liegen zwischen
0,5 fur extrem sprédes und 1,0 fur duktiles Materialverhalten. Hier wurde der Wert des
Parametersatzes CONC-35 von Q, = 0,6805 benutzt. Zur Beschreibung eines Uber-
gangs von sprodem zu duktilem Materialverhalten kann Qg als Funktion des hydrostati-

schen Drucks formuliert werden und mit zunehmendem Druck steigen.

2(1 = Q2) cosd + (2Qp — 1[4(1 — Q2) cos? 9 + 5Q2 — 4Q,] /2

4.32
4(1— Q&) cos?9 + (1 —2Q,)? (4.32)

R3 W) =

Insgesamt setzt sich die Versagensflache gemafl Gleichung (4.33) neben dem Triaxial-
anteil noch aus dem vom Lode-Winkel abhangigen Anteil sowie dem dehnratenabhan-
gigen Anteil zusammen. Samtliche Triaxialversuche werden jedoch fur den Druckmeri-
dian zu einem Lode-Winkel von 9 = 1/3 durchgefuhrt, was R; = 1 entspricht. Ferner

sind die Versuche quasistatisch, d. h. der Dehnratenfaktor ist eins.
Yiair = Yeriax - R3(9) - DIF (€) (4.33)
Die Restfestigkeitsflache ist durch Gleichung (4.34) gegeben.

{ 0 fir p* <0
ric = T oo . (4.34)
T Byrie - (p)yrie fiir 0 <p
Kommt es nach dem Erreichen der Versagensflache zu weiteren plastischen Dehnun-
gen, so setzt Materialschadigung ein. Der Schadigungsparameter D beschreibt geman

Gleichung (4.35) den Zusammenhang zwischen Versagensflache und Restfestigkeit.
Y*(D) =D Yprye + (1 = D) - Yo (4.35)

In Tab. 4.3 werden die Parameter der Versagensflachen, die an die Ergebnisse der
Triaxialversuche angepasst wurden, mit den Werten des CONC-35 Parametersatzes
verglichen. Es wurde die pragmatische Wahl By, = Bgic und Ny = Ngie VOrgenommen.

Die Werte von Ag, ergaben sich aus Stetigkeitsrandbedingungen fir Gleichung (4.30).
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Tab. 4.3  An Triaxialversuche angepasste Parameter der RHT-Versagensflachen
Atail Brail Ntail Biric Niric
CONC-35 0,115 1,6 0,61 1,6 0,61
Angepasst an /NEA 14/ | 0,114 1,82 0,74 1,82 0,74

Abb. 4.23 zeigt die Verlaufe der Druckmeridiane fir den CONC-35 Parametersatz so-
wie fur die angepassten Parameter. Es wird deutlich, dass eine Anpassung der parabo-
lischen Form des Druckmeridians an die Versuchsdaten méglich ist. Fir Dricke unter-
halb von 1/3f. verlauft der Druckmeridian stlickweise linear. Zur Anpassung steht ledig-
lich die Zugfestigkeit von 4 MPa zur Verfligung. Zusatzlich wird fs = 0,18 f. angenom-
men, was dem Verhaltnis des CONC-35 Parametersatzes entspricht.

DRUCKMERIDIANE DES RHT-MODELLS DRUCKMERIDIANE DES RHT-MODELLS (DETAIL)

Biy=1.82, Niyy=0.79
Byy=1.60, nyg=0.61

1 b By=1.82, =079 ——
VERSUCHSDATEN @

By;i=1.60, ngy=0.61 0

EFFEKTIVE SPANNUNG Y,y =Gcrif
N
EFFEKTIVE SPANNUNG Y,y =Gorif

HTL 0 1/3 0.6
HYDROSTATISCHER DRUCK p/f,

1 2 3
HYDROSTATISCHER DRUCK  p/f,

Abb. 4.23 An Triaxialversuche angepasste Druckmeridiane des RHT-Modells

Abb. 4.24 zeigt gemessene und mit AUTODYN sowie LS-DYNA simulierte Spannungs-
Dehnungs-Verlaufe. Positive Dehnungen stellen hierbei Dehnungen in Langsrichtung
des Zylinders bzw. in vertikale Richtung dar, wohingegen negative Werte Dehnungen
in Umfangsrichtung bzw. horizontale Richtung darstellen. Die Simulationen wurden mit
einem finiten Element durchgefiihrt, wobei zunachst der Umschnirungsdruck auf samt-
liche Oberflachen aufgebracht wurde. AnschlieBend wurde die Belastung verschie-
bungsgesteuert durch Geschwindigkeitsrandbedingungen aufgebracht. Fir den uniaxi-
alen Druckversuch zeigen die Messdaten offenbar Anstellprobleme der Probe, da fir
kleinere Dehnungen ein Anstieg mit geringerer Steifigkeit zu beobachten ist. Das RHT-
Modell verhalt sich bis zur Spannung von 0,53f; elastisch. Anschlie3end erfolgt linear
eine Verfestigung bis zum Erreichen der Druckfestigkeit (f.=69 MPa). Nach dem Uber-
schreiten der Druckfestigkeit setzt Schadigung ein. Mit dem Erreichen der Restfestig-

keitsflache verbleibt das Modell auf einem endlichen Spannungswert, welcher durch
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den Wert der Restfestigkeitsflache vorgegeben ist. Ein Verschwinden der Spannung

mit dem Bruch der Probe im uniaxialen Zugversuch kann durch das RHT-Modell nicht

abgebildet werden.
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Abb. 4.24 Verhalten des RHT-Modells unter triaxialer Druckbelastung

Fur die LS-DYNA-Simulation wurden die EOS-Parameter A1 und T1 mit dem Bulkmo-

dulus des Betons belegt (vgl. Abschnitt 4.3.1). Daher stimmen im elastischen Bereich

die Ergebnisse fir den uniaxialen Druckversuch mit denen der AUTODYN-Simulation
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Uberein. Fur hohere Driicke kann es allerdings zu gewissen Abweichungen kommen.
Bezlglich des Verfestigungsverhaltens kommt es insbesondere bei héheren Werten
des Umschnirungsdrucks zu Abweichungen von Messdaten und Simulationsergebnis-
sen. Die Beseitigung dieser Abweichungen wiirde Anderungen der Verfestigungsfor-

mulierung erforderlich machen.

4.4 Vereinfachte Analysemethodik - Berechnungen zu ausgewahlten
Aufprallversuchen mit dem CEB-Massenschwingermodell

4.4.1 Methodischer Ansatz

Als vereinfachte Methode zur Abschéatzung der Antwort einer durch einen weichen
StoR  belasteten Stahlbetonplatte kann das sog. CEB-Massenschwingermodell
/ICEB 88/ eingesetzt werden, welches auf der Dissertation von Schliter /SCH 87/ ba-
siert. Das CEB-Modell ermdglicht schnelle Abschatzungen und Parameterstudien, wel-
che die numerischen Simulationen mit komplexen Rechenprogrammen sinnvoll ergan-
zen. Im Folgenden werden die wesentlichen Modellparameter kurz erlautert und deren
Einfluss diskutiert. Fur Details wird auf die Referenzen /CEB 88/ und /SCH 87/ verwie-

sen. Weiterhin wird das Modell auf ausgewdahlte Aufprallversuche angewendet.

Die Modellvorstellung basiert auf dem Ansatz, dass eine Stahlbetonplatte der Dicke H
sich durch ein System mit zwei Freiheitsgraden beschreiben lasst (Abb. 4.25). Die
Masse M, reprasentiert den Stanzkegel. Diese ist Uber die Feder R, mit der Masse M;
verbunden, welche die schwingende Masse aul3erhalb des Stanzkegels darstellt. De-
ren globales Schwingverhalten wird maf3geblich von der Feder R; bestimmt. Eine Last-
Zeit-Funktion f(t), welche z. B. aus der Riera-Methode /RIE 68/ ermittelt werden kann,
wird auf eine kreisformige Flache des Durchmessers D aufgebracht. Beziiglich des
Stanzwinkels a ist eine Annahme erforderlich, wobei Ublicherweise Werte zwischen 30°
und 60° angenommen werden. Dieser Modellparameter kann jedoch die Ergebnisse
substanziell beeinflussen, da er insbesondere stark in die Eigenschaften der Feder R,
eingeht. Energieaufnahme der Stahlbetonplatte infolge von plastischer Verformung o-
der Materialschadigung wird Uber insgesamt drei Dampferelemente dargestellt. Es
zeigt sich, dass die Ergebnisse eine ebenfalls erhebliche Sensitivitat beziglich der

Dampfungsparameter aufweisen kénnen.
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Abb. 4.25 Veranschaulichung des CEB-Modells /CEB 88/

Abb. 4.26 stellt die Kennlinien der einzelnen Federn dar. Die Feder R; wird ideal-
plastisch entlastet bzw. wieder belastet. Der Stanzkegel wird durch Beton, Blgel und
eine Membranwirkung der Biegebewehrung, insbesondere der lastabgewandten Bie-
gebewehrung, zurlckgehalten. Somit setzt sich die Ruckstellkraft der Feder R, als
Summe der entsprechenden Anteile zusammen. Zur Ausbildung einer sichtbaren
Stanzkegelverschiebung relativ zur Masse M; muss zunachst der Anteil des Betons
versagen. Die zugehdrige vergleichsweise steife Feder verhélt sich bis zum Versagen
bei der Verschiebung u‘; elastisch. Fir die Blgel setzt plastische Verformung ab u’,
und Versagen bei u‘; ein. Ggf. kann bertcksichtigt werden, dass die Biigel infolge der
Spannungskonzentration im Bereich der Betonrisse unmittelbar plastisch werden. Hier-
ZuU ware u‘, = u‘; zu setzen, was den elastischen Bereich der Bigelfeder erheblich ver-
kurzt. Bis zur Verschiebung u‘, verhélt sich die Membranwirkung der Biegebewehrung
elastisch. Sie versagt anschlieBend bei u‘s, was im Fall der rlickseitigen Biegebeweh-
rung als Perforation der Platte interpretiert werden wirde. Prinzipiell kbnnen beliebig
viele Biegebewehrungslagen berticksichtigt werden. Es ist zu beachten, dass die Ver-
sagensprozesse fur unterschiedliche Grolienordnungen der relativen Verschiebung Au
auftreten. Der Beton versagt im Bereich einiger Zehntel- bzw. Hundertstelmillimeter,
die Blgel im Bereich einiger Zentimeter und die riickseitige Biegebewehrung fiir einige

Dezimeter relativer Verschiebung.
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Abb. 4.26 Federkennlinien des CEB-Modells

Die gekoppelten Bewegungsgleichungen (4.36) konnen numerisch z. B. mit dem Run-

ge-Kutta-Verfahren vierter Ordnung geltst werden.

Ml'u1+C1u1+R1'u1—Rz'(uz—ul) =0
(4.36)
My iy + ¢yt Uy +c30 (U — 1) + Ry * (up —uy) = f(0)

Die Berechnung der Kennwerte fiir Feder R, ist unabhangig von Spannweiten und
Randbedingungen der Stahlbetonplatte, daher kdnnen die in /SCH 87/ angegebenen
Berechnungsvorschriften benutzt werden. Fur die Ermittlung der Kennwerte von R;
sind je nach Randbedingung verschiedene Berechnungsvorschriften zu verwenden. Al-
ternativ kdnnte Uber eine konkrete Grenzlastermittlung der Stahlbetonplatte eine ent-
sprechende Kennlinie abgeleitet werden, was im Rahmen dieses Vorhabens nicht ver-
folgt wurde. /SCH 87/ gibt die Rechenvorschriften fiir eine frei drehbar gelagerte Kreis-

scheibe unter einer zentralen kreisférmigen Belastung an.

Weitere Formeln /TUO 08/ werden im Folgenden aufgefihrt. Zunéchst sind die Biege-
steifigkeit des gerissenen Querschnitts pro Einheitslange D gemaR Gleichung (4.37)
und das maximale plastische Moment eines Betonquerschnittes gemafR Gleichung
(4.38) zu berechnen.

1 1
=—-d3-(—=+5.5- ) 4.37
D > d (12 5.5 ps> C ( )

ps* O 4.38
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Hierbei ist d die effektive Tiefe des Querschnittes, ps = As/d der Bewehrungsgrad, f. die
Zylinderdruckfestigkeit und E. der Elastizitatsmodul von Beton, o, die FlieBgrenze von

Bewehrungsstahl.

Fur eine einachsig gleitend gelagerte Platte der Breite b und Spannweite | unter punkt-
férmiger zentrischer Last ergibt sich die Steifigkeit von R; gemar Gleichung (4.39).

_48-D-b

Die Grenzlast ist nach Gleichung (4.40) zu berechnen, wobei sich die zugehdrige

Grenzverformung aus W = k,/F, ergibt.

_4-mp-b

p =— (4.40)

Ferner ist noch nach Gleichung (4.41) eine effektive Masse der niedrigsten Eigenfre-

quenz anzugeben, welche auch in die Berechnung der Dampfungskonstanten eingeht.
1
me=§'p'h'l'b (4.41)

Fur eine zweiachsig gleitend gelagerte Platte der Spannweite | unter zentrischer punkt-

formiger Belastung gelten die Gleichungen (4.42) — (4.44).

D
- 4.42
kp 0.0116 - 12 (4.42)
E,=8-m, (4.43)
1 2
me=g-p-h-l (4.44)

Fur eine an den Eckpunkten gleitend gelagerte Platte der Spannweite | unter zentri-

scher punktfdrmiger Last kénnen die Gleichungen (4.45) — (4.47) benutzt werden.

y D (4.45)
b7 0.0403 - 12
E,=4-m, (4.46)
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mezﬁ-p-h-lz (447)

442 Modellerprobung

Zur Erprobung des CEB-Modells werden die in Tab. 4.4 aufgeflhrten ausgewahlten
Aufprallversuche mit unterschiedlichen Lagerbedingungen und Schadigungsklassen

analysiert.
Tab. 4.4  Aufprallversuche zur Erprobung des CEB-Modells
Bezeichnung Versuchs- Randbedingung Schadensklasse nach
stand CEB-Modell Versuch
/4 Meppen Drehbare Scheibe Blgelfeder plastisch
: Bigel durchtrennt, Biege-
/5 Meppen Drehbare Scheibe bewehrung aktiviert
673 VTT Einachsig, drehbar Betonfeder intakt
TF11/TF12/TF15 | VTT Zweiachsig, drehbar | Betonfeder intakt
X1 VTT Zweiachsig, drehbar Buge_lfeder gerlngfu_glg
plastisch bzw. elastisch
X5 VTT Zweiachsig, drehbar Blgelfeder fehlt, Biegebe-
wehrung aktiviert
Eckpunkte gelagert, | Betonfeder durchtrennt,
wsl SNL drehbar Biegebewehrung aktiviert

Meppen-Versuche

Abb. 4.27 zeigt die Zeitverlaufe der Verschiebungen der Massen des CEB-Modells im
Vergleich zu Messdaten fur riickseitige Plattenverschiebungen des Meppener Ver-
suchs II/4 /HOC 87/. Die Eingabeparameter wurden aus /SCH 87/ entnommen. Diese
sehen einen Stanzwinkel a = 40° vor, wenngleich das Schadigungsbild der Versuche
Stanzwinkel zwischen 28° und 35,5° nahelegen. Prinzipiell ist die Ermittlung eines
Stanzwinkels durch Unterschiede der Rissbhilder im horizontalen und vertikalen Quer-
schnitt erschwert, zumal sich eine Vielzahl von Rissen bei gleichzeitiger variierender
Krimmung einzelner Risse ausbildet. Insofern stellt die Angabe eines einheitlichen

Stanzwinkels stets das Ergebnis einer Mittelung dar.
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Abb. 4.27 Anwendung des CEB-Modells auf den Meppener Versuch 11/4

Im Meppener Versuch 11/5 ist mit a; = 13 cm?/m? die Schubbewehrungsdichte gegen-
Uber Versuch 11/4 (as = 52 cm?/m?) bei ansonsten vergleichbaren Versuchsparametern
deutlich reduziert. Dies hat zur Folge, dass in Versuch II/5 die Bugelbewehrung durch-
trennt und die Membranwirkung der ruckseitigen Biegebewehrung aktiviert wird, was
der Prognose des CEB-Modells (vgl. Abb. 4.28) entspricht. Hierbei wurde ein Stanz-

winkel von a = 45° angenommen.

MEPPEN II/5: RUCKSEITIGE VERSCHIEBUNGEN
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Abb. 4.28 Anwendung des CEB-Modells auf den Meppener Versuch 11/5

Anhand des Meppener Versuchs 1I/5 erfolgt eine Sensitivitatsstudie beztglich der An-
nahme des Stanzwinkels. Abb. 4.29 zeigt die Abhangigkeit der maximalen Stanzkegel-

46



verschiebung vom Stanzwinkel. Es wird deutlich, dass die Schadensklasse in Uber-
gangsbereichen durch die Stanzwinkelannahme beeinflusst wird. Die Betonfeder ver-
sagt bei ca. 36°, wonach es sprunghaft zu einer Zunahme der Stanzkegelverschiebung
kommt. Die riickseitige Biegebewehrung bricht bei ca. 49°, wonach eine Perforation
der Platte vorliegt. Exemplarisch zeigen weitere Parameterstudien insbesondere fiir
Ubergangsbereiche Sensitivitaten beziiglich LZF, Bruchdehnungen des Bewehrungs-
stahls, Betonzugfestigkeit, Dampfungskonstanten und die Dicke der Betontberde-
ckung. In Anbetracht dieser Sensitivitaten wird deutlich, dass die Prognosen des CEB-
Modells mit erheblichen Unsicherheiten behaftet sein konnen. Dennoch erscheint das
CEB-Modell fur die Begleitung von Simulationen mit komplexen Programmsystemen
gut geeignet. Insbesondere ermdéglicht es bei begrenztem Aufwand die Durchfiihrung

von Parameterstudien.

MEPPENER VERSUCH II/5: EINFLUSS DES STANZWINKELS
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Abb. 4.29 Einfluss des Stanzwinkels auf Stanzkegelverschiebungen (CEB-Modell)

VTT-Versuche

Die Anwendung der Formeln (4.39) — (4.41) fir eine einachsig gleitend gelagerte Platte
wird anhand des VTT Versuches 673 erprobt. Dieser Versuch wurde im Rahmen des
Vorhabens RS1182 /GRS 12/ umfangreich beschrieben und mit AUTODYN analysiert.
In diesem Versuch bleibt die Betonfeder intakt und die Versuchsplatte vollzieht eine
reine Biegeschwingung. In Abb. 4.30 werden gemessene und mit dem CEB-Modell be-
rechnete Verschiebungen verglichen. Da die Verschiebungsaufnehmer auf3ermittig po-
sitioniert sind, ist eine Interpolation der Ergebnisse erforderlich. Hierzu wurde ein linea-

res Verschiebungsprofil angenommen. Bezlglich der maximalen Auslenkungen erge-
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ben sich gute Ubereinstimmungen, wohingegen das CEB-Modell Steifigkeit und Damp-

fung der nachfolgenden Schwingung Uberschatzt.

VTT VERSUCH 673: RUCKSEITIGE VERSCHIEBUNGEN
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Abb. 4.30 Anwendung des CEB-Modells auf den VTT Versuch 673

Zur Erprobung der Formeln (4.42) — (4.44) fur zweiachsig gleitend gelagerte Stahlbe-
tonplatten werden ausgewahlte Versuche der B/L- sowie der X-Reihe des VTT
IMPACT Projektes analysiert. Details zu den Versuchen dieser Versuchsreihen sind in
Tab. 5.4 und Tab. 5.7 zusammengefasst. Wie im Fall von Versuch 673 kommt es in
den Versuchen der B/L-Reihe nicht zum Versagen der Betonfeder. In Abb. 4.31 wer-
den Ergebnisse des CEB-Modells mit Messdaten und Ergebnissen von AUTODYN-
Simulationen fur drei Versuche verglichen. Fur den Vergleich von Ergebnissen an der
Position von Verschiebungsaufnehmer D5 wurde eine Interpolation vorgenommen,
wobei ein pyramidenformiges Verschiebungsprofil angenommen wurde. Beziiglich der
maximalen Auslenkungen zeigen sich auch hier gute Ubereinstimmungen fir die Ver-
suche TF11 und TF12, wohingegen in TF15 die maximale Verschiebung unterschatzt
wird. Ahnlich wie in Versuch 673 werden durch das CEB-Modell Steifigkeit und Damp-
fung der nachfolgenden Schwingung tberschétzt. Bezuglich der Schadensklasse sind
die Prognosen des CEB-Modells jeweils korrekt. Die Auswertung der Verschiebungen
und Federkrafte zeigt, dass ein Versagen der Betonfeder ausgeschlossen werden

kann.
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Abb. 4.31 Anwendung des CEB-Modells auf die VTT Versuche TF11/TF12/TF15

Im Gegensatz zur B/L-Reihe kommt es in der X-Reihe zum Versagen der Betonfeder.
In Abb. 4.32 werden zentrale Plattenverschiebungen fur den Versuch X1 gegentber-
gestellt, fur den sich eine vergleichsweise geringe Stanzkegelverschiebung findet. Be-
zlglich der maximalen Auslenkung stimmen Messdaten und die Ergebnisse des CEB-
Modells gut Uberein. Bemerkenswert ist die Tatsache, dass die maximal gemessene
Verschiebung der zweiten Periode hoher ist. Dies lasst sich durch Steifigkeitsverluste
infolge fortschreitender Plattenschadigung erklaren.
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Abb. 4.32 Anwendung des CEB-Modells auf den VTT Versuch X1
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Infolge der erh6hten Belastung in Versuch X3 sagt das CEB-Modell fur diesen Fall die
Perforation der Platte vorher, da es zum Versagen der Biegebewehrung und dement-
sprechend hohen relativen Stanzkegelverschiebungen kommt, siehe Abb. 4.33. Die
rickseitige Biegebewehrung wird in diesem Fall durchtrennt. Im zugehérigen Versuch

wurde die Grenztragfahigkeit der Platte nicht Gberschritten.

VTT VERSUCH X3: RUCKSEITIGE VERSCHIEBUNGEN
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Abb. 4.33 Anwendung des CEB-Modells auf den VTT Versuch X3

In Versuch X5 verfugt die Versuchsplatte Uber keinerlei Schubbewehrung, so dass
unmittelbar nach dem Versagen der Betonfeder die Membranwirkung der Bligelbeweh-
rung aktiviert wird. In Abb. 4.34 werden die Messdaten mit den Ergebnissen des CEB-
Modells verglichen. Es findet sowohl fur die Stanzkegelverschiebung als auch fir die
Biegeverschiebung eine sehr gute Ubereinstimmung bezuglich Maximalverschiebun-

gen und Frequenz.

VTT VERSUCH X5: RUCKSEITIGE VERSCHIEBUNGEN
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Abb. 4.34 Anwendung des CEB-Modells auf den VTT Versuch X5
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SNL-Versuch

Weiterhin wurde die Anwendung des CEB-Modells an einem bei SNL durchgefiihrten
~Water-Slug“-Versuch mit einer an vier Eckpunkten gelagerten Stahlbetonplatte er-
probt, wobei die Formeln (4.45) — (4.47) verwendet wurden. Die Versuchsplatte weist
lediglich Biegebewehrung auf. Dieser Versuch wurde im Rahmen von RS1182 durch
numerische Berechnungen umfangreich analysiert /[HEC 12/. Aufgrund der Einstufung
der Versuchsergebnisse sind die Daten hier in anonymisierter Form wiedergegeben. In
Abb. 4.35 werden die Messdaten mit Ergebnissen des CEB-Modells und einer
AUTODYN-Simulation verglichen. Bezuglich der maximalen Verschiebungen und der
Frequenz der nachgelagerten Schwingung erhalt man mit dem CEB-Modell ein gutes
Ergebnis.

SANDIA WATER SLUG: ZENTRALE VERSCHIEBUNGEN SANDIA WATER SLUG: VERSCHIEBUNGEN, VERSETZT

CEB-MODELL (u)
VERSUCH —--ereee-
AUTODYN ——
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RS

PLATTENVERSCHIEBUNG

PLATTENVE

H ' . : - CEB-MODELL (up)
/A p AR R VERSUCH -
‘ ‘ : ‘ AUTODYN ——

ZEIT ZEIT

Abb. 4.35 Anwendung des CEB-Modells auf einen Sandia ,Water-Slug“-Versuch

4.4.3 Fazit

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass mit dem CEB-Modell im Prinzip unter-
schiedliche Schadensklassen von stoRbeanspruchten Stahlbetonstrukturen fir ver-
schiedene Lagerungsbedingungen Uberwiegend gut simuliert werden kénnen. Dabei ist
zu beachten, dass die Eingabeparameter des Modells teilweise aus Erfahrungswerten
und MalRnahmen der Kalibrierung abgeleitet wurden. Wegen des geringen Aufwands
beziglich der Handhabung eignet sich das CEB-Modell sehr gut fir ergdnzende Ana-

lysen zu Untersuchungen mit komplexen Verfahren.
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5 Simulation von Aufprallversuchen im Rahmen des VTT
IMPACT Projektes

Die nachfolgend beschiebenen Ergebnisse beziehen sich auf die Arbeiten, die im AP1:
LAnalysen zu Versuchen mit Stahlbetonstrukturen unter Aufprallbelastung® im Kapitel

2.3 beschrieben sind.

5.1 Uberblick liber das Versuchsprogramm VTT IMPACT

Seit 2005 werden am Technical Research Centre of Finland im Rahmen des internati-
onalen Forschungsvorhabens IMPACT Versuche zur Aufprallbelastung widerstandsfa-
higer Strukturen durchgefiihrt. Dieses Projekt wurde durch die GRS im Zusammen-
hang mit den Vorhaben RS1167 /GRS 08/, RS1182 /GRS 12/ und RS1509 begleitet.
Phase Il des IMPACT Projektes begann Ende 2012 und wird voraussichtlich Mitte
2017 abgeschlossen sein.

Abb. 5.1 zeigt eine Skizze des Versuchsstandes. Das Prinzip besteht darin, mittels
Druckluft einen in einer Beschleunigungsréhre befindlichen Kolben zu beschleunigen.
Uber eine Finne des Kolbens (siehe Abb. 5.2, rechts) werden die Projektile beschleu-
nigt. Dieser Aufbau ist bezliglich Querschnitt und Léange der Projektile flexibel, da sich
diese aufRerhalb der Beschleunigungsrohre bewegen. Die Targetstrukturen befinden
sich ca. 4 m hinter der Mindung der Beschleunigungsréhre. Neben Stahlbetonplatten
(vgl. Abb. 5.2, links) kdnnen Kraftmesseinrichtungen (vgl. Abb. 5.41) zur Ermittlung der
StoRkraft verformbarer Projektile eingesetzt werden. Weitere Details des Versuchsauf-

baus und zur verfigbaren Messtechnik finden sich z. B. in /HEC 15a/.

38m

Berstmembran Projekil Tragrahmen mit Target
2.5m
4m Horizontale  |Anstehender
] | — I\ Stiitzen Fels
RuckstoRsicherung Druckrohre Beschleunigungsstrecke Kolbenfanger

Abb.5.1 Abmessungen des Versuchsstandes des VTT IMPACT Projektes
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Abb. 5.2 Details einiger Bestandteile des Versuchsstandes des VTT IMPACT Pro-
jektes

Im Rahmen der P-Reihe (engl. ,Punching“) werden Versuche zum Aufprall starrer Pro-
jektile auf Stahlbetonplatten durchgefihrt. Hierbei kommt es zum Durchstanzversagen
der Stahlbetonplatten. Die wesentlichen Versuchsparameter umfassen:

— Aufprallgeschwindigkeit
— Bulgelbewehrung (Platten mit und ohne Bigelbewehrung, Art der Blgel)

— Anteil und Anordnung von Biegebewehrung

Ferner wurden in einigen Versuchen der P-Reihe Vorspannglieder bzw. ein metalli-
scher Liner auf die Riickseite der Stahlbetonplatte aufgebracht. Umfangreiche Analy-
sen zu Versuchen zum Durchstanzversagen von Stahlbetonplatten ohne Blgelbeweh-
rung fanden im Rahmen der IRIS Aktivitat /NEA 12/, INEA 14/ statt.

Im Rahmen der B/L-Reihe (engl. ,Bending/Liquid“) wird das Biegeversagen von ein-
achsig und zweiachsig gelagerten Stahlbetonplatten infolge des Aufpralls verformbarer
Projektile untersucht. Die Stahlbetonplatten haben eine starke Schubbewehrung, so
dass Durchstanzversagen ausgeschlossen ist. Einige Projektile der B/L-Reihe haben
eine Wasserfillung in Form von vollstandig gefullten bzw. teilweise gefullten Tanks.
Der wesentliche Versuchsparameter ist die Last-Zeit-Funktion. Diese wird Uber Auf-
prallgeschwindigkeit und den Projektiltyp variiert. Umfangreiche Analysen zu Versu-
chen mit zweiachsig gelagerten Platten fanden ebenfalls im Rahmen der IRIS Aktivitat
INEA 12/, INEA 14/ statt.
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Im Rahmen von RS1509 wurde seitens der GRS eine Reihe von Versuchen mit flis-
sigkeitsgefillten Projektilen spezifiziert, welche in den Abschnitten 5.3.1 und 5.3.4 be-
schrieben sind. Diese Versuche wurden teilweise wahrend der Laufzeit des Vorhabens
RS1509 durchgefiihrt. Die weiteren spezifizierten Versuche sind fir das vierte Quartal

2016 und das erste Quartal 2017 vorgesehen.

Die Zielsetzung der sog. X-Reihe besteht in der Untersuchung des kombinierten Auf-
tretens von Biege- und Durchstanzversagen von Stahlbetonplatten infolge des Auf-
pralls deformierbarer Projektile. Zu den bisher betrachteten Versuchsparametern zah-
len die Art der Belastung, Dichte der Schubbewehrung sowie verschiedene Typen der
Ausfiihrung von Schubbewehrung. Die zur X-Reihe durchgefiihrten Simulationen mit
komplexen Rechenprogrammen sind in Abschnitt 5.4 beschrieben.

Weiterhin wurden erste Versuche zur Thematik der Ausbreitung von induzierten Er-
schitterungen in komplexeren Stahlbetonstrukturen infolge des Aufpralls weicher
StoRRkorper durchgefuhrt (V-Reihe). Diese Versuche behandeln eine Fragestellung,
welche aufRerhalb der Zielsetzung von RS1509 liegt, und wurden daher im Rahmen

dieses Vorhabens nicht betrachtet.

5.2 Aufprall von starren StoRRkdrpern (VTT P-Versuchsreihe)
5.2.1 Experimenteller Hintergrund und Auswertung ausgewahlter Versuche
der P-Reihe

Im Rahmen von RS1182 und RS1509 wurden lediglich Versuche der P-Reihe mit
Stahlbetonplatten ohne Vorspannung und jeweils identischer Biegebewehrung unter-
sucht, welche in Tab. 5.1 aufgefiihrt sind. Die betrachteten Versuchsparameter umfas-
sen die Bugelbewehrung, die Aufprallgeschwindigkeit v, sowie Unterschiede in den Be-
toneigenschaften. Hierzu z&hlen neben den Versuchen des IMPACT Projektes auch
drei Versuche, welche im Rahmen der Aktivitat IRIS_2010 durchgefihrt wurden und
deren Dokumentation im entsprechenden Abschlussbericht /NEA 12/ enthalten ist.
Versuch ATL21 weist zuséatzlich einen auf die Plattenriickseite aufgebrachten Stahlliner
(t=1,5mm) auf, dessen Effekt auf die Projektilrestgeschwindigkeit als vernachlassig-
bar angesehen wird. Bezlglich der Zylinderdruckfestigkeit von Beton kommt es teilwei-
se zu erheblichen Abweichungen zwischen einzelnen Versuchen. Die zylindrischen

Proben wurden unter Laborbedingungen gelagert und entsprechend dem Alter der zu-
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gehorigen Versuchsplatten zum Zeitpunkt des jeweiligen Versuches getestet. Hierbei
ist zu beachten, dass es beziiglich des Alters der Versuchsplatten zum Versuchszeit-
punkt teilweise erhebliche Unterschiede gibt. Ferner lassen sich die Schwankungen
teilweise durch den vergleichsweise langen Zeitraum der Versuchsprogramme von et-
wa zehn Jahren und entsprechenden Anderungen bei Personal und Zulieferern erkla-
ren. Beziglich der Zugfestigkeit treten ebenfalls Schwankungen (Varianzkoeffizient ca.
11 %) auf, welche im Vergleich zu den Schwankungen der Druckfestigkeit (Varianz-
koeffizient ca. 16 %) weniger stark ausgepragt sind.

Tab. 5.1  Uberblick Gber ausgewahlte Versuche der VTT P-Reihe

Bezeichnung | Blgelbewehrung Vo / m*s™ | f./ MPa fi/ MPa | Phase

A ohne 80 61,5 4,1 IMPACT |
Al ohne 101 58,0 4,0 IMPACT |
Al1R ohne 102 48,9 3,5 IMPACT I
Al2 ohne 110 60,5 3,2 IMPACT I
A21 ohne 120 67,5 3,9 IMPACT I
IRIS P1 ohne 136 67,1 4,0 IRIS_2010
IRIS P2 ohne 135 64,7 3,3 IRIS_2010
IRIS P3 ohne 137 64,9 3,3 IRIS_2010
P11 ohne 127 78,0 4,0 IMPACT llI
AT T-Bugel (8=12) 100 54,0 3,0 IMPACT |
P1 Hakenformig (@=12) | 102 40,6 2,9 IMPACT Il
P6 T-Bugel (8=10) 111 49,7 3,5 IMPACT Il
AS21 C-férmig (@=12) 122 63,4 35 IMPACT II
AT?2 T-Bugel (@=12) 140 70,0 3,9 IMPACT II
AT21 T-Bugel (8=12) 144 74,9 4,1 IMPACT I
ATL21 T-Bugel (8=12) 122 60,3 3,7 IMPACT I

Die Versuchsplatten weisen fur jede Seite und jede Richtung eine Biegebewehrung der
Dichte 8,7 cm?/m auf. Diese wird durch im Abstand von 90 mm angeordnete Beweh-
rungsstabe mit einem Durchmesser von 10 mm (210, c/c 90) bei einer Betoniberde-
ckung von 25 mm realisiert. Zur Materialcharakterisierung des Bewehrungsstahls wur-
den zahlreiche Zugversuche durchgefiihrt. Im Mittel samtlicher Versuche betragt die
FlieRgrenze 538 MPa, die Zugfestigkeit 637 MPa und die Bruchdehnung 19,5 %. In
Versuchsplatten mit Bugelbewehrung ist diese in den meisten Fallen mit Staben (meis-

tens @ = 12 mm) mit kreisscheibenférmigen Doppel-Kdpfen (T-Bugel, engl. ,T-Headed-
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Bars®) realisiert, welche an den Kreuzungspunkten der Biegebewehrung eingehangt
sind. Fur den Stahl der Bulgel ergibt sich im Mittel die FlieRgrenze 517 MPa und die
Zugfestigkeit 595 MPa. Abweichende Bugelformen werden in Versuch P1 in Form von
hakenférmigen Blgeln und in Versuch AS21 in Form von C-férmigen Bugeln unter-

sucht. Abb. 5.3 zeigt Fotografien der verschiedenen Bligelanordnungen.

Abb. 5.3 Verschiedene in der P-Reihe untersuchte Bigelformen (T-Bligel, haken-
férmige Bigel und C-férmige Blgel)

Bei den Projektilen handelt es sich um mit Leichtbeton gefiillte Stahlrohre, an welche
sphérisch gekrimmte Nasen aus Stahl angeschweil3t sind. Zur Messung der Restge-
schwindigkeit in Versuchen mit erwarteter Perforation der Stahlbetonplatte wird ein an
das Heck angebrachtes Aluminiumrohr verwendet. Die Gesamtmasse der Projektile
betragt jeweils ca. 47,5 kg. Abb. 5.4 zeigt Abmessungen eines typischen Projektils und
exemplarisch das Projektil nach Versuch P1. Abgesehen von einer gewissen Zunahme
des Umfangs im Nasenbereich lassen sich keine nennenswerten Verformungen fest-
stellen. Bei zu erwartenden hohen Belastungen wurde die Dicke des Stahlrohres in den

entsprechenden Versuchen auf 12,5 mm erhoht.

ini Nase:
Aluminiumrohr zur Messung =
von Restgeschwindigkeiten f;lﬂaglrgl;ll} ELB_gSD, ;i?{gg%&

— /

Fiillung mit
Stahlscheibe: — Leichbgalon
t=10, ©=168.3

Abb. 5.4  Abmessungen eines typischen Projektils (links) und verformtes Projektil
nach Versuch P1 (rechts) der VTT P-Versuchsreihe
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Im Folgenden erfolgt eine Auswertung der Versuche hinsichtlich der Projektilrestge-
schwindigkeiten v,s. Die entsprechenden Versuchsergebnisse sind in Tab. 5.2 bzw.

Tab. 5.3 fur Versuche ohne bzw. mit Bligelbewehrung aufgefihrt.

Tab. 5.2 Gemessene Projektilrestgeschwindigkeiten (£ 2 m/s) in VTT Durchstanz-

versuchen ohne Bligelbewehrung

Bezeichnung | A | A1 | AIR | A12 | A21 | P11 | IRISP1 | IRIS P2 | IRIS P3
Vo/ ms? 80 [ 101 | 102 | 110 | 120 | 127 | 136 135 137
Vies / Ms™ o| o0 12 | 21 | 33 | 38 34 45 36

Tab. 5.3  Gemessene Projektilrestgeschwindigkeiten (x 2 m/s) in VTT Durchstanz-

versuchen mit Bugelbewehrung

Bezeichnung | AT | P1 | P6 | AS21 | AT2 | AT21 | ATL21
Vo/ ms? 100 | 102 | 111 | 122 | 140 | 144 122
Vies / Ms™ 0 |17 | 5 44 45 31 27

Zur Berechnung der Restgeschwindigkeit eines Projektils haben Lambert und Jonas
/LAM 76/ Gleichung (5.1) vorgeschlagen.

0 firvy <
Ures = 1 (5.1
a- (vl —vP) ™ fiir vy > v,

Hierbei sind a und p sowie die ballistische Grenzgeschwindigkeit v, Modellparameter.
Diese kdonnen Uber nichtlineare Regression z. B. unter Verwendung des Levenberg-
Marquardt-Algorithmus an die Versuchsdaten angepasst werden. Der Ansatz von Kar
IKAR 79/ gemal Gleichung (5.2) enthalt die Projektiimasse M, und die Masse des

ausgeworfenen Betons M.

0 firvy <y

fir vy > v, (5.2)
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Es lasst sich zeigen, dass Gleichung (5.1) unter folgenden Annahmen in Gleichung

i\~ 1/2
(5.2) tbergeht, d. h.p=2und a = (1 + M—")
14
o Die Energieaufnahme der Stahlbetonplatte (ohne den Anteil des Betonaus-

wurfes) ist unabhangig von v,
e M ist unabhéngig von vg
o Das Projektil ist ein starrer Kdrper
o Projektil und ausgeworfener Beton weisen die gleiche Restgeschwindigkeit auf

o Der Energieanteil des ausgeworfenen Betons lasst sich ausschliel3lich tber ki-
netische Energie darstellen, d. h. plastische Verformung wird vernachlassigt.

Da beide Ansétze eine Polstelle im Bereich der ballistischen Grenzgeschwindigkeit
aufweisen, wirken sich in diesem Bereich vergleichsweise geringe Variationen der Ein-
gabegrofien sehr stark auf die Restgeschwindigkeit aus. In diesem Bereich sind auch
starke Streuungen in den Versuchsergebnissen zu erwarten, wie der Vergleich zwi-
schen den Versuchen Al und A1R zeigt. In Abb. 5.5 werden Versuchsergebnisse aus
Tab. 5.2 mit der Anpassung an die Lambert-Jonas-Gleichung sowie der Kar-Formel
verglichen. Fur letztere wurden v, = 100 m/s, M, = 150 kg und M, = 47,5 kg angenom-
men. Die Annahme bezuglich v, grindet sich auf die Versuche Al und A1R, wohinge-
gen die Annahme fir M, auf einer groben Abschétzung der Schadensbilder der IRIS-
Versuche basiert. Eine Anpassung der Lambert-Jonas-Gleichung an Versuchsdaten
mit Perforation der Platte, d. h. ohne Berticksichtigung der Versuche A und Al, ergibt
a=0,336, p=3,202 und v, = 101,2 m/s. Fasst man die IRIS Versuche P1 und P3 als
Ausreil3er auf und bertcksichtigt fir die Anpassung lediglich P2, so erhalt man
a=0,627, p=1,518 und v, = 97,0 m/s. Die Parameteranpassung der Lambert-Jonas-
Gleichung ist somit offenbar stark von der Wahl der Norm bzw. Wichte der einzelnen

Datenpunkte abhangig.

Es lasst sich feststellen, dass die Kar-Formel in Anbetracht der stark vereinfachten An-
nahmen eine erstaunlich gute Interpolation der Versuchsdaten leistet. So wurde die
gemessene Restgeschwindigkeit des erst nach der Festlegung der Parameter durch-
gefuhrten Versuches P11 sehr gut vorhergesagt. Ebenso ist die gute Prognose der
Kar-Formel im Hinblick auf die Schwankungen der Betondruckfestigkeiten bemerkens-

wert.
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Abb. 5.5 Projektilrestgeschwindigkeit in Abhangigkeit der Aufprallgeschwindigkeit in
Versuchen ohne Bugel der VTT P-Reihe

Im Gegensatz zu den Versuchen ohne Blgelbewehrung sind im Hinblick auf die Rest-
geschwindigkeit groRere experimentelle Streuungen bei blgelbewehrten Stahlbeton-
platten aufgetreten (siehe Abb. 5.6). Die Parameteranpassung fur die Lambert-Jonas-
Gleichung ergab a=0,493, p=1,371 und v,=93,1 m/s. Fir die Kar-Formel wurde
ausgehend von den Versuchen AT und P1 v, = 100 m/s und ausgehend von Versuch
AT2 M, = 30 kg abgeleitet. Der Einfluss der Biigelbewehrung auf M ist somit erheblich.
Insgesamt findet sich im Vergleich zu den Versuchen ohne Biigel ein deutlich weniger

konsistentes Bild.

Es zeigt sich auch hier, dass die Modellparameteranpassung an die Lambert-Jonas-
Gleichung sehr sensitiv gegenuiber der gewahlten Wichte der einzelnen Datenpunkte
ist. Offenbar ist der Einfluss der Bugelbewehrung auf die ballistische Grenzgeschwin-
digkeit gering. Fir eine abschlieRende Bewertung waren hierzu jedoch weitere Versu-
che im Bereich der ballistischen Grenzgeschwindigkeit erforderlich. Im Hinblick auf die
Wirksamkeit verschiedener Blgelformen ist in Anbetracht der geringen Anzahl von

Versuchen noch keine abschlieRende Bewertung maoglich.
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Abb. 5.6 Projektilrestgeschwindigkeit in Abhangigkeit der Aufprallgeschwindigkeit in
Versuchen mit Bugeln der VTT P-Reihe

5.2.2 Simulation von Versuchen der P-Reihe mit AUTODYN und LS-DYNA

Im Rahmen von RS1182 und der Teilnahme an den Aktivitaten IRIS 2010 und
IRIS_2012 wurden erste Analysen zu den Versuchen der P-Reihe mit AUTODYN
durchgefuhrt. Umfassendere Sensitivitatsstudien waren im Rahmen von RS1509 mit
dem beziglich Rechenzeiten wesentlich effizienteren Rechenprogramm LS-DYNA
moglich. Abb. 5.7 stellt ein typisches Analysemodell zur Simulation von Versuchen der
P-Reihe dar. Dabei sind das Projektil und die Targetstruktur vollstandig ohne Annahme
von Symmetrierandbedingungen vernetzt. Die durchschnittliche Elementkantenlange
der Betonbereiche betragt 10 mm, was 25 Schichten Uber die Stahlbetonplattendicke
entspricht. Zwischen Bewehrung und Betonknoten besteht eine feste kinematische
Kopplung in Form von gemeinsamen Knoten. Sofern Bugelbewehrung betrachtet wird,
ist diese ebenfalls Uber gemeinsame Knoten mit der Biegebewehrung verbunden. Auf
Knoten entlang der Kanten der Eckplatten wurde eine Gleitlagerbedingung aufge-
bracht. In diesem Fall wird der Einfluss der Ausfiihrung der Randbedingung als ver-

nachléassigbar angesehen.

Fur die Darstellung des Materialverhaltens von Beton wird jeweils das RHT-Modell

verwendet, wobei die Parameter der Versagensflachen auf die zur Verfiigung gestell-
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ten Ergebnisse der Triaxialversuche (vgl. Abschnitt 4.3.3) angepasst wurden. Fir Be-

wehrungsstahl wird das Johnson-Cook-Modell (vgl. Abschnitt 4.1) verwendet.

Heck

Eckplatten mit ___ Stahlrohr

Randbedingung

Leichtbeton
Nase

Betonuberdeckung (20 mm)
Bugel (bei Bedarf)

Bewehrung (horizontal)

Bewehrung (vertikal)

Abb. 5.7 Typisches Analysemodell zur Simulation von Versuchen der VTT P-Reihe

IRIS-P1 Versuch

Abb. 5.8 vergleicht Verteilungen des RHT-Schadensparameters auf der Plattenriicksei-
te mit dem Schadensbild im IRIS-P1 Versuch. Es ist erkennbar, dass die beiden Simu-
lationen mit AUTODYN und LS-DYNA die horizontale und vertikale Ausdehnung der
Betonschadigung gut wiedergeben. Die gréRere Ausdehnung in horizontale Richtung
ist durch die Tatsache zu erklaren, dass die horizontalen Stabe oberflachennahe an-
geordnet sind. Das nicht symmetrische Schadensbild lasst sich in den Simulationen

dadurch erfassen, dass im Rechennetz eine Trennung der Bewehrungslagen vorge-
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nommen wurde. Im Vergleich zur Simulation mit AUTODYN erstreckt sich die Aufbau-
chung der ruckseitigen horizontalen Biegebewehrung in der LS-DYNA Rechnung tber

einen groReren Bereich.

S A S
fird™ e

Abb. 5.8 Berechnete RHT-Schadensparameter auf der Plattenrtickseite (linkes Bild
LS-DYNA, mittleres Bild AUTODYN) am Beispiel des IRIS-Versuchs P1

Ebenfalls anhand der IRIS-Versuche erfolgt in Abb. 5.9 der Vergleich der zeitlichen
Verlaufe der Geschwindigkeiten des Projektilhecks. Der Perforationsvorgang weist
gemanR /LIQ 05/ eine Tunnelphase und eine Abscherungsphase mit der Ausbildung ei-
nes Stanzkegels auf. Im vorliegenden Fall betragen die Dauer der Tunnelphase ca.
1,5 ms und die Tunneltiefe ca. die halbe Plattendicke. Im Schadensbild der Querschnit-
te parallel bzw. senkrecht zur Plattenoberflache (vgl. Abb. 5.8 und Abb. 5.10) sind
Tunnel und Stanzkegel gut erkennbar. Wéahrend der Tunnelphase werden vornehmlich
Druckbelastungen des Betons erwartet und die Ergebnisse der Rechenprogramme
stimmen zufriedenstellend tberein. Das Ausscheren erfolgt unter niedrigem hydrostati-
schem Druck unter Zug- und Scherbelastung und es zeigen sich Unterschiede zwi-
schen den Simulationen. Diese kdnnten durch Unterschiede des Verhaltens der Mate-
rialmodelle des Betons unter Zugbeanspruchung (vgl. Abschnitt 4.3.2) erklart werden.
Es zeigt sich, dass die berechnete Restgeschwindigkeit nach der Ausscherphase er-
heblich von den Parametern der Restfestigkeit des Betons sowie den Parametern der

Biegebewehrung abhangt.
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Abb. 5.9 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche mit AUTODYN und LS-DYNA am Beispiel

des IRIS-Versuchs P1

Vertikal (Versuch IRIS P1) Horizontal (Versuch IRIS P1)

| Tunnel =

Vertikal (AUTODYN)

Horizontal (AUTODYN)

Abb. 5.10 Berechnete RHT-Schadensparameter auf den Plattenquerschnitten senk-

recht zur Plattenoberflache am Beispiel des IRIS-Versuchs P1
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Sensitivitatsstudie bezlglich der Aufprallgeschwindigkeit

Abb. 5.11 zeigt Ergebnisse einer Sensitivitatsstudie bezlglich der Aufprallgeschwindig-
keit. Hierbei sind bezlglich der mit AUTODYN berechneten Datenpunkte teilweise Er-
gebnisse aus RS1182 /GRS 12/ enthalten. Bei diesen Simulationen wurden die Para-
meter der Versagensflachen des Betonmodells noch nicht an die Daten der Triaxial-
versuche (vgl. Abschnitt 4.3.3) angepasst, da diese Daten zu diesem Zeitpunkt nicht
zur Verfugung standen. Im Gegensatz hierzu entspricht das mit AUTODYN berechnete
in Abb. 5.9 dargestellte Ergebnis einer Simulation mit angepassten Parametern. Zu-
satzlich zu den Rechnungen mit Volumenelementen wurde bereits in RS1182 begon-
nen, Beton Uber die SPH-Methode abzubilden. Prinzipiell ergibt sich sowohl zwischen
den Simulationsergebnissen untereinander als auch zwischen Simulationsergebnissen
und Versuchsergebnissen ein konsistentes Bild. Vereinzelt erhdlt man fur hdhere Auf-
prallgeschwindigkeiten geringere Werte fir die Projektilrestgeschwindigkeit. Beispiels-
weise kommt es in der mit LS-DYNA zu vy, = 120 m/s durchgefiihrten Referenzrech-
nung zu einem abweichenden Ergebnis. Im Rahmen der Sensitivitatsstudien wird deut-
lich, dass es sich um einen Einzelfall handelt und die Abweichung bei anderen Kombi-

nationen der Modellierungsparameter nicht auftritt.
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Abb.5.11 Mit dem RHT-Modell berechnete Projektilrestgeschwindigkeiten zu Versu-
chen ohne Biigel der VTT P-Reihe
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Der Einfluss von Blgelbewehrung auf das Schadensbild wird in Abb. 5.12 deutlich.
Diese reduziert den Bereich mit rickseitigen Betonabplatzungen deutlich (vgl. Abb.

5.8). Dies wird durch beide Rechenprogramme qualitativ erfasst.

Abb. 5.12 Mit LS-DYNA und AUTODYN berechnete RHT-Schadensparameter auf
der Plattenriickseite am Beispiel des Versuches AT2 (vo = 140 m/s)

Bezlglich der in Abb. 5.13 dargestellten berechneten Restgeschwindigkeiten ergibt
sich im Vergleich zu Versuchen ohne Bugel ein weniger konsistentes Bild. Offenbar
wird in Simulationen mit Volumenelementen die verbleibende Scherfestigkeit von bi-
gelumschniurtem Beton Uberschéatzt. Dies hat eine Unterschatzung von Restgeschwin-
digkeiten und eine Uberschéatzung der ballistischen Grenzgeschwindigkeit zur Folge.
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Abb. 5.13 Mit dem RHT-Modell berechnete Projektilrestgeschwindigkeiten zu VTT

Durchstanzversuchen der P-Reihe mit Blgeln
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5.2.3 Sensitivitat bezlglich des Erosionskriteriums fir Beton

Da die zur Abbildung von Beton benutzten Volumenelemente lediglich begrenzt Deh-
nung aufnehmen konnen, ist in Simulationen dieser Art aus numerischen Griinden die
Definition eines Erosionskriteriums zum Entfernen von stark verformten Elementen aus
dem Rechenmodell erforderlich. Die Entfernung von stark verformten Elementen ist je-
doch unphysikalisch und sollte daher moglichst spat erfolgen. In der LS-DYNA Umset-
zung des RHT-Modells stellt die Erosionsdehnung einen Eingabeparameter dar, wel-
cher zwischen 100 % und 400 % variiert wurde. Die in Abb. 5.14 gezeigten Ergebnisse
legen nahe, dass ab einer Erosionsdehnung von 300 % die Konvergenz der Ergebnis-
se fur die meisten Aufprallgeschwindigkeiten anndhernd erreicht ist. Flr eine Erosions-
dehnung von 100 % zeigen sich bereits deutliche Abweichungen, so dass dieser Wert
als zu gering anzusehen ist. Alternativ lasst sich die Erosion anhand eines minimalen
Zeitschritts vornehmen. Auch hier ware eine Konvergenzstudie bezliglich des minima-
len Zeitschrittes erforderlich. Im Rahmen der Benchmark-Aktivitdten IRIS_ 2010
/INEA 12/ und IRIS_2012 /NEA 14/ wurde deutlich, dass in einer Reihe von Beitragen
anderer Organisationen Uber ein Erosionskriterium die Projektilrestgeschwindigkeit an
Versuchsdaten angepasst wurde. Derartige Ansatze sind als methodisch falsch zu be-
werten und offenbar vielfach der Tatsache geschuldet, dass die verwendeten Materi-

almodelle Materialschadigung und Restfestigkeit nicht berlicksichtigen kénnen.
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Abb. 5.14 Einfluss des Erosionskriteriums auf die Projektilrestgeschwindigkeit bei der

Simulation von VTT Durchstanzversuchen der P-Reihe ohne Bugel
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5.24 Sensitivitat bezlglich Bruchdehnung des Bewehrungsstahls

Die Wahl der Bruchdehnung fur Bewehrungsstahl weist einen hohen Einfluss auf die
berechneten Projektilrestgeschwindigkeiten auf (siehe Abb. 5.15). Dies gilt sowohl fur
den Wert der Restgeschwindigkeit als auch fur die ballistische Grenzgeschwindigkeit.
Sofern vollstéandig zerstortes Betonmaterial von Bewehrung umschnurt ist, weist dieser
gof. eine hohe Restfestigkeit auf. Versagen einer Stahlbetonplatte tritt erst nach dem
Zugversagen hinreichend vieler Bewehrungsstabe auf. Dies kann die hohe Sensitivitat
der Ergebnisse beziglich der Bruchdehnung des Bewehrungsstahls erklaren. Aus den
hier durchgefiihrten Analysen lasst sich ableiten, dass die Annahme von 5 % Bruch-
dehnung zu einer Uberschatzung der Restgeschwindigkeiten fiihrt und Bruchdehnun-
gen Uber 10 % zu einer Unterschéatzung. Diese Aussage ist jedoch von der Vernet-
zungsfeinheit abhangig (siehe Abschnitt 5.2.5). In der Regel kann die Vernetzungsfein-
heit stark lokalisierte Dehnungskonzentrationen im Bereich von Betonrissen nicht er-
fassen. Daher sollten zur Bewertung von Stahlbetonstrukturen beziiglich der Grenz-
tragfahigkeit gemal /ARR 07/ fir Versagensdehnungen deutlich kleinere Werte ver-
wendet werden als die in Zugversuchen ermittelten Bruchdehnungen einzelner Beweh-

rungsstabe.
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Abb. 5.15 Einfluss der Bruchdehnung des Bewehrungsstahls auf berechnete Projek-
tilrestgeschwindigkeiten zu VTT Durchstanzversuchen der P-Reihe ohne

Bugel
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Anhand von Abb. 5.16 ist erkennbar, dass sich die Variation der Werte der Bruchdeh-
nung im Materialmodell erst ab Beginn der Ausscherphase, d. h. nach etwa 2 ms aus-

wirkt.
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Abb. 5.16 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche zu verschiedenen Annahmen beziglich

Bruchdehnung des Bewehrungsstahls

5.2.5 Sensitivitat beziiglich Vernetzungsfeinheit

Wie in Abschnitt 4.3.2 ausgeflihrt, besteht im RHT-Modell fir Beton unter Zugbelas-
tung eine Abhangigkeit der Ergebnisse von der Vernetzungsfeinheit. Daher erscheint
fur praktische Simulationen eine Sensitivitatsstudie beziglich der NetzgroRRe erforder-
lich. Abb. 5.17 zeigt Ergebnisse eines Modells, dessen durchschnittliche Elementkan-
tenlange 7 mm betragt. Zusatzlich wurde auch hier der Wert der Bruchdehnung von
Bewehrungsstahl variiert. Es zeigt sich, dass die Ergebnisse bezlglich Restgeschwin-
digkeit und ballistischer Grenzgeschwindigkeit erheblich von der Vernetzungsfeinheit
abhangig sein kdnnen. Es bleibt somit offen, inwieweit das Versagenskriterium des Ma-

terialmodells fir den Bewehrungsstahl an die Netzfeinheit anzupassen ist.
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Abb. 5.17 Einfluss der Netzfeinheit auf berechnete Projektilrestgeschwindigkeiten zu
VTT Durchstanzversuchen der P-Reihe ohne Biigel

Anhand der in Abb. 5.18 gezeigten zeitlichen Geschwindigkeitsverlaufe wird deutlich,
dass innerhalb der Tunnelphase (bis ca. 2 ms), d. h. fir vorwiegend druckbeanspruch-
ten Beton, die Ergebnisse weniger stark netzabhangig sind als in der Ausscherphase

ab ca. 2 ms. Dieser Befund entspricht den Erwartungen.
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Abb. 5.18 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen

der IRIS Durchstanzversuche zu verschiedenen Vernetzungsfeinheiten

70



5.2.6 Sensitivitat bezlglich Dehnratenabhangigkeit der Betonfestigkeit

Abb. 5.19 und Abb. 5.20 zeigen, dass der Einfluss von dehnratenabhangiger Festig-
keitssteigerung des Betonmaterials auf Restgeschwindigkeiten und die ballistische
Grenzgeschwindigkeit offenbar gering ist. Erwartungsgemaf erhalt man tendenziell
héhere Restgeschwindigkeiten ohne Bericksichtigung eines DIF (,dynamic increase
factor®). In Anbetracht der Abhangigkeit der Ergebnisse von anderen Modellparametern
scheinen die Unterschiede jedoch gering zu sein. Diese Beobachtung ist konsistent mit
dem experimentellen Befund, nach dem die Restgeschwindigkeiten offenbar wenig von

den Betonfestigkeiten beeinflusst werden.
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Abb. 5.19 Einfluss von Dehnrateneffekten des Betonmaterials auf berechnete Projek-

tilrestgeschwindigkeiten zu Versuchen ohne Biigel der VTT P-Reihe
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Abb. 5.20 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche, Sensitivitat bezuglich Dehnraten-
abhangigkeit (DIF) der Betonfestigkeit

5.2.7 Sensitivitat beziglich Dehnratenabhangigkeit der Festigkeit von Be-

wehrungsstahl

Dehnratenabhéngige Festigkeitssteigerung des Bewehrungsstahls wird in der Refe-
renzrechnung ausgehend von /AMM 82/ mit den Parametern C = 0,025 und einer Re-
ferenzdehnrate von 1E-05 s™ im Johnson-Cook-Modell (siehe Abschnitt 4.1) beriick-
sichtigt. Eine Deaktivierung des DIF wirkt sich vergleichsweise stark auf die Projektil-
restgeschwindigkeiten aus (siehe Abb. 5.21). Abb. 5.22 zeigt, dass sich die Unter-
schiede erwartungsgemall wahrend der Ausscherphase ausbilden. Ohne Festigkeits-
steigerung sinkt das Vermdgen der rickseitigen Biegebewehrung, den vollstandig zer-
storten Beton zu umschniren, d. h. die Grenztragfahigkeit der Stahlbetonstruktur ist

abgesenkt.
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Abb. 5.21 Einfluss von Dehnrateneffekten des Bewehrungsstahlmaterials auf be-
rechnete Projektilrestgeschwindigkeiten zu Versuchen ohne Bugel der VTT
P-Reihe
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Abb. 5.22 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche, Sensitivitat bezuglich Dehnraten-
abhangigkeit (DIF) des Bewehrungsstahls
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5.2.8 Sensitivitat bezlglich des Kontaktalgorithmus

In der Referenzrechnung wird fir die Beschreibung des Kontaktes zwischen Projektil
und Beton *CONTACT_ERODING_SURFACE_TO_SURFACE verwendet. Diese Opti-
on kann den Kontakt zwischen Projektil und freien Oberflachen von Betonelementen
berlcksichtigen, die sich infolge von Erosion bilden. Da in diesem Beispiel lediglich
einseitige Erosion auftritt, lasst sich alternativ der *CONTACT_NODES_TO_SURFACE
verwenden. Abb. 5.23 zeigt, dass sich beide Optionen gut zur Simulation der Restge-
schwindigkeiten eignen.
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Abb. 5.23 Einfluss des Kontaktalgorithmus auf berechnete Projektilrest-

geschwindigkeiten zu Versuchen ohne Bligel der VTT P-Reihe

5.2.9 Sensitivitat beziliglich des Beam-Elementtyps von Bewehrungsstahl

Es wurde eine Parameterstudie beziiglich Elementtyp und Integrationsregel fur Beweh-
rungsstahl durchgefihrt. Fir das Hughes-Liu Element (ELFORM = 1) wurden Simulati-
onen mit einem Integrationspunkt (IRID=1) sowie einer 4 x4 Gaul3integration
(IRID =5) durchgefuhrt. Weiterhin wurden Simulationen mit dem Belytschko-Schwer
Element (ELFORM = 2) durchgefihrt. Da das Belytschko-Schwer Element eine resul-
tierende Formulierung nutzt und lediglich die Eingabe von Querschnittsflache und Fl&-
chentragheitsmomenten erfordert, ist hierfir keine Integrationsregel anzugeben. Es
lasst sich anhand von Abb. 5.24 feststellen, dass der Elementtyp teilweise erheblichen

Einfluss auf die Restgeschwindigkeiten aufweist. Ferner ist erkennbar, dass bei Ver-
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wendung von Hughes-Liu Elementen mit 4 x 4 GauRintegration hdhere Restgeschwin-
digkeiten ermittelt werden, die teilweise besser mit den gemessenen Werten Uberein-
stimmen. Dies lasst sich dadurch erklaren, dass fir das Versagen eines Elementes das
Erreichen des Versagenskriteriums an einem Integrationspunkt ausreicht. Fir Best-
Estimate-Berechnungen wird basierend auf den hier angesprochenen Analysen die

Verwendung von Hughes-Liu Elementen mit héherer Integrationsordnung empfohlen.
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Abb. 5.24 Einfluss des Element-Typs fir Bewehrungsstahl auf berechnete Projektil-

restgeschwindigkeiten zu Versuchen ohne Bligel der VTT P-Reihe

5.2.10 Sensitivitat bezlglich der Genauigkeit der Berechnung

Vereinzelt wurde in Simulationen mit AUTODYN festgestellt, dass Rechenergebnisse
zu bestimmten Aufprallversuchen von der Einstellung bezuglich der Rechengenauig-
keit, d.h. von der Wahl des Gleitkomma-Zahlenformats (einfach/doppelt genau) abhéan-
gig sein kénnen /GRS 12/. Im Rahmen der hier mit LS-DYNA durchgefiihrten Sensitivi-
tatsstudie (vgl. Abb. 5.25) lasst sich feststellen, dass die Abhangigkeit von der Re-
chengenauigkeit in den meisten féllen sehr gering, teilweise aber nicht vernachlassig-
bar ist. Somit ist insbesondere die Prognose kleiner Restgeschwindigkeiten, die stark
von der Simulation der Betonschéadigung im Detail abhangen, mit gréReren Unsicher-

heiten behaftet.

75



DURCHSTANZVERSUCHE OHNE BUGEL (VTT P-REIHE)

60 . g : : )
IO Versuche o | LI
E 5ol (Einfachgenau ® |i_ i 4.
>§ D:Jppeltg:enau | OlriiP? '
E 40 _ ............. ............ ...... Pl'lu.l ..... ............
X i i : 5 A21 i ‘elrds P3
2 s i i 5 ® . % eiisP1 ¢
2 AR : ............ : ............. : ............ : ............ : ..... .. ..... : ............. : ............ : ............
= : : : Al2 ¢ ° i i i
5 P20 SETRSTROS: SOTNRIE SRR fuanrannans! | S e fesieinens S T

: : : : ® : : :

i MR G
E 10 _.. ............. .. ............ .. ............. -. ............ .. ............
) ; : i i i 5 i {
& A 19

0 . — & — Q 1 1 1 1 1

70 80 9 100 110 120 130 140 150 160

AUFPRALLGESCHWINDIGKEIT v/ ms™’

Abb. 5.25 Einfluss der Genauigkeit auf die Projektilrestgeschwindigkeit bei der Simu-

lation von VTT Durchstanzversuchen ohne Bigel

5.2.11 Sensitivitat beziiglich Symmetrierandbedingungen

Fir vereinzelte Simulationen stellt sich wie bereits erwédhnt heraus, dass bei hoheren
Aufprallgeschwindigkeiten geringere Projektilrestgeschwindigkeiten berechnet werden.
Weiterhin wird fir praktisch alle Simulationen beobachtet, dass die Projektile wahrend
des Perforationsvorgangs von der urspringlichen Richtung des Aufpralls abgelenkt
werden. Dies zu berechnen, ist in viertelsymmetrischen 90°-Rechenmodellen nicht
moglich. Daher wurden im Rahmen einer Sensitivitatsstudie Untersuchungen zu einem

madglichen Einfluss durchgefiihrt und daftir komplette 360°-Modelle erstellt.

Abb. 5.26 zeigt, dass in den meisten Féllen, insbesondere bei den Aufprallgeschwin-
digkeiten unterhalb 120 m/s der Einfluss der Modellsymmetrie vernachlassigbar ist. Fur
groRere Aufprallgeschwindigkeiten ist der Einfluss teilweise erheblich, was auf eine
Ablenkung des Projektils wahrend des Perforationsvorgangs zurtickgefihrt werden
kann. Eine Ablenkung des Projektils kann z. B. infolge von Unsymmetrien bei der Si-

mulation der Betonschadigung entstehen.
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Abb. 5.26 Einfluss von Symmetrierandbedingungen auf berechnete Projektilrestge-

schwindigkeiten zu Versuchen ohne Blgel der VTT P-Reihe

5.2.12 Sensitivitat beziliglich der Form der Versagensflachen des RHT-
Modells

Abb. 5.27 zeigt die Abhangigkeit der Projektilrestgeschwindigkeit von der Scherfestig-
keit des Betons. Es zeigt sich, dass bei einer etwa 60 % hoheren Scherfestigkeit die
ballistische Grenzgeschwindigkeit um etwa 15 % groRer ist. Weiterhin sind die berech-
neten Restgeschwindigkeiten fur die hohere Scherfestigkeit bei grof3eren Aufprallge-
schwindigkeiten in den meisten Fallen geringer. In diesem Zusammenhang ist noch-
mals zu betonen, dass die gemessenen Restgeschwindigkeiten der IRIS-Versuche P1-

P3 eine Streuung im Bereich von etwa 35 % zeigen.
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Abb. 5.27 Einfluss der Scherfestigkeit von Beton auf berechnete Projektilrestge-

schwindigkeiten zu Versuchen ohne Blgel der VTT P-Reihe

In Abb. 5.28 wird die Abhéngigkeit der Ergebnisse von den Parametern By, und g,
bzw. Biic und ngic. (vgl. Abschnitt 4.3.3) behandelt. Der Einfluss auf ballistische Grenz-
geschwindigkeit und Projektilrestgeschwindigkeiten ist erheblich. Die Parameteranpas-
sung (Bgic = 1,82, ngc =0,74) erfolgte an einen Beton mit hdherer Druckfestigkeit
(69 MPa) im Vergleich zum Standardparametersatz (Byic = 1,6, hgic = 0,61) nach
/RIE 00/ (35 MPa). Die Simulationen mit den angepassten Parametern zeigen eine ge-
ringere ballistische Grenzgeschwindigkeit, hthere Projektilrestgeschwindigkeiten und

stimmen deutlich besser mit den Versuchsdaten tberein.
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Abb. 5.28 Einfluss der Restfestigkeit des zerstdrten Betons auf berechnete Projektil-
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restgeschwindigkeiten zu Versuchen ohne Blgel der VTT P-Reihe

In Abb. 5.29 werden die Restfestigkeiten im Meridianschnitt zu den beiden Parame-
tersatzen verglichen. Es wird deutlich, dass die Restfestigkeit flir den angepassten Pa-

rametersatz im Bereich geringer hydrostatischer Driicke etwas geringer ist. Weiterhin

sind die Festigkeiten fir Driicke unterhalb von f./3 identisch (vgl. Abb. 4.23).

RESTFESTIGKEITSFLACHEN DES RHT-MODELLS

EFFEKTIVE SPANNUNG  Y:=0,/f,

—y
T

Bfricz‘I 82, nfric=0-79 -
BfFiC:1 .60, nfric=0.61

HTL 0 1/3 0.6
HYDROSTATISCHER DRUCK p/f,

Abb. 5.29 Vergleich der Restfestigkeiten im RHT-Modell zu verschiedenen Parame-

tersatzen
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Abb. 5.30 zeigt, dass sich die Unterschiede bei den Restgeschwindigkeiten im Bereich
der Ausscherphase ausbilden. Hier sind vorwiegend geringe hydrostatische Driicke zu
erwarten. Es ist bemerkenswert, dass die vergleichsweise geringen Unterschiede der
Restfestigkeit in diesem Bereich einen derart hohen Einfluss auf die Verlaufe der Pro-

jektilgeschwindigkeiten haben.
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Abb. 5.30 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche (Sensitivitat bezuglich der Restfestigkeitspa-

rameter)

5.2.13 Untersuchung der P-Reihe mit dem Karagozian&Case Betonmodell in
LS-DYNA

In Ergédnzung zu den Studien mit dem RHT-Modell wurden Simulationen mit dem Ka-
ragozian&Case Betonmodell (K&C-Modell) /MAL 97/ durchgefiihrt. Hierzu wurde die
Option des K&C-Modells zur automatischen Parametergeneration genutzt. Der dabei
erzeugte Parametersatz wurde als Grundlage verwendet, wobei zusatzlich Dehnraten-
effekte berlcksichtigt wurden. Diese wurden gemaR der Form des DIF des RHT-
Modells gewahlt. Weiterhin weicht der verwendete Parametersatz beziglich des Para-
meters w fur den Anteil von assoziiertem FlieRen vom automatisch generierten Para-
metersatz ab, welcher w = 0,5 ausweist. Im vorliegenden Fall wurde w =0 gewahlt,
was einer nicht assoziierten Fliel3regel entspricht. Demgegeniber wirde w =1 einer

assoziierten FlieBregel entsprechen (vgl. Abb. 4.13). Experimentell sind die Richtungen
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des plastischen Flusses jedoch schwer zugéanglich /CHE 07/, so dass sich keine direk-

ten Anhaltspunkte fir die Wahl der FlieRregel bieten.

Abb. 5.31 veranschaulicht den erheblichen Einfluss dieses Parameters auf die Verfor-
mungen bei der Simulation der Versuche der P-Reihe. Offenbar flhrt bereits teilweise
assoziiertes FlieRen fur das K&C-Modell im Kontaktbereich des Projektils in den Be-
tonelementen zu sehr hohen hydrostatischen Driicken und damit zu extrem hohen Fes-
tigkeiten, welche das Eindringen des Projektils verhindern. Dieser Befund ahnelt de-
nen, welche in AUTODYN-Simulationen mit dem RHT-Modell und assoziiertem FlieRen
in Verbindung mit dem Rankine-Kriterium flir Zugversagen abgeleitet wurden (vgl. Ab-
schnitt 4.3.2).

w = 0,5 (Verformung nach 30 ms) w = 0,0 (Verformung nach 7 ms)

Abb. 5.31 Einfluss des Parameters w des K&C-Modells auf Verformungen in Simula-
tionen der IRIS-Versuche (P1-P3)

Versuche der P-Reihe ohne Bligel

Abb. 5.32 zeigt die mit dem automatisch generierten Eingabeparametersatz und der
Modifikation w = 0 des K&C-Modells erzielten Ergebnisse im Vergleich zu den Ergeb-
nissen des RHT-Modells. Fir bestimmte Aufprallgeschwindigkeiten kommt es teilweise
zu erheblichen Abweichungen. Ferner ist bemerkenswert, dass ebenfalls fir das K&C-
Modell teilweise geringere Projektilrestgeschwindigkeiten fur hohere Aufprallgeschwin-

digkeiten berechnet werden.

Qualitativ erfasst das K&C-Modell mit der Wahl von w = 0 die Aufteilung des Perforati-
onsvorganges in Tunnelphase und Ausscherphase, wie Abb. 5.33 zeigt. Fir w =0,5

zeigen sich bereits wahrend der Tunnelphase erhebliche Unterschiede. Aufgrund der
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Festigkeitssteigerungen des Betons infolge der durch die FlieRregel erhéhten hydrosta-

tischen Dricke wird das Projektil in der Simulation mit w = 0,5 gestoppt.
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Abb. 5.32 Einfluss des Materialmodells auf berechnete Projektilrest-
geschwindigkeiten zu Versuchen ohne Bligel der VTT P-Reihe
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Abb. 5.33 Berechnete Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks in Simulationen
der IRIS Durchstanzversuche (Sensitivitat beziglich des Materialmodells

fur Beton)
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Versuche der P-Reihe mit Bligeln

Abb. 5.34 stellt fir Versuche der P-Reihe mit Bigeln die mit dem K&C-Modell berech-
neten Projektilrestgeschwindigkeiten dar. Es ist beachtenswert, dass die Ergebnisse
des K&C-Modells im Vergleich zu denen des RHT-Modells wesentlich naher an den
Versuchsdaten liegen. Ferner sei darauf hingewiesen, dass die mit dem K&C-Modell
berechneten Restgeschwindigkeiten offenbar kaum von den Bigeln beeinflusst wer-
den. Allerdings scheinen die Bigel in der Studie mit dem K&C-Modell sehr wohl die

ballistische Grenzgeschwindigkeit zu beeinflussen.

DURCHSTANZVERSUCHE MIT BUGELN
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Abb. 5.34 Einfluss des Materialmodells auf berechnete Projektilrest-

geschwindigkeiten zu Versuchen mit Bugeln der VTT P-Reihe

Fazit

Weiterfihrende Studien mit dem K&C-Modell sollten sich mit dem Einfluss des Modell-
parameters w, der Form des DIF fur Beton und der Vernetzungsfeinheit beschaftigen.
Weiterhin sollten die automatisch generierten Parametersétze validiert und mit alterna-
tiven Ansatzen (z. B. /IMAR 11/) verglichen werden. Von besonderem Interesse ist es,
ob die Ergebnisse des K&C-Modells beziglich der Restfestigkeit ahnlich sensitiv rea-

gieren, wie dies beim RHT-Modell der Fall ist.
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5.3 Aufprall von weichen StoRkdrpern (B/L-Versuchsreihe)

In diesem Abschnitt werden Simulationen zu Aufprallversuchen mit Biegeversagen von
zweiachsig gelagerten Stahlbetonplatten unter dem Aufprall von deformierbaren und
wassergefillten Projektilen zusammengefasst, welche im Rahmen der sog. B-Reihe
und L-Reihe bei VTT durchgefihrt wurden. Hierbei wurden die Rechenprogramme LS-
DYNA und AUTODYN eingesetzt.

Tab. 5.4 enthalt wesentliche Parameter ausgewahlter Versuche. Zu den meisten Ver-
suchen wurde jeweils auch ein entsprechender Versuch mit einer starren Kraftmess-
einrichtung (engl. ,force plate (FP)“) durchgefiihrt, um die Bestimmung der Last-Zeit-
Funktion von der komplexen Schadigung des Stahlbetontargets zu trennen. Ausge-
wahlte FP-Versuche wurden mit LS-DYNA simuliert.

Die Versuche TF11-TF19 wurden bereits im Rahmen des Vorhabens RS1182 mit dem
Rechenprogramm AUTODYN simuliert. Im Rahmen des Vorhabens RS1509 hat die
GRS die Versuche der L-Reihe spezifiziert. Bis dato wurden in Phase Ill des IMPACT
Projektes lediglich der Versuch L1 sowie sieben FP-Versuche durchgefiihrt. Die weite-
ren bereits spezifizierten Versuche der L-Reihe sind fir das vierte Quartal 2016 und

das erste Quartal 2017 vorgesehen.

Tab. 5.4 Uberblick Uiber Versuche der VTT B/L-Reihe

Bezeichnung | vo/ m*s™ | Projektiltyp | Phase Zugehoriger FP-Versuch
TF11 108,3 Typ 1 IMPACT Il FP8 (102,7 m/s)
TF12 130,2 Typ 1 IMPACT Il | FP4 (137,9 m/s)
TF15 148,3 Typ 1 IMPACT I FP6 (148,4 m/s)
TF17 159,6 Typ 1 IMPACT I FP11 (160,0 m/s)
TF19 167,9 Typ 1 IMPACT Il -

TF13 1111 Typ 2 IMPACT Il FP16 (108,3 m/s)
TF14 128,9 Typ 2 IMPACT I FP17 (127,1 m/s)
TF16 159,6 Typ 2 IMPACT Il | -

TF18 159,4 Typ 2 IMPACT Il | -

L1 112,9 Typ 3 IMPACT llI LFP3 (107,6 m/s)

Aus Abb. 5.35 - Abb. 5.39 lassen sich die wesentlichen Abmessungen und Bestandtei-
le der eingesetzten Projektile entnehmen. Die Gesamtmassen der verschiedenen Pro-

jektile betragen jeweils ca. 50,5 kg. Uber einen Dichtungsring wird fiir Projektiltyp 2 die
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Aluminiumnase in das Stahlrohr eingepasst. In allen Ubrigen Féallen ist die Nase uber
umlaufende Nahte mit dem Stahlrohr verschweil3t. Zusatzlich zu den Projektiltypen 3, 4
und 5 wurden auch Projektile mit der von der flachen Form abweichenden Nasenform
von Projektiltyp 2 gefertigt. Diese Typen werden im Folgenden mit 3A, 4A und 5A ge-
kennzeichnet. Durch vier Reihen von Kerben wird fir Projektiltyp 3 ein definiertes Auf-
reiRen des Stahlrohrs sichergestellt. Diese Kerben fehlen fur Typ 3A.

Stahlrohr: L=198, t=12.5, @=244.5  Stahlrohr: L=2000, t=2, @=256

Stahlkappe:
Stahlscheibe i l Va H=86,
t=25, I t=3, ®=256
@=256

Abb. 5.35 Abmessungen zu Projektiltyp 1 (VTT B/L-Reihe)

. Stahlrohr: L=876, t=2, @=256 Stahlrohr: L=470, t=2, @=256
Stahlring:

t=10, @,=268, @=200 / /

Wasser 26.25 kg|| —— Aluminium-
scheibe, t=3
/
Aluminiumkappe, Aluminium-
=3, @=248 band,

L=100, t=3, @=248

Abb. 5.36 Abmessungen zu Projektiltyp 2 (VTT B/L-Reihe)

Vier Reihen mit je 72 Kerben (=3,
gleichférmig in Umfangsrichtung verteilt)

Stahlkappe (H=86, @=256) | Stahl
\ tahl-
V . - / /" scheibe
orschweibund— 4 | 4 (t=2, =256)
Wasser (ca. 38 kg)

/

Stahlrohr (L=716, t=2, @=254 mm)

Abb. 5.37 Abmessungen zu Projektiltyp 3 (VTT B/L-Reihe)
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Stahlkappe (H=86, @=256)
AN

N Stahl-
Stahlring g |~ seheibe
(t=10, — : (t=2, @=256)
©,=268, ©=200)

Stahlrohr (L=1200, t=2, @=254 mm)  Stahlrohr (L=470, t=2, @=254 mm)

Abb. 5.38 Abmessungen zu Projektiltyp 4 (VTT B/L-Reihe)

Stahlkappe (H=86, @=256)
AN

p Stahl-
Stahling ———— / scheibe
(t=10, ©,=268, @=200) Wasser (ca. 26 kg) (t=2, @=256)

Stahlrohr (L=479, t=2, @=254 mm) Stahlrohr (L=1000, t=2, @=254 mm)

Abb. 5.39 Abmessungen zu Projektiltyp 5 (VTT B/L-Reihe)

Abb. 5.40 zeigt anhand des LS-DYNA Rechenmodells die wesentlichen Abmessungen
der Versuchsplatten. Die dul3eren Abmessungen betragen 2,1 x 2,1 x 0,15 m. Biege-
bewehrung wird auf jeder Seite und in jede Richtung durch Stébe (@ =6 mm) im Ab-
stand von 50 mm realisiert. Dies entspricht einem Bewehrungsgrad von 5,79 cm?/m.

Die Betoniiberdeckung der Bewehrung betragt 15 mm.

Um ein Durchstanzen des Projektils zu unterbinden, verfligen die Versuchsplatten Uiber
eine vergleichsweise hohe Biigelbewehrungsdichte von 56,6 cm?*m?. Hierbei wird eine
geschlossene Bligelform (d = 6 mm) eingesetzt. Im Rechenmodell wird die Bewehrung
uber Balkenelemente dargestellt. An den jeweiligen Kreuzungspunkten sind horizontal
und vertikal laufende Bewehrungsstdbe bzw. Bligel und Bewehrungsstabe Uber ge-
meinsame Knoten miteinander verbunden. Das Simulationsmodell enthalt die aus Bau-
stahl gefertigten Eckplatten der Stahlbetonplatte. Diese werden ebenso wie der verein-

facht dargestellte fixierte Tragrahmen Uber Schalenelemente dargestellt.

Die Auflagerollen (@ = 25 mm) werden Uber Volumenelemente abgebildet, wobei je-
weils ein Kontakt des Typs *AUTOMATIC_SURFACE_TO_SURFACE zwischen Rollen
und Eckplatten bzw. Rahmen definiert ist. Dieser Kontakt wird ebenso bei der Wech-
selwirkung von Beton und Projektil verwendet. Selbstdurchdringung des Projektils wird
durch den Kontakt *AUTOMATIC_SINGLE_SURFACE vermieden. In den Referenz-
rechnungen erfolgt die Kopplung von Beton und Bewehrung durch die Option
*CONSTRAINED_LAGRANGE_IN_SOLID.
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/Rahmen

Projektil

Stahlbeton-
platte

50

Gleitlager
Eckplatten

Bugel
9T\

2100

Abb. 5.40 LS-DYNA Modell zur Analyse der VTT B/L-Versuchsreihe (Maf3e in mm)

53.1 Belastungen in Versuchen mit Kraftmesseinrichtung

Begleitend zu den Versuchen mit Stahlbetonplatten wurden Versuche mit einer Kraft-
messeinrichtung (engl. ,Force-Plate (FP)“) durchgefihrt, bei denen die fur verschiede-
ne Projektiltypen und Geschwindigkeiten zu erwartenden Belastungen ermittelt wur-
den. Weiterhin lassen sich anhand dieser Versuche die verwendeten komplexen Re-
chenprogramme sowie die Ansatze zur Berechnung von Berstlasten bei der Anwen-

dung der Riera-Methode validieren. Tab. 5.5 gibt einen Uberblick iiber ausgewéhite

87



FP-Versuche. Sie sind drei Geschwindigkeitsklassen (110 m/s, 130 m/s und 150 m/s)
zugeordnet, wobei es in den Versuchen zu gewissen Abweichungen bei der Realisie-
rung der gewinschten Zielgeschwindigkeit gekommen ist. Zur Vermeidung maoglicher
plastischer Verformungen der Targetstruktur wurde auf Versuche mit wassergefillten

Projektilen bei héheren Geschwindigkeiten verzichtet.

Tab.5.5  Uberblick ausgewahlter VTT Versuche mit Kraftmesseinrichtungen (FP-

Versuche)

Bezeichnung | vo/ Projektil- | Phase Geschwindig- | Zugehoriger B/L
m/s typ keitsklasse Versuch

FP4 138 Typ 1 Impact Il b TF12
FP6 148 Typ 1 Impact Il c TF15
FP8 102 Typ 1 Impact I a TF11
FP11 160 Typ 1 Impact Il d TF17
FP16 108 Typ 2 Impact Il a TF13
LFP3 108 Typ 3A Impactlll | a L1
LFP6 133 Typ 3 Impactlll | b -
LFP1 109 Typ 4A Impact Il a -
LFP2 109 Typ 5A Impact Il a -
LFP4 108 Typ 5 Impact Il a -
LFP5 138 Typ 4 Impact Il | b -
LFP7 133 Typ 5 Impactlll | b -

Abb. 5.41 zeigt schematisch den Versuchsaufbau sowie dessen Abbildung in einem
Rechenmodell fir LS-DYNA. Die Vernetzung basiert auf seitens VTT bereitgestellten
CAD-Daten. Das Projektil trifft auf eine Stahlplatte mit den Abmessungen
730 x 700 x 70 mm auf. Diese ist Uber insgesamt drei Kraftmessdosen (KMD) an zwei
H-Profile angebracht. Aufgrund der komplexen Geometrie erfolgen die Kopplungen
zwischen H-Profilen und KMD sowie Stahlplatte und KMD uber das Kontaktmodell
*CONTACT_TIED_NODES_TO_SURFACE.

Verformbare Bestandteile der Projektile werden Uber Schalenelement (Elementtyp 16)
und das vereinfachte Johnson-Cook-Modell in LS-DYNA (Materialmodell 98) darge-
stellt. Wasserfullung lasst sich Uber die SPH-Methode bericksichtigen. Ein Aufreil3en
des Stahlrohres tritt in Versuchen mit wassergefillten Projektilen auf. Um dies zu be-
schreiben, wird ein Versagenskriterium von 20 % pl. Dehnung verwendet. Fir Projekti-

le ohne Wasserfillung kommt es im Wesentlichen zum Beulen und die Simulationen
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erfolgen ohne Versagenskriterium. Untersuchungen zu den Projektiltypen 4 und 5 zei-
gen, dass sich die Flussigkeit zu Beginn des Aufpralls weitgehend im Bereich der
Stahlkappe des Wassertanks befindet. Nach anfanglichem Beulen des Projektils
kommt es zu einem Aufreil3en des Projektils zeitgleich mit der Ankunft der Flissigkeits-
flullung in der Berstzone. Diese Kombination von Verformungsarten stellt erhéhte An-
forderungen an die Materialmodellierung (vgl. Abschnitt 4.1). Ferner ist hier zur Erfas-
sung der Wasserverteilung wahrend des Aufpralls die Simulation des Beschleuni-

gungsvorganges erforderlich.

Stahlplatte

Freisetzung
Wasser

ReiRendes [
Blech

Auflager-
rahmen

Projektil

Abb. 5.41 Kraftmesseinrichtung des VTT Versuchsstandes (linkes Bild) und zugehd-
riges LS-DYNA Modell in Versuch FP16 (rechtes Bild)

Im Folgenden werden die Summen der KMD-Signale einiger FP-Versuche mit Simula-
tionsergebnissen sowie Ergebnissen der Riera-Methode verglichen. Prinzipiell lasst
sich Rauschen der KMD-Signale durch eine Isolation von Stahlplatte und Auflagerrah-
men mittels fester Kunststofffolien reduzieren. Es ist jedoch zu beachten, dass die Sig-
nale der KMD durch die Tragheit der Stahlplatte mit einer Gesamtmasse von ca.
280 kg beeinflusst werden. Tendenziell sind in samtlichen Simulationen die auf die
KMD einwirkenden Kopplungskrafte hoher als die auf die Stahlplatte wirkenden, mit ei-
ner Abschneidefrequenz von 300 Hz tiefpassgefilterten, Kontaktkrafte. Ferner erscheint
das mittlere Lastniveau der Kontaktkrafte besser mit den Ergebnissen der Riera-

Methode Ubereinzustimmen.

Abb. 5.42 zeigt fur Versuch FP8 die entsprechenden Ergebnisse fir StoRkrafte sowie
durch Zeitintegration abgeleitete Impulsiibertrédge. Zu Beginn des Aufpralls betragt der

Anteil der Berstlast an der Stosskraft nach der Riera-Methode etwa 68 %. Bezlglich
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der Peakpositionen und Frequenz von simulierten und gemessenen KMD-Signalen
zeigen sich gewisse Unterschiede. Zur Klarung ware ggf. eine genauere Abbildung der
inneren Struktur der KMD erforderlich, welche momentan vereinfacht Uber Hohlzylinder
abgebildet ist. Ferner ware ggf. eine genauere Abbildung des Auflagerrahmens inklusi-
ve der Bertlicksichtigung von Gravitation und der Lagerung des Rahmens auf Holzplan-

ken erforderlich.
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Abb. 5.42 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Versuch FP8

Infolge der héheren Geschwindigkeit in Versuch FP11 erhoht sich der Anteil des Mas-
senflusses. Somit betragt zu Beginn des Aufpralls der Anteil der Berstlast an der
Stosskraft nach der Riera-Methode lediglich 48 % (vgl. Abb. 5.43). In diesem Fall findet
sich ein Abdriften der integrierten KMD-Signale gegeniiber den Ergebnissen der Riera-
Methode und der LS-DYNA Simulation.
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Abb. 5.43 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Versuch FP11

Ahnliche Beobachtungen zeigten sich in einer Reihe anderer Versuche und insbeson-

dere bei héheren Aufprallgeschwindigkeiten. Mdgliche Erklarungen hierflr bestehen in
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einer globalen Schwingung des Auflagerrahmens oder durch zusatzlichen Impulsiber-

trag infolge nachstrémender Druckluft.

Abb. 5.44 zeigt Ergebnisse zu Versuch FP16 mit Projektiltyp 2 (siehe Abb. 5.36). Infol-
ge des durch die Wasserfiillung erhdhten Massenflusses betragt das Verhaltnis von
Berstlast zum Zeitpunkt der Spitzenlast und Spitzenlast nach der Riera-Methode ledig-
lich 29,5 %. Bezlglich Projektiimasse und Aufprallgeschwindigkeit ahnelt FP16 dem
Versuch FP8, jedoch treten in FP16 infolge des erhdhten Massenflusses im Nasenbe-
reich des Projektils deutlich héhere Stol3kréfte auf. Anhand des aus den Kontaktkraften
ermittelten Impulsiibertrages zeigt sich, dass dieser geringfigig unter dem Anfangsim-
puls liegt. Die Ursache besteht in einem Verlust von Massenanteilen auf3erhalb der

Kontaktzone. Derartige Effekte lassen sich mit der Riera-Methode nicht direkt erfassen.
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Abb. 5.44 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Versuch FP16

Es ist anzumerken, dass sich im Fall von FP16 eine gute Ubereinstimmung zwischen
simulierten und gemessenen KMD-Signalen bis ca. 5 ms ergibt. In diesen Zeitraum fal-
len die Zerstérung des Tanks und die Freisetzung des Wassers. Die durch den Mas-
senstrom des Wassers vermittelten Stof3krafte weisen im Vergleich zum Beulen des
Projektils in FP8 einen wesentlich stetigeren Verlauf auf. Offenbar bestehen bei der

Simulation der vergleichsweise stetigen Belastung geringere Unsicherheiten.

Bei der Simulation des Versuches LFP3 mit dem Projektiltyp 3A, d. h. Typ 3 mit Nasen-
form von Typ 2 und ohne Kerben (siehe Abb. 5.36 und Abb. 5.37), ist der Verlust von
Masse aul3erhalb der Kontaktzone wesentlich starker ausgepragt, wie die in Abb. 5.45
dargestellten Ergebnisse zeigen. Weiterhin weisen die Messdaten nach ca. 8,5 ms ei-
ne Lastspitze auf, die auf den Aufprall des starren Projektilhecks zurtickzufiihren ist. In

den Simulationen kommt es nicht zum Kontakt von Heck und Stahlplatte. Insbesondere
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kommt es zu Unterschieden bei den Versagensformen des Projektils. Im Versuch reif3t
das Projektil entlang einer Schweil3naht in Langsrichtung auf, wohingegen sich in der
Simulation mehrere Langsrisse ausbilden. Diese Unterschiede wirken sich auf den Ver-

lauf der Last-Zeit-Funktion aus.
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Abb. 5.45 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Versuch LFP3

Um ein definiertes Versagen fur Projektiltyp 3 in Versuch LFP6 sicherzustellen, wurden
die Positionen von Langsrissen durch Kerben vorgegeben (vgl. Abb. 5.37). Durch diese
MaRnahme reduzieren sich offenbar Unsicherheiten bezuglich der LZF, wie Abb. 5.46
darlegt. Die Ubereinstimmung von Simulationsergebnissen und Messdaten ist folglich

wahrend der Phase der Wasserfreisetzung zufriedenstellender als in LFP3.
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Abb. 5.46 Simulationsergebnisse und Messdaten zum Versuch LFP6

Fur Versuche mit teilgefulliten Projektilen liegen bislang noch keine belastbaren Simula-
tionsergebnisse vor. Wie bereits erwahnt, besteht der Grund hierfir in den erhéhten
Anforderungen an die Materialmodellierung infolge der verschiedenen Versagensme-

chanismen. Daher erfolgt an dieser Stelle eine Gegenuberstellung der bisher verfligba-
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ren Messdaten. Abb. 5.47 zeigt, dass in den Versuchen LFP1 und LFP2 mit Projektilen
des Typs 4A und 5A, d. h. Typ 4 und Typ 5 mit Nasenform von Typ 2 und ohne Kerben
(siehe Abb. 5.38 und Abb. 5.39), bis zum Aufprall der Wasserfiillung die KMD-Signale
erwartungsgemall den Ergebnissen des Versuches FP8 mit Projektiltyp 1 (siehe
Abb. 5.35) entsprechen. In LFP2 weist der gefaltete Projektilbereich zum Zeitpunkt des
Auftreffens des Wassers eine grof3ere Lange als in LFP1 auf. Hierdurch konnte es zu
einem hoheren Mal3 an Einfassung des Wassers im Kontaktbereich kommen, was die
im Vergleich zu LFP1 hoheren Spitzenlasten erklaren kann.
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Abb. 5.47 Vergleich von Messdaten der Versuche FP8, LFP1 und LFP2

Der Vergleich von FP16 mit Projektiltyp 2 (siehe Abb. 5.36) und LFP3 mit Projektiltyp
3A (siehe Abb. 5.37) in Abb. 5.48 zeigt ein ahnliches Lastniveau wahrend der Freiset-
zung des Wassers. Die hoheren Spitzenlasten von FP16 lassen sich teilweise durch
Unterschiede bei der Ausfiihrung der Projektile im Bereich der Nase erklaren. Bemer-
kenswert ist weiterhin, dass sich in LFP3 geringere Spitzenlasten als in LFP1 und
LFP2 mit teilgefuliten Projektilen des Typs 4A und 5A (vgl. Abb. 5.38 und Abb. 5.39)
finden. In LFP3 kommt es zu keinerlei Einfassung von Wasser durch einen gefalteten

Projektilbereich, sondern vielmehr zu einem sofortigen Aufreil3en des Stahlrohres.
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Abb. 5.48 Vergleich von Messdaten der Versuche FP16 und LFP3

Abb. 5.49 vergleicht Ergebnisse zu FP-Versuchen einer hdheren Geschwindigkeits-
klasse. Da die Geschwindigkeit quadratisch in den Massenfluss eingeht, finden sich
deutlich héhere Spitzenlasten in den Versuchen mit Wasserfullung. Zu den jeweiligen
Zeitpunkten des Aufpralls der Flussigkeit zeigen die Versuche LFP5 mit Projektiltyp 4
(siehe Abb. 5.38), LFP6 mit Projektiltyp 3 (siehe Abb. 5.37) und LFP7 mit Projektiltyp 5
(siehe Abb. 5.39) vergleichbare Spitzenlasten. Weiterhin erhalt man in LFP5 und LFP7
bis zum Auftreffen des Wassers erwartungsgemal ein &hnliches Lastniveau wie in FP4
mit Projektiltyp 1 (siehe Abb. 5.35). Dieser Befund ist konsistent mit den Beobachtun-

gen bei der geringeren Geschwindigkeitsklasse.
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Abb. 5.49 Vergleich von Messdaten zu den Versuchen FP4, LFP5, LFP6 und LFP7
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5.3.2 Simulation von Versuchen der B/L-Reihe mit verschiedenen Beton-
modellen in LS-DYNA

Neben dem schwerpunktmdaflig verwendeten RHT-Betonmodell wurden die Versuche
TF11, TF12, TF15 und TF17 auch mit dem Winfrith-Modell /BRO 93/ fiir Beton und
Versuch TF11 zusatzlich mit dem K&C-Modell /MAL 97/ simuliert. Hierbei wurde die
Option der automatischen Parametergeneration auf alleiniger Basis der Druckfestigkeit
verwendet. Das Winfrith-Modell ermdglicht eine Simulation mittels eines vergleichswei-
se begrenzten Eingabeparametersatzes. Konkret wurden die Simulationen mit den Pa-
rametern Dichte 2,341 g/cm3, Tangentenmodul 28 GPa, Poissonzahl 0,18, Druckfestig-
keit 52,7 MPa, Zugfestigkeit 2,05 MPa, Bruchenergie 85 Jim? und maximalen Zu-
schlagskornradius 4 mm durchgefuhrt. Das Winfrith-Modell bietet die Option zur gra-
phischen Darstellung von Rissen. Diese ist exemplarisch fur die Plattenriickseite in
Versuch TF12 in Abb. 5.50 gezeigt. Es zeigt sich, dass das ausgepragte Aufkommen
diagonal verlaufender Risse prinzipiell wiedergegeben wird. Ebenso ist eine tendenziell
diagonal verlaufende Schadigung anhand des Schadensparameters im RHT-Modell

erkennbar.

RHT-Modell (Parameter D)  Winfrith-Modell (Risse) Versuch (sichtbare Risse)

Abb. 5.50 Typische Simulationsergebnisse und hervorgehobene sichtbare Risse auf

der Plattenrtickseite in Versuch TF12.

In Abb. 5.51 werden fur Versuch TF11 die mit den verschiedenen Materialmodellen be-
rechneten Zeitverlaufe von riickseitigen Plattenverschiebungen mit Versuchsdaten
verglichen. Beziglich der zentralen Plattenverschiebung D1 (x =0 mm, y =0 mm)
stimmen samtliche Simulationsergebnisse zufriedenstellend mit den Versuchsdaten
Uiberein, wobei in der Rechnung mit dem K&C-Modell die maximale Plattenverschie-

bung zu einem etwa 5 ms spateren Zeitpunkt angenommen wird. Demgegenuber tre-
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ten die mit dem Winfrith-Modell berechneten Maximalwerte tendenziell zu etwas friihe-
ren Zeitpunkten auf. Bezlglich Frequenz und Dampfung der nachfolgenden Schwin-
gung zeigen samtliche Materialmodelle Defizite. Mit dem RHT-Modell und dem
Winfrith-Modell finden sich im Vergleich zu den Versuchsdaten Schwingungen einer
groReren Frequenz, was auf eine Uberschatzung der Steifigkeit der geschadigten
Stahlbetonplatte hindeutet. Dies bedeutet, dass Verringerungen der Steifigkeit infolge
von plastischer Verformung und Materialschadigung unterschétzt werden. Allerdings
ergeben sich zufriedenstellende Ergebnisse beziiglich der permanenten Plattenver-
schiebung. Das K&C-Modell Uberschatzt offenbar Dampfung und permanente Platten-
verschiebungen teilweise deutlich. Allerdings ware hier zu beachten, dass die mégliche
Uberlagerung von Plattenverschiebung und Verschiebungen des Auflagerrahmens in
den Rechenmodellen nicht beriicksichtigt werden kann. Im Versuchsaufbau sind die
Verschiebungsaufnehmer an horizontal verlaufenden Doppel-T-Tragern angebracht,
welche sich ihrerseits mit der Rahmenstruktur bewegen. Der Einfluss méglicher Mitbe-

wegung des Tragerahmens wird jedoch als vergleichsweise gering eingeschétzt.

Abb. 5.52 zeigt, dass sich bei der im Vergleich zu Versuch TF11 erhéhten Belastung in
der Simulation von Versuch TF12 deutlichere Unterschiede zwischen den Ergebnissen
des RHT-Modells und des Winfrith-Modells ergeben. Es ist erkennbar, dass die dem
Aufprall folgenden Plattenschwingungen in den Ergebnissen des Winfrith-Modells stér-

ker gedampft sind.

Bei weiterer Steigerung der Belastung in Versuch TF15 treten ebenfalls die bereits er-
wahnten Unterschiede zwischen Simulationen mit dem Winfrith-Modell und RHT-
Modell auf. Abb. 5.53 zeigt, dass es deutliche Unterschiede im Dampfungsverhalten
gibt. Weiterhin zeigen beide Modelle nun Defizite bei der Erfassung der maximalen
Verschiebung. Dies gilt insbesondere fir die Sensorpositionen D2 und D4 entlang der

Diagonalen.

In Versuch TF17 konnten aufgrund der hohen Belastung keine zentralen Platten-
verschiebungen gemessen werden. Abb. 5.54 zeigt Verschiebungen an der Position
von zwei Sensoren im Vergleich mit Simulationsergebnissen. Es wird deutlich, dass

beide Materialmodelle die Verformungen unterschétzen.
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Abb.5.51 Mit LS-DYNA und dem RHT-Modell, dem Winfrith-Modell sowie dem K&C-

Modell berechnete Verschiebungen zu Versuch TF11
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Abb.5.52 Mit LS-DYNA und dem RHT-Modell und dem Winfrith-Modell berechnete

Verschiebungen zu Versuch TF12
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Abb. 5.53 Mit LS-DYNA und dem RHT-Modell und dem Winfrith-Modell berechnete

Verschiebungen zu Versuch TF15
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Abb. 5.54 Mit LS-DYNA und dem RHT-Modell und dem Winfrith-Modell berechnete
Verschiebungen zu Versuch TF17

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass sich mit zunehmender Belastung und
somit zunehmender Betonschadigung die Aussagegenauigkeit der numerischen Simu-
lation offenbar verringert. Bei geringeren Belastungen ist zu erwarten, dass das Verhal-
ten der Versuchsplatte stark durch die Bewehrung bestimmt ist. Demzufolge wirken
sich Unterschiede der Materialmodelle fiir Beton weniger stark aus.

5.3.3 Dehnungsverteilung und Einfluss der Kopplung von Beton und Be-

wehrung in Simulationen von Versuchen der B/L-Reihe

In Abb. 5.55 werden zu ausgewdahlten Versuchen gemessene Zeitverlaufe von Deh-
nungen der rickseitigen Biegebewehrung verglichen. Der jeweils an die Position
x =0 mm, y =0 mm relativ zum Plattenzentrum geklebte Dehnmessstreifen (DMS) be-
findet sich auf einem vertikal laufenden Bewehrungsstab, wohingegen sich der an die
Position x = -40 mm, y = -25 mm geklebte DMS auf einem horizontal verlaufenden Be-
wehrungsstab befindet. In Versuch TF11 kam es zum Ausfall des Sensors der horizon-

talen Bewehrung.

In s&dmtlichen Versuchen treten unmittelbar im Zentrum der vertikalen Bewehrung ver-
gleichsweise hohe Dehnungen von deutlich Gber 4 % auf und es ist daher mit ausge-
préagt plastischem Materialverhalten zu rechnen. Der Vergleich mit den gemessenen
Dehnungen der horizontalen Bewehrung legt nahe, dass starke rdumliche Gradienten
der Dehnungsverteilung vorliegen. Bemerkenswert ist, dass im vertikalen Stab (bei
x=0mm, y=0mm) in Versuch TF11 héhere Dehnungen als in TF12 und TF15 ge-

messen wurden. Weiterhin zeigen sich lediglich geringe Unterschiede zwischen den
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Ergebnissen von TF12 und TF15. Dies entspricht nicht den Verhaltnissen der gemes-
senen Plattenverschiebungen und zeigt, dass die Dehnungsmessdaten ggf. mit Unsi-

cherheiten behaftet sind und lokale Dehnungsgradienten auftreten kdnnen.
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Abb. 5.55 Messdaten von Dehnungen der riickseitigen Biegebewehrung in den Ver-
suchen TF11/TF12/TF15/TF17 (links: vertikaler Stab, rechts: horizontaler
Stab)

Es ist in Anbetracht der hohen Dehnungen der Bewehrung und der Verhaltnisse zwi-
schen Verschiebungen und Dehnungen davon auszugehen, dass insbesondere bei
hoheren Belastungen der Verbund von Bewehrungsstahl und Beton im Zentrum der
Platte weitestgehend aufgeldst ist. Daher wurde eine Sensitivitatsstudie bezlglich ver-
schiedener in LS-DYNA verfugbaren Methoden zur Kopplung von Bewehrung und Be-
ton durchgefuihrt. Hierbei wurden die Referenzrechnungen mit der Kopplungsoption
*Constrained_Lagrange_in_Solid durchgefiihrt. Ideale kinematische Kopplung lasst
sich Uber gemeinsame Knoten von Bewehrung und Beton realisieren. Weiterhin steht
ab der LS-DYNA Version R8.0 die speziell fir Stahlbeton entwickelte Option
*Constrained_Beam_in_Solid zur Verfigung. Die Kopplung in axiale Richtung kann
hierbei beriicksichtigt (CDIR=0) bzw. deaktiviert (CDIR=1) werden.

Abb. 5.56 zeigt die Ergebnisse der Sensitivitdtsstudie beziglich der verschiedenen
Kopplungsmadglichkeiten anhand der Plattenverschiebungen in Versuch TF11. In die-
sem Fall ist die Sensitivitat vergleichsweise gering. Erwartungsgemald treten ohne
Kopplung in axiale Richtung der Bewehrungsstabe die héchsten maximalen und per-
manenten Verschiebungen auf. Ferner weist die Plattenschwingung nach dem Aufprall

fur diesen Fall eine etwas geringere Steifigkeit auf.
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Abb. 556 MitLS-DYNA und dem RHT-Modell berechnete Verschiebungen zu Ver-
such TF11 zu verschiedenen Methoden zur Simulation von Verbund zwi-

schen Stahl und Beton

Abb. 5.57 zeigt Ergebnisse der Sensitivitdtsstudie zu Versuch TF17. Es wird deutlich,
dass die Kopplungsmethode einen erheblichen Einfluss auf die Plattenverschiebungen
ausubt. Hierbei sind die Ergebnisse mit kinematischer Kopplung und der Option
*Constrained_Lagrange_in_Solid nahezu identisch. Sie unterschatzen jeweils die

gemessenen  maximalen  Verschiebungen. Bei der Verwendung von

102



*Constrained_Beam_in_Solid treten jedoch deutlich héhere Verformungen auf. In die-
sem Fall finden sich deutliche Unterschiede bezlglich des Parameters CDIR. Dieser
Befund legt nahe, dass in diesem Fall der Formulierung des Verbundes von Beton und
Bewehrung eine entscheidende Bedeutung zukommt. Weiterflhrende Studien sollten
sich daher mit einer Validierung der Parameter der Kopplungsmethodik tiber die Option
*Constrained_Beam_in_Solid befassen. Zum einen ist die Anzahl der Kopplungspunkte

entlang eines Balkenelementes mdglicherweise ein sensitiver Parameter.
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Abb. 5.57 Mit LS-DYNA und dem RHT-Modell berechnete Verschiebungen zu Ver-
such TF17 zu verschiedenen Methoden zur Simulation von Verbund zwi-

schen Stahl und Beton

Ferner besteht ab der LS-DYNA Version R8.1 die Mdglichkeit, Gber eine Schnittstelle
fur die axialen Kopplungskréfte eine nutzereigene Formulierung zu definieren. Hier

konnten zukinftig verschiedene Ansatze erprobt werden.
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5.34 Auswertung und Simulation des VTT Versuches L1

Im Rahmen einer Analyse zu den sog. Sandia Water Slug Versuchen zeigte sich be-
reits, dass es beim Aufprall von Flussigkeitssdulen auf widerstandsféahige Barrieren zu
einer kurzzeitigen sehr hohen Druckbelastung kommt /HEC 12/. Diese zeigt sich eben-
falls bei der Simulation zu VTT Versuch L1 mit dem Rechenprogramm AUTODYN.
Hierzu wurde ein im Rahmen des Vorhabens RS1182 erstelltes Rechenmodell fiir den
VTT-Versuch TF13 aufgegriffen und beztiglich des Projektils verandert. Abb. 5.58 zeigt
die Druckverteilung innerhalb der mit der SPH-Methode dargestellten Flissigkeitssaule
in der friihen Phase des Aufpralls. Mit dem ersten Kontakt der ebenen Basisflache be-
ginnt die Ausbreitung einer Stol3welle in das Innere der S&aule. Anschlie3end verlauft
eine Druckentlastungswelle von der Mittelachse zur duReren Mantelflache. Die typi-

sche radiale Ausbreitung erfolgt zu spateren Zeitpunkten.

Druck 12 us 31 us 65 us 83 us 2ms
200 MPa

0 MPa

Abb. 5.58 Mit AUTODYN berechnete Druckverlaufe innerhalb der Wasserfillung des

Projektils im Versuch L1

Gemal Bowden et al. /BOW 61/, /BOW 64/ lasst sich der Spitzendruck mittels Glei-
chung (5.3) abschéatzen. Hierbei sind R der Radius der Flussigkeitssaule, p und p, die
Dichte von Flussigkeit und Target, ¢ und c; die Kompressionswellengeschwindigkeiten

in der Flussigkeit und des Targets.

p-c
Pt Ce

Fpeak=n-R2-Ppeak=n-R2-p-c-v0-(1+

-1
) ~m-R% p-c v, (5.3)

Daraus berechnet sich mit c = 1650 m/sund p=1 g/cm3 ein Wert von Ppea = 183 MPa
und Fpeak = 7,85 MN. Die Dauer der Druckiberhéhung lasst sich tber A =R/c=77 ps
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abschatzen. Abb. 5.59 zeigt neben den Belastungsverlaufen wahrend der ersten 15 ms

auch einen Ausschnitt mit Auflésung der kurzzeitigen Lastspitze.

Die vereinfachte Abschatzung der Lastspitze stimmt beziglich Spitzendruck und dem
zeitlichen Verlauf gut mit den auf die Wassersaule wirkenden Kontaktkraften tberein.
Bei der vereinfachten Abschatzung wurde eine Dreiecksform angenommen. Es ist zu
beachten, dass bei der numerischen Simulation zundchst die Nase mit dem Betontar-
get in Kontakt kommt. Daher sind die auf das Betontarget wirkenden Kontaktkrafte er-
wartungsgemal hoher. Das Niveau der anfanglichen kurzzeitigen Druckbelastung
Ubersteigt das Lastniveau infolge der nachfolgenden Zerstdrung des Projektils um etwa

eine GréRenordnung.

VTT VERSUCH L1: LAST-ZEIT-FUNKTIONEN VTT VERSUCH L1: DRUCKUBERHOHUNG

ABSCHATZUNG ——
KONTAKTKRAFT BETON ——
KONTAKTKRAFT WASSER ——

1a00ff 4t i | RIERA-METHODE ——
: : : KONTAKTKRAFT ——
FP-TEST LFP3 8r

1200

1000 g Bl e
800

600

STOSSKRAFT / kN
STOSSKRAFT / MN

400

200

0 2 4 6 8 10 12 14 0 20 40 60 80 100 120
ZEIT/ ms ZEIT / ps

Abb. 5.59 Fir Versuch L1 ermittelte Belastungsverlaufe der Targetstruktur

In Abb. 5.60 werden berechnete und gemessene rickseitige Verschiebungen der
Stahlbetonplatte an verschiedenen Positionen verglichen. Die Auswirkungen der zuvor
beschriebenen kurzzeitigen Druckiberhdhung sind in den zentralen Plattenverschie-
bungen an der Position des Sensors D1 sowohl in den Messdaten als auch in der Si-
mulation erkennbar. Es kommt jeweils zu einem raschen Anstieg der zentralen Ver-
schiebung, welcher sich den Ergebnissen der Gbrigen weiter vom Zentrum entfernt lie-
genden Positionen nicht wiederfindet. Betrachtet man die Verschiebungszeitverlaufe
der ubrigen Sensoren, ergibt sich eine zufriedenstellende Ubereinstimmung beziiglich
der Zeitpunkte und Hohen der maximalen Auslenkungen. Vereinzelt zeigen sich Ab-

weichungen beziiglich der Verschiebungen entlang der Diagonalen.

Um die Form des Verschiebungsbildes genauer zu erfassen, wurden fir den Versuch
L1 einige Verschiebungsaufnehmer symmetrisch zueinander angeordnet. Es zeigt sich
diesbeziglich kein konsistentes Bild. Der Vergleich von D2, D5 und D7 in Abb. 5.60
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deutet an, dass die Verschiebungen im unteren Bereich der Platte geringer sind. Dies

ware aufgrund der Lagerung des Tragrahmens auf Holzbalken naheliegend. Anderer-

seits zeigt der Vergleich von D6 und D8 lediglich geringe Unterschiede. In nachfolgen-

den Versuchen ist geplant, Uber eine hdéhere Anzahl von Verschiebungsaufnehmern

die Verschiebungsfigur der Platte genauer zu erfassen.
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Abb. 5.60 Mit AUTODYN und dem RHTModell berechnete riickseitige Plattenver-

schiebungen zu Versuch L1

Abb. 5.61 und Tab. 5.6 geben die Positionen der DMS auf der riickseitigen Biegebe-

wehrung wieder. Die Zielsetzung bestand in der Untersuchung der Dehnungsverteilung
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entlang eines Bewehrungsstabes, der Symmetrie der Dehnungsverteilung und weiter-
hin des Dehnungsverlaufs entlang der diagonalen Bruchlinie der Stahlbetonplatte. Von
den 22 verwendeten DMS kam es lediglich bei Nr. 11 zu einem verfrihten Ausfall. Be-
zuglich der Dehnungsmessung wurde somit in Versuch L1 im Vergleich zu den ande-

ren Versuchen der B/L Reihe die geringste Ausfallquote von DMS verzeichnet.

NS

Abb. 5.61 Positionen der DMS auf riickseitiger Biegebewehrung in Versuch L1 (links:
horizontal, rechts: vertikal)

Tab. 5.6  DMS-Positionen in Versuch L1 (H = horizontaler Stab, V = vertikaler Stab)

Nr. x/mm y/mm Pos.|Nr. x/mm y/mm Pos.
1 -360 375 H 12 -360 -375 H
2 360 375 H 13 360 -375 H
3 -260 225 H 14  -400 -400 Y,
4 -210 225 H 15 150 150 \Y
5 -160 225 H 16 200 200 Y,
6 210 225 H 17 250 250 \Y
7 -210 -225 H 18 300 300 Vv
8 175 -225 H 19 350 350 \Y
9 210 -225 H | 20 400 400 \Y

10 245 -225 H 21 450 450 \%

11 280 -225 H | 22 500 500 \Y
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Abb. 5.62 vergleicht die Signale benachbarter DMS, welche jeweils entlang eines hori-
zontalen Stabes angeordnet sind. lhre Positionen sind jeweils derart gewahlt, dass ei-
ne Bruchlinie durch die Anordnung verlaufen sollte. Fir die Signale DMS 3 — 5 sind
keine wesentlichen Unterschiede erkennbar. Die DMS der Reihe 8 — 11 wurden im
Vergleich zur Reihe 3 — 5 enger geklebt. Fir diese Reihe sind ebenfalls keine wesentli-
chen Unterschiede erkennbar. Es ist zu beachten, dass aufgrund der endlichen Kleb-
lange die DMS 8 — 11 in Umfangsrichtung des Stabes verteilt werden mussten. Dies
hat eine starker lokalisierte Schwachung des Bewehrungsstabquerschnittes zur Folge.
Weiterhin dirfte im Bereich der Klebelange der Verbund von Bewehrung und Beton
beeintrachtigt sein. Vor diesem Hintergrund erscheinen die Unterschiede der Signale
der DMS 8 — 10 nicht wesentlich. DMS 11 ist nach ca. 3 ms ausgefallen. Die gemesse-
nen Dehnungsverteilungen entlang einzelner Bewehrungsstabe enthalten keine nen-
nenswerten Anzeichen fir stark lokalisierte Spitzendehnungen bzw. starke réaumliche

Gradienten.
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Abb. 5.62 Messdaten benachbarter DMS in Versuch L1

Beziglich der Symmetrie der Dehnungsverteilung ergibt sich ein weniger konsistentes
Bild. Anhand der in Abb. 5.63 gezeigten Ergebnisse stellt man zum Teil deutliche Un-
terschiede fest, die sich nicht in dieser Form bei den entsprechenden Plattenverschie-

bungen ergeben.
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Abb. 5.63 Messdaten symmetrisch positionierter DMS in Versuch L1

Ahnliche Beobachtungen ergeben sich fir symmetrisch angeordnete DMS in anderen
Versuchen der B/L-Reihe, wie der Vergleich in Abb. 5.64 zeigt. Im Fall der dort unter-
suchten Positionen ergeben sich fur L1 lediglich geringe Abweichungen. Diese schei-
nen jedoch in Anbetracht der Unterschiede bei den Versuchen mit wassergefullten Pro-
jektilen TF14 und TF16 sowie im Fall von TF17 eher zufélliger Natur zu sein. Insge-
samt werden die in den Dehnungsverteilungen jeweils aufgetretenen Unterschiede auf
eine vermutlich unsymmetrische Auflésung des Verbunds von Beton und Bewehrung

zurlickgefihrt.
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Abb. 5.64 Messdaten symmetrisch positionierter DMS fir die B/L-Reihe

Abb. 5.65 und Abb. 5.66 veranschaulichen zu verschiedenen Zeitpunkten in Form von
Histogrammen die zeitliche Ausbreitung der Dehnungsverteilung innerhalb der ersten
1,0 ms. Uber konzentrische Kreise sind die Reichweiten von zwei Stérungen darge-
stellt. Oberflachenahe Rayleigh-Wellen breiten sich in Beton mit etwa 2300 m/s aus,
wohingegen fur die Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Rissen exemplarisch 500 m/s

angenommen werden. Einige DMS zeigen erste elastische Verformungen mit dem Ein-
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treffen einer Rayleigh-Welle. In der Auswertung des Versuchs stellt die Dehnungsaus-
wertung daher die genaueste Methode zur Ermittlung des Aufprallzeitpunktes dar. Ers-
te ausgepragte plastische Dehnungen einiger DMS scheinen sich nach etwa 0,3 ms
mit dem Eintreffen einer mit 500 m/s propagierenden Stérung, etwa in Form von Ris-
sen, auszubilden. Ab diesem Zeitpunkt bilden sich offenbar entlang der Bruchlinien

plastische Dehnungen mit einer hdheren Geschwindigkeit aus.

Abb. 5.67 und Abb. 5.68 zeigen die zeitliche Ausbreitung der Dehnungsverteilung Uber
einen groReren Zeitraum von 4 ms bis 40 ms. Auffallig ist, dass entlang der Bruchlinien
vergleichsweise hohe Unterschiede beziglich maximaler und permanenter Dehnung
auftreten konnen. Teilweise zeigen weiter vom Plattenmittelpunkt entfernt liegende
DMS sehr hohe Dehnungen. Diese sind teilweise grofRer als diejenigen von naher am
Plattenmittelpunkt liegenden DMS.
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Abb. 5.65 Darstellung der rAumlichen Dehnungsverteilung in der riickseitigen Biege-

bewehrung in Versuch L1 von 0,1 bis 0,6 ms nach dem Aufprall
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VTT VERSUCH L1: DEHNUNG BEWEHRUNG (0.70 ms) VWTT VERSUGH L1: DEHNUNG BEWEHRUNG (0.80 ms)
UMRISS PROJEKTIL —— UMRISS PROJEKTIL ——
VRigs = 300 mis VRigz = 500 mis
VRayleigh = 2300 mis —— VRaylsgh = 2300 mis ——
R R
o] Y]
z z
=2 =]
4 F4
I I
i i
=] =]
VTT VERSUCH L1: DEHNUNG BEWEHRUNG (0.90 ms) VTT VERSUCH L1: DEHNUNG BEWEHRUNG (1.00 ms)
UMRISS PROJEKTIL —— UMRISS PROJEKTIL ——
Viss = 500 mis VRiss = 500 m/s
VRayleigh = 2300 mis —— VRayleigh = 2300 m/s
i ®
a (O]
z z
2 2
I I
] a

Abb. 5.66 Darstellung der raumlichen Dehnungsverteilung in der riickseitigen Biege-
bewehrung in Versuch L1 von 0,7 bis 1 ms nach dem Aufprall
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Abb. 5.67 Darstellung der raumlichen Dehnungsverteilung in der riickseitigen Biege-
bewehrung in Versuch L1 von 4 bis 24 ms nach dem Aufprall
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Abb. 5.68 Darstellung der raumlichen Dehnungsverteilung in der riickseitigen Biege-

bewehrung in Versuch L1 von 28 bis 40 ms nach dem Aufprall

Abb. 5.69 zeigt mit AUTODYN berechnete plastische Dehnungen der riickseitigen Bie-
gebewehrung im Konturplot im Vergleich zur rdaumlichen Darstellung der Messdaten
nach 6,5 ms. In der Simulation finden sich lediglich sehr hohe Dehnungen im Zentrum,
welche Uberdies stark lokalisiert sind. Entlang der Bruchlinien verhélt sich die Beweh-

rung elastisch, was in Anbetracht der Messdaten ein unrealistisches Ergebnis darstellt.

Dieser Befund ist insofern bemerkenswert, als dass im Rahmen von RS1182 fur den
VTT Versuch 673 mit einer einachsig gelagerten Stahlbetonplatte das charakteristische
FlieRgelenk der Bewehrung im Bereich der Bruchlinien in AUTODYN-Simulationen
dargestellt werden konnte /GRS 12/. Fir zweiachsig gelagerte Stahlbetonplatten ge-
lang dies im Rahmen von RS1509 nicht. Dies erstreckt sich gleichsam auf LS-DYNA
Rechnungen, in denen neben den Projektilen auch die Betonmodelle sowie Material-
modelle fir Bewehrung variiert wurden. Ferner ergab eine Parameterstudie beziiglich
des Verbundes von Beton und Bewehrung (vgl. Abschnitt 5.3.3) keine Verbesserung
der Simulation der Dehnungsverteilung in der Bewehrung. Bemerkenswert ist die Tat-
sache, dass trotz der Defizite der Simulationsergebnisse beziiglich der Bewehrungs-
dehnungen die Plattenverschiebungen zufriedenstellend wiedergegeben werden.
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Abb. 5.69 Vergleich von simulierter und gemessener rdumlicher Dehnungsverteilung
in der rtickseitigen Biegebewehrung in Versuch L1 6,5 ms nach dem Auf-

prall

In Versuch L1 wurde erstmalig auf Anregung der GRS eine Stahlbetonplatte im Rah-
men des IMPACT Projektes diagonal geschnitten. Die Zielsetzung bestand darin, den
Verlauf von Rissen im Bereich der Bruchlinien nachzuvollziehen und mit Ergebnissen
numerischer Simulationen zu vergleichen. Abb. 5.70 vergleicht den RHT-Schadigungs-
parameter zu verschiedenen Querschnitten mit zugehdrigen Fotografien der Versuchs-

platte.

Es wird anhand des Schadensbildes im Versuch deutlich, dass im Zentrum der Platte
infolge von Betonabplatzungen kein Verbund von Beton und Bewehrung bestehen
kann. Diese Einschatzung lasst sich ebenfalls anhand der Simulation vom Verfor-
mungszustand des Betons und den berechneten Schadensparametern ableiten. In den
tbrigen Querschnitten wird deutlich, dass sich im Bereich der Bruchlinie eine Vielzahl
von auf der Rickseite beginnenden Rissen ausbildet. Diese beginnen praktisch aus-

schlie3lich an Positionen im Bereich der Bewehrungsstabe.
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Abb. 5.70 Vergleich des RHT-Schadensparameters mit Rissbildern aus dem Versuch

L1 in diagonalen Querschnitten

5.4 Versuche zum kombinierten Auftreten von Durchstanz- und Biege-

versagen (VTT X-Versuchsreihe)

Tab. 5.7 fuhrt wesentliche Versuchsparameter der zum Zeitpunkt der Berichtslegung
durchgefuhrten Versuche der X-Reihe auf. Die duf3eren Abmessungen der jeweils ver-
wendeten zweiachsig gelagerten Stahlbetonplatte betragen 2,1 x 2,1 x 0,25 m. In s&dmt-
lichen Versuchen wird fur jede Seite und jede Richtung eine Biegebewehrung der Dich-
te 8,7 cm?/m verwendet, welche (iber Stabdurchmesser von 10 mm bei Stababsténden
von 90 mm realisiert wird. Schubbewehrung wird in Form von geschlossenen Blgeln
umgesetzt. Abweichend davon kommen in X7 doppelkdpfige T-Bigel und in X8 C-
formige Blgel zum Einsatz. Abb. 5.71 und Abb. 5.72 zeigen die beiden verwendeten
Projektiltypen, welche jeweils eine Gesamtmasse von ca. 50,5 kg aufweisen.
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Tab. 5.7

Uberblick tiber Versuche der VTT X-Reihe (Status: B=ohne Stanzkegel-

verschiebung, S=Stanzkegelverschiebung, P=Perforation der Platte)

Bezeichnung | Projektil | vo Bugeldichte fe Status
X1 Typ 1 165,9 m/s | 17,1 cm*/m? | 40,6 MPa | 3,0 MPa | B
X2 Typ 1 164,5m/s | 11,0 cm*m? | 44,1 MPa | 3,0 MPa | B
X3 Typ 2 142,7 m/s | 17,1 cm*m* | 46,6 MPa | 3,1 MPa | S
X4 Typ 2 168,5m/s | 17,1 cm*m? | 41,7 MPa | 2,3 MPa | P
X5 Typ 1l 162,5 m/s | ohne Bugel | 59,2 MPa | 3,6 MPa | S
X6 Typ 2 166,7 m/s | 34 cm*m? | 41,7 MPa | 2,3 MPa | P
X7 Typ 2 166,7 m/s | 34 cm’’m* | 57,8 MPa | 3,0 MPa | P
X8 Typ 2 166,5 m/s | 34 cm’’m* | 57,7 MPa | 3,6 MPa | P
Baustahlrohr mit Zusatzmasse (@=219, t=12.5, L=78)
Edelstahlkappe
Baustahlplatte L=86, @=256, t=3
(@=256, t=25)
Edelstahlrohr (L=1700, @=256, t=3)
Abb. 5.71 Projektiltyp 1 der VTT X-Reihe
/"Baustahlstreifen (L=50, t=20) 45

Baustahlplatte
(@=221, t=15)

7

Edelstahlrohr (L=1187, @=219.1, t=6.35) —

Abb. 5.72 Projektiltyp 2 der VTT X-Reihe

Edelstahlkappe
L=102, @=219.1,t=4

Abb. 5.73 stellt ein Simulationsmodell zu Versuch X1 fur das Rechenprogramm
AUTODYN dar. Die Elementkantenléange betrdgt 14 bzw. 10 mm, wobei das Netz 18

Elementschichten Uber die Plattendicke enthélt. Hierbei wurden die oberflachennahen

20 mm starken Betonuberdeckungen der Bewehrung durch jeweils zwei Element-

schichten dargestellt. Bigel und Bewehrung wurden tber gemeinsame Knoten an den

Beton angebunden. Ferner sind Blgel und Biegebewehrung tUber gemeinsame Knoten

verbunden. Beton wird Uber das RHT-Modell dargestellt. Hierbei sind die Testfalle X1

und X3 geeignet, den Effekt des Kriteriums fir Zugversagen zu illustrieren. Weiterhin
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wurden zur Simulation der Versuche X3 und X4 ein feiner vernetztes Modell mit einer

durchschnittlichen Elementgrofe von 7 mm erstellt.

Nas{: _— t

I
250 Biegebewehrung  Bugel

Abb.5.73 AUTODYN-Modell zur Simulation des Versuches X1

Im Versuch X1 konnte keine signifikante Stanzkegelverschiebung beobachtet werden.
Ebenso fuhrte in Versuch X2 eine Verringerung des Anteils an Schubbewehrung nicht
zu einer signifikanten Stanzkegelverschiebung. Zur Sicherstellung der Ausbildung und
Verschiebung eines Stanzkegels wurde daher in Versuch X3 mittels des wesentlich
steiferen Projektiltyps 2 die Last-Zeit-Funktion geandert.

Abb. 5.74 vergleicht mit AUTODYN berechnete Kontaktkrafte sowie mit der Riera-
Methode ermittelte LZF zu den Versuchen X1 und X3. Aufgrund der hoheren Berstlast
weist die LZF in X3 hohere Spitzenlasten und eine kirzere Stol3dauer auf. Aufgrund
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der Anderung der Belastung unterscheiden sich die Versuchsergebnisse von X1 und

X3 bezuglich des Schadensbildes der Stahlbetonplatte deutlich.

| Projektiltyp 1 (X1) Projektiltyp 2 (X3) | i

e

1

VERGLEICH VON KONTAKTKRAFTEN VTT X-REIHE: VERGLEICH RIERA-KURVEN
3500 1800
VERSUCH X3 1600 |\ VERSUCH X3

3000 Y|
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2500
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2000 1000 I

1500 800
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Abb. 5.74 Verformungen der Projektile und LZF in den Versuchen X1 und X3

Abb. 5.75 vergleicht gemessene und mit AUTODYN berechnete riickseitige Plattenver-
schiebungen. Die mit dem Rankine-Kriterium fir Zugversagen (vgl. Abschnitt 4.3.2) be-
rechneten Maximalverschiebungen stimmen sehr gut mit den Messdaten Uberein. Al-
lerdings kommt es zu erheblichen Abweichungen bezlglich Frequenz und Dampfung
der nachfolgenden Schwingung der Platte. Ebenso werden die permanenten Verschie-
bungen deutlich Uberschéatzt. Dieses Ergebnis ist insofern erstaunlich, als dass bei der
Simulation des Meppener Versuches I1/4 mit dem Rankine-Kriterium eine zufriedenstel-
lende Ubereinstimmung zwischen Versuchsdaten und Simulationsergebnissen beziig-
lich der genannten GréRRen erzielt werden konnte /GRS 12/. Es ist allerdings zu beach-
ten, dass sich der Schadigungszustand der Versuchsplatte in Versuch X1 von der des
Meppener Versuches 11/4 unterscheidet (vgl. Abb. 4.27 und Abb. 4.32), da die Stanz-
kegelverschiebung in X1 deutlich geringer ist. In den Rechnungen mit dem P, Kriteri-
um fiir Zugversagen (vgl. Abschnitt 4.3.2) kommt es zu einer erheblichen Uberschét-
zung der zentralen Plattenverschiebungen. Dahingegen werden die Verschiebungen
aulRerhalb des Stanzkegelbereiches unterschatzt.
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Abb.5.75 Mit AUTODYN und dem RHT-Modell berechnete Zeitverlaufe von Platten-

verschiebungen zu Versuch X1

In Abb. 5.76 werden gemessene und mit AUTODYN und LS-DYNA berechnete riick-
seitige Plattenverschiebungen fur Versuch X3 verglichen. Infolge der hdheren Belas-
tung kommt es im Unterschied zu X1 hier zu einer signifikanten Stanzkegelverschie-
bung. Anhand der Ergebnisse der Sensoren D1 und D6 wird deutlich, dass die Rech-
nung mit dem Rankine-Kriterium fur Zugversagen die Stanzkegelverschiebung nicht
korrekt simulieren kann. Die Ursache hierflr besteht in der starken Druckzunahme in-
folge der assoziierten FlieRBregel. Fir Sensorpositionen aul3erhalb des Plattenzentrums
finden sich teilweise sehr gute Ubereinstimmungen mit gemessenen Maximalverschie-

bungen.
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Abb.5.76 Mit AUTODYN bzw. LS-DYNA und dem RHTModell berechnete Zeitverlau-

fe von Plattenverschiebungen zu Versuch X3
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Ferner sind Frequenzen, Dampfung und permanente Verschiebungen zum Teil sehr
gut wiedergegeben. Beziglich der Ergebnisse mit dem P,,-Kriterium flr Zugversagen
lasst sich feststellen, dass wie bereits in Versuch X1 die Stanzkegelverschiebung deut-
lich Uberschatzt wird. Dies gilt ebenso fur die Simulation mit LS-DYNA, bei der stan-

dardmafig mit einem P,-Kriterium gerechnet wird.

Anhand der in Abb. 5.77 gezeigten Maximalverschiebungen als Funktion des Abstands
von der Plattenmitte lassen sich die Ergebnisse beziglich der Eignung der verschiede-
nen Kriterien fur Zugversagen zusammenfassen. In dieser Darstellung ist zu beachten,
dass die Verschiebungssensoren in der riickseitigen Biegebewehrung verankert sind
und dementsprechend Simulationsergebnisse fir auf der riickseitigen Biegebewehrung
befindliche Auswertungspunkte ausgewertet werden. Mit dem Rankine-Kriterium kann
das Ausbleiben der Stanzkegelbildung in Versuch X1 gut approximiert werden. Beim
Versuch X3 kann die Stanzkegelbildung lediglich mit dem P, Kriterium gut simuliert

werden.
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Abb. 5.77 Vergleich von gemessenen und simulierten maximalen Verschiebungen in
den Versuchen X1 und X3

In Abb. 5.78 werden die rdumlichen Verteilungen des RHT-Schadigungsparameters in
den Querschnitten der Versuchsplatten zu den Versuchen X1 und X3 verglichen. An-
hand dieser Darstellung wird ebenfalls erkennbar, dass mit dem Rankine-Kriterium in
Verbindung mit einer assoziierten Flie3regel zwar im Sinne von Abplatzungen starke
Verformungen der Betoniiberdeckung simuliert werden kdnnen, aber die Stanzkegel-
verschiebung in X3 kann nicht erfasst werden, obwohl die Geometrie des Stanzkegels

einschlie3lich des Stanzwinkels realistisch angedeutet wird.
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Versuch X3 (Pmin) X3 (Rankine)

Abb. 5.78 Betonschadigung der Querschnitte der Versuchsplatten in Simulationen zu
den Versuchen X1 und X3

Infolge der Steigerung der Aufprallgeschwindigkeit kommt es in Versuch X4 zur Perfo-
ration der Stahlbetonplatte. Diese kann wie bereits erlautert mit dem Rankine-Kriterium
in Verbindung mit einer assoziierten Flieregel nicht beschrieben werden. Daher wur-
den die Simulationen zu X4 ausschlieBlich mit dem P,-Kriterium durchgefihrt.
Abb. 5.79 vergleicht die Querschnitte der Stahlbetonplatten in X3 und X4 mit Ergebnis-
sen von Simulationen mit LS-DYNA und AUTODYN. Die durchschnittliche Vernet-
zungsfeinheit betragt in diesem Fall 7 mm. Es wird deutlich, dass beide Rechenpro-
gramme die Perforation zu X4 wiedergeben.
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Abb. 5.79 Schadigung der Stahlbetonplatten in den Versuchen X3 und X4 — Ver-

gleich zwischen Simulationen und Experiment

In Abb. 5.80 werden simulierte Geschwindigkeitsverlaufe des Projektilhecks fur ver-
schiedene Vernetzungsfeinheiten verglichen. Laut Angaben von VTT betrug die Projek-
tilrestgeschwindigkeit in Versuch X4 etwa 25 m/s. Ahnliche Werte ergeben sich in den
AUTODYN-Simulationen, wobei die Ergebnisse offenbar nicht wesentlich durch die
Vernetzungsfeinheit beeinflusst werden. Dies ist in Anbetracht der Ergebnisse der Ana-
lyse der P-Reihe (vgl. Abschnitt 5.2.5) bemerkenswert. Ein Erklarungsansatz besteht in
dem Vorhandensein von Schubbewehrung in X4.

Die LS-DYNA Ergebnisse zeigen im konkreten Fall von X4 jedoch eine deutlichere Ab-
hangigkeit der Ergebnisse von der Vernetzungsfeinheit, wobei die Analyse mit 7 mm
ebenfalls die gemessene Restgeschwindigkeit gut approximiert. Insofern lasst sich le-
diglich die Empfehlung ableiten, stets eine Sensitivitatsstudie bezlglich der Vernet-

zungsfeinheit durchzufthren.
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Abb. 5.80 Projektilrestgeschwindigkeiten in Simulationen zu Versuch X4

5.5 Versuche zum Aufprall von teilverformbaren Projektilen und Trieb-

werken auf Stahlbetonplatten (Sugano-Versuche)

Die Ubergeordnete Zielsetzung der sog. Sugano-Versuche /SUG 93a/ bestand in der
Untersuchung der Auswirkungen eines Triebwerkaufpralls auf Stahlbetonstrukturen,
wozu konkret Aufprallversuche mit einem Triebwerk vom Typ GE-J79 durchgefihrt
wurden. Dieser Triebwerktyp findet bei militarischen Flugzeugen des Typs Phantom-F4
Anwendung /SUG 93c/. Zum Erreichen der Zielsetzung wurden Aufprallversuche mit
teilverformbaren Projektilen auf Stahlbetonstrukturen durchgefihrt, wobei drei Gro-
Renskalen (S = “small“, M = “medium® und L = “large”) betrachtet wurden. Neben den
Versuchen mit realen Triebwerken wurde auf allen GrofRenskalen eine Vielzahl von
Versuchen mit vereinfachten Modellprojektilen durchgefiihrt. Abb. 5.81 zeigt die Geo-
metrie eines Modellprojektils vom Typ SED (eng. ,small engine deformable®) sowie
vom Typ LED (eng. ,large engine deformable®). Die Gesamtmassen betragen 3,6 kg
bzw. 1436 kg.
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Abb. 5.81 Geometrien von ausgewahlten Projektilen (links: SED, rechts: LED) in

Sugano-Versuchen, Abmessungen (mm)

Tab. 5.8 fuhrt grundlegende Versuchsparameter ausgewahlter Sugano-Versuche auf,
welche im Folgenden analysiert werden. Fur den Schadenszustand der Stahlbetonplat-

te werden die Angaben von Sugano et al. ibernommen.

— C = Penetration, d. h. Eindringen des Projektils in die Stahlbetonplatte bis zu
einer gewissen Tiefe und auf der Ruckseite finden sich hdchstens Risse aber
kein Scabbing

— S = Scabbing, d. h. Auftreten von riickseitigen Betonabplatzungen

— P = Perforation, d. h. Durchschlag der Platte und Weiterbewegung des Projek-

tils mit einer gewissen Restgeschwindigkeit

— JP = Beinahe Perforation

Zu den Versuchsparametern zahlen in der hier gegebenen Auswahl die Dicke der Plat-
te, Projektiltyp, die Schubbewehrungsdichte p,, und die Aufprallgeschwindigkeit. Bezig-
lich der Aufprallgeschwindigkeit treten insbesondere bei den kleinskaligen Versuchen
Abweichungen von der angestrebten Soll-Geschwindigkeit auf. Sowohl Biegebeweh-

rungsdichte p, und Schubbewehrungsdichte p,, werden in Volumenprozent angegeben.
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Tab. 5.8  Versuchsparameter der betrachteten Sugano-Versuche

Bezeichnung | Dicke Projektil | vq(ist) Vo (soll) | po Pw Zustand
S13 25 cm SED 197 m/s | 215m/s | 0,4% | - C
S17 12 cm SED 101m/s | 100m/s | 0,4% | - C
S18 12 cm SED 128 m/s | 150 m/s | 0,4% | - S
S19 12 cm SED 204 m/s |215m/s | 0,4% | - P
L4 160cm | GE-J79 |[215m/s |215m/s | 0,4% | - C
L5 160 cm | LED 214 m/s |215m/s | 0,4% | - C
S38 12 cm LED 219m/s [ 215m/s |0,4% | 0,2% |JP
S42 12 cm LED 198 m/s |215m/s | 0,4% |04% | S
M18 45 cm MED 213m/s |215m/s | 0,4% | - S
M30 45 cm MED 223m/s |215m/s |0,4% [02% |S
M32 45 cm MED 215m/s |215m/s |0,4% [04% |S

Abb. 5.82 zeigt anhand eines AUTODYN-Modells wesentliche Abmessungen der Ver-
suchsplatten in den kleinskaligen Versuchen. Die Lagerung der Versuchsplatten erfolgt
an den Eckpunkten, was im Rechenmodell tiber eine Gleitlagerrandbedingung appro-
ximiert wird. Zu beachten ist, dass die Bewehrungsdichte in Volumenprozent konstant
0,4 % ist. Demzufolge enthalten dickere Platten eine grof3ere Anzahl von Beweh-
rungstaben bzw. weisen geringere Abstdnde zwischen den einzelnen Stében auf. Dies
entspricht Bewehrungsabstanden von ca. 68 mm fur die Versuche S17 — S19 und
30 mm fur S13 fur jede Seite und in jeder Richtung. Bei den kleinskaligen Versuchen
betragt der Stabdurchmesser 6 mm. Die durchschnittliche Elementkantenlange der
Rechenmodelle betragt 10 mm. Beton wird durch das RHT-Modell dargestellt, wobei
die Eingabeparameter auf eine Zylinderdruckfestigkeit von 23,5 MPa angepasst wur-
den. Im Rahmen von RS1509 wurden die Versuche S13, S17 — S19 und L5 simuliert.
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Abb. 5.82 Rechenmodell fir AUTODYN zu kleinskaligen Sugano-Versuchen, Ab-

messungen (mm)
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Abb. 5.83 stellt den Effekt der Aufprallgeschwindigkeit heraus. Gezeigt ist jeweils die
Verteilung des Schadensparameters. Erwartungsgemar nimmt die Schadigung mit der
Aufprallgeschwindigkeit zu, wobei fir die Versuche die Schadensklassen Penetration
fur S17, ruckseitige Abplatzungen fir S18 und Perforation fur S19 ausgewiesen wer-
den. Unstrittig ist die Interpretation des Simulationsergebnisses fur S19 als Perforation.
Der Querschnitt ist vollstandig geschadigt und die Bewehrungsstébe im Plattenzentrum
sind durchtrennt (vgl. Abb. 5.86). Die Betrachtung des Geschwindigkeitsverlaufes des
Projektilnecks in Abb. 5.84 deutet an, dass die Platte mit einer Projektilrestgeschwin-
digkeit von ca. 25 m/s perforiert wird. Experimentelle Daten bezlglich der Restge-
schwindigkeiten sind leider nicht verfugbar. Weiterhin zeigt der Verlauf der Restge-
schwindigkeiten, dass in den Versuchen S17 und S18 das Projektil gestoppt wird. In
der Simulation von S18 treten auf der Plattenriickseite einige geschadigte Betonele-
mente auf, welche sich infolge ihrer verlorenen Zugfestigkeit ausdehnen. Dies kann als
Scabbing interpretiert werden, was sich in dieser Form im Fall der Simulation zu S17
nicht beobachten lasst. Zur genaueren Beurteilung fir das Auftreten oder Ausbleiben
von Scabbing waren weiterfiihrende Auswertungen erforderlich. Diese kénnten Ge-
schwindigkeiten von Knoten geschadigter Elemente, Spannungszustande in den ge-

schadigten Elementen und Ausdehnungen des geschadigten Bereichs umfassen.

S17 (vo=100 m/s) S18 (vo=150 m/s) S19 (vo=215 m/s)

Abb. 5.83 RHT-Schadigungsparameter im Plattenquerschnitt einer 12 cm dicken

Platte der Sugano-Versuche bei Variation der Aufprallgeschwindigkeit
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Abb. 5.84 Mit AUTODYN simulierte Projektilrestgeschwindigkeiten der Sugano-
Versuche S17 — S19

Anhand des Vergleiches der Simulationsergebnisse zu den Versuchen S13 und S19
wird der Einfluss der Plattendicke fir die Sugano-Versuche deutlich. Die Schadigungs-
bilder in Abb. 5.85 zeigen, dass in S13 keine Perforation der Platte auftritt. Stattdessen
lautet die Interpretation des Simulationsergebnisses, dass Scabbing zu erwarten ist. Im
Gegensatz hierzu stellt Penetration den wesentlichen Schadigungsmechanismus im
Versuch dar. Die simulierten Eindringtiefen des Projektils sind in Versuch S13 deutlich
geringer als in Versuch S19, was auch an den Geschwindigkeitsverlaufen des Projek-
tils in Abb. 5.84 erkennbar ist.
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S19 (Frontseite) S19 (Schnitt)  S19 (Rickseite)

S13 (Frontseite) S13 (Schnitt)  S13 (Rickseite)

Abb. 5.85 RHT-Schadigungsparameter bei der Simulation der Sugano-Versuche S19
und S13

Die in Abb. 5.86 gezeigten Simulationsergebnisse des Schadenszustands der Biege-
bewehrung zeigen, dass die geringeren Stababstéande der Versuchsplatte in S13 einen
erheblichen Einfluss auf das Schadensbild haben. Im Falle von S19 haben sowohl auf
frontseitiger wie auf der rlickseitigen Biegebewehrungslage einzelne Stabe das Versa-
genskriterium (plastische Grenzdehnung 10 %) erreicht. Die entsprechenden Elemente
sind rot hervorgehoben. Weiterhin kommt es zur Erosion einzelner Elemente infolge
hoher Dehnungen von tber 200 %. Fur S13 hingegen finden sich keine nennenswerten
Verschiebungen und keine nennenswerten plastischen Verformungen von Beweh-
rungsstaben. Insofern erschwert die Wahl eines festen Volumenanteils fiir Biegebe-
wehrung die isolierte Betrachtung des Einflusses der Betondicke. Es hat den Anschein,
dass fur dickere Platten die Widerstandsfahigkeit ausschlie3lich durch den Stahl der
Biegebewehrung vermittelt wird. Demgegenuber steht bei diinneren Platten neben den

geringeren Plattendicken eine sehr viel schwachere Membranwirkung der Biegebeweh-
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rung (vgl. Abschnitt 4.4) zur Verfligung. Eine Herausstellung des Einflusses der Beton-
dicke lieRe sich durch die Umsetzung einer festen in cm?/m gemessenen Bewehrungs-
dichte tatigen, wie es bei den Meppener Versuchen /HOC 87/ der Fall war.

S19 (Schaden Bewehrung) S13 (Schaden Bewehrung)

] —1 Projektil

Abb. 5.86 Zustand der Biegebewehrung in Simulationen der Sugano-Versuche S19

(links) und S13 (rechts) nach 6 ms (von Rickseite aus gesehen)

Abschlieend zur Bewehrungsanordnung wird noch der Einfluss von Schubbewehrung
auf die Tragfahigkeit diskutiert. Ausgehend von ihrer Analyse der Versuche M18, M30
und M32 schreiben Sugano et al. /SUG 93a/:

,By comparing the damage to the test panels with shear reinforcement of 0.2% and
0.4% to that of the panel without shear reinforcement, it can be seen that the area of
the scabbed region slightly decreased with the addition of shear reinforcement. How-
ever, there was no notable change to the damage mode.“

Diese Feststellung sollte nicht derart missverstanden werden, dass Schubbewehrung
grundsatzlich keinen Einfluss auf den Schadenszustand der Platte habe. Vielmehr be-
zieht sich diese Aussage lediglich auf den oben genannten Satz von drei Versuchen
(M18, M30, M32), zumal in diesem Fall die Versuchsplatte ohne Schubbewehrung le-
diglich die Schadensklasse Scabbing aufweist. Dahingegen weist Versuch S19
(pw = 0,0 %) die Schadensklasse Perforation, S38 (py = 0,2 %) Beinahe-Perforation
und S42 (pw = 0,4 %) lediglich Scabbing auf. Letzterer Vergleich zeigt, dass auch in
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den Sugano-Versuchen die Wirksamkeit von Schubbewehrung nachgewiesen wurde.

Dennoch kommen Sugano et al. /SUGa 93/ in der Zusammenfassung zur Feststellung:

» 1 he effects of reinforcement ratio on local damage were examined through the results
of the small and intermediate-scale tests. In conclusion, the degree of local damage
varied slightly with increase in main-rebar reinforcement ratio and the addition of shear-
rebar reinforcement, but no notable effect on the damage mode was observed for the

range of tested reinforcement ratios. “

Dieser Schlussfolgerung kann in dieser Formulierung nicht zugestimmt werden, da mit-
tels Zugabe von Schubbewehrung der Schadenszustand von Perforation nach Scab-
bing Uberfihrt werden kann. Fir die Auslegung deutscher kerntechnischer Anlagen
gegen Flugzeugabsturz ist Ublicherweise ein sehr hoher Anteil Schubbewehrung vor-
gesehen /SCH 87/. Weiterhin heben die Meppener-Versuche /HOC 87/ die Bedeutung
der Schubbewehrung hervor. Demgegeniber wurden sdmtliche Sugano-Versuche der
groRen GrofRRenordnung ohne Schubbewehrung durchgefiihrt. Neben den Sugano-
Versuchen zeigen auch die VTT-Versuche der P-Reihe, dass sich die Ausdehnung der
von Scabbing betroffenen Flache durch Schubbewehrung reduzieren lasst /GRS 12/.
Inwieweit Schubbewehrung zur vollstdndigen Vermeidung von Scabbing genutzt wer-
den kann, stellt eine separate Fragestellung dar, zu der im Rahmen von RS1509 keine

Untersuchungen durchgefuhrt wurden.

Weiterhin wurde der Versuch L5 mit den Rechenprogrammen AUTODYN und LS-
DYNA simuliert. In Abb. 5.87 werden numerisch bestimmte Kontaktkrafte mit einer
Last-Zeit-Funktion verglichen, welche von Sugano et al. /SUG 93a/ anhand eines Ver-
suchs mit einem realen Triebwerk abgeleitet wurde. Dieser weist ebenfalls die Auf-
prallgeschwindigkeit 215 m/s auf. Im Vergleich zum Triebwerksmodell (LED, vgl.
Abb. 5.81) zeigen sich teilweise erhebliche Unterschiede. Wahrend des Beulvorgangs
von Kompressor und Turbine/Brennkammer des Modells sind die StoR3krafte deutlich
geringer als fur ein reales GE-J79 Triebwerk. Dahingegen stellen im Modell die Kom-
ponenten Kompressor-Frontrahmen und Kompressor-Hinterrahmen vergleichsweise
harte Stol3kdrper dar, deren Aufprall zu berechneten Kontaktkraften oberhalb von
100 MN fuhrt. Demzufolge ist davon auszugehen, dass die Kontaktkréfte vom Verfor-
mungszustand des Betons abhangig sind. Die Ubereinstimmung der mit LS-DYNA und
AUTODYN bestimmten Simulationsergebnisse untereinander ist weitgehend gut. Es
fallt auf, dass in Versuch L5 (LED) deutlich héhere zentrale Plattenverschiebungen

gemessen wurden als in L4 (GE-J79). Die Ursache besteht nach Sugano et al. in der
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Anregung einer globalen Verformungsmode héherer Frequenz infolge der Unterschie-
de der Belastungen der Versuchsplatten. In den numerischen Simulationen treten die
hohen Verformungen zu spateren Zeitpunkten auf und nehmen tendenziell hhere
Werte an. Eine mogliche Erklarung hierfiir kdnnten ungiinstige Ubergange in der Ver-

netzungsfeinheit zu den Randern der Platte sein.

LAST-ZEIT-FUNKTIONEN (MODELL UND REALE STRUKTUR) ZENTRALE PLATTENVERSCHIEBUNG
100 140
AUTODYN (MODELL) —— AUTODYN ——
90 1 LS-DYNA (MODELL) 120 | LS-DYNA
80 VERSUCH (GE-J79) —— VERSUCHL5 ——
VERSUCH L4 -

100

80

60

STOSSKRAFT / MN

40

VERSCHIEBUNG / cm

20 |

20 0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
ZEIT/ms ZEIT /ms

Abb. 5.87 Simulierte Kontaktkréfte (links) und zentrale Plattenverschiebungen

(rechts) in Versuch L5 im Vergleich zu Versuchsdaten

In Abb. 5.88 werden simulierte Verteilungen des RHT-Schadigungsparameters auf der
Plattenrtickseite zu Versuch L5 mit Rissbildern der Versuche L4 und L5 verglichen. Fur
die Versuche wurde jeweils der Schadenszustand Penetration mit riickseitigen Rissen
dokumentiert, wobei das ruickseitige Schadensbild in beiden Versuchen als vergleich-
bar bewertet wurde /SUG 93a/. In den Simulationen zu Versuch L5 tritt jeweils ein na-
hezu kreisrunder Bereich mit stark geschadigten Elementen auf, welchen man als Be-
reich mit Scabbing oder verstarkter Rissbildung interpretieren kann. Dabei ergibt sich
eine vergleichsweise gute Ubereinstimmung beziiglich der Ausdehnung des im Expe-
riment identifizierten Bereiches mit verstarkter Rissbildung. Die vertikale Lage der Bie-
gebewehrung ist oberflichennah, was in den Rechenmodellen beriicksichtigt wurde.
Demzufolge finden sich verstarkt Schadigungen entlang vertikal laufender Beweh-
rungsstébe, allerdings sind ebenfalls horizontal verlaufende Stabe in beiden Fallen
deutlich im Schadensbild erkennbar. Zuséatzlich finden sich in Versuch L5 und beiden
Simulationen kreisférmige Risse, die einem Stanzkegelquerschnitt zuzuordnen sind.
Das Schadigungsbild zu Versuch L4 vermittelt im Vergleich hierzu den Eindruck, dass
der Stanzkegelquerschnitt ausgepragter ist und einen gré3eren Durchmesser aufweist.
Informationen Uber die Schadensbilder in den Plattenquerschnitten stehen nicht zur

Verflgung.
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Versuch L5 (Triebwerksmodell) Versuch L4 (reales Triebwerk)

Abb. 5.88 Schadensverteilung auf der Plattenriickseite in Simulationen zu Versuch

L5 im Vergleich zu Versuchsergebnissen

Der Vergleich des RHT-Schadigungsparameters auf der Plattenfrontseite mit Scha-
densbildern der Versuche in Abb. 5.89 zeigt, dass der Durchmesser des geschadigten
Bereiches in den Simulationen um etwa 20 — 30 % unterschéatzt wird. Die Ursachen
hierfir konnten in der Darstellung der Betoniiberdeckung der Bewehrung bestehen.
Fur die Dicke der Betonuberdeckung geben Sugano et al. /SUG 93a/ 60 mm an. In den
Modellen betragt der Abstand zwischen Oberflache und den Stabmittelpunkten der ver-
tikalen Bewehrung 60 mm. Mdglicherweise gibt dies die tatsachliche Betonuberde-
ckung nicht korrekt wieder. Weiterhin ist auffallig, dass die Schadigung der Frontseite
in Versuch L5 deutlich starker ausgepragt ist als in L4.
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Versuch L5 (Triebwerksmodell) Versuch L4 (reales Triebwerk)

Simulation Versuch L5 (LS-DYNA)

Abb. 5.89 Schadensverteilung auf der Plattenfrontseite in Simulationen zu Versuch

L5 im Vergleich zu Versuchsergebnissen

In L5 betrdgt die gemessene Eindringtiefe ca. 21 cm gegeniber 10cm in L4
/SUG 93a/. Die entsprechenden Berechnungswerte zu Versuch L5 betragen ca. 22 cm
(AUTODYN) und ca. 14 cm (LS-DYNA). Ausgehend davon lasst sich ableiten, dass der
Aufprall des LED-Projektils in Versuch L5 sowie der Modellprojektile in den skalierten
Versuchen im Vergleich zum realen Triebwerksverhalten eine starkere Schadigung der
Stahlbetonplatten hervorruft. Ein direkter Vergleich ist allerdings ausschlie3lich in
GroRversuchen moglich. Hier wurde mit Versuch L5 lediglich ein einziger LED-Versuch
durchgefuhrt, welcher zudem keinen signifikanten Schadenszustand zeigt. Interessant

waren in diesem Zusammenhang Versuche im Bereich der Beinahe-Perforation.
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6 Modellierung komplexer Projektilstrukturen

Die nachfolgend beschiebenen Ergebnisse beziehen sich auf die Arbeiten, die im AP2:

,Modellentwicklung fiir komplexe Projektilstrukturen® im Kapitel 2.3 beschrieben sind.

6.1 Anpassung der Gesamtmasse bei der Modellierung von Flug-

zeugstrukturen

Bei der expliziten StoRRkdorpersimulation zur Darstellung von Flugzeugstrukturen stellt
sich das Problem der Beriicksichtigung der Gesamtmasse. Ublicherweise beriicksichti-
gen Stof3kdrpermodelle lediglich die AuRRenhaut des Flugzeugs und ggf. zusatzlich
ausgewahlte innere Strukturen. Die hierin nicht enthaltenen Massenanteile umfassen
nicht bertcksichtigte tragende Strukturen sowie lose bzw. nichttragende Strukturen.
Letztere umfassen u. a. Kerosin und Nutzlast. Anpassungen der Masse kdnnen uber
Anderungen der Dichte, der Schalendicke sowie (iber die Zuweisung von steifigkeits-
freien Massen erfolgen. Variationen der Dichte gehen mit Anderungen der Schallge-
schwindigkeit in der Struktur einher, wahrend Anderungen der Schalendicke in der LZF
den Berstlastanteil verandern. Durch die Zuweisung von steifigkeitsfreien Massen an
die Schalenstruktur werden diese Effekte vermieden. Dennoch kommt es bei allen ge-
nannten Methoden zu einer Lokalisierung von Massenanteilen, welche von der realen
Massenverteilung innerhalb des Querschnitts abweicht. Ein weiterer Nachteil besteht
darin, dass lose bzw. nichttragende Massen mit der Schalenstruktur verbunden blei-

ben.

Vergleiche der Simulation von Fluidftllung von Tankstrukturen mit der Zuweisung stei-

figkeitsfreier Masse und der SPH-Methode erfolgen in den Abschnitten 6.3 und 6.4.

Im Folgenden wird als vereinfachte Modellstruktur ein Hohlzylinder (Lange 50 m,
Durchmesser 6 m, Dicke 4 mm) betrachtet, was typischen Abmessungen eines Flug-
zeugrumpfes entspricht. Dem Modell der Hohlzylinderwand wird ein ideal-plastisches
Material mit einer FlieRgrenze von 290 MPa und einer Dichte von 7,85 g/cm® zugeord-
net. Damit ergibt sich eine Gesamtmasse von 29,6 t. Der Aufprall erfolgt mit 215 m/s
auf eine starre Wand. Weiterhin wurden Rechnungen mit einer Schalendicke von 1 mm
durchfiihrt, bei denen zum einen die Dichte auf 31,4 g/cm3 erhdht bzw. der Schalen-

struktur eine steifigkeitsfreie Masse von 23,55 kg/m? zugewiesen wurde.
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In Abb. 6.1 werden die LZF sowie die zugehdorigen Impulstbertrage fir verschiedene
Methoden zur Darstellung der Gesamtmasse verglichen. Es zeigt sich, dass die Er-
gebnisse der Modelle mit reduzierter Schalendicke (Kurzbezeichnungen: Dichte erhéht
und steifigkeitsfreie Masse) nahezu identisch sind. Insbesondere ist dies fir die Im-
pulstibertrage erkennbar. In der Rechnung mit voller Schalendicke (Kurzbezeichnung:
reale Struktur) ergibt sich eine leicht hohere Stol3dauer, was mit der in diesem Fall ho-
heren Berstlast erklart werden kann. Ferner fallt auf, dass die Impulsiibertrédge bei re-
duzierter Schalendicke ab etwa 150 ms leicht hoher sind. Hier kommt es zum Bersten
der vollen Lange des Projektils, welches anschlie3end im Vergleich zur realen Struktur
mit einer hoheren Geschwindigkeit zurtickprallt. Da die Berstlast jedoch in samtlichen
Modellen einen geringen Anteil der LZF ausmacht, sind die Abweichungen der Ergeb-

nisse insgesamt vergleichsweise gering.

LZF (L=50 m, t=4 mm, @=6 m, 5,=290 MPa, M=29.6 1) IMPULSE (L=50 m, t=4 mm, @=6 m, 6,=290, M=29.6 1)
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Abb. 6.1 Studie mit LS-DYNA zum Einfluss steifigkeitsfreier Masse auf die LZF beim

Aufprall von Schalenstrukturen

6.2 Untersuchungen zur Skalierbarkeit

Bezlglich der Skalierbarkeit von LZF wurde eine Studie auf Basis des Meppener Ver-
suchs 1/8 durchgefuhrt (vgl. Abschnitt 4.2). Hierbei erfolgt eine Langenskalierung der
Projektilgeometrie (vgl. Abb. 4.8) mit dem Skalierungsfaktor B, so dass fur skalierte
Langen Lga. = BL gilt. Entsprechend skalieren die Zeiten mit 3, Dehnraten mit [3'1, Kraf-

te mit %, Volumina, Impulse und Massen mit °.

Es werden Simulationen und Untersuchungen mit der Riera-Methode zu $ = 0,25 und
B =4 durchgefuhrt, was Gesamtmassen von 15,25 kg und 62,59 t entspricht. Die in

Abb. 6.2 dargestellten Ergebnisse wurden auf den Referenzfall B = 1 skaliert. Es wird
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deutlich, dass die skalierten StoRRkrafte mit der GréRenordnung des Projektils abneh-
men. Das Verhaltnis von Berstlast zu Spitzenlast betragt 56,7 % fur § = 0,25 und ledig-
lich 38 % fur B = 4. Die Ursache hierfir besteht im dehnratenabhangigen Anteil der
Berstlastberechnung in Formel (4.11), welcher nicht mit B? skaliert. Aufgrund der Ska-
lenabhangigkeit der Dehnrate ist gemaR Jones /JON 89/ eine Skalierung von dehnra-
tenabhangigem Materialverhalten nicht moglich. Da das in LS-DYNA verwendete Mate-
rialmodell dehnratenabhangiges Materialverhalten bericksichtigt, wird dieser Effekt im

Rahmen dieser Studie bestatigt.

Die im Rahmen von RS1182 /GRS 12/ mit AUTODYN durchgefiihrten Simulationen
konnten diesen Effekt nicht erfassen. Die Ursache bestand darin, dass in der verwen-
deten AUTODYN Version 13.0 mit Schalenelementen dehnratenabhéangiges Material-
verhalten nicht erfasst werden konnte. Da mit zunehmender Grol3enskala der Einfluss
der Dehnrate auf die Berstlast und damit der Anteil der Berstlast insgesamt abnehmen,
reduzieren sich Unsicherheiten beziglich der Parameter des Dehnratenanteils. Ferner
ist zu beachten, dass Flugzeugstrukturen vielfach aus Aluminium gefertigt sind, wel-
ches im Vergleich zu Stahl weit weniger dehnratenabh&ngige Festigkeitssteigerungen
aufweist. Prinzipiell vereinfacht dies die Modellierung von Stof3kérpermodellen von

Flugzeugstrukturen.
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2 50t SIMULATION (B=0.25) —— 2 150} RIERA (p=025) ——
n r SIMULATION (B=4) - RIERA (3=4)
125 125 L BERSTLAST (B=1) -
BERSTLAST (3=0.25) -
100 10.0 BERSTLAST (3=4)

STOSSKRAFT SKALIERT AUF p:
STOSSKRAFT SKALIERT AUF B

75 5t
\
50 | \ of
25 | k 5 |
0.0 I S S 0.0
30 35 40 45

0 5 10 15 20 25 50 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
ZEIT SKALIERT AUF p=1/ms ZEIT SKALIERT AUF p=1/ms

Abb. 6.2 Studie mit LS-DYNA zum Effekt der GrofRenskala auf LZF basierend auf

dem Meppener Versuch 1/8
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6.3 Simulation des SNL F4-Phantom Crash Versuchs

6.3.1 Analyse mit einem stark vereinfachten StoRkdrpermodell

Zur Beurteilung des notwendigen Detaillierungsgrades von StoR3korpermodellen fur
Flugzeugstrukturen wurde der Sandia Phantom Crash Versuch /SUG 93c/ simuliert.
Das Ziel dieses Versuches bestand darin, die LZF eines militdrischen Flugzeugs vom

Typ F4-Phantom bei einer Aufprallgeschwindigkeit von 215 m/s zu ermitteln.

Fur die Analyse wurde eine stark vereinfachte Modellgeometrie des StoRRkdrpers
/BRA 08/ verwendet (Abb. 6.4). Die Gesamtmasse des Flugzeugs betragt ca. 19 t, wo-
bei ca. 4,8t auf eine Wasserfilllung der Tankstruktur entfallen. Zur Beschreibung der
Wasserflllung wurde sowohl die SPH-Methode (SPH-Modell) als auch die Anbindung

steifigkeitsfreier Massen an die Schalenstruktur (Schalenmodell) der Tanks benutzt.

In Abb. 6.3 werden die Massenverteilungen der Modelle in axialer Richtung mit Daten
des Versuches verglichen. Die vereinfachten StoRRkdrpermodelle sind dabei im We-
sentlichen aus Quadern und Hohlzylindern zusammengesetzt, wobei eine axiale Unter-
teilung in neun Segmente erfolgt. Fir Rumpf, Fligel und Tankstrukturen werden Scha-
lenelemente verwendet. Triebwerke sind lber Volumenelemente abgebildet. Als Ziel-
koérper kommt im Versuch ein ca. 470 t schwerer Betonquader zum Einsatz, welcher
reibungsarm gelagert ist. Der Aufprall erfolgt derart, dass der Mittelpunkt des Aufprall-
bereichs etwas unterhalb des Massenschwerpunktes des Zielkorpers liegt. Im Re-
chenmodell ist der Zielkorper nicht gelagert. Beton wird mit dem RHT-Modell und durch
Volumenelemente dargestellt. Da Uber die Bewehrung keine genauen Daten vorlagen,
wurden anhand von Fotografien hierzu Annahmen getatigt. Sie ist Uber Balkenelemen-
te abgebildet. Die LZF wird unter anderem durch die Beschleunigung des Zielkorpers

ermittelt.
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Abb. 6.3 Vergleich der Massenverteilungen des vereinfachten StoRkérpermodells

mit den Daten des SNL-Versuches

Abb. 6.4 vergleicht den Verformungszustand des SPH-Modells mit HG-Kamera-
aufnahmen des Versuches. Es ist erkennbar, dass Ankunftszeiten der Fligelstruktur

ahnlich sind.

Freisetzung

Wasser (SPH) \

Abb. 6.4  Vergleich des vereinfachten AUTODYN Modells mit HG-Aufnahmen des
SNL Phantom Crash Versuchs

Im Versuch konnte die LZF aus den Beschleunigungswerten des Zielkdrpers bzw. aus
den Verschiebungswerten des Flugzeughecks abgeleitet werden. In der Simulation
wird die LZF Uber die Beschleunigung des Zielkorpers bestimmt. Ferner wurde fir die

Massenverteilung des Rechenmodells eine Analyse mit der Riera-Methode durchge-
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fuhrt. Hierzu wurde die von Sugano et al. /SUG 93c/ angegebene Berstlast verwendet.
In Abb. 6.5 werden die Ergebnisse verglichen. In Anbetracht der starken Vereinfachun-
gen des StoRkorpermodells findet sich eine sehr gute Ubereinstimmung von Versuchs-
daten (Kurve: Versuch (Phantom)) und Ergebnissen des SPH-Modells. Die aus den
gemessenen Beschleunigungen des Zielkdrpers ermittelte LZF (Kurve: Versuch (Tar-
get)) wurde von Sugano et al. /SUG 93c/ geglattet. Die LZF wird offenbar vom Mas-
senstromanteil dominiert, wohingegen der Einfluss der Berstlast sehr gering ist. Inso-
fern lassen sich mit einer vergleichsweise genauen Approximation der Massenvertei-
lung trotz starker Vereinfachungen bezlglich der Strukturen vergleichsweise gute Er-
gebnisse bei der Reproduktion der Stof3krafte erzielen.

6.3.2 Parameterstudie beziiglich der FlieRgrenze des Stol3kérpermaterials

Eine Parameterstudie beziiglich der FlieRgrenze des StofRkérpermaterials verdeutlicht
ebenfalls die geringe Bedeutung der Berstlast. Die in Abb. 6.6 gezeigten Ergebnisse
weisen einen vernachlassigbaren Einfluss der FlieRgrenze auf die LZF aus. Hierbei
wurde die Referenzrechnung mit einer FlieRgrenze von 250 MPa (Kurve: steifes Mo-
dell) durchgeftihrt und die Ergebnisse mit einer Rechnung zu einer FlieRgrenze von

125 MPa (Kurve: weiches Modell) verglichen.
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Abb. 6.5 Mit AUTODYN und der Riera-Methode ermittelte LZF fir den SNL-

Phantom Crash Versuch im Vergleich zu Versuchsdaten
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Abb. 6.6 Mit AUTODYN ermittelte LZF mit verschiedenen FlieRgrenzen der Scha-

lenstruktur fir den SNL-Phantom Crash Versuch

6.3.3 Parameterstudie bezlglich der Methode zur Darstellung der Flissig-

keitsflllung

Eine weitere Sensitivitdtsstudie beschéftigt sich mit der Methode zur Darstellung der
Flassigkeitsfullung. In Abb. 6.7 werden die Ergebnisse der LZF fir das SPH-Modell mit
dem Schalenmodell verglichen. Es wird deutlich, dass wahrend des Aufpralls der
Tankstruktur zwischen 30 ms — 45 ms signifikant geringere StoRRkrafte flir das Scha-
lenmodell auftreten. Die Versagensmechanismen der Tankstruktur unterscheiden sich
in den Simulationen sehr stark, wobei der Versagensmechanismus der SPH-Simulation
als realistischer angesehen wird. Weiterhin ist die SPH-Methode prinzipiell besser ge-
eignet, die tatséchlich belastete Flache der Zielstruktur sowie die Lastverteilung auf der
belasteten Flache zu erfassen. Fur Schalenmodelle ist die Simulation der raumlichen
Flassigkeitsausbreitung nicht méglich und die zugehérige Masse bleibt mit der aufpral-
lenden Schalenstruktur verbunden. Insbesondere wird ein Verlust von Massen aul3er-
halb der Kontaktzone nicht erfasst. Die Ergebnisse in Abb. 6.7 zeigen jedoch, dass

dies nicht notwendigerweise zu konservativen Ergebnissen fuhren muss.
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Abb. 6.7 Mit AUTODYN ermittelte LZF mit verschiedenen Fluidmodellierungsvarian-

ten fur den SNL-Phantom Crash Versuch

6.4 Studien zu einem StoRRkérpermodell eines Flugzeugs vom Typ A320

In Ergdnzung zu den Untersuchungen des SNL Phantom Crash Versuchs erfolgt eine
numerische Studie anhand eines generischen Passagierflugzeugs. Die wesentlichen
Abmessungen des Stol3kdrpermodells orientieren sich an einem Flugzeug vom Typ
A320 /AIR 14/ sowie dem dazugehorigen Triebwerk CFM56.

6.4.1 Wesentliche Komponenten des vereinfachten StoBkdrpermodells

Abb. 6.8 stellt die wesentlichen Komponenten des vereinfachten StoRRkdrpermodells
dar. Im Wesentlichen besteht es aus der Uber Schalenelemente abgebildeten AulRen-
haut. Weiterhin enthalt das Modell innere Béden und Fahrwerke. Die Triebwerksmodel-
lierung orientiert sich an einem Triebwerk vom Typ CFM56 (siehe Abschnitt 6.4.2). Ke-
rosinfullung der Tanks wird Uber die SPH-Methode oder tiber Massenanpassungen der
Tankstrukturen durch steifigkeitsfreie Masse abgebildet. Diese Modellvarianten werden
im Folgenden als SPH-Modell bzw. Schalenmodell bezeichnet. Bezliglich der Schalen-
dicken sind jeweils Annahmen erforderlich, da hier keine genaueren Daten verfligbar

sind. Hierbei nicht beriicksichtigte Massenanteile werden als steifigkeitsfreie Masse der
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Schalenstruktur zugewiesen. In der Gesamtmasse des Modells von ca. 70t sind 9t

Kerosin enthalten.

Pylon sting

Fancasing Fanframe
Stator /
+ i +
/
Shaft

Fan

Abb. 6.8 Vereinfachtes A320 Stol3kdrpermodell fur LS-DYNA

6.4.2 Modellierung der Struktur eines CFM56-Triebwerks

Fur die Untersuchungen des Aufpralls von Triebwerksstrukturen wurden im Rahmen
von RS1509 Ersatzgeometrien fur ein Triebwerk vom Typ CFM56 erstellt, welches
z. B. in Passagierflugzeugen des Typs A320 eingesetzt wird.

Abb. 6.9 CFM56-Triebwerk /CFM 16/

Auf Basis von frei verfugbaren Herstellerinformationen wurden zwei jeweils rotations-
symmetrische Modellvarianten erstellt. Diese weisen funf bzw. 32 Komponenten auf
und werden im Folgenden als einfach bzw. komplex bezeichnet (siehe Tab. 6.1 und
Tab. 6.2).
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Tab. 6.1  Komponenten des komplexen CFM56 Triebwerksmodells

Rinnen | R auRen | Langsk. 1 | Langsk. 2 | Schalendicke Vol. Masse

Nr. | Bez. /mm / mm / mm / mm / mm /m?2 / kg

1| Booster 342 350 0 1500 8 2,61E-02 | 202

2 | Fan 318,5 895 500 524 24 5,27E-02 | 409

3 | Bearing Support 191 200 600 1530 9 1,03E-02 80

4 | LPC Stator 533 540 525 1230 7 1,66E-02 | 129

5|LPCdisk 1 433 533 670 680 10 3,03E-03 24

6 | LPC disk 2 433 533 780 790 10 0,003035 24

7 |LPC disk 3 433 533 890 900 10 0,003035 24

8 |LPC disk 4 433 533 1000 1010 10 0,003035 24

9 | Casing Fan 895 900 350 1500 5 0,032425| 251
10 | Fan Frame 75 533 1070 1090 20 0,017496 | 136
11 | Shaft 0 75 800 3000 - 0,038877 | 301
12 | HPC Stator 270 280 1500 2170 10 0,011577 90
13| HPC disk 1 170 270 1530 1570 - 0,005529 43
14 | HPC disk 2 170 270 1600 1640 - 0,005529 43
15| HPC disk 3 170 270 1670 1710 - 0,005529 43
16 | HPC disk 4 170 270 1740 1780 - 0,005529 43
17 | HPC disk 5 170 270 1810 1850 - 0,005529 43
18 | HPC disk 6 170 270 1880 1920 - 0,005529 43
19 | HPC disk 7 170 270 1950 1990 - 0,005529 43
20 | HPC disk 8 170 270 2020 2060 - 0,005529 43
21 |HPC disk 9 170 270 2090 2130 - 0,005529 43
22 | Combustion Casing | 390 400 2170 2550 10 0,009431 73
23 | Combustion Liner 312 330 2170 2550 18 0,013796 | 107
24 | HPT 172 180 2130 2550 8 0,003716 29
25 | HPT Rotor 75 460 2550 2590 - 0,025884 | 201
26 | LPT Stator 445 460 2590 2950 15 0,015353| 119
27 | LPT 320 330 2590 2950 10 0,007351 57
28 | LPT disk 1 285 445 2620 2660 - 0,014678 | 114
29 | LPT disk 2 285 445 2690 2730 - 0,014678 | 114
30 | LPT disk 3 285 445 2760 2800 - 0,014678| 114
31 |LPT disk 4 285 445 2830 2870 - 0,014678| 114
32 | LPT Frame 210 460 2950 3000 - 0,026311| 204

Die Komponenten werden entsprechend ihrer Abmessungen entweder tUber Volumen-

oder Uber Schalenelemente dargestellt. Es werden jeweils Zylinder und Hohlzylinder

zur Approximation der realen Struktur verwendet. Hierbei ist zu beachten, dass insbe-

sondere bezlglich der Wandstarken keine genaueren Informationen verfiigbar waren
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und somit entsprechende Annahmen erforderlich sind. Beide Modelle weisen eine Ge-

samtmasse von 3322 kg auf. In Abb. 6.10 werden Querschnitte der beiden Modellvari-

anten verglichen. Fir die Aufprallsimulation wurden die Komponenten derart unterei-

nander verbunden, dass ein einfach zusammenhangender Kdrper entsteht.

Tab. 6.2 Komponenten des einfachen CFM56 Triebwerksmodells

Rinnen | RauBen | Langsk. 1/ | Langsk. 2 | Schalendicke / Vol. Masse

N, | Bez. /mm /mm mm /mm mm /m? / kg

1| Shaft 0 75 800 3000 - 3,89E-02 301

2 | Stator 421 450 0 3000 29 2,38E-01 1845

3| Casing Fan 892 900 350 1500 8 5,18E-02 401

4| Fan 350 890 500 524 24 5,05E-02 391

5 | Fan Frame 75 890 1480 1500 20 4,94E-02 383
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Abb. 6.10 Grafische Darstellung der CFM56 Turbinenmodelle und die entsprechen-

6.4.3

Abb. 6.11 stellt die EingabegréRen und Ergebnisse einer Analyse mit der Riera-
Methode dar. Die Annahmen zur Berstlast orientieren sich an Annahmen von Riera fur
ein Flugzeug vom Typ Boeing 707-320, welche fir diese Studie an die Abmessungen
des A320 angepasst wurden. Weiterhin wurde eine Parameterstudie mit einer vierfach

hdheren Berstlast (,P. ,steif“) durchgeflihrt. Die Annahmen bezlglich der Massenver-

den Vernetzungen (oberes Bild: einfaches Modell, unteres Bild: komplexes

M

Vergleich zwischen Analysen mit StoRkérpermodell und der Riera-

M

odell)

ethode

teilung entsprechen den Annahmen des FE-Modells.
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Abb. 6.11 Analyse des A320-Modells mit der Riera-Methode

Erwartungsgemal werden die LZF kaum von der Berstlast beeinflusst und der Mas-
senstromterm in Formel (4.9) dominiert. Sehr wohl beeinflusst die Annahme zur Berst-
last jedoch die unzerstorte Restlange des Flugzeugs. Fir die hohere Berstlast liegt
diese bei Gber 10 m, wohingegen mit der urspriinglichen Annahme (,P. ,weich“) das
Flugzeug nahezu vollstandig zerstort wird. In beiden Fallen kommt es jedoch eindeutig

zur Zerstorung des Fligelbereiches, welcher den wesentlichen Beitrag zur LZF liefert.

In der FE-Rechnung lassen sich die Berstlasten prinzipiell Gber die Schalendicke und
uber die FlieBgrenze der verwendeten Materialien variieren. Exemplarisch zeigt
Abb. 6.12 den Verformungszustand von zwei Modellen nach 300 ms, bei denen die
Schalendicken variiert wurden. Fir das Rechenmodell mit erhdhter Schalendicke ist in-
folge der erhohten Berstlast die unzerstorte Restlange deutlich hoher. Beziglich der
unzerstorten Restlange werden die Ergebnisse des Modells mit erhdhter Schalendicke
als weniger realistisch bewertet.

Reduzierte Schalendicke (weich) Erhohte Schalendicke (steif)

Abb. 6.12 Verformungszustande von A320 Schalenmodellen unterschiedlicher

Steifigkeiten nach 300 ms beim Aufprall auf eine starre Wand

Abb. 6.13 vergleicht die LZF der Schalenmodelle mit dem Ergebnis der Riera-Methode.
Beziglich StoRRdauer und Spitzenlast &hneln sich die LZF der Schalenmodelle sehr
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stark. Die Ankunftszeiten von Triebwerken und Fahrwerken sind ebenfalls nahezu
identisch. Gewisse Unterschiede treten wahrend der Zerstérung des Fligelbereiches
auf. DarUber hinaus stimmen fur diese Parameter die Simulationen zufriedenstellend
mit den Ergebnissen der Riera-Methode Uberein. Im Vergleich zur Riera-Methode ist
das hohere Lastniveau innerhalb der ersten 50 ms auffallig. Die Unterschiede sind der
Tatsache zuzuschreiben, dass es wahrend der Zerstérung des vorderen Rumpfberei-
ches zu ausgepragtem Materialversagen und Erosion einzelner Elemente kommt.

Hierdurch kommt es zur Reflexion von Fragmenten am Target.
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Abb. 6.13 Vergleich von LZF von A320 Schalenmodellen verschiedener Schalen-

dicken mit der Riera-Methode

Ein Vergleich des Verformungszustandes von Schalenmodell und SPH-Modell nach
100 ms erfolgt in Abb. 6.14. Zu diesem Zeitpunkt ist die Zerstérung der Tankstrukturen
abgeschlossen. Aufgrund der Ausbreitung der SPH-Partikel &ndert sich der Berstme-
chanismus des Fliigelsegmentes gegeniiber dem des Schalenmodells. Ein Vorteil der
SPH-Methode besteht darin, dass das tatsachlich mit Kerosin gefillte Volumen be-
ricksichtigt wird, wohingegen im Schalenmodell eine starke Konzentration von Masse
auf den Schalenoberflachen vorliegt. Daher wird die flachige Verteilung der Last durch

die SPH-Methode prinzipiell realistischer abgebildet.
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Schalenmodell SPH-Modell

Abb. 6.14 Verformungszustéande der A320 Schalen- und SPH-Modelle nach 100 ms
beim Aufprall auf eine starre Wand

Abb. 6.15 vergleicht die LZF von Schalenmodell und SPH-Modell. Unterschiede erge-
ben sich lediglich zu Zeitpunkten des Aufpralls der Tankstrukturen. Der Berstvorgang
der vergleichsweise kompakten Tankstrukturen weist einen gewissen Einfluss auf die
LZF auf. Ferner lasst sich mit dem Schalenmodell die Flissigkeitsausbreitung nicht re-
alistisch erfassen. Es ist davon auszugehen, dass derartige Unterschiede bei der Si-

mulation groRerer Treibstoffmengen starker ins Gewicht fallen.
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Abb. 6.15 Vergleich von LZF des A320 Schalenmodells und SPH-Modells mit der
Riera-Methode

Erganzend wurde eine numerische Studie durchgefuhrt, bei der lediglich die Flugel-

strukturen auf das Target aufprallen. Abb. 6.16 vergleicht die Unterschiede im Verfor-

mungszustand eines Schalenmodells und eines SPH-Modells.
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Fligelstruktur (Schalenmodell) Flagelstruktur (SPH-Modell)

Abb. 6.16 Unterschiede im Berstvorgang der Fllgelstrukturen zwischen Schalenmo-
dellen und SPH-Modellen (Zustand nach 18 ms)

In Abb. 6.17 werden die LZF fur Schalenmodelle und SPH-Modelle verglichen, wobei
jeweils auch durch Variation der Wandstérken die Steifigkeiten geéndert werden. Er-
wartungsgemaln ist der Einfluss von Steifigkeitsanderungen auf die LZF fiur Schalen-
modelle starker ausgepragt. Eine hohere Steifigkeit der Struktur fuhrt zu starkeren Ver-
zbgerungen und Reduktionen des Massenflussterms. Dies erklart das geringere Last-
niveau fir das steifere Schalenmodell. Demgegentber finden sich fir das SPH-Modell
nahezu identische Ergebnisse, wobei das Lastniveau hier insgesamt geringer ist. Dies
lasst sich mit Freisetzung von Kerosin auf3erhalb der Kontaktzone erklaren. Diese ist in
Schalenmodellen nicht darstellbar. Es ist jedoch zu beachten, dass dies nicht notwen-
digerweise zu konservativen Ergebnissen beziglich der Zielstruktur fhren muss (vgl.
Abb. 6.7 und Abb. 7.1). Mit der SPH-Methode werden die belastete Flache sowie die

Lastverteilung auf der belasteten Flache realistischer dargestellt.
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Abb. 6.17 Vergleich von LZF der Flugelstrukturen eines A320 fur Schalenmodelle
und SPH-Modelle
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Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass die hier verwendeten Methoden (FE
bzw. Riera) zur Bestimmung von LZF fur den Aufprall einer A320 auf eine starre Tar-
getstruktur beziglich Stof3dauer, Ankunftszeiten der Fahrwerke und Triebwerke gut
Ubereinstimmen. Unterschiede gibt es insbesondere wahrend der Zerstérung des Flu-
gelbereiches, wobei die Simulation des Treibstoffs in den Fllgeltanks tber die SPH-
Methode im Rahmen von FE-Analysen zu der realistischsten Beschreibung des Berst-
vorganges fuhrt.
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7 Anwendung der Methodik zur Simulation komplexer Pro-
jektilstrukturen auf ein Reaktorgebaude

Die nachfolgend beschiebenen Ergebnisse der Analysen betreffen Arbeiten wie sie im
AP3: ,Modellierung grolRer Zielstrukturen unter komplexer Belastung® im Kapitel 2.3

beschrieben sind.

7.1 Simulation des Aufpralls eines Verkehrsflugzeuges (A320)

Der Aufprall von Stol3kdrpermodellen eines Flugzeugs vom Typ Airbus A320 auf ein
generisches Reaktorgebdude wurde untersucht. Es zeigt sich, dass der Aufprall der
Triebwerke einen maf3geblichen Beitrag zur Last-Zeit-Funktion liefert (siehe Abb. 7.1).
Im Gegensatz zu den StoRRkraften des Flugzeugrumpfes besteht eine hohe Sensitivitat
der Stolkraftanteile beziglich der Annahmen zu Festigkeit und Versagen des Turbi-
nenmaterials sowie den Annahmen zum Versagen der Verbindung von Rumpf- und

Flagelstruktur.

Weiterhin wurde eine Parameterstudie hinsichtlich der Modellierungsmethode von
Treibstoffmassen durchgefihrt. Zum einen wurde die Treibstoffmasse als den umge-
benden Schalenstrukturen zugeordnete steifigkeitsfreie Masse bertcksichtigt und zum
anderen wurde der Treibstoff direkt Uber die SPH ("Smoothed Particle Hydrodyna-
mics") Methode abgebildet. Dabei zeigten sich Unterschiede in den berechneten Last-
Zeit-Funktionen (siehe Abb. 7.1). Mit der SPH-Methode ergeben sich hohere akkumu-
lierte Kontaktkrafte, insbesondere wahrend des Aufpralls der Tankstrukturen in den
Fligeln. Die Verwendung der SPH-Methode zur Simulation der Treibstoffmassen er-
fordert allerdings deutlich hohere Rechenzeiten als die Anbindung des Treibstoffs als

steifigkeitsfreie Massen an die umgebenden Schalenstrukturen.
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Abb. 7.1 Last-Zeit-Funktion zum Aufprall des A320 Analysemodells auf ein generi-

sches Reaktorgebdudemodell, Variation der Treibstoffmodellierung

Abb. 7.2 und Abb. 7.3 zeigen bei Verwendung der SPH-Methode zu den ausgewahlten
Zeitpunkten 100 ms bzw. 120 ms (nach Beginn des Aufpralls) das Zerlegungsverhalten
des StoRRkérpermodells und die durch den Aufprall verursachte Schadigung des Reak-
torgebaudes im Aufprallbereich sowie die Dehnungsverteilung in der Biegebewehrung
nahe der Innenseite der Reaktorgebaudewand. Dabei sind zu den gezeigten Zeitpunk-
ten die Flugelbereiche bereits geborsten und der Treibstoff in den Flugeltanks wird

freigesetzt.

Im Analysemodell der Stahlbetonwand wurden die gitterférmig angeordneten Beweh-
rungsstdbe nahe der Innen- und der AulRenoberflache sowie die radial verlaufenden
Bugel detailliert beriicksichtigt. Die lokale Betonschadigung im Aufprallbereich der
Triebwerke ist abh&ngig vom Detaillierungsgrad des Turbinenmodells (siehe Abschnitt
7.2).

Die plastischen Dehnungen der Biegebewehrung nahe der Innenoberflache zeigen
Maximalwerte von etwa 5% (Abb. 7.3), die damit unterhalb von Best-Estimate-
Versagensdehnungen aber im Bereich von konservativ anzunehmenden Versa-

gensdehnungen liegen.
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Bei Modellierung der Treibstoffmasse als den umgebenden Schalenstrukturen zuge-
ordnete steifigkeitsfreie Masse ist die durch den Aufprall belastete Flache deutlich klei-
ner, was sich in etwas gréfReren Werten fir die Verschiebung der Gebaudewand im
Aufprallbereich auRert. Beziiglich der Betonschadigung sowie der Bewehrungsdeh-
nung sind die Unterschiede im betrachteten Aufprallszenario nicht so stark ausgepragt.
Prinzipiell sind die Ergebnisse der SPH-Methode als realistischer anzusehen. Ausge-
wahlte Teilergebnisse zu der hier angesprochenen Thematik wurden auf der internati-
onalen Konferenz SMiRT-23 prasentiert und in /HEC 15b/ publiziert.
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Abb. 7.2  Simulation eines Aufprallszenarios eines A320 auf ein generisches Reaktorgebdude nach 100 ms
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7.2 Simulation des Aufpralls von CFM56 Flugzeugtriebwerken

Gemal den amerikanischen Richtlinien zur Vorgehensweise bei der Bewertung der
Auswirkungen von Flugzeugabsturzszenarien sind Triebwerke als Projektile zu be-
trachten /NEI 11/, welche Potenzial fur lokale Schadigungsmechanismen bis hin zur
Perforation entsprechender Targetstrukturen besitzen. Deren Aufprall ist separat zu

analysieren.

Triebwerksstrukturen enthalten verformbare und vergleichsweise starre Bestandteile.
Insofern kommt es beim Aufprall von Triebwerksstrukturen zu einer Uberlagerung von
weichem StoR und hartem Stof3, weswegen eine Kontaktsimulation erforderlich
scheint. Exemplarisch wird im Vorhaben RS1509 der Aufprall von stark vereinfachten
Modellen eines Triebwerks vom Typ CFM56 (siehe Abb. 6.9) mit dem Rechenpro-
gramm AUTODYN und dem RHT-Betonmodell untersucht. Die Modellerstellung ist in
Abschnitt 6.4.2 beschrieben.

Es wurden Untersuchungen mit folgenden Targetstrukturen durchgefuhrt:

o Aufprall auf eine Versuchsplatte, wie sie in den Sugano-Grof3versuchen (vgl.

Abschnitt 5.5) verwendet wurde, d. h. ohne Schubbewehrung

e Aufprall auf den Ausschnitt einer Wand eines generischen Reaktorgebaudes
mit Schubbewehrung (vgl. Abschnitt 0).

Abb. 7.4 bis Abb. 7.6 zeigen einen Vergleich der Betonschadigungen der Sugano-
Versuchsplatte. Es wird deutlich, dass sich in der front- und riickseitigen Plattenschéa-
digung vergleichsweise geringe Unterschiede beim Aufprall der beiden Modellvarianten
ergeben. Die insgesamt hohere Steifigkeit des einfachen Modells dul3ert sich in einer
starker ausgeprégten rickseitigen Schadigung. Anhand der Querschnitte sind ver-
gleichsweise geringe Unterschiede in Bezug auf Verschiebung und Form des Stanzke-
gels erkennbar. Der wesentliche Unterschied besteht in der deutlich héheren Eindring-

tiefe der Turbinenwelle fur die komplexe Modellvariante.

Abb. 7.7 zeigt die verformten Stol3korper sowie die Betonschadigung des Wandaus-
schnittes. Gegentiber der Simulation des gesamten Gebaudes (vgl. Abschnitt 7.1) wird
hier eine deutlich feinere Vernetzung mit Elementkantenl&ngen von durchschnittlich
30 mm verwendet. In dieser Darstellung wird ebenfalls die wesentlich hohere Eindring-

tiefe der Turbinenwelle deutlich.
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Frontseite (AUTODYN, einfaches Modell) Frontseite (AUTODYN, komplexes Modell)

Abb. 7.4  Betonschadigung der Plattenfrontseite beim Aufprall von CFM56-
Stol3kdrpermodellen auf eine Versuchsplatte (nach 15 ms)

Rickseite (AUTODYN, einfaches Modell) Ruckseite (AUTODYN, komplexes Modell)

Abb. 7.5 Betonschadigung der Plattenriickseite beim Aufprall von CFM56-
StoRRkorpermodellen auf eine Versuchsplatte (nach 15 ms)
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Querschnitt (AUTODYN, einfaches Modell)  Querschnitt (AUTODYN, komplexes Modell)

Abb. 7.6  Betonschadigung des Querschnitts beim Aufprall von CFM56-
Stol3kdrpermodellen auf eine Versuchsplatte (nach 15 ms)

Querschnitt (AUTODYN, einfaches Modell)  Querschnitt (AUTODYN, komplexes Modell)

Abb. 7.7  Betonschadigung des Querschnitts beim Aufprall von CFM56-
StoRRkorpermodellen auf ein Ausschnitts-Modell der Wand eines generi-

schen Reaktorgebaudes (nach 15 ms)

Der zeitliche Verlauf der Geschwindigkeiten der Turbinenwelle fir die betrachteten Fal-
le ist in Abb. 7.8 dargestellt. Die wesentlich starkere Verzdogerung der Welle in den ein-
fachen Modellen begrindet sich im Wesentlichen durch die Annahmen zur Abbildung
des Stators. Dieser ist in der einfachen Modellvariante deutlich steifer ausgefuhrt als in

der komplexen Variante (siehe Abb. 6.10).
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Abb. 7.8 Mit AUTODYN berechnete Geschwindigkeitsverlaufe der Welle zu ver-
schiedenen Feinheiten des CFM56-Modells

Untereinander sind die Geschwindigkeitsverlaufe zu jeder Modellvariante nahezu iden-
tisch, d. h. die Unterschiede der Targetstrukturen beziiglich Betondruckfestigkeit und
Bewehrung wirken sich nicht signifikant aus. Allerdings verbleibt fur das komplexe Mo-
dell eine geringe Restgeschwindigkeit beim Aufprall auf das Ausschnittsmodell des
Reaktorgebaudes. Aufgrund der geringeren Wandstarke wirde in diesem Fall die Tar-
getstruktur perforiert werden, sofern sich die Verbindung zwischen Welle und Gehause

vollstandig l6st.

In /NEI 11/ wird darauf hingewiesen, dass bei Fragestellungen zum Durchdringen einer
Stahlbetonstruktur infolge des Aufpralls einer Triebwerkswelle der Einfluss der umlie-
genden Gehéusestruktur zu beriicksichtigen ist. Uber die Verbindungen der Welle mit
im geborstenen Gehause verbleibenden Schaufeln ist ein Zuriickhalten der Welle méog-
lich. Es ist jedoch zu beachten, dass sich diese Bewertung auf einen Aufprallversuch
/HEF 97/ mit einem Triebwerk des Typs Pratt&wWhitney TF30 bezieht, welches in milita-
rischen Flugzeugen Verwendung findet. Bezuiglich der Ubertragbarkeit auf Triebwerks-
strukturen von Passagierflugzeugen sind derzeit keine experimentellen Untersuchun-
gen bekannt. Die im Rahmen von RS1509 durchgefihrte Studie an einem Triebwerk
vom Typ CFM56 gibt Anzeichen dafir, dass die umliegende Gehausestruktur auf das

Verhalten der Welle ebenfalls grof3en Einfluss hat. Fir eine Detailanalyse zu lokalen
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Schadigungsmechanismen der Stahlbetonplatte erscheint daher eine méglichst prazise

Abbildung der realen Triebwerksstruktur erforderlich.
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8 Einwirkung von Sprengstoff auf Stahlbetonstrukturen

Die nachfolgend beschiebenen Ergebnisse der Analysen betreffen Arbeiten wie sie im
AP4: ,Simulation der Ph&dnomene bei Explosionseinwirkung auf Stahlbetonstrukturen®
im Kapitel 2.3 beschrieben sind.

Ziel der Untersuchungen war die Simulation der Phdnomene bei Explosionseinwirkung
auf Stahlbetonstrukturen. Dazu wurden Analysemodelle zu ausgewahlten Stahlbeton-
platten entwickelt und Berechnungen zu den Auswirkungen infolge Sprengstoffexplosi-
on mit verschiedenen Annahmen zur Sprengstoffmenge und fir verschiedene Abstan-

de der Sprengladung von der Targetstruktur durchgefiihrt.

8.1 Idealisierte Druckverlaufe infolge von Sprengstoffdetonation

Der idealisierte zeitliche Verlauf des Druckes an einem ortsfesten Beobachtungspunkt
orientiert sich in vereinfachten Modellanséatzen (vgl. z. B. /BAK 83/) héaufig an der sog.
modifizierten Friedlandergleichung /FRI 46/. Gleichung (8.1) entspricht der zugehdrigen
Modellfunktion mit den Modellparametern Umgebungsdruck P, Ankunftszeit t, Dauer
der positiven Phase ty und einem Zerfallsparameter a. Die modifizierte Friedlanderglei-
chung wird sowohl fir den einlaufenden Druck bzw. Explosionsdruck als auch fir den

am Beobachtungspunkt reflektierten Druck verwendet.

P, fir t<t,

P.;(t) = t—t t—t 8.1
r‘l( ) Po+Pory- (1 T a) T exp <_ar,i t—a) fir t >t, e
da da

Die Indizes i bzw. r dienen der Unterscheidung von einlaufendem Druck und reflektier-
tem Druck. Reflektierter Druck und reflektierter Impuls sind wesentliche GréRen bei der
Wechselwirkung von Druckwellen mit Barrieren. Abb. 8.1 stellt qualitativ den zeitlichen
Druckverlauf gemaf Gleichung (8.1) dar. Zum Zeitpunkt t, wachst der Druck unstetig
um Py an und sinkt innerhalb von ty wieder auf den Umgebungsdruck P, ab. Dies
kennzeichnet die Uberdruckphase bzw. die sog. positive Phase. Es schlieRt sich eine
Sogphase bzw. die sog. negative Phase an, welche jedoch ublicherweise keinen Ein-
fluss auf die Antwort widerstandsfahiger Barrieren hat. Prinzipiell ist eine negative Pha-

se auch in Gleichung (8.1) enthalten.
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Abb. 8.1 Qualitativer zeitlicher Druckverlauf infolge einer Detonation gemar modifi-

Zierter Friedlandergleichung

Reale Druckverlaufe enthalten weiterhin unter anderem zusatzliche Druckspitzen infol-
ge von Reflexionen an Detonationsprodukten, welche den Verlauf der negativen Phase
stark beeinflussen kdnnen (vgl. /BAK 83/ und z. B. Abb. 8.4, rechts). Im Rahmen die-
ses Vorhabens werden lediglich freie, d. h. nicht ummantelte und unverddmmte, La-
dungen betrachtet. Druckverlaufe von stahlummantelten Ladungen kénnen durch den
Einfluss der Fragmente stark verrauscht sein und erheblich von der idealisierten Form
abweichen (vgl. /BAK 83/).

Wichtige Parameter sind die jeweiligen Impulse der positiven Phase. Durch zeitliche In-
tegration der modifizierten Friedlandergleichung erhalt man bei gegebenen Impulsen,
Uberdriicken, Ankunftszeit und Dauer der positiven Phase die in Gleichung (8.2) ange-
gebenen transzendenten Gleichungen fiir die Parameter a, und a;. Diese lassen sich

numerisch durch das Newton-Verfahren l6sen.

tatta t—t —a, ot ta Pori
i = f Poyi (1 - “) o T g — 4 0T (@ — 1+ emmi) (8.2)
. .

a

Diese Formulierung dient in FE-Simulationen als Grundlage fir vereinfachte Randbe-
dingungen zur Berlcksichtigung von Sprengstoffeinwirkungen (vgl. Abschnitte 8.3 und
8.4).
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8.2 Modellierung von Sprengstoffdetonation und Druckwellenausbrei-

tung in Luft

Die explizite Simulation einer Sprengstoffexplosion in Luft erfolgt durch die Verwen-
dung Eulerscher Loser, welche die anteilige Fullung einer Rechenzelle mit verschiede-
nen Materialien beriicksichtigen kénnen. In AUTODYN steht hierzu der Euler-Godunov
(,Multi-Material Euler®) zur Verfigung. LS-DYNA verfiigt Uber den Elementtyp 11 (,Mul-
ti-Material Arbitrary Lagrange Euler®* MM-ALE) fur Solid- und Shell-Elemente, was
ebenfalls Simulationen von Sprengstoffdetonationen in 3D und 2D ermdglicht. Spreng-
stoff wird hierbei mit der Zustandsgleichung (,Equation of State* EOS) nach Jones-
Lee-Wilkins (JWL) gemaR Formel (8.3) beschrieben.

) ) wE, (8.3)
p:A-(1——)-e-R1V+B-(1——)-e-RzV+
RV R,V

Hierbei ist V das Verhdltnis der Dichte von nicht detoniertem Sprengstoff py zur mo-
mentanen Dichte p der Detonationsprodukte und Eq die innere spezifische chemische
Energie des Sprengstoffs. Bei den Parametern w, A, B, R;, R, handelt es sich um Mo-
dellparameter. Tab. 8.1 fuhrt aus /DOB 85/ entnommene JWL-Modellparameter fir ei-
nige gelaufige Sprengstoffe auf. Zusatzlich ist die Angabe der sog. Chapman-Jouguet-
Detonationsgeschwindigkeit D¢; sowie des Chapman-Jouguet-Druckes Pc; erforderlich.
Die Ausbreitung der StoRwellenfront der Detonation erfolgt ausgehend von einem oder
mehreren Zindpunkten. Fur die hier vorgestellten Studien wird jeweils der Massen-

schwerpunkt der Ladung als Ziindpunkt gewabhilt.

Tab. 8.1  JWL-Parameter einiger Sprengstoffe nach /DOB 85/

Parameter Einheit TNT c4 PETN 1.77 | PETN 0.88
Po g*em’® 1,63 1,601 1,77 0,88
GPa 371,2 609,77 617,05 348,62
B GPa 3,231 12,95 16,926 11,288
R, - 4,15 4,5 4,4 7
R, - 0,95 1,4 1,2 2
w - 0,3 0,25 0,25 0,24
Dc; m/s 6930 8193 8300 5170
Pes GPa 21 28 33,5 6,2
Eo MJ/m? 7000 9000 10100 5025
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Luft wird mit der EOS gemal} Gleichung (8.4) als ideales Gas mit dem Adiabatenindex
y=1,4 beschrieben. Ein Umgebungsluftdruck bei Raumtemperatur von

pPo = 101,325 kPa bei einer Dichte von py = 1,225 mg*cm'3 wird mit der Energiedichte
eo = o/ ((y — 1) - po) initialisiert.

p=F—-—1D p-e (8.4)

In LS-DYNA wird alternativ zu Gleichung (8.4) eine polynomische EOS nach Gleichung
(8.5) mit der Kompressibilitat u = p/py—1und E; = e, - p, verwendet. Hierzu sind

C, = Cs= (v - 1) und alle Gbrigen Koeffizienten Null zu wahlen.

P=Co+Cr-u+Cp p?+C3-p®>+ (Co+Cs-p+Cq-u?) - Eg (8.5)

Bei Detonation freier, runender Ladungen in Luft werden die Konfigurationen sphéri-
sche Detonation (,free air burst* FAB) und hemispharische Detonation (,surface burst®
SB) auf einer starren Oberflache unterschieden. In letzterem Fall kommt es durch die

sofortige Reflexion der Druckwelle zu héheren Explosionsdriicken.

Eine Besonderheit stellt die Detonation in einer gewissen Hohe Uber der reflektieren-
den Oberflache (,height of burst® HOB) dar, welche hier lediglich zur Erprobung des
Euler-Godunov-Lésers von AUTODYN diskutiert wird. Es kommt beim HOB in einer
gewissen Entfernung zur Uberlagerung der direkten Wellenfront mit der reflektierten
Wellenfront in Regionen oberhalb der reflektierenden Oberflache. Dies fihrt zur Aus-
bildung einer sog. Machwellenfront mit gegentber der urspriinglichen Wellenfront deut-
lich hoheren Spitzendricken (vgl. z. B. /BAK 83/, /KIN 84/). Abb. 8.2 zeigt mit
AUTODYN 2D zu diesen Konfigurationen berechnete Druckkonturen 20 ms nach der
Detonation von 10 kg TNT. Die rdumliche Ausdehnung der Detonationsprodukte ist je-

weils in Form von Schlieren angedeutet.
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Abb. 8.2 Mit AUTODYN (2D Euler, rotationssymmetrisch) berechnete Druckverteilung nach 20 ms infolge der Detonation von 10 kg TNT in

Luft zu verschiedenen Anordnungen von Ladung und reflektierenden Oberflachen



Eine wesentliche Grof3e bei der Beschreibung von Explosionsdruckwellen an einem
Beobachtungspunkt stellt der gemaf Gleichung (8.6) definierte skalierte Abstand Z dar.

R

7 =—
W1/3 (8.6)

TNT

Hierbei steht R fur den Abstand von Beobachtungspunkt zum Massenschwerpunkt der
Ladung und W+t fur die Sprengstoffmasse in sog. TNT-Massenaquivalenten. Diese in
der Literatur als Hopkinson-Skalierungsgesetz /BAK 83/ bekannte Relation besagt,
dass zwei Ladungen unterschiedlicher Sprengstoffmasse bei ahnlicher Geometrie und
gleichem Sprengstofftyp in einem mit der Ladungsmasse skaliertem Abstand identi-
sche skalierte Druck-Zeit-Verlaufe erzeugen. Analog zu Gleichung (8.6) sind nach
Gleichung (8.7) skalierte Zeiten T und skalierte Impulse | definiert.

_t (8.7)

Ausgehend von Studien im Rahmen des Vorhabens RS1509 (vgl. Abb. 8.2) wird fol-
gende Einteilung von skalierten Abstanden vorgeschlagen, wobei in der Literatur auch

andere Einteilungen vorgenommen werden /YIP 91/:

- Z<0,4m/kg"® Kontaktdetonation, d. h. Bereiche, in denen die Detonations-
produkte die Druckverlaufe maf3geblich beeinflussen

- 0,4m/kg*® < Z<1,5m/kg"®: Nahfeldexplosion, d.h. Bereiche, in denen die

Detonationsprodukte die Druckverlaufe stark beeinflussen

- 15 m/kgl’gsZ: Fernfelddetonation, d. h. Bereiche aul3erhalb der Reichweite
der Detonationsprodukte (vgl. Abb. 8.2).

Abb. 8.4 bestétigt anhand von eindimensionalen AUTODYN-Simulationen das Hopkin-
son-Skalierungsgesetz fur eine FAB-Konfiguration. Das zugehdrige zweidimensionale
rotationssymmetrische Rechenmodell enthalt dabei lediglich einen keilférmigen Aus-
schnitt der kugelférmigen Ladung, was die Simulation der Druckwellenausbreitung in

radialer Richtung ermdglicht (vgl. Abb. 8.3).
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Abb. 8.3 Rotationssymmetrisches MM-Euler-Modell (AUTODYN-2D) zur eindimen-
sionalen Simulation der Druckverteilung einer FAB-Konfiguration (10 kg
TNT)

Die Simulationen wurden jeweils mit der gleichen, d. h. nichtskalierten, Vernetzungs-
feinheit durchgefihrt. Infolge der Diskretisierungsfehler beim Fillen der kugelférmigen
Bereiche des Euler-Netzes mit TNT-Material kommt es im Kontaktbereich zu sichtba-
ren Unterschieden im Druckverlauf fiir kleinere Ladungsmengen (vgl. Abb. 8.4, linkes
Bild). Bei gréReren Ladungen ist der Diskretisierungsfehler beziiglich der Sprengstoff-
masse relativ zur Gesamtmasse offenbar deutlich geringer. Dahingegen sind im Fern-
feld die Ergebnisse einschliel3lich Details der negativen Phase nahezu identisch (vgl.
Abb. 8.4, rechtes Bild).
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Abb. 8.4 lllustration des Hopkinson-Skalierungsgesetzes anhand von AUTODYN
(1D-Euler) Simulationen (FAB-Konfiguration)
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Bezuiglich des TNT-Massenaquivalentes zur Ubertragung auf andere Sprengstoffe als
TNT ist zu beachten, dass fir dessen Berechnung unterschiedliche Berechnungsvor-
schriften zum Einsatz kommen. GemaR /DOF 08/ ist das TNT-Aquivalent iiber die Ver-
haltnisse der Explosionswarmen AHg zu berechnen. Nach /COO 96/ wird aus den
Chapman-Jouguet-Detonationsgeschwindigkeiten Dcj, des Sprengstoffs und der von

TNT Uber das Verhaltnis D& sprengstoft/ D& rnr €in TNT-Aquivalent ermittelt. Werte fiir

AHge; und Dc; gebrauchlicher Sprengstoffe finden sich in /DOF 08/.

Die Geometrie der Ladungen ist ahnlich, d. h. zentrisch gestaucht oder gestreckt, zu
wahlen. In /SWI 75/ wird jedoch darauf verwiesen, dass sich nicht samtliche Parameter
einer Druckwelle gleichzeitig mit einem TNT-Aquivalent iibertragen lassen. Zur Skalie-
rung der Parameter Druck und Impuls seien vielmehr unterschiedliche TNT-
Aquivalente zu verwenden. Eine Anpassung auf den Druck wiirde tendenziell die An-
kunftszeit und eine Anpassung auf den Impuls die Dauer der positiven Phase reprodu-

zieren.

Ferner ist nach /SWI 75/ zu beachten, dass das TNT-Aquivalent strenggenommen eine
vom jeweiligen Ladungsabstand abhangige Gro3e darstellt. In der Praxis wird jedoch
meist ein mittlerer Wert verwendet. Abweichungen beziiglich der Ladungsmenge wei-
sen im Vergleich zum Abstand einen geringen Einfluss auf den skalierten Abstand auf,
da W+t hier lediglich in der dritten Wurzel eingeht. Dies gilt insbesondere fir gro3ere
Abstande. Tab. 8.2 fuhrt einige nach unterschiedlichen Verfahren ermittelte TNT-

Aquivalente ausgewahlter Sprengstoffe auf.

Tab. 8.2  TNT-Aquivalente verschiedener Sprengstoffe (N/V — nicht verfiigbar)
Sprengstoff | AHge TNT-Aqg. | TNT-Ag. | TNT-Aq. Druck | TNT-Ag. Impuls
[MJI*kg™] | (Dcy) (AHger) ISWI 75/ ISWI 75/
TNT 5,40 1 1 1 1
Cc4 5,86 1,40 1,09 1,37 1,19
PETN 1.77 6,32 1,43 1,17 1,27 N/V
PETN 0.88 N/V 0,56 N/V N/V N/V

Abb. 8.5 zeigt den Einfluss des Sprengstofftyps auf mit AUTODYN simulierte Druckver-
laufe. Im Kontaktbereich treten gewisse Unterschiede bezlglich des Spitzendrucks und
der Ankunftszeit auf. Die Ankunftszeit von PETN 0.88 entspricht exakt der von TNT, al-

lerdings schlief3t sich hier unmittelbar an die positive Phase ein ausgepragter sekunda-
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rer Uberdruck an (vgl. Abb. 8.5, linkes Bild). Im Fernfeld findet sich eine deutlich friihe-
re Ankunftszeit bei gleichzeitiger Uberschatzung des Spitzendrucks. Hier dhneln die
Ergebnisse von C4 und PETN 1.77 dem Verlauf von TNT bezliglich Ankunftszeit, Spit-
zendruck und Dauer der positiven Phase sehr stark. Im Bereich der negativen Phase
sind Unterschiede im Hinblick auf die Ankunftszeiten von sekundaren Reflexionen er-

kennbar. Die Verlaufe von PETN 1.77 und C4 unterscheiden sich untereinander kaum.
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Abb. 85 Mit AUTODYN (1D-Euler) berechnete Druckverlaufe im Kontaktbereich

und Fernfeld zu verschiedenen Sprengstoffen (FAB-Konfiguration)

Abb. 8.6 zeigt die Ergebnisse einer Parameterstudie beziiglich der Sprengstoffmasse
bzw. der Vorschrift zur Berechnung des TNT-Aquivalentes am Beispiel von C4. Im
Kontaktbereich sind die relativen Unterschiede vergleichsweise gering. Es zeigt sich in
diesem konkreten Fall, dass im Abstand von 4 m die Vorschrift nach /COO 96/ im Ver-
gleich zur Vorschrift nach /DOF 08/ den Druckverlauf der TNT-Ladung besser reprodu-
ziert. Im Prinzip werden die Anmerkungen zum TNT-Aquivalent nach /SWI 75/ durch

die numerische Simulation bestétigt.
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Abb. 8.6 Mit AUTODYN (1D-Euler) berechnete Druckverlaufe im Kontaktbereich
und Fernfeld zu verschiedenen TNT-Aquivalenten (FAB-Konfiguration)

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass bei der Angabe von TNT-Aquivalenten
die jeweilige Fragestellung, der Abstand zur Ladung und auch die Geometrie der La-
dung zu beachten sind. Fir direkt aufgelegte Ladungen bzw. fiir Ladungen in einem
sehr geringen Abstand zur Zielstruktur erscheint die Angabe von TNT-Aquivalenten
schwach fundiert, da hier die Detonationsprodukte den Druckverlauf maRRgeblich beein-

flussen.

Die StoRRwellenfront stellt eine Unstetigkeitsflache des Druckes dar. Dies hat zur Folge,
dass in numerischen Simulationen starke rdumliche Druckgradienten auftreten. Auf-
grund der Verschmierung der StoRwellenfront Uber die Diskretisierungslange sind zur
exakten Simulation prinzipiell ausgesprochen feine Euler-Netze erforderlich. In Abb 8.7
und Abb. 8.8 sind die Ergebnisse einer Parameterstudie bezlglich der Vernetzungs-

feinheit dargestellt.

Im Kontaktbereich (Abb 8.7) fihrt eine 1D-Simulation mit einer Diskretisierungslange
von 1 mm zu anndhernd identischen Druckverlaufen wie eine 2D-Simulation mit einer
Diskretisierungslange von 1,5 mm. Bei einer Diskretisierungsldnge von 4 mm ergeben
sich bereits deutliche Unterschiede. Grobere Netze fiihren zu spéateren Ankunftszeiten,
weniger steilen Druckanstiegsflanken und geringeren Spitzendriicken. Bezuglich der
Dauer der positiven Phase sind die Ergebnisse weniger stark netzabhangig. Eine et-
was bessere Konvergenz ergibt sich fur die einlaufenden Impulse. Auf die Ergebnisse
nach UFC 3-340-02 /DOF 08/ wird in Abschnitt 8.3 ndher eingegangen.
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Abb 8.7 Einfluss der Vernetzungsfeinheit auf Druck- und Impulsverlaufe im Kon-
taktbereich (FAB-Konfiguration) in Euler-Simulationen mit AUTODYN

Ahnliche Aussagen lassen sich aus den Ergebnissen einer Gitterstudie im Fernfeldbe-
reich (Abb. 8.8) ableiten, wobei die relativen Abweichungen beziglich des Spitzen-
drucks im Vergleich zum Kontaktbereich deutlich geringer sind. In 2D-Simulationen
kénnen durchaus Raumbereiche Uber einige Meter mit der notwendigen Netzfeinheit
berechnet werden. Bei 3D-Simulationen sind jedoch die erforderlichen Vernetzungs-
feinheiten im Hinblick auf die hohe Elementanzahl teilweise nicht realisierbar. Es zeigt
sich insbesondere, dass ein Postprocessing fir AUTODYN auf einem ublichen Desk-

top-PC ab ca. 5 Mio. Rechenzellen kaum noch madglich ist.
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Abb. 8.8 Einfluss der Vernetzungsfeinheit auf Druck- und Impulsverlaufe im Fernfeld
(FAB-Konfiguration) in Euler-Simulationen mit AUTODYN

Eine in AUTODYN und LS-DYNA verfugbare Methodik zur Simulation gré3erer Raum-

bereiche ist das sog. ,Mapping®“, wobei Ergebnisse einer Simulation in geringerer Di-
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mension auf das héherdimensionale Rechenmodell abgebildet werden. Mdglich sind
Abbildungen von 1D nach 2D, von 1D nach 3D sowie von 2D nach 3D. Exemplarisch
enthalt Abb. 8.9 Ergebnisse eines 25 mm feinen 3D-Modells sowie eines 28 mm feinen
2D-Modells, in welches jeweils der Zustand des 1 mm 1D-Modells nach 3,5 ms abge-
bildet wurde. Diese Methodik fuhrt im Vergleich zu der direkten Simulation ohne Map-
ping zu hoéheren Spitzendriicken. Dahingegen entsprechen allerdings die Ankunftszei-
ten in etwa den verzogerten Ankunftszeiten der Simulationen ohne Mapping. Fur Simu-
lationen von Ladungskonfigurationen mit einem gewissen Abstand zu Strukturen stellt
die Mapping-Methode somit prinzipiell eine Verbesserung beziiglich der einwirkenden

Belastung dar.
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Abb. 8.9 Anwendung der Mapping-Methode im Fernfeld (FAB-Konfiguration) in Eu-
ler-Simulationen mit AUTODYN

8.3 Vereinfachte Ansétze fur Explosionsbelastungen

In AUTODYN bzw. LS-DYNA sind mit den Randbedingungen ,Analytical Blast® bzw.
*LOAD_BLAST_ENHANCED vereinfachte Verfahren zur Beschreibung von Explosi-
onslasten verfugbar. Beide basieren auf empirischen Daten /KIN 84/. LS-DYNA nutzt
hierbei die Rechenroutinen des Computerprogramms ConWep /ACE 86/. Es ist zu be-
achten, dass sowohl ConWep als auch /KIN 84/ nicht frei zug&ngliche Referenzen dar-
stellen. Allerdings gibt die frei zugéngliche Referenz UFC-3-340-02 /DOF 08/ ebenfalls
fur FAB- und SB-Konfigurationen Paramater der positiven Phase an. Diese wurden di-
gitalisiert und sind in Sl-Einheiten in Abb. 8.10 fiir spharische und Abb. 8.11 fur hemi-

spharische Konfigurationen als Funktion des skalierten Abstands dargestellt.

176




Parameter der positiven Phase (spharische Explosion)

7.0E+008 —
P’/Pa —
P’/ Pa ------
TOERO0B | N[ 18 epgeg 18 -
5.0E+007 fodg N PR T aaw s -
W' /s*Pa*kg T ======
. LT e L —
VE+ 1/3 w13 '
5.0E+006 YW mstg
U/ms™ ——
1/3 w13

5.0E+005

1.0E+005
5.0E+004

1.0E+004
5.0E+003

1.0E+003
5.0E+002

1.0E+002
5.0E+001

1.0E+001
5.0E+000

1.0E+000
5.0E-001

Ll = e

1.0E-002

EoE003 L L i i i o
0.05 0.08 0.147 02704 08 1216 2.4 4 8 12 20 28 40

Skalierter Abstand Z / m/kg '3

Abb. 8.10 Parameter der positiven Uberdruckphase nach /DOF 08/ zur freien sphari-
schen TNT-Detonation (FAB) in SlI-Einheiten
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Abb. 8.11 Parameter der positiven Uberdruckphase nach /DOF 08/ zur freien hemi-
spharischen TNT-Detonation (SB) in Sl-Einheiten
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Im Folgenden wird die Bedeutung der in Abb. 8.10 und Abb. 8.11 dargestellten Para-
meter erlautert. Hierbei ist zu beachten, dass in der graphischen Darstellung iy, i ta, tq
und L, als mit der dritten Wurzel der Ladungsmenge skalierte Gré3en angegeben wer-
den. Die Bedeutungen von P° PP i,i,t, und ty lassen sich dartiber hinaus anhand von
Abb. 8.1 illustrieren.

e P, Maximaler reflektierter Uberdruck, welcher auf einen senkrecht zur Rich-

tung der Druckwelle orientierten Messsensor einwirken wirde

e PP Maximaler einlaufender Uberdruck bzw. Explosionsdruck, welcher auf ei-
nen parallel zur Richtung der Druckwelle orientierten Messsensor einwirken

wirde

e i Reflektierter Impuls der positiven Phase (vgl. Flache i* in Abb. 8.1)

e i Einlaufender Impuls der positiven Phase (vgl. Flache i* in Abb. 8.1)

e t,: Ankunftszeit der Druckwelle

e t4: Dauer der positiven Phase

o U: Geschwindigkeit der Stol3wellenfront

e Lw: Wellenlange der positiven Phase
Anhand dieser Daten lassen sich nach Gleichung (8.1) und (8.2) Druck-Zeit-Verlaufe
konstruieren. Mit Hilfe von Ein-Elementmodellen lassen sich weiterhin die vereinfach-
ten Verfahren in AUTODYN und LS-DYNA erproben. Hierzu wird ein quadratisches
Schalenelement mit Kantenlange 10 mm, Dicke 0,5 mm und Masse 0,4 g verwendet.
Das Element wird raumlich fixiert. In Abhangigkeit des Einfallswinkels (vgl. Abb. 8.12)
weist die analytische Randbedingung einer Elementflache einen Druckverlauf gemar

Gleichung (8.8) zu /ACE 86/ auf. Somit werden fiir 8 = 90° der einlaufende Druck bzw.
Explosionsdruck P;i(t) und fir 8 = 0° der reflektierte Druck P(t) aufgezeichnet.

P(t) = Pi(t) - (1 4+ cos@ — 2+ cos? ) + P-(t) - cos? 0 (8.8)
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Ladung W,

Einfallswinkel 6

Abb. 8.12 Zur lllustration des Einfallswinkels einer Explosionsdruckwelle

Abb. 8.13 und Abb. 8.14 zeigen ausgewdahlte Ergebnisse von Erprobungsrechnungen
zu einer FAB- und einer SB-Konfiguration mit jeweils Wyt =10 kg in R = 1 m Abstand.
Es zeigt sich, dass mit Ausnahme des einlaufenden Drucks der FAB-Konfiguration die
Ergebnisse identisch sind. Im Fall einer FAB-Konfiguration kommt es zu gewissen Ab-
weichungen der Ergebnisse des einlaufenden Impulses nach UFC 3-340-02 /DOF 08/
und /KIN 84/. Die Unterschiede werden, insbesondere auch im Hinblick auf den deut-
lich héheren reflektierten Impuls, als geringfligig bewertet. Zusammenfassend lasst
sich feststellen, dass /DOF 08/ somit eine frei verfiigbare Referenz zur Ermittlung der
Druckverlaufe nach den anerkannten empirischen Daten von Kingery und Bulmash
/KIN 84/ bietet.

SPARISCHE DETONATION: Wy =10kg, R=1m SPARISCHE DETONATION: Wiyt =10kg, R=1m
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Abb. 8.13 Vergleich von analytischen Ansatzen fur Explosionsdruck und reflektierten

Druck einer FAB-Konfiguration
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Abb. 8.14 Vergleich von analytischen Ansatzen fur Explosionsdruck und reflektierten

Druck einer SB-Konfiguration

Fur Testzwecke zur Winkelabhangigkeit wurde jeweils mit AUTODYN und LS-DYNA
eine Studie mit einzelnen Schalenelementen und verschiedenen Einfallswinkeln durch-
gefuhrt. Hierbei entsprechen Einfallswinkel von 0° exakt dem reflektierten Druck bzw.
90° dem Explosionsdruck. Im Zwischenbereich ergeben sich gewisse Unterschiede fur
die Ergebnisse beider Rechenprogramme. Diese scheinen in der Umgebung von ca.
45° maximal zu sein, wie Abb. 8.15 zeigt. Die Ergebnisse der Simulation mit LS-DYNA
entsprechen exakt der Vorschrift nach Gleichung (8.8). Laut Auskunft der AUTODYN-
Entwickler ergeben sich die Unterschiede durch einen Diskretisierungsfehler bei Tabel-
lierung der Funktion der Winkelabh&ngigkeit. Bezuglich des Impulses wird jedoch eine
anschlieRende Skalierung vorgenommen. Somit entspricht der Impuls dennoch dem
nach Gleichung (8.8) ermittelten Wert der LS-DYNA Umsetzung. Im hier betrachteten
Fernfeldbereich sind die relativen Unterschiede bezlglich des Spitzendrucks ver-
gleichsweise gering. GroRRere Unterschiede kdnnen sich offenbar im Kontaktbereich
ergeben (vgl. hierzu Abb. 8.26).
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Abb. 8.15 Vergleich von analytischen Ansétzen bezliglich des Einflusses des Ein-
fallswinkels (FAB Konfiguration, R = 4m, Wyt = 10 kg)

In AUTODYN werden die skalierten Abstande ausgehend von der Position der Ziel-
struktur vor dem ersten Zeitschritt ermittelt. In LS-DYNA erfolgt die Berechnung in je-
dem Zeitschritt neu. Dies hat zur Folge, dass die analytische Randbedingung in
AUTODYN nicht den Effekt von sich bewegenden Zielstrukturen erfassen kann.
Exemplarisch wurde eine Vergleichsrechnung mit einer sich mit 100 m/s von der La-
dung in radiale Richtung entfernenden und einer sich mit 200 m/s tangential zur Wel-
lenfront bewegenden Zielstruktur durchgefihrt. Die urspringliche Position der Elemen-

te ist Rg = 4 m von der Ladung entfernt.

Abb. 8.16 zeigt, dass sich in der LS-DYNA Rechnung im ersten Fall erwartungsgemar3
die Ankunftszeit erhoht und der Spitzendruck verringert. Infolge der Mitbewegung der
Zielstruktur mit der Druckwelle erhdht sich allerdings die Dauer der positiven Phase,
wodurch sich der reflektierte Impuls erhoht. Ahnliche Effekte finden sich bei einer Be-
wegung seitlich tangential zur Wellenfront, allerdings sind sie hier deutlich schwécher
ausgepragt. Fur die im Rahmen des Vorhabens RS1509 betrachteten Sprengversuche
sind die Unterschiede nicht von Bedeutung. Bei der Analyse von schnellen Zielstruktu-

ren, wie z. B. Flugkorpern oder Fahrzeugen, waren sie jedoch ggf. zu beachten.
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Abb. 8.16 Vergleich von analytischen Ansétzen bei sich bewegenden Zielstrukturen

(FAB Konfiguration, Ry = 4m, Wyt = 10 kQ)

Ferner ist zu beachten, dass sich eine Zielstruktur infolge der Druckwelleneinwirkung

verformen kann. Abb. 8.17 vergleicht mit LS-DYNA berechnete Druck- und Impulsver-

laufe einer fixierten und frei beweglichen Zielstruktur. Infolge der Mitbewegung der

Zielstruktur mit der Druckwelle sind die Impulse der beweglichen Zielstruktur héher.

Diesen Effekt kann die analytische Randbedingung von AUTODYN ebenfalls nicht er-

fassen. Fiur die im Rahmen dieses Vorhabens betrachteten Stahlbetonstrukturen ist

dieser Effekt vernachlassigbar. Bei der Analyse von flexibleren Zielstrukturen kdnnten

die Unterschiede moglicherweise bedeutsamer sein.
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Abb. 8.17 Vergleich von analytischen Anséatzen beziiglich des Einflusses der Ver-

schiebbarkeit der Zielstruktur (FAB-Konfiguration, R = 2 m, Wyt = 10 kg)
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8.4 Vergleich vereinfachter Ansétze fir Explosionsbelastungen mit Er-

gebnissen von Simulationsrechnungen

In diesem Abschnitt werden Druck- und Impulsverlaufe nach UFC-340-02 /DOF 08/
und analytische Ansatze in AUTODYN mit Rechnungen der 2D-Euler-LOser in
AUTODYN und LS-DYNA verglichen. Die Abb. 8.18 bis Abb. 8.21 zeigen zu einer FAB-
Konfiguration die Ergebnisse flr einlaufenden Druck und einlaufenden Impuls in ver-
schiedenen skalierten Abstanden. Im Kontaktbereich (siehe Abb. 8.18) erhalt man mit
LS-DYNA und AUTODYN gut Ubereinstimmende Ergebnisse beziiglich Spitzendruck
und Dauer der positiven Phase. Im Vergleich zu den empirischen Kurven findet sich ei-
ne gute Ubereinstimmung beziglich Ankunftszeit und Spitzendruck, allerdings sind fur
die Dauer der positiven Phase und die Impulse Unterschiede erkennbar. Der relative
Unterschied beim einlaufenden Impuls zwischen dem LS-DYNA Ergebnis nach Con-
Wep und UFC 3-340-02 ist hier stark ausgepragt.
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Abb. 8.18 Vergleich von Explosionsdriicken und einlaufenden Impulsen im Kontakt-
bereich (Z = 0,232 m*kg™?, FAB-Konfiguration)

Zu grolleren skalierten Abstéanden im Nahfeldbereich (vgl. Abb. 8.19 und Abb. 8.20)
verbessert sich die Ubereinstimmung der AUTODYN-Ergebnisse mit den empirischen
Ansatzen. Es ist bemerkenswert, dass in den empirischen Ansatzen der einlaufende
Impuls im Bereich von skalierten Abstanden zwischen etwa 0,4 m/kg® — 0,8 m/kg® zu-
nimmt (vgl. Abb. 8.10). Die Simulationen mit Euler-Lésern reproduzieren dies nicht. Es
zeigt sich, dass es in einigen 2D-Rechnungen mit LS-DYNA zu unerwarteten Effekten
im Druckverlauf kommt. So fallt der absolute Druck (Uberdruck + Umgebungsdruck) in
den Simulationen zu 0,464 m/kg® und 0,982 m/kg® zu bestimmten Zeitschritten sprung-
haft auf null und verbleibt auf diesem Niveau. Im Rahmen dieses Vorhabens konnten

die Ursachen hierfir nicht geklart werden.
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SPHARISCHE DETONATION: Wy =10 kg, R=1.0 m
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Abb. 8.19 Vergleich von Explosionsdriicken und einlaufenden Impulsen im Nahfeld-
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bereich (Z = 0,464 m*kg™", FAB-Konfiguration)
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Abb. 8.20 Vergleich von Explosionsdriicken und einlaufenden Impulsen im Nahfeld-
bereich (Z = 0,982 m*kg™?, FAB-Konfiguration)

Weiterhin ergeben sich in den LS-DYNA-Simulationen fir den Fernfeldbereich uner-

wartete Ergebnisse beziiglich des Spitzendrucks und der Dauer der positiven Phase,
wie Abb. 8.21 zeigt.
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Abb. 8.21 Vergleich von Explosionsdriicken und einlaufenden Impulsen im Fernfeld-
bereich (Z = 1,857 m*kg™?, FAB-Konfiguration)

Der einlaufende Druck entspricht in Euler-Simulationen dem hydrostatischen Druck der
Rechenzelle und kann somit in einfacher Weise unmittelbar ausgewertet werden. Da-
hingegen ist der reflektierte Druck weniger leicht zugénglich, da hierzu eine Barriere in
das Rechennetz einzubringen ist. Dies kann z. B. durch starre und fixierte Lagrange-
Elemente und entsprechende Kopplung von Euler- und Lagrange-Netzen realisiert
werden. Der Druckverlauf unmittelbar vor der Barriere entspricht zundchst kurzzeitig
dem einlaufenden Druck und anschlieRend einer Uberlagerung aus reflektiertem und
einlaufendem Druck. Alternativ kdnnen Kopplungskrafte oder Lagerkrafte ausgewertet

werden.

Abb. 8.22 zeigt Ergebnisse flr eine FAB-Konfiguration im Kontaktbereich. Bezlglich
Ankunftszeit und Spitzendruck werden die Ergebnisse nach UFC 3-340-02 gut repro-
duziert. Es ist das fur Kopplungskrafte typische oszillatorische Verhalten erkennbar.
Weiterhin zeigen sich Unterschiede bezlglich der positiven Phase. Hier tiben méglich-
erweise Effekte der Wellenuberlagerung und Reflexionen an Detonationsprodukten ei-

nen starken Einfluss auf den Druckverlauf aus.
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SPHARISCHE DETONATION: Wy =10 kg, R=1 m
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Abb. 8.22 Vergleich von 1D-Euler-Simulation und analytischen Ansatzen fir reflek-

tierten Druck im Kontaktbereich (Z = 0,464 m*kg™?, FAB-Konfiguration)

Im Fernfeldbereich der FAB-Konfiguration ist ebenfalls oszillatorisches Verhalten der
Kopplungskrafte erkennbar (vgl. Abb. 8.23). Mégliche Effekte von sekundaren Reflexi-
onen an Detonationsprodukten wirken sich aufgrund des hinreichend grof3en skalierten
Abstands nicht auf den Druckverlauf aus. Somit bestatigen die Ergebnisse der Euler-

Simulation die Ergebnisse nach UFC 3-340-02 zufriedenstellend.
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Abb. 8.23 Vergleich 1D-Euler-Simulation von analytischen Anséatzen fur reflektierten
Druck im Fernfeld (Z = 1,857 m*kg™?, FAB-Konfiguration)

Abb. 8.24 und Abb. 8.25 zeigen Ergebnisse einer entsprechenden Studie zu einer SB-
Konfiguration. Im Kontaktbereich findet sich eine ausgepragte sekundare Druckspitze.
Ahnlich wie bei der FAB-Konfiguration erhalt man im Fernfeldbereich eine vergleichs-

weise gute Ubereinstimmung mit den Ergebnissen nach UFC 3-340-02.
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Abb. 8.24 Vergleich von 1D-Euler-Simulation und analytischen Ansatzen fir reflek-
tierten Druck im Kontaktbereich (Z = 0,464 m*kg™?, SB-Konfiguration)
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Abb. 8.25 Vergleich 1D-Euler-Simulation von analytischen Ansétzen fir reflektierten
Druck im Fernfeld (Z = 1,857 m*kg ™3, SB-Konfiguration)

Zum Einfluss des Einfallswinkels wurde eine Studie mit dem 2D-Euler-Godunov Léser
von AUTODYN anhand einer SB-Konfiguration durchgefiihrt. Hierzu wird ein Auswer-
tungselement einer Zielstruktur gewahlt, dessen Oberflachennormale einen Winkel von
45° mit der Richtung der einlaufenden Welle einschliel3t. Fir den Kontaktbereich zeigt
Abb. 8.26 bzw. das Fernfeld Abb. 8.27 die entsprechenden Ergebnisse. Die bereits
beim reflektierten Druck beobachtete sekundére Druckspitze im Kontaktbereich ist
auch in diesem Fall erkennbar. Zu beachten ist, dass die bereits zuvor erwahnten Un-
terschiede der analytischen Randbedingung in AUTODYN gegentiber der Berechnung
des Drucks nach Formel (8.8) im Kontaktbereich deutlich starker ausgeprégt sind als
im Fernfeld. Ausgehend von den Ergebnissen der Euler-Simulation ergibt sich die
Vermutung, dass im Kontaktbereich die Berechnung nach Formel (8.8) beziiglich des
Spitzendrucks zu realistischeren Ergebnissen fihrt. Dies ware anhand von experimen-

tellen Daten zu prifen. Im Fernfeld liefern samtliche Methoden sehr ahnliche Ergebnis-
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se. Hier zeigt der Druckverlauf der Euler-Simulation nach ca. 8,5 ms eine sekundare

Druckspitze infolge einer Reflexion an einer Modellgrenze.

UBERDRUCK P(t) / MPa

HEMISPARISCHE DETONATION: Wy =10 kg, R=1 m, 8=45°

FRIEDLANDER NACH UFC 3-340-02 ——
AUTODYN (ANALYTISCH) -------
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IMPULSUBERTRAG i(t) / MPa*ms
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Abb. 8.26 Vergleich von 2D-Euler-Simulation und analytischen Anséatzen im Kontakt-

bereich (Z = 0,464 m*kg™?, SB-Konfiguration, Einfallswinkel 45°)
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Abb. 8.27 Vergleich von 2D-Euler-Simulation und analytischen Ansatzen im Fernfeld

8.5

strukturen

(Z = 1,857 m*kg™3, SB-Konfiguration, Einfallswinkel 45°)

Vereinfachte Abschatzungen lokaler Schadenswirkung an Beton-

In diesem Abschnitt werden die vereinfachten empirischen Verfahren der Referenzen

/EBP 82/ und /DOF 08/ diskutiert, welche in der Praxis haufig zur Prognose lokaler

Schadenswirkungen an Betonstrukturen eingesetzt werden. Beide Methoden kdnnen

sowohl fur direkt aufgelegte Ladungen als auch fur Detonationen im Kontakt- und Nah-

feldbereich eingesetzt werden. Prinzipiell sind lokale Schadigungen tendenziell bei

kleineren skalierten Abstanden zu erwarten.
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Zur Bewertung der lokalen Schadenswirkung werden in /EBP 82/ verschiedene Scha-

densklassen eingefihrt, welche wie folgt beschrieben sind:

o Klasse 0: Auf der Rickseite der Betonstruktur, d. h. auf der lastabgewandten
Seite, befinden sich eventuell Risse. Keine ruckseitigen Abplatzungen von Be-
ton. Auf der Frontseite befindet sich eventuell ein Krater.

o Klasse A: Es kommt zu ruckseitigen Abplatzungen von Beton. Auf der Front-
seite befindet sich eventuell ein Krater.

¢ Klasse B: Die Stahlbetonstruktur ist durchschlagen und Trimmer sind aus dem
Loch ausgeworfen. Bewehrungsstabe sind verbogen und eventuell durch-

trennt.

In /EBP 82/ werden insgesamt 85 Versuche mit reinen, d. h. nicht ummantelten,
Sprengladungen analysiert. Im Rahmen des Vorhabens RS1509 wurde mittels einer Li-
teraturrecherche die Datenbasis um Ergebnisse neuerer Sprengversuche erweitert.
Tab. 8.3 fasst die Versuchsparameter der neu aufgenommenen Versuche sowie die
Einteilung in die Schadensklassen zusammen. Dabei ist R der Abstand vom Massen-
schwerpunkt der Ladung zur Betonplatte und t die Plattendicke. Die Zuordnung einer
Schadensklasse anhand der angeflihrten Referenzen ist in den meisten Fallen eindeu-
tig. Vereinzelt kann es wie im Versuch 98 (vgl. Abb. 8.36) offenbar zu Grenzfallen

kommen.

Tab. 8.3  Uberblick Uber Parameter ausgewahlter Sprengversuche und Einteilung

der lokalen Schadenswirkung in Schadensklassen

Laufende | Wnt/kg |R/m | Z/ t/m | tea. / Schadens- | Referenz
Nr. m/kg'? m/kg™ | klasse

86 0,13 0,3 0,592 |0,03 |0,0592 |A /WAN 12/
87 0,19 0,3 0,522 0,03 |0,05622 |A /WAN 12/
88 0,31 0,4 0,591 0,04 |0,0591 A /WAN 12/
89 0,46 0,4 0,518 | 0,04 |0,0518 |A /WAN 12/
90 0,64 0,5 0,58 0,05 |0,0580 |A /WAN 12/
91 0,94 0,5 0,510 |[0,05 |0,0510 |B /WAN 12/
92 3,44 1,4 0,927 0,1 0,0662 |0 /WUC 09/
93 8,21 1,5 0,743 0,1 0,0496 |0 /WUC 09/
94 25 0,45 |0,154 |0,3 0,1026 | B /IFOG 13/
95 25 0,45 |0,154 |0,3 0,1026 | B /IFOG 13/
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Laufende | Wrnt/kg |R/m | Z/ t/m | toga. / Schadens- | Referenz
Nr. m/kg*?® m/kg™ | klasse

96 0,55 0,1 0,122 |01 0,1221 | A /ZHO 08/
97 1 0,046 | 0,046 |0,3 0,3 A /WAN 08/
98 2 0,037 | 0,046 |0,3 0,2381 | B/A /WAN 08/
99 3 0,032 | 0,046 |0,3 0,2080 |B /WAN 08/
100 6,2 1,02 |0,555 |0,152|0,0827 |A /PAN 14/
101 13,2 0,97 |0,410 |0,254|0,1074 | A /PAN 14/
102 1 0,042 | 0,018 | 0,1 0,1 B /L1J 15/

In /EBP 82/ wird ein sogenannter Grundfall definiert, in dem 64 der in /EBP 82/ ange-
sprochenen Versuche liegen.

e Ladungsgrof3e: 0,01 kg =W < 300 kg

e Plattendicke: 0,03 m=<t<1,1m

e Skalierter Abstand: 0,025 m*kg™? < Z

e Waurfeldruckfestigkeit: 20 MPa < f. < 55 MPa

e Bewehrungsgehalt: 40 kg/m® < ji < 220 kg/m®

Samtliche neu aufgenommenen Versuche fallen beziglich ihrer Parameter in diesen
Grundfall. Hier ist jedoch anzumerken, dass die Perforationsgrenze in Versuch 102 of-

fenbar deutlich Uberschritten ist.

Fur die Berechnung des skalierten Abstands bei aufgelegten Ladungen wird der Ab-
stand von Plattenoberflache zum Massenschwerpunkt der Ladung verwendet. Hieraus
ergibt sich eine hohe Sensitivitat der Prognose beziglich der Ladungsgeometrie. In
/IEBP 82/ erfolgt die Prognose gemafl} den Grenzkurven nach Gleichungen (8.9) und
(8.10) ausschlieRlich anhand der Grundparameter Ladungsmenge (W in kg), Plattendi-
cke (t in m) und Ladungsabstand (R in m). Ladungsgeometrie und Konfiguration (SB
bzw. FAB), Geometrie und Gehalt der Bewehrung, Spannweite und Lagerbedingung
der Platte sowie Materialeigenschaften von Beton und Bewehrung sind im Rahmen

dieser Betrachtung Nebenparameter, die nicht direkt bertcksichtigt werden.
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t* = ——=0.06-72705¢ (Grenze Schadenskl. 0 / Schadenskl. A) (8.9)

t

T
TNT

t* = =0.03-27056 (Grenze Schadenskl. A / Schadenskl. B) (8.10)

Abb. 8.28 stellt die Positionen der neu aufgenommen Versuche relativ zu den in
/IEBP 82/ enthaltenen Grenzkurven dar. Weiterhin sind die aus /EBP 82/ ibernomme-
nen Versuche des Grundfalls tGber verschiedene nicht-nummerierte Symbole eingetra-
gen. Es zeigt sich, dass diese Prognosemethode insbesondere bei Versuchen mit Per-
foration der Platte (Schadenskl. B) fur die neu betrachteten Versuche nicht konservativ
ist, da die Versuche 91, 94, 95, 98 und 99 oberhalb der Grenzkurve zwischen Perfora-
tion und Abplatzungen liegen. Hinsichtlich der Prognose von Abplatzungen (Scha-
denskl. A) ergibt sich ein konsistenteres Bild. Bemerkenswert ist die Tatsache, dass
Versuch 91 die Schadensklasse B aufweist, wohingegen die Versuche 87 und 89 in die
Schadensklasse A fallen. Hinsichtlich Z und tq, sind diese Versuche vergleichbar.
Nach /WAN 12/ kdnnte dies Uber MaR3stabseffekte, Unterschiede in den Biegesteifig-
keiten oder skalierungsbedingte Unterschiede im Bewehrungsgehalt erklart werden.

Derartige Effekte kbnnen tber die empirischen Grenzkurven nicht erfasst werden.

In Versuch 93 ist die Stahlbetonplatte bei hoher Spannweite einachsig gelagert und
entzieht sich der Druckwelle durch Biegung. Wie oben beschrieben, enthalten die
Grenzkurven derartige Effekte ebenfalls nicht. Insgesamt lasst sich fur gréf3ere skalier-
te Abstande feststellen, dass die Datenlage nach /EBP 82/ ab ca. 0,5 m/kg*® ver-
gleichsweise gering ist. Insofern ist die Anwendbarkeit in diesem Bereich schwacher
fundiert. Aufgrund der nicht konservativen Ergebnisse bei Versuchen mit Perforation
wird fir praktische Anwendungen ein Sicherheitsfaktor fir die Ladungsmasse vorge-
schlagen. Alternativ kdnnte ein Sicherheitsfaktor fiir den Ladungsabstand oder die Plat-
tendicke benutzt, oder die Form der Grenzkurven angepasst werden. Abb. 8.29 zeigt
die Position der neuen Versuche bei Verwendung eines Sicherheitsfaktors von 2,0 fir
die Ladungsmasse. Die Positionen der Versuche mit Perforation liegen hiermit unter-

halb der entsprechenden Grenzkurve.

Alternativ wurden in Anbetracht der neu aufgenommenen Versuche die in /EBP 82/
angegebenen Grenzkurven (vgl. Gleichungen (8.9) und (8.10)) angepasst. Als Ergeb-
nis werden die entsprechenden Gleichungen (8.11) und (8.12) vorgeschlagen.

Abb. 8.30 zeigt die Position der neuen Versuche sowie die aus /EBP 82/ relativ zu den
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modifizierten Grenzkurven. Die Positionen der Versuche mit Perforation liegen hiermit

unterhalb der entsprechenden maodifizierten Grenzkurve.

t* = +/ = 0.064 - 77064 (Grenze Schadenskl. 0 / Schadenskl. A) (8.11)
WTNST
t* = +/ = 0.035- 77064 (Grenze Schadenskl. A / Schadenskl. B) (8.12)
WTNST
: 5 R B B SCHADENSKL. 0
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Abb. 8.28 Lokale Schadenswirkung in Sprengversuchen mit reinen Ladungen im
Grundfall in Abhéngigkeit von skaliertem Abstand Z und skalierter Platten-

starke t
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Abb. 8.29 Lokale Schadenswirkung in Sprengversuchen mit reinen Ladungen im
Grundfall in Abhangigkeit von skaliertem Abstand Z und skalierter Platten-

starke t’ (mit Sicherheitsfaktor 2,0 bez. Ladungsmasse)
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Abb. 8.30 Lokale Schadenswirkung in Sprengversuchen mit reinen Ladungen im
Grundfall in Abhangigkeit von skaliertem Abstand Z und skalierter Platten-
stéarke t', mit modifizierten Grenzkurven gemaR den Gleichungen (8.11)
und (8.12)
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Im Vergleich zu /EBP 82/ gibt /DOF 08/ Grenzkurven gemal Gleichungen (8.13) und

(8.14) an, welche zusatzlich Betonfestigkeit und Ladungsgeometrie bericksichtigen.

Die Schadensklasseneinteilung ist hierbei ahnlich.
1

= (Grenze Schadenskl. 0 / Schadenskl. A)

t
R a1+b1"112'5+C1"-IJO'5

(8.13)

(8.14)

LA — (Grenze Schadenskl. A / Schadenskl. B)

R a2+b2-‘P+C2-‘P2

Neben den Parametern a; =-0,02511, b, =0,01004, c,=0,13613, a, =0,028205,
b, = 0,144308 und c, = 0,049265 ist der Parameter y anzugeben. Dieser berechnet
sich fur aufgelegte Ladungen nach (8.15)

W = 0,527 - RO972 - £0.308 .y ~0341 (8.15)

bzw. fir nicht aufgelegte Ladungen nach Gleichung (8.16)

Wy = RO.926 ,fco.zsewa—doj.353 _ (8.16)

Hier sind angloamerikanische Einheiten fur Abstand R (ft), Druckfestigkeit f. (psi) und
Ladungsmenge W+t (Ib) zu verwenden. Die angepasste Ladungsmenge W, ist nach
Gleichung (8.17) zu berechnen.

8.17
Wadj = Bf " Cf - WTNT' ( )

Der Faktor By ist ein Konfigurationsfaktor, der die tatsachliche Ladungskonfiguration auf
eine aquivalente SB-Konfiguration tberfuhrt. Fir eine FAB-Konfiguration gibt /DOF 08/
pauschal B¢ = 0,5 an. Dieser Wert kann im Rahmen dieses Vorhabens nicht bestatigt
werden. Stattdessen wird fur die FAB-Konfiguration gleichsam B¢ = 1 gesetzt, was fur
FAB-Konfigurationen konservativ ist und auch von anderen Autoren praktiziert wird
/FOG 13/. Der Geometriefaktor Cs ist fur parallel zur Betonplatte ausgerichtete zylindri-
sche Ladungen der Lange L mit Durchmesser D gemal Gleichung (8.18) zu berech-

nen.
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L-D \ R ft (8.18)

Cr=1+2- -1 {1l—-———|;L>DundZ <2
f k 3LD2 2/3 ) 2_W1/3 lb1/3
. 16 l TNT

Abb. 8.31 stellt die Positionen der in Tab. 8.3 aufgefiihrten Versuche relativ zu den
Grenzkurven dar. Es ergibt sich eine durchaus zufriedenstellende Prognose. Effekte
der Bewehrung und globalen Durchbiegung der Zielplatten konnen allerdings auch hier
nicht bertcksichtigt werden. Es ist anzumerken, dass die Wahl von B =1 wesentlich
fur die Glte der Prognose ist. Ferner sind in Versuch 96 die Auswirkungen des Geo-
metriefaktors C; wichtig fur eine korrekte Prognose. Versieht man die Ladungsmasse
dariiber hinaus mit einem Sicherheitsfaktor von 2,0 erhalt man durchgehend konserva-

tive Ergebnisse, wie Abb. 8.32 zeigt.
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Abb. 8.31 Prognose lokaler Schadenswirkung in Sprengversuchen mit reinen Ladun-
gen nach /DOF 08/
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Abb. 8.32 Prognose lokaler Schadenswirkung in Sprengversuchen mit reinen Ladun-
gen nach /DOF 08/ (mit Sicherheitsfaktor 2,0 bez. Ladungsmasse)

8.6 Numerische Simulationen zu Versuchen mit aufgelegter Ladung

Zur Erprobung der gekoppelten numerischen Simulation werden die Versuche 97 — 99
/WAN 08/ und der Versuch 102 /LIJ 15/ (vgl. Tab. 8.3) mit dem Rechenprogramm LS-
DYNA simuliert.

8.6.1 Versuche mit aufgelegter Sprengladung von Wang et al. /WAN 08/

Abb. 8.33 gibt wesentliche geometrische Parameter und Abb. 8.34 zeigt die wesentli-
chen Bestandteile der Rechenmodelle zu den Versuchen von Wang et al., wobei Beton
und Luft teilweise ausgeblendet sind. Die Materialeigenschaften von Holz werden mit
Materialmodell Nr. 143 und einem Standardparametersatz nach /FHA 07/ abgebildet.
Fur die Bewehrung wurde die Beam-Elementform 1 (Hughes-Liu) und das
Materialmodell Nr. 98 (vereinfachtes Johnson-Cook-Modell (vgl. Abschnitt 4.1) mit
A =460 MPa, B=510MPa, C=0,025 und ¢&=0,17) verwendet. Sie ist uUber
*CONSTRAINED LAGRANGE_IN_SOLID an den Beton angebunden. Dieser wird mit
einem an einen fir die Betondruckfestigkeit f. = 30 MPa angepassten Parametersatz

fur das RHT-Modell beschrieben. Es wurden Simulationen mit Elementkantenldngen
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von 20 mm (grob) und 10 mm (fein) durchgefihrt. Das Euler-Hintergrundnetz weist in
beiden Fallen eine Kantenlange von 10 mm und Abmessungen von 3150 x 3150 x
870 mm auf. Dies entspricht ca. 8,68 Millionen Euler-Rechenzellen. Zur Fillung des
Netzes mit der Sprengladung dient die Option *INITIAL_FRACTION_GEOMETRY. Zur
Vermeidung von unerwinschten Reflexionen an den duRReren Oberflachen des Euler-

Netzes werden transmittierende Randbedingungen verwendet.

—— T13-100 [ T13-200

AR

300
—

@=13 mm, @200 mm

Abb. 8.33 Geometrie der Sprengversuche mit aufgelegten Ladungen nach Wang et
al. WAN 08/

Sprengladung (*INITIAL_FRACTION_GEOMETRY und *INITIAL_DETONATION)

Luft (ELFORM=11)
Beton (ELFORM=1)

Transmittierende i

Randbedingung Bewehrung

Gleitlager- Holzbalken (ELFORM=1)

randbedingung

Abb. 8.34 LS-DYNA Rechenmodell zu Sprengversuchen mit aufgelegten Ladungen
nach Wang et al. \WAN 08/

Abb. 8.35 zeigt zu Versuch 97 berechnete Konturplots der Betonschadigungen im Ver-
gleich zu den Versuchsplatten. Der Sprengversuch wurde auf Grundlage der Fotogra-
phien der Schadensklasse A (d. h. ruckseitige Abplatzung, frontseitige Kraterbildung)
zugeordnet. Bezuglich der numerischen Simulation stellt man fest, dass die Ergebnisse

eine erhebliche Abhangigkeit von der Vernetzungsfeinheit aufweisen. Fir das feinere
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Netz wird ein Betonauswurf vorhergesagt, wohingegen die grobere Vernetzung das

Schadigungsbild auf der Riickseite offenbar unterschéatzt.

Fur eine abschlieRende Bewertung der Simulationsergebnisse waren weitere Sensitivi-
tatsstudien beziglich der Vernetzungsfeinheit des Euler-Hintergrundnetzes, des Ver-
fahrens zur Euler-Lagrange-Kopplung, der Kopplung von Bewehrung und Beton sowie
der Materialmodellierung von Beton erforderlich. Im Hinblick auf die Modellgrof3e und
den erheblichen Rechenzeitaufwand wurde im Rahmen dieses Vorhabens darauf ver-

zichtet.

Rickseite Fein (Ruckseite) Riickseite (grob)

SR
o PE

e 3 ..‘. S
2N ol SV
/' i na ‘ :i . _._,‘-_

<t ABA £ he

Frontseite g i i Frontseite (grob)

Fein (Querschnitt)

w

Abb. 8.35 Schadensbilder in Versuch 97 (1 kg Ladung, aufgelegt) im Vergleich zu

Simulationsergebnissen von LS-DYNA
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Abb. 8.36 zeigt die entsprechenden Ergebnisse der Betonschadigung zu Versuch 98.
Die Fotografie der Rickseite der Versuchsplatte legt die Zuordnung zur Schadensklas-
se B nahe. Im Kontaktbereich wurde der Beton stark geschadigt, ohne dass es jedoch
zum Betonauswurf kam. Dies legt die Fotografie der Frontseite nahe. In diesem Fall
sagen beide Rechenmodelle die Perforation der Platte voraus, wobei auch hier die fei-

nere Vernetzung die Schadigung tendenziell Gberschatzt.

Ruckseite (fein) Rickseite (grob)

(fein) Frontseite (grob)

Querschnitt (fein) Querschnitt (grob)

Abb. 8.36 Schadensbilder in Versuch 98 (2 kg Ladung, aufgelegt) im Vergleich zu

Simulationsergebnissen von LS-DYNA

Eindeutig ist die Zuordnung zur Schadensklasse B fur Versuch 99, wie Abb. 8.37 zeigt.
Die Simulation mit der feineren Vernetzung sagt die Perforation der Platte korrekt vo-

raus. Es zeigt sich jedoch, dass der Bereich von frontseitigen und riickseitigen Be-
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tonabplatzungen unterschétzt wird. Das Ergebnis der Simulation mit dem groben Netz
ist nicht korrekt. Daraus kann gefolgert werden, dass insbesondere bei Ladungen mit
kleinem Abstand zur Betonplatte hohere Netzfeinheiten erforderlich sind. Weiterhin fin-
det sich bereits flir Versuch 97 eine sichtbare Materialschadigung tber den Platten-
querschnitt, wohingegen fur Versuch 99 bei der héchsten Ladungsmenge die geringste
Schadigung prognostiziert wird. Zu dem unerwarteten Ergebnis fuhrt offenbar der ge-
ringe Ladungsabstand zur Stahlbetonplatte von 50 mm. Es kommt in diesem Beispiel
weiterhin zu unerwarteten Verformungen an den auf3eren Kanten der Frontseite, wel-

che offenbar durch Reflexion von im Beton laufenden Druckwellen entstehen.

Ruckseite (fein) Ruickseite (grob

Ruckseite g

M
$s

Frontseite (fein) Frontseite (grob)

Abb. 8.37 Schadensbilder in Versuch 99 (3 kg Ladung, 50 mm Uber der Platte) im

Vergleich zu Simulationsergebnissen von LS-DYNA
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8.6.2 Versuch mit aufgelegter Ladung nach Li et al. /LIJ 15/

Abb. 8.38 zeigt die wesentlichen geometrischen Parameter des entwickelten LS-DYNA
Modells fur den Sprengversuch mit aufgelegter Ladung nach /LIJ 15/. Die durchschnitt-
liche Elementkantenlange betragt 10 mm. Bewehrung und Betonknoten sind tber ge-
meinsame Knoten ideal verbunden, wobei die Bewehrung tuber den LS-DYNA Ele-
menttyp 1 (Hughes-Liu Beam) dargestellt wird. Fur die Modellierung von Beton kommt
das RHT-Modell zum Einsatz, dessen Parameter auf f. =39,5 MPa angepasst wurden.
Bewehrungsstahl wird tber das Johnson-Cook-Modell (A =590 MPa, B = 683 MPa,
n=0,752, C =0,025, & = 0,18) dargestellt. Zwischen vertikal und horizontal ausgerich-
teten Bewehrungsstéaben wird eine ein Element starke Betonzwischenschicht model-
liert. Hierbei weist die jeweils oberflachennahe horizontale Bewehrungslage Stabab-
stande von 100 mm auf, wohingegen die vertikalen Stabe 200 mm voneinander ent-

fernt sind.

QStabzm mm

Betonuberdeckung 10 mm

100

Gleitlager __

100 1800

Abb. 8.38 Abmessungen der Stahlbetonplatte im LS-DYNA Modell zum Sprengver-
such nach /LIJ 15/

Durch verschiedene Farben werden die Betonzwischenschichten sowie die Betoniiber-
deckungen in Abb. 8.38 voneinander unterschieden. An den vertikalen Kanten der Plat-
te wird eine 100 mm breite Gleitlagerbedingung aufgebracht. Der Einfluss der Randbe-
dingung wird in diesem Fall als gering angesehen, da die Wirkung der aufgelegten La-
dung lokal ist. Die zylindrische Sprengladung von 1 kg TNT (H =@ = 85 mm) wird di-
rekt auf die Platte aufgelegt. Ihre Position ist gegentiber dem Mittelpunkt der Stahlbe-

tonplatte um 10 mm in horizontale und 150 mm in vertikale Richtung verschoben. Das
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in Abb. 8.38 nicht dargestellte Euler-Hintergrundnetz weist eine Feinheit von 5 mm und

Abmessungen von 850 x 850 x 500 mm auf.

Abb. 8.39 zeigt das Schadensbild der Stahlbetonplatte nach dem Versuch. Die Zuord-
nung zur Schadensklasse B ist in diesem Fall eindeutig. Fir die stark geschadigten Be-
reiche wird auf der Frontseite ein Durchmesser von 390 mm bzw. fur die Rickseite von
710 mm angegeben /LI1J 15/.

Abb. 8.39 Front- und riickseitige Schadensbilder im Sprengversuch mit aufgelegter
Ladung nach /LI1J 15/

Abb. 8.40 zeigt Konturen der Betonschadigungen auf der Frontseite, Abb. 8.41 auf der
Ruckseite und Abb. 8.42 im Querschnitt der Stahlbetonplatte zu verschiedenen Zeit-
punkten. Es ist insbesondere anhand der Querschnitte erkennbar, dass der Schéadi-

gungsprozess nach ca. 1,5 ms weitestgehend abgeschlossen ist.

In der Simulation kommt es zu einem Aufbiegen und teilweise zur Durchtrennung von
Bewehrungsstaben, weil lokal die angenommene Bruchdehnung von 18 % erreicht
wird. Dies wird durch das experimentelle Schadensbild hinreichend bestétigt. Mittels
eines zeitschrittbasierten Erosionskriteriums ist die Simulation prinzipiell dazu in der
Lage, den Betonauswurf Uber langere ZeitrAume zu simulieren. Es ist jedoch auch &hn-
lich wie in den Durchstanzversuchen der VTT P-Reihe (vgl. Abschnitt 5.2.12) davon
auszugehen, dass die Ergebnisse stark von den Parametern der Restfestigkeit des
RHT-Modells abhé&ngig sind.

In der Simulation betragt der Durchmesser des unmittelbaren Loches auf der Frontsei-
te nach 2,1 ms etwa 280 — 300 mm, was etwa dem 3,2- bis 3,5-fachen Ladungsdurch-

messer entspricht. Der Durchmesser der simulierten stark geschadigten Flache betragt
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dahingegen etwa 480 — 500 mm. Diese Werte liegen in der GréRenordnung der expe-
rimentellen Befunde. Aufgrund der Bewehrungsanordnung ist die Geometrie des Lo-
ches auf der Ruickseite nicht kreisformig. Die Abmessungen der direkten Offnung be-
tragen etwa ca. 290 — 310 mm in horizontaler und lediglich 200 - 220 mm in vertikaler
Richtung. Es ist jedoch zu beachten, dass sich um den Bereich des direkten Beton-
auswurfs ein Bereich mit erheblicher Materialschadigung anschlief3t (vgl. Abb. 8.42).
Dessen Abmessungen betragen etwa 570 — 590 mm in horizontaler und 500 — 500 mm
in vertikaler Richtung.
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Abb. 8.40 Betonschadigung der Frontseite nach 0,3 ms, 0,6 ms, 0,9 ms, 1,2 ms, 1,5
ms, 1,8 ms, 2,1 ms, 2,4 ms, 2,7 ms und 2,9 ms in LS-DYNA Rechnungen
zum Versuch nach /LIJ 15/
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Abb. 8.41 Betonschadigung der Riickseite nach 0,3 ms, 0,6 ms, 0,9 ms, 1,2 ms, 1,5
ms, 1,8 ms, 2,1 ms, 2,4 ms, 2,7 ms und 2,9 ms in LS-DYNA Rechnungen
zum Versuch nach /LIJ 15/
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Abb. 8.42 Schéadigung im vertikalen Querschnitt der Stahlbetonplatte nach 0,3 ms,
0,6 ms,09ms, 1,2ms, 1,5ms, 1,8 ms, 2,1 ms, 2,4 ms, 2,7 ms und 2,9 ms
in LS-DYNA Rechnungen zum Sprengversuch nach /LIJ 15/

8.7 Numerische Simulationen zu Versuchen mit Ladungen im Kontaktbe-

reich

Zur Erprobung der Rechenprogramme fiir Ladungen im Kontaktbereich werden die
Versuche 94 — 95 /FOG 13/ (vgl. Tab. 8.3) simuliert. Hier handelt es sich um eine FAB-
Konfiguration von 25 kg TNT im Abstand von 0,45 m, was einem skalierten Abstand

von 0,154 m/kg*? entspricht. Die &ufReren Abmessungen der Stahlbetonplatte betragen
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6 mx1,5mx0,3m. Details beziglich der Bewehrungsanordnung kénnen Abb. 8.43

entnommen werden.

Die Platten sind mit Schubbewehrung in Form von neun Biigeln pro m? bewehrt. Es
werden zwei Platten mit verschiedenen Betonfestigkeitsklassen (C30/37 mit fc zyin-
der = 30 MPa und C55/67 mit f;, zyinger = 55 MPa) untersucht. Zur Simulation werden die
Rechenprogramme AUTODYN und LS-DYNA verwendet. Bewehrung und Beton sind
Uber gemeinsame Knoten fest miteinander verbunden. Es wird jeweils das RHT-Modell
mit an die Druckfestigkeiten angepassten Parametern eingesetzt. Bewehrung wird
durch das Johnson-Cook-Modell (A =500 MPa, B =246 MPa, n=0,3, C=0,025,
& = 0,15) beschrieben. Die Berucksichtigung der Sprengladung erfolgt im Rahmen ei-
ner Parameterstudie sowohl Uber ein Euler-Hintergrundnetz als auch tber analytische
Randbedingungen. Weiterhin wurde bezuglich der Netzfeinheit eine Parameterstudie
durchgefuhrt. Die durchschnittlichen Vernetzungsfeinheiten betragen hierbei 30 mm,

15 mm und 10 mm.

Zundpunkt

Transmittierende
Randbedingung Ladung
Luft

300

t
"\ Gleitlager

Bugel (@=8 mm) Beion

@=10 mm @ 140 mm

@=16 mm @ 150 mm

Abb. 8.43 AUTODYN-Modell der Sprengversuche nach /FOG 13/

Ausgehend von den experimentellen Schadensbildern in Abb. 8.44 erfolgte fur beide
Versuche die Zuordnung zur Schadensklasse B. Eine Durchtrennung von Bewehrung
wird in beiden Fallen nicht beobachtet. In Versuch 94 kommt es zu einem ausgeprag-
ten Auswurf von Beton, wohingegen in Versuch 95 die Umschnirung des geschadigten
Betons durch Bewehrung den Auswurf weitestgehend verhindert. In beiden Versuchen
beobachtet man ausgepragte Abplatzungen auf Front- und Ruckseite, deren Ausdeh-
nungen deutlich groRer als die Abmessungen des Bereiches mit direktem Betonaus-
wurf sind. Zu beachten sind ferner in beiden Féllen die seitlichen Abplatzungen entlang

der horizontalen Kanten der Versuchsplatten.
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94 (Ruckseite) 95 (Rickseite)

3
-

94 (Frontseite)

Abb. 8.44 Front- und riickseitige Schadensbilder der Stahlbetonplatten in Sprengver-
suchen nach /FOG 13/

Abb. 8.45 vergleicht die Ergebnisse zur rickseitigen Plattenschadigung von LS-DYNA
und AUTODYN in Simulationen zu Versuch 94. Es wurde in beiden Fallen das identi-
sche 30 mm feine Netz und die jeweilige analytische Randbedingung verwendet. Es
deutet sich die Ausbildung eines Bereiches mit Betonauswurf an, wobei LS-DYNA gro-
Bere zentrale Verschiebungen bei insgesamt etwas starker lokalisierter Schadigung
berechnet. Im Vergleich zum Schadensbild der Versuche zeigt sich jedoch, dass die
Methodik die Betonschadigung in beiden Fallen stark unterschatzt. In keinem der Falle
kommt es zur Durchtrennung von Bewehrungsstaben. Ferner kommt es zu Betonscha-
digungen im Bereich der Randbedingung, was in derartigen Simulationen und in ahnli-

cher Form auch bei der Simulation von Aufprallversuchen haufig beobachtet wurde.
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LS-DYNA

AUTODYN

T

Abb. 8.45 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA und AUTODYN zur rickseiti-
gen Plattenschadigung zu Versuch 94 (Sprengladung tber analytische
Randbedingung beriicksichtigt)

Anhand der frontseitigen Schadigung wird deutlich (vgl. Abb. 8.46), dass die analyti-
sche Randbedingung den Schadensmechanismus der Perforation der Platte offenbar
nicht erfassen kann.

LS-DYNA

AUTODYN

HEE

H

Abb. 8.46 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA und AUTODYN zur frontseiti-
gen Plattenschadigung zu Versuch 94 (Sprengladung tber analytische

Randbedingung beriicksichtigt)
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Im Vergleich zu den Ergebnissen der analytischen Randbedingung werden die Ergeb-
nisse von Simulationen mit Euler-Hintergrundnetz zur Darstellung der Sprengladung
derart interpretiert, dass die Stahlbetonplatte perforiert wird. In beiden Fallen treten ho-
he Betonverschiebungen im Zentrum der Platte auf. Abb. 8.47 zeigt Ergebnisse zur
rickseitigen Schadigung. Diese sind in der AUTODYN-Simulation deutlich geringer
ausgepragt. Die LS-DYNA-Simulation erfasst im Vergleich zum Versuch Details des
Schadigungsbildes besser. Hierzu zahlt das seitliche Herausdriicken von Material an
der horizontalen Kante der Versuchsplatte, was in der AUTODYN-Simulation lediglich

andeutungsweise vorzufinden ist.

LS-DYNA

AUTODYN

Abb. 8.47 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA und AUTODYN zur rickseiti-
gen Plattenschadigung zu Versuch 94 (Sprengladung tber Euler Hinter-

grundnetz beriicksichtigt)

Abb. 8.48 zeigt die zu Abb. 8.47 gehtrende Frontansicht. Es zeigen sich deutliche Un-
terschiede hinsichtlich des Schadigungsbildes, wobei die LS-DYNA-Ergebnisse das
Schadigungsbild des zugehdrigen Versuches deutlich zufriedenstellender wiederge-
ben. Aufgrund des festen Verbundes von Beton und Bewehrung ist jedoch eine Ab-

schatzung der ausgeworfenen Anteile nicht zielfuhrend.
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LS-DYNA

| AUTODYN

Abb. 8.48 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA und AUTODYN zur rickseiti-
gen Plattenschadigung zu Versuch 94 (Sprengladung tber Euler-Hinter-

grundnetz beriicksichtigt)

Bei einer Anpassung der Eingabeparameter des RHT-Modells auf eine héhere Zylin-
derdruckfestigkeit von 55 MPa verringert sich erwartungsgemal die Schadigung.
Abb. 8.49 zeigt exemplarisch Ergebnisse mit LS-DYNA fiir ein 30 mm feines Netz. Mit
der hier gewahlten Betonfestigkeit kommt es nicht mehr zur Betonschadigung im Be-
reich der Gleitlager-Randbedingung. Das Simulationsergebnis wird als Perforation der

Platte bewertet.
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Ruickseite

Frontseite

Abb. 8.49 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA zur rtick- und frontseitigen
Plattenschadigung zu Versuch 95 (Sprengladung Uber Euler-Hinter-

grundnetz beriicksichtigt)

Abb. 8.50 zeigt Ergebnisse einer mit LS-DYNA auf Basis von Versuch 94 durchgefihr-
ten Sensitivitdtsstudie zur Vernetzungsfeinheit. Es wird deutlich, dass das Schéadi-
gungsbild stark netzabhangig ist. Feinere Netze sagen tendenziell ein héheres Maf3 an
Materialschadigung voraus. Dieser Befund ist im Hinblick auf das Fehlen von Regulari-
sierung unter Zugversagen fir das RHT-Modell (vgl. Abb. 4.20) auch in dieser Form zu
erwarten. Dennoch sind globale Grof3en wie der Durchmesser des angedeuteten Be-
reiches mit Betonauswurf flr sdmtliche Vernetzungsfeinheiten ahnlich. Insbesondere
fur eine Netzfeinheit von 10 mm sind die Positionen der Bewehrungsstabe anhand der

Schadigungsverteilung gut erkennbar.
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30 mm Netz

15 mm Netz

10 mm Netz

Abb. 8.50 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA zur Plattenschadigung in Ab-
hangigkeit der Vernetzungsfeinheit zu Versuch 94 (Sprengladung tber
analytische Randbedingung bericksichtigt)

Im Vergleich zur LS-DYNA-Simulation mit Euler-Lagrange-Kopplung und einer Netz-
feinheit von 30 mm (vgl. Abb. 8.47 und Abb. 8.48) zeigt Abb. 8.51 Ergebnisse einer
Rechnung fur ein 10 mm feines Netz. In diesem Fall treten deutlich héhere Verformun-
gen einzelner Betonelemente auf, so dass im Plattenzentrum und an den horizontalen
Kanten einzelne Elemente aufgrund des Erosionskriteriums aus der Simulation entfernt
wurden. Weiterhin sind einige stark verformte Elemente auf der Plattenriickseite in der
Ansicht von Abb. 8.51 ausgeblendet worden. Hierdurch wird ein Bereich mit eindeuti-
gem Betonauswurf sichtbar. Unmittelbar an diesen schlief3t sich &hnlich wie in den Si-
mulationen zu Versuch 102 (Abb. 8.42) ein Bereich mit starker Materialschadigung an.
Auch in diesem Fall ist wegen des Verbundes von Beton und Bewehrung sowie der
Abhangigkeit der Ergebnisse von Modellparametern, insbesondere den Parametern
der Betonrestfestigkeit, eine exakte Abschatzung des Durchmessers der Offnung mit
Unsicherheiten behaftet.
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Ruckseite

Frontseite

Abb. 8.51 Ergebnisse von Simulationen mit LS-DYNA (Vernetzungsfeinheit 10 mm)
zur Plattenschadigung zu Versuch 94 (Sprengladung tber Euler-

Hintergrundnetz berlicksichtigt)

8.8 Simulationen von Sprengversuchen der Schadensklasse 0

Zur Erprobung des Rechenprogramms LS-DYNA bei der Simulation von Sprengversu-
chen der Schadensklasse 0 (d. h. ggf. riickseitige Risse und/oder frontseitiger Krater,
aber keine rickseitigen Abplatzungen) werden die Versuche 92 — 93 /WUC 09/ (vgl.
Tab. 8.3) analysiert. Die skalierten Abstande betragen 0,927 bzw. 0,743 m*kg™?. Hier
erscheint die Verwendung eines vereinfachten Verfahrens zur Beschreibung der Ex-
plosionslasten (*LOAD_BLAST_ENHANCED) mdoglich. Die Abmessungen der Ver-
suchsplatte entsprechen denen der in Versuch 102 eingesetzten Platte (vgl.
Abb. 8.38). Fir die Simulationen wird dementsprechend das gleiche Rechennetz ver-
wendet. Die Plattenauslenkung wird in diesem Fall erheblich von der Randbedingung
beeinflusst werden. GemanR /LIJ 15/ liegt im Wesentlichen eine Gleitlagerbedingung auf
der lastabgewandten Seite vor. Anderseits besteht durch das Einbringen einer Hartfa-
serplatte zwischen Betonplatte und Auflagerrahmen auch hier eine Einschrankung.
Daher wird in den Simulationsmodellen entlang der vertikalen Kanten auf beiden Sei-

ten der Platte eine Gleitlagerbedingung aufgebracht. Bezuglich des Materialmodells fuir
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Beton wurden neben dem RHT-Modell auch das K&C-Modell /MAL 97/ sowie das
Winfrith-Modell /BRO 93/ erprobt.

Abb. 8.52 zeigt die simulierten Schadigungen der Versuchsplatte im Vergleich zum
Versuchsergebnis von Versuch 93. Fir das RHT-Modell ist der Schadigungsparameter
D dargestellt. Als Mal} fur die Schadigung infolge von Zugbelastung wird der Parame-
ter A (vgl. IMAL 97/) vorgeschlagen. Fir einen Wert von A = 0,001 ist die Rissentfesti-
gung des automatisch generierten Eingabeparametersatzes weitestgehend abschlos-
sen. Dahingegen bietet das Winfrith-Modell die Option der direkten graphischen Dar-
stellung von Rissen in Form von schwarzen Linien. In samtlichen Modellen kommt es
zu einer Risshildung im Bereich der Randbedingung, was im Versuch nicht beobachtet
wurde. Durch die Verwendung erhohter Elementsteifigkeiten im Bereich der Randbe-
dingung konnte dieses Artefakt moglicherweise behoben werden. Es zeigt sich, dass
das RHT-Modell die typische Ausbildung von Biegerissen, die von der Betonriickseite
ausgehen, nicht erfassen kann. Die Ergebnisse des K&C-Modells sowie des Winfrith-
Modells deuten den Verlauf derartiger Risse prinzipiell an.

Versuch

RHT (D < 1)

K&C (A < 10®)

Winfrith (Risse)

Abb. 8.52 Rissbhilder im Versuch 92 (bzw. NRC-3) nach /WUC 09/ im Vergleich zu

Simulationsergebnissen mit LS-DYNA

Im Vergleich zu Versuch 92 ist in Versuch 93 die Belastung der Stahlbetonplatte er-
hoht. Erwartungsgeman aulRert sich dies in sdmtlichen Simulationsmodellen durch eine
erhdhte Materialschadigung. Das RHT-Modell bildet offenbar ein plastisches Gelenk in
der Plattenmitte. Ein plastisches Gelenk lasst sich anhand des Schadigungsbildes der
Versuchsplatte nicht erkennen. Die permanente Plattenverschiebung wird offenbar
ebenfalls Uberschatzt. Auch der automatisch generierte Parametersatz des K&C-
Modells fiihrt zu einer deutlichen Uberschatzung der Schadigung sowie der permanen-

ten Verformungen.
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Versuch

RHT (D < 1)

o1 e e e 8
winrin (sse)

Abb. 8.53 Risshilder Versuch 93 (bzw. NRC-4) nach /WUC 09/ im Vergleich zu Simu-
lationsergebnissen mit LS-DYNA

Als maximale Plattenverschiebung nennen Wu et al. /WUC 09/ 14 mm fir Versuch 92
bzw. 39 mm fir Versuch 93. Abb. 8.54 vergleicht zeitliche Verlaufe der zentralen Plat-
tenverschiebungen, welche mit den verschiedenen Materialmodellen zu den jeweiligen
Versuchen berechnet wurden. Es zeigt sich, dass die Ergebnisse des RHT-Modells
sowie des Winfrith-Modells bei geringeren Belastungen konsistente Ergebnisse bezlig-
lich Auslenkung und Frequenz liefern, welche zufriedenstellend mit dem Versuchser-
gebnis Ubereinstimmen. Mit dem K&C-Modell erhélt man in diesem Fall ein hdheres
Mafl? an Materialschadigung. Qualitativ wird ein ahnlicher Befund z. B. bei der Simulati-
on des VTT-Aufprallversuchs TF11 festgestellt (vgl. Abb. 5.51). Bei hoheren Belastun-
gen tendiert das Winfrith-Modell dahingegen zu einer Unterschatzung der Verschie-

bungen.

VERSUCH NRC-3 /Wu 09/ VERSUCH NRC-4 /Wu 09/

RHT ——
K&C ——

20
! . ! . . i k RHT ——
17.5 : ! ] : h ; . K&C ——
15 b TN WINFRITH

125

ZENTRALE PLATTENVERSCHIEBUNG / mm
ZENTRALE PLATTENVERSCHIEBUNG / mm

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22 0 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36
ZEIT/ ms ZEIT / ms

Abb. 8.54 Mit LS-DYNA berechnete zentrale Plattenverschiebungen in den Versu-
chen 93 und 94 (bzw. NRC-3 und NRC-4) nach /WUC 09/
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9 Zusammenfassung und Ausblick

9.1 Zusammenfassung

In Fortsetzung bisheriger Arbeiten der GRS zur Thematik erfolgte im Rahmen des Vor-
habens RS1509 auf Grundlage von Aufprallversuchen die Untersuchung verschiedener
Phanomene, die beim Aufprall von deformierbaren, starren, teilweise verformbaren
sowie flussigkeitsgeflillten Projektilen auf widerstandsfahige Barrieren auftreten kon-
nen. Hierzu wurden die Rechenprogramme AUTODYN und LS-DYNA eingesetzt. Er-
ganzende Untersuchungen erfolgten mit dem vereinfachten CEB-Massen-
schwingermodell. Fir die Erweiterung der experimentellen Datenbasis zur StoRbean-
spruchung von Stahlbetonstrukturen erfolgte die Beteiligung am VTT IMPACT Projekt
Phase lII. Hierbei wurde federfiihrend eine Versuchsmatrix flr Versuche mit wasserge-
fullten Projektilen entwickelt, die teilweise bereits durchgefihrt wurden. Weiterhin wur-
de anhand der sogenannten Sugano-Versuche der Aufprall von triebwerkartigen Stol3-
korpern auf Stahlbeton untersucht. Im Rahmen des VTT IMPACT Projektes sowie der
Aktivitat IRIS_2012 der CSNI-Arbeitsgruppe IAGE fanden gezielte Vergleichsrechnun-

gen zu ausgewahlten Aufprallversuchen statt.

Zur Charakterisierung der Belastung bei Flugzeugabsturzszenarien wurde der bei SNL
zum Aufprall eines Militarflugzeugs vom Typ F4-Phantom durchgefihrte Versuch mit
AUTODYN simuliert. Darliber hinaus wurde ein vereinfachtes Stol3kdrpermodell fir ein
Passagierflugzeug vom Typ Airbus A320 erstellt. Anhand von Parameterstudien wurde
der Einfluss verschiedener Methoden zur Flissigkeitsmodellierung untersucht. Weiter-
hin wurden Stol3kdrpermodelle fur ein Triebwerk vom Typ CFM56 entwickelt. Zur Er-
probung von Methoden der gekoppelten Simulation mit realen Geb&udestrukturen wur-
de der Aufprall des A320-StolRkérpermodells auf ein generisches Reaktorgebaude un-
tersucht. Anhand des Aufpralls von Stol3kdrpermodellen fir ein Triebwerk des Typs
CFM56 auf ein Ausschnittsmodell des Reaktorgebdudes wurden Methoden zur Simula-

tion der lokalen Schadigung erprobt.

Auf Grundlage geeigneter Versuche wurden verschiedene Methoden zur Beurteilung
der Auswirkungen von Belastungen aus Sprengstoffexplosionen erprobt. Neben Simu-
lationen mit den Rechenprogrammen AUTODYN und LS-DYNA wurden Untersuchun-

gen mit empirischen Grenzkurven durchgefihrt.
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9.2 Schlussfolgerungen

Zur Simulation von sto3- bzw. sprengstoffbeanspruchtem Beton wurde schwerpunkt-
maRig das von Riedel, Hiermaier und Thoma entwickelte RHT-Modell verwendet. Die-
ses ist sowohl in AUTODYN als auch in LS-DYNA verfugbar. Der Vergleich der Umset-
zungen des Materialmodells zu verschiedenen Spannungszustanden zeigte, dass ge-
wisse Unterschiede bei hydrostatischer Kompression und insbesondere bei einachsi-
ger Zugbelastung auftreten. Hierbei werden die Ergebnisse der LS-DYNA Umsetzung
als realistischer beurteilt. Zusatzlich wurden zu ausgewahlten Aufprall- und Sprengver-
suchen Simulationen mit dem Betonmodell nach Karagozian&Case und dem Winfrith-
Modell durchgefuhrt. Bei Zugbeanspruchung sind die Ergebnisse fur die im RHT-
Modell standardméRige Beschreibung von Materialschadigung von der Vernetzungs-
feinheit abhangig. Dies lasst sich durch die Nutzung des Rankine-Kriteriums fir Zug-
versagen in Verbindung mit einer assoziierten FlieRBregel vermeiden. Allerdings fihrt
die Verwendung einer assoziierten FlieBregel zu hohen hydrostatischen Driicken. Die
damit einhergehenden Festigkeitssteigerungen des Materials kénnen zu unrealisti-
schen Ergebnissen fuhren. Bezlglich der FlieRregel ergeben sich @hnliche Schlussfol-

gerungen fur das Karagozian&Case-Modell.

Bei der Simulation von Aufprallversuchen zum Durchstanzversagen von Stahlbeton-
platten durch starre Projektile (VTT P-Reihe) mit dem RHT-Modell zeigte sich, dass die
Ergebnisse beziglich der ballistischen Grenzgeschwindigkeit sowie der Projektilrest-
geschwindigkeit erheblich von den Parametern der Restfestigkeitsflache fur geschadig-
ten Beton abhangen. Weiterhin ist die Bruchdehnung des Bewehrungsstahls eine wich-
tige EinflussgrofRe. Bei der Simulation von Versuchen mit biigelbewehrten Stahlbeton-
platten wurden mit dem RHT-Modell keine zufriedenstellenden Ergebnisse beziglich
ballistischer Grenze und Restgeschwindigkeit erzielt. Eine hohere Aussagegenauigkeit
kann moglicherweise durch eine verbesserte Modellierung der Blgelbewehrung bezlig-
lich des Verbundes mit dem Beton erzielt werden. Bei Verwendung einer nicht-
assoziierten Fliel3regel eignet sich das Karagozian&Case-Modell dazu, sowohl in Fal-
len mit und ohne Blgelbewehrung das Durchstanzversagen der Stahlbetonplatte zu

simulieren.

Bei der Simulation von Versuchen zum Biegeversagen von Stahlbetonplatten infolge
des Aufpralls von verformbaren bzw. wassergefillten Projektilen (VTT B/L-Reihe)
stimmen Simulationsergebnisse und Messdaten von rickseitigen Plattenverschie-

bungen zufriedenstellend Uberein. Es wurde jedoch festgestellt, dass sich mit zuneh-

220



mender Belastung die Aussagegenauigkeit der numerischen Simulation verringert.
Dies kdonnte mit Ungenauigkeiten bei der Darstellung des Verbunds von Beton und
Bewehrung erklart werden. Die Messdaten des Versuchs L1 geben Aufschluss Uber
die Dehnungsverteilung in der rlickseitigen Biegebewehrung. Effekte der kurzzeitigen
Druckiberhdhung zu Beginn des Aufpralls vollstandig gefillter Tankstrukturen konnten
sowohl in den Messdaten als auch in Simulationsergebnissen nachgewiesen werden.
Beim Aufprall von Projektilen mit teilweise gefullten Tankstrukturen versagen die Pro-
jektile in Kombination mit Faltenbildung infolge von Beulvorgdngen. Die Simulation
derartiger Versagensprozesse konnte noch nicht zufriedenstellend durchgefuhrt wer-
den.

Bei der Simulation von Versuchen zum kombinierten Auftreten von Durchstanz- und
Biegeversagen (VTT X-Reihe) infolge des Aufpralls verformbarer Projektile zeigte sich,
dass sich mit dem RHT-Modell prinzipiell verschiedene Schadensklassen der Stahlbe-
tonplatten darstellen lassen. Das standardméaRige Kriterium fir Zugversagen fihrt ten-
denziell zu einer Uberschatzung der relativen Stanzkegelverschiebung. Die Simulati-
onsergebnisse von Versuchen zum Aufprall teilverformbarer Projektile (Sugano-
Versuche) ohne Bugelbewehrung zeigen hinsichtlich der Schadensklasse zufrieden-
stellende Ubereinstimmung mit den Versuchsergebnissen. Bei Verwendung des ver-
einfachten CEB-Modells zeigt sich, dass bei geeigneter Parameterwahl unterschiedli-
che Schadensklassen von Stahlbetonstrukturen, welche durch einen weichen StoRR be-

ansprucht werden, ebenfalls zufriedenstellend simuliert werden kénnen.

Es wurde anhand der Simulationen zum SNL F4-Phantom Versuch sowie in Studien
zum Aufprall des A320-StoRRkdrpermodells deutlich, dass die Last-Zeit-Funktion vom
Massenstromanteil dominiert wird und demzufolge vergleichsweise einfache Modellie-
rungen der strukturellen Bestandteile ausreichend erscheinen. Die Simulation von
Flussigkeit Gber die SPH-Methode fiihrt zu einer realistischeren Beschreibung des
Berstvorganges sowie der flachigen Verteilung der Belastung als eine Darstellung tber

steifigkeitsfreie Zusatzmassen.

Simulationen des Aufpralls von Stof3kdrpermodellen eines CFM56-Triebwerks auf
Stahlbetonstrukturen zeigen, dass die lokalen Betonschadigungen stark vom Detaillie-
rungsgrad des Triebwerksmodells abhéngen. Entscheidend fur die Eindringtiefe der
Triebwerkswelle ist das Vermégen umliegender Triebwerksstrukturen, die Welle zu-

rickzuhalten.
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Anhand der Analyse von ausgewahlten Sprengversuchen zeigte sich, dass die Prog-
nosen empirischer Grenzkurven teilweise nicht konservativ sind. Simulationen der
Auswirkungen von Sprengladungen, die auf Stahlbetonstrukturen aufgelegt werden
bzw. einen geringen Ladungsabstand haben, erfordern eine explizite Darstellung mit-
tels Euler-Lagrange-Kopplung. Zur korrekten Darstellung der Belastung ist eine ver-
gleichsweise hohe Feinheit des Euler-Netzes notwendig. In Fallen mit hheren skalier-
ten Abstanden erscheint eine Darstellung der Belastung durch analytische Randbedin-

gungen ausreichend.

9.3 Ausblick

Zielsetzung zukunftiger Forschungsarbeiten auf dem Gebiet der Aufprallsimulation ist
es, die Analysemethoden hinsichtlich der Berlicksichtigung von durch den Aufprall auf
Stahlbetonstrukturen induzierte Erschitterungen weiterzuentwickeln und zu erproben
sowie die Auswirkungen auf Komponenten innerhalb der untersuchten Gebaude zu un-
tersuchen. Dabei sollen im Rahmen der CSNI-Aktivitdt IRIS-3 Vergleichsrechnungen
zu einer bei VTT durchgeflihrten Versuchsreihe mit einem komplexen Versuchskorper
durchgefiihrt werden. Ausgehend davon soll die Ubertragbarkeit auf reale Geb&u-
destrukturen untersucht werden. Bezlglich lokaler Schadigungsphdnomene beim
Triebwerksaufprall sollen ausgewahlte Fallbeispiele mit verfeinerten Triebwerksmodel-
len simuliert werden. Weiterhin erscheint eine vertiefende Auswertung und Analyse von
Versuchen bezuglich der Wirksamkeit von Bugelbewehrung bei harten und teilharten
StoRen sinnvoll. Hierzu soll ergédnzend zu Studien mit dem RHT-Modell das Verhalten

anderer Betonmodelle untersucht werden.
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