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Kurzfassung

In der Arbeit wird eine Verstirkungsmethode fiir Stahlbetontragwerke mit thermisch vorge-
spannter Bewehrung entwickelt und validiert. Das Prinzip besteht darin, nachtrédglich in Schlitze
ergédnzte und in ein Verfiillmaterial eingebettete Bewehrungsstébe gezielt aufzuheizen und da-
mit thermisch zu dehnen. Ziel ist es, die Differenz zur aus dem Eigengewicht eingeprigten Deh-
nung der initialen Bewehrung auszugleichen. Nach der Erhértung des Verfiillmaterials stoppt die
Wirmezufuhr, die Stdbe kiihlen ab und ihre Riickverformung wird durch die Verbundwirkung
verhindert. Damit ist die thermische Dehnung dauerhaft eingeprégt und die ergéinzte Bewehrung
fiir das Eigengewicht aktiviert. Zusétzlich resultiert aus der verhinderten Riickverformung eine
Vorspannkraft, die die Zugzone entlastet, Risse schlieft und die Durchbiegung reduziert. Die
Arbeit umfasst den gesamten Entwicklungsprozess von der Charakterisierung geeigneter Mate-
rialien iiber die Entwicklung einer Induktionsmethode zur Temperierung der Bewehrung bis zur
Validierung an einem Demonstrator im Realmafstab.

Zum Verfiillen der Schlitze hat sich ein hochfester Beton (HPC) auf Basis des Bindemittels
Nanodur® Compound 5941 als geeignet herausgestellt. Durch die Wiarmebehandlung wird die
erforderliche Verbundfestigkeit zur Ubertragung der thermischen Vorspannung innerhalb von ca.
1 h erreicht, ohne dass signifikante Schiden durch sekundire Ettringitbildung auftreten. Zudem
erhoht die Temperierung die Verbundsteifigkeit, was die Riickverformung der Stibe nach dem
Abkiihlen reduziert. Um dem Durchwirmen des Initialquerschnitts entgegenzuwirken, kann die-
ser mit Trockeneis gekiihlt werden. Die Umsetzung der Kiihlung, die Ausbildung der Schlitze
sowie die Entwicklung der Temperierungsmethode sind wesentliche Entwicklungsschritte in der
Arbeit.

Die thermische Vorspannkraft sowie die daraus resultierende Wirkung auf den Gesamtquer-
schnitt konnen mit einem entwickelten analytischen Berechnungsmodell erfasst werden. Die
Validierung anhand numerischer Berechnungen sowie an Experimenten zeigt eine hohe Genau-
igkeit.

Die experimentelle Umsetzung am Demonstrator im RealmaBstab bestitigt die hohe Wirksam-
keit der Methode. Die thermische Vorspannung reduziert vorhandene Risse um ca. 45 % und
verringert die Durchbiegung. Zudem erreicht die verstirkte Variante die gleiche Maximallast
wie eine unverstirkte Referenzprobe mit der selben Bewehrungsmenge, womit die Wirksamkeit
im GZT ~ 100 % entspricht. Die dabei auftretende Durchbiegung ist jedoch ca. 33 % geringer.
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Abstract

In this study, a self-weight-effective strengthening method for reinforced concrete structures
using thermally prestressed reinforcement is developed and validated. The principle is to heat
and thus thermally expand reinforcing bars that have been subsequently inserted into slots and
embedded in a filling material. Once the filler material has hardened, the heat supply stops, and
the reinforcement bar cools down, preventing its deformation due to the bonding effect. This re-
sults in a prestressing force that relieves the tensile zone of the overall cross-section, whereby the
reinforcement is activated for the self-weights. The study encompasses the entire development
process, from characterizing suitable materials to developing an induction method for heating
the reinforcement, culminating in validation on a full-scale demonstrator.

For filling the slots, a high-performance concrete (HPC) based on Nanodur® Compound 5941
proved to be well-suited. Material characterization indicates that, due to heat treatment and the
associated accelerated hydration, the required bond strength for transferring the thermal prest-
ress is achieved within 1 hour without significant damage from secondary ettringite formation.
Additionally, heating increases the bond stiffness, reducing the contraction of the reinforcement
bars upon cooling. The rest of the cross- section can be cooled with dry ice to avoid its heating.
The realisation of the cooling, the design of the slots and the development of the temperature
control method are key development steps in the work. The thermal prestressing force and its
resulting effect on the entire cross-section can be captured using a developed numerical cal-
culation model. This model was validated through numerical simulations and an experimental
implementation of the strengthening method, including measurement-based verification of the
prestressing effect.

The experimental application on a full-scale demonstrator confirms the high effectiveness of the
method. Thermal prestressing reduces existing cracks by 45 % and decreases deflection. Moreo-
ver, the strengthened variant reaches the same maximum load as an unstrengthened reference
specimen with the same reinforcement amount, demonstrating a load-bearing capacity in the
ultimate limit state (ULS) of approximately 100 %. However, the deformation observed is about
33 % lower.

iii






Inhaltsverzeichnis

Kurzfassung

Inhaltsverzeichnis

1 Einleitung

1.1 Motivation . . . . . . . . . o e e e e e e e

1.2 Zielsetzung . . . . . . . ...
1.3 Aufbauder Arbeit . . . . . .. ...
1.4 Ausgewihlte Grundlagen und Stand der Forschung . . . .. ... ... ..

1.4.1 Grundlagen zur Biegeverstirkung von Stahlbetontragwerken . . . .
1.4.2  Grundlagen zum Verbundverhalten von Stahlbeton sowie dem Einfluss
einer Wiarmebehandlung darauf . . . . . ... ... ... ... ..
1.4.3 Regelung der Temperaturverteilung in mehrschichtigen Stahlbetonquer-
schnitten . . . . . . ...
1.4.4  Thermo-mechanische Kopplung in Stahlbetonquerschnitten
1.5 Synopse . . . . . . . e
1.5.1 Einordnung der Publikationen in den Rahmen der Dissertation . . .
1.5.2  Verbundeigenschaften des schnell warmebehandelten Verfiillmaterials
1.5.3 Temperaturinduktion in flissigen Beton . . . . . ... ... .. ..
1.5.4  Optimierte Induktionsmethode zur thermischen Vorspannung erginzter
Bewehrung . . . . . ... ... ...

1.5.5
1.5.6
1.5.7

ton

Berechnungsmodell fiir thermisch vorgespannte Zusatzbewehrung .
Praktische Umsetzung der Verstarkungsmethode . . . . ... . ..
Wirsamkeit der Verstarkungsmethode in GZT und GZG . . . . . .

Einfluss einer Wirmebehandlung auf das Verbundkriechen von hochfestem Be-

2.1 Einleitung . . . . . . . ..

2.2 Experimentelle Untersuchungen . . . . .. ... ... ... ........

221
222
223

Theoretische Grundlagen . . . . . . . ... ... ... ... ....
Versuchsprogramm . . . . . . . ... ..o
Versuchsauftbau . . . . . . ... ... oo

ii

N NN NN

14

18
22
25
25

27
28

29
31
33
33

36
37
39
39
39
41



vi

23

2.4

25
2.6

INHALTSVERZEICHNIS

Versuchsergebnisse . . . . . . . . ... L L
2.3.1 Versuchsreihe 1 ,,Verbundkriechen” . . . . .. ... ... ... ..
2.3.2  Versuchsreihe 2 ,,Verbundfestigkeit” . . . . . .. ... ... .. ..
Auswertung und Diskussion . . . . .. ... ... L.
2.4.1 Einfluss der Wiarmebehandlung auf die Schlupfentwicklung

2.4.2 Dehnungsverteilung im Verbundbereich . . . . .. ... ... ...
2.4.3 Einfluss von Biegeeffekten auf der freien Lange . . . . . . . .. ..
2.4.4 Korrekturansatz der Biegeeffekte . . . . .. ... ... ... ...
Einfluss der Warmebehandlung auf das Verbundkriechen . . . . . ... ..
Schlussfolgerungen . . . . . . . . ... ...

An Experimental Method to Capture the Thermal Conductivity Coefficient of

Fine-Grained Concretes during Transition from Liquid to Solid

3.1
32

33

34

3.5

Introduction . . . . . . ...
Experimental Determination of the Transient Thermal Conductivity Coefficient
3.2.1 Theoretical Basis for the Development of the TestRig . . . . . ..
322 Designofthe TestRig . ... ... ... ... ...........
3.2.3 Evaluation of the Thermal Conductivity Coefficient . . . . . . . . .
324 Digital Twin . . . . .. ...
Experiments . . . . . . . . . ...
3.3.1 Experimental Setup . . . . . ... ...
3.3.2 Experimental Procedure . .. ... ... ... ...........
333 Results . . ...
3.3.4 Evaluation of the Transient Thermal Conductivity Coefficient
Discussion . . . . . . . .. ...
3.4.1 Comparison of the Results with Approaches from the Literature . .
342 BEvaluationLength . .. ... ... ... ... ...........
3.4.3 Influence of Induced Heat and Hydration Test . . . . . .. ... ..
Conclusions . . . . . . . . . L

Thermal prestressing of subsequently slotted reinforcement - Experimental and

numerical development and optimization of an induction method

4.1
4.2

4.3

4.4

Introduction . . . . . .. ...
Experimental investigations on the shape of slots . . . . . . ... ... ..
42.1 Testcampaign . . . . . . . . . i
4.2.2 Experimental setup and execution . . . . . .. ... .. ... ...
Experimental results and discussion . . . . .. ... ... ... ......
4.3.1 Evolution of temperature in the specimen with respect to the shape of
theslot . . . . . . . .
4.3.2 Temperature distribution over the cross-section . . . . . . ... ..
4.3.3  Effect of the slot’s shape on the achievable temperature of the bar
Numerical investigations of the induction method . . . . . . . ... .. ..
4.4.1 Numerical adaption . . . . . . . .. ... ... ... ... ..

42
42
44
45
45
45
46
48
48
50

52
53
55
55
56
56
57
59
59
61
62
63
65
65
65
67
69

70
71
73
73
75
77

77
78
78
80
80



INHALTSVERZEICHNIS vii

4.4.2 Parameter study on the impact of thermal and geometric boundary con-

ditions on the thermally generated pre-strain. . . . . . . ... ... 83

4.4.3 Induction method for thermal pre-stressing of subsequently added rein-
forcement . . . . .. ... 84
4.5 Experimental implementation of the optimized induction method . . . . . 85
4.5.1 Validation of the numerical solution by experiment . . . . . . . .. 85
4.6 Conclusions . . . . . . . L 88
5 Berechnungsmodell zur thermischen Vorspannung 90
5.1 Einleitung . . . . . . . .. e 91
5.2 Berechnungsmodell fiir thermisch vorgespannte Bewehrung . . . . . . .. 93
5.2.1 Berechnungsgrundlagen . . ... ... ... ............ 93
5.2.2  Herleitung der thermo-mechanischen Kopplung . . . . . . . .. .. 94
5.2.3 Auswirkungen der thermischen Vorspannung auf den Querschnitt . 96
5.3 Verifizierung des Berechnungsmodells mittels numerischer Berechnungen . 99
5.3.1 Numerische Adaption . . . ... ... ... .. ... ....... 99

5.3.2 Vergleich des Berechnungsmodells mit der numerischen Losung sowie
einer experimentellen Untersuchung . . . . . . ... ... .. ... 100

5.3.3 Parameterstudie zum Einfluss thermischer und geometrischer Randbe-
dingungen . . . . . . ... 104
5.4 Schlussfolgerungen . . . . . . . ... ... o 106

6 Thermische Vorspannung nachtriglich erginzter Bewehrung — Experimentelle

Umsetzung an Balken 108
6.1 Einleitung . . . . . . . . . 110
6.2 Experimentelle Untersuchungen . . . . ... ... ... .......... 111
6.2.1 Zielsetzung und Versuchsprogramm . . . . . .. ... ... .... 111
6.2.2  Versuchsaufbau und Durchftihrung . . . . . . ... ... ... ... 112
6.3 Versuchsergebnisse . . . . . . ... .. ... 115
6.3.1 Thermische Dehnung der ergidnzten Bewehrung . . . . . . . .. .. 115
6.3.2 Temperaturverteilung im Probekérper . . . . . . ... ... .... 116
6.3.3 Mechanische Dehnung der initialen Bewehrung . . . . . . . . . .. 118
6.4 Diskussion. . . . . . ... 118
6.4.1 Einfluss von Schwindverformungen auf die Vorspannwirkung . . . 118

6.4.2 Langzeitiger Einfluss des Verbundkriechens auf die thermische Vorspan-
NUNZ . . o v o e o e e e e e e e e e e e e e e e 120
6.4.3 Einfluss der Schlitzbreite auf die thermische Vorspannung . . . . . 120
6.5 Schlussfolgerungen . . . . . . . .. . .. .. o 122

7 Strengthening of reinforced concrete slabs by means of thermally prestressed re-
inforcement - Experimental investigation of the effectiveness in the ultimate and

serviceability limit states 124
7.1 Introduction . . . . . . . . ... 125
7.2 Experimental investigations . . . . . . . ... ..o 127

7.2.1 Key performance indicators and experimental campaign . . . . . . 127



viii INHALTSVERZEICHNIS

7.22 Materials . . . ...
7.2.3 Testset-upandexecution . . . . . . . .. ... ...
7.3 Experimentalresults . . . . . ... ... ... o

128
128
132

7.3.1 Strain in the basic reinforcement due to self-weight at the time of strengt-

7.3.2 Thermal and mechanical strains in the added reinforcing bar . . . .
7.4 Computational model for thermally prestressed reinforcement . . . . . . .
7.5 Comparison of the results of the thermally prestressed and the reference beams

7.5.1 Relation of load and deflection . . . . . . ... ... ... .....

132
133
135
137
137

7.5.2 Comparison of the strain development in thermally prestressed and in-

itial reinforcement . . . . ... ... Lo oL
7.6 Discussion. . . . . . ... e
7.6.1 Impact of thermal prestressing on cracking of concrete . . . . . . .

138
139
139

7.6.2  Comparison of the measured and numerically predicted mechanical strain

in the reinforcement . . . . . . ... ... ... L L.
7.6.3  Effectiveness of strengthening in ULSand SLS . . . . .. ... ..
7.7 Conclusions . . . . . . . . ... e e

8 Schlussfolgerungen und Ausblick
A Autorenbeitrige zu den Publikationen

B Erginzende Versuchsergebnisse
B.1 Materialkennwerte HPC . . . . . . ... ... ... L.
B.1.1 Druckfestigkeit . . . . . .. ... ... ... ... ..
B.1.2 E-Modul . ... ... ...
B.1.3 Verbundfestigkeit . . . . . . ... ... ... ... .. ... ....
B.2 Verbundversuche . . .. .. ... ... . ... .. ...
B.3 Thermische Experimente . . . . ... ... ... ... ...........
B.4 Thermo-mechanische Experimente . . . . . . . ... ... ... ......

Literaturverzeichnis

141
142
143

144

I

VI
VI
VI
VII
VII
IX
XII
XV

XVIII






Publikationsubersicht

Kapitel 2

Kapitel 3

Kapitel 4

Kapitel 5

Kapitel 6

Kapitel 7

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Einfluss einer Wirmebehandlung
auf das Verbundkriechen von hochfestem Beton. Beton- und Stahlbetonbau,
2024. 119(4): pp. 253-264. doi: https://doi.org/10.1002/best.202300088.

SCHWARZ, Y.; RATKE, D; SANIO, D.; MEURER, T. und MARK, P. An Ex-
perimental Method to Capture the Thermal Conductivity Coefficient of Fine-
Grained Concretes during Transition from Liquid to Solid. Materials 2024,
17(9), 2115; https://doi.org/10.3390/mal17092115.

SCHWARZ, Y.; RATKE, D; SANIO, D.; MEURER, T. und MARK, P. Thermal
prestressing of subsequently slotted reinforcement - Experimental and numeri-

cal development and optimization of an induction method. Structual Concrete,

2025, 1-16; https://doi.org/10.1002/suco.70125.

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Berechnungsmodell zur thermischen

Vorspannung nachtrdglich erginzter Bewehrung. Beton- und Stahlbetonbau,
2024. 119(12): pp. 894-907. doi: https://doi.org/10.1002/best.202400050.

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Thermische Vorspannung nachtrig-

lich ergdinzter Bewehrung — Experimentelle Umsetzung an Balken. Beton- und
Stahlbetonbau, 2025. doi: https://doi.org/10.1002/best.202400097.

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Experimental Study of
the Effectiveness of Strengthening Reinforced Concrete Slabs with
Thermally Prestressed Reinforcement. CivilEng 2025, 6(3), 49; htt-
ps://doi.org/10.3390/civileng6030049






Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Der Erhalt und die Instandsetzung von Stahlbetontragwerken gewinnen angesichts einer al-
ternden Bausubstanz zunehmend an Bedeutung. Insbesondere bei Infrastrukturbauwerken wie
Briicken besteht ein erheblicher Handlungsbedarf. Das deutsche Verkehrsnetz umfasst ca. 155.700
Briicken [29, 31, 46, 44], von denen ca. 75 % in Stahlbeton- oder Spannbetonbauweise ausge-
fiihrt sind [29]. Die Briicken verteilen sich auf die Zustidndigkeiten des Bundes, der Léander, der
Kommunen und der Deutschen Bahn. Bild 1.1 zeigt die Altersverteilung der Briicken an Bun-
desstralen (B) und Bundesautobahnen (BAB) [29] sowie das mittlere Alter der Briicken der
Deutschen Bahn [44] und von Stralen NRW [194]. Ein erheblicher Teil des Briickenbestands
an Bundesfernstra3en stammt aus den Jahren 1960 bis 1979. In dem darauffolgenden Jahrzehnt
sinkt die Anzahl neu errichteter Briicken auf etwa 60 % des Niveaus der 1970er-Jahre. Nach
der Wiedervereinigung fiihrte in den 1990er Jahren ein verstirkter Ausbau der Infrastruktur zu
einem erneuten Anstieg der Briickenneubauten. Seit 2010 ist die Neubautitigkeit jedoch wieder
stark riicklaufig. Das Durchschnittsalter der Straenbriicken (Bund, Kommunen und Str. NRW)
betrigt heute etwa 50 Jahre [194, 29], wihrend das der Bahnbriicken iiber 70 Jahre erreicht hat
[139]. Neben alterungsbedingten Defiziten [65] schrianken vorallem bei Stra3enbriicken iiber die
Nutzungsdauer gestiegene Verkehrslasten sowie gednderte Nutzungsanforderungen die Weiter-
nutzung ein [61]. Altere Bauwerke weisen daher heute oft rechnerische Defizite in ihrer Tragfi-
higkeit auf, auch wenn sie zum Zeitpunkt ihrer Errichtung allen geltenden Standards entsprochen
haben [127]. Es wird geschitzt, dass rund 40% der Briicken in naher Zukunft verstérkt oder er-
setzt werden miissen [17, 212].

Laut Bundeshaushalt wurden in den Jahren 2023 und 2024 jedoch lediglich rund 63% bzw. 88%
des geschitzten jdhrlichen Investitionsbedarfs fiir die Verkehrsinfrastruktur gedeckt [92, 30].
Diese Unterfinanzierung verschirft die kontinuierliche Zustandsverschlechterung des Briicken-
netzes. Allein zusitzliche finanzielle Mittel reichen jedoch nicht aus, um das Problem instand-
setzungsbediirftiger Briicken zu I6sen.

Vielmehr erfordert die Bewiltigung dieser Herausforderung ein umfassendes Verstidndnis der
komplexen Struktur des Briickennetzes.
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Bild 1.1: Ubersicht der Altersverteilung der Briicken in der Zustindigkeit des Bundes, aufgeteilt
nach Autobahn und Bundesstralle sowie Mittelwert des Alters der Briicken in der Zustidn-
digkeit der Deutschen Bahn und StraBen NRW [194, 44, 29].

Die Komplexitit des Briickennetzes wird anhand eines Kartenausschnittes von NRW im Bereich
zwischen Ko6ln, Dortmund und Viersen verdeutlicht, in dem die Anzahl und die Positionen der
Briicken nach Zustindigkeiten dargestellt sind (Bild 1.2 [28, 44]). Uber 50 % der Gesamtanzahl
der Briicken in NRW konzentriert sich auf das dicht besiedelte Ruhrgebiet sowie den Grofraum
Koéln, was lediglich etwa 15 % der Gesamtfliche NRWs ausmacht. Da Briicken kritische Kno-
tenpunkte im Verkehrsnetz darstellen, fithren BaumaBnahmen und die damit einhergehenden
Nutzungseinschriankungen oft zu erheblichen Beeintrachtigungen des gesamten Verkehrsflusses
[151]. Der Verkehr muss dann entweder iiber alternative Strecken umgeleitet werden, wodurch
die Belastung anderer Briicken zunimmt, oder mit reduzierter Fahrspuranzahl auf einem Restan-
teil des Uberbaus aufrechterhalten werden. Alternativ sind Hilfsbauwerke, wie Behelfsbriicken,
erforderlich. Diese Mallnahmen fiihren jedoch zu ldngeren Verkehrswegen sowie Stauzeiten und
damit zu erheblichen Kosten, etwa durch Einschridnkungen des Lieferverkehrs, erhohten Schad-
stoffemissionen und gestiegenem Treibstoffverbrauch [79, 151, 215]. Diese indirekten Kosten
ibersteigen in der Regel die direkten Kosten der Baumafnahme fiir Planung, Material und Ar-
beitsaufwand um ein Vielfaches [79]. Besonders kritisch ist die Situation bei Bahnbriicken, da
hier nur eingeschriankt Umleitungen moglich sind.

Aufgrund der Komplexitit des Verkehrsnetzes, insbesondere in Ballungsrdumen, ist die An-
zahl gleichzeitig durchfiihrbarer BaumaBnahmen stark begrenzt. Um eine Uberlastung des Ver-
kehrsnetzes zu vermeiden, miissen die MaBnahmen hdufig nacheinander umgesetzt werden.
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Briicken in Deutschland nach Zustandigkeit:
@ Deutsche Bahn: ca. 25.700 Briicken @ Kommunen: ca. 67.000

@ Bund: ca. 40.000 © Léander: ca. 23.000

Gesamt: ca. 155.700 Briicken

Bild 1.2: Ubersicht iiber die Anzahl und Zustindigkeit der Briicken in Deutschland sowie deren
Verteilung anhand eines Kartenausschnitts des Ruhrgebiets [44, 28].

Die Gesamtanzahl realisierbarer InstandsetzungsmafBinahmen hingt daher entscheidend von der
Dauer der Arbeiten pro Briicke ab [151]. Die weitverbreitete Praxis, instandsetzungsbediirfti-
ge Briicken in einem langwierigen Planungs- und Ausfithrungsprozess durch Ersatzneubauten
zu ersetzen, stofit daher zunehmend an ihre Grenzen. Lange Bauzeiten binden einerseits Res-
sourcen, die an anderer Stelle dringend bendtigt werden [42], und begrenzen andererseits die
Anzahl der umsetzbaren Mallnahmen. Dadurch wichst der Investitionsbedarf schneller als die
BaumaBnahmen realisiert werden kénnen. Entsprechend sind dringend innovative und nachhal-
tige Losungsansitze zum Erhalt des Briickennetzes erforderlich.

Eine effiziente Losung zur Reduktion der Bau- und Sperrzeiten ist die gezielte Verstiarkung
bestehender Tragwerke anstelle eines Ersatzneubaus. Viele geschidigte Tragwerke weisen le-
diglich lokal begrenzte Schwachstellen auf, wihrend ein Grofiteil der Konstruktion weiterhin
funktions- und tragfihig ist [82]. In solchen Fillen kann die Tragfihigkeit durch gezielte Ver-
starkungsmafnahmen unter Nutzung der vorhandenen, intakten baulichen Ressourcen wieder-
hergestellt werden [82]. Dieser Ansatz reduziert den Materialverbrauch, minimiert die Eingriffe
in das Verkehrsnetz und senkt damit die negativen indirekten Auswirkungen der MaBBnahmen.
Daraus ergeben sich erhebliche 6kologische und 6konomische Vorteile gegeniiber einem Ersatz-
neubau [61]. Zudem ermdglichen Verstarkungsmafinahmen den iiber die Jahre schwankenden
Investitionsbedarf iiber einen lingeren Zeitraum zu verteilen. Die Nutzungsdauer geschéidigter
Tragwerke kann durch eine Verstirkungsmafnahme in Phasen mit niedrigerer Investitionslast
verschoben werden, was zum einen die finanzielle Belastung und zum anderen die Kapazitits-
auslastung der Bauindustrie gleichméaBiger verteilt. Entsprechend bietet die gezielte Verstarkung
der Tragwerke eine effektive Moglichkeit, mit begrenzten Ressourcen schnell bestehende Defi-
zite zu beheben und den grofen Investitionsstau abzubauen.
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Der erhebliche Instandsetzungsbedarf bei Autobahnbriicken mit groBen Spannweiten ist weithin
bekannt und wird hiufig medial thematisiert. Weitgehend unbekannt ist jedoch, dass kleinere
Briicken gleichermallen signifikante Defizite in der Tragfdhigkeit aufweisen und aufgrund ihrer
grofen Anzahl einen betrdchtlichen Anteil des Instandsetzungsbedarf ausmachen. Im Netz der
BundesfernstraBen weisen etwa 65 % der Briicken eine Spannweite unter 30 Metern auf [29]
und sind oftmals als einfeldrige Stahlbetonplattenbriicken ausgefiihrt. Fiir die Briicken im Ver-
antwortungsbereich der Kommunen und Lénder existieren keine flichendeckenden Daten zur
Spannweite. Aufgrund ihrer tendenziell geringeren Abmale ist jedoch davon auszugehen, dass
der Anteil an einfeldrigen Stahlbetonbriicken hier eher hoher ausfillt. Bei Plattenbriicken ist die
Querkrafttragfihigkeit in der Regel gegeben und die Biegetragfihigkeit stellt hdufig den kriti-
schen Parameter dar, der die Weiternutzung einschrénkt. Klassische Verstdrkungsverfahren zur
Erhohung der Biegetragfihigkeit sind z. B. Betonergiinzungen zur VergroBerung der Druckzone
[27, 52] oder eingeschlitzte Bewehrungen [231, 99] sowie CFK-Lamellen zur Verstirkung der
Zugzone [232, 95, 198]. Nachteil dieser Verfahren ist, dass sie nicht fiir das Eigengewicht wirk-
sam sind [95]. Da Stahlbetonplattenbriicken einen hohen Eigengewichtsanteil von etwa 70 bis
80 % an der charakteristischen Gesamtlast aufweisen, ist die Wirksamkeit der genannten Ver-
fahren hier gering.

Zur Losung wird in dieser Arbeit die eigengewichtswirksame Verstdarkung von Stahlbetontrag-
werken mit thermisch vorgespannter Bewehrung vorgeschlagen. Die Methode kombiniert das
Einschlitzen zusitzlicher Bewehrungsstibe mit der Temperaturinduktion [117, 118, 119, 39].
Bild 1.3 (a, b) zeigt dieses Prinzip am Beispiel einer Plattenbriicke. Die zusitzlichen Stibe
mit der Querschnittsfliche A5 werden in nachtriglich hergestellten Schlitzen erginzt, die an-
schlieBend verfiillt und unmittelbar von auBlen temperiert werden. Der Temperaturanstieg im
Schlitz bewirkt eine thermische Dehnung der darin erginzten Stdbe. Ziel ist es, diese um das
MaB €4 thermisch zu dehnen und damit an die Dehnung €4 der initialen Bewehrung mit der
Querschnittsfliche Agy aus dem Konstruktionseigengewicht anzugleichen (e5 = &49). Nach-
dem das Verfiillmaterial erhirtet ist, stoppt die Wiarmezufuhr. Die Verbundwirkung zwischen
Verfiillmaterial und ergénzter Bewehrung verhindert dann die Riickverformung der Stibe, wor-
aus die thermische Vorspannkraft Fpr resultiert. Bild 1.3 (c) zeigt die zugehorigen Schnittgro-
Ben. Fpr erzeugt eine Drucknormalkraft im Querschnitt sowie aufgrund des Abstands zpt zwi-
schen den Schwerpunkten des Querschnitts und der ergénzten Bewehrung ein Vorspannmoment
Mpt = Fpr- zp7. Dieses wirkt der Belastung aus dem Eigengewicht M, entgegen und entlastet
damit die Zugzone des Bestandsquerschnitts. Damit ist die ergénzte Bewehrung demnach - im
Gegensatz zu konventionellen Verstirkungsverfahren - auch fiir das Eigengewicht wirksam.
Fiir iibliche Plattentragwerke, bei denen das Eigengewicht etwa 70 bis 80 % der charakteristi-
schen Gesamtlast ausmacht, ist eine Temperaturdifferenz von 60 °C zwischen Schlitz und Initial-
querschnitt notwendig, um die erforderliche thermische Dehnung zu erreichen, damit e, = e
gilt [178]. Bei einer angenommenen Ausgangstemperatur von 20 °C ist die Bewehrung im
Schlitz somit auf 80 °C aufzuheizen. Dabei ist der Wirmeeintrag auf den Schlitz zu beschrin-
ken. Ein Erwédrmen des Gesamtquerschnitts mindert die Temperaturdifferenz zum Schlitz und
damit die Wirksamkeit der Methode.

Die Verstiarkungsmethode ist nicht auf die Anwendung im Briickenbau und Platten beschrinkt.
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Bild 1.3: Verstirkungsprinzip thermisch vorgespannter Bewehrung am Beispiel einer Platten-
briicke (a,b) sowie die aus dem Eigengewicht und der thermischen Vorspannung
resultierenden Schnittgrofien (c).

Sie kann allgemein fiir alle Balken und Plattentragwerke aus Beton mit Defiziten in der Bie-
getragfihigkeit eingesetzt werden. Besonders geeignet ist sie fiir Tragwerke mit einem hohem
Eigengewichtsanteil.

1.2 Zielsetzung

Die vorliegende Arbeit hat das Ziel, eine Methode zur thermischen Vorspannung nachtréglich
eingeschlitzer Bewehrungsstibe zu entwickeln, um bestehende Stahlbetonstrukturen effizient
und eigengewichtswirksam zu verstidrken. Die Methode wird grundlagenorientiert im interak-
tiven Zusammenspiel zwischen Experiment und Numerik entwickelt. AbschlieBend wird die
Machbarkeit an einem Demonstrator im Realmafstab gezeigt. Im Einzelnen werden die nach-
folgend aufgefiihrten Ziele verfolgt:

* Charakterisierung der mechanischen und thermischen Eigenschaften eines als geeignet
identifizierten Verfiillmaterials zum thermischen Vorspannen darin ergénzter Bewehrung.

* Experimentelle und numerische Entwicklung der Induktionsmethode zur Temperierung
der Schlitze, um darin ergénzte Bewehrungsstébe thermisch vorzuspannen.

* Entwicklung eines Berechnungsmodells fiir thermisch vorgespannte Bewehrung, das so-
wohl die thermische Vorspannkraft als auch die daraus resultierende statische Wirkung
auf den Gesamtquerschnitt erfasst.

* Validierung des Berechnungsmodells an einer experimentellen Umsetzung der Verstir-
kungsmethode mit messtechnischer Erfassung der Vorspannwirkung.

* Ausarbeitung der erforderlichen Arbeitsschritte zur Umsetzung der Verstiarkungsmethode
im Labor.

 Validierung der Verstiarkungsmethode hinsichtlich ihrer Wirksamkeit an einem Demon-
strator im Realmafstab.
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1.3 Aufbau der Arbeit

Die vorliegende, kumulative Dissertation gliedert sich in einen allgemeinen sowie den kumulati-
ven Teil. Der allgemeine Teil umfasst mit den Kapiteln 1 und 8 die einleitende Einfiihrung sowie
die Schlussfolgerungen mit Ausblick und dient der Einordnung des kumulativen Teils der Arbeit.
Der kumulative Teil umfasst die Kapitel 2 bis 7 und beruht auf insgesamt sechs Publikationen.
Davon sind jeweils fiinf in rezensierten und im ,Web of Science* gelisteten Fachzeitschriften er-
schienen bzw. zur Veroffentlichung angenommen. Dariiber hinaus ist die Publikation aus Kapitel
7 bei der Zeitschrift Engineering Structures eingereicht und befindet sich aktuell im Rezensions-
prozess. Die Publikationen sind in deutscher (Kapitel 2, 5, 6) und in englischer Sprache (Kapitel
3, 4, 7) verfasst. Jeder Publikation ist eine Kurzfassung in der gleichen Sprache vorangestellt.
Den deutschsprachigen Publikationen ist zusétzlich ein englisches Abstract beigefiigt.

Kapitel 1 beginnt mit einer einleitenden Motivation (1.1), der Definition der Zielsetzung (1.2)
sowie dem Aufbau (1.3) der Arbeit. In Unterkapitel 1.4 werden ausgewihlte Grundlagen zu den
Themen der Verstiarkung von Stahlbetontragwerken und der Temperaturinduktion im Rahmen
der thermischen Vorspannung erldutert. Es erfolgt zunichst ein Uberblick iiber den Stand der
Technik zur Biegeverstiarkung von Stahlbetontragwerken. Dariiber hinaus wird das Verbundver-
halten zwischen Bewehrung und Beton sowie die Auswirkungen einer Warmebehandlung darauf
vorgestellt. Im Anschluss werden die Grundlagen der Temperaturinduktion und die daraus re-
sultierende thermo-mechanische Kopplung erldutert. Die anschlieBende Synopse (Unterkapitel
1.5) riickt die aufgefiihrten Veroffentlichungen in den Kontext der zuvor in Unterkapitel 1.2 de-
finierten Zielsetzung.

Es folgen in den Kapiteln 2 bis 7 die einzelnen Verdffentlichungen, deren Referenzierung jeweils
zu Beginn des Kapitels erfolgt. Die Inhalte der Kapitel wurden wértlich aus den entsprechenden
Zeitschriftenartikeln tibernommen. Text und Abbildungen wurden lediglich redaktionell iiberar-
beitet und an das Layout dieser Arbeit angepasst. Eine inhaltliche Anderung der wissenschaftli-
chen Beitrige ist damit nicht verbunden.

Im abschlieBenden Kapitel 8 werden die wesentlichen Ergebnisse dieser Abhandlung zusam-
mengefasst. Die Arbeit wird mit einem Ausblick auf weitere Forschungsfragen beendet.

1.4 Ausgewahlte Grundlagen und Stand der Forschung

1.4.1 Grundlagen zur Biegeverstarkung von Stahlbetontragwerken

Eine wesentliche Aufgabe der Baubranche in den kommenden Jahren wird es sein, die bestehen-
de Bausubstanz zu erhalten und sie an stindig verdnderte Anforderungen anzupassen [63, 40].
Stahlbetontragwerke werden in der Regel fiir eine Nutzungsdauer von 50 bis 100 Jahren konzi-
piert, wobei Dimensionierung und Bemessung anhand der zum Zeitpunkt der Planung geltenden
Normen erfolgt. Alterungsprozesse, erhohte Verkehrslasten, verdnderte Nutzungsanforderungen
sowie neue normative Vorgaben fiithren hiufig zu rechnerischen Defiziten in der Tragfdhigkeit
und/oder Gebrauchstauglichkeit, noch bevor das Ende der Nutzungsdauer erreicht ist [65, 61].
VerstarkungsmafBnahmen ermoglichen es, bestehende Tragwerke wirtschaftlich und ressourcen-
schonend an neue Anforderungen anzupassen, ohne sie vollstindig ersetzen zu miissen. Typische
Ziele von VerstiarkungsmaBnahmen sind die Wiederherstellung oder die Erhohung der
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Tragfihigkeit, der Gebrauchstauglichkeit, der Dauerhaftigkeit oder des Ermiidungstragverhal-
tens. Im Fokus dieses Kapitels stehen MaBBnahmen zur Biegeverstirkung von Stahlbetontrag-
werken. Diese Verfahren lassen sich grundsitzlich in Manahmen zur Verstirkung der Druck-
zone und MafBnahmen zur Verstiarkung der Zugzone unterteilen. Sie dienen der Verstirkung von
Tragfahigkeit und Gebrauchstauglichkeit.

Betonergéanzung

Die Verstiarkung der Druckzone erfolgt typischerweise durch das Aufbringen einer zusétzlichen,
schubfest mit dem Querschnitt verbundenen Betonschicht [64]. Diese kann sowohl in Ortbeton-
als auch in Spritzbetonbauweise [84] hergestellt werden. Bild 1.4 zeigt das Verstdarkungsprinzip
(a) sowie die praktische Umsetzung (b). Fiir eine kraftschliissige Verbindung mit der zusétz-
lichen Betonschicht muss die Altbetonoberflache in der Regel bis auf das Korngeriist aufge-
raut werden. Hier hat sich das Hoéchstdruckwasserstrahlen (HDW) mit Driicken von 1000 bis
1200 bar als Standardverfahren durchgesetzt, da es gegeniiber mechanischen Bearbeitungsver-
fahren wie Frisen Gefiigeschidden vermeidet und hohere Fertigungsgenauigkeiten ermdglicht
[141]. Die erzielten Rauigkeiten werden entweder mit dem Sandflachenverfahren nach Kauf-
mann [102] oder mittels Lasermessverfahren iiberpriift [115, 149]. In der Regel ist zusitzlich
eine Verbundbewehrung erforderlich, um die Schubkraftiibertragung rechnerisch nachweisen
zu konnen. Hierfiir werden Bewehrungselemente aus Betonstahl oder spezielle Schubverbin-
der verwendet, die mit Verbundmortel in den bestehenden Querschnitt eingebracht werden [64].
Dies ermoglicht eine kraftschliissige Verbindung, sodass der Initialquerschnitt und die ergénz-
te Betonschicht zur Bemessung als monolithisches Bauteil angesetzt werden diirfen. Durch die
Querschnittserginzung wird die Druckzone des Querschnitts und damit der innere Hebelarm der
Krifte vergroBert, wodurch sich die Biege- und Schubtragfahigkeit der Konstruktion erhéhen
[64]. Die Wirksamkeit der Methode wird jedoch durch das hohe Eigengewicht des zusitzlichen
Aufbetons beschrinkt. Zudem werden die Querschnittsabmessungen durch die Aufbetonschicht
vergroBert. Gerade im Hochbau fiihrt dies haufig zu Nutzungseinschriankungen, so dass die Me-
thode nicht immer realisiert werden kann.

neue Bewehrung

Aufbeton -

(.

Bestandsbeton

Schubverbinder
(a) (b)

Bild 1.4: Prinzip der Aufbetonverstirkung (a) nach [64] sowie ein Foto von der praktischen
Umsetzung (b) [173].
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Eingeschlitzte Zusatzbewehrung

Die Zugzone eines Tragwerks kann durch das Einschlitzen zusétzlicher schlaffer Bewehrungs-
stibe verstarkt werden [45, 231, 99]. Das Prinzip sowie die erforderlichen Schlitzabmessungen
sind in Bild 1.5 (a) dargestellt. Zwischen die bestehende Bewehrung werden mittels Hochst-
druckwasserstrahltechnik Schlitze hergestellt, in denen dann zusitzliche Bewehrungsstibe er-
ginzt werden [45]. Dabei werden die zusitzlichen Stdbe in der Regel innerhalb der vorhande-
nen Querbewehrung fixiert. AnschlieBend werden die Nuten mit Ortbeton oder Spritzbeton ver-
schlossen [212]. Die Abmessungen der Nuten orientieren sich am Durchmesser der erginzten
Bewehrung ds, wobei ein Randabstand von mindestens 2 cm in Richtung des Altbetons einge-
halten werden muss sowie das Nennmaf} der Betondeckung zur Oberflache (Bild 1.5 [45]). Da
die Schlitze in die Zugzone des Tragwerks eingebracht werden und der Beton hier rechnerisch
nicht am Lastabtrag beteiligt ist, kann die Querschnittschwichung wihrend der Herstellungs-
phase in der Regel vernachlissigt werden [172].

Um eine kraftschliissige Verbindung zwischen Verfiillmaterial und Initialquerschnitt zu gewéhr-
leisten, muss die Schlitzoberflache aufgeraut werden. Die Rauigkeit muss hierbei mindestens
0,5dyn (mittlerer Korndurchmesser) entsprechen [64]. Zum Verfiillen der Schlitze ist gemaf
[45] Spritzbeton oder ein flieBfdhiger Verfiillbeton, mit der Koérnung 0/8 mm, zu verwenden.
Die zusitzlichen Stibe diirfen hinsichtlich der nach der Verstirkung aufgebrachten Lasten ge-
nauso wie die eines monolithisch hergestellten Stahlbetonquerschnitts bemessen werden [94].
Allerdings ist die Verstirkung nicht fiir das Konstruktionseigengewicht wirksam. Vorteile der
Methode sind, dass der Querschnitt nicht vergroBert wird und damit auch das Eigengewicht
nicht nennenswert zunimmt. Zudem ist der Korrosionsschutz durch das Einbetten der Stidbe in
ein Verfiillmaterial sichergestellt [45].

>2 cm d, >2 cm |
Querbewehrung:

erganzter Stab

Cn

3
3

Bild 1.5: Prinzip der Verstirkung mittels eingeschlitzer Zusatzbewehrung mit den erforderlichen
Abmessungen der Schlitze nach [212].

Geklebte Bewehrung

Ein weiteres Verfahren zur Verstiarkung der Zugzone ist das Aufkleben auB3enliegender Zusatz-
bewehrung in Form von CFK-Lamellen (Carbonfaserverstarkter Kunststoff), CF-Gelegen (Car-
bonfasern) oder Stahllaschen auf die Betonoberfliche (Bild 1.6 (a-c)). Stahllaschen bestehen in
der Regel aus Stahl der Giite S235 und kdnnen sowohl zur Verstirkung der Biege- als auch Quer-
kraftragfahigkeit eingesetzt werden. Da der Einsatz von Carbon zur Biegeverstarkung jedoch in
der Regel wirtschaftlicher ist, beschriankt sich der Einsatz von Stahllaschen heute meist auf die
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Querkraftverstirkung [45, 64]. Zusatzbewehrung aus Stahl wird hier daher nicht weiter betrach-
tet. CFK-Lamellen bestehen aus vorgehirteten, unidirektional ausgerichteten Carbonfasern, die
in eine Epoxidharzmatrix eingebettet sind [130]. Sie weisen eine hohe Zugfestigkeit und Materi-
alhomogenitit auf, da sie industriell gefertigt werden und in ihrer finalen Form geliefert werden
[183]. Im Gegensatz dazu sind CF-Gelege textile Strukturen, bestehend aus unidirektionalen
oder bidirektionalen Carbonfasern, die flexibel und vor Ort mit einer Harzmatrix imprégniert
werden. Sie zeichnen sich durch ihre Anpassungsfihigkeit an gekriimmte oder unregelmifi-
ge Bauteilgeometrien aus, haben jedoch im Vergleich zu CFK-Lamellen eine geringere initiale
Steifigkeit und Festigkeit [129]. Aufgrund des hohen Arbeitsaufwandes bei der Verarbeitung und
Applikation werden CF-Gelege in Deutschland eher selten verwendet [64]. Die nachfolgenden
Erlduterungen beschrinken sich daher auf CFK-Lamellen. CFK besitzt ein anisotropes Material-
verhalten mit hoher mechanischer Beanspruchbarkeit in Faserldngsrichtung und vergleichsweise
geringen Festigkeiten in Querrichtung [170]. Die Zugfestigkeit ist je nach Kohlenstofffaserge-
halt in etwa 4 bis 6-mal so groB3 wie die von Stahl (S235) [170]. Zudem zeichnet sich CFK durch
ein sehr geringes Eigengewicht und eine flexible Formgebung aus. Die Dauerfestigkeit liegt bei
iber 80 % der Kurzzeitfestigkeit, der Ermiidungswiderstand ist entsprechend hoch, es besteht
keine Korrosionsgefahr fiir die Lamellen und Kriech- oder Relaxationsverformungen treten nicht
auf [64].

Die Zusatzbewehrung wird schubfest mit einem Epoxidharzklebstoff auf die Betonoberfliche
geklebt (Bild 1.6 (b)) [212]. Die praktische Umsetzung zeigt Bild 1.6 (d). Die zu verklebende
Betonoberfliche muss fiir die Verklebung vorbereitet werden, bis der Grobzuschlag (> 8 mm)
sichtbar wird [211, 172]. Zudem muss die zu verklebende Betonoberfliche staubfrei, frei von
losen Teilen sowie trocken sein und eine Oberflichenzugfestigkeit > 1,5N/mm? aufweisen
[211, 173]. Unebenheiten sind zu vermeiden, um eine senkrechte Belastung der Klebefuge in-
folge sich einstellender Umlenkkrifte auszuschlieBen. Die Verbundbruchkraft wird durch lokale
Unebenheiten der Betonoberfliche um bis zu 20 % reduziert [17]. Zur Verklebung der Lamel-
len wird in der Regel ein kalthartender Zweikomponentenepoxidharz, bestehend aus Hirter und
Stammkomponente, verwendet. Die Kleber besitzen eine hohe Festigkeit bei einer guten Che-
mikalienbestindigkeit. Jedoch sind diese nur bis ca. 40 bis 60°C bestindig [64, 25]. Bei hoheren
Temperaturen wird im sogenannten Glasiibergangsbereich die kristalline Phase aufgelost und
der Klebstoff verliert seine Festigkeit [64]. Entsprechend darf nach den derzeitigen Zulassun-
gen eine Bauteiltemperatur von 40 °C im Bereich der Klebung nicht iiberschritten werden, was
hinsichtlich der Brandbemessung beriicksichtigt werden muss [17]. Zudem diirfen die gekleb-
ten CFK-Lamellen ungeschiitzt nur in Bauteilen mit den Expositionsklassen XC1 (trocken) und
XC3 verwendet sein. Alternativ ist durch eine geeignete Schutzschicht sicherzustellen, dass der
Kleber nicht einer wechselnden oder dauernden Durchfeuchtung ausgesetzt wird [64, 172].

Bei der Bemessung von Betonbauteilen mit aufgeklebter Bewehrung werden im Regelfall dhn-
liche Bemessungsmodelle wie im konventionellen Stahlbetonbau verwendet [159, 16]. Jedoch
ist das sprode und méaBige Verbundverhalten, welches durch die Zugfestigkeit der oberflichen-
nahen Betonschichten charakterisiert wird, zu beachten [175]. Im Gegensatz zu einbetonierten
Bewehrungsstiben konnen nach einer bestimmten Relativverschiebung zwischen Lamelle und
Beton (Schlupf) keine weiteren Verbundspannungen mehr iibertragen werden [232]. Es kommt
nach einem lokalen Verbundversagen meist kurz darauf zu einem globalen Verbundversagen
[63]. Eine plastische Reserve und ein Ankiindigungsverhalten von Bauteilen mit aufgeklebter
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Bewehrung sind entsprechend sehr gering. Die maximal aufnehmbare Kraft der geklebten Be-
wehrung wird daher in fast allen Fillen durch die libertragbare Kraft in der Verbundfuge be-
grenzt [232]. Vor allem durch Rissbildung (Biegeschubrisse) in der Betonzugfaser kommt es
zu einem frithzeitigen Ablosen und Abschilen der Verstirkung [159]. Die sehr hohe Zugfestig-
keit von CFK kann daher nur eingeschrinkt genutzt werden. Um die Wirksamkeit zu steigern,
konnen CFK-Stédbe auch eingeschlitzt werden. Hierdurch wird die Verbundfliche zum Beton er-
hoht, wodurch hohere Krifte iibertragen werden konnen. Gleichzeitig erhoht sich jedoch auch
der Herstellungsaufwand [22].

aufgeklebte Stahllaschen - . aufgeklebte CFK-Lamellen

Epoxidharzkleber

(a) (b)
aufgeklebte CF-Gelege

(c) (d)

Bild 1.6: Prinzip der Verstirkung mittels aufgeklebter Stahllaschen (a), CFK-Lamellen (b),
CF-Gelegen (c) sowie ein Bild von der praktischen Umsetzung (d) [64, 173].

Wirksamkeit der Verstarkungsverfahren

Eine wesentliche Einschrinkung aller genannten Verstdarkungsverfahren ist, dass sie nicht fiir
das Eigengewicht des Bauwerks wirksam sind [95]. Bild 1.7 zeigt die Dehnungsverteilung in
einem auf Biegung beanspruchten, konventionell verstirkten Querschnitt. Die Dehnungen in-
folge der Momentenbeanspruchung aus dem Eigengewicht M, sind zum Zeitpunkt der Verstir-
kung im Initialquerschnitt eingeprigt und lagern sich nicht, bzw. erst nach einer erheblichen
Rissbildung und einem damit einhergehenden Verlust der Gebrauchstauglichkeit, auf die Ver-
starkung um. Lediglich die nach der Verstirkung auftretenden Nutzlasten (M) verteilen sich
gleichermafen auf Initialquerschnitt und Verstirkung. Da das Eigengewicht typischerweise bei
Stahlbetontragwerken 60 bis 80 % der charakteristischen Gesamtlast ausmacht, ist die Wirk-
samkeit der genannten Verfahren gering. Um die Verstirkung auch fiir das Eigengewicht zu
aktivieren, ist eine temporire Entlastung des Tragwerks wihrend der Verstarkungsmafnahme
erforderlich. Dies kann beispielsweise durch Anheben des Tragwerks oder durch gezieltes Ein-
priagen von Zwangsschnittgrofen zur Kompensation der Eigengewichtsschnittgrof3en in statisch
unbestimmten Tragwerken, etwa mittels Temperaturinduktion [116, 117, 119, 118], erfolgen. Im
entlasteten Zustand erfolgt dann die Verstirkung, z. B. durch eingeschlitzte Bewehrung oder das
Aufkleben von CFK-Lamellen. Nach Beendigung der Maflnahme wird das Tragwerk wieder
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belastet und das Eigengewicht verteilt sich gleichermalen auf Initialquerschnitt und Verstér-
kung. Dieser Ansatz ist zwar effektiv, erfordert aber einen hohen Aufwand bei der Umsetzung.

Querschnitt Dehnung

R

"\_Eigengewicht

Nutzlastd N\

I
Nutzlast+Eigengewicht

Verstarkung

Bild 1.7: Dehnungsverteilung in einem verstiarkten Querschnitt aus Eigen- und Verkehrslasten.

Externe Vorspannung

Eine alternative eigengewichtswirksame Verstdrkung ist das Aufbringen einer Lingsvorspann-
kraft auf das Tragwerk mittels externer Spannglieder [140, 206]. Die Anwendung beschréinkt
sich in der Regel auf den Briickenbau [204]. Bild 1.8 (d) zeigt die praktische Umsetzung der
Verstiarkung mittels externer Spannglieder. Die Spannglieder kdnnen hier grundsitzlich zen-
trisch und gerade (Bild 1.8,a), exzentrisch und gerade (Bild 1.8,b) oder exzentrisch und poly-
gonal (Bild 1.8,c) angeordnet werden [212]. Durch eine exzentrische Spanngliedfiihrung wird
aufgrund des Abstands der Spanngliedlage zum Querschnittsschwerpunkt zusétzlich zur Druck-
normalkraft in weiten Teilen auch ein den Einwirkungen entgegengerichtetes und damit giinstig
wirkendes Moment erzeugt [212, 157]. Durch eine polygonale Anordnung kann die Vorspan-
nung an den Momentenverlauf angepasst werden. An den Umlenkstellen entstehen zusitzlich
giinstig wirkende Umlenkkrifte, die das Tragwerk entlasten [64]. Trotz der giinstigeren stati-
schen Wirkung wird aufgrund der technisch komplizierten und aufwendigen Umsetzung der
erforderlichen Umlenkstellen in der Regel eine gerade Spanngliedfithrung realisiert [45].
Entscheidend fiir die Wirksamkeit der Verstdrkung ist die Verankerung der externen Spann-
glieder [141, 32, 12, 96]. Hierfiir kommen in erster Linie die Quertriger-Verankerung sowie
die Verankerung in Ankerblocken zur Anwendung [64, 172]. Bei der Quertrdger-Verankerung
werden die zusitzlichen Spannglieder iiber Kernbohrungen direkt mit einer Ankerplatte an den
vorhandenen Quertridgern verankert. Damit die Methode angewendet werden kann, miissen die
Quertrédger ausreichend dick sein sowie einen hohen Bewehrungssgrad aufweisen, um die zu-
sdtzlichen Krifte aufnehmen zu konnen. Bei der SAB-Verankerung erfolgt die Verankerung der
Spannglieder iiber nachtridglich anbetonierte Stahlbeton-Ankerblocke, die iiber eine
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Quervorspannung mittels Stabspannverfahren gegen die Stege der vorhandenen Konstruktion
gespannt werden [64, 172]. Die Krifte werden dann im Wesentlichen iiber Reibung oder Ver-
zahnung in den Kontaktfugen iibertragen.

Spannglieder

A () A

A (b) JAN

2N /N
Bild 1.8: Spanngliedfiihrung bei der Verstirkung mittels externer Spannglieder (a-c) sowie ein

Foto von der praktischen Umsetzung der Spanngliedfithrung mit einer Umlenkstelle
[145] (d).

Insgesamt stellt das Aufbringen einer zusétzlichen Lingsvorspannung eine vergleichsweise wirt-
schaftliche, effiziente und vielseitig einsetzbare Mdoglichkeit zur Verstiarkung von Stahlbeton-
tragwerken, insbesondere Briicken, dar [4]. Neben einer Erhohung der Traglast konnen auf3er-
dem bestehende Risse verringert bzw. diese sogar komplett iiberdriickt werden. Zudem kann die
Durchbiegung reduziert und der Ermiidungswiderstand erhoht werden [4]. Die Verstirkung mit
zusitzlicher externer Vorspannung beeinflusst somit die Tragfahigkeit, die Dauerhaftigkeit und
das Ermiidungsverhalten giinstig. Nachteile der Methode sind die aufwendige Verankerung der
Spannglieder sowie die Limitierung auf den Briickenbau mit quasi geradem Grundriss. Dariiber
hinaus erhoht die Vorspannung die Beanspruchung der Druckzone.

Vorgespannte CFK-Lamellen

Eine Kombination aus externer Vorspannung und geklebter Zusatzbewehrung stellen vorge-
spannte CFK-Lamellen dar [198, 207, 8]. Die Lamellen werden vor dem Aufkleben auf dem
Beton mit speziellen Spannkonstruktionen vorgespannt [212, 208]. Aufgrund der geringen Haft-
zugfestigkeit des Betons ist zusétzlich zum Klebeverbund eine Endverankerung der Lamellen, z.
B. mittels Anpressplatten, erforderlich [195, 145]. Andernfalls entstehen aufgrund von Schub-
spannungsspitzen unter den Enden der Lamelle sofort Risse im Beton und die Lamelle schilt
sich schlagartig wieder ab. Durch die Vorspannung der Lamellen kann die hohe Zugfestigkeit
des CFK-Werkstoffs wesentlich besser ausgenutzt werden. Zudem wirkt das Verfahren im Ge-
gensatz zur Verstirkung mit nicht-vorgespannten CFK-Lamellen auch fiir das Konstruktions-
eigengewicht. Die Stahldehnungen, die Rissbreiten und die Durchbiegungen des vorhandenen
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Betonquerschnitts werden durch die Vorspannung reduziert. Wie bei den schlaff aufgeklebten
Lamellen sind auch die vorgespannten CFK-Lamellen vor mechanischer Beschiddigung, vor Wit-
terungseinfliissen und vor erhdhten Temperaturen zu schiitzen [172]. Nachteile der Methode sind
der hohe Aufwand fiir das Vorspannen und die Endverankerung der Lamellen [198].

1.4.2 Grundlagen zum Verbundverhalten von Stahlbeton sowie dem Ein-
fluss einer Warmebehandlung darauf

Der Verbund von Beton und Betonstahl ermdglicht es, Krifte zwischen den beiden Baustof-
fen zu iibertragen. Die Kraftiibertragung wird vereinfacht durch eine in der Grenzfliche von
Bewehrung und Beton wirkende Schub- bzw. Verbundspannung 7 beschrieben [233]. Verbund-
spannung entsteht, wenn sich in Stahl und Beton unterschiedliche Dehnungen einstellen bzw.
aus einer Relativverschiebung zwischen beiden [224].

Verbundmechanismen

Die Verbundwirkung gerippter Bewehrungsstibe mit dem Beton beruht auf den drei Mechanis-
men [233]:

* Haftung
* Reibung
* Mechanische Verzahnung

Die Aktivierung der Mechanismen setzt eine Relativverschiebung des Bewehrungsstabes ge-
geniiber dem Beton voraus (Schlupf). Zur Beschreibung des Verbundverhaltens wird ein Zu-
sammenhang zwischen der Verbundspannung 7 als Summe der einzelnen Mechanismen und
dem Schlupf S verwendet (Verbundspannungsschluptbeziehung) [103]. Bild 1.9 zeigt diese ex-
emplarisch. Der Haftverbund infolge chemischer Adhision und Verzahnung der Grenzflachen
zwischen Stahl und Beton im mikroskopischen Bereich ist nur gering belastbar und wird bereits
bei kleinsten Relativverschiebungen zerstort. Glatte Betonstdhle konnen dariiber hinaus keine
weiteren nennenswerten Verbundspannungen aufnehmen, sodass sie heutzutage in der Regel
nicht mehr eingesetzt werden. Bei gerippten Stiben wird nach dem Versagen des Haftverbun-
des die mechanische Verzahnung aktiviert, die den wirksamsten Anteil der Kraftiibertragung
zwischen Stahl und Beton darstellt. Bei zunehmenden Relativverschiebungen stiitzen sich die
Rippen auf den vor ihnen liegenden Betonkonsolen ab und erzeugen dabei hohe Druckspan-
nungen. Infolgedessen entstehen ausgehend von den Rippen geneigt verlaufende Sekundérrisse
(1). Mit steigendem 7 beginnen die Rippen den Beton lokal als Keil oder entlang der Mantel-
fliiche des Stabes abzuscheren (2). Damit ist die maximal iibertragbare Verbundspannung bei s;
erreicht. Dariiber hinaus werden die Betonkonsolen mit weiter ansteigendem Schlupf bei abneh-
mender Verbundspannung fortschreitend zerstort (3). Vollstindig abgeschert sind sie, wenn der
Schlupf dem lichten Abstand zwischen zwei Rippen entspricht. Danach werden Verbundkrifte
nur noch iiber die Reibung zwischen Stab und Beton bzw. zwischen abgescherten Betonkonso-
len und umgebendem Beton iibertragen. Der Stab wird kontinuierlich aus dem Beton gezogen,
was als Ausziehversagen bezeichnet wird.
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Bild 1.9: Verbundspannungsschlupfbeziehung fiir einen einbetonierten Bewehrungsstab mit den
zugehorigen Verbundmechanismen Haftung, Verzahnung und Reibung nach [233].

EinflussgréBen auf die Verbundeigenschaften

Die Qualitdt des Verbunds zwischen Beton und Bewehrung wird durch die Lage der Stibe,
die Betoniiberdeckung, die Betonzusammensetzung und die Bedingungen wihrend des Beto-
niervorgangs beeinflusst [233]. Eine ausreichende Betoniiberdeckung ist erforderlich, um ein
sprodes Versagen des Verbunds zu verhindern. Infolge der von den Rippen schrig verlaufenden
Druckstreben entstehen durch die Umlenkung Zugspannungen im Beton, die ringférmig um die
Bewehrung verlaufen. Uberschreiten diese die Zugfestigkeit des Betons, bilden sich Lingsrisse
entlang des Stabes. Bei geringer Betondeckung spalten die Lingsrisse die Betonschale, wodurch
die iibertragbare Verbundspannung schlagartig abfillt. Dieses sogenannte Sprengrissversagen
muss durch eine ausreichende Betondeckung oder durch Querbewehrung, die ein unkontrollier-
tes Offnen der Risse verhindert, ausgeschlossen werden.

Neben einer ausreichenden Betondeckung ist auch die Betonqualitdt im Bereich der Rippen ent-
scheidend fiir die Verbundwirkung. Hier unterscheidet die Norm EN 1992-1-1 [48] zwischen gu-
tem und méBigem Verbund. Ein guter Verbund liegt vor, wenn die Bewehrung gleichméfig von
dichtem, porenarmem Beton umgeben ist, was eine effektive Kraftiibertragung zwischen Beton
und Stahl ermdglicht. MédBiger Verbund entsteht hingegen durch Entmischungen des Frischbe-
tons, bei denen Luftblasen und iiberschiissiges Wasser unter horizontalen Stéiben eingeschlossen
werden, was die Porositit erhoht. Dies fiihrt dazu, dass die maximal iibertragbare Verbundkraft
(Verbundfestigkeit) sinkt, wihrend der auftretende Schlupf (Verbundsteifigkeit) zunimmt. Die
Verbundfestigkeit kann sich infolge um bis zu 50 % reduzieren [233]. Haufige Ursachen hierfiir
sind ein nicht ausreichendes Verdichten des Frischbetons.

Zudem wirken sich die mechanischen Eigenschaften des den Stab umgebenden Betons ebenfalls
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dominant auf das Verbundverhalten aus. Mit ansteigender Festigkeitsklasse nehmen sowohl die
Verbundsteifigkeit als auch die Verbundfestigkeit zu.

Prifung des Verbundverhaltens

Das Verbundverhalten einbetonierter Bewehrungsstibe wird im Allgemeinen in Auszugsversu-
chen nach DIN 10080 [47] gepriift (siche Bild 1.10). Dabei wird ein mittig tiber die Verbund-
lange [ in einem Probekorper einbetonierter Bewehrungsstab mit einer kontinuierlich steigenden
Zugkraft F' beaufschlagt und aus dem Priifkdrper gezogen. Zur Auswertung wird F' nach Glei-
chung (1.1) in Abhédngigkeit des Stabdurchmessers ds in eine gemittelte Verbundspannung 7
umgerechnet. Diese wird iiber den am spannungsfreien Ende des Stabs gemessenen Schlupf S
aufgetragen. Das Ergebnis ist die Verbundspannungsschlupfbeziehung. Die Annahme einer iiber
die Verbundlinge [ konstanten Verbundspannung ist nur fiir kurze Verbundldngen hinreichend
genau. Tatsichlich nimmt die Langsdehnung des Stabes durch die Verbundwirkung iiber die
Verbundldnge hinweg ab, und der Schlupf wird mit zunehmendem Abstand zum belasteten Sta-
bende kleiner (Bild 1.10). Um reprisentative und einheitliche Ergebnisse zu erhalten, wird in
[97] eine Verbundlinge von [ = 5 d, empfohlen. Bei kiirzeren Lingen konnen lokale Inhomo-
genititen oder Fehlstellen im Beton sowie grofle Zuschlagskorner unmittelbar vor den Rippen
zu erheblichen Streuungen der Ergebnisse fithren. Im Auszugsversuch wird die Verbundldnge
durch eine auf den Stab gesteckte Manschette begrenzt, die den Verbund zum umgebenden Be-
ton auflerhalb dieses Bereichs verhindert. Dadurch wird sichergestellt, dass der Kraftiibertrag
ausschlieBlich innerhalb der definierten Verbundldnge erfolgt.

F

“1n-d,

(1.1

T

Des Weiteren ist eine ausreichende Betondeckung erforderlich, um Sprengrissversagen auszu-
schlieBen. Der Bewehrungsstab wird dazu mittig einbetoniert und die Kantenlédngen des Priif-
korpers sollten > 10 ds, unter Einhaltung der minimalen Abmessung von 200 mm, betragen.

Schlupfmessung

Annahme
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Bild 1.10: Prinzip und Aufbau des Auszugsversuchs zur experimentellen Untersuchung des Ver-
bundverhaltens in Ansicht mit der Verbundspannungsentwicklung iiber die Stablinge (a)
sowie der Draufsicht (b) nach [233].
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Langzeitverbundverhalten

Die hohen Druckspannungen, die durch die Rippen auf den Beton iibertragen werden, fithren
unter Dauerlast zu Kriechverformungen der Betonkonsolen (Verbundkriechen) [67]. Diese Ver-
formungen bewirken eine Zunahme des Schlupfs mit der Zeit. Die Untersuchungen in [67] an
Kunstharz- und Normalbetonproben zeigen, dass sich bei Langzeitbelastungen bis ca. 50 %
der Kurzzeitfestigkeit der Schlupf proportional zur aufgebrachten Last verhélt und bei hoherer
Belastung iiberproportional zunimmt. Im Gegensatz zu Kriechverformungen unter Druckbean-
spruchung sind Verbundkriechverformungen weitgehend irreversibel [156]. Die Ursache hierfiir
sind Mikrorisse, die sich in der unmittelbaren Umgebung der Rippen ausbilden [126]. Expe-
rimentelle Untersuchungen an Auszugskorpern in [110] zeigen fiir verschiedene Normalbeto-
ne nach einer Belastungsdauer von 1000 Stunden einen Anstieg des Schlupfes um den Faktor
von 2,5 bis 3,7, bezogen auf den Zustand unmittelbar nach Lastaufbringung. Neben der Be-
lastungsdauer beeinflussen auch Betonzusammensetzung und Betonalter bei Belastungsbeginn
das Verbundkriechen. Hochleistungsbetone (HPC) mit niedrigem Wasserzementwert und op-
timierter Zuschlagszusammensetzung weisen aufgrund ihrer hoheren Festigkeit und Dichte in
der Regel ein geringeres Verbundkriechen auf. Lokale Inhomogenititen und Porosititen in der
Betonmatrix verstdrken hingegen das Verbundkriechen. Mit zunehmendem Betonalter bei Last-
aufbringung nimmt das Verbundkriechen ebenfalls ab.

Einfluss einer Warmebehandlung auf die Verbundeigenschaften

Durch eine Wirmebehandlung des Frischbetons kann die Entwicklung der Verbundfestigkeit
beschleunigt werden. Das Prinzip entspricht der im Fertigteilbau bereits etablierten Praxis zur
Beschleunigung der Druckfestigkeitsentwicklung bei Betonen. Durch die Warmezufuhr wird
die Reaktionsgeschwindigkeit zwischen Wasser und den im Zement gebundenen Klinkerphasen
erhoht, wodurch die Hydration und damit die Festigkeitsentwicklung beschleunigt werden. Ent-
sprechend entwickelt sich auch die Verbundfestigkeit schneller. Die Untersuchungen in [88, 179]
an einem hochfestem Beton auf Basis des Bindemittels Nanodur Compound 5941 zeigen, dass
sich die Verbundfestigkeit durch eine rapide Wirmebehandlung bei 80 °C ohne Vorlagerungszeit
sogar schneller entwickelt als die Druckfestigkeit. Bereits nach zwei Stunden Wirmebehandlung
konnen signifikante Verbundspannungen iibertragen werden. Nach vier Stunden sind iiber 65 %
der maximalen Verbundfestigkeit, bezogen auf eine 28 Tage alte, nicht temperierte Referenzpro-
be, erreicht. Dariiber hinaus nimmt die Verbundfestigkeit bei temperierten Proben nicht mehr
signifikant zu. Der Grund hierfiir ist, dass durch die Warmebehandlung Mikrorisse im Beton
entstehen, die die Verbundfestigkeit beeintrdachtigen. Somit wird die maximale Verbundfestig-
keit durch die rapide Wiarmebehandlung um ca. 30 % reduziert. Da im Gebrauchszustand eines
Bauteils u. a. durch die Forderung, dass Rissbreiten klein bleiben miissen, die Verbundfestigkeit
in der Regel nicht erreicht wird, ist die reduzierte Verbundfestigkeit fiir die praktische Anwen-
dung in der Regel nicht relevant [70].

Die hohen Temperaturen wihrend der Wiarmebehandlung verbessern zudem die Kristallinitat
und die Dichte der Hydratationsprodukte, was zu einer geringeren Porositit und einer ver-
besserten Mikrostruktur fiihrt. Dies spiegelt sich in einer steiferen Verbundspannungsschlupf-
Beziehung wieder. Neben der Verbesserung der Kurzzeitverbundeigenschaften hat die Warme-
behandlung auch einen positiven Einfluss auf das Langzeitverbundverhalten. Durch die
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beschleunigte Hydratation wird die Steifigkeit der Betonkonsolen erhtht sowie die Porositit
des Betons im Berreich der Rippen reduziert, was die kriechbedingte Verformungszunahme bei
Dauerlast mindert [179]. Bei dem HPC auf Basis des Bindemittels Nanodur Cmpound 5941
fillt die zeitabhédngige Schlupfzunahme durch eine Wiarmebehandlung nach 300 Tagen um ca.
40 % geringer aus als bei nicht temperierten Referenzproben [179]. Dies gilt unabhéngig von
der Temperierungsdauer solange diese vier Stunden iibersteigt.

1.4.3 Regelung der Temperaturverteilung in mehrschichtigen Stahlbeton-
querschnitten

Das gezielte Einbringen von Temperaturen zur Steuerung von Tragwerksreaktionen ist im Bau-
wesen bislang uniiblich. Temperaturen werden iiblicherweise als Einwirkungen betrachtet, die
Verformungen verursachen oder bei Behinderung Zwiéngungen hervorrufen und in der Bemes-
sung beriicksichtigt werden miissen. Auf Materialebene wird eine aktive Temperierung von
Frischbeton hingegen bereits angewendet, um die Festigkeitsentwicklung zu beschleunigen [182,
171] und Langzeitverformungen wie Kriechen oder Schwinden zu reduzieren [192, 191, 193,
179, 158].

Auf Systemebene bietet das aktive einbringen von Temperaturen in Tragwerke ebenfalls ein
grofes Potenzial. In statisch unbestimmten Tragwerken konnen durch eine Temperierung ge-
zielt ZwangsschnittgroBen (N, M, M) erzeugt werden, die den duBeren Einwirkungen entge-
genwirken und damit das Tragwerk entlasten [116, 117, 119, 118].

Zur aktiven Steuerung von Temperaturverteilungen in Tragwerken ist eine genaue Kenntnis der
Wirmeausbreitung der eingebrachten Wirme erforderlich. Dabei wird der Warmetransport in-
nerhalb eines Materials oder zwischen verschiedenen Medien als Warmeiibertragung bezeich-
net.

Theorie der Warmeibertragung

Wirmeiibertragung beschreibt den Transport thermischer Energie infolge eines Temperaturun-
terschieds zwischen verschiedenen Bereichen eines Mediums oder zwischen unterschiedlichen
Medien. [10, 123, 85, 144, 181]. Der Transport erfolgt stets in Richtung des niedrigeren Tempe-
raturniveaus, um einen thermodynamischen Gleichgewichtszustand zu erreichen. Die Wirme-
iibertragung kann dabei grundsitzlich in Form von Wirmeleitung, Wirmestrahlung oder Kon-
vektion erfolgen:

* Wirmeleitung beschreibt den Transport von Warmeenergie innerhalb eines Festkorpers
infolge von Temperaturgradienten. Physikalisch erfolgt dieser Warmetransport molekular
gemil dem Fourierschen Gesetz [10, 23, 181, 120, 33, 76, 123].

* Konvektion umfasst den massegebundenen Wirmetransport durch stromende Fluide wie
Luft oder Wasser. Sie wird durch das Newtonsche Wirmeiibergangsgesetz beschrieben
und unterteilt sich in freie und erzwungene Konvektion, je nachdem, ob die Stréomungen
durch Temperaturunterschiede oder duflere Einfliisse entstehen [51, 80, 120].

* Wirmestrahlung beschreibt den Energietransport durch elektromagnetische Wellen zwi-
schen Korpern unterschiedlicher Temperatur, unabhingig von einem stofflichen Triger
und wird mit dem Stefan-Boltzmann-Gesetz beschreiben [10, 23, 181, 120, 123].
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Im Inneren von Festkorpern erfolgt die Warmeiibertragung ausschlieBlich durch Warmeleitung.
Bei Beton besteht die Besonderheit, dass aufgrund der im Gefiige vorhandenen Luftporen sowie
einer moglichen Restfeuchte theoretisch auch andere Transportmechanismen auftreten kénnen.
Diese Effekte sind jedoch duBlerst gering, sodass die Wirmeleitung auch bei Beton den einzig
relevanten Mechanismus der Warmeiibertragung darstellt. Die Konvektion und die Warmestrah-
lung werden hier daher nicht weiter betrachtet.

Herleitung der Warmeleitungsgleichung (Fouriersches Gesetz)

Die Wirmeleitungsgleichung (Fouriersche Gesetz) beschreibt die Beziehung zwischen dem rdum-
lichen Temperaturgradienten V) und der Warmestromdichte ¢ [10, 23, 33, 76, 123, 143, 181].
Dabei ist § die iiber eine Fliche zugefiihrte Wirmemenge pro Zeiteinheit [W /m?]. Das Fourier-
sches Gesetz besagt, dass die Wiarmestromdichte vektoriell proportional zum negativen Tempe-
raturgradienten ist:

§=-\VY (12)

wobei A den Wirmeleitfahigkeitskoeffizient [W/(m - K)] darstellt. X ist eine material-, druck-
und feuchteabhingige Stoffkonstante, die die Fihigkeit der Warmeleitung eines Materials be-
schreibt. Fiir Temperaturen <100°C kann A als Temperaturunabhiéingig angesehen werden. Bei
hoheren Temperaturen wie sie beispielweise bei einem Brand vorkommen, nimmt A deutlich
ab. ¢ kann bei Annahme eines kartesischen Koordinatensystems in die X,y,z Richtungen zerlegt
werden (Gl. 1.3).

o0 . o0 . o

o= 50 qyzafy, =73, (1.3)

Um die Differentialgleichung der Wirmeleitung zu erhalten, wird die Warmebilanz fiir ein infi-
nitesimales Volumenelement dV = dx dy dz aufgestellt. Die thermische Energieénderung d()
im Zeitintervall dt ergibt sich aus den zu- und abstromenden Wérmestromen:

[0 94, 0
Q= [ax + ay + 0z

} dx dy dz dt (1.4)

Durch Einsetzen von (Gl. 1.3) erhélt man:

0?9 9% 0%
dQ =X |=—+ =5+ == | de dy dz dt 1.5
© [85E2+8y2+622} vz (1)
Die in dem Volumenelement gespeicherte thermische Energie d(@) lésst sich tiber die Tempera-
turdnderung 09 /0t beschreiben. Dazu wird die Masse m als Produkt aus Dichte p und Volumen
dV formuliert. Die spezifische Wiarmekapazitét ¢ beschreibt die zur Temperaturdnderung not-

wendige Wiarmemenge pro Masseneinheit:

dQ:c-p-dV-%-dt (1.6)
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Gleicht man nun zugefiihrte (Gl. 1.5) und gespeicherte Energie (Gl. 1.6) im Sinne einer Bilanz
aus, so ergibt sich die Fouriersche Differentialgleichung (DGL):

0 A
gy _ - V29 1.7

ot c¢c-p (1.7)
Die Losung der DGL héngt von den rdumlichen und zeitlichen Anfangs- und Randbedingungen
ab. Wihrend die Anfangsbedingung das Temperaturfeld zum Zeitpunkt ¢ = 0 vorgibt, werden
die Randbedingungen durch die duBlere Wiarmezufuhr definiert. Diese konnen in drei Haupttypen
unterteilt werden [10, 33, 76, 122, 165, 229]:

¢ Dirichlet-Randbedingungen: Vorgegebene (konstante oder zeitlich verdnderliche) Ober-
flaichentemperaturen 9.

* Neumann-Randbedingungen: Vorgegebene (konstante oder zeitlich verdnderliche) Wir-
mestromdichten ¢;.

* Robin-Randbedingungen: Randbedingungen unter Beriicksichtigung von Konvektion
und Strahlung, beispielsweise in Kontakt mit Umgebungsluft.

Eine analytische Losung der Fourierschen DGL (Gl. 1.7) ist nur fiir simple Geometrien und li-
neare Randbedingungen (temperaturunabhiingige Stoff- und Wirmeiibergangsparameter) mog-
lich [10, 33, 76, 122, 165, 229]. Fiir komplexere Problemstellungen in Bauteilen werden da-
her numerische Verfahren, insbesondere die Finite-Elemente Methode (FEM), herangezogen
[26, 55, 169].

Numerische Berechnung der Temperaturverteilung in mehrschichtigen Querschnit-
ten

Bei Stahlbeton handelt es sich um einen mehrschichtigen Verbundwerkstoff mit stark unter-
schiedlichen thermischen Materialkennwerten fiir Stahl und Beton. Aufgrund der diskontinu-
ierlichen Materialeigenschaften, die sich an den Materialiibergéingen sprunghaft @ndern, kann
die Temperaturgleichung (1.7) nicht mehr analytisch gelost werden. Entsprechend sind nume-
rische Verfahren erforderlich. Eine Moglichkeit stellt die Finite-Elemente Methode dar. Dabei
wird der gesamte Querschnitt zunichst in diskrete Elemente unterteilt. Die hergeleitete Wir-
meleitungsgleichung (Gl. 1.7) bleibt in ihrer Form bestehen, wird jedoch fiir jedes Element
individuell mit den entsprechenden Materialkennwerten fiir Beton und Stahl (A, p und ¢) formu-
liert. An den Grenzflichen zwischen verschiedenen Materialien (z.B. Beton und Stahl) werden
Kontinuitdtsbedingungen fiir Temperatur und Wirmestrom eingehalten, um eine korrekte Ener-
gieiibertragung sicherzustellen. Auf diese Weise kann das Temperaturfeld auch bei komplexen
Geometrien und zeitlich variierenden Randbedingungen numerisch exakt berechnet werden.

Bei der Diskretisierung des Querschnitts sind die unterschiedlichen thermischen Kennwerte der
Materialien zu beriicksichtigen. Fiir Beton héingen diese stark von der Zusammensetzung ab.
Einen Einfluss haben unter anderem der Wasser-Zement-Wert (w/z-Wert), die Gesteinskornung,
der Feinkornanteil sowie die Art und Menge der Zusatzmittel [106, 184, 74]. Zudem hat der
Feuchtegehalt einen erheblichen Einfluss auf A\. Da Wasser eine rund 25-mal grofere Wérme-
leitfahigkeit als Luft aufweist, nimmt A mit steigendem Feuchtegehalt und damit einhergehend
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einem sinkenden Anteil an Luftporen zu [19]. Analog zu A verhalten sich auch p und c. Auch
hier fiihrt ein geringer Porenanteil sowie ein hoher Feuchtegehalt zu einer Zunahme. Damit die
Temperaturverteilung prizise berechnet werden kann, ist entsprechend eine genaue Kenntnis der
thermischen Kennwerte des verwendeten Betons erforderlich. Diese konnen entweder durch ex-
perimentelle Verfahren [105, 219, 106, 220] spezifisch fiir die jeweilige Betonzusammensetzung
ermittelt oder alternativ als allgemeine, betonkategoriespezifische Werte aus der Fachliteratur
entnommen werden [9, 169].

Tab. 1.1 gibt einen Uberblick iiber die thermischen Parameter von Normalbeton, hochfestem
Beton und Betonstahl. Fiir hochfesten Beton liegen nur wenige Studien vor, sodass keine spezi-
fischen Werte angegeben werden konnen. Stattdessen werden nur grobe Referenzwerte genannt.

Tab. 1.1: Thermische Kennwerte fiir Normalbeton, hochfesten Beton und Betonstahl [50, 169]

Material Dichte p ~ Wirmeleitfahigkeit A Spezifische Warmekapazitit ¢
[kg/m?] [W/(m-K)] [J/(kg-K)]

Normalbeton 1800-2200 1.15-1,65 1000

hochfester Beton 2500 3 1200

Betonstahl (500A) 7800 50 450

Aktive Regelung von Temperaturverteilungen

Die transienten Temperaturfelder in Festkorpern konnen durch gezielte Steuerung von Randbe-
dingungen [131, 69, 217], wie Oberflachentemperaturen, Warmestromdichten oder Konvekti-
onsbedingungen, aktiv beeinflusst werden [10, 144, 181]. Um einen solchen Prozess regelungs-
technisch umzusetzen, wird ein geschlossener Regelkreis mit einem Soll-Ist-Vergleich imple-
mentiert (Bild 1.11). Dabei wird eine Fithrungsgrofie w(t) (z. B. ein erwiinschtes Temperatur-
profil oder eine Zieltemperatur in definierten Bauteilbereichen) mit der RegelgroBe y(t) (ge-
messene Ist-Temperatur) verglichen [51, 80]. Die sich ergebende Regelabweichung (e(t) =
w(t) — y(t)) flieBt in eine Regelungseinrichtung (Regler), die sie in eine Stellgrofe u(t) (z. B.
lokaler Wirmestrom an der Oberfldache) tiberfiihrt. Durch die gezielte Anpassung der Stellgro-
Be u(t) wird die Regelabweichung minimiert, sodass das gewiinschte Temperaturziel moglichst
genau erreicht wird [93]. Zudem kann eine auf die Regelstrecke, einwirkende StorgroBe z(t)
kompensiert werden und die daraus resultierenden Abweichungen klein gehalten werden.

Stérgrole
(1)
FahrungsgroRe Regelabweichung StellgrélRe + RegelgroRe
wit) elt) - u(t) y({t)
»X » Regeleinrichtung »| Regelstrecke >

»i

Messeinrichtung [«

Bild 1.11: Regelungssystem mit geschlossenem Kreislauf [49].
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Modellierung der Warmeausbreitung sowie Regelung der Temperaturverteilung
in flissigem Beton

Bei der gezielten Temperierung von Frischbeton ist nicht nur die externe Warmezufuhr, sondern
auch die durch die Wirmezufuhr beschleunigte Warmefreisetzung infolge der Hydratationsre-
aktionen zu beachten [10]. Die innere Warmeproduktion erhoht die Betontemperatur und be-
einflusst damit die Temperaturverteilung im Querschnitt und ist bei der Regelung der externen
Wirmezufuhr zu beriicksichtigen [85]. Um diesen gekoppelten Prozess zu modellieren, wird
die Fouriersche Differentialgleichung nach Gl. 1.7 um einen inneren Wirmeterm W /(c - p)
erweitert:

o9

A 2
5o, VO (1.8)

w
cop
wobei W die bei der Hydratation freigesetzte Wiarme beschreibt, ¢ die spezifische Wirmeka-
pazitit und p die Rohdichte des fliissigen Betons. W ist zeitlich nicht konstant und hiingt vom
Hydratationsfortschritt ab. Die Entwicklung der Hydratationswirme hingt sowohl von der Be-
tonrezeptur als auch von den dufleren Randbedingungen ab. Experimentell ldsst sie sich mithilfe
der adiabaten Kalorimetrie ermitteln [189, 188]. Hierbei wird der Wirmeaustausch des Probe-
korpers mit der Umgebung verhindert, sodass die Temperaturerhohung infolge der Hydratation
direkt erfasst wird. Alternativ konnen empirische Modelle zur Berechnung der zeitlichen Ent-
wicklung der Hydratationswidrme verwendet werden [68, 91, 114, 180, 213].

Zudem ist bei der Modellierung der Wirmeausbreitung in Frischbeton zu beachten, dass die
Materialkennwerte A und ¢ wihrend der Erhértung nicht konstant sind [176]. Wahrend der Hy-
dratation wird Zugabewasser chemisch gebunden, wodurch der Feuchtegehalt des Betons sinkt
und Luftporen entstehen. Infolgedessen nehmen sowohl A als auch ¢ ab. In [180] werden ver-
einfachte Ansitze vorgestellt, um die Hydratationsabhéngigkeit dieser Kennwerte abzuschitzen.
Demnach ist A im fliissigen Zustand 30-50 % (je nach Betonzusammensetzung) und ¢ um etwa
15 % hoher als im erhirteten Zustand. Fiir die Entwicklung zwischen dem fliissigen und dem fe-
sten Zustand kann sowohl fiir A als auch fiir ¢ zwischen den beiden Zustédnden linear interpoliert
werden. Die Entwicklung von A\ wihrend der Hydratation kann alternativ auch experimentell
ermittelt werden. In [176] ist ein entsprechender Versuchsstand vorgestellt.

Entsprechend sind sowohl die Materialkennwerte A und ¢ sowie die intern freigesetzte Hydrata-
tionswdarme W zeitlich nicht konstant und direkt an den Hydratationsfortschritt gekoppelt. Zur
numerischen Berechnung der Temperaturverteilung in fliissigem Beton miissen diese Parameter
daher in jedem Zeitschritt, entsprechend ihrer zeitabhingigen Entwicklung, angepasst werden.

1.4.4 Thermo-mechanische Kopplung in Stahlbetonquerschnitten

In Stahlbetonquerschnitten rufen sowohl mechanische als auch thermische Beanspruchungen
Dehnungen £(y, z) hervor. Diese Dehnungen konnen in einen mechanischen (v, z) und einen
thermischen er(y, z) Anteil aufgeteilt werden (Gl. 1.9) [56, 111, 121]. Ein beliebiges Dehnungs-
feld £(y, z) (Bild 1.12) kann in einen konstanten Anteil £(, sowie getrennt je Richtung in die
linearen Anteile e}y (2), €1in(y) und einen nichtlinearen Rest ey (y, z) zerlegt werden (Gl. 1.9).

ey, z) =er(y,z) + em(y, 2) = €0 + €iin(y) + €iin(2) + eni(y, 2) (1.9)
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£(y=0,2) €

Bild 1.12: Darstellung der thermischen Dehnungen in einem beliebigen, in y-Richtung symmetri-
schen, mehrschichtigen Stahlbetonquerschnitt mit einer iiber die Hohe nicht konstanten
Temperaturverteilung.

Mechanische Dehnungen resultieren aus du3eren Einwirkungen wie Verkehrslasten. Thermische
Dehnungen resultieren aus einer Temperaturdnderung A 7' [°C] und sind abhéngig vom Wirme-
ausdehnungskoeffizienten vy [ ] des Materials (er(y, z) = ar - AT (y, z)). Fiir ein isotropes
Material wie es Beton ist, ist a7 richtungsunabhingig.

Die Herleitung der thermo-mechanischen Kopplung erfolgt an dem in Bild 1.12 dargestellten
mehrschichtigen Stahlbetonquerschnitt, der eine iiber die Hohe nicht konstante, beliebige in y-
Richtung symmetrische Temperaturinderung AT erfihrt. Aufgrund der Symmetrie entstehen
hieraus lediglich Dehnungen in z-Richtung, die sich aus a7 - AT ergeben. Bei mehrschichtigen
Querschnitten sind die unterschiedlichen Materialkennwerte der Querschnittsteile iiber ideelle
Querschnittswerte zu beriicksichtigen. Der konstante Dehnungsanteil € ergibt sich durch Inte-
gration der Dehnung £(y, z) tiber die ideelle Querschnittsfliche A; (Gl. 1.10).

1
g0 = / e(y, z) dA; (1.10)
A; Ja,

Der lineare Anteil wird durch die Kriimmung x und die vertikale Koordinate z bzgl. des Brut-
toschwerpunkts beschrieben (Gl. 1.11). Die Kriimmung wird durch Integration des Produkts
aus Dehnung ¢(y, z) und z iiber A, ermittelt. Dabei ist /. , das Flichentrigheitsmoment des
Gesamtquerschnitts um die horizontale Achse.

ein(2) = K- 2 (1.11)

1
]c7z

K= / e(y,z) - zdA; (1.12)
Ac

Der nichtlineare Rest erzeugt keine SchnittgroBen. Nach der Hypothese von Bernoulli bleibt

der Querschnitt eben und die nichtlinearen inneren Verformungen werden bereits auf Quer-

schnittsebene durch benachbarte Querschnittsfasern zuriickgehalten. Dies fithrt zur Entstehung
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von Eigenspannungen, die innerhalb des Querschnitts im Gleichgewicht stehen und daher kei-
ne SchnittgroBen generieren. Die Eigenspannungen konnen jedoch lokal zur Rissbildung fithren
und sind daher bei der Bemessung zu beriicksichtigen [56, 112, 229, 233]. Entsprechend ergibt
sich e(y, z) abziiglich £y und ey, integriert iiber A, zu Null (GL. 1.13).

[ (et —co—cm(e) dai =0 (1.13)
Querschnittsverzerrungen aus Temperaturdnderungen fithren auf Systemebene — in Abhingig-
keit vom statischen System — zu Verformungen oder Schnittgroen [120]. In statisch bestimmten
Systemen stellen sich temperaturinduzierte Langsdehnungen und Kriimmungen spannungsfrei
ein. Es resultieren Verschiebungen und Verdrehungen, aber keine Schnittgréfen. In statisch un-
bestimmten Systemen werden die Verformungen zuriickgehalten, woraus Zwangsschnittgrofien
(N, My, M,) resultieren. Die Zwinge héngen direkt von der Steifigkeit der Struktur ab. Die
Zwangsmomente aus linearen vertikalen Temperaturgradienten erreichen im Briickenbau die
GroBenordnung von Nutzlasten und miissen entsprechend bei der Bemessung beriicksichtigt
werden. Die Kenntnis des Zusammenhangs zwischen der Temperaturverteilung und den daraus
resultierenden Dehnungen im Querschnitt ermdglicht eine gezielte Beeinflussung dieser Grofen.
Die Kenntnis wird genutzt, nachtréglich erginzte Bewehrungsstibe thermisch vorzuspannen und
damit fiir das Eigengewicht zu aktivieren.
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1.5 Synopse

1.5.1 Einordnung der Publikationen in den Rahmen der Dissertation

Das iibergeordnete Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung der eigengewichtswirksamen Verstér-
kungsmethode mittels thermisch vorgespannter Zusatzbewehrung. Die dazu erforderlichen Ent-
wicklungsschritte werden in den Kapiteln 2 bis 7 anhand von sechs eigenstdndigen Veroffent-
lichungen systematisch erarbeitet. Die Autorenbeitrige zu den einzelnen Publikationen sind im
Anhang aufgelistet. In der Synopse wird der kausale Zusammenhang zwischen den einzelnen
Kapiteln erldutert. Dariiber hinaus werden Inhalt und Motivation in den Kontext der Zielsetzung
aus Unterkapitel 1.2 gestellt. Der betrachtete Forschungsrahmen umfasst den gesamten Ent-
wicklungsprozess der Verstarkungsmethode — von der Charakterisierung geeigneter Materialien
iiber die Entwicklung der Temperierungsmethode bis zur praktischen Umsetzung an einem De-
monstrator. Die Entwicklung erfolgt in Interaktion zwischen Experimenten und der zugehorigen
numerischen Modellbildung.

In Bild 1.13 sind die Entwicklungsschritte visualisiert und den einzelnen Kapiteln zugeord-
net. Als erstes werden die verwendeten Materialien isoliert hinsichtlich ihrer Eignung zur ther-
mischen Vorspannung untersucht. Im weiteren Verlauf der Arbeit werden die Untersuchungen
schrittweise um zusétzliche Randbedingungen erweitert. Entsprechend ist die Arbeit in Unter-
suchungen auf Material-, Querschnitts- und Systemebene gegliedert.

Im ersten Schritt wird ein zum Verfiillen der Schlitze geeigneter hochfester Beton (HPC) iden-
tifiziert und dieser in Experimenten hinsichtlich seiner thermischen und mechanischen Eigen-
schaften charakterisiert. Im Einzelnen werden das Kurzzeit- und Langzeitverbundverhalten des
HPC unter dem Einfluss einer Wiarmebehandlung im Auszugsversuch untersucht (Kapitel 2).
Die thermischen Eigenschaften des fliissigen HPC und der Einfluss der Hydratation darauf wer-
den in Kapitel 3 analysiert. Zusitzlich wird die eindimensionale Wirmeausbreitung im fliissigen
HPC untersucht. Die Ergebnisse flieBen in ein erstes numerisches Modell zur Abbildung der
Wirmeausbreitung im fliissigen Beton ein (1D).

Im néchsten Schritt wird das numerische Modell sowie der Aufbau in den Experimenten um
eine horizontale Warmeausbreitung (2D) sowie die verschiedenen Querschnittsteile mit unter-
schiedlichen Materialien (Schlitz, ergidnzte Bewehrung, Initialquerschnitt) auf Querschnittsebe-
ne erweitert. Damit wird in Kapitel 4 die Induktionsmethode zur Temperierung der Schlitze im
interaktiven Austausch zwischen Experimenten und deren numerischer Abbildung entwickelt.
Ziel ist es, die Randbedingungen wie z. B. Warmezufuhr, Schlitzgeometrie sowie Kiihlung des
Initialquerschnitts hinsichtlich der Wirksamkeit der Verstirkungsmethode zu optimieren.

Im letzten Schritt wird die auf Querschnittsebene entwickelte Induktionsmethode in den bishe-
rigen Versuchsaufbau integriert und um thermische Dehnungen sowie die daraus resultierenden
Krifte auf Systemebene erginzt. Zur Berechnung der thermischen Vorspannkraft sowie ihrer sta-
tischen Wirkung wird in Kapitel 5 ein Berechnungsmodell fiir thermisch vorgespannte Zusatz-
bewehrung entwickelt. Zur Validierung des Modells sowie zur Untersuchung der Machbarkeit
der thermischen Vorspannung dient eine erste experimentelle Umsetzung der Verstdrkungsme-
thode an unbelasteten Balken mit messtechnischer Erfassung der Vorspannwirkung (Kapitel 6).
Die Wirksamkeit der Verstarkungsmethode im GZT und GZG wird dann in (Kapitel 7) an einem
Demonstrator untersucht, unter Beriicksichtigung der Erkenntnisse aus den Kapiteln 2 bis 6.
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Bild 1.13: Schematische Einordnung der Veroffentlichungen in den Entwicklungsprozess der
Verstiarkungsmethode mit thermisch vorgespannter Zusatzbewehrung.

In den nachfolgenden Kapiteln 1.5.2 bis 1.5.7 werden die Inhalte der 6 Publikationen jeweils
nochmal im Detail den Entwicklungsschritten der Verstarkungsmethode zugeordnet. Dabei wer-
den die wesentlichen Erkenntnisse der Publikationen kurz zusammengefasst und diese im Kon-
text der thermischen Vorspannung diskutiert.
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1.5.2 Verbundeigenschaften des schnell warmebehandelten Verfiilimate-
rials

Um die ergédnzte Bewehrung thermisch zu dehnen, werden die Schlitze mit Bewehrungsergén-
zung und Verfiillmaterial auf die definierte Zieltemperatur von 80 °C aufgeheizt. Nachdem das
Verfiillmaterial erhértet ist, stoppt die Wirmezufuhr. Die Verbundwirkung zwischen dem ther-
misch gedehnten Bewehrungsstab und dem umliegenden Verfiillmaterial verhindert dann nach
dem Abkiihlen die Riickverformung des Stabs. Infolgedessen entsteht die Vorspannkraft. Dabei
sollte die Kraftiibertragung im Verbund zwischen Stahl und Beton moglichst verformungsarm
erfolgen. Schlupf sowie dessen zeitabhingige Zunahme infolge von Verbundkriechen fiihren
dazu, dass sich der thermisch gedehnte Stab zuriickverformen kann und die Wirksamkeit der
Verstarkung sinkt. Die erforderliche Temperierungsdauer der Schlitze richtet sich nach der Er-
hirtungsdauer des Verfiillmaterials. Die Wiarmezufuhr muss so lange aufrechterhalten werden,
bis die Verbundspannungen zuverléssig iibertragen werden konnen.Mit zunehmender Tempe-
rierungsdauer nimmt jedoch die Wirmeausbreitung auf den Initialquerschnitt zu, wodurch die
Temperaturdifferenz zwischen Bewehrung und Initialquerschnitt verringert wird, was sich nega-
tiv auf die Wirksamkeit der Verstirkung auswirkt. Entsprechend ist eine schnelle Erhértung des
Verfiillmaterials essenziell.

In Voruntersuchungen wurde ein hochfester Beton (HPC) auf Basis des Bindemittels Nanodur®
Compound 5941 als geeignet zum Verfiillen der Schlitze identifiziert [174, 163, 192, 191]. Das
Bindemittel besteht zu 59 % aus einem Portlandhiittenzement (CEM II/B-S 52,5 R) und zu 41
% aus Quarzmehl. Mit w/z-Werten von 0,26 (unter Beriicksichtigung der Zusatzmittel) bzw. 0,3
zeichnet sich der Beton durch eine schnelle Erhértung, hohe Verarbeitbarkeit und selbstverdich-
tende Eigenschaften aus. Zudem zeigen Untersuchungen, dass bei einer rapiden Wirmebehand-
lung keine signifikanten Schiddigungseinfliisse durch sekundére Ettringitbildung auftreten [193].
In Kapitel 2 werden die Verbundeigenschaften des HPC unter dem Einfluss einer Wirmebe-
handlung experimentell untersucht. Das Versuchsprogramm umfasst Kurzzeit- und Langzeit-
verbundversuche an einbetonierten Stdben mit variierender Warmebehandlungsdauer. Der Ver-
suchsaufbau entspricht in beiden Serien dem Auszugsversuch nach DIN 10080 [47]. Die Pro-
ben werden unmittelbar nach dem Herstellen, im fliissigen Zustand in einem Ofen bei 80 °C
und 65 % Luftfeuchtigkeit fir 7 = [1, 2,4, 24] h wirmebehandelt. Als Referenz dienen nicht
wirmebehandelte 28 Tage alte Proben. In den Kurzzeitversuchen werden die Proben mit einer
kontinuierlich steigenden Zugkraft bis zum Versagen des Verbundes belastet. Wihrenddessen
wird die Schlupfentwicklung am unbelasteten Ende aufgezeichnet. In den Langzeitversuchen
werden die Stibe fiir 300 Tage mit einer konstanten Zugkraft beaufschlagt, die dem erwarteten
Lastniveau aus der thermischen Vorspannung (0,6 %o thermische Dehnung) entspricht. Dabei
wird der zeitabhédngige Schlupfzuwachs messtechnisch erfasst. Ziel der Versuche ist es, fiir die
Verstarkungsmethode die minimal erforderliche Temperierungsdauer der Schlitze zu ermitteln,
nach der das Verfiillmaterial die thermische Vorspannkraft zuverldssig libertragen kann. Zudem
ist die zu erwartende zeitabhédngige Schlupfzunahme sowie der Einfluss der Wiarmebehandlung
darauf zu quantifizieren.

Aus den Untersuchungen lassen sich folgende Aussagen fiir die Anwendung des HPC als Ver-
fiillmaterial zur thermischen Vorspannung darin ergénzter Bewehrungsstibe ableiten:
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* Eine Wirmebehandlung von 2 h im Ofen ist ausreichend, um die Verbundspannungen aus
der thermischen Vorspannung zuverlédssig zu iibertragen.

* Die Wirmebehandlung erhoht die Steifigkeit des Verbunds, wodurch der sofortige Schlupf
signifikant reduziert wird. Die besten Ergebnisse liefert eine Wirmebehandlung von 4 h.
Hier fillt der sofortige Schlupf auf dem Lastniveau der thermischen Vorspannung (0,6 %o
thermische Dehnung) ca. 60 % geringer aus als bei den nicht temperierten Referenzen. Ei-
ne langere Warmebehandlungsdauer hat keinen weiteren signifikanten positiven Einfluss.

* Durch die Wirmebehandlung wird das Verbundkriechen signifikant reduziert. Auch hier
zeigen sich die besten Ergebnisse bei einer Wiarmebehandlung von 4 h. Der zeitabhingige
Schlupf fillt hier um etwa 40 % geringer als bei den Referenzproben aus. Eine ldngere
Wirmebehandlungsdauer hat auch hier keinen weiteren signifikanten positiven Einfluss.

Die Versuchsergebnisse bestitigen die gute Eignung des HPC als Verfiillmaterial zur thermi-
schen Vorspannung erginzter Bewehrung. Die erforderliche Verbundfestigkeit wird bereits nach
2 h erreicht. Danach sind die thermischen Dehnungen dauerhaft eingeprigt und weitere Tem-
peraturdnderungen haben keinen Einfluss mehr auf diese. Die Schlitze konnen somit weiter
temperiert werden, ohne dass die Wirksamkeit durch das Durchwirmen des Initialquerschnitts
beeintrachtigt wird. Eine Verldngerung der Temperierungsdauer von 2 auf 4 h fiihrt noch zu
einer signifikanten Reduktion der Kurzzeit- und Langzeitverformungen. Fiir die weiteren Unter-
suchungen wird daher eine Temperierungsdauer von 4 h fiir die Schlitze festgelegt.

1.5.3 Temperaturinduktion in fliissigen Beton

Um eine hohe Wirksamkeit bei der thermischen Vorspannung nachtriglich erginzter Beweh-
rungsstibe zu erreichen, ist eine prizise Regelung der Temperaturverteilung im Querschnitt er-
forderlich. Die zentrale Herausforderung besteht darin, den Bewehrungsstab innerhalb des Ver-
fiilllmaterials gezielt auf 80°C zu erhitzen, ohne dass eine iibermifige Wirmeausbreitung auf
den umliegenden Initialquerschnitt stattfindet. Die eingeprigte thermische Dehnung des Beweh-
rungsstabs resultiert aus der Temperaturverteilung zum Zeitpunkt, an dem das Verfiillmaterial
so weit erhértet ist, dass die resultierenden Verbundspannungen iibertragen werden konnen. Aus
den Verbundversuchen ist bekannt, dass dieser Zustand fiir den HPC nach ca. 2 h erreicht wird.
Danach bleiben Temperaturdnderungen ohne Einfluss auf die eingeprigte thermische Dehnung.
Entsprechend muss der ergénzte Stab innerhalb dieser Zeitspanne auf die Zieltemperatur von 80
°C erhitzt werden. Dies kann entweder durch eine externe Temperierung der Schlitzoberfliche
unter Nutzung der Wirmeausbreitung im Verfiillmaterial oder durch eine direkte Temperierung
des Stabes erfolgen. Externe Temperierungsmethoden wie Heizmatten, Infrarotstrahler oder Pel-
tierelemente sind in [39] eingehend untersucht. Hier hat sich eine Silikonheizmatte, mit Zwei-
punktregler als besonders effektiv zur Temperierung von Beton erwiesen. Dank ihrer flexiblen
Form passt sie sich auch nach dem Erstarren der Betonoberfliche an dessen Form an, wodurch
eine effektive Wirmetibertragung gewihrleistet wird. Marktiibliche Matten verfiigen iiber eine
Zweipunktregelung mit Temperaturfiihler. Hier kann eine Zieltemperatur von bis zu 200 °C ein-
gestellt werden, die nach dem Aufheizen durch zyklisches Umschalten zwischen den Zustinden
,An‘ und ,Aus‘ konstant gehalten wird.
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Im Rahmen dieser Arbeit wurden noch weitere alternative Temperierungsmethoden experimen-
tell hinsichtlich ihrer Eignung zur thermischen Vorspannung von Bewehrungsstiben untersucht.
Zum einen eine starre Heizplatte aus Mikanit und zum anderen eine direkte Temperierung des
Stabes mit in den Stirnflaichen des Bewehrungsstabes eingelassenen Heizpatronen sowie iiber
die Linge des Stabes verlegten Heizdridhten. Aus den nicht verdffentlichten, im Anhang dar-
gestellten (Bild B.5 , Bild B.4), Untersuchungen wurde deutlich, dass Heizplatten aus Mikanit
aufgrund ihrer starren Form, trotz der deutlich hoheren Heizleistung als Silikonmatten, nicht fiir
die Temperierung von fliissigem Beton geeignet sind. Nachdem Erstarren des Betons besteht
aufgrund von Oberflichenunebenheiten kein durchgéngiger Kontakt mehr zwischen Heizplatte
und Betonoberfliche, wodurch der induzierte Wiarmestrom erheblich abnimmt. Die direkte Tem-
perierung der Stidbe zeigte sich ebenfalls als ineffektiv. Die Heizleistung von Heizpatronen oder
Heizdrihten reicht aufgrund ihrer geringen Abmessungen — notwendig zur Minimierung von
Storungseinfliissen im Schlitz— nicht aus, um den Schlitz mit thermisch trigem HPC nennens-
wert zu erwirmen. Insgesamt hat sich also die Temperierung der Schlitze von auflen mit einer
Silikonheizmatte als am effektivsten herausgestellt. Die Temperierungsmethode wird daher fiir
die nachfolgenden Untersuchungen festgelegt.

In Kapitel 3 wird die Temperierung des fliissigen Hochleistungsbetons (HPC) unter Verwendung
der Silikonheizmatte experimentell an rechteckigen, unbewehrten Probekorpern untersucht. Da-
bei geht es darum, den Temperierungsprozess sowie die resultierende Warmeausbreitung im
Verfiillmaterial isoliert zu betrachten. In den Versuchen werden die eindimensionale Wirmeaus-
breitung im HPC und der von der Heizmatte induzierte Wirmestrom messtechnisch erfasst. Die
Ergebnisse dienen der Entwicklung eines Versuchsstands zur Ableitung des transienten Wirme-
leitfahigkeitskoeffizienten des HPC wihrend der Hydratation. Zudem wird der Einfluss der frei-
gesetzten Hydratationswirme auf die Temperaturentwicklung im Querschnitt erfasst. Zusétzlich
flieBen die gewonnenen Erkenntnisse in die Entwicklung eines numerischen Modells ein, das
den Temperierungsprozess unter Beriicksichtigung des Hydratationsprozesses abbildet. Dieses
ermoglicht eine gezielte Optimierung der Temperaturregelung fiir die thermische Vorspannung
der Bewehrungsstibe. Zudem zeigen die Untersuchungen in Kapitel 3, dass die Temperatur der
Heizmatte auf 95 °C erhoht werden muss, um aufgrund des Abstands zwischen Heizmatte und
Stab die Zieltemperatur von 80 °C am Stab zu erreichen. Eine hohere Heiztemperatur ist nicht
moglich, da sonst das Zugabewasser im fliissigen Beton zu kochen beginnt und Gefiigeschiaden
drohen.

1.5.4 Optimierte Induktionsmethode zur thermischen Vorspannung er-
ganzter Bewehrung

Die Induktionsmethode zur Temperierung der Schlitze ist dahingehend zu entwickeln und opti-
mieren, dass der nachtriglich ergiinzte Bewehrungsstab schnell aufgeheizt wird, ohne dass die
Temperatur im umliegenden Initialquerschnitt signifikant ansteigt. Gemif der in Kapitel 1.1 de-
finierten Zieldehnung fiir die ergiinzte Bewehrung sowie den Ergebnissen der Verbundversuche
(Kapitel 2) ist nach 2 h Temperierung eine Temperaturdifferenz von 60 °C zwischen ergidnzter
Bewehrung und Initialquerschnitt erforderlich, damit 5 = 49 = 0,6 %o gilt. Zum Temperieren
der Schlitze wurde in Abs. 1.5.3 bereits die Silikonheizmatte als am besten geeignet identifiziert.
Weitere Randbedingungen, wie die Regelung der Heizmatte, die Schlitzgeometrie und die
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Implementierung einer parallelen Kiihlung des Initialquerschnitts, werden in Kapitel 4 optimiert.
Dazu wird die thermische Vorspannung ergénzter Bewehrung im ersten Schritt experimentell an
unbelasteten Balken mit variierender Schlitzform umgesetzt. Untersucht werden eine rechtecki-
ge, eine dreieckige, sowie eine halbrunde Schlitzform. Dabei wird jeweils die transiente Tempe-
raturverteilung im Schlitz sowie dem umliegenden Initialquerschnitt messtechnisch erfasst. Die
Ergebnisse zeigen, dass sich eine dreieckige Schlitzform am besten fiir die thermische Vorspan-
nung darin ergidnzter Bewehrungsstibe eignet. Im Vergleich zu den weiteren Formen wird nach
2 h eine hohere Stabtemperatur erreicht, wihrend die Durchwéarmung des Initialquerschnitts
nicht stdrker ausfillt, was insgesamt zu einer groBeren Temperaturdifferenz fiihrt. Allerdings
zeigt sich auch, dass der Beton thermisch triage ist und sich nur langsam aufheizt. Selbst bei
einer Erhohung der Heizmattentemperatur auf 95 °C wird in den Versuchen die Zieltemperatur
von 80 °C im Stab nicht erreicht. Zur Losung werden daher fiir weitere Untersuchungen zwei
Heizmatten iibereinander angeordnet, wodurch der Wirmestrom an der Betonoberfliche nahezu
verdoppelt wird.

Die Silikonheizmatten verfiigen iiber einen Zweipunktregler mit Temperaturfiihler. Bis zum Er-
reichen der vorgegebenen Zieltemperatur wird die volle Heizleistung induziert; danach wechselt
die Matte zwischen den Zustidnden ,,An* und ,,Aus®, um die Zieltemperatur zu halten. Bei der
Temperierung der Schlitze wird die Heizmatte gegen den fliissigen HPC gepresst. Aufgrund
des hohen Wirmeiibergangskoeffizienten im Kontaktbereich nimmt die Heizmatte iiber die ge-
samte Versuchsdauer nahezu die gleiche Temperatur wie der HPC an. Da der HPC thermisch
vergleichsweise Trédge ist und sich daher nur langsam erwidrmt, muss die Heizmatte iiber die
gesamte Versuchsdauer mit maximaler Leistung betriecben werden. Der Zustand, in dem die
Temperaturregelung aktiv eingreift, wird erst nach dem Erhirten des HPC erreicht. Eine gezielte
Regelung der Wirmezufuhr ist in diesem Prozessschritt daher nicht erforderlich.

Zur Optimierung der Schlitzgeometrie sowie der Kiihlung des Intialquerschnitts, wird der Auf-
bau der Verstirkungsmethode numerisch in einer Temperaturfeldberechnung abgebildet. Dabei
werden fiir den fliissigen HPC der in Kapitel 3 ermittelte Warmeleitfahigkeitskoeffizient ange-
setzt. In Vorversuchen erwies sich Trockeneis im Vergleich zu einer Peltier- oder Wasserbad-
kiihlung als die effektivste Methode zur Kiithlung von Beton [39]. Aufgrund seiner niedrigen
Temperatur (—78 °C) ergibt sich ein starker Kiihleffekt, bei einer einfachen Handhabung. Ent-
scheidend fiir die Wirksamkeit der Kiihlung ist die Position des Trockeneises. Bei einer zu nahen
Anordnung zum Schlitz steigt die Temperatur dort nur langsam, was die thermische Dehnung
der ergiinzten Bewehrung begrenzt und die Hydratation des Verfiillmaterials verlangsamt. Bei
einem zu groflen Kiihlabstand hingegen ist die Kiithlwirkung zu gering, wodurch es trotz Kiih-
lung zu einer unerwiinschten Durchwirmung des Initialquerschnitts kommt.

Die Kopplung des 2D-Temperaturberechnungsmodells mit einer 1D-Spannungsberechnung auf
Querschnittsebene, wie in Kapitel 5 beschrieben, ermdglicht die Ableitung der Vorspannwirkung
aus der berechneten Temperaturverteilung. Diese Vorspannwirkung wird als Zielgro3e definiert,
um die Schlitzabmessungen sowie die Kiihlung mittels Trockeneis numerisch zu optimieren.

Hieraus lassen sich fiir iibliche Plattendicken zwischen 10 und 40 cm sowie Bewehrungsdurch-
messer zwischen 14 und 20 cm die folgenden Aussagen fiir die dreieckige Schlitzform ableiten:
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* Die Schlitze sollten so flach wie mdglich sein. Unter Beachtung einer ausreichenden Be-
tondeckung wird die Schlitztiefe fiir das weitere Vorgehen auf 5 cm festgelegt.

* FEine groBere Schlitzbreite und damit temperierte Oberflache fiihrt dazu, dass sich der darin
ergédnzte Stab schneller autheizt. Gleichzeitig nimmt aber auch die Wirmeausbreitung auf
den Initialquerschnitt zu. Die hochste Wirksamkeit ergibt sich bei einer Schlitzbreite von
ca. §cm.

* Durch eine parallele Kiihlung des Initialquerschnitts wird die Temperaturdifferenz zwi-
schen den Querschnittstelien erhéht, wodurch die Wirksamkeit der Methode signifikant
zunimmt. Die hochste Wirksamkeit ergibt sich bei einer Kiihlung im Abstand von ca.
6 cm zum Schlitz mit einer moglichst groen Kiihlbreite.

Zur Validierung der entwickelten Induktionsmethode ist in Kapitel 4 die thermische Vorspan-
nung unter Anwendung der numerisch optimierten Randbedingungen experimentell umgesetzt.
Dabei ist die Temperaturverteilung an mehreren Stellen in den Querschnittsteilen messtechnisch
erfasst. Diese sind mittels linearer Interpolation in eine durchgehende Temperaturverteilung
iiberfiihrt. Auf dieser Grundlage werden die resultierenden thermischen Dehnungen berechnet,
aus denen die Vorspannwirkung abgeleitet wird. Der Vergleich der experimentellen Ergebnisse
mit den numerischen Berechnungen zeigt eine Abweichung < 2 %.

Durch die Optimierung der Induktionsmethode konnte die wirksame thermische Dehnung der
erginzten Bewehrung nahezu verdoppelt werden. Die optimierte Induktionsmethode wird als
Standardlésung fiir die nachfolgenden Untersuchungen festgelegt.

1.5.5 Berechnungsmodell fir thermisch vorgespannte Zusatzbewehrung

Fiir die praktische Anwendung der Verstirkung mittels thermisch vorgespannter Zusatzbeweh-
rung ist ein Berechnungsmodell erforderlich, das sowohl die thermische Vorspannkraft als auch
die daraus resultierende statische Wirkung erfasst. Es soll einfach anzuwenden sein und auf
bewidhrten mechanischen und statischen Berechnungsgrundsitzen basieren. In Kapitel 5 ist ein
solches analytisches Berechnungsmodell hergeleitet. Dabei wird vereinfacht angenommen, dass
der Schlitz konstant die vorgegebene Zieltemperatur erreicht und keine Wiarmeausbreitung in
den Initialquerschnitt stattfindet. Die fiir die thermische Vorspannung wirksame Dehnung ergibt
sich somit direkt aus der Temperaturdifferenz zwischen den beiden Querschnittsteilen. Neben
der erginzten Bewehrung wird auch das Verfiillmaterial aufgrund des gleichen Wiarmeausdeh-
nungskoeffizienten von Beton und Stahl (as = a.) um nahezu das gleiche Mal} thermisch ge-
dehnt. Nach dem Stoppen der Wirmezufuhr und dem anschlieBenden Abkiihlen erzeugen so-
wohl die ergiinzte Bewehrung als auch das Verfiillmaterial eine thermische Vorspannkraft. Die-
se ergeben sich nach dem Hooke’schen Gesetz aus der thermischen Dehnung, multipliziert mit
der Querschnittsfliche und der Materialsteifigkeit. Es ist jedoch zu beachten, dass der Schlitz
in der Zugzone des Gesamtquerschnitts liegt, was bedeutet, dass das Verfiillmaterial Zugbe-
anspruchungen erfdhrt. Bei zunehmender Belastung reifit dieses, wodurch die Steifigkeit und
damit die Vorspannkraft abnimmt. Die experimentelle Umsetzung der Verstirkungsmethode am
Demonstrator mit anschlieBender Belastung bis zum Versagen (Kapitel 7) bestétigt dies. Bei
Erreichen der Maximallast des Balkens wirkt nur noch die Vorspannkraft der Zusatzbeweh-
rung. Entsprechend ist auch nur diese bei der Bemessung im GZT anzusetzen. Im GZG ist die



32 KAPITEL 1. EINLEITUNG

thermische VOrspannung des Verfiillmaterials jedoch relevant. Die thermische Vorspannkraft
stellt eine dullere Belastung auf den Querschnitt dar, analog zu einer klassischen Vorspannung
mit sofortigem Verbund, und wird in der Bemessung entsprechend den bekannten Ansitzen fiir
Spannbeton beriicksichtigt. Zur Validierung des analytischen Modells wird ein entwickeltes nu-
merisches Modell verwendet, dass die Warmeausbreitung vom Schlitz auf den Initialquerschnitt
beriicksichtigt. Das Modell erfasst die aus der Temperaturverteilung resultierenden thermischen
Dehnungen in den Querschnittsteilen. Die fiir die Vorspannung wirksame Dehnung ergibt sich
dann aus der Dehnungsdifferenz zwischen ergidnzter Bewehrung und Initialquerschnitt auf Ho-
he der Schwerelage des Bewehrungsstabs. Eine Wirmeausbreitung in den Initialquerschnitt und
die dadurch verursachten thermischen Dehnungen dort reduzieren entsprechend die Dehnungs-
differenz und damit die resultierende Vorspannkraft.

Die analytischen und numerischen Berechnungsansitze werden in Kapitel 5 unter variieren-
den Randbedingungen — wie Querschnittsabmessungen, duleren Einfliissen und materialspezi-
fischen Betonparametern — gegeniibergestellt und anhand experimenteller Ergebnisse validiert.
Die Ergebnisse zeigen, dass der analytische Ansatz trotz der Vereinfachungen eine hohe Ge-
nauigkeit aufweist, wobei die Vorspannwirkung je nach Randbedingungen um 3 bis 20 % iiber-
schitzt wird. Dies ist bei der Bemessung in Form von Abminderungsfaktoren zu beriicksichti-
gen.

Zeitabhiangige Verformungen des Betons, wie Kriechen und Schwinden, die eine Abnahme der
thermischen Vorspannkraft bewirken, sind ebenfalls bei der Bemessung zu beriicksichtigen. Die
Ergebnisse der Langzeitverbundversuche aus Kapitel 2 zeigen, dass mit einer Reduktion der Vor-
spannkraft um etwa 30 % nach einem Jahr zu rechnen ist. Die Annahme eines idealen Verbunds,
die dem Berechnungsmodell zugrunde liegt, konnte durch die experimentellen Umsetzungen
der Verstirkungsmethode in den Kapiteln 6 und 7 bestétigt werden. Der unmittelbar nach dem
Aufbringen der Vorspannkraft auftretende Schlupf ist gering und hat somit nur einen minimalen
Einfluss auf die Vorspannwirkung.

In Kapitel 5 sind anhand der hergeleiteten Berechnungsmodell die Einfliisse duBerer Randbe-
dingungen auf die Wirksamkeit der Verstirkungsmethode untersucht. Daraus lassen sich die
folgenden giinstigen Anwendungsszenarien fiir die Verstarkungsmethode ableiten:

* Niedrige Umgebungstemperaturen wie sie z. B. im Winter vorhanden sind, wirken dem
Durchwirmen des Intialquerschnitts entgegen und erhthen damit die Wirksamkeit der
Verstirkung.

* Eine hohe Steifigkeit des Initialquerschnitts z. B. infolge einer grolen Querschnittshhe
oder eines hohen E-Modul des Betons wirkt sich ebenfalls positiv auf die Wirksamkeit
der Methode aus. Das Durchwirmen des Querschnitts bewirkt hier geringere thermische
Dehnungen im Initialquerschnitt, die die wirksame Dehnung der ergéinzten Bewehrung
reduzieren.

* Die thermischen Eigenschaften des Betons im Initialquerschnitt haben ebenfalls einen
Einfluss. Eine schlechtere Wirmeleitfahigkeit bewirkt hier, dass der Initialquerschnitt sich
weniger stark durchwirmt, was die Wirksamkeit erhoht.
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1.5.6 Praktische Umsetzung der Verstarkungsmethode

Die praktische Umsetzung der Verstirkungsmethode erfolgt zunédchst an zwei unbelasteten Bal-
ken (Kapitel 6). Ziel ist es, die in den Kapiteln 2-5 erarbeiteten Grundlagen zusammenzufiih-
ren sowie die erforderlichen Arbeitsschritte fiir die praktische Umsetzung zu optimieren. Ein
Schwerpunkt liegt auf der kraftschliissigen Verbindung zwischen dem Verfiillmaterial und dem
Initialquerschnitt.

In den Versuchen werden unbelastete Balken durch einen eingeschlitzten, thermisch vorgespann-
ten Bewehrungsstab verstérkt. Die Temperierung der Schlitze erfolgt mittels Silikonheizmatten
(Kapitel 3), die Schlitzgeometrie sowie die Anordnung der Kiihlung mittels Trockeneis wird
aus Kapitel 4 iibernommen. In den Versuchen wird die thermische Dehnung der ergénzten Be-
wehrung sowie die aus der Vorspannkraft resultierende Stauchung des Initialquerschnitts nach
dem Abkiihlen messtechnisch erfasst. Zur Untersuchung zeitabhingiger Effekte wie Kriechen
und Schwinden werden die Messungen nach dem Abkiihlen iiber einen Zeitraum von drei Ta-
gen fortgesetzt und mit den nach Kapitel 2 (Verbundversuche) erwarteten Dehnungen vergli-
chen. Die Versuchsergebnisse zeigen die praktische Machbarkeit der Verstarkungsmethode. Die
thermische Dehnung bleibt auch nach dem Abkiihlen des Bewehrungsstabs eingeprigt und die
resultierende Vorspannkraft ldsst sich durch die gemessene Stauchung des Gesamtquerschnitts
nachweisen. Zudem zeigt sich, dass der HPC durch die Temperierung mittels Silikonheizmat-
te bereits nach 1 h ausreichend erhértet ist. Die experimentellen Ergebnisse werden mit den
rechnerischen Vorhersagen aus dem in Kapitel 5 entwickelten Berechnungsmodell verglichen.
Die hohe Ubereinstimmung zwischen experimentellen Daten und Modellvorhersagen bestiitigt
sowohl die Genauigkeit als auch die Praxistauglichkeit des Berechnungsmodells.

1.5.7 Wirsamkeit der Verstarkungsmethode in GZT und GZG

Die Wirksamkeit der Verstarkungsmethode zur Vorspannung nachtriglich ergéinzter Bewehrung
auf Gebrauchslast- und Traglastniveau wird in Kapitel 7 experimentell an einem Demonstra-
tor untersucht. Dabei liegt der Fokus auf dem Einfluss der thermischen Vorspannung auf die
Tragfahigkeit, die Verformungen, die Rissbreiten sowie die Dehnungen in der initialen und der
erginzten Bewehrung. Die Verstirkungsmethode wird auf einen vorbelasteten Balken mit den
Abmessungen //b/h=570/30/20 cm unter wirkendem Eigengewicht angewendet, basierend auf
den Erkenntnissen aus den Kapiteln 2 bis 6. Im Hinblick auf eine einfachere Anwendung der
Verstiarkungsmethode in der Praxis, wird hier bewusst auf eine Kiihlung des Initialquerschnitts
verzichtet. Dies fiihrt zu einer geringfiigig reduzierten Wirksamkeit von etwa 10 %, ermdglicht
jedoch eine deutlich vereinfachte Anwendung. Der Balken ist initial mit zwei Bewehrungsstiben
@16 mm bewehrt. Ein dritter Stab @16 mm wird in einem Schlitz erginzt und thermisch vor-
gespannt. Um praxisnahe Randbedingungen zu gewéhrleisten, weist der Balken zum Zeitpunkt
der Verstiarkung ein abgeschlossenes Rissbild auf. Die Belastung wihrend der Verstirkung ist so
gewihlt, dass die initiale Bewehrung eine Dehnung von 0,6 %o erreicht, was als reprisentativ fiir
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Hochbauplatten unter Eigengewicht definiert wurde. Zur Bewertung der Verstirkungsmethode
dienen zwei Referenzversuche. Diese sind unverstiarkt und enthalten initial zwei (untere Refe-
renz) bzw. drei Stibe @16 (obere Referenz) bei ansonsten gleichen Randbedingungen. Sowohl
die Referenzbalken als auch die thermisch vorgespannte Variante werden bis zum Versagen bela-
stet. Wihrend der Verstirkung und Belastung werden Rissbreiten, Durchbiegungen sowie Deh-
nungen in der initialen und erginzten Bewehrung messtechnisch erfasst. Ziel der Verstirkung
ist es, ein Tragverhalten zu erzielen, das der oberen Referenz entspricht, und eine signifikante
Verbesserung gegeniiber der unteren Referenz nachzuweisen. Das in Kapitel 5 entwickelte Be-
rechnungsmodell wird zudem unter Last validiert.

Die wesentlichen Erkenntnisse der Untersuchung sind:

¢ Der thermisch verstirkte Balken erreicht nahezu dieselbe Maximallast wie die obere Re-
ferenz. Die Wirksamkeit der Verstiarkung im GZT entspricht damit ~ 100 %.

* Die thermische Vorspannung erhoht die Steifigkeit des Balkens signifikant. Bei gleicher
Maximallast ist die Durchbiegung des thermisch verstarkten Balkens etwa 33 % geringer
als bei der oberen Referenz.

* Die thermische Vorspannkraft bewirkt eine Stauchung des Querschnitts, wodurch be-
stehende Risse geschlossen werden. Nach der Verstirkung sind die durchschnittlichen
Rissbreiten um 45 % reduziert. Auch bei zunehmender Belastung bleiben die Rissbreiten
kleiner als in den Referenzversuchen.

* Die Giiltigkeit des Berechnungsmodells aus Kapitel 5 wird auch unter Last bestitigt. Das
thermisch gedehnte Verfiillmaterial bleibt bis zu etwa 20 % der Maximallast voll wirk-
sam. Ab einer hoheren Last beginnt das in der Zugzone befindliche Verfiillmaterial zu
reilen. Auf Gebrauchslastniveau bleibt die Vorspannkraft jedoch zu iiber 90 % erhalten.
Die thermische Vorspannung der Bewehrung bleibt auch bei Erreichen der Maximallast
wirksam.






Kapitel 2

Einfluss einer Warmebehandlung
auf das Verbundkriechen von
hochfestem Beton

Das folgende Kapitel ist wortlich entnommen aus:

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Einfluss einer Wirmebehandlung auf das
Verbundkriechen von hochfestem Beton. Beton- und Stahlbetonbau, 2024. 119(4): pp.
253-264. doi: https://doi.org/10.1002/best.202300088

Der Text sowie die Abbildungen wurden redaktionell iiberarbeitet und in ein einheitliches For-
mat und Schriftbild tiberfiihrt. Der Inhalt der Verdffentlichung bleibt unverdndert. Die verwen-
dete Literatur wird am Ende der Arbeit zusammen zitiert.
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Kurzfassung

Die Verbundwirkung von Beton und Betonstahl erméglicht es, Krifte zwischen den beiden Bau-
stoffen zu iibertragen. An der mechanischen Verzahnung der Rippen mit dem umliegenden Be-
ton entstehen dabei hohe Druckspannungen auf die Betonkonsolen. Dies fiihrt bei Dauerlast zu
Kriechverformungen (Verbundkriechen). Die Relativverschiebung (Schlupf) zwischen Beweh-
rungsstab und Beton nimmt stetig zu, was sich nachteilig auf Rissbreiten und Dauerhaftigkeit
auswirken kann. Im Beitrag wird die Reduktion des Verbundkriechens durch eine initiale, rapi-
de Wirmebehandlung bei 80°C mit 60 % relativer Luftfeuchte und Dauern von 4, 16 oder 24
h experimentell untersucht. Hierfiir werden Probek&rper aus hochfestem Beton — im Anschluss
an die entsprechende Wirmebehandlung — im Auszugsversuch fiir 300 d mit einer konstanten
Dauerlast beaufschlagt und der kontinuierliche Anstieg der Relativverschiebungen aufgezeich-
net. Als Referenz dienen nicht temperierte Proben. Die Kriechverformungen werden anhand
von unbelasteten Proben von den Schwindeffekten separiert. Zudem werden unerwiinschte Bie-
geeffekte aus der unvermeidlichen Vorkriimmung der Betonstéhle identifiziert und rechnerisch
eliminiert. Die Ergebnisse zeigen, dass durch die Wiarmebehandlung das Verbundkriechen um
etwa 40 % geringer ausfillt.

Stichworte: Verbundkriechen; Hochfester Beton; HPC; Auszugsversuche; Verbund; Wirme-
behandlung

Influence of heat treatment on the bond creep of high-strength concrete The bond between
concrete and reinforcing steel facilitates the transfer of forces between the two building mate-
rials. The mechanical interlock of the ribs with the surrounding concrete results in high com-
pressive stresses on the concrete corbels. Under permanent load, this leads to creeping and thus
deformation (bond creep). The relative displacement (slip) between the reinforcing bar and the
concrete increases steadily, which may be detrimental for crack widths and durability. In this ar-
ticle, the reduction of bond creep by an initial, rapid heat treatment at 80°C with 60 % relative
humidity and durations of 4, 16, or 24 h is investigated experimentally. This involves subjec-
ting specimens made of high-strength concrete — after the appropriate heat treatment — to a
constant permanent load for 300 days to pull-out and recording the gradual increase in relative
displacements. Non-tempered specimens serve for reference. The unloaded samples are used to
separate creep deformations from shrinkage effects. Moreover, undesired bending effects from
the inevitable curved reinforcing steel are identified and eliminated by calculation. The results
show that the heat treatment reduces the bond creep by around 40 %.

Keywords: bond creep; high-strength concrete; HPC; pull-out test; bond; heat treatment

2.1 Einleitu ng neuert werden miissen [17]. Typische Verstir-
kungsmethoden fiir die Biegetragfiahigkeit von

) Betontragwerken sind die VergroBerung der
Der Erhalt alternder Bestandbauwerke gewinnt i .
] Druckzone durch Betonerginzungen oder die
zunehmend an Bedeutung [41, 125]. Es wird . . .
B . . Verstiarkung der Zugzone durch eingeschlitz-
geschitzt, dass in den EU-Lindern mehr als
. te Bewehrung, aufgeklebte Stahllaschen oder

60 % des gesamten Bestands verstirkt oder er-
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CFK-Gelege [95, 212, 232]. Jedoch sind all
diese Verfahren nur fiir Verkehrslasten, nicht
fiir die eingeprégten Eigenlasten wirksam [95].
Durch Vorspannung kann eine Verstdrkung fiir
die Gesamtlast aus Eigen- und Verkehrslas-
ten aktiviert werden. Sie kann mechanisch
[170, 190, 89], z. B. als externe Vorspannung,
oder thermisch erfolgen. Letztere erfolgt bspw.
durch das temporire Einprigen von Zwangs-
schnittgroBen infolge einer gezielten Tempe-
rierung des Bauteils wéhrend der Verstirkung
[117, 118, 119, 39].
derzeit untersucht, nachtrigliche Bewehrun-

Alternativ dazu wird

gen durch Erwirmen thermisch vorzuspannen.
Die Bewehrung wird dazu mit einem hochfes-
ten Vergussmortel in Betonschlitze eingebracht
und mit Heizmatten schnell auf ca. 80 °C er-
wirmt. Bei einer Aushirtung des Vergussmor-
tels in ca. 2 bis 4 h stellt sich dann eine Tem-
peraturdifferenz zwischen dem noch kiihlen
Restbetonquerschnitt und den Schlitzen ein,
die nach Abschalten der Temperierung zum ge-
wiinschten Vorspanneffekt fithrt. Das Verfah-
ren wird derzeit im Rahmen des von der Deut-
schen Forschungsgemeinschaft (DFG) gefor-
derten Projekts ,,Aktiv geregelte thermische In-
duktion zur Verstirkung von Stahlbetontrag-
Bei der Kraftiibertra-
gung zwischen Bewehrungsstab und Beton tritt

werken® entwickelt.

analog zur Verbundverankerung von Spann-
gliedern [167, 168, 58] Verbundkriechen auf.
Die zeitliche Zunahme der Betonverformun-
gen reduziert die Vorspannkraft und damit die
Wirksamkeit der Verstirkung. Zudem fiihrt
das Verbundkriechen zu einer Zunahme der
Rissbreiten [1, 57, 110], sodass diese beiden
Verhaltensweisen als sogenanntes frithes Krie-
chen nach Temperaturbehandlung im Fokus
dieses Beitrags stehen. Die Verbundwirkung
zwischen Beton und einem gerippten Beweh-
rungsstab beruht auf den drei Mechanismen
Haftung, Reibung und mechanische Verzah-
nung [152]. Deren Aktivierung setzt eine Re-
lativverschiebung des Bewehrungsstabs gegen-

iiber dem Beton voraus (Schlupf). Der wesent-
liche Anteil des Verbunds entsteht durch die
mechanische Verzahnung der Rippen. Die ho-
hen Druckspannungen, die von den Rippen auf
den Beton iibertragen werden, fiihren bei Dau-
erlast zu Kriechverformungen der Betonkonso-
len (Verbundkriechen) [152, 67]. Der Schlupf
nimmt allméihlich zu.

In der Literatur liegen nur wenige experimen-
telle Untersuchungen zum Einfluss des Ver-
bundkriechens auf das Verbundverhalten vor.
Unter anderem untersucht Franke [67] dies
an Kunstharz- und Normalbetonproben mit
dem Ergebnis, dass sich bei Langzeitbelastun-
50% der Kurzzeitfestigkeit der
Schlupf proportional zur aufgebrachten Last

gen bis ca.

verhdlt und bei hoherer Last iiberproportio-
nal ansteigt. Im Gegensatz zu Kriechverfor-
mungen unter Druckbeanspruchung sind Ver-
bundkriechverformungen weitgehend irrever-
sibel [156]. Die Ursache hierfiir sind Mikroris-
se, die sich in der unmittelbaren Umgebung der
Rippen ausbilden [126]. Experimentelle Un-
tersuchungen an Auszugskorpern in [110] zei-
gen fiir verschiedene Normalbetone nach einer
Belastungsdauervon 1000 h einen Anstieg des
Schlupfs um den Faktor von 2,5 bis 3,7, bezo-
gen auf den Zustand unmittelbar nach Lastauf-
bringung. Weitere Untersuchungen kommen
zu vergleichbaren Ergebnissen [67, 71].

Durch eine Wirmebehandlung konnen die
Langzeitverformungen von Beton reduziert
werden [191, 192, 13].
Lastaufbringung sowie der Feuchtegehalt des

Das Betonalter bei

Betons beeinflussen dabei die Hohe dieser Ver-
formungen maBgeblich [1, 14, 187, 136]. Die
Wirmebehandlung des Frischbetons fiihrt zu
einer beschleunigten Zementhydratation, so-
dass Kriechverformungen geringer ausfallen
[13]. Die experimentellen Untersuchungen in
[73, 210] belegen den positiven Einfluss der
Wirmebehandlung auf das Kriechen von ultra-
hochfestem Beton und zwar unter konstanter
Zugbeanspruchung [73] bzw.
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Biegebeanspruchung [210]. In beiden Fillen
werden Kriechverformungen durch das Tem-
perieren um mehr als 50 % reduziert.
Besonderheiten dieses Beitrags sind zum einen
eine hohe Heiztemperatur von 80 °C zur War-
mebehandlung, um mdglichst schnell hohe
Verbundfestigkeiten zu erzeugen, und zum an-
deren die Untersuchung des sehr frithen Krie-
chens. Die initiale und rapide Warmbehand-
lung bei 80 °C und 60 % Luftfeuchte wird in
threm Einfluss auf das Verbundkriechen von
hochfestem Beton untersucht. Hierfiir werden
Probekorper fiir 300 d mit einer Dauerlast be-
aufschlagt und die zeitliche Schlupfzunahme
aufgezeichnet. Dabei variieren die Wirmebe-
handlungsdauer sowie das Lastniveau.

2.2 Experimentelle Untersu-
chungen

2.2.1 Theoretische Grundlagen

Die zeitabhidngige Dehnung des Betons €. zu
einem Zeitpunkt ¢ ab Lastaufbringung setzt
sich bei gleichbleibenden Umgebungsbedin-
gungen aus den drei Anteilen Schwinddehnung
E€cs, Initialdehnung e, sowie Kriechdehnung
€cc Zusammen [135, 214] zu G1.2.1:

ec(to + 1) = ecs(to + t, ts) + cilto) @1

teee(to + o)

Darin bezeichnet #y den Zeitpunkt der Lastauf-
bringung und % den Zeitpunkt des Beginns der
Trocknung.
Analog verhilt es sich beim Verbundkriechen,
welches im Rahmen des Beitrags iiber die
Stahldehnung 5 und den Schlupf S ermittelt
wird. Letzterer setzt sich aus zwei Anteilen zu-
sammen, dem unmittelbar nach ¢y auftretenden
Initialschlupf Sy und dem zeitabhiéngigen An-
teil S(t). Sp resultiert aus den Verformungen
der Betonkonsolen [126] zwischen den Rip-
pen zum Zeitpunkt #y und der damit verbun-
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denen Relativverschiebung des Betonstahls ge-
geniiber dem Beton. Infolge des Betonkrie-
chens steigt der Schlupf. Dieser zeitabhingige
Schlupfzuwachs S(¢) kann gem. Model Co-
de 2010 [71] bezogen auf Sy ndherungsweise
durch einen exponentiellen Ansatz in Abhén-
gigkeit von der Belastungsdauer ¢ mit G1.2.2

beschrieben werden:

S(t)=So-(1+10-1)"0® (2.2)

2.2.2 Versuchsprogramm

Ziel der experimentellen Untersuchungen ist
es, die Auswirkung einer rapiden Wirmebe-
handlung (WB) auf das Verbundkriechen von
hochfestem Beton (HPC) in Abhéngigkeit von
der WB-Dauer T zu ermitteln. Der verwende-
te HPC weist eine Rezeptur nach [163] auf Ba-
sis des Bindemittels Nanodur Compound 5941
auf (Tab.2.1), nach 28 Tagen ergibt sich ei-
ne mittlere Druckfestigkeit von 133,0 N/mm?.
Die Arbeiten in [193] zeigen fiir diesen Be-
ton, dass fiir die drastische Art der Wirme-
behandlung keine relevanten Schiadigungsein-
fliisse durch sekundire Ettringitbildung auftre-
ten.

Das Verbundkriechen wird in der Versuchs-
reihe 1 untersucht (Tab.2.2). Das Programm
umfasst vier Probekorper je WB-Dauer, von
denen jeweils einer unbelastet bleibt, um den
Schwindeffekt von den Kriechverformungen
zu separieren. Die Proben werden nach dem
Betonieren fir 77 = [4,16] h bzw. T = 4
h bei 80°C und 60 % relativer Luftfeuchte im
Ofen wiarmebehandelt [191]. Als Referenz die-
nen nicht temperierte Proben (7' = 0 h). Die
Lastaufbringung erfolgt bei allen Proben 24 h
nach der Betonnage (fp = 24 h). Da die Pro-
ben zu diesem Zeitpunkt auf Raumtemperatur
abgekiihlt sein miissen, ergibt sich die maxi-
male WB-Dauer zu ca. 16 h.
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Tab. 2.1:

Zusammensetzung des hochfesten Betons (HPC) gem. [163], basierend auf der Nanodur-Technologie
[43]

Composition of the high-strength concrete (HPC) acc. to [163] based on Nanodur technology[43]

Komponente Typ Masse [kg/m?]
Sand 0/2 426,0

Basalt 1/3 882,0
Bindemittel Nanodur Compound 5941*%  1042,0

Wasser 159,8
FlieBmittel Master Glenium ACE 430 12,3
Schwindreduzierer Eclipse Floor 8,0
Erhidrtungsbeschleuniger Master X-Seed 100 12,3

*Bindemittelvormischung nach [163]

Tab. 2.2:

Versuchsprogramm zur Verbundfestigkeit und zum Verbundkriechen nach Warmebehandlung*
Test programme for bond strength and bond creep after heat treatment*

Versuchsreihe Belastung  WB-Dauer Priifzeitpunkt Probekorper
F T to Anzahl/Bezeichnung**
[KN] [h] [h/d] belastet unbelastet
0 3/1-0.1 bis 1-0.3 1/1-0.4
1,,Verbund- 2,5 4 24 h 3/1-4.1 bis 1-4.3 1/1-4,4
kriechen 16 3/1-16.1 bis 1-163  1/1-16.4
4 4 24 h 3/1-4.5 bis 1-4.7 -
0 T 5/2-0.1 bis 2-0.5 -
2 ,Verbund-  bjs Verbund- .
festigkeit” versagen 4 T 5/2-4.1 bis 2-4.5 -
24 28 d 5/2-24.1 bis 2-24.5 -

* Wirmebehandlung (WB) bei 80 °C, 60% rel. Feuchte

** Bezeichnungssystematik: Serie — WB-Dauer. 1fd. Nr.

Die Probekorper werden mit einer Zugkraft Proportionalitit von Schlupf und Last relativ
von 2,5 kN bzw. 4 kN beaufschlagt, was ca. zum ersten Niveau untersucht. Die Probekor-
30 % bzw. 40 % der Kurzzeitverbundfestig- per werden fiir die Versuchsdauer des Krie-
keit des HPC (ohne WB nach 28 d) entspricht. chens in einer Klimakammer bei 20°C und 60
Durch das zweite Lastniveau (4 kN) wird die % Luftfeuchtigkeit gelagert.
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Die Versuchsreihe 2 ,,Verbundfestigkeit* dient
der Referenz. Das grundsitzliche Temperre-
gime ist gleich dem der Langzeitversuche. Die
Proben werden zeitlich leicht abweichend von
Versuchsreihe 1 fiir 7' = [0, 4, 24] h wéirmebe-
handelt — die Priifung erfolgt hier unmittelbar
im Anschluss (fg = T') bzw. nach 28 d. Die
Last wird bis zum Verbundversagen durch Ab-
scheeren der Betonkonsole zwischen den Rip-
pen des Bewehrungsstabes gesteigert.

2.2.3 Versuchsaufbau

Das Versuchsprinzip sowie die Umsetzung im
Versuchstand sind in Bild 2.1 dargestellt. Der
Versuchsaufbau beider Serien entspricht ge-
nerell dem des Auszugsversuchs nach DIN
10080 [47], wobei die Probekorper bei den
Langzeitversuchen mit einer konstanten Dau-
erlast beaufschlagt werden.
gen der Betonwiirfel sind mit b

Die Abmessun-
10 cm
zur Sicherstellung eines vollstindigen Durch-
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destabmessungen nach DIN 10080 verringert,
wobei das Kriterium b > 10d; bei einem Stab-
durchmesser von d; = 6 mm eingehalten ist.
Die Lastaufbringung erfolgt bei den Langzeit-
versuchen mittels Tellerfedern. Diese werden
wechselsinnig in Reihenschaltung auf den Be-
wehrungsstab gesteckt und mittels Unterleg-
scheibe sowie Mutter gegen den Probekorper
vorgespannt. Aus der vorab bestimmten Feder-
kennlinie ergibt sich ein linearer Zusammen-
hang zwischen dem Federweg X und der dar-
aus resultierenden Kraft F'. F' kann so iiber den
Federweg gesteuert werden.

Der Schlupf S(t) fiihrt zu einer geringen Ent-
spannung der Federn, wobei der relative Kraft-
verlust AF/F proportional zu S(¢)/X ist.
Folglich sollte der Federweg grof} sein gegen-
iiber dem Schlupf. Fiir die Versuche werden
je Probekorper 14 Tellerfedern mit einem Ge-
samtweg von X = 6,7 mm fiir F 2,5
kN bzw. X = 10,6 mm fiir F' = 4 kN ver-
wendet, bei Kraftverlusten unter 4 % aus dem

wirmens bei kurzer WB gegeniiber den Min- Schlupfanteil.
? & Versuchsstand
3
F 2 Verbundkriechen Auszugsversuch

1 Gewinde Unterlegscheibe g
o0
o g
' | Tellerfederit Schlupfmessung g
¥
L ~ APNAR
Stahlplatte (t = 10 nhm) 5
3
o 3
o = bz
S PVC — Manschette S

i
&)
-} 3 .
3 g
. L g
ST - e
- g
- @6  Betonprobe E

" " A—A
100
Bild 2.1:

Versuchsprinzip und Probekorpergeometrie der Verbundversuche mit faseroptischer Dehnungsmessung
auf dem Bewehrungsstab (links) sowie Umsetzung der Versuchsstinde (rechts).
Test principle and specimen geometry of the bond tests with fibre-optic strain sensors on the reinforcing

bar (left) and the test stands (right).
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Die Schlupfentwicklung wird am belasteten
Ende mit digitalen Messschiebern aufgezeich-
net. Diese haben eine Messauflosung von
17100 mm. Erginzend werden faseroptische
Sensoren (DFOS) [38, 109] eingesetzt, um
die Dehnungsverteilung im Bewehrungsstab
es(z,t) tber die Linge = und die Zeit ¢ auf-
zuzeichnen. Die polyamidbeschichteten Glas-
fasern werden mit dem Kleber ,,Polytec PT
AC2411° in Nuten auf dem Bewehrungsstab
verklebt [109]. Der Abstand der Messpunkte
betridgt 0,65 mm. Die Terminierung stellt das
Faserende dar. Die DFOS-Messungen erfolgen
in der ersten Woche durchgiingig, dann im Wo-
chenrhythmus, spiter monatlich fiir jeweils ca.
48 h.

2.3 Versuchsergebnisse

2.3.1 Versuchsreihe 1 ,Verbund-
kriechen”
2.3.1.1 Dehnungsverteilung im Beton-

stahl

Die Dehnungsverteilung im Betonstahl ist in
Bild 2.2 links exemplarisch fiir PK 1-4.1 iiber
die Probekorperlinge zum Zeitpunkt unmit-
telbar nach Lastaufbringung dargestellt. Die
DFOS-Messung zeichnet die Dehnungen in pe
(um/m) iiber die Stablinge sowohl im Ver-
bundbereich (links) als auch im freien Bereich
(rechts) auf. Im Bereich ohne Verbund (PVC-
Manschette) stellt sich die erwartet annihernd
konstante Dehnung aus der aufgebrachten Last
ein. Sie nimmt iiber die Verbundlinge nahezu
linear ab — am freien Rand ist e, = 0.

2.3.1.2 Zeitabhédngige Dehnungsent-
wicklung im Betonstahl

Die zeitabhiingige Entwicklung von €, iiber die
Verbundlidnge ist in Bild 2.2 rechts iiber die
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Versuchsdauer ¢ dargestellt. Entlang der Ver-
bundlidnge nimmt €, iiber die Zeit stetig und im
gleichen Maf3e ab — es kommt zu keiner we-
sentlichen Umlagerung der Verbundspannung
entlang der Verbundldnge. Bild 2.3 zeigt die
zeitliche Dehnungsentwicklung, aus DFOS-
Messung als Mittelwert, bezogen auf den Zu-
stand unmittelbar nach Lastaufbringung. Diese
resultiert aus dem Schlupfanstieg infolge von
Kriechen und Schwinden des Betons und der
damit verbundenen Abnahme der Federkraft
und ist aufgrund des linearen Zusammenhangs
zwischen Federweg und Federkraft dazu pro-
portional.

Die Einzelergebnisse je Probekorper sind ge-
strichelt dargestellt — die durchgezogenen Li-
nien zeigen die gemittelten Kurven je WB-
Dauer. Die Streuung nimmt mit lingerer WB
— bei annédhernd gleichen Variationskoeffizien-
ten — ab. Zum Zeitpunkt ¢ = 7200 h (300 d)
betrigt die Standardabweichung bzw. Varia-
tionskoeffizienten +41,9 ye bzw. 23 % (0 h),
+13,9 pe bzw. 21 % (4 h) und 8,4 pe bzw.
20 % (16 h). Die zeitabhingigen Dehnungs-
dnderungen fallen bei den temperierten Proben
geringer aus als bei den nicht wirmebehandel-
ten. Der Unterschied zwischen 4 h und 16 h
WB-Dauer ist gering. Die mittels DFOS auf-
gezeichneten Dehnungen sind zu den diskreten
Die
kontinuierlichen Verldufe werden mithilfe von

Messzeitpunkten als Punkte dargestellt.

Exponentialfunktionen gem. [71] angenihert.
Die unbelasteten Proben erfahren ausschlieB3-
lich Schwindverformungen. Die zugehdrigen
Entwicklungen der Betonstahldehnungen sind
in Bild 2.3 (rechts) dargestellt und den gemit-
telten Kurven aus Bild 2.3 (links) gegeniiber-
gestellt. Mit steigender WB-Dauer reduzieren
sich erwartungsgeméill auch die Schwinddeh-
nungen [191, 192] und dies weitgehend pro-
portional zu den Kriechdehnungen.
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Bild 2.2:

Mittels Glasfaser (DFOS) iiber die Linge aufgezeichnete Dehnungen im Betonstahl (links) und ihre zeit-
liche Entwicklung im Verbundbereich (rechts)
Strain along the reinforcing bar recorded by fibre-optics (DFOS) (left) and its development with time

(right)
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Bild 2.3:

Zeitliche Entwicklung der mittleren Stahldehnungen im Verbundbereich infolge von Kriechen und
Schwinden fiir unterschiedliche WB-Dauern: Einzelkurven gestrichelt und gemittelte Kurven durchge-
zogen (links); Dehnungsentwicklung am unbelasteten Probekdrper (Schwinden, gepunktet) sowie aus
Kriechen und Schwinden (durchgezogene Linie, nach Bild 2.3 links)

Development of the average steel strain with time due to creep and shrinkage and variable duration of
heat treatment (WB): single curves dashed and averaged curves solid (left); strain development of the un-
loaded specimen (shrinkage, dotted) and from creep and shrinkage (solid line, according to fig. 2.3 left)
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2.3.1.3 Zeitabhangige
wicklung

Schlupfent-

Die zeitabhidngige Entwicklung des Schlupfs
S(t) ab Lastaufbringung ist in Abhingigkeit
von der WB-Dauer in Bild 2.4 (links) dar-
gestellt. Die Einzelergebnisse (Punkte) sind
jeweils der Mittelwert aus drei Einzelversu-
chen. Die Streuung nimmt hier — bei anni-
hernd gleichen Variationskoeffizienten — eben-
falls mit steigender WB-Dauer ab. Zum Zeit-
punkt ¢ = 7200 h (300 d) betragen die Stan-
dardabweichungen bzw. Variationskoeffizien-
ten £0,05 mm bzw. 23 % (0 h), £0,03 mm bzw.
19 % (4 h) und £0,01 mm bzw. 7 % (16 h). Die
Verldufe werden mithilfe von (GI. 2.3) appro-
ximiert [71].

S(t)y=a-tb (2.3)

Die Parameter a und b werden mit der Metho-
de der kleinsten Fehlerquadrate fiir jeden Pro-
bekorper separat ermittelt und sind mit den zu-
gehorigen BestimmtheitsmaBen R2 in Bild 2.4

wn
0.05 ( a=0,071 b=0,130 R2=0,83
a=0,024 b=0,208 R>=0,95
0‘ 1 n n 1
Q NN N Q e
\ \) \) \) \) \) \)
S S S R
¢ [h]
Bild 2.4:

Zeitliche Entwicklung des Schlupfs zwischen Beweh
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angegeben. Die Kurven zeigen, analog zu den
Dehnungsverldufen, eine Reduktion des zeit-
abhiéngigen Schlupfzuwachses bei den tempe-
rierten Proben, wobei die Unterschiede zwi-
schen T'=4 h und 16 h wiederum gering sind.
Bild 2.4 zeigt den Vergleich unterschiedlicher
Lastniveaus (2,5 kN mit ¢ = 0,44 %o bzw.
0,18 fyx und 4 kN mit & 0,71 %o bzw.
0,28 fyk bei gleicher WB-Dauer (4 h) anhand
lastnormierter Schlupf-Zeit-Verldufe. Bei den

dargestellten Einzelergebnissen handelt es sich
um Mittelwerte aus drei Einzelversuchen. Die
Ergebnisse zeigen vergleichbare Verlédufe, also
Proportionalitit zwischen den Lastniveaus.

2.3.2 Versuchsreihe 2 ,,Verbund-
festigkeit”

Das Verbundverhalten von Betonstiben wird
im Allgemeinen durch die Verbundspannungs-
Schlupf-Beziehungen charakterisiert und
durch Auszugsversuche nach DIN EN 10080
gepriift.
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rungsstab und Betonkdrper in Abhéngigkeit von der

WB-Dauer (links) sowie lastnormierte Schlupfentwicklung bei unterschiedlichen Lastniveaus (rechts)

Development of the slip between the reinforcing bar

and the concrete with time and the duration of heat-

treatment (WB) (left) and slip development at different load levels, normalized (right)
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Dabei wird die Zugkraft F' kontinuierlich bis

zum Erreichen eines Schlupfs von 3 mm ge-
steigert. Zur Auswertung wird £’ nach Gl.2.4
in eine gemittelte Verbundspannung 7 umge-
rechnet [14]. Diese wird iiber den am span-
nungsfreien Ende des Stabs (Durchmesser dy)
gemessenen Schlupf S aufgetragen. Bild 2.5
zeigt derartige Kurvenverldufe fiir die unter-
suchten Probekorper in Abhéngigkeit von der
WB-Dauer.
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Bild 2.5:

Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen aus den
Auszugsversuchen (Einzelversuche gestrichelt und
gemittelte Kurven durchgezogen)

Bond-strength slip relationships from pull-out (sin-
gle tests dashed and averaged tests solid lines)

Bei den gestrichelten Linien handelt es sich um
Einzelkurven je Probekorper, die je WB-Dauer
Die
temperierten Probekorper weisen ein steiferes
Verbundverhalten auf — es ergeben sich bei
gleicher Verbundspannung geringere Schlupf-

gemittelten Kurven sind durchgezogen.

werte. Die maximal iibertragbare Verbund-
spannung Tmax Wird durch eine WB ebenfalls
reduziert, das Versagen dabei im Gegensatz zur

Referenz sproder.

F

T a2 4

Aus den gemittelten Kurvenverldufen kann
der Initialschlupf Sp, der sich unmittelbar nach
Lastaufbringung einstellt, bestimmt werden.
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F = 2,5kN entspricht dabei nach Gl. 2.4
7 = 4,4N/mm?. Sy nimmt mit steigender
WB-Dauer ab und zwar um 41 % bei 4h und
um 63 % bei 16h.

Die Streuung der Initialschlupfwerte fallt bei
den wirmebehandelten Proben ebenfalls ge-
ringer aus. Die Standardabweichungen betra-
gen +0,012mm (0 h), +0,007 mm (4 h) und
40,007 mm (24 h).

2.4 Auswertung und Diskus-
sion
Einfluss der Warmebehand-

lung auf die Schlupfentwick-
lung

2.4.1

Die Versuchsergebnisse zeigen, dass eine rapi-
de WB sowohl den Initialschlupf Sy als auch
den zeitabhingigen Schlupf S(¢) reduziert.
Die Ergebnisse sind fiir ¢ = 0 und ¢ = 300 d
in Tab.2.3 zusammengefasst. Der Einfluss des
dabei veridnderten Federwegs X ist mit 2,2 %
bzw. 3,6 % gering (vgl. [6]), sodass auf ein
Nachspannen der Federn verzichtet wird. Der
relative Einfluss der WB auf S wird mit den
Gln. (2.5), (2.6) bestimmt.

_ ST
ASy = (T = 0) 1 (2.5)
_ o s@T)
AS() = 55 7 ! 2.6)

So reduziert sich wie beschrieben im Mittel um
41 % (4 h) bzw. 63 % (16 h). Bei S(t) ist der
Einfluss der WB geringer. Nach 300 d ergeben
sich im Mittel um 38 % (4 h) bzw. 41 % (16 h)
reduzierte Werte.

2.4.2 Dehnungsverteilung im Ver-

bundbereich

Zur Validierung der Ergebnisse der Dehnungs-
messungen im Verbundbereich wird zundchst
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die Dehnungsverteilung auf der freien, ver-
bundlosen Stablinge betrachtet. Bild 2.6 zeigt
dazu exemplarisch fiir PK 1-4.1 die Dehnun-
gen unmittelbar nach Lastaufbringung. Darge-
stellt sind die diskreten Messpunkte der DFOS
und deren lineare Approximation.
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Bild 2.6:

Gemessene und linearisierte Dehnungen auf der
freien Linge eines Bewehrungsstabs und erwartete
Dehnungsverteilung (oben) sowie zugehdriges sta-
tisches Ersatzsystem (unten)

Measured and linearised strains on the free length
of a reinforcing bar and expected strain distribu-
tion (top) and corresponding equivalent static sys-
tem (bottom)

Tab. 2.3:
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Der offensichtlich linear verdnderliche Verlauf
zeigt, dass neben der Axialdehnung (¢, =
420 pe) zusitzliche Biegeeffekte aus einer un-
gewollten Verkriimmung des Bewehrungsstabs
auftreten. Stichprobenhaft durchgefiihrte 3D-
Scans bestitigen diese Verkriimmung. Das in
Bild 2.6 dargestellte vereinfachte Ersatzstab-
system modelliert das Verhalten des Beweh-
rungsstabs auf der freien Lange. Der Verbund-
bereich links stellt genauso wie die Konstruk-
tion zum Spannen der Tellerfedern rechts ei-
ne Teileinspannung dar. Die Position des Mo-
mentennullpunkts 7y und die Momentengrofien
(M und M) sind dabei abhéngig von den Stei-
figkeitsverhéltnissen der beidseitigen Einspan-
nungen und den Verkriimmungen.

2.4.3 Einfluss von Biegeeffekten
auf der freien Lange

Die auftretenden Biegeeffekte werden durch
ergidnzende Versuche (Reihe 1b) mit beidsei-
tig am Bewehrungsstab angeordneter DFOS
(Bild 2.7 oben) bei sonst unverindertem Ver-
suchsaufbau untersucht. Ziel ist die rechneri-
sche Elimination der Biegeeffekte. Die Ver-
suchsreihe umfasst drei Probekorper (PK 1b-
4.1 bis PK 1b-4.3) mit 77" = 4 hund F =
2,5kN. Bild 2.7 zeigt exemplarisch die in PK
1b-4.1 aufgezeichneten Dehnungen unmittel-
bar nach Lastaufbringung.

Initialer und zeitabhéingiger Schlupf in Abhiingigkeit von der WB-Dauer
Initial and time-dependent slip as a function of the duration of heat-treatment (WB)

WB-Dauer Initialschlupf Zeitabhingiger Schlupf Anderung Federweg Einfluss WB
T So S(t =300d) AX ASy AS(t=3004d)
[h] [mm] [mm] [%] [%] [%]
0 0,027 0,24 -3,6 - -
4 0,016 0,15 2,2 -41 -38
16 0,010 0,14 2,1 -63 -41




2.4. AUSWERTUNG UND DISKUSSION

Die an den gegeniiberliegenden Querschnitts-
rdndern gemessenen Dehnungen verlaufen da-
zu gegengerichtet mit dem Momentennull-
punkt My im Schnittpunkt der lineariserten
Verldufe. Im Verbundbereich erzeugt das zu-
sdtzliche Moment Dehnungen orthogonal zur
Stabachse, die analog zur Axialdehnung dem
Kriechen unterliegen. Dadurch reduziert sich
die Einspannungskraft und mit ihr die Momen-
tengrofle und -verteilung im Stab.

Bild 2.8 zeigt die in den drei Versuchen mit
zweiseitiger DFOS (Versuchsreihe 1b) gemes-
sene mittlere Verschiebung des Momentennull-
punkts 1z tiber die ersten 70 h in Richtung des
Verbundbereichs, dessen Einspannung weicher

wird.
800 . . . . . .
AA
DFOS 2 B F=2 5kN
Q 2z iz2 %
N = = L.
700 DFOS 1 2 .
PK 1b — 4.1
600
o
= 500
<
400 +
300 +
DFOS 2
200 :
3 4 5 6 7 8 9 10
x [cm)]
Bild 2.7:

Zweiseitig gemessene (Punkte) und lineari-
sierte Dehnungen auf der freien Linge des
Bewehrungsstabs

On two-sides measured (points) and linea-
rised strains on the free length of the rein-
forcing bar

19 ist dabei der Abstand zwischen M und dem
Ende des Verbundbereichs. Es sei darauf hin-
gewiesen, dass im Zeitraum von 20 bis 60 h
keine Messdaten erhoben wurden und der al-
ternierende Verlauf der unvermeidlichen Mes-
sungenauigkeit der DFOS geschuldet ist [109].
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PVC-Manschette

0 20 10 60 80
t [h]

Bild 2.8:

Zeitliche Entwicklung des errechneten Momenten-

nullpunkts unter einer konstanten Zugkraft F' =

2,5 kN

Shift of the calculated point of the zero moment

with time subjected to constant tension F' = 2,5

kN

Die in den Versuchen aufgezeichnete Deh-
nungsdnderung ist somit zum einen auf das
Verbundkriechen und zum anderen auf die
kriechbedingte Reduktion der Biegeeffekte zu-
riickzufithren. Die Schlupfmessung ist hinge-
gen frei von Biegeeffekten.

Die bei My gemessene Dehnung ist frei von
Biegeeffekten und entspricht derjenigen aus
reiner zeitlicher Entwicklung des errechneten
Momentennullpunkts unter einer konstanten
Zugkraft ' = 2,5kN Normalkraftbeanspru-
chung. Mit M, in Abhingigkeit von ¢ als Be-
zugspunkt der Dehnungsmessung kénnen die
Dehnungen um die Biegeeffekte bereinigt wer-
den. Die zeitliche Entwicklung der Dehnungs-
dnderung in My wird mit Gl. 2.7 beschrieben.

AEs,c+s(t) = Es(xO(t); t)—ES(I()(to), tO) 2.7

In Bild 2.9 ist diese bezogen auf die Dehnung
in My zum Zeitpunkt ¢ = #, = 0 als Mittel-
wert aus drei Probekorpern dargestellt. Nach
70 h Belastungsdauer ergibt sich eine mittle-
re Anderung der Axialdehnung von ca. 2,0 %,
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welche mit der Reduktion der Federkraft infol-
ge des Schlupfs korrespondiert.

0

€s

A ers [€5(0(to), to) [%)]

-15f
21
2.5 . . .
0 20 40 60 80
t [h]
Bild 2.9:

Zeitliche Entwicklung der Stahldehnung infolge
von Kriechen und Schwinden im Momentennull-
punkt, bezogen auf den Zustand unmittelbar nach
Lastauffbringung

Change of steel strain due to creep and shrinkage at
the point of zero moment related to the initial state
at load application

2.4.4 Korrekturansatz der Biegeef-
fekte

Die Dehnungsmessungen aus Versuchsreihe 1
werden auf Basis der ermittelten Steifigkeits-
verhiltnisse der beiden Teileinspannungen und
deren zeitlicher Entwicklung um die Biegeef-
fekte korrigiert. Zur Validierung werden die
aus den Dehnungen in M integrierten Stab-
kriafte dem nominellen Wert aus dem Feder-
weg gegeniibergestellt. Tab.2.4 zeigt die Er-
gebnisse mit Abweichungen zwischen 12 %
(2,2 kN) bzw. 3 % (2,4 kN); fir T = 0 lie-
gen keine Daten vor. Die um die Biegeeffek-
te korrigierten mittleren Dehnungen im Ver-
bundbereich werden zudem anhand der Deh-
nungen in den unbelasteten Probekorpern um
die Schwindeinfliisse (Bild 2.3 rechts) berei-
nigt. Nach ¢ = 300 d ergeben sich kriechbe-
dingte Zunahmen der Axialdehnung von 3,2 %
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(Oh), 2,2 % (4 h) und 2,1 % (16 h). Die aufge-
zeichneten Kriechdehnungen ¢ fallen somit
bei den wirmebehandelten Proben nach 300 d
um 29 % (4 h) bzw. 31 % (16 h) geringer aus
als in den Referenzproben.

Da die DFOS lediglich Anderungen der Axial-
dehnung infolge einer Kraftdnderung aufzeich-
net, kann nur indirekt iiber den eingestellten
Federweg X sowie den Zusammenhang zwi-
schen X und F aus der Federkennlinie auf
die absoluten Kriechwerte geschlossen wer-
den. Fiir absolute Kriecheinfliisse sind folglich
die Schlupfmessungen heranzuziehen.

2.5 Einfluss der Warmebe-
handlung auf das Ver-
bundkriechen

Um den Einfluss der WB auf das Verbundkrie-
chen zu quantifizieren, werden Kriechdehnun-
gen £5(t) und Schlupfwerte S(¢) der tempe-
rierten Proben mit den Gl. 2.8, 2.9 in Relati-
on zu den nicht wirmebehandelten Referenz-
proben (T = 0) betrachtet. Die Ergebnisse
der DFOS- und der Schlupfmessungen sind in
Tab.2.5 fiir die Zeitpunkte ¢ = [1, 30, 120, 300]
zusammengefasst. Nach einem Tag fillt der
zeitabhingige Schlupf S(¢) in den temperier-
ten Proben 53% (T = 4h) bzw. 50% (16
h) geringer aus als fiir 7 = 0. Analog ver-
hilt es sich bei den aus dem Verbundkriechen
resultierenden Dehnungen & ¢(¢). Die Reduk-
tionen betragen 53 % (4 h) bzw. 57 % (16 h).
Der Einfluss der WB auf das Verbundkriechen
Nach
30 Tagen weisen die temperierten Probekorper
noch um 45 % bzw. 44 % reduzierte Schlupf-
werte auf — die Dehnungen sind um 39 % bzw.
43 % reduziert. Die Ergebnisse nach 120 d und
300 d unterscheiden sich nur noch geringfiigig
—der Einfluss der WB auf das Verbundkriechen
stabilisiert sich.

reduziert sich sukzessive mit der Zeit.
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Tab. 2.4:
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Vergleich der planmiBigen Stabkrifte mit den abgeleiteten Werten aus der Dehnungsmessung mittels

DFOS

Comparison of the expected bar forces with those derived from the strain sensors via DFOS

Probekorper Zugkraft ¥ Mittelwert F  Standardabweichung Sg

PlanmiBige Zugkraft F'

aus DFOS aus DFOS aus DFOS aus Federweg
[ [kN] [kN] [kN] [kN]
T =4h
1-4.1 2,4
1-4.2 24 2,2 0,3 2,5
1-4.3 1.9
T =16h
1-16.1 2,2
1-16.2 2,4 2,4 0,2 2,5
1-16.3 2,7
Die Dehnungen ¢ sind im Gegensatz zu den [ B
Schlupfmessungen um die Schwindeinfliisse 03 I s = 3004)] |

und die Biegeeffekte bereinigt — die Reduktion
betréagt hier nach 300 d ca. 30 %. Der Schlupf
(inkl. Schwinden) reduziert sich zum selben
Zeitpunkt um ca. 40 %.

Die Reduktionen im Schlupf aus WB wirken
sich auf Initialwerte Sy genauso wie auf End-
werte So+.S5(¢) aus. Dies ist anndhernd propor-
tional mit zeitlich abnehmender Tendenz. Bild
2.10 zeigt dazu den an den Probekorpern nach
300 d aufgezeichneten Gesamtschlupf Sp +
S(t). Der Initialschlupf ist bei den temperier-
ten Proben um 41 % (T =4 h) bzw. 63 % (16
h) gegeniiber den Referenzproben reduziert.
Im Vergleich zum zeitabhéingigen Schlupfzu-
wachs S(t) fillt der relative Einfluss der WB
hier leicht groBer aus.

o ese(t, T)
Aewll)= —Fa—g ! @9
As(h) = STy 2.9)

0.25 F

0.2

0.15

0.1}

S(t)[mm] bzw. Sy [mm)]

T[]

Bild 2.10:

Einfluss einer WB auf den initialen Schlupf Sy so-
wie auf die zeitabhingige Zunahme des Schlupfs
S(t), als Mittelwerte aus den Versuchsreihen 1 und
2

Impact of heat-treatment (WB) on the initial slip Sy
and its time-dependent increase S(t), as mean va-
lues from test series 1 and 2
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Tab. 2.5:

KAPITEL 2. EINFLUSS EINER WB AUF DAS VERBUNDKRIECHEN

Einfluss der WB auf die zeitliche Entwicklung der Kriechdehnung und des Schlupfs
Impact of the heat-treatment (WB) on the development of creep strain and slip with time

WB-Dauer Einfluss WB auf Dehnungs-/Schlupfentwicklung
T [h] A€se(t) AS(t) Aese(t) AS(t) Aese(t) AS(t) Aese(t) AS(t)
[%] [%] [%] [%] [%] [%] [%] [%]
t=1d t=30d t=120d t=300d
0 - - — - - - — -
4 =53 =53 -39 —45 -32 —42 -29 -38
16 =57 =50 —43 —44 -36 —41 =31 —41

2.6 Schlussfolgerungen

Der Beitrag zeigt den Einfluss einer initialen
rapiden WB bei 80 °C und 60 % rel. Luftfeuch-
te auf das Verbundkriechen von HPC unter ei-
ner konstanten Dauerlast auf Gebrauchstaug-
lichkeitsniveau. Dabei variieren die WB-Dauer
sowie das Lastniveau. Als Referenz fiir die
Langzeitversuche dienen die mithilfe von Aus-
zugsversuchen ermittelten Initialschlupfwerte.
Die wesentlichen Erkenntnisse sind:

- Eine rapide WB des frischen HPC re-
duziert den zeitabhéngigen Schlupf (aus
Verbundkriechen und Schwinden) um
ca. 40%. Dies gilt weitgehend unab-
hingig von der WB-Dauer, wenn sie 4 h
ibersteigt. Es wird daher eine WB von
wenigstens 4h empfohlen. Der Redukti-
onseffekt nimmt mit der Zeit leicht ab.

- Schwindeinfliisse konnen mittels DFOS
anhand relativer Dehnungsinderungen
erfasst werden. Demnach wird das rei-
ne Verbundkriechen durch eine WB (>
4 h) um ca. 30 % reduziert.

- Das Verbundkriechen verhilt sich bei
WB im Bereich des untersuchten Ge-
brauchslastniveaus von ca. 0,44 bis 0,71

40 %

der Verbundfestigkeit nahezu proportio-

%o Stahldehnung bzw. bis ca.

nal zur aufgebrachten Last.

- Die WB beschleunigt die Festigkeitsent-
wicklung im Beton, wodurch sich zu-
gleich ein steiferer Verbund ergibt. Der
Initialschlupf reduziert sich hier bis iiber
60 %.

- Unvermeidbare Kriimmungen der Be-
wehrungsstibe fiihren in den Auszugs-
versuchen zu unplanmifigen Biegeef-
fekten.
seitig am Stab aufgebrachten linienarti-

Diese lassen sich bei beid-

gen Dehnungsmessungen mittels DFOS
Falls Beton-
stahldehnungen im Rahmen einer Mess-

rechnerisch eliminieren.

kampagne von Interesse sind, wird die
beidseitige Dehnungsmessung am Be-
tonstahl empfohlen.






Kapitel 3

An Experimental Method to
Capture the Thermal Conductivity
Coefficient of Fine-Grained
Concretes during Transition from
Liquid to Solid

Das folgende Kapitel ist wortlich entnommen aus:

SCHWARZ, Y.; RATKE, D; SANIO, D.; MEURER, T. und MARK, P. An Experi-
mental Method to Capture the Thermal Conductivity Coefficient of Fine-Grained
Concretes during Transition from Liquid to Solid. Materials 2024, 17(9), 2115; htt-
ps://doi.org/10.3390/mal17092115.

Der Text sowie die Abbildungen wurden redaktionell iiberarbeitet und in ein einheitliches For-
mat und Schriftbild tiberfiihrt. Der Inhalt der Verdffentlichung bleibt unverdndert. Die verwen-
dete Literatur wird am Ende der Arbeit zusammen zitiert.
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Abstract

During the transition from liquid to solid, the thermal conductivity coefficient A of concrete de-
creases. Although X of hardened concrete is well investigated, there is limited research on the
transition from liquid to solid and how it depends on hydration. Currently, only simplified qua-
litative approaches exist for the liquid state and the transient process. An experimental method
is not available. For this purpose, a test rig is designed to experimentally capture the evolution
of A for fine-grain concretes during transition. The performance of the test setup is evaluated
on a characteristic high-performance concrete (HPC). The results are compared to theoretical
predictions from the literature. The developed test rig is mapped in a digital twin to investigate
extended boundary conditions, such as different heat sources and temperatures of the experi-
mental setup. It allows the experiment to be repeated and optimized for different setups with
little effort. The test principle is as follows: A liquid concrete sample is heated through a con-
trolled external source, while the transient temperature distribution over the height is measured
with a fiber optic sensor. The thermal conductivity is derived from the heat flux induced and
the temperature distribution over an evaluation length. Experiments show that \ in the liquid
state is approximately 1.4 times greater than in the solid state and exponentially decreases for
the transient process. Numerical results on the digital twin indicate that the robustness of the
results increases with the temperature of the heat source. Moreover, the derivation in A turns out
to be strongly dependent on the evaluation length. A length of three times the maximum grain
diameter is recommended.

Keywords: temperature induction; thermal conductivity coefficient; high-performance concrete;
hydration-dependent thermal conductivity coefficient; digital twin

ent course of \ is relevant to numerically mo-

3.1 Introduction

deling and optimizing the heat treatment pro-

cess. While A for hardened concrete is well

The heat transfer in solid materials is driven known, only simplified qualitative approaches

by the thermal conductivity coefficient A [169]. exist for the liquid state and the transition in

Since A depends on hydration [192], it decre- between [53]. Currently, no experimental me-

ases for young concrete during solidification, thod is available to determine A during hydra-

which is the transition from liquid to solid. tion

Although being an important aspect of ther- The thermal conductivity of hardened concre-

mal material behavior, the transient course of A te depends on composition [106, 184]. In par-

during transition has not been thoroughly stu- ticular, the water/cement ratio (w/c), the ag-

died. The change in A is particularly relevant gregates, the fines, and the type and quantity

during the heat treatment of young concrete, as of admixtures are relevant [106, 184]. Aera-

it accelerates solidification and, thus, the tran- .
’ ’ ted concrete exhibits generally lower thermal

sition of A. The heat treatment of young con- conductivity due to the insulating properties
of the air [74]. Table 3.1 shows ranges of A

from the literature for various concrete catego-

crete has become an integral part of materials
technology. It is used, among other things, to

accelerate strength development or reduce the
long-term deformations of creep and shrinka-
ge [192, 182, 179]. Knowledge of the transi-

ries [169, 163]. Only a few studies are available
for HPC and ultra-high-performance concrete
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(UHPC), so specific ranges cannot be reported;
only rough reference values are indicated.

Even for the same composition, the thermal
conductivity of concrete depends on its tem-
perature and moisture content [106, 184]. The
investigations in [133] on the influence of tem-
perature on A show that the thermal conducti-
vity can be assumed to be constant at tempe-
ratures up to 100 °C. At higher temperatures
much greater than 100 °C, as in the case of fire,
A decreases significantly [133]. Under ambient
temperature conditions, the moisture content
becomes more relevant [184, 19] since the ther-
mal conductivity of water is around 25 times
greater than that of air [184, 19]. Therefore,
the thermal conductivity of concrete increases
with the moisture content and consequently de-
creases with the air void content. During hy-
dration, water is chemically bonded; therefo-
re, A decreases [53]. In the literature, only sim-
plified qualitative approaches for the hydration
dependence of A\ are proposed. In ref. [53], a
linear approach is presented with respect to the
degree of hydration @ (Equation (3.1)). The-
rein, A\ is the initial thermal conductivity of
the freshly mixed concrete in the liquid state,
while A\p,rq represents the fully hydrated state.
The parameter « is defined as the ratio of heat
released up to the considered time to the to-
tal hydration heat quantity with 0 < o < 1

[53, 180].
Aa) = Ao — (Ao — Apard) @ 3.1

To determine the initial conductivity g, in
[53], an approach according to Kirchner [108]
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is used (Equation (3.2)), which depends on the
volume-related moisture excess ¢ (Equation
(3.3)). This indicates the proportion of the wa-
ter that is not chemically bound by the cement
during mixing; in normal concrete, it amounts
to about 75% [53, 108]. Then, ¢ can be calcu-
lated for a specific concrete as a function of the
cement ¢ and the water w contents.

1+12¢

)‘(¢) = )\hard . 1.6 (3-2>
with
~ (w—0.25¢)
¢ = 1000 (3-3)

Feeding ¢ from Equation (3.3) into Equation
(3.2), Ao can be calculated in relation to Apaq.

(1+

According to [53], and depending on the w/c
ratio, Ag is 30% to 55% greater than A\pyq. Ho-
wever, the evolution of A during hydration is

)\hard
Ao =
"7 16

(3.4)

12w — 3¢
1000

not considered in detail, and the approach is li-
mited to normal concrete.

Experimental methods to determine A for so-
lids can be divided into steady-state and tran-
sient approaches [83]. The guarded hot-plate
measurement [219, 105, 101] and the heat-flow
meter [34, 160] are the most commonly used
steady-state methods for solid materials. In the
associated tests, a material sample is heated un-
til a stationary temperature distribution is rea-
ched within.
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Tab. 3.1: Thermal conductivity coefficients of common concrete categories.

Concrete Category

Thermal Conductivity Coeff. A [W/(mK)]

Aerated concrete
Normal concrete
High-performance concrete (HPC)
Ultra-high-performance concrete (UHPC)

0.15-0.75

1.15-1.65
3.0
6.0

Then, the A-value is derived from the sample’s
geometry, the heat flux induced, and the tempe-
rature gradient over a defined length. In parti-
cular, for materials with low thermal conducti-
vity, such as concrete, it may take several hours
to reach stationarity. At this time, the concrete
is already almost fully hydrated. So, the evolu-
tion of A\ during solidification cannot be deter-
mined with these methods.

Transient methods have the advantage of gene-
rating results in a short time. The hot-wire me-
thod is most commonly used [164, 138]. A ma-
terial sample is heated using a known power-
immersed heating wire; )\ is then derived from
the temperature rising with time at a certain di-
stance from the wire. An alternative is the la-
ser flash method [86, 72]. A material sample is
heated with a laser pulse on one side, and the
temperature increase is recorded on the oppo-
site side using an infrared thermometer. Then,
A is determined from the sample thickness and
the time elapsed between the laser pulse and
the temperature increase on the opposite side.
However, transient methods have limitations in
determining A during hydration. The material
sample must maintain a constant temperature,
allowing for repeated measurements only after
complete cooling. This means that changes in
material properties can only be recorded over
long-time intervals. Additionally, transient me-
thods are less accurate than stationary methods
and are most suitable for small material samp-
les with dimensions of a few millimeters only
[62].

To fill this gap, a test rig is designed to deter-
mine the evolution of X for fine-grain concretes
during solidification from experiments.

For this, the contribution is structured as fol-
lows: Section 3.2 presents the method develo-
ped to experimentally derive A during hydra-
tion in general and the implementation of the
test rig in a digital twin. The numerical mo-
del represents the thermal behavior of concrete
during hydration and is calibrated with the test
data.

In Section 3.3, the test rig is verified in an ex-
periment on a characteristic HPC. The results
are compared with the numerical ones obtained
on the digital twin. The digital twin is utilized
to assess the suitability of the test rig for con-
cretes with other boundary conditions (Section
3.4).

3.2 Experimental Determi-
nation of the Transi-
ent Thermal Conductivi-

ty Coefficient
3.2.1 Theoretical Basis for the De-
velopment of the Test Rig

If heat is supplied to a system, the temperature
in the system balances with time due to the he-
at transfer. This comprises thermal conduction,
radiation, and convection [169]. Heat transfer
in solids is limited to thermal conduction. For
homogeneous and isotropic materials, the heat
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flux Q can be calculated with Fourier’s law
(cf. [169, 24]). In case of one-dimensional heat
conduction, Q depends on the thermal conduc-
tivity of the body, the cross-sectional area A of
the heat flux, and the temperature gradient df
over the length dz (Equation (3.5)). A is a sca-
lar and describes the material’s ability to trans-
fer heat [W/(mK)]. In general, it is considered
as a constant material property.
. 9

O=-\-A-—

I (3.5)

Q in the interval [z;, 73] is determined as fol-
lows:

T2 23
/ Q dx = / A Adv
T 2l

Assuming a linear temperature gradient in the

(3.6)

interval [z, 1] with Az = 25 — 21 and A =
91 — ¥,, Equation (3.6) can be written as fol-
lows:

. A A-AY

Q= A0 =17) = M-

To — I1 x

3.7)

Solving for A gives

B Q- Az
AY-A

(3.8)

In what follows, Equation (3.8) is used to de-
rive X for homogeneous and isotropic materials
from the tests. Therefore, a linear temperature
gradient in the interval Az is required.

3.2.2 Design of the Test Rig

The idea of the test rig (Figure 3.1) is to gene-
rate a uniaxial linear temperature distribution

KAPITEL 3. EXPERIMENTAL METHOD TO CAPTURE THERMAL CONDUCTIVITY

in a test specimen (1) between an external he-
at source on top (2) and a free surface (sink)
on the bottom. The sides are thermally insula-
ted (3). The heat supply and the temperature
distribution in the specimen are both measured
continuously.

For evaluation, the setup is interpreted as a 1D
system, as shown in Figure 3.1 at the center,
with a linear temperature distribution in the
steady state between the source and the sink
(right). To derive \ for the tested material, the
temperature gradient A, over the length Az
(here, Ax = specimen height), and the heat
flux Q from the external heat source induced
over the cross-sectional area A are substituted
into Equation (3.8).

3.2.3 Evaluation of the Thermal
Conductivity Coefficient

The test-based evaluation of A\ according to
Equation (3.8) requires a linear temperature
distribution over Ax. Figure 3.2 sketches the
temperature distribution in the specimen for
the steady state and when heating has just star-
ted (unsteady state). Initially, the temperature
only increases near the heat source; deeper
layers do not yet experience a rise in tempe-
rature — an almost linear temperature gradient
only develops in the boundary layer near the
heat source. To derive ) at this early stage, the
evaluation length Az needs to be limited to a
near-surface layer.

From this and just with time, an approximately
linear temperature gradient forms over the en-
tire sample length. Then, A1 can be evaluated
on the total height of the specimen.
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Fig. 3.1: Test principle for determination of the thermal conductivity coefficient of solid materials and
others with heat transfer just through thermal conduction.

unsteady state
steady state

linearization

\

. x
* heat source
concrete
evaluation length
—
Ax

Fig. 3.2: Temperature distributions in the
specimen for the transient and steady-state
conditions (top) — reduced evaluation length in
the layer for an approximately linear temperature
distribution (evaluation length, bottom).

3.2.4 Digital Twin

Along with the experimental investigations, a
digital model is developed to analyze the ther-
mochemical process of concrete heating and
solidification. This development includes the
identification of a mathematical representation

of the system, its numerical solution, and para-
metrization. The solidification process is des-
cribed by a set of three (coupled) partial diffe-
rential equations (PDEs)

pcpO T = Ox(A(m)0xT) + 0,Q, (3.9)
00 = 0,(D(0)0s0) — ndym,  (3.10)
Om = (1 — m)fe B/ET (3.11)

which are defined on the domain Q = (z,¢) :
z € (0,L),t € (0,7) [137]. Herein, T'(z,t)
describes the evolution of the temperature in
[K] (while ¥ is the temperature in [°C]), and
O(z,t) is the (relative) moisture. To represent
the degree of hydration, the maturity m(z, t)
is introduced. It should be noted that only the
progression in the z-direction is considered
due to symmetry considerations. The thermal
characteristics are defined by means of heat ca-
pacity ¢, conductivity A(m) and material den-
sity p. The generated heat caused by hydration
is given by the source term.

Q= Qudm, Qm= Ame™ " (3.12)
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where a = 1/2m? and A = Q,/my, with m,
indicating the specific m for which @, rea-
ches its maximum (). Equation (3.13), with
D,, as moisture diffusivity coefficient, reflects
the nonlinear behavior of moisture diffusion in
the concrete according to [137].

D(6) = Dy, [0.05+0.95

(3.13)
(1 + tanh(20(4 — 0.8)))

The sink term 1n0d;m in the moisture formula
(Equations (3.9),(3.10),(3.11)) is the hydration
reaction ratio 7). The activation energy, gas con-
stant, and reaction rate are given by F, R, and
w. The required initial

T(z,0) = To(z), 0(z,0)=1,
(.0) = To(w), 0(@,0)=1,
m(z,0) =0
and boundary conditions
—A(m)oxT =01 (T(z,t) — Ts o),
=0
A(m)oxT =0 (T(z,t) — Trmoo) + Qs
=L
—D(0)0x0 =e€(0.—0(L, 1)),
=0
D(0)00 =0
z=L

(3.15)

for the PDEs in Equations (3.9)—(3.11) result
from the experimental setup and the assumpti-
ons that m(z,t) € [0,1], 0(z, t) € (0,1]. He-
re, e is the evaporation rate, and the heat trans-
fer coefficients — assumed as constants — are
denoted as oy and o9; T o refers to the tem-
perature of the steel plate at z = 0. The measu-
red values of the heat mat temperature and heat
flow induced through it at position z = L can
be referred to as 7',  and ¢, respectively. The
experimental configuration incorporates a heat
flux sensor and a protective foil between the
heat mat and the concrete surface, preventing
any direct contact (see Section 3.3.1). A com-
bination of the heat flux and the Robin boun-
dary condition, in which the temperature of the

KAPITEL 3. EXPERIMENTAL METHOD TO CAPTURE THERMAL CONDUCTIVITY

mat is a contributing factor, is utilized as the
energy input into the concrete to make up for
the absent energy input at the position z = L.
The parameter identification process was con-
ducted to determine the values of c¢p, p, Dp,
N, Mx, Qx, 01, 02, T1 00, and T3 o as well as
the functional relationship of the conductivi-
ty A(m). Further parameters were taken from
[137]. The parameters from the literature and
the identified ones are summarized in Table
3.2.

Tab. 3.2: System parameters of the dig. twin.

Symbol Value Units

P 2440  kg/m3

o 2.3 W/Km

n 205 ND!
8314 J/K

Q« 108 J/m?3

o1 16.1  W/(Km?)

o) 9.9 W/(Km?)

Cp 1320  J/(kgK)

D 10° m?/s

m 56 1/s

E 35 kJ

e 0.02 m/s

Ts 00 300 K

My 0.174 ND

0, 001 ND

1 Nondimensional.

The system parameterization was performed
using MATLAB, aiming to minimize the ma-
gnitude of the Euclidean distance between the
measured and numerically calculated tempera-
tures. Note that, currently, a measurement of
moisture and maturity is not available in the
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experiment. Additionally, for the determinati-
on of the thermal conductivity A(m), different
ansatz functions were examined to express the
dependency of A on maturity, eventually lea-
ding to the following formulation:

A(m) = Xo(1+ e™™) (3.16)

with )y adjusted to reduce the distance to the
experimental results. The dependency on ma-
turity reflects the changes in thermal conducti-
vity during the solidification process.

Given the inherent complexity of the equati-
ons involved, obtaining an analytical solution
is impractical in this scenario. Instead, the so-
lution is approximated numerically using the
finite-difference method on a uniform grid, as
exemplified in [150]. The numerical simulation
of the discrete system with the parameters from
Table 3.2 and the difference between the mea-
sured and numerically calculated temperatures
are illustrated in Figure 3.3. Comparing Figu-
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re 3.3a,b, which reflect the development of the
maturity and moisture, it is easy to see that both
behave oppositely. During hydration, the water
is bound, and the moisture content decreases.
The influence of hydration on temperature be-
havior can be identified as a bulge, as shown in
the first ten hours of the temperature course in
Figure 3.3c.

The error between the measured and nume-
rically simulated temperature is given in Figu-
re 3.3d. The maximum deviation along the si-
mulation and measurement occurs in the first
hours, where also the most intense dynamics
of the heating process occur.

3.3 Experiments

3.3.1 Experimental Setup

The developed test rig was exemplarily evalua-
ted on a characteristic HPC.

0
.05 '

.1

rolm)

AT ["C)

0.15

t (h)

m (ND)

20

10
t (h}

4 Lmm)

(d)

Fig. 3.3: Numerical solution of Equations (3.9)—(3.11) for the parameters of Table 3.2 and the error
between measured and numerically calculated temperature: (a) evolution of maturity; (b) evolution of
moisture; (¢) evolution of temperature; (d) error between the measured and numerically calculated

temperature
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The tested concrete is based on a nanotech-
nologically optimized binder and has a com-
pressive strength f. > 125 N/mm? [163, 43].
The HPC is suitable for rapid heat treatment
without pre-storage and high temperatures (<
100°C). The investigations in [193] show ra-
pid strength development without any relevant
damage influences due to secondary ettringite
formation. Table 3.3 shows the concrete com-
position. The principle of the test rig according
to Section 3.2.2 is given in Figure 3.4, with
the implementation presented in Figure 3.5.
The specimen had the dimensions h/w/l =
20/15/15 cm and initially consisted of liquid
concrete (Table 3.3), filled into a formwork.
The sides of the formwork were made of wood,
and a steel plate was used at the bottom (thick-
ness h = 5mm, A = 50 W/(mK)) to ensure he-
at dissipation at the sink. With the formwork,
the specimen was supported laterally. The in-
sulation was realized using polystyrene boards
(h = 20 cm, A = 0.032 W/(mK)). Concre-
te was heated by a silicon heating mat of the
same size as the cross-section area. The mat
had a wattage of 3000 W/m? and was equip-
ped with a two-point controller and a tempe-
rature sensor to maintain a once-set tempera-
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ture constant. To concentrate Q in the direc-
tion of the concrete, insulation (b = 20 cm)
was placed on the upper side of the mat, too.
Additional weights pressed the mat against the
liquid concrete to ensure full contact [39]. A
heat-resistant Hostaphan foil (h = 0.05 mm)
separated the mat from the liquid concrete. To
measure the transient temperature field, fiber
optic sensors (DFOS) were laid longitudinal-
ly in capillaries in the concrete (no. 6 in Figure
3.4) [38]. The capillary prevents contact bet-
ween the fiber and the surrounding concrete,
so the fibers are not subjected to mechanical
strains, allowing for the measurement of pure
thermal strains [38]. The distance of the mea-
suring points (gauges) along the fiber was 0.65
mm, and the measuring frequency was 1 Hz.
Due to the heating mat on top and the steel
formwork at the bottom, the DFOS could not
be laid straight through the test specimen. In-
stead, the fiber had to be led out to the side
geometrically following a circular arc (detail in
Figure 3.4), with a 2 mm distance to the surfa-
ces on the top and bottom. A minimum radius
of r > 1 cm is required to bend but not destroy
the fibers [50]. Here, that radius was selected
as r = 3.5 cm.

Tab. 3.3: Concrete composition of the HPC based on the binder Nanodur-Compound 5941.

Component Type Mass [kg/m?]
River Sand 0/2 426.0

Basalt 1/3 882.0

Binder Nanodur-Compound 5941 1042.0

Water 159.8
Superplasticizer Master Glenium ACE 430 12.3
Shrinkage reducer Eclipse Floor 8.0
Hardening accelerator Master X-Seed 100 12.3
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Fig. 3.4: Configuration of the test rig with measurement equipment (left) and installation of the

fiber optic sensor near the surfaces (right).

This bending of the fiber had to be compen-
sated in the postprocessing stage to ensure the
precise location of each gauge along the verti-
cal axis (y). The gauges along the circular arc
were converted into an equivalent straight line,
as shown in Figure 3.4 on the right.

Relevant points along the fiber (start and end of
the arcs) were marked using the hot-spot me-
thod [38]. This was accomplished by heating
the points locally with a pin before concreting,
which identified the spots in the data record.
The angle a = b/r is the ratio of the arc length
b to the radius r. For each point along the arc,
the vertical distance (y) from the starting point
of the arc is as follows: 3" = cos(a) * r. Tem-
perature changes relative to an initial state we-
re measured in the fiber. An additional thermo-
couple next to the fiber recorded the absolu-
te temperature and enabled the calibration of
DFOS measurements.

The time-dependent course of () induced by
the heating mat was recorded with a heat flux

sensor (Hukseflux FHF04SC, A = 0.4 mm)
placed between the concrete and the heating
mat [37, 7]. The measurement uncertainty was
+0.2%.

3.3.2 Experimental Procedure

The fresh concrete was filled into the formwork
and tempered for 22 h with a constant tempe-
rature of the heating mat vy = 80°C. This
temperature limit was intentionally set to not
exceed 100°C, even when additional hydration
heat emerged. If the limit is not met, the ad-
mixture water might start boiling, and structu-
ral damage must be expected. A safety margin
of 20°C was considered to compensate for hy-
dration heat.

Figure 3.5a shows a photo of the experimental
setup and a corresponding thermal image from
infrared thermography during the experiment
Figure 3.5b. Figure 3.5a shows the heating mat
with concrete underneath, temperature control-
ler, and lateral insulation.
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concrete specimen
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Fig. 3.5: Test setup (a) and a thermal image during heating (b); in both photos, the upper insulation

is removed.

The insulation on the heating mat has been
removed for the photo. The infrared thermo-
graphy on Figure 3.5b gives an impression of
the heat propagation in the test specimen and
the effectiveness of the insulation. Heated are-
as with a temperature of about 80°C are color-
coded in red to white, while the cold regions
with temperatures of about 20°C are in blue.
The heat induced at the top flows through the
concrete and transfers to the non-insulated bot-
tom.

3.3.3 Resulis

The transient temperature distribution in the
specimen as measured by DFOS is shown in
Figure 3.6 on the left. The diagram plots the
temperature development over time ¢ and the
specimen length z, with low temperatures in
blue and high temperatures in orange to yellow.
In the beginning, the liquid concrete has an al-
most constant temperature of 21°C. Heating
results in an uneven temperature increase in
the specimen, beginning from the top. Moreo-
ver, tempering accelerates hydration, and the
hydration heat superposes with the externally
supplied heat. This effect reaches its maximum
after approx. 6 h and a concrete temperature
of 76°C. The concrete temperature at the sink
decreases as the hydration heat declines. After

approx. 20 h, the temperature distribution be-
comes stationary.

Figure 3.6 on the right displays the temperature
distribution recorded over the sample height at
discrete time points. After 0.1 h of heating, the
temperature distribution in the boundary layer
(x < 0.04 m) is almost linear. The deeper
layers do not yet exhibit any significant tem-
perature increase. With continued heating, the
length of the almost linear distribution increa-
ses. The maximum temperature in the stationa-
ry state is approx. 68°C. This is attributed to
the measurement distance of 2 mm from the
concrete surface and the unavoidable uneven-
ness of the tempered concrete surface with cor-
responding losses [179].

Figure 3.7 shows the induced ( over time re-
corded with the heat flux sensor. The heating
mat induces Qnax = 55 W in the beginning.
Meeting the set temperature of 80°C, the con-
troller of the heating mat keeps it constant by
switching “On” and “Off” selectively as soon
as the measured temperature deviates from the
wanted temperature by 0.5°C. The heating mat
induces either full or no heat, which results in
an alternating course of Q in the sensor (detail
in Figure 3.7). Since the temperature gradient
between the heating mat and the concrete de-
creases with time, () also decreases on a global
scale.
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Fig. 3.6: Temperature evolution in the specimen (left) and at discrete times (right) measured with fiber

optic sensors.

In the period 5-10 h, Q is partially nega-
tive. This can be attributed to the dissipation
of the hydration heat. In the stationary state,
the mean value of Q is constant at about 6 W
throughout.
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Figure 3.7: Heat flux over time recorded with the

heat flux sensor.

3.3.4 Evaluation of the Transient
Thermal Conductivity Coeffi-
cient

The time-dependent evolution of A is deter-
mined according to Section 3.2.3 and Equation
(3.8). In the transient state, the temperature dis-
tribution is evaluated over a reduced Az. It is
necessary to determine a minimum evaluation
length to ensure sufficient temperature gauges
along the considered length and to assume an
approximately homogeneous concrete compo-
sition. According to [18], the minimum con-
crete thickness for thermal evaluations should
be at least three times the largest grain diame-
ter of the concrete (Dpax). Here, Az is 9 mm.

Figure 3.8 shows the time course of Ad over
Az derived from the DFOS measurements,
with AY = (J(z = 0mm,t) — d(z =
9mm, t)) in the interval 0.08 to 1.5 h. For
t < 0.08 h, the temperature distribution over
Az is nonlinear. The alternating course of Q
(Figure 3.7) is also found here to be attenuated
in time due to the inertia of concrete heating.
Therefore, the linearization of the curve by mi-
nimizing the mean-squared error is required
for the evaluation.

The influence of the hydration heat increases
over time until £ = 6 h. The internally released
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heat flows toward both edges and thus parti-
ally in the opposite direction to the externally
supplied heat, reducing Ad. For ¢ > 1.5 h,
this results in a negative A, and A\ cannot be
derived until the steady state is reached.

4 .
A9
linearized
3l
— 2 [
O
3
1l
ot
-1
0 0.5 1 1.5

t [h]

Figure 3.8: Time course of the linear temperature
gradient on the evaluation length with linearization.

For the determination of A\, Equation (3.17)
is used with the linearization of Av(t) (Figu-
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re 3.8), Q(t) according to Figure 3.7, Az =
0.009 m, and A = 0.0225 m?.

Qt) - Az

A = Ao 4

(3.17)
Figure 3.9 shows the time-dependent develop-
ment of A for the investigated concrete. At
t = 0.08 h, Ais 4.3 W/(mK). For t > 1.0
h, A stabilizes at 3.1 W/(mK). In the transiti-
on phase, there is an exponentially decreasing
course. For ¢ = 20 h, the temperature distribu-
tion in the specimen reaches a stationary state,
allowing for the determination over the entire
sample length (Az = 20 cm) and resulting in
A = 3.06 W/(mK). This value is in accordance
with the result after one hour with a reduced
evaluation length.

The alternating course results from the alterna-
tion in Q and the inertia of concrete heating.
In the stationary state, the heating mat has lon-
ger on/off phases to maintain a constant tem-
perature. Furthermore, the increased evaluati-
on length amplifies the impact of the inertia of
concrete heating. Both effects result in a higher
oscillation of the heat flux with a greater time
gap to A,

5 : :
A (t) 91
smoothed I
4.5 literature :

3.5¢1

AW/ (mK)]

0 0.5 1

20 22 24 26
t [h]

Fig. 3.9: Time course of the thermal conductivity of HPC in the transition from liquid to solid with an
indication of the evaluation length, compared to the literature [34].
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3.4 Discussion

3.4.1 Comparison of the Results
with Approaches from the Li-
terature

A simplified method to determine the hydrati-
on dependence of A is suggested in the litera-
ture. Table 3.4 gives a comparison of the theo-
retical and the experimental results. Due to li-
mitations in the experiment, it is not possible to
determine an exact value for A before ¢ = 0.08
h, but the approach \g = (1.3...1.55) - Ahara
according to [53] approximates the experiment
well. According to [50], the investigated con-
crete has a thermal conductivity of \pzrg = 3.0
W/(mK). The experimentally determined coef-
ficient thus deviates from the literature by less
than 4%.

The experimental results show an exponential-
ly decreasing slope for A, which differs from
the simplified linear slope according to ref.
[53] in Figure 3.9.

3.4.2 Evaluation Length

To evaluate A according to Equation (3.8), a li-
near temperature distribution over Az is neces-
sary. Figure 3.10 shows the temperature dis-
tributions measured by DFOS in the interval
z = [0,20 mm] of the specimen for ¢ = 300 s
Figure 3.10a and ¢ = 540 s Figure 3.10b, with
the linearization of the temperature profile on
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varying Az. For ¢ = 300 s, the temperature
only increases in the top layer (z < 8.7 mm),
as indicated by the vertical dashed line Figure
3.10a.

The temperature distribution measurements
show high consistency with the linearization
for Az
determination coefficients of R? = 0.91 and

6 mm and Az 9 mm, with

0.95, respectively. A more extended evaluati-
on length underestimates the temperature gra-
dient, resulting in R?> = 0.83 and 0.74 for
Az = 12 mm and 15 mm. For ¢t = 540 s Fi-
gure 3.10b, a linear temperature distribution is
reached up to z = 20 mm, with a good appro-
ximation for all Az considered. The determi-
nation coefficients are all R? > 0.95.

For an accurate assessment of A, a short evalua-
tion length of 9 mm is sufficient at early times.
As the tempering time increases, the permissi-
ble evaluation length also increases but is not
required.

Figure 3.11 shows the effect of varying Az
(abscissa) in the range between 1 mm and 38
mm on )\ (ordinate) at different times. At all ti-
mes, a plateau of stable results for A is achiev-
ed, starting from Az = 9 mm. For longer tem-
per times, the curve decreases for Az > 20
mm due to the increasing impact of the hydra-
tion heat. For Az < 9 mm, the linearization is
less robust against the measurement uncertain-
ty and nonlinearity of the measured course due
to the small number of measuring points.

Tab. 3.4: Comparison of experimental and theoretical values for thermal conductivity

Experiment References [53, 163, 43, 50]
Ahard [W/(mK)] ~ 3.1 ~ 3.0
Ao [W/(mK)] 4.3 (t = 0.08 h) 3.9~4.7
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Fig. 3.10: Temperature distribution in the specimen recorded by DFOS at ¢ =
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This causes the evaluated A-values to decrea-
se almost linearly. The plateau defines the per-
missible Azx. The results support the selection
of Az = 9 mm in Section 3.3.4. For Az > 9
mm, the evaluation is robust against measure-
ment uncertainties.

t = 300s
Tr t = 540s
t = 1000s

0 1 1 1

0 10 20 30 40
A z[mm]

Figure 3.11: Effect of evaluation length on A at dif-
ferent time points.

On the other hand, a short evaluation length
is more robust against the effects of hydrati-
on heat. The length of the plateau increases as
the tempering time increases. The curves rise
for t = 300 s and ¢ = 540 s as the tempera-
ture distribution is nonlinear along the evalua-
tion length. This paper focuses on fine-grained
concrete. The approach Ax > 3Dpax requi-
res adjusting Az for normal concretes since
Dpax is larger. Consequently, the permissible
start time of evaluation shifts backward (see
Figure 3.10). The permissible evaluation time
intervals are given in Figure 3.12 by the green
area. To determine the permissible evaluation
time interval, a horizontal line is drawn from
a chosen Az-value on the ordinate. From the
intersection points with the boundaries of the
green area, two vertical lines are drawn down
to the abscissa, indicating the start and end of
the evaluation time interval. The boundaries of
the permissible evaluation time follow from the
minimum time to reach linearity of the tempe-
rature distribution along the evaluation length
(left boundary) and the time when hydration
effects become relevant to the temperature
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distribution (right boundary). So, as Az incre-
ases, the permissible evaluation time interval
decreases. An evaluation length of Az > 38
mm is not reasonable, as both boundaries over-

lap.
40 . .
351 =
= w
[
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£ 28 1
E‘ 25+ ) 3 Qo q
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> % influence of hydration heat
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15+ i
10+ X
not enough measuring points (DFOS)

2000 3000 4000 5000

t[s]

0 1000

Figure 3.12: Relationship between evaluation
length and the permissible evaluation interval.

3.4.3 Influence of Induced Heat

and Hydration Test

In the experiment, a heating mat with a two-
point control was used to generate a tempera-
ture gradient in the concrete. After a certain
time, the hydration heat superimposes the in-
duced Q Therefore, the choice of heat source
influences the method and the robustness of
the results when deriving .

The used heating mat induces a nonconstant Q
over time, and therefore a heat flux sensor is
necessary to measure the time course (Figure
3.7). This also leads to an alternating course
of Av damped in time, which must be linearly
smoothed to derive A.

One approach to simplify the evaluation is to
induce a constant Q. Fi gure 3.13 shows the cal-
culated temperature development of the hea-
ting mat and, consequently, the concrete tem-
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perature at the top of the sample for constant
Q values of 6 W and 55 W. The calculation
is carried out using the digital twin described
in Section 3.2.4, with 55 W corresponding to
the maximum @ of the used heating mat and
6 W corresponding to the recorded mean Q in
the stationary state to maintain the temperature
constant at 80°C. These are compared with the
calculated temperature curve for a two-point
controlled heat flux with Qmax =55 W.

In the simulation with constant Q =6 W, the
heating mat needs approximately 15 h to reach
the set temperature of 80°C. In contrast, if a
constant Q) of 55 W is induced, the heating
mat exceeds the critical temperature of 100°C
after approximately two hours. After that, the
concrete continues to heat up even further. Af-
ter 20 h, the calculated concrete temperature
reaches over 300°C. In the case of a controlled
heat supply with Qmax = 55 W, the tempera-
ture curves follow the course of 55 W (con-
stant) until a temperature of 48°C is reached;
Q is then continuously reduced so that the set
temperature of 80°C is not exceeded.

350 | —— Q = 55 Watt
—— Q =6 Watt
controlled: 0 < Q < 55 Watt
300 +
250 +
U 200
S
150 +
physical limit
100 f-ofmmmnennnns L L T
50 /
0 5 10 15 20 25 30

t [h]

Fig. 3.13: The temperature at the concrete surface
with variations in induced heat according to the
digital twin (Section 3.2.4).

A low constant value of Q leads to a slow
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temperature increase in the concrete. As a re-
sult, it takes longer to achieve a linear tem-
perature distribution on Az; the earliest per-
missible evaluation start is shifted backward.
Additionally, lower concrete temperatures are
more vulnerable to the impact of hydration
heat, and smaller values of A% reduce the ro-
bustness of the evaluation. On the other hand, a
high constant () leads to uncontrolled concrete
heating — structural damage must be expec-
ted. Therefore, the control of Q is essential to
heat the concrete quickly without exceeding
the temperature limits. The maximum concrete
temperature results from the externally sup-
plied heat plus the hydration heat and is limi-
ted to 100°C. The increase in the temperature
due to the hydration heat A Ty is approx. 17°C
for the investigated concrete and dimensions
[88]. The heating mat reacts to the hydration
heat with a delay due to the inertia of concrete
heating and reduces Q, so the concrete does
not exceed the set temperature. Therefore, the
maximum reached temperature in Figure 3.13
is only slightly above 80°C. So, a temperature
of the heating mat Jy; > 80°C is also possi-
ble, e.g., 95°C. The experimental work in [88]
shows that a heat treatment accelerates hydra-
tion, but higher tempering does not increase
A Ty. Consequently, if 9y decreases, the pro-
portion of A Ty in concrete temperature incre-
ases. For ¥ = (80, 70, 60,40)°C, Figure 3.14
shows the proportion of ATy to (Ym — Jo);
the ambient temperature ¥/9 = 21°C is con-
stant during the experiment. The relative share
of ATy to Yy increases from 29% to 90% as
v 1s reduced.

The influence of different heating mat tempe-
ratures on the transient course of X is analy-
zed with the digital twin (Section 3.2.4). The
transient temperature distribution and the time
series of () are simulated for different heating
(80,70, 60, 40)°C.
Then, A is derived according to Section 3.3.3.

mat temperatures Jy =

100
9y
ATy = 17°C
80t I 9 =21°C

60 -

3[°C]

40 -

20 -

80 70 60 40
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Fig. 3.14: Hydration heat A Ty in relation to the
externally supplied temperature ) minus the
ambient temperature J.

Figure 3.15 shows the simulation results for
A and the results from the experiment. For
¥m = 80°C, the determination coefficients bet-
ween the experiment () and simulation ()
is R?2 = 0.96. Reducing Yy leads to an increa-
se in the derived A values; the curves shift up-

ward.
5 r
—————— Yy = 80°C (experiment)
Yy = 80°C (simulation)
Oy = 70°C
4.5 \ Iy = 60°C
\ Yy = 40°C
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Fig. 3.15: Influence of heating mat temperature
Yy on the transient evolution of .

This can be attributed to the effects of hy-
dration heat on AY. Q between the heating mat
and concrete exhibits delayed response to the

=29%
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additional heat from hydration and initially re-
mains constant, resulting in a decrease in the
derived ). This effect increases as vy decre-
ases. A high heating mat temperature is thus
less sensitive to the impact of hydration. The-
refore, the heating mat temperature should be
as high as possible without exceeding the limit
of 100°C. Therefore, 95°C is a reasonable li-
mit.

3.5 Conclusions

This paper presents a test rig for the experi-
mental determination of the transient thermal
conductivity coefficient of fine-grained concre-
tes in the transition from liquid to solid. The
test rig was exemplarily tested on a characte-
ristic HPC. A digital twin of the test was used
for further investigations of the setup and its
boundary conditions. The following conclusi-
ons can be drawn:

- The thermal conductivity of concrete de-
creases in the transition from liquid to
solid during hydration, following an ex-
ponentially decreasing course. For the
investigated concrete, the thermal con-
ductivity before hydration is Ay ~ 4.3
W/(mK). In the solid state, it iS A\paq =
3.1 W/(mK); Aparq 1 reached after about
1 h.

- In the transient state, only a short eva-
luation length can be considered for the
temperature distribution. A minimum
length must be maintained to reduce the
influence of inhomogeneities in the con-
crete composition and measurement un-
certainty. On the other hand, an extended
evaluation length delimitates the permis-
sible evaluation time and is more suscep-
tible to the influence of hydration heat.
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Therefore, an evaluation length of three
times the maximum grain diameter of
the concrete is recommended.

- A high heating mat temperature redu-
ces the relative influence of the relea-
sed hydration heat. The concrete tempe-
rature must not exceed the critical tem-
perature of 100°C. The minimum hea-
ting mat temperature is 60°C, and 95°C
is recommended under laboratory condi-
tions.

- In order to achieve a linear temperature
distribution over the evaluation length in
a short time without exceeding the limit
temperature of 100°C, a controlled heat
supply is necessary. In the experiment,
a heating mat with a two-point control
was used. The nonconstant-induced he-
at flux required using a heat flux sensor
to measure the development over time.
The derived A-curve shows the oscilla-
tions of the heat flux and must be com-
pensated by linearization. Using a more
continuous control system such as a PID
controller may be helpful to reduce the
effect.

The developed test method is adaptable to a
wide range of concrete compositions, even if
the concrete is not suitable for heat treatment.
The potential damage due to secondary ettrin-
gite formation is negligible for the derivation
of \. The method can also be extended to spe-
cimens of any size. The maximum grain size
diameter of the tested concrete limits the app-
lication. A large maximum grain size diameter
requires an increased test length, which incre-
ases the influence of disturbing variables such
as the released hydration heat. The applicabili-
ty of the test rig to non-fine-grained concretes
needs to be investigated in further experiments.
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Abstract

Many infrastructure buildings show deficits in their load-bearing capacity and need to be strengt-
hened in the short or medium term. However, the available methods are usually not effective for
the self-weight without temporary raising or prestressing the structure. To resolve this problem,
thermal prestressing of slotted reinforcing bars is proposed here. The bars are embedded in a
grouting material tempered from the outside and thermally expanded according to the tempe-
rature change. When the heat supply is stopped, the bond with the hardened grouting material
restricts the re-deformation of the bars during cooling. This creates prestress that counteracts
the bending moment from the self-weight and relieves the tensile zone of the cross-section. Of
course, it is important to limit the heat input to the slots when tempering. Heating the entire
cross-section would reduce the effectiveness of the strengthening.

The paper shows the experimental and numerical development of an induction method to ther-
mally prestress subsequently added slotted reinforcement. The strengthening method is first im-
plemented experimentally in reference tests with varying slot shapes. The results are then used
to calibrate a numerical computation which is used to investigate the influence of other bounda-
ry conditions on the effectiveness of the strengthening measure. The optimum result is derived
thereof and experimentally validated, taking into account practical construction needs.

The results show that the numerical optimization of the induction method increases the effec-
tiveness of the strengthening by up to 100 %. Accordingly, the reinforcing bars must be installed
in triangular, 10 cm wide slots filled with high-strength concrete (HPC), which is tempered with
the highest available thermal output and up to 95 °C. In order to counteract the temperature
increase in the concrete at the initial cross-section, which reduces the effectiveness, it must be
cooled in parallel. It is advisable to place dry ice at a distance of 6 cm from the edge of the slot
over the largest possible width. For practical realization of the strengthening with usually several
bars added in parallel, a minimum bar spacing of 40 cm must be maintained to ensure sufficient
cooling between the slots. Alternatively, the bars should be attached and thermally prestressed
in sequence.

Keywords: strengthening; thermal prestress; post-installed reinforcement; thermal induction;
computation of temperature fields; optimization

4.1

Introduction Among the reasons for this are increased stres-

ses and design loads, changes in the regulations
for design and construction, as well as dama-

In view of the ageing of buildings and infra-
structure strengthening of reinforced concrete
structures is becoming increasingly important
[147]. The demand is high especially for in-
frastructure buildings such as bridges [77]. It
is estimated that approx. 50 % of the bridge
structures in Germany and approx. 40 % in the
US [5] have calculated deficits in their load-
bearing capacity and need to be strengthened
or replaced in the short or medium term [29].

ge caused by environmental influences such as
corrosion of the reinforcing bars [201, 90].

Strengthening offers ecological and economic
advantages compared to replacement [154].
Auvailable structural resources can be used ef-
ficiently, reducing the total amount of building
materials and energy required as well as CO,
emissions. In addition, the long execution ti-
mes for replacement structures often lead to



72

heavy traffic congestion [90, 87]. In additi-
on to the already high planning and execution
costs, this causes further indirect costs, such as
macroeconomic effects as a result of impaired
traffic networks and CO, emissions due to con-
gestion, longer traffic routes and travelling ti-
mes and associated emitted pollutants [90, 87].
Indirect costs cause the majority of the eco-
logical and economic impact of infrastructure
construction measures and clearly outweigh
the direct costs [79].

To strengthen deficits in the flexural load-
bearing capacity, typical methods include en-
larging the compression zone with additional
concrete [228] or strengthening the tension zo-
ne with slotted reinforcement [60, 148], bon-
ded steel plates [196, 11, 197] or CFRP fabrics
[199, 225, 75]. But, all these methods are not
effective for the imposed dead loads without
temporary lifting with additional supports or
prestressing of the structure [95, 134]. Since
the dead load of reinforced concrete bridges,
for example, accounts for around 70 to 80 %
of the total load [21], the effectiveness of the
methods in the serviceability limit state (SLS)
remains low.

Reinforcement can be activated for the self-
weight by imprinting constrained internal
forces in statically indeterminate systems as
a result of targeted tempering [116, 117, 118,
119]. These internal forces, i.e. bending mo-
ments from linear temperature gradients, coun-
teract the effects of self-weight, temporarily
reducing stresses in the initial structure and
allowing reinforcement to be applied in this
preloaded state. After stopping the heat sup-
ply and cooling, the dead load is redistributed
between the initial cross-section and the re-
inforcement. Alternatively, and especially in
statically determinate systems, activation can
be achieved by targeted thermal prestressing
of subsequently added reinforcement; analo-
gous to the conventional post-tensioning me-
thod by subsequent bonding. Figure 4.1 shows
the strengthening principle at the example of
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a single-span plate girder bridge, whose tensi-
on zone is strengthened under dead load g by
two slotted reinforcement bars with the cross-
sectional area A,. The bars are added to the
bottom face in subsequently made slots bet-
ween the existing reinforcement (Agy). The
slots are filled and immediately tempered from
the outside to thermally stretch the bars ac-
cording to the temperature change Av by the
strain £¢ and to match the strain of the initial
reinforcement €o induced by g. After the grout
has hardened, temperature induction stops. The
bond between the steel and the grout prevents
the subsequently added bars from re-shaping
and a compressive force Fpr is created as well
as a bending moment due to their distance from
the barycenter of the cross-section. This coun-
teracts the stresses from the self-weight and
relieves the tensile zone of the existing cross-
section [178]. The added reinforcing bars are
thus effective for the self-weight.

The main challenge is to limit the heat input
to the slots. An increase in temperature in the
initial cross-section reduces the temperature
difference to the slot and thus the effectiveness
of thermal prestressing [178]. Simultaneous
lateral cooling of the initial cross-section can
counteract the heat transfer. The position and
intensity of the cooling must be such that the
initial cross-section is effectively cooled wi-
thout significantly reducing the temperature
development in the slot. The temperature dis-
tribution in the cross-section when the grout
has sufficiently hardened to transfer the bond
stresses from thermal prestressing is decisive
for the effectiveness of the strengthening. From
then, the thermal stretching is permanently im-
printed and further temperature changes no
longer have any influence on the pre-strain.
Thus, rapid hardening grouts and high heating
rates are to be combined at best. The grout
must be suitable for tempering without pre-
storage time [176, 179].



4.2. EXPERIMENTAL INVESTIGATIONS ON THE SHAPE OF SLOTS

73

I 1 1 1

\4 v v v

local thermal induction

Section A — A

Section A — A

F 7 ~
PT

Plain hegri
add. coolipg

Fig. 4.1: Strengthening principle with subsequently slotted and thermally prestressed reinforce-

ment

The proposed method offers a significant ad-
vantage over conventional strengthening tech-
niques by directly activating the added reinfor-
cement for the self-weight, increasing its ef-
ficiency in the serviceability limit state. The
prestressing can close existing cracks in the
concrete and reduce deflection. However, com-
pared to conventional reinforcement additions
without thermal prestressing, this approach is
more complex in execution and requires pre-
cise planning as well as careful control of the
heating process on the construction site. Then,
it provides an innovative and efficient solution
for enhancing the performance and durability
of reinforced concrete structures.

The paper shows the experimental and nume-
rical development as well as optimization of
an induction method for thermal prestressing
of subsequently added reinforcement. The in-
fluence of different slot shapes on the tem-
perature evolution of the added bars and the
grout as well as the heat propagation to the in-
itial cross-section are investigated experimen-
tally on unloaded specimens (Sections 4.2 and
4.3). The most advantageous shape is selected
and mapped in a numerical model for further
investigations. On this model the impact of si-
multaneous cooling of the initial cross-section
and different thermal and geometric boundary
conditions on the effectiveness of the strengt-
hening measure are investigated (Section 4.4).
The results are used to derive the optimum in-

duction method in terms of cooling and hea-
ting geometry, considering practical construc-
tion aspects, and validated in a final experiment
(Section 4.5).

4.2 Experimental investigati-
ons on the shape of slots

4.2.1 Test campaign

In the tests, the influence of the slot shape on
the temperature evolution in the added bar and
the heat propagation to the initial cross-section
is investigated. For this purpose, the strengthe-
ning method is implemented on unloaded spe-
cimens with varying slot shapes, then the tem-
perature development in the specimen is mea-
sured. The aim is to gain a temperature diffe-
rence between the added reinforcement and the
concrete of 60 °C, which corresponds to a ther-
mal pre-strain ¢ = 0.6%0 at ar = 107° 1/K
(coefficient of thermal expansion for steel and
concrete). This is required on average for stan-
dard reinforced concrete structures with about
70 % dead load contribution so that 5 = &4
applies [178]. Assuming an initial temperature
of 20 °C, the slot must therefore be heated to
80 °C.

The specimens consist of normal strength con-
crete of class C30/37. A high-strength concrete
(HPC) based on the binder Nanodur
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Compound 5941 is used to fill the slots in
accordance with the requirements defined in
Section 5.1 [163, 50, 43]. Preliminary work
shows that for this HPC, a rapid heat treatment
without pre-storage makes the bond strength
evolving fast [88, 179], without relevant dama-
ge due to secondary ettringite formation [193].
Approx. 65 % of the maximum bond strength
is reached in just 4 h [179]. In addition, the
long-term deformations from creep and shrin-
kage in HPC, which lead to a reduction in the
applied prestressing force [179], are low and
are even further reduced by the heat treatment
[179, 192]. Table 4.1 shows the compositions
of the concretes used.

The test campaign is summarized in Table 4.2.
In series 1 on the influence of the slot shape,
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the reinforcement is installed competitively on
specimens with rectangular, triangular, and se-
micircular slots. The temperature of the slots
is controlled from the outside using a heating
mat (target temperature 80 °C). Accompany-
ing cooling of the initial cross-section is initi-
ally omitted.

For the most effective slot shape, a cooling
concept is developed from a numerical model
and the slot dimensions are optimized (Secti-
on 4.4). The numerically optimized solution is
implemented in a further experiment for vali-
dation in series 2. Due to reduced effectiveness
as found in series 1, the target temperature of
the heating mat is increased to 95 °C here. Eve-
rything else remains unchanged between the
two series.

Tab. 4.1: Concrete compositions for normal concrete (initial cross-section) and HPC (slot)

Component Typ Mass [kg/m®] Typ Mass [kg/m3]

Sand 0/2 711.0 02 426.0

Basalt - - 1/3 882.0

Gravel 2/8 356.0 - -

Gravel 8/16 711.0 - -

Binder CEMI1425R 340.0 Nanodur Compound 5941 1042.0

Water - 204.0 - 159.8

Superplasticizer - - Master Glenium ACE 430 12.3

Shrinkage reducer - - Eclipse Floor 8.0

Hardening accelerator - - Master X-Seed 100 12.3

Tab. 4.2: Test campaign
Test series Slot shape Target temperature Lateral cooling Number of samples
heating mat [°C]

Rectangle - 1

(1) ,Influence slot shape* Triangle 80 - 1
Semicircle - 1

(2) ,,Optimized structure* Triangle 95 According to section 4 1
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4.2.2 Experimental setup and exe-
cution

The test setup with the geometric dimensions
and the measurement equipment used is shown
in Figure 4.2. The specimens have the dimen-
sions b/1/h = 60/50,/20 cm and are thermally
insulated on all sides by a 10 cm thick polysty-
rene insulation (A = 0.04 W/mK).

The top and bottom of the samples are open, al-
lowing direct heat exchange with the environ-
ment.

As purely thermal tests are concerned, the spe-
cimens are initially unreinforced. The reinfor-
cement is added in the form of a @16 bar with
the area Ay in (a) rectangular, (b) semicircu-
lar and (c) triangular slot (Fig. 4.2, top). All
slots are 5 cm wide (b’) and 5 cm deep ()
regardless of shape. The reinforcement is pla-
ced at the center of the slot (b'/2,h'/2). The
slots are filled with the HPC according to Ta-
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ble 4.1 and tempered with a silicone heating
mat with the same dimensions as the slot sur-
face. The heating mat has a two-point control-
ler and a temperature sensor to keep the spe-
cified target temperature constant, cf. [39]. A
heat-resistant Hostaphan film (£ = 0.05 mm) is
placed between the heating mat and the liquid
concrete to protect the mat [176]. The mat is
heated to a target temperature of 80 °C in se-
ries 1. In series 2, the target temperature is in-
creased to 95 °C and the experimental setup is
enhanced to include laterally offset cooling on
the upper side of the initial cross-section with
dry ice (—78 °C). The clear distance of the coo-
ling to the heating mat » and the cooling width,
which is clearly defined by the distance c bet-
ween the center of the slot and the outer edge
of the cooled area (see Figure 4.2 bottom left)
as well as n and b, are determined according to
the numerical optimizations in Section 4.4.

Isolation /L@ating mat(80°C/95°C) A-A
T Dry'ice | \ A T
{ (Series 2) 8% A(D16) } ( 2\ __10
Thermo (}Sﬁg& Slot —|
20 ) Thermo-2+4+ DFOS 50
Initial cross — section A(D16)H
DFOS— (Normal concrete) Z\ T
10
10 60 10 "10° 60 10
[cm]

Fig. 4.2: Principle design of the stand for the slot shapes (a) rectangular, (b) triangular and (c)
semicircular along with the measurement equipment without (series 1) and with cooling

(series 2)
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Due to symmetry of the cross-section, the in-
strumentation is only arranged on one half (se-
ries 1 and 2). The temperature evolution on the
added bar is recorded selectively at [/2 with
a thermocouple (7) and quasi-continuously
over the length of the bar with a glass fiber
(DFOS) [38, 15, 153]. The DFOS is decoupled
from the mechanical strains of the bar through
installation in a capillary and therefore only re-
cords thermal strains, from which the tempe-
rature change to the initial state can be deri-
ved. The distance between the discrete measu-
ring points (equivalent to the gauge length) on
the fiber is 2.6 mm. The accuracy of the strain
measurement using DFOS is approx. 0.03 %o
and of the temperature measurements +0.4 °C
[109]. The measurements of all thermocoup-
les and DFOS are carried out in a frequency
f=1/10Hz.

The temperature evolution in the concrete is re-
corded at three points in the middle of the sam-
ple (1/2) via thermocouples (7> — T4). The pla-
cement of the thermocouples is adapted to the
slit geometry (Fig. 4.2, top). The exact positi-
on of the thermocouples in the cross-section is
defined by the distances in the y and z direc-
tions in relation to the barycenter of the added
reinforcement. For all slot shapes 75 is placed
at the height of the added bar (z = Ocm) and
0.5 cm from the edge of the slot. The distan-
ce in the y-direction to the reinforcement layer
is therefore 3 cm for the rectangular and semi-
circular shapes and 1.75 cm for the triangular
shape. The positions of 73 and 7} are indepen-
dent of the slot shape at y = 3cm, z = 3cm
ory =0cm, z = 3cm.

Moreover, the temperature evolution is recor-
ded with two DFOS running arc-like close to
the thermocouples. The first (lateral) sensor
runs in two layers parallel to the cross-section
surface, the upper one at a distance of 0.5 cm
from the surface, the lower one at the level of
the bottom of the slot. In between the DFOS is
bent with radii of 1 and 2 cm, depending on the
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shape of the slot. It runs parallel to the side face
of the slot at a distance of 0.5 cm. The lower
DFOS runs vertically towards 73 and 7j. Bet-
ween the thermocouples, the DFOS is again
bent with a radius of 1 cm and runs horizon-
tally.

In order to be able to assign a unique position
in the cross-section to each measuring point on
the fiber, the start and end points of the bent
length are identified with the so-called hotspot
method [176, 39]. This means, the points are
heated locally with a hot needle before concre-
ting and thus made visible during the ongoing
measurement and their position is saved. Using
the known bending radii, the exact position can
be calculated for each measuring point based
on the marked points [176]. As the DFOS only
records temperature-related strain changes in
relation to an initial state, the sensors are ca-
librated with the absolute measured values of
the thermocouples at the start of the measure-
ment.

Figure 4.3 shows the test procedure with the
main steps. In the first step (Fig. 4.3a), the ther-
mocouples and DFOS are fixed at the appro-
priate positions in the cross-section (see Fig.
4.2) using wires ©1.5 mm stretched between
the formwork panels. The slots are created du-
ring the concreting of the specimen using poly-
styrene void formers, which are fixed in positi-
on during concreting and secured against floa-
ting. In the second step (Fig. 4.3b), the form-
work is filled with the normal strength concre-
te according to Table 4.1.

The void former is removed after hardening.
The reinforcement is then added to the slot
using the appropriate measuring equipment. In
the next step, the slot is filled with the HPC and
tempered with a silicone heating mat for ap-
prox. 5 h (Fig. 4.3¢). The results in [179] show
that the HPC is sufficiently hardened after this
tempering time and able to transfer the bond
stresses from thermal prestressing.
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Fig. 4.3: Steps of test execution: attaching measuring equipment (left), placing of bars (center)
and grouting of voids and applying the heating mat (right)

4.3 Experimental resultsand "

discussion

4.3.1 Evolution of temperature in
the specimen with respect to

the shape of the slot

The temperature evolution in the specimen, re-

corded with thermocouples (7'-7}4), is shown
in Figure 4.4 as a function of the slot shape.
The solid lines show the results for the triangu-

lar shape, the dashed lines for the rectangular

one, and the dotted lines for the semicircular Ty T Ty Triangle

one. The added bar (7%), shown in orange, _-— - — — — Rectangle

heats up the most in the triangular shape at the @~ ——————— Semicircular
Fig. 4.4:

end of the investigated time period (¢ = 5 h)
(66 °C), followed by the semicircular (60 °C)
and the rectangular (56 °C). The temperature

Measured temperature evolution in the slot and
the initial cross-section as a function of the slot
shape, recorded using thermocouples

increase in the initial cross-section (15-T}) is
also highest for the triangular slot shape (dis-
cussion in Section 4.3.3). The temperature in- Figure 4.5 shows the evolution of the tempera-

crease is on a similar level for rectangular and ture difference Av between the added reinfor-

semicircular shapes. All curves show a positive
gradient at the end of the measuring time. The
steady state has therefore not yet been reached.

cement (77) and the initial cross-section with
time at the level of the bar, 0.5 mm to the si-
de of the slot edge (7%), derived from the tem-
perature measurements in Figure 4.4. A9 rises
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sharply at the beginning of the test, regardless
of the slot shape, and then stabilizes on an ap-
proximately constant level after about 30 min.
For the triangular shape, A1, averaged over the
period ¢ > 30 min, is highest (~18 °C), follo-
wed by the semicircular (~16 °C) and the rec-
tangular shape (~11 °C).

20

Triangle
Rectangle
Semicircular| 1

ot

Fig. 4.5:

Temporal evolution of the temperature diffe-
rence between slot and concrete (measuring
point T2) as a function of the slot shape, deri-
ved from the temperature measurements in Fig. 4.4

4.3.2 Temperature distribution
over the cross-section

The temperature distribution recorded by
DFOS in the specimen with a triangular slot is
shown for the times ¢ = [0,1,3,5] h in Fig.
4.6. At the beginning of the test ({ = 0 h),
the entire cross-section has an almost constant
temperature of 20 °C. After one hour, the ad-
ded bar has heated up to 58 °C. In the initial
cross-section, the temperature has only risen
slightly to approx. 30-35 °C directly around
the slot. After ¢ = [3,5] h, the rod has hea-
ted up further to [64, 66] °C. As the tempering
time increases, the temperature rise in the in-
itial cross-section also increases. The heat pro-

pagation is mainly concentrated to the side of
the slot. Here the concrete has a temperature
of approx. 40—45 °C. Even after ¢ = 5 h, the
region below the slot experiences only a slight
increase in temperature. While the temperature
immediately below the slot rises to approx. 40
°C, the deeper layers remain at approx. 25-30
°C.

4.3.3 Effect of the slot’s shape on
the achievable temperature
of the bar

The shape of the slot influences both the tem-
perature evolution of the added bar and the he-
at transfer to the concrete. The maximum bar
temperatures s max reached in the tests after
t = 5 h are summarized for the different slot
shapes in Table 4.3. ¥ max is 56 °C for the rec-
tangular shape, 60 °C for the semicircular sha-
pe and 66 °C for the triangular shape. The tem-
pered surface A of the slot is 250 cm? regard-
less of the shape. Accordingly, the same hea-
ting mat is used in all tests. All other boundary
conditions are also identical, which is why the
temperature differences can be purely attribu-
ted to the slot shape.

The liquid HPC in the slot has a thermal con-
ductivity coefficient A = 4.3 W/(m K), while
the hardened normal strength concrete of the
initial cross-section has a A = 1.65 W/(m K)
[176]. The latter therefore insulates the slot.
The heat induced at the top of the slot spreads
quite quickly in the more conductive, liquid
HPC and is accumulated at the contact sur-
face U to the concrete. The temperature ¥ max
in the slot increases. A low U thus causes an
increase in temperature in the slot. This also
applies to a low slot volume V' to be heated
with the same temperature-controlled surface
A and therefore a low ratio V' /A. Both V /A
and U are lowest for the triangular shape (Ta-
ble 4.3), which is why this shape is best suited
for tempering subsequently added reinforcing
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bars. Another advantage of the triangular sha-
pe is that the heat is concentrated at the tip due
to the triangular shape and the concrete, which
is a poor conductor of heat. The heat therefore
dissipates mainly in the area near the surface
via the sides of the triangle (Figure 4.6). In this
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case, cooling from the top represents a promi-
sing approach to counteract this. This is exami-
ned in the following sections, first numerically
(Section 4.4) and then experimentally (Section
4.5).

9 [°C]

Fig. 4.6: Temperature distribution in the specimen with triangular shaped slot at different times,

measured with DFOS

Tab. 4.3: Effect of the slot’s shape on the bar temperature

Slot shape Max. bar temperature Tempered surface Slot volume Ratio Contact area
s,max [°C] A [em?] V [em?] V /A [em®/em?] U [em]
Rectangle 56 250 1250 5.0 15.0
Semicircular 60 250 803.4 33 12.9
Triangle 66 250 625 2.5 11.2




80 KAPITEL 4. DEVELOPMENT AND OPTIMIZATION OF AN INDUCTION METHOD

4.4 Numerical investigations
of the induction method

4.4.1 Numerical adaption

To investigate broader thermal and geometric
boundary conditions as part of a parametric
study, the test setup with a triangular slot is
mapped digitally. The model captures the tem-
perature distribution in the cross-section as
well as the resulting thermal strains. These are
used to derive the effective prestress of the ad-
ded reinforcement, which serves as an evalua-
tion criterion in subsequent investigations. The
strain calculation is carried out by coupling
a numerical temperature field simulation (2D)
and an iterative cross-section calculation with
a lamella model (1D).

The calculation of the transient temperature
distribution ¥(¢,x) in the cross-section §2
along its boundaries I' is performed using the
two-dimensional equation of heat conduction
according to Eq. 4.1 [100] where the initial ma-
terial temperature 1o, the heat capacity ¢, the
density p and the thermal conductivity A\ are
given as thermal material parameters. The so-
lution space €2 in Figure 4.7, with the boun-
daries I' = U?Zl I';, consists of the initial
cross-section {27 as normal-strength concrete,

cpp 0:0(t,x) — V- (AVI(t,x)) =0,
19(0,}() = 190,

AVY = g,

AV = 09(9 — P2.00),
AV = o3(0 — 3.00),

AVY = 0,

the slot 25 as HPC, and the added reinforce-
ment 23. The symmetry of the overall cross-
section allows the temperature calculation to
be limited to just one half of the cross-section,
which significantly reduces calculation times.
The boundary conditions for (Eq. 4.1) are deri-
ved accordingly to Eq.4.2 - Eq. 4.5.

The heating mat is modeled by a heat flux ¢ ap-
plied from the outside over the slot width. Ac-
cording to Fourier’s law, see [230], the energy
supply through the heat flux at the boundary I'y
is described by means of a Neumann boundary
condition (Eq. 4.2). The temporal evolution of
¢ was recorded in the experiment with a heat-
flux sensor (Hukseflux FHF04SC, h = 0.4
mm) according to the setup in [21] and is app-
lied for the numerical calculation. In the expe-
riment, the area between the slot and the coo-
ling, here marked as I'g, is directly exposed
to the air. The resulting convective heat trans-
fer between the concrete and the ambient air is
treated as a mixed boundary condition, taking
into account the ambient air temperature 95
and the heat transfer coefficient o2 (Eq. 4.3).
The cooling with dry ice at the edge I's can
also be mathematically expressed by a mixed
boundary condition (Eq. 4.4), where 93 o re-
presents the temperature of the dry ice and o3
the associated transfer coefficient.

xeN, t>0,
“4.1)
xe, t=0.
rely, t>0, 4.2)
€Ty, t>0, (4.3)
rels, t>0, 4.4)
relyUl's, t>0. 4.5)
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Fig. 4.7: Sketch of the solution space of the heat equation and the discretization for numerical

computation

Ideally, neither energy input nor energy output
occurs at the thermally insulated boundary I'y,
so that this can be mathematically defined as a
Neumann boundary condition (Eq. 4.5). Simi-
larly, it is assumed that ¢ = O applies to the
heat flux at the boundary I's, so that this is mo-
deled as a Neumann boundary condition, too
(Eq. 4.5). All numerical values for the parame-
ters (V2 o0, U3 00, 02, 03) are listed in Tab. 4.4.
The solution of the partial differential equa-
tion (4.1) with the boundary conditions
(Egs. 4.2-4.5) is determined numerically by
means of the MATLAB PDE Toolbox [202].
To discretize the cross-section into finite ele-
ments (FE), a grid with n, = 28832 triangular
elements and n;y = 58117 nodes is used (Figu-
re 4.7), cf. [230]. The triangular slot shape and
the round reinforcement bar are approxima-
ted by elements with an edge length of 1 mm.
The element size increases to a maximum of 2
mm at the non-tempered cross-sectional boun-

daries. According to [178, 176], the material-
specific parameters of density p, thermal con-
ductivity A, and specific heat capacity c, are
assigned to each element regarding the three
materials used (£21-C23) (Tab. 4.4).

The finite element discretization results in the
system of ordinary differential equations ac-
cording to Eq. (4.6) [230] with

C € R™X™
the thermal damping matrix,
K € R™X™
the thermal stiffness matrix, the input vector
1
b e R™*
and the vector
1
feR™,

which summarizes the further influences of the
boundary conditions from Egs. (4.3)-(4.5).
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Co(t) + K(t) = bg + f,
9 =1y, t=0.

t>0,
(4.6)

In the time domain, Eq. (4.6) is solved by an
implicit solution algorithm over the time inter-
val t € (0, 7). The result is the transient tem-
perature distribution ¥(¢) in the cross-section
half over nx nodes.

Tab. 4.4: Material parameters for the numerical
temperature field simulation

Parameter Value Unit Range
I 2000 kg/m3 0
p 2440  kg/m? 92
) 7895  kg/m? Q3
A 1.0 W/(Km)
A 40  W/(Km) 92
A 50  W/(Km) Q3
cp 1000 J/(kg K) on
Cp 1300  J/(kg K) Qo
cp 500  J/(kg K) Q3

V2,00 20 °C Iy
V3,00 -78 °C I's
P 10 W/(Km?) Ty
o3 70 W/(Km?) T

With ar the resulting thermal strains in the
cross-section are calculated from the tempera-
ture changes calculated at each node. For this,
the calculated temperature values of the nodes
irregularly spread over the cross-section (see
Figure 4.7) are first transferred by linear inter-
polation between the elements to a regular tem-
perature grid with a spacing of 1 cm in the z-
and y-directions. Due to the symmetrical tem-
perature distribution in the z direction and un-
der the assumption of the Bernoulli hypothesis,

a lamella model is used for calculation on the
cross-section, cf. [166]. The interpolated tem-
perature changes are transferred into a mean
temperature change for each row, from which
AV - ar)
is calculated. The resulting strain distribution,

the associated thermal strain (¢ =

which is non-linear over the height of the initi-
al cross-section, is decomposed into a constant
(€c1,0) and a linear variable portion (g¢j jin(2))
according to [178],[169],[146].

The total strain of the initial cross-section is
Ecl(z) = €c1,0 + €c1,5in(2). A constant thermal
strain &4 is assumed for the added reinforce-
ment, corresponding to a temperature change
at its barycenter. According to the experimen-
tal setup in Figure 4.2, Figure 4.8 (left) color-
codes the numerically calculated and subse-
quently interpolated temperature distributions
on the cross-section without cooling for the ti-
mes ¢ = [1, 2, 3] h. Warm regions are highligh-
ted in red, cold ones in blue. The comparison
with the temperature development measured at
various points in the experiment (Figure 4.6)
shows an average deviation of 1.9 °C or ap-
prox. 4%.

The resulting, linearized thermal strains in the
initial cross-section and the added reinforce-
ment due to the temperature distribution are
shown in Fig. 4.8 (right). &5 pr results from the
strain difference between the added reinforce-
ment (g5) and the concrete in the correspon-
ding lamella at the level of the reinforcement
(ec1(z = 17.5cm)). After 1 h, & is 0.34 %eo.
The corresponding thermal strain of the con-
crete £.1(z = 17.5cm) due to heat propaga-
tion reduces the effective strain €gpr to 0.29
%o. With the tempering time, the temperature at
the added bar rises and thus also 5. Due to its
mass, the concrete reacts with delay to the heat
supply and thus, its strain increases slower, too.
Therefore, ¢ pr increases to 0.36 %o or 0.38
%o. In fact, the target strain of 0.6 %o defined
in Section 4.2 for which espr = &4, IS never
reached.
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Fig. 4.8: Calculated temperature distribution in the test specimen for various points in time (left)
with the associated strain distribution in the initial cross-section and the added bar (right)

The the
(espT/E50) 18 48 — 63%. Further optimization

effectiveness  of strengthening

of the induction method is thus necessary.

4.4.2 Parameter study on the im-
pact of thermal and geome-
tric boundary conditions on
the thermally generated pre-
strain

In the framework of a parameter study, the de-
veloped numerical model is used to optimize
the induction method with regard to ¢ pr. The
test setup shown in Fig. 4.2 with a triangular
slot is extended by a laterally offset cooling sy-
stem on the upper side of the concrete using
dry ice. The position and width of the cooling
are variable. The thermal prestress results from
the imprinted strains at the time when the HPC

has hardened sufficiently to transmit the force.
The investigations in [179] show that the con-
dition for the HPC used is usually met after ap-
prox. 2 h. Accordingly, the strain ¢ pr (2 h) is
evaluated and optimized in the course of the
parameter study.

The influence of the distance n between the
heating mat and the dry ice when cooling the
cross-section up to the edge (¢ = 30cm) is
shown in Figure 4.9 (left). For n = Ocm —
cooling starts right from the heating mat —
gspT 18 0.45 %o. As n increases, so € pr does.
The maximum occurs for n = ng = 6cm
(espr = 0.60 %0). Beyond that, ¢, pr decreases
again.

The influence of ¢ (distance between the ou-
ter edge of the cooling and the center of the
sample) on g5 pr at n = ngp according to Fi-
gure 4.9 (left) is shown in Figure 4.9 (right).
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c = 8.5¢cm (ngp + b'/2) corresponds to no
cooling. With c, g pr rises, too.

The cooling of the initial cross-section effec-
tively counteracts heating and leads to a signi-
ficant increase of €, pr. The target strain of 0.60
%o is now reached. Compared to the case wi-
thout cooling (Figure 4.8), this corresponds to
an increase in effectiveness of about 66%.
Besides the cooling, the slot dimensions are al-
so optimized numerically. Figure 4.10 shows
the influence of the slot width b’ (left) and the
slot depth A’ (right) on &5 py in an otherwise un-
changed test setup and the optimized cooling
geometry according to Figure 4.9. Throughout,
the slot is tempered over its entire width. As
shown in Figure 4.10 (left) the tempered sur-
face initially increases with ', too. The maxi-
mum occurs at b’ = by, =
0.69 %0). Beyond that, e, pr decreases again.
The influence of the slot depth i’ at b, on
gspr 1S shown in Figure 4.10 (right). With de-

10cm (5S,PT =

0.8 . . n b -
\7/65.PT 15
0.7} :
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— 0.6 —_— cm
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A
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© 04l
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creasing h’, &5 pr increases. The reason is that
the slot volume V decreases while the tempe-
red surface remains the same, which according
to Section 4.3.3 leads to an increasing bar tem-
perature and thus to an increase of € pr.

Induction method for thermal
pre-stressing of subsequent-
ly added reinforcement

4.4.3

The results of the experimentally and numeri-
cally developed induction method are summa-
rized in Figure 4.11. The highest effectiveness
of the strengthening measure results from bars
in triangular slots with a width of 10 cm and a
minimum depth. To ensure sufficient concrete
cover of the bars, the slot depth for usual dia-
meters (between 10 and 20 mm) is set to 5 cm.
The slots should be exposed to a temperature
of 95 °C induced over their entire width at the
component surface.

0.8
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Fig. 4.9: Influence of the cooling distance on the calculated prestress of the added reinforcing bar
(left) and influence of the cooling width at an optimal cooling distance (right)
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Fig. 4.10: Influences of the slot width on the calculated thermal pre-strain of the added reinforcing
bar (left) and of the slot depth at an optimized slot width (right)

The lateral cooling of the concrete surface with
dry ice reduces the temperature increase in the
surrounding concrete and thus increases the ef-
fectiveness of the strengthening. The cooling
is to be carried out at a distance of n = 6cm
from the slot and as wide as possible. In order
to achieve 100 % effectiveness of the strengt-
hening (g5 pr = 0.6 %o0) with the selected boun-
dary conditions (7, b(’,pt and 1) according to
Section 4.4.2, ¢ > 20 cm must apply. In practi-
ce, a structure is usually strengthened by slot-
ting several reinforcement bars next to each
other.

To ensure that the required cooling width is
maintained for each bar, the required bar spa-
cing is set to 2 x ¢ = 40cm (Figure 4.11(a)).
Accordingly, it is recommended to maximize
the bar spacings by preferring bigger diame-
ters and at the same time to maintain the stati-
cally and constructively required bar spacings
by adding the bars one after the other (Figu-
re 4.11(b)). In the first step, for example, eve-
ry second slot is created and a bar is placed

in it. Cooling follows between the slots, main-
taining the minimum width. After the cross-
section has cooled completely, a further bar can
be added between the already created slots in a
second step, and the induction can be repeated.

4.5 Experimental implemen-
tation of the optimized

induction method
4.5.1 Validation of the numerical
solution by experiment

The numerically optimized induction method
according to Section 4.4.3 is implemented in
an experiment for validation. The basic test se-
tup and the measurement technology used cor-
respond to Fig. 4.2 with cooling. The slot width
b’ remains unchanged at 5 cm due to the availa-
ble heating technology. The other boundary
conditions (slot shape, '/, n, ¢) correspond to
Sec. 4.4.3.
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Fig. 4.11: Setup of the optimized induction method with big bar diameters and slot spacings (a) and
added bars in slots produced one after the other (b)

To ensure comparability of experiment and nu-
merics, b’ is also adapted in the model.
Figure 4.12 compares the temperature curves
measured in the experiment with the thermo-
couples T, T, and T, with the numerically
calculated curves at the same location.

Numeric Experiment

70 Mz

t[h)

Fig. 4.12:

Comparison of the calculated temperature
evolution in the specimen at three points with
the measured temperature evolution for the test
setup shown

The calculated curves approximate the mea-
sured temperatures at the design-relevant time
after ¢ = 2h with a maximum deviation of
2.5 °C. In the experiment, the temperature evo-
lution in the test object is only measured at se-
lected points. In order to determine the over-
all temperature distribution and calculate the
resulting thermal strain according to Section
4.4.1, interpolation is performed between the
measuring points. The principle is shown in Fi-
gure 4.13 (top left). The temperature evoluti-
on in the initial cross-section is known from
the lateral DFOS measurements in two layers
across the width. The DFOS measurements be-
low the slot show that after about an hour, an
approximately linear temperature distribution
with 20 °C at the lower edge has been establis-
hed over the height of the specimen and that
this remains unchanged over the entire durati-
on of the test. Accordingly, a linear approach
is chosen to interpolate between the two DFOS
layers and the lower cross-sectional edge (as-
sumed to have 20°C). The temperature distri-
bution in the slot is also determined by interpo-
lation between the known temperatures at the
sides of the slot, at the extended member, and
at the tempered edge.

Figure 4.13 (left and center) shows the
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resulting temperature distributions in the speci-
men at times ¢ = [1,2,3]h. At ¢ = 1h, the re-
gion directly below the cooling exhibits a tem-
perature of about —40°C, while the added bar
has heated up to about 50°C.

The effective range of the dry ice cooling de-
creases with increasing tempering time. The
temperature in the slot and the initial cross-
section rises and the cold region becomes
smaller and shifts sideways away from the slot.
The vertical DFOS measurements under the
slot serve as a plausibility check for the inter-
polated temperatures. The comparison of the
calculated and measured temperatures shows a

lin. interpolat

20°C 30 25 20 15 10 5

20 =i

30 25 20 15 10 5
95°C

t=3h

95°C
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maximum deviation of 5°C.

The temperature distributions in the initial
cross-section are converted into linear strains
(gc1,0 and £¢q 1in) according to Section 4.4.1 (Fi-
gure 4.13, right). The strain of the added rein-
forcement ¢ is obtained directly from the tem-
perature change measured there. espr(1h) is
0.40 %o. With increasing tempering time, € pr
increases to 0.50 %o (2 h) or 0.49 %o (3 h). The
numerical calculation for the test setup yields
gspr(2 h) = 0.49 %o. The deviation between
the numerical calculation and the experiment
is therefore only 2%.

€ py=0-40 [%] ¢

0.6

Fig. 4.13: Linearly interpolated temperature distribution in the specimen, based on the temperature
measured in the experiment using DFOS at different times (left) and the resulting strain
distributions in the added bar and initial cross-section.
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4.6 Conclusions

The paper shows the experimental and nu-
merical development of an induction method
to strengthen reinforced concrete structures
using thermally prestressed additional reinfor-
cement. The main factors influencing the ef-
fectiveness of the strengthening are investi-
gated by means of experimental tests and by
coupling numerical temperature field simulati-
on with a stress calculation at cross-section le-
vel. The optimized induction method is derived
from the results, taking into account practical
construction aspects, and validated in a further
experiment. The main findings are:

- A triangular slot shape is best suited
for thermal prestressing of the reinforce-
ment bars inserted into it. In the tests,
a higher bar temperature was achiev-
ed compared to a rectangular and a se-
micircular shapes, with otherwise the
same boundary conditions. In addition,
the interface to the initial cross-section,
through which the heat dissipates into
the concrete, is smaller than with the
other shapes. This results in a greater
temperature difference between the ad-
ded reinforcement and the concrete and
thus a higher effectiveness of the reinfor-
cement.

- The effectiveness of the reinforcement is

significantly increased by optimizing the
induction method. It is recommended to
add bars in a triangular slot with a width
of 10 cm and a depth of 5 cm. The initial
cross-section should also be cooled with
dry ice. The cooling should be perfor-
med at a distance of 6 cm from the slot
with the largest possible cooling width.

In practice, the strengthening is achiev-
ed by slotting several reinforcement bars
next to each other. It is recommended to
add a few bars with big diameter in or-
der to increase the slot spacing and thus
also the possible cooling width. On the
one hand, this increases the effectiven-
ess of the strengthening and, on the other
hand, reduces the amount of work invol-
ved, since fewer slots have to be made.
Alternatively, the bars can also be added
one after the other with a smaller spacing
and thermally prestressed.

To validate the numerically optimized
induction method, it is implemented in
an experiment. The comparison of the
results shows that the deviation between
the numerical values and the experiment
is < 2%.






Kapitel 5

Berechnungsmodell zur
thermischen Vorspannung

Das folgende Kapitel ist wortlich entnommen aus:

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Berechnungsmodell zur thermischen
Vorspannung nachtrdglich ergdnzter Bewehrung. Beton- und Stahlbetonbau, 2024.
119(12): pp. 894-907. doi: https://doi.org/10.1002/best.202400050

Der Text sowie die Abbildungen wurden redaktionell iiberarbeitet und in ein einheitliches For-
mat und Schriftbild iiberfiihrt. Der Inhalt der Veroffentlichung bleibt unverdndert. Die verwen-
dete Literatur wird am Ende der Arbeit zusammen zitiert.
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Kurzfassung

Zentrale technische Einschrinkung vieler VerstirkungsmaBnahmen ist, dass diese nicht fiir das
Konstruktionseigenegewicht wirksam sind. Zur Losung wird fiir statisch bestimmte Tragwerke
die gezielte Temperierung von in Schlitzen ergidnzten Bewehrungsstiben vorgeschlagen. Ziel
ist es, die Stébe, die in ein Vergussmaterial eingebettet sind, thermisch vorzudehnen und somit
an die Dehnung der Initialbewehrung anzugleichen. Die Verbundwirkung mit dem erhérteten
Vergussmaterial verhindert nach dem Stoppen der Wiarmezufuhr und dem damit verbundenen
Abkiihlen die Riickverformung der Stibe. Dadurch entsteht eine Vorspannkraft, die dem Biege-
moment aus dem Eigengewicht entgegenwirkt und die Zugzone des Bestandsquerschnitts ent-
lastet. Im Beitrag wird ein analytisches Berechnungsmodell fiir das Verstirkungsverfahren vor-
gestellt und hergeleitet. Dieses wird anhand numerischer Berechnungen und in einer ersten ex-
perimentellen Umsetzung verifiziert. Die wesentlichen Einflussgroen auf die Wirksamkeit der
Verstiarkung werden im Rahmen von Parameterstudien untersucht. Die Ergebnisse zeigen, dass
die thermische Vorspannung von nachtriiglich ergidnzten Bewehrungsstiben effektiv moglich ist
und mit dem Berechnungsmodell die daraus resultierende Wirkung, je nach untersuchten Rand-
bedingungen, mit einer Genauigkeit von 80 bis 97 % erfasst werden kann. Die Genauigkeit steigt
mit zunehmender Querschnittshohe, einer geringeren Ausgangstemperatur des Querschnitts und
einer geringeren Wirmeleitfahigkeit des Betons im Initialquerschnitt.

Stichworte: nachtrigliche Verstirkung; thermische Vorspannung; Bewehrungsergiinzung; Bere-
chnungsmodell; HPC; Wirmebehandlung

Calculation model for thermal pre-stressing of subsequently added reinforcement Key tech-
nical limitation of many strengthening measures is that they are not effective for the structure’s
self-weight. As a solution, a targeted tempering of reinforcing bars put into respective slots is
proposed for statically determinate load-bearing structures. The aim is to thermally pre-stress
the bars, which are embedded in a grouting material, and to balance their strain to that of the
initial reinforcement. The bond with the grout prevents the bars from re-forming when cooling
after heating is stopped. This creates pre-stress that neutralizes the bending moment from the
self-weight and relieves the tensile zone of the cross-section. In the paper, an analytical calcu-
lation model for the strengthening approach is presented and derived. This is verified through
numerical calculations and a first experimental realization. The main factors influencing the
effectiveness of the strengthening measure are analyzed in parameter studies. The results show
that the thermal pre-stressing of subsequently added reinforcing bars is effectively possible. De-
pending on the actual boundary conditions, the calculation predicts the strengthening effect with
an accuracy of 80-97%. The accuracy increases with the height and a lower initial temperature
and a lower thermal conductivity of the concrete in the initial cross-section.

Keywords: post-installed reinforcement; thermal pre-stressing; supplemental reinforcement;
calculation model; HPC; heat treatment

51 Ein|eitung zunehmend an Bedeutung [41, 125]. Nut-
zungsinderungen, rechnerische Defizite in-

Die Verstirkung von Stahlbetontragwerken ge- folge normativer Anpassungen (conceptual
winnt angesichts einer alternden Bausubstanz ageing) und Dauerhaftigkeitsprobleme sind
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hiufige Kriterien, die eine Weiternutzung von
Es
wird geschitzt, dass in den EU-Staaten insge-

Bestandsbauwerken einschrianken [128].

samt 60 % der bestehenden Bauwerke erneu-
ert oder verstiarkt werden miissen [17]. Eine
Verstiarkung bietet im Vergleich zu einem Er-
satzneubau 6kologische und 6konomische Vor-
teile [203].
chen Ressourcen konnen effektiv genutzt und

Die bereits vorhandenen bauli-

dadurch die Gesamtmenge an benétigten Bau-
stoffen und einzusetzenden Energieressourcen
reduziert werden. Zudem werden lange Aus-
filhrungszeiten und damit verbundene Beein-
trichtigungen der Nutzung vermieden.

Typische Verstirkungsverfahren bei Defiziten
in der Biegetragfahigkeit sind das Vergro-
Bern der Druckzone durch Betonerginzungen
[27] oder die Verstarkung der Zugzone durch
eingeschlitzte Bewehrung, aufgeklebte Stahl-
laschen, CFK-Gelege oder SMA-Bewehrung
[232, 95, 198, 20, 209]. Diese Verfahren sind
jedoch alle nur fiir Verkehrslasten, nicht fiir die
Da
der Anteil des Eigengewichts an der Gesamt-

eingeprigten Eigenlasten wirksam [95].

last bspw. bei Deckenplatten aus Stahlbeton
rund 70 % betrdgt, ist die Wirksamkeit ei-
ner Verstiarkung — zumindest in der Gebrauch-
stauglichkeit — gering.

Eine Verstiarkung kann durch Vorspannung fiir
die Gesamtlast aus Eigen- und Verkehrslasten
aktiviert werden. Neben dem Aufbringen einer
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mechanischen Kraft [170, 190, 89],

z. B. als externe Vorspannung, kann dies durch
das temporire Einpridgen von Zwangsschnitt-
groBen infolge einer gezielten Temperierung
des Bauteils wihrend der Verstdrkung erfolgen
[117, 118, 119, 39]. Alternativ und speziell
bei statisch bestimmten Systemen kann der Ef-
fekt auch durch die gezielte thermische Vor-
spannung nachtréglich ergédnzter Bewehrung
erreicht werden; analog zum Tragprinzip der
konventionellen Vorspannung mit nachtréigli-
chem Verbund. Bild 5.1 links und Mitte zeigt
das Prinzip am Beispiel eines Einfeldtréigers,
der in der Zugzone unter wirkender Eigenlast
g durch zwei eingeschlitzte Bewehrungsstibe
der Fliche A verstirkt wird. Die Stibe sind
in ein Vergussmaterial eingebettet und wer-
den von auBlen temperiert, um sie entsprechend
der vorgegebenen Temperaturdnderung Av um
das Mal} ¢ thermisch zu dehnen. Ziel ist es,
die Differenz zur aus g eingeprigten Dehnung
g0 der initialen Bewehrung Ay auszugleichen.
Nachdem das Verfiillmaterial ausgehirtet ist,
stoppt die Temperaturinduktion. Die Verbund-
wirkung verhindert die Riickverformung der
nachtriglich erginzten Stibe und es entsteht
eine Druckkraft Fpr sowie aufgrund des Ab-
stands Zpr zum Schwerpunkt ein Biegemo-
ment Fpr- Zpr. So wird der Belastung aus dem
Eigengewicht entgegengewirkt und die Zugzo-
ne des Bestandsquerschnitts entlastet.

lokale thermische

¢ Induktion |

ASSSS

erfulimaterial Mit Warme-

\V(:

Warmequelle

Bild 5.1: Prinzip nachtriglicher Verstarkung mittels eingeschlitzter und thermisch vorgespannter
Zusatzbewehrung (links und Mitte) mit rechnerischen Temperaturverteilungen (rechts)
Principle of subsequent reinforcement employs slotted and thermally prestressed additio-
nal reinforcement (left and center) with calculated temperature distributions (right).
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Die erginzten Bewehrungsstibe sind somit fiir
das Eigengewicht wirksam.

Eine der zentralen Herausforderungen ist es
dabei, den Wirmeeintrag auf die Schlitze zu
beschrinken. Bild 5.1 rechts zeigt die der Ver-
starkungsmethode zugrunde liegende ideali-
sierte Annahme, dass der Schlitz konstant auf-
geheizt wird (roter Bereich) und keine Wir-
meausbreitung auf den in Griin dargestell-
ten Initialquerschnitt stattfindet. In der Rea-
litdt wird die Wérme abflieBen und sich ei-
ne transiente Temperaturverteilung im Quer-
schnitt mit warmen (rot) bis kalten (griin) Be-
reichen einstellen. Der Temperaturanstieg im
Initialquerschnitt reduziert den Temperaturun-
terschied zum Schlitz und damit die Wirksam-
keit der thermischen Vorspannung. Der Ein-
fluss der reduzierten Wirksamkeit ist zu erfas-
sen und ggf. bei der Bemessung zu beriick-
sichtigen (vgl. Abschn. 5.3.2). Im Beitrag wird
ein analytisches Berechnungsmodell zur ther-
mischen Vorspannung nachtréglich erginzter
Bewehrung vorgestellt. Dieses wird fiir ver-
schiedene Randbedingungen anhand numeri-
scher Simulationsrechnungen verifiziert. Die
Ergebnisse werden mit einer ersten experimen-

tellen Umsetzung verglichen. Zudem werden
die wesentlichen Einflussgrofen auf die Wirk-
samkeit der Verstirkung dargestellt.

5.2 Berechnungsmodell fir
thermisch vorgespannte
Bewehrung

5.2.1 Berechnungsgrundlagen

Die Dehnungsverteilung in Balkenquerschnit-
ten zeigt Bild 5.2 an einem allgemeinen
Stahlbetonquerschnitt mit der Gesamtflache
A (brutto), der an der Oberseite durch einen
eingeschlitzten Bewehrungsstab mit der Fli-
che Ay verstirkt wird. Das Verfiillmaterial hat
eine Nettofliche A.,. Beides wird nachtrig-
lich erginzt. Die Bruttoflache des Schlitzes ist
Aca+ As. Der verbleibene Initialquerschnitt hat
die Fliche A.; und enthilt eine Initialbeweh-
rung mit der Fliche Agy. Die Querschnittstei-
le weisen unterschiedliche E-Module (£, Eo
und Fj) auf. Der Gesamtquerschnitt sowie des-
sen Temperaturverteilung ¥(y, z) sind symme-
trisch zur z-Achse.

Bild 5.2: Dehnungsverteilung in einem beliebigen mehrschichtigen Betonquerschnitt infolge einer
allgemeinen Temperaturverteilung mit Zerlegung in einen konstanten, linearen und nicht-

linearen Anteil

Strain distribution in an arbitrary multi-layer concrete cross-section due to a general tem-
perature distribution with decomposition into a constant, linear and nonlinear component
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Die beliebige Dehnungsverteilung €(y, z) im
Initialquerschnitt nach Bild 5.2 ist zur z-Achse
symmetrisch und setzt sich allgemein aus ei-
nem thermischen et(y,z) und einem mecha-
nischen Anteil ey(z) zusammen (Gl. (5.1))
[142, 146]. £(y, z) kann in einen konstanten
€0, einen linearen €}, (z) und einen nichtlinea-
ren Anteil ey (y, z) zerlegt werden (G1.(5.1)).

e(y,z) =er(y, z) +em(z)
=e0+ cnin(2) +enly, 2) (5.1)

Der nichtlineare Residualanteil geht als Ei-
genspannungsanteil nicht in die Ermittlung
von SchnittgroBen ein und wird im Folgen-
den nicht beriicksichtigt. Die Riickverformung
der thermisch gedehnten erginzten Beweh-
rung und des Verfiillmaterials wird nach dem
Stoppen der Wirmezufuhr und der damit ver-
bundenen Abkiihlung durch die Verbundwir-
kung mit dem Initialquerschnitt zuriickgehal-
ten. Die daraus resultierende Kraft stellt so-
mit eine dullere Einwirkung auf den Initial-
querschnitt mit Initialbewehrung ohne Schlitz
dar. Erst die nach der Verstarkung aufgebrach-
ten Lasten, wie z. B. Verkehrslasten, wirken
auf den Gesamtquerschnitt, was hier allerdings
nicht weiter betrachtet wird. Der Schwerpunkt
des Initialquerschnitts ohne Schlitz unter Be-
riicksichtigung der unterschiedlichen Steifig-
keiten von Beton und Initialbewehrung ist als
Si (ideell) definiert. Analog ist die ideelle
Querschnittsfliche als A; und das zugehorige
Flachentriagheitsmoment als [; definiert.

Neben der erginzten Bewehrung wird auch das
umliegende fliissige Verfiillmaterial des Schlit-
zes thermisch gedehnt. Unter der Vorausset-
zung, dass die daraus resultierende Spannung
oy unter der Zugfestigkeit des Materials f.
verbleibt, erzeugt dieses nach dem Aushérten
und Abkiihlen eine zusitzliche Vorspannkraft.
Im Rahmen des Beitrags werden die Grenzfil-
le mit (,, Verfiillmaterial ungerissen*) und ohne
Beriicksichtigung (,,Verfiillmaterial gerissen‘)
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dieser zusitzlichen Vorspannkraft untersucht.
Die Abstinde zwischen dem Schwerpunkt des
Verfiillmaterials ohne Stab sowie der Schwere-
lage des Stabs zu S; sind z ¢ bzw. 2.

In dem Berechnungsmodell wird ein idealer
Verbund zwischen ergéinzter Bewehrung, Ver-
fiilllmaterial und Initialquerschnitt angenom-
men. Zudem werden die zeitabhingigen Deh-
nungsidnderungen aus Kriechen und Schwin-
den der Betone nicht beriicksichtigt. Diese fiih-
ren in der Realitiit zu einer zeitabhingigen Ab-
nahme der thermischen Vorspannkraft. Die Ar-
beiten in [179, 191] zeigen, dass die zeitabhin-
gigen Verformungen durch die Wirmebehand-
lung um bis zu 50 % reduziert werden. Der
Initialquerschnitt ist zum Zeitpunkt der Ver-
starkung gerissen. Allerdings sind die erwar-
teten Dehnungen im Querschnitt gering. Daher
wird der Beton in der Druckzone und der Be-
wehrungsstahl in der Zugzone mit linear ela-
stischem Materialverhalten idealisiert. Die An-
wendung des Modells ist auf statisch bestimm-
te Systeme beschrinkt. Kontinuititsspannun-
gen aus statisch unbestimmter Systemwirkung
wiren separat zu erginzen [119].

5.2.2 Herleitung der thermo-
mechanischen Kopplung

Die Herleitung der thermo-mechanischen
Kopplung erfolgt an dem gegeniiber Bild 5.2
um Temperaturbereiche erweiterten allgemei-
nen Stahlbetonquerschnitt mit eingeschlitzter
Bewehrung (Bild 5.3, links). Das Prinzip der
Verstarkung ist es, den Schlitz auf eine Ziel-
temperatur aufzuheizen und damit einen Tem-
peraturunterschied zum Initialquerschnitt zu
erzeugen, aus dem die thermische Vorspan-
nung der erginzten Bewehrung resultiert. Fiir
das Berechnungsmodell wird vereinfacht an-
genommen, dass der Schlitz konstant die Ziel-
temperatur aufweist (roter Bereich) und keine
Wirmeausbreitung auf den umliegenden, griin
dargestellten Initialquerschnitt erfolgt.
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Bild 5.3: Mechanische Wirkung eines nachtréglich ergidnzten, lokal aufgeheizten Schlitzes mit Be-

wehrungsstab

Mechanical effect of a subsequently added, locally heated slot with reinforcing bar

Im Querschnitt ergeben sich somit zwei Be-
reiche mit jeweils konstanten Temperaturen
(idealer Zustand). Bild 5.3 (rechts) zeigt fiir
die Querschnittsteile die korrespondierenden
Dehnungen iiber die Hohe z. Das Biegemo-
ment M, aus Eigengewicht fiihrt zu einer li-
nearen mechanischen Dehnung im Initialquer-
schnitt (A¢; mit Agp). Zum Zeitpunkt der Ver-
stairkung ist der Beton in der Zugzone von
Acp gerissen (Zustand 2 mit Annahme: fy =
0). Die resultierende Zugkraft wird vollstdn-
dig von Agy aufgenommen, was zu einer Deh-
nung e5om fithrt. Die Dehnung am gedriick-
ten Rand von A ist ecjm. Aez und Ay sind
initial unbelastet und erfahren wéhrend der
Temperierung keine mechanischen Dehnungen
(ecom = esm = 0). Der Temperaturanstieg
im Schlitz fiihrt aufgrund des annéhernd glei-
chen Wirmeausdehnungsverhaltens von Beton
und Stahl (Annahme Wirmeausdehnungskoef-
fizient: a7 = atc = ats) zu einer konstanten
Temperaturdehnung e 7 = £, 1 Uiber Agp+ As.
Da die Wirmeausbreitung auf A vernachlis-
sigt wird, treten hier keine Temperaturdehnun-
gen auf (.17 = 0).

Die Dehnungen in den Querschnittsteilen wer-
den gemdl dem Hookeschen Gesetz in Span-
nungen o {iberfithrt und die resultierenden

Krifte [ berechnet. Aus €5 v resultiert die in-
nere Zugkraft Fy laut Gl. (5.2):

Fyo = EsOM - Ay - E; (5.2)

Die iiber die Druckzonenhohe z wirkende
Spannung mit dem Maximalwert o.; am un-
teren Rand von A wird vollstindig vom Be-
ton aufgenommen. Die resultierende innere
Druckkraft F,; wirkt im Abstand ¢ vom un-
teren Rand und steht im Gleichgewicht mit Fy
(Fe1+Fy = 0). Der Abstand zwischen F¢; und
Fo ist der innere Hebelarm z. Der Zusammen-
hang zwischen den inneren Kriften Fyy und
F; mit der duBeren Einwirkung M ergibt sich
aus dem Momentengleichgewicht um die in-
itiale Bewehrungslage: My = z - F¢;.

Nach dem Aushirten des Verfiillmaterials und
Stoppen der Wirmezufuhr fiihrt die thermi-
sche Dehnung der erginzten Bewehrung zu
einer Druckkraft entsprechend Gl. (5.3). st
folgt der Differenz zwischen der Stahltempe-
ratur 95 im temperierten Zustand und der Aus-
gangstemperatur v o multipliziert mit cer.

Fy = ES,T’AS'ES = (ﬁs_ﬁs,o)‘aT’As'Es (5.3)

Die zusitzliche Vorspannkraft £, aus der ther-
mischen Dehnung des Verfiillmaterials ergibt
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sich analog zu GI. (5.3) nach GI. (5.4). Rei3it
der Querschnitt mit oy > f.2, entfallen der
rechnerische der Anteil aus F., sowie die aus-
gleichenden Momentanteile.

Fo=¢cor-Ax - Ex
= (V2 — Ve20) - a1 - A2

- E 5.4)

Die beiden thermisch erzeugten Anteile an der
Druckkraft Fpr fithren zu einer Drucknormal-
kraft Npr im Gesamtquerschnitt (Gl. (5.5)).
Diese wirkt entgegen Fyy und entlastet damit
die Zugzone des Gesamtquerschnitts.

Npr = Fpr = Fs + Foo (5.5

Aus den Druckkriften Fy und F., multipli-
ziert mit den Abstidnden z s bzw. 22 zu S er-
geben sich die thermischen Vorspannmomente
(Gln. (5.6)-(5.8)). Diese wirken entgegen M,
und entlasten damit den Gesamtquerschnitt.

MCZ - FcZ * Z,c2 (56)
M = Fs - 2,5 (5.7)
Mpr = M + M (5.8)

5.2.3 Auswirkungen der thermi-
schen Vorspannung auf den
Querschnitt

Die thermische Vorspannwirkung wird an dem
allgemeinen Stahlbetonquerschnitt nach Ab-
schnitt 5.2.2 untersucht. Referenz fiir ¢t ist
eine angestrebte Vordehnung von 0,6 %o. Die-
se entspricht etwa der mittleren mechanischen
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Dehnung infolge des charakteristischen Eigen-
gewichtsanteils iiblicher einfeldiger Hochbau-
platten (ca. 70 %) bei Linearisierung des pa-
rabelférmigen Momentenverlaufs. Mit ar =
107°1/K betrigt die erforderliche Tempera-
turdifferenz zwischen Schlitz und Initialquer-
schnitt 60°C, damit e, = &50m gilt. Dies
gilt vereinfachend ohne Beriicksichtigung der
Wirmeausbreitung (idealer Zustand). Fiir eine
Ausgangstemperatur Uc1 9 = U0 = VY20 =
20°C in allen Querschnittsteilen muss der
Schlitz somit auf 80 °C aufgeheizt werden.
Die aus der thermischen Vorspannkraft bei
gT = oM = 0,6 %o resultierende Normal-
kraft Npr sowie das Moment Mpr (Abschn.
5.2.2) wirken auf den verbleibenen Initialquer-
schnitt und fithren zu einer Entlastung der Zug-
zone mit initialer Bewehrung. Diese weist nach
der Verstirkung die Dehnung €, o pT < €5 auf,
die aus der Dehnungsverteilung im Initialquer-
schnitt resultiert. Somit beeinflusst die aufge-
brachte thermische Vorspannkraft die Dehnung
in der bereits vorhandenen Initialbewehrung.
Analog zur klassischen Spannbetonbauwei-
se, mit mehreren nacheinander vorgespannten
Spanngliedern [224]. Hier fiihrt die zusitzlich
eingeleitete Spannkraft zu einer Verkiirzung
des Betons, die sich in den bereits gespann-
ten Spanngliedern in Form eines Dehnungs-
riickgangs bemerkbar macht. Die nachfolgend
dargestellte Berechnung der Dehnungsiinde-
rung infolge der thermischen Vorspannung be-
schrinkt sich auf Querschnitte mit einer recht-
eckigen Druckzone.

Die resultierende innere Zugkraft Fyopr im
verstirkten Zustand folgt nach Gl. (5.9) zu:

FsO,PT = Ay - €s0,PT * Ey (5.9)

Der gedriickte Querschnittsrand hat nach der
Verstiarkung die Dehnung e pr. Die Druckzo-
nenhohe z folgt aus der Dehnungsebene und
ist iiber e¢1pr und e50pr sowie die statische
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Nutzhohe d der Initialbewehrung eindeutig de-
finiert in GI. (5.10):

[Ect.prl d (5.10)

Z‘ pry .
lecipr| + |esopr]

€c1pT wird gering erwartet, sodass ec1pr <
(0,4 - fo)/Ee1 gilt. Vereinfacht wird daher ein
linearer Zusammenhang zwischen e¢; pr und
oc1 pr Uber F;; angesetzt. Damitista = 1/3-x
und F,, ergibt sich fiir eine rechteckige Druck-
zone mit der Breite b in Gl. (5.11) wie folgt:

FCQ’pT =Tr-a- b . 05 . 5CI,PT . Ecl (511)

gs0pT und e¢1pr konnen durch Iteration der
Dehnungsebene bis zur Einhaltung des Gleich-
gewichts innerer und #uBlerer Schnittgrofen
Ng = Mg (GL (5.12)) bzw. Mg = Mg (GL
(5.13)) ermittelt werden.

!
Ng = Npr = Nr = Feipr + Foopr

(5.12)
1
Mg = My — Mpr = Mg
= I's0,PT * <i,s0
+ Fopr-(d—2z50—a) (5.13)

Mg = L's0,PT * ? ~ FsO,PT -0.9- d

Die Dehnungsidnderung in der Initialbeweh-
rung ist Aegp = £0.M — Es0.p7- Fiir einen all-
gemeinen Querschnitt mit rechteckiger Druck-
zone, mit den Annahmen d; = 0,2-h, Beweh-
rungsgrad p = 1%, Ay = Ago, Fs/Ec; = 6 und
Zis0 = Zso ist AES()/é‘S(),M = 0,85, wenn F,
vernachléssigt wird (,,gerissen). Das heil3t,
M, verteilt sich nach der Verstirkung trotz
gsT = EsoMm bei Ay = Ay zu 85 % auf die
thermisch vorgespannte Zusatzbewehrung. Die
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Verstirkung entlastet die Initialbewehrung fiir
das Eigengewicht fast vollstindig. Dies kann
im Zustand ,,Verfiillmaterial ungerissen” auf
Aego/esom > 0,85 und mit zunehmender
Schlitzfliche sowie E-Modul des Verfiillmate-
rials weiter gesteigert werden.

Ohne die zuvor normierten Randbedingun-
gen ist der Einfluss der Vorspannkraft auf
die Initialbewehrung grundsitzlich von der
Querschnittshohe abhédngig. Bei gleichbleiben-
der erginzter Bewehrungsmenge und damit
Vorspannkraft nimmt mit zunehmender Quer-
schnittshohe der Einfluss aufgrund der zuneh-
menden Steifigkeit (EI, EA) des Querschnitts
ab.

Der Einfluss verschiedener thermischer und
geometrischer Parameter auf die thermisch
erzeugte Vorspannkraft wird nachfolgend an
beliebig geformten Querschnitten untersucht.
Dazu wird der Wirkungsgrad der Verstirkung
als das Verhiltnis der thermischen Vorspann-
kraft FPT Zu FsO (FPT/Fso,bZW.FS/FS()) defi-
niert. Ein Wirkungsgrad von 1 bedeutet, dass
die planmiBige Vorspannkraft erreicht wird,
was nach den vorherigen Untersuchungen zu
einer fast vollstandigen Entlastung der Initial-
bewehrung unter Eigenlast fiihrt. Es wird an-
genommen, dass A; = Ag ist und A. vor der
Verstirkung einen Bewehrungsgrad p = 1%
aufweist. Die Ergebnisse sind auf andere Be-
wehrungsgrade iibertragbar. Der Einfluss der
thermisch vorgespannten Bewehrung ist bei
Ay = Ay unabhidngig von p. Es reduziert
sich lediglich mit zunehmendem p der Anteil
des Verfiillmaterials an der Gesamtschlitzfli-
che, was zu einem geringfiigig abnehmenden
Einfluss von F, fiihrt.

Bild 5.4a zeigt den Wirkungsgrad der thermi-
schen Vorspannung fiir ., = ¥5 = 80°C und
793,0 = 1902’0 = 20°C bei EsoM = 0, 6 %o. Fiir
den ungerissenen Zustand ist der Wirkungs-
grad in Abhingigkeit vom Verhiltnis (Aqy +
Ag)/ A, dargestellt, wobei A konstant bleibt.
Als Verfiillmaterial dient ein hochfester
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Beton (HPC) mit £, = 45.000 MPa. E ist
200.000 MPa. Erwartungsgemal ist das Ver-
hiltnis Fy/Fy = 1. Bei zusitzlicher Beriick-
sichtigung von F¢, erhoht sich der Wirkungs-
grad der Verstirkung auf Fpr/Fy > 1. Der
Einfluss ist proportional zu (A, + Ag)/ A.
Bild 5.4b zeigt bei ansonsten gleichen Rand-
bedingungen wie zuvor den Einfluss von FE o
auf die Wirksamkeit der Verstirkung. Dazu
wird 2 als das Verhiltnis der E-Module von
Bewehrungsstab und Verfiillmaterial (vgl. Gl.
(5.14)) eingefiihrt.
E

(5.14)
E02

Qg2 =
Untersucht werden ein Leichtbeton (F., =
20.000 MPa), ein Normalbeton (F., =
33.000 MPa), ein HPC (F.» = 50.000 MPa),
ein UHPC (£, = 67.000 MPa) sowie ein
fiktiver Beton mit £, = 100.000 MPa, ent-
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sprechend ist 2 < ap < 10. Mit zunehmen-
der Steifigkeit des Verfiillmaterials nimmt Fi,
nach GI. (5.4) zu und damit auch der Wir-
kungsgrad Fpr/Fy. Fs/Fy ist unabhingig
vom Verfiillmaterial und bleibt unverindert.
Den Einfluss verschiedener Schlitztemperatu-
ren Y., = 9, bei konstanter Ausgangstempe-
ratur ’195,0 = 1902,0 = 20°Cund gy = 0, 6 %o
zeigt Bild 5.4c. Untersucht werden Tempe-
raturen 40°C < 9y = Y < 100°C. Mit
abnehmender Schlitztemperatur nehmen nach
GIn. (5.4) und (5.5) €51 und ecp T bzw. F und
F ab. Dadurch sinkt der Wirkungsgrad der
Verstdrkung fiir die Zustinde ,, Verfiillmaterial
gerissen* und ,,ungerissen”. Fir 9, = 40°C
ist F/Fyy = 1/3 (hellblaue Linie). Um das
Temperaturdefizit zu kompensieren, miisste
bei Beriicksichtigung von F,, der Schlitzan-
teil (Aex + As)/Ac auf ca. 0,2 erhoht werden
(hellblau schattierte Linie).

R/R'“ FPT/F\(I e = s
FP’I‘/R-U I oot 40°C
- 052= 10 Qso = 3  — 60°C
Qs0= 6 Q2 = 2 — 80°C
e Qo= 4 _ 100°C
5 5 °
*o’ Ul , ~
—— F,/Fy ) ‘c‘/80°’C ; \ UHPC .:f
4l For/Fy R IR 41 (o=
2 "Beton wirkt mit .’ 2 \205"(5/ HPC 1 o< 20500 /
=3 \ P | P R IR L
Lx; N [80°C \ Lx; Normalbeton, Lx;
& o lme=44) | & P I
= 2 . \20°C / = =" .- Leichtbeton| =
= ‘ << = ) =
1 1 1
QS gerissen F/Fy
p p
0 0 0LeL
0 0.1 0.2 0.3 0 0.1 0.2 0.3 0 0.1 0.2 0.3
(sz + As)/A<' (Ac'z + As)/A(' (AUZ + AS)/A('
(a) (b) (c)
Bild 5.4:

Thermische Vorspannkraft der ergidnzten Bewehrung, bezogen auf die innere Kraft der initialen Beweh-
rung mit einer Vordehnung von 0,6 %o in Abhingigkeit vom Verhiltnis (Ao + As)/A. im Referenzzu-
stand (a), bei Variation des E-Modul-Verhiltnisses a5, (b) sowie bei Variation der Schlitztemperatur ¥,

(c).

Thermal prestressing force of the supplemented reinforcement in relation to the internal force of the initi-
al reinforcement with a pre-strain of 0.6 %o as a function of the ratio (A, + A)/ A, in the reference state
(a), with variation of the modulus of elasticity ratio o, (b) and with variation of the slot temperature 9.,

()
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BERECHNUNGEN

Dagegen fiihrt eine Temperatur ¥y > 80°C
auch ohne Beriicksichtigung von F; zu einem
Wirkungsgrad > 1.

Die Kombination der Effekte zeigt Bild 5.5
exemplarisch, fiir eine von Ay abweichende
Bewehrungserginzung A, bei einer auf 60°C
reduzierten Schlitztemperatur. Zur Darstellung
wird in Gl. (5.15) A mit dem Faktor n relativ
zu Ay definiert.

A =n- Ay (5.15)
5
F./Fy |Fpr/Fyo| 1
''''''' 0,5
A —_ ] 1,0 |
—_ 1,5
2,0
2 b \\
i 3t 60°C": ‘ Beton wirkt mit
& asg—44
o 207 C/
QS gerissen
1t
0 ] i
0o P 0.1 0.2 0.3
(A(:2 + A%)/A(
Bild 5.5:

Einfluss der erginzten Bewehrungsmenge Aj,
bezogen auf Ay bei einer konstanten Schlitztem-
peratur von 60°C in Abhéngigkeit vom Verhilt-
nis (Acx + As)/ Ac

Influence of the added amount of reinforcement
Ay in relation to Ay at a constant slot tempera-
ture of 60°C as a function of the ratio (A +

As)/ A

F;/Fy nimmt mit steigendem n zu. Infolge
der geringeren Schlitztemperatur ergibt sich
fiir n = 1 ein Wirkungsgrad von ca. 2/3 (vgl.
Bild 5.4c¢); fir n = 1,5 wird dieser zu 1. Ei-
ne geringere Temperaturdehnung kann somit
durch eine erhohte Bewehrungsmenge kom-
pensiert werden (vgl. Gl. (5.4)). Der Einfluss
von F, entspricht Bild 5.4¢ fir 9 = 95 =
60°C fiir n = 1.
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5.3 Verifizierung des Be-
rechnungsmodells mit-
tels numerischer Be-
rechnungen

5.3.1 Numerische Adaption

Zur Verifizierung des analytischen Berech-
nungsmodells wird die thermische Vorspann-
wirkung fiir verschiedene Randbedingungen
durch Kopplung einer numerischen Tempera-
turfeldberechnung (2D) und einer iterativen
Querschnittsberechnung mittels Lamellenmo-
dell (1D) ermittelt und mit der analytischen
Losung verglichen.

Das analytische Berechnungsmodell beriick-
sichtigt nicht die in der Realitdt auftretende
Wirmeausbreitung vom Schlitz in den um-
liegenden Beton. Aus dieser Temperaturin-
derung im Initialquerschnitt resultieren nach
Abschnitt 5.2.1 die thermischen Dehnungen
ec17- Diese werden nach Abschnitt 5.2.1 in
einen konstanten und einen linearen Anteil
iiberfiihrt. Dadurch verringert sich die Deh-
nungsdifferenz zwischen Schlitz und Initial-
querschnitt und damit auch die resultierende
thermische Vorspannung.

Um den Fehler aus der getroffenen Verein-
fachung in Abschnitt 5.2.2 zu quantifizieren,
erfolgt eine zweidimensionale numerische Be-
rechnung der instationidren Temperaturvertei-
lung mit dem Verfahren nach [169]. Untersucht
wird der in Bild 5.6 dargestellte Ausschnitt ei-
ner rechteckigen Platte mit der Breite b und
der Hohe h und einem dreieckigen Schlitz mit
der Breite b’ und der Hohe h'. Die Diskre-
tisierung des Querschnitts in Finite Elemen-
te (FE) erfolgt durch 1600 Rechteckelemente
(40x40 Elemente). Die dreieckige Schlitzform
sowie der runde Bewehrungsstab sind durch
Elemente mit einer Kantenldnge von 4 mm
angendhert. Zu den nicht temperierten Quer-
schnittsrindern nimmt die Elementgrofie zu.
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Jedem Element sind die materialspezifischen
Parameter Rohdichte p, Wirmeleitfahigkeit A
und spezifische Wirmekapazitit ¢ zugeordnet.
Die externe Wirmequelle ist im Modell an-
hand eines von auBlen iiber die Schlitzbreite
zugefiihrten Wirmestroms abgebildet. An den
Seiten des Querschnitts findet kein Warmeaus-
tausch statt, was einer thermischen Isolierung
entspricht. An der Ober- und Unterseite fin-
det ein Wiarmeaustausch mit der Umgebung
(Annahme 20°C) durch Strahlung und Kon-
vektion statt [169]. Der Zeitschritt zur Tempe-
raturberechnung wird durch die Materialpara-
meter und die Elementgrofe begrenzt und zu
At = 0,8s festgelegt [229].

Bild 5.6:

Prinzip der numerischen Temperaturfeldberech-
nung am Beispiel eines rechteckigen Plattenaus-
schnitts mit dreieckigem Schlitz

Principle of numerical temperature field calcula-
tion using the example of a rectangular plate sec-
tion with a triangular slot

Zur Ermittlung der thermischen Vorspannwir-
kung werden aus der Temperaturverteilung die
zugehorigen Dehnungen mit ot berechnet. Zur
Querschnittsberechnung wird aufgrund seiner
Symmetrie in y-Richtung ein Lamellenmodell
verwendet [124, 166, 66] (Bild 5.6, rechts). Die
Temperaturverteilung einer FE-Reihe wird da-
fiir in einen mittleren Wert iiberfiihrt. Aus der
mittleren Temperaturinderung AY = >~ A, -
bi/ >_ bi bezogen auf den Ausgangszustand er-
gibt sich fiir jede Lamelle eine zugehorige ther-
mische Dehnung (¢ = A? - ar). Die iiber die
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Hohe des Initialquerschnitts nichtlineare Deh-
nungsverteilung wird nach Abschnitt 5.2.1 in
einen konstanten (£g) und einen linearen Anteil
(€1in(2)) zerlegt. Der anfinglich fliissige Be-
ton des Schlitzes weist aufgrund der einseiti-
gen Temperierung ebenfalls eine nichtlineare
Temperaturverteilung auf, die allerdings noch
keine mechanisch relevante Dehnung erzeugt.
Uber A, wird eine konstante thermische Deh-
nung angenommen, die sich aus der Tempera-
turdnderung im Stabschwerpunkt ergibt.

Die fiir die thermische Vorspannung wirksa-
me Dehnung der erginzten Bewehrung e 1 er-
gibt sich aus der Dehnungsdifferenz zwischen
der ergénzten Bewehrung und dem Initialquer-
schnitt in der entsprechenden Lamelle auf Ho-
he der Bewehrung. Die wirksame Dehnung des
Verfiillmaterials nach dem Erhirten wird eben-
falls lamellenweise aus der Differenz e 1 —
gc1r in derselben Faser bestimmt. Fiir jede
Lamelle des Schlitzes wird dann eine thermi-
sche Vorspannkraft berechnet. Die resultieren-
den SchnittgréBen Npr und Mpr ergeben sich
entsprechend Abschnitt 5.2.2.

5.3.2 Vergleich des Berechnungs-
modells mit der numerischen
Losung sowie einer experi-
mentellen Untersuchung

Das analytische Berechnungsmodell wird an
dem in Bild 5.6 dargestellten Querschnitt ve-
rifiziert. Die geometrischen und thermischen
Randbedingungen des Querschnitts sind in
Tab. 5.1 zusammengefasst. Die thermische
Vorspannwirkung wird sowohl mittels analyti-
schem Berechnungsmodell nach Abschn. 5.2.2
als auch mittels numerischer Berechnung (Ab-
schn. 5.3.1) bestimmt und die Ergebnisse mit-
einander verglichen. Zusitzlich wird der theo-
retische Versuchsaufbau an einem 2 m lan-
gen, unbelasteten Balken im Labor umgesetzt
(Bild 5.8, rechts). Die Temperatur der exter-
nen Wirmequelle 7' wird fiir die numerische
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Berechnung und in der experimentellen Unter-
suchung gegeniiber den theoretischen Uberle-
gungen (80 °C) auf 95 °C erhoht. Dies ist erfor-
derlich, um die Verluste aus dem AbflieBen der
Wirme vom Schlitz in den umliegenden Be-
ton sowie den Abstand zwischen der Wirme-
quelle und Ag zu kompensieren und eine Stab-
temperatur von 80 °C zu erreichen [176]. Ab-
weichend von Bild 5.6 gilt in der experimen-
tellen Untersuchung und der numerischen Be-
rechnung Ay = 2A;.

In der experimentellen Untersuchung wird ei-
ne Silikonheizmatte entsprechend [39] als ex-
terne Wirmequelle verwendet. Die zeitliche
Entwicklung des induzierten Wirmestroms
wird mit einem Wirmeflusssensor (Hukseflux
FHF04SC, h = 0,4mm) gemél dem Aufbau
in [176] aufgezeichnet. Die Ergebnisse dienen
als Eingangsgrofe fiir die in der numerischen
Temperaturfeldberechnung definierte Wirme-
quelle.

In Tab. 5.2 sind die thermischen und me-
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chanischen Kennwerte der in der experimen-
tellen Untersuchung verwendeten Materiali-
en angegeben. Diese sind die Eingangsgro-
Be fiir die numerische Berechnung. Als Ver-
fiillmaterial des Schlitzes dient ein HPC nach
[191],[192],[163]. Dieser zeichnet sich durch
eine schnelle Entwicklung der Verbundfestig-
keit infolge der rapiden Wirmebehandlung
aus [179], ohne dass dabei relevante Schi-
digungseinfliisse durch sekundire Ettringitbil-
dung auftreten [193]. Nach 4h Temperierung
ist bereits 64 % der maximalen Verbundfe-
stigkeit erreicht. Die Untersuchungen in [176]
zeigen, dass der HPC im fliissigen Zustand

~
~

einen Wirmeleitfiahigkeitskoeffizienten A
4.5 W /(mK) aufweist und dieser exponentiell
wihrend der Hydratation auf ca. 3 W/(mK)
abnimmt. Fiir die numerische Berechnung
wird vereinfachend der konstante Wert im fliis-
sigen Zustand fiir A angesetzt. Der Initialquer-
schnitt besteht aus einem Normalbeton der Fe-

stigkeitsklasse C30/37.

Tab. 5.1: Geometrische und thermische Randbedingungen fiir die numerische Berechnung
Geometric and thermal boundary conditions for the numerical calculation

Parameter h b h b’ dy

T Py Aso A

Wert 20cm 30cm Scm 10cm  2,5cm

95°C 20°C 4,02cm? (2@16) 2,01cm? (1 @16)

Tab. 5.2: Thermische und mechanische Kennwerte der im Experiment verwendeten Materialien

nach [169], [176]

Thermal and mechanical characteristics of the materials used in the experiment acc. to

[169], [176]

Material Dichte Ausgangstemperatur Wirmeleitfiahigkeit Spezifische Warmekapazitit E-Modul
i Yip Ai G E;
[kg/m®] [°Cl] [W/(mK)] [J/(kgK)] [N/mm?]
Normalbeton (C30/37) 2200 20 1,65 1000 31.000
HPC 2300 20 4,5 1400 45.000
Bewehrungsstibe (B 500A) 7800 20 50 450 200.000
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Die in Abschnitt 5.2.3 beschriebene Deh-
nungsdnderung Aegg in der Initialbewehrung
infolge der sich nach dem Abkiihlen einstel-
lenden thermischen Vorspannkraft wird in der
experimentellen Untersuchung mittels Glasfa-
sersensorik (DFOS) auf einem Bewehrungs-
stab erfasst [38, 109, 107]. Der Probekorper
ist unbelastet (esom = 0) und der Initial-
querschnitt damit ungerissen (Zustand 1). So-
mit kann Aeyy abweichend von Abschnitt 5.2.2
mit der linear elastischen Dehnungsgleichung
nach GL. (5.16) aus den analytisch bzw. nume-
risch ermittelten SchnittgroBen der Vorspann-
wirkung Npr und Mpt berechnet werden. Die-
se dienen als Vergleichsgrofe fiir die experi-
mentelle Untersuchung.

Npr
Ee1 A;

Mpr

A =
=0 Ecl [1

- Zi50 (5.16)
Npr und Mpr werden fiir den analytischen
Ansatz direkt aus der Temperaturdifferenz
zwischen Schlitz und Initialquerschnitt nach
Abschn. 5.2.2 berechnet. Zur Ableitung der
Schnittgrofen fiir den numerischen Ansatz
muss zundchst die Temperaturverteilung im
Querschnitt berechnet werden (Bild 5.7 links),
hier dargestellt fiir die Zeitpunkte ¢ =
[1,2, 4] h. Der Schlitz heizt sich ausgehend von
der Warmequelle auf. Auch der umliegende
Beton erfihrt einen Temperaturanstieg, der mit
der Zeit zunimmt. Der Vergleich der nume-
risch ermittelten transienten Temperaturvertei-
lung mit der in der experimentellen Untersu-
chung an verschiedenen Stellen gemessenen
Temperaturverteilung zeigt eine maximale Ab-
weichung von 5 °C bzw. ca. 10 %. Die aus den
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berechneten Temperaturverteilungen resultie-
renden linearisierenden Dehnungsanteile (gq
bzw. €0(z)) im Initialquerschnitt und Schlitz
sind in Bild 5.7 rechts dargestellt. Die ther-
mischen Vorspannkrifte von erginzter Beweh-
rung und Verfiillmaterial berechnen sich ent-
sprechend Abschn. 5.3.1 aus der Dehnungsdif-
ferenz der beiden Querschnittsteile auf dersel-
ben Hohe.

In Bild 5.8 ist Aeyg infolge der analytisch
bzw. numerisch ermittelten thermischen Vor-
spannkrifte dargestellt und mit den gemesse-
nen Dehnungen aus der experimentellen Un-
tersuchung gegeniibergestellt. Fiir die rechneri-
schen Ansitze ist Aegy sowohl mit (gestrichel-
te Linien) als auch ohne (durchgezogene Lini-
en) Beriicksichtigung der Zugtragfihigkeit des
HPC im Schlitz (F,,) angegeben.

Die Ergebnisse sind in Abhingigkeit von der
Zeit dargestellt, da die beiden Ansitze nicht
den Erhértungszeitpunkt des HPC beriicksich-
tigen. Zu diesem Zeitpunkt wird die thermisch
erzeugte Vorspannkraft infolge der Tempera-
turverteilung eingeprigt und iiber Verbundwir-
kung iibertragen. Der analytische Ansatz setzt
eine konstante Temperaturverteilung an und ist
somit zeitunabhéngig. Es stellt sich ein zeitlich
konstanter Verlauf fiir Aey ein. Das numeri-
sche Modell erfasst die transiente Temperatur-
verteilung im Querschnitt und es ergibt sich
ein zeitlich verinderlicher Verlauf fiir Aey.
Aus dem Diagramm kann fiir einen bekannten
Erhértungszeitpunkt die zugehdrige Vorspann-
wirkung abgelesen werden. Die Untersuchun-
gen in [179] zeigen, dass der Erhdrtungszeit-
punkt des HPC bei diesen hohen Temperaturen
nach ca. 2 bis 4 h erreicht ist.
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Bild 5.7:

Berechnete Temperaturverteilung im Probekorper fiir verschiedene Zeitpunkte (links) und die dar-
aus resultierende Dehnungsverteilung im Initialquerschnitt sowie im Schlitz (rechts)

Calculated temperature distribution in the specimen for different points in time (left) and the resul-
ting strain distribution in the initial cross-section and in the slit (right)

Dabher ist Agy fiir die Temperaturverteilungen
an den Zeitpunkten ¢ = [1,2,3,4]h darge-
stellt, dazwischen sind die Werte linear inter-
poliert. Aegy nimmt mit der Zeit zu und er-
reicht das Maximum nach ca. 2h (Agyg =
—0,027 %0 bzw. —0,113%c). Im Anschluss
sinkt Aegy aufgrund des Durchwérmens des In-
itialquerschnitts leicht ab und stabilisiert sich
fir ¢t ~ 3 bis 4h bei ca. —0,03%0 bzw.
—0,1 %eo.

Fiir das analytische Berechnungsmodell ist
Aeyg = —0,03%0 bzw.—0,13 %0. Die Vor-

spannwirkung wird somit gegeniiber der nu-

merischen Losung bei { = 2h um ca. 10%
(“Verfiillmaterial gerissen) bzw. ca. 15%
(“ungerissen”) iiberschitzt. In der experimen-
tellen Untersuchung wurde nach dem vollstéin-
digen Abkiihlen (¢ = 80h) Aeyg = —0,06 %o
gemessen. Die gemessene Dehnung liegt somit
zwischen den theoretischen Kurven mit und
ohne Beriicksichtigung von F(;. Dies ist darauf
zurlickzufiihren, dass das Verfiillmaterial zu-
sdtzlich zum Bewehrungsstab eine Vorspann-
kraft erzeugt, die jedoch aufgrund von sich ein-
stellenden Rissen infolge der rapiden Warme-
behandlung [192] nicht voll wirksam ist.
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—— - --= Berechnungsmodell
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Bild 5.8:

Zeitliche Entwicklung der Dehnung in der Initialbewehrung Aey aus analytischer und numerischer
Berechnung sowie als Messergebnis aus dem Experiment (links) sowie praktische Umsetzung des

Experiments (rechts) in Ansicht auf die Heizmatte
Betonquerschnitt

(orange, mittig) und seitlich wiarmegeddmmten

Temporal development of the strain in the initial reinforcement Aeyy from analytical and numerical
calculation and as a measurement result from the experiment (left) and practical implementation of
the experiment (right) in view of the heating mat (orange, center) and laterally thermally insulated

concrete cross-section

5.3.3 Parameterstudie zum Ein-
fluss thermischer und geo-
metrischer Randbedingun-
gen

Der Einfluss thermischer und geometrischer
Randbedingungen auf die Genauigkeit des
analytischen Berechnungsmodells wird im
Rahmen einer Parameterstudie analysiert. Da-
zu werden erneut die analytischen und die nu-
merischen Berechnungsergebnisse gegeniiber-
gestellt. In Tab. 5.3 sind die untersuchten Wer-
tebereiche der Parameter h, Ac; und 9 zusam-
mengefasst. Die weiteren geometrischen, ther-
mischen und mechanischen Randbedingungen
sind entsprechend Abschnitt 5.3.2 festgelegt.

Den Einfluss von A auf die thermische Vor-
spannwirkung bzw. auf die Vorhersagegenau-
igkeit des analytischen Berechnungsmodells
zeigt Bild 5.9 links anhand des Vergleichs mit

der numerischen Losung. Untersucht werden
Querschnittshohen i = [10, 20, 30, 40] cm. Es
zeigt sich, dass Aegy mit zunehmendem A ab-
nimmt.

Tab. 5.3:

Variierte Randbedingungen: Untersuchte Para-
meter und Wertebereiche

Varying boundary conditions: Investigated para-
meters and valueranges

Randbedingungen Parameter Grenzen

thermisch A2 1,0:2,0
[W/(mK)]
%o [°C] —10:30
Geometrie h [cm] 10:40

Die Abweichung zwischen Berechnungsmo-
dell und analytischer Losung reduziert sich
ebenfalls.
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Der Temperaturanstieg im Schlitz sowie die
Wirmeausbreitung auf den Initialquerschnitt
sind fiir kurze Temperierungsdauern — ohne
Durchwirmen des Querschnitts — wie es hier
der Fall ist, unabhingig von h. Steigt h, neh-
men Querschnittsfliche und Fliachentrdgheits-
moment des Initialquerschnitts zu. Der Ein-
fluss der Wirmeausbreitung auf den Initial-
querschnitt und der sich daraus einstellenden
Dehnungsverteilung wird folglich reduziert.
Somit wird der im analytischen Ansatz ange-
nommene Zustand (kein Temperaturanstieg im
Initialquerschnitt) besser angenéhert. Die Ge-
nauigkeit der analytischen Losung steigt. Fiir
h = 40 cm nihert das Berechnungsmodell die
numerische Losung im gerissenen Zustand mit
einer Abweichung von 10 % und im ungeris-
senen Zustand von 3% an. Fiir h = 10cm
steigt die Abweichung auf ca. 20 % im geris-
senen und ungerissenen Zustand. Den Einfluss

95°C
-0.2—n|[80°C---
.- 2OOC .......................
Mo A® h=10cm
30 [cm] A® h=20cm
~0.15 s = 4,4, Ay =2 A A ® h=30cm
- A h =40cm
Berechnungsquéii A A
G 01kt A A ....... A
< A LA
‘ Beton wirkt mit
-0.05¢ Berechnungsmodell
Z
B QS gerissen ‘
0L ! . .
0 1 2 3 4
t[h]
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von A auf die thermische Vorspannwirkung
zeigt Bild 5.9 rechts. Das analytische Berech-
nungsmodell erfasst den Einfluss nicht, da kei-
ne Wirmeausbreitung im Beton beriicksichtigt
wird. Die numerisch berechnete Vorspannwir-
kung nimmt mit abnehmendem A.; zu und na-
hert sich damit der analytischen Losung an.
Der Grund ist, dass durch ein geringeres ¢
die Wirmeausbreitung im Initialquerschnitt re-
duziert wird und somit auch dessen thermische
Dehnung .1 1. Die berechnete Temperaturver-
teilung in Schlitz und Beton néhert sich ste-
tig den angenommenen Randbedingungen des
analytischen Ansatzes an.

Den Einfluss der Ausgangstemperatur des In-
itialquerschnitts .19 vor der Temperierung
und der Umgebungstemperatur Jo(dg = Ye10)
auf die thermische Vorspannwirkung bei an-
sonsten gleichen Randbedingungen ist in Bild
5.10 dargestellt.

95°C
-0.2 — 5 SOdSti::,'})\CQ
8[xa 20°C
T AO®), =10W/(mK)
A ® )\, =165W/(mK)
30 [em]f| 4 @ Ay = 2,0 W/(mK)
= )\(-2 = 475As() =2 As
R i e 1
= 2 Berechnungsmodell
.......................................... 1
A A
. ,"“" \>A.A.
<w'l'”—0.1— A‘ A A
ﬁ Beton wirkt mit AT 4
-0.05 + i
Berechnunglsmodell
QS gerissen
0 z ! ! 1
0 1 2 3 4
tfh]

Bild 5.9: Einfluss von Querschnittshohe (links) und Wirmeleitfihigkeit des Initialquerschnitts
(rechts) auf die Dehnungsidnderung in der Initialbewehrung Ay infolge der thermischen
Vorspannung fiir die analytische und die numerische Berechnung in Abhéngigkeit vom

Erhirtungszeitpunkt des Verfiillmaterials ¢

Influence of cross-section height (left) and thermal conductivity of the initial cross-section
(right) on the change in strain in the initial reinforcement Aeyy due to thermal prestres-
sing for the analytical and numerical calculation as a function of the hardening time of

the filling material ¢



106

In der numerischen Temperaturfeldberechnung
ist ¥y eine duBere Randbedingung, die den
Wirmeaustausch zwischen Querschnitt und
Umgebung und damit die transiente Tempera-
turverteilung im Initialquerschnitt beeinflusst.

P9 95°C  [cm)]
A ®0=0.,=20C T
@ Vo="1.,0=20° 00 oy
54 | 20/ 80°G- -
Po=1c1,0=10°C Dt o
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0L : : :
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Bild 5.10:

Einfluss der Umgebungstemperatur 9, bzw. der
Ausgangstemperatur des Initialquerschnitts ;¢
auf die Dehnungsdnderung in der Initialbewehrung
Ay infolge der thermischen Vorspannung fiir die
analytische und die numerische Berechnung in Ab-
hingigkeit vom Erhirtungszeitpunkt ¢ des Verfiill-
materials

Influence of the ambient temperature ¥ and the in-
itial temperature of the initial cross-section ¥ o on
the strain change in the initial reinforcement Aeg
due to the thermal prestressing for the analytical
and numerical calculation as a function of the har-
dening time ¢ of the filling material

Im analytischen Ansatz ist 9. ¢ zeitlich kon-
stant. Mit abnehmendem g bzw. .1 o erhoht
sich der Temperaturunterschied zwischen Wir-
mequelle bzw. Schlitz und Initialquerschnitt.

In der Folge nimmt Aeggy sowohl fiir den
analytischen Ansatz als auch fiir die numeri-
sche Berechnung zu. Gleichzeitig wird die Ab-
weichung zwischen analytischer und numeri-
scher Losung grofier. Der Wirmetransport vom
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Schlitz in den Initialquerschnitt nimmt infolge
des groBeren Temperaturgefilles zu. Die An-
nahme konstanter Temperaturbereiche ist da-
mit weniger genau.

5.4 Schlussfolgerungen

Im Beitrag wird ein analytisches Berech-
nungsmodell fiir die Verstirkung von Stahlbe-
tonquerschnitten mit thermisch vorgespannten
Bewehrungsstiben vorgestellt. Dieses wird an-
hand numerischer Berechnungen fiir verschie-
dene Randbedingungen sowie einer experi-
mentellen Untersuchung verifiziert. Es werden
die mafBgeblichen Einflussgrofien auf die Wirk-
samkeit der Verstdarkung dargestellt und disku-
tiert. Weitere wesentliche Erkenntnisse sind:

- Mit dem analytischen Berechnungsan-
satz kann die thermische Vorspannwir-
kung fiir baupraktische Randbedingun-
gen mit einer Abweichung von ca. 3-20
% (,,Verfiillmaterial ungerissen) bzw.
ca. 10-20 % (,, Verfiillmaterial gerissen*)
gegeniiber der numerischen Berechnung
abgeschitzt werden. Die Abweichun-
gen sind auf die Vernachldssigung der
Wirmeausbreitung vom Schlitz auf den
Initialquerschnitt zuriickzufithren. Die
Genauigkeit des analytischen Ansatzes
steigt mit zunehmender Querschnittsho-
he sowie einer geringen Wirmeleitfahig-
keit des Betons des Initialquerschnitts,
da die Randbedingungen der idealisier-
ten Berechnung besser angenihert wer-
den. Der vorgestellte analytische Be-
rechnungsansatz ist somit grundsétzlich
zur Abschitzung der thermisch erzeug-
ten Vorspannkraft geeignet.
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- Mit dem Berechnungsmodell kann die
mittragende Wirkung des Verfiillmate-
rials auf Zug optional mitberiicksich-
tigt werden. Die mittragende Wirkung
erhoht die thermische Vorspannung.
Hierbei sind groBe Schlitze sowie ein
Verfiillmaterial mit hoher Steifigkeit
von Vorteil. Die experimentelle Unter-
suchung zeigt jedoch, dass sich eine
Rissbildung im Verfiillmaterial einstellt
und dies zu einer Reduzierung der Vor-
spannkraft um ca. 58 % fiihrt. Dieser
Einfluss wird im Rahmen weiterer expe-
rimenteller Untersuchungen noch quan-
tifiziert.
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- Auswertungen mit dem Berechnungs-

modell zeigen, wie ein geringerer Tem-
peraturunterschied zwischen Schlitz und
Initialquerschnitt durch eine erhohte er-
ginzte Bewehrungsmenge kompensiert
werden kann. Beispielsweise fiihrt eine
Erhohung der Bewehrungsmenge um 50
% bei einer um 20 °C geringeren Tem-
peraturdifferenz zur gleichen Vorspann-
kraft. Analog kann der Temperaturun-
terschied zwischen Schlitz und Initial-
querschnitt durch eine geringere Umge-
bungstemperatur, wie sie z. B. im Win-
ter erwartet werden kann, erhoht werden
und damit eine geringere Bewehrungs-
menge kompensiert werden.



Kapitel 6

Thermische Vorspannung
nachtraglich erganzter Bewehrung
— Experimentelle Umsetzung an
Balken

Das folgende Kapitel ist wortlich entnommen aus:

SCHWARZ, Y.; SANIO, D. und MARK, P. Thermische Vorspannung nachtrdglich
erganzter Bewehrung — Experimentelle Umsetzung an Balken. Beton- und Stahl-
betonbau, 2025. doi: https://doi.org/10.1002/best.202400097 .

Der Text sowie die Abbildungen wurden redaktionell iiberarbeitet und in ein einheitliches For-
mat und Schriftbild itiberfiihrt. Der Inhalt der Verdffentlichung bleibt unverdndert. Die verwen-
dete Literatur wird am Ende der Arbeit zusammen zitiert.
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Kurzfassung

Herkdmmliche Verstirkungsmafnahmen von Tragwerken wirken in der Regel nicht fiir deren
Eigengewicht. Im Beitrag wird daher eine eigengewichtswirksame Biegeverstiarkung von Stahl-
betontragwerke mittels thermisch vorgespannter Zusatzbewehrung vorgestellt. Die in die Zug-
zone eingeschlitzten und in ein Verfiillmaterial eingebetteten Stibe werden hierbei gezielt von
auflen temperiert und damit thermisch gedehnt. Nach dem Stoppen der Wirmezufuhr und dem
damit verbundenen Abkiihlen, verhindert die Verbundwirkung mit dem zwischen-zeitlich er-
hirteten Verfiillmaterial die Riickverformung der Stibe. Die daraus resultierende Vorspannkraft
wirkt der Belastung aus dem Eigengewicht entgegen und entlastet den Be-standsquerschnitt.
Damit sind die ergénzten Stébe fiir das Eigengewicht wirksam. Der Beitrag zeigt die experimen-
telle Umsetzung der Verstdrkungsmethode an unbelasteten Balken mit messtechnischer Erfas-
sung der Vorspannwirkung sowie Validierung eines fiir die Verstirkungsmethode hergeleiteten
analytischen Berechnungsmodells. Konkurrierend werden Schlitzbreiten von 8 cm und 10 cm
bei ansonsten gleichen Randbedingungen untersucht. Zudem werden die wesentlichen Einfluss-
groflen auf die Wirksamkeit der thermischen Vor-spannung diskutiert. Die Ergebnisse zeigen
die Umsetzbarkeit der thermischen Vorspannung nachtriglich ergénzter Bewehrungsstibe. Es
wird eine Vordehnung der erginzten Stébe von ca. 0,5%o erreicht. Die gemessene Vorspannwir-
kung iibersteigt dabei sogar das Ergebnis analytischer Berechnungen. Dies ist auf eine zusitzli-
che Vorspannwirkung des ebenfalls thermisch gedehnten Verfiillmate-rials zuriickzufiihren. Mit
groferer Schlitzbreite und damit einer grofleren temperierten Flidche reduziert sich infolge des
Durchwirmens des Initialquerschnitts die Wirksamkeit der Verstir-kung. Zudem reduziert Ver-
bundkriechen die Vorspannwirkung, wihrend das Schwinden des Verfiillmaterials diese sogar
steigen lasst.

Stichworte: Verstiarkung; thermische Vorspannung; Bewehrungserginzung; HPC;
Wirmebehandlung; Briicken; Platten; Stahlbeton; Experimente

Thermal prestressing of subsequently added reinforcement - Experimental realisation on
beams Conventional strengthening measures for load-bearing structures are usually not effec-
tive for the self-weight. This paper presents a self-weight-effective strengthening method for
rein-forced concrete structures subjected to bending using additional thermally prestressed rein-
forcement. Reinforcing bars, slotted into the tensile zone and embedded into filler material, are
tempered from the outside and thus thermally expanded. If the heat supply is stopped, the bond
with the filler material, which is hardened in the meantime, prevents the bars from de-forming
when cooling. The hereby induced prestress counteracts the self-weight and relieves the struc-
ture. This makes such supplemental reinforcement effective for the self-weight. The paper shows
an experimental implementation of this strengthening method on unloaded beams, measures and
quantifies the prestress induced, and validates an analytic computa-tional model derived for the
strengthening method. Slot widths of 8 and 10 cm are examined competitively under otherwise
identical conditions. Moreover, the most influential factors of effectiveness of thermal prest-
ressing are discussed. The results prove the general feasibility of structural strengthening by
thermal prestressing of supplemental reinforcement. By the method, the bars are prestrained by
approx. 0.5%o which is even better than analytically predicted. This is attributed to an additio-
nal prestressing effect of the thermally expanded filler material. With the slot width the tempered
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area rises, but the effectiveness of strengthening is reduced by heating the entire cross-section.

On top, creeping of the bond impairs the prestress, too, while shrinkage of the filler material

increases it vice versa.

Keywords: strengthening; thermal prestress; supplemental reinforcement; heat treatment; HPC;

bridges; reinforced concrete; experiments

6.1 Einleitung

Das deutsche Stralennetz umfasst etwa
130.000 Briickenbauwerke, die sich auf die
Verantwortungsbereiche des Bundes, der Lin-
der und der Kommunen verteilen [31, 46]. Von
den rund 40.000 Briicken im Netz der Bun-
desfernstralBen weisen etwa 65% eine Spann-
weite unter 30 Metern auf, von denen rund
90% in Stahlbeton- bzw. Spannbetonbauwei-
se ausgefiihrt sind [31], oftmals als einfeldrige
Stahlbetonplattenbriicken. Fiir die Briicken im
Verantwortungsbereich der Kommunen und
Léander existieren keine flichendeckenden Da-
ten zur Spannweite. Aufgrund ihrer tendenzi-
ell geringeren Ausmalle [46] ist jedoch davon
auszugehen, dass der Anteil an einfeldrigen
Stahlbetonbriicken hier eher hoher ausfillt.
Kleine Briicken sind wie solche mit mittleren
und groflen Spannweiten von Tragfihigkeits-
defiziten betroffen [31]. Viele miissen kurz-
bis mittelfristig verstdrkt oder erneuert werden
[29]. Bei einfeldrigen Plattenbriicken stellt die
Biegetragfahigkeit hdufig den kritischen Para-
meter dar, der die Weiternutzung einschrankt
[113]. Zudem weisen diese Tragwerke einen
hohen Eigengewichtsanteil von etwa 70 bis
80% an der Gesamtlast auf [21]. Klassische
Verstiarkungsverfahren bei Defiziten in der
Biegetragfdhigkeit [27, 148, 197, 11, 198] sind
jedoch nicht fiir das Eigengewicht wirksam
[95]. Entsprechend ist ihre Wirkung einge-
schrinkt.

Eigengewichtswirksame Alternativen sind das
Aufbringen einer mechanischen Vorspannkraft
[145, 59] oder das tempordre Einprigen von

Zwangsschnittgrofen [117, 118, 119, 39] wih-
rend der Verstirkung. Als Kombination dieser
Ansitze wurde in [178] die thermische Vor-
spannung nachtriglich eingeschlitzter Beweh-
rungsstébe vorgestellt. Bild 6.1 zeigt das Prin-
zip dieses Verfahrens am Beispiel einer ein-
feldrigen Stahlbetonbriicke. Der in der Zug-
zone eingeschlitzte und in ein Verfiillmaterial
eingebettete Stab mit der Querschnittsfliche
Ag wird dabei gezielt von auflen temperiert.
Ziel ist es, den Stab um das Mal ¢ thermisch
zu dehnen und damit an die Dehnung ¢4 der
initialen Bewehrung mit der Querschnittsfla-
che Ay aus dem Konstruktionseigengewicht
anzugleichen (g5 = £49). Die Verbundwirkung
mit dem in der Zwischenzeit erhirteten Ver-
fiillmaterial verhindert nach dem Stoppen der
Wirmezufuhr und dem damit verbundenen
Abkiihlen die Riickverformung des Stabs. Die
daraus resultierende Vorspannkraft wirkt der
Belastung aus dem Eigengewicht entgegen und
fiihrt zu einer Entlastung der Zugzone des Be-
standsquerschnitts [178]. Damit ist der ergénz-
te Bewehrungsstab vollstindig fiir das Eigen-
gewicht wirksam. Zusitzlich zu der erginzten
Bewehrung erzeugt auch das thermisch vorge-
dehnte Verfiillmaterial — sofern es ungerissen
bleibt — nach dem Abkiihlen eine Vorspann-
kraft und erhoht damit die Wirksamkeit der
Verstiarkung auch fiir die Gebrauchstauglich-
keit [178].

Die Temperierung ist auf die Schlitze zu be-
schrinken. Ein Durchwirmen des Initialquer-
schnitts reduziert den eingeprigten Tempera-
turunterschied zum Schlitz mit Bewehrung und
damit die Wirksamkeit der Verstarkung.
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Bild 6.1: Prinzip nachtriglicher Verstiarkung mittels eingeschlitzter und thermisch vorgespannter
Zusatzbewehrung (rechts) am Beispiel einer Plattenbalkenbriicke (links, erstellt mit ge-

nerativer KI)

Principle of subsequent reinforcement using slotted and thermally prestressed additional
reinforce-ment (right) using the example of a plate girder bridge (left, created with gene-

rative Al)

Fiir iibliche Plattentragwerke mit einem Anteil
von ca. 70 % Eigengewicht an der Gesamtlast
ist eine konstante Temperaturdifferenz von ca.
60 °C zwischen Schlitz und Initialquerschnitt
erforderlich damit 5 & &4 gilt [178]. Bei ei-
ner angenommenen Ausgangstemperatur von
20°C ist die Bewehrung im Schlitz so auf
80°C aufzuheizen. Experimentelle Vorunter-
suchungen zum Einfluss der Schlitzform ha-
ben gezeigt, dass bei einem dreieckigen Schlitz
im Vergleich mit einer rechteckigen oder halb-
runden Form bei gleicher Temperierung hohere
Temperaturunterschiede zwischen Schlitz und
Initialquerschnitt erzielt werden. Die Wirk-
samkeit der thermischen Vorspannung kann
in Abhéngigkeit des eingeprigten Tempera-
turunterschieds mit dem analytischen Berech-
nungsmodell nach [178] berechnet werden, so-
wohl mit als auch ohne Beriicksichtigung der
Mitwirkung des Verfiillmaterials auf Zug. Der
Vergleich mit der experimentellen Umsetzung
zeigt jedoch, dass infolge der rapiden Wirme-
behandlung auftretende Risse im Verfiillmate-
rial [192] die Vorspannwirkung des Verfiillma-
terials reduzieren und diese damit nicht voll an-

setzbar ist [178].

Der Beitrag zeigt die experimentelle Umset-
zung der Verstirkungsmethode an initial unbe-
lasteten Balken im Labor. Konkurrierend wer-
den Balken mit einer Schlitzbreite von 8 und
10 cm bei ansonsten unveridnderten Randbe-
dingungen untersucht. Die Wirkung der ther-
mischen Vorspannwirkung wird messtechnisch
erfasst und mit der fiir den Versuchsaufbau
analytisch berechneten Vorspannwirkung nach
[178] gegeniibergestellt. Die wesentlichen Ein-
flussgrofen auf die thermische Vorspannung
werden auf Grundlage der experimentellen Er-
gebnisse diskutiert.

6.2 Experimentelle Untersu-
chungen

6.2.1 Zielsetzung und Versuchs-
programm

Ziel der Versuche ist es, die beschriebene
Verstarkungsmethode zur Vorspannung nach-
traglich erginzter Bewehrung an unbelaste-
ten Balken umzusetzen und die resultierende
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Vorspannwirkung messtechnisch zu erfassen.
Die Balken werden aus Normalbeton der Fe-
stigkeitsklasse C30/37 hergestellt. Zur Verfiil-
lung der Schlitze wird ein hochfester Beton
(HPC) auf Basis des Bindemittels Nanodur-
Compound 5941 verwendet. Die Arbeiten in
[88, 179] zeigen, dass dieser HPC bei rapi-
der Temperierung ohne Vorlagerungszeit eine
schnelle Festigkeitsentwicklung aufweist, oh-
ne dass relevante Schiadigungseinfliisse durch
sekunddre Ettringitbildung auftreten [193].
Bereits nach 4 h ist die maximale Verbundfe-
stigkeit zu ca. 65 % erreicht [179]. Langzeit-
verformungen infolge Kriechen und Schwin-
den, die zu einer Reduktion der aufgebrachten
Vorspannkraft fiithren, sind bei den verwende-
ten HPC gering und werden durch die Wirme-
behandlung weiter reduziert [192, 179, 191].
Tab. 6.1 zeigt die genauen Zusammensetzun-
gen der verwendeten Betone.

Das Versuchsprogramm umfasst die experi-
mentelle Umsetzung der Verstdarkungsmethode
an zwei Balken mit jeweils einer Schlitzbreite
von b’ = 8 und 10 cm bei ansonsten gleichem
Versuchsaufbau.
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6.2.2 Versuchsaufbau und Durch-
fihrung

Der Versuchsaufbau mit den geometrischen
Abmessungen und der verwendeten Messtech-
nik ist in Bild 6.2 dargestellt. Die Balken sind
2 m lang, 30 cm breit und 20 cm hoch. Die
Seiten des Querschnitts sind durch eine 10 cm
dicke Polystyrol-Dammung (A = 0, 04W/mK)
thermisch isoliert, wihrend die Ober- und Un-
terseite frei bleiben. Die Balken sind initial mit
2 Stidben @16 (Agp) im Abstand a = 15 cm zu-
einander und a/2 = 7,5 cm zum Seitenrand be-
wehrt. Der Abstand der Schwerelage der Stidbe
zum oberen Rand betrigt d, = 2,5 cm. Zur Ver-
stirkung der Balken wird ein Stab @16 (As)
in einem dreieckigen Schlitz mit der Hohe A°
= 5 cm und der Breite b = 8 bzw. 10 cm er-
ginzt. Die vertikale Lage des zusitzlichen Sta-
bes entspricht derjenigen der Initialbewehrung.
Der Schlitz wird mit dem HPC nach Tab. 6.1
verfiillt.

Zur Temperierung der Schlitze wird eine Si-
likonheizmatte (vgl. [39, 176]) mit den glei-
chen Abmessungen wie die Schlitzoberfliche
verwendet. Die Zieltemperatur der Heizmatte
betrigt 95 °C.

Tab. 6.1: Betonzusammensetzungen fiir den Normalbeton (Initialquerschnitt) und den HPC

(Schlitz)

Concrete compositions for normal concrete (initial cross-section) and HPC (slot)

Komponente ‘ Normalbeton C30/37 HPC auf Basis Nanodur-Compound 5941
‘ Typ Masse [kg/m?] Typ Masse [kg/m?]

Sand 0/2 711,0 0/2 426,0

Basalt - - 1/3 882,0

Kies 2/8 356,0 - -

Kies 8/16 711,0 - -

Zement / Bindemittel CEMI1425R 340,0 Nanodur Compound 5941 1042,0

Wasser - 204,0 - 159.,8

FlieBmittel - - Master Glenium ACE 430 12,3

Schwindreduzierer - - Eclipse Floor 8,0

Erhértungsbeschleuniger | — - Master X-Seed 100 12,3
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Hier ist aufgrund des AbflieBens der Wirme
vom Schlitz in den umliegenden Beton sowie
dem Abstand zwischen Heizmatte und ergénz-
ter Bewehrung eine Temperatur > 80 °C er-
forderlich um die Zieltemperatur des Stabes
von 80 °C zu erreichen [176]. Die Heizmatte
verfiigt iiber einen Zweipunktregler und einen
Temperaturfiihler, um die vorgegebene Ziel-
temperatur nach der Auftheizphase konstant zu
halten. Zwischen der Heizmatte und dem fliis-
sigen Beton befindet sich eine hitzebestindige
Hostaphanfolie (¢ = 0,05 mm). Um der Wir-
meausbreitung vom Schlitz auf den Initialquer-
schnitt entgegenzuwirken und den eingeprig-
ten Temperaturunterschied zu erhéhen, werden
die dufleren 5 cm des Initialquerschnitts mit
Trockeneis (ca. -78 °C) gekiihlt, was abhéngig
von der Schlitzbreite (8/10 cm) einem Abstand
von 5 bzw. 6 cm zur Heizmatte entspricht.

Die Messtechnik wird aus Symmetriegriinden
nur auf einer Querschnittshilfte angeordnet.
An einem initialen und dem ergéinzten Stab be-
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element (TE) sowie ein Dehnungsmessstreifen
(DMS) zur punktuellen Temperatur- bzw. Deh-
nungsmessung. Zusétzlich sind iiber die Lin-
ge der Stibe jeweils zwei Glasfasersensoren
(DFOS) angeordnet [109, 38]. Die erste Fa-
ser (DFOS(¥)) ist durch das Verlegen in ei-
ner Kapillare von den mechanischen Dehnun-
gen des Stabes entkoppelt und zeichnet da-
her ausschlieBlich thermische Dehnungen auf.
Die zweite Faser (DFOS(¢)) ist mit dem Kle-
ber ,,Polytec PT AC2411* in eine Nut auf dem
Bewehrungsstab verklebt und zeichnet kom-
biniert mechanische und thermische Dehnun-
gen auf [109]. Der Abstand zwischen den Mes-
spunkten auf der Faser ist bei allen DFOS 2,6
mm. Das Messen von Temperatur und Deh-
nung an identischer Stelle ermoglicht es, me-
chanische und thermische Dehnungsanteile im
Signal von DFOS(¢) zu separieren.

Die Temperaturentwicklung im Initialquer-
schnitt wird in Balkenmitte mit drei Ther-
moelementen im Schlitzbereich sowie zwei

findet sich in Stabmitte jeweils ein Thermo- DFOS(%}) aufgezeichnet.
TE.__ DMS AA
DFOS(E) DFOS (9) - _
. DFOS(€)
« (@ %) b DMS . D
Trockeneis(-80°C) [Heizmatte (95°C) A, (216) _g_ 138
i 1 s
o A 5 mm HPC A
A I\5 mm
TE
P L
20 200
DFOS (9) s B e
Normalbeton
a ! 1 1 ] I Il'
I 10 : 75 T 7'5 1 ISO lerung
' 30 [cm] . L
10 30 10

Bild 6.2: Versuchsaufbau im Schnitt (links) und Aufsicht (rechts) mit geometrischen Abmessungen

und Messtechnik

Experimental setup in sectional view (left) and top view (right) with geometric dimensi-

ons and measurement instrumentation
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Die Position bzw. der Verlauf der Messtechnik
ist an die Schlitzabmessungen angepasst und
variiert entsprechend b’. Zwei Thermoelemen-
te liegen im Abstand b‘/2 von der Querschnitts-
mitte auf Hohe der ergénzten Bewehrung bzw.
5 mm unter dem Schlitz. Das dritte TE liegt
mittig 5 mm unter dem Schlitz. Die seitliche
DFOS(¥) verlduft parallel zur Querschnittso-
berflache in einem Abstand von 5 mm sowie
auf Hohe der Schlitzunterseite. Im Schlitzbe-
reich ist die Faser im Radius r = 1 bzw. 2
cm gebogen und verléduft parallel zur Seite des
Schlitzes in einem Abstand von 5 mm. Die un-
tere DFOS(1}) verlduft vertikal in einer Achse
mit der Querschnittsmitte und im Abstand 6‘/2
dazu. Dazwischen ist die Faser jeweils mit r
= 1 cm gebogen und verlduft horizontal 5 mm
unter dem Schlitz.

Die Fasern zeichnen thermisch bedingte Deh-
nungsinderungen bezogen auf einen Aus-
gangszustand auf. Die Messsignale werden
in zugehorige Temperaturdnderungen umge-

Bild 6.3:
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rechnet und mit den absoluten Temperaturen
der neben den DFOS angeordneten Thermo-
elementen kalibriert. Um jedem Messpunkt auf
der Faser eine Position im Querschnitt zuord-
nen zu konnen, werden die Anfangs- und End-
punkte der gebogenen Bereiche mit der soge-
nannten hot-spot Methode markiert [109]. Da
r jeweils bekannt ist, kann ausgehend von den
markierten Punkten fiir jeden Messpunkt die
genaue Position berechnet werden [176]. Die
Messungen aller Thermoelemente, DMS und
DFOS erfolgen mit f = 1/10 Hz.

Die wesentlichen Arbeitsschritte der Verstir-
kungsmethode sind in Bild 6.3 dargestellt. Der
Schlitz wird im Experiment bereits beim Be-
tonieren durch Aussparungskorper erzeugt und
die mit Oberflichenverzdgerer beaufschlagte
Schlitzoberfliche nach 24 h bis zum Korn-
geriist aufgeraut. Nach dem vollstindigen Er-
hirten des Initialquerschnitts erfolgt die Be-
wehrungsergianzung mit der zugehorigen Mes-
stechnik im Schlitz (Bild 6.3a).

Gewichte zum
npressen der
Heizmatte

-
s

R e

iéalierung der m‘.

Mattenoberseite’

Trockeneis
3 i

Versuchsdurchfithrung bestehend aus der Bewehrungsergénzung (a), Verfiillung der

Schlitze und Platzierung der Heizmatte (b), und Anpressen sowie seitlicher Kithlung (c)
Test execution consisting of the reinforcement addition (a), filling of the slots and place-
ment of the heating mat (b), and pressing and lateral cooling (c)
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Im néchsten Schritt wird der Schlitz mit HPC
verfiillt und mit einer Silikonheizmatte fiir 5 h
temperiert (Bild 6.3b). Die Ergebnisse in [88];
[179] zeigen, dass der HPC nach dieser Tempe-
rierungsdauer ausreichend erhdrtet ist, um die
aus der thermischen Vorspannung resultieren-
den Verbundkrifte {ibertragen zu konnen. Lén-
gere Temperierungsdauer haben keinen Mehr-
wert hinsichtlich Erhéartung und Reduktion des
Verbundkriechens [179]. Um den Wirmefluss
in Richtung des fliissigen HPCs zu leiten und
einen gleichméBigen Kontakt zur Heizmatte zu
erreichen, wird die Oberseite der Heizmatte
mit Steinwolle (A = 0,04W/mK) isoliert und
mit Holzgewichten beschwert [39] (Bild 6.3c).
Die Probenrinder werden mit Trockeneis ge-
kiihlt.

6.3 Versuchsergebnisse

6.3.1 Thermische Dehnung der er-
ganzten Bewehrung

Der erginzte Stab erfihrt wihrend der Tempe-
rierung ausschlieBlich thermische Dehnungen.
Nach dem Stoppen der Warmezufuhr verhin-
dert das erhirtete Verfiillmaterial seine Riick-
verformung und es baut sich ab dem Zeitpunkt
tpr eine mechanische Dehnung auf, wéhrend
die thermische Dehnung abnimmt. Nach dem
Stoppen der Wirmezufuhr verhindert das er-
hirtete Verfiillmaterial seine Riickverformung
und es baut sich ab dem Zeitpunkt ¢pt eine me-
chanische Dehnung auf, wihrend die thermi-
sche Dehnung abnimmt.

DMS erfassen thermische Dehnungen nur an-
teilig und gekoppelt mit den mechanischen
Dehnungen. Daher ist eine parallele Tempera-
turmessung an identischer Stelle erforderlich,
um die Messergebnisse von den Temperatu-
reinfliissen zu bereinigen. Bild 6.4 zeigt links
die Ergebnisse der Temperaturmessung am er-
ginzten Stab in Balkenmitte in Abhéngigkeit
von b‘. Die Temperatur des erginzten Stabes v
steigt infolge der Temperierung in beiden Ver-
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suchen zu Beginn steil an. Die Kurven flachen
nach ca. 1 h ab und erreichen nach 5 h ein Ma-
ximum von 68 °C (b‘ = 8 cm) bzw. 65 °C (b
= 10 cm). Nach dem Stoppen der Wirmezu-
fuhr (¢ = 5 h) fillt die Temperatur und erreicht
nach ca. 38 h wieder die Ausgangstemperatur
von ca. 17 °C. Fiir b° = 8§ cm enden die Mes-
sungen hier. Fiir b = 10 cm wurden sie bis ¢
= 76 h fortgefiihrt. Die Ergebnisse dienen der
Kalibrierung der DMS-Messung.

Sowohl der Stahl als auch der aufgekleb-
te DMS selbst erfahren infolge der Tempe-
rierung und des damit verbundenen Tempe-
raturanstiegs eine thermische Dehnung. Der
DMS zeichnet in diesem Fall lediglich die
Dehnungsdifferenz, welche aus dem un-
terschiedlichen Wirmeausdehnungsverhalten
von Bewehrungsstahl (Warmeausdehnungsko-
effizient: ats) und DMS (atpms) resultiert,
auf. Der Temperaturanstieg Av(t) fiihrt im
Stab zur Dehnung artg - Avd(t), gleichzeitig
dehnt sich der DMS um das Mall atpwms -
Adyy). Die Differenz der beiden Dehnungen
wird vom DMS erfasst (Gl. 6.1). Zusitzlich
erfasst der DMS mechanisch bedingte Deh-
nungsdnderungen &1, welche direkt gemes-
sen werden.

espms(t) = ats - As(t) — arpms - Ads(t)

+ 6s,M(t)
6.1)

A4(t) ist aus der Temperaturmessung be-
kannt (Bild 6.4, links) und a7 pms kann dem
Produktdatenblatt des DMS entnommen wer-
den (hier: arpms = 10,8 - 10 1/K). Fiir
t < tprist g = 0. Damit kann atg durch
Umstellen von GI. 6.1 bestimmt werden. Ge-
mittelt tiber ¢ = [0, tpy] ist ars = 11 -
1076 1/K fiir beide Versuche. Damit kann die
thermische Dehnung des Stabs berechnet wer-
den (OéT,s . Aﬁg(t)) Fiir ¢ > tpy ist EsM 75 0
und kann mit Gl. 6.1 von €, T getrennt werden.
Die Dehnung der ergénzten Bewehrung e(t)
ergibt sich damit wie folgt:
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OAT’S . A’&s(t)
fiir ¢ < tpr (thermisch)

£s(1)
) TS - A’&s(t) + Es.M
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(6.2)

fiir ¢ > tpr (thermisch + mechanisch)
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Bild 6.4: Temperaturentwicklung am ergénzten
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Bewehrungsstab (links) und zugehorige

Dehnungsentwick-lung des Stabes (rechts) in Abhingigkeit von der Schlitzbreite

b(

Temperature development on the supplemented reinforcing bar (left) and associated
strain develop-ment of the bar (right) as a function of the slot width b’

es(t) ist in Abhingigkeit von b’ in Bild
6.4 (rechts) dargestellt. Die Stdbe erreichen
nach ¢ 5h eine maximale Dehnung von
0,56 (b’ = 8cm) bzw. 0,52 %o (b' = 10cm).
Nach dem Stoppen der Wiarmezufuhr (¢ = 5h)
kiihlen die Stdbe ab und die Dehnung geht zu-
riick. Ab dem Zeitpunkt #py wird die Riick-
verformung der Stibe durch die Verbundwir-

kung mit dem HPC verhindert und die thermi-
sche Dehnung verbleibt als eine mechanische,
nachtrédglich eingeprigte Dehnung. Die hier
gemessene verbleibende Dehnung entspricht
dem thermischen Dehnungsniveau zum Zeit-
punkt ¢- (ca. 2h), an dem der HPC erhirtet
ist. Der Temperaturanstieg nach ¢, fiihrt ent-
sprechend nicht zu einer dauerhaft eingeprag-

ten Vorspannung im Stab. & sinkt fiir ¢ >
tpr nur noch geringfiigig (infolge Verbundkrie-
chen (siehe Abs. 6.4.2 )[179]). Nach dem voll-
standigen Abkiihlen der Stibe (¢t = 38h) ist
gs > 0,4 %eo.

6.3.2 Temperaturverteilung im

Probekorper

Im Experiment wird die Temperaturentwick-
lung im Probekdrper nur an ausgewihlten Stel-
len mittels DFOS(¢)) sowie Thermoelemen-
ten messtechnisch erfasst (Bild 6.2). Um die
gesamte Temperaturverteilung bestimmen zu
konnen, wird zwischen den Messpunkten inter-
poliert. Dies erfolgt linear zwischen den
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exakten Daten der Messlinien. Das Prinzip ist
in Bild 6.5a dargestellt. Die Temperaturent-
wicklung im Initialquerschnitt ist aus den seit-
lichen DFOS-Messungen in zwei Lagen iiber
die Querschnittsbreite bekannt. Die DFOS-
Messungen unter dem Schlitz zeigen, dass
sich nach etwa einer Stunde im Probekorper
iiber die Hohe eine annédhernd lineare Tempe-
raturverteilung mit 20 °C am unteren Rand
einstellt hat und dies iiber die gesamte Ver-
suchsdauer bestehen bleibt. Entsprechend wird
ein linearer Ansatz gewéhlt, um zwischen den
beiden DFOS-Lagen und dem unteren Quer-
schnittsrand (konstant zu 20 °C angenommen)
zu interpolieren. Die Temperaturverteilung im
Schlitz wird ebenfalls durch Interpolation zwi-
schen den bekannten Temperaturen seitlich des

%
DFOS o
%*
lin. interpolation
e

20°C
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Schlitzes, am ergidnzten Stab sowie am tempe-
rierten Rand bestimmt.

Bild 6.5b-d zeigt die interpolierten Tempera-
turverteilungen im Probekorper exemplarisch
fir ¥ = 10cm zu den Zeitpunkten ¢ =
[1,2,3]h. Nach ¢ = 1hist 93 = 54°C am
erginzten Bewehrungsstab. Die Temperatur im
Initialquerschnitt ist nur unmittelbar um den
Schlitz gestiegen. Im Bereich der Kiihlung ist
die Betontemperatur auf ca.-30 °C gesunken.
Zum Zeitpunkt ¢t = ¢, = 2hist ¥y = 58,7 °C.
Der Wirkungsbereich des Trockeneises wird
mit zunehmender Temperierungsdauer immer
kleiner. Die Temperatur im Schlitz und im In-
itialquerschnitt steigt an und verschiebt den
Kiihlbereich seitlich weg vom Schlitz. Zum
Zeitpunkt ¢ = 3hist ¥ = 62 °C.

-80°C

t=1h

95°C

15 10 5

(d)

Bild 6.5: Sensoranordnung der Temperaturmessungen (a) sowie Temperaurverteilung im Probekor-
per mit einer Schlitzbreite b = 10 cm zu verschiedenen Zeitpunkten, gemessen mittels

DFOS(¥) (b-d)

Sensor arrangement for temperature measurements (a) and temperature distribution in
the specimen with a slot width of ' = 10 cm at different time points, measured using

DFOS(9) (b-d)
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Der Initialquerschnitt hat sich im Bereich
des Schlitzes auf ca.40 bis 50 °C aufgeheizt,
wihrend der Beton im Bereich der Kiihlung
ca.0 °C besitzt.

Die interpolierten Temperaturen werden an-
hand der beiden vertikal verlegten DFOS-
Lagen unter dem Schlitz validiert. Hier zeigt
der Vergleich der interpolierten und der ge-
messenen Temperaturen eine maximale Ab-
weichung von 5 °C.

6.3.3 Mechanische Dehnung der
initialen Bewehrung

Die thermische Vorspannkraft erzeugt eine
Drucknormalkraft sowie ein Biegemoment im
Gesamtquerschnitt [178], woraus eine mecha-
nische Dehnung des Initialquerschnitts resul-
tiert. Die Vorspannwirkung kann anhand der
mechanischen Dehnung der initialen Beweh-
rung ey erfasst werden.

Die mittels DMS aufgezeichnete Dehnung
muss dazu entsprechend Abs. 6.3.2 mithil-
fe der Temperaturmessung um die Tempera-
tureinfliisse bereinigt werden. Bild 6.6 zeigt
die zeitliche Entwicklung der um thermische
Einfliisse bereinigten Dehnung der Initialbe-
wehrung £y in Abhéngigkeit von b’. gy ist
wihrend der Temperierung und vernachlés-
sigsten Temperatureinpridgung auf den Initial-
querschnitt ca. null (¢ < 5h). Nach dem Stop-
pen der Wirmezufuhr baut sich ab dem Zeit-
punkt ¢pr die thermische Vorspannkraft auf
und die Initialbewehrung wird gestaucht. £y
steigt unabhingig von b’ iiber die gesam-
te Versuchsdauer an. Als Referenz dient die
nach [178] fiir den Versuchsaufbau analytisch
berechnete Dehnung €4 son fiir eine konstan-
te Schlitztemperatur von 80 °C und eine kon-
stante Temperatur des Initialquerschnitts von
20 °C (unter Vernachlédssigung der Wirmeaus-
breitung). 5001 ist mit Beriicksichtigung der
Vorspannkraft des mitgehéarteten Verfiillmate-
rials (HPC ungerissen) und ohne (HPC geris-
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sen) dargestellt [178]. Aufgrund der groBeren
Schlitzflache ist 40501 (HPC ungerissen) fiir
b" = 10cm groBer. Der experimentell ermit-
telte Verlauf von €4 liegt jeweils zwischen den
beiden analytisch berechneten Grenzwerten.

0 T
b'=8cm
b'=10 cm
-0.02 -
................. ‘ :‘f’:“f‘!‘,[,l_?]_ (HPC gerissen)
)
-0.04}F Nq \ ) ‘
| N ‘“‘ \W |
- : W L* me J‘UH‘
2 : W,
foml W
o7 ‘ | w A
DFOS&@TD%S Pyl
0081 b, -80°C
[
B0) AT LTS TR
0.1 20 B €50, oll [17]
e [cm]| (HPC ulngerlssen)_
s [
-0.12 [ , ‘
0 frr 90 40 60 20
t[h]
Bild 6.6:

Dehnungsentwicklung in der Initialbewehrung
infolge der thermischen Vorspannkraft (um Tem-
peratureinfliisse bereinigt) ab dem Stoppen der
Wirmezufuhr

Strain development in the initial reinforcement
due to thermal prestressing force (adjusted for
temperature effects) from the cessation of heat
supply onward

6.4 Diskussion

6.4.1 Einfluss von Schwindverfor-
mungen auf die Vorspannwir-

kung

Schwindverformungen des HPC und des Nor-
malbetons beeinflussen die zeitliche Entwick-
lung der Vorspannwirkung. Der Initialquer-
schnitt ist im Experiment zum Zeitpunkt der
Verstiarkung lediglich 8 Tage alt und es tre-
ten wihrend der Verstirkung und danach
Schwindverformungen im Normalbeton auf.
Diese fithren zu einer Volumenreduzierung
und damit zu einer zeitabhdngigen Stauchung
des Initialquerschnitts mit initialer Bewehrung.
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In der Messung von ¢4 (Bild 6.6) ist die dar-
aus resultierende zeitliche Dehnungsabnahme
mit erfasst. Die Messergebnisse sind daher um
den Schwindeinfluss des Normalbetons zu be-
reinigen.

Bild 6.7 (links) zeigt die gemidll der jewei-
ligen Schwindmodelle berechnete Entwick-
lung der Schwindverformungen fiir den Nor-
malbeton (Initialquerschnitt) und den HPC
(Schlitz). Die Schwindverformungen des Nor-
malbetons sind fiir den Zeitraum vom Her-
stellen des Initialquerschnitts bis ca.3 Ta-
ge nach der thermischen Vorspannung (ent-
spricht dem Messzeitraum in Bild 6.6) dar-
gestellt. Die Berechnung erfolgt nach DIN
EN 1992-1-1:2011 [48]. Das Gesamtschwind-
maf3 5cs,NB(tNB, tNB,s) zum Zeitpunkt inp
setzt sich aus dem Trocknungsschwinden
5cd,NB(tNB7 tNB,s) und der Schrumpfdehnung
€cans(fNB) zusammen, wobei xps das Be-
tonalter zum Beginn der Austrocknung ist

trpc }1_‘
0 2 1

Normalbeton [27]
HPC|[22]

[%o]

Z 0.1 ! ~__1-0.02
$ thermische Vorspannung -
0.12 Ac,, 1-0.04
0.14 4-0.06
0.16 \\ -0.08
0.18 1-0.1

6
f\]; [(1]

€cs HPC [%o0]
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(G1.6.3). Die Berechnung der Schwinddehnun-
gen erfolgt fiir die Probenbemessung nach Bild
6.2, die Betonzusammensetzung nach Tab. 6.1,
eine relative Luftfeuchte RH = 60 % wihrend
des Versuchs und {xg s = 6d.

€csNB(INB, INBs) = €cd,NB(INB, INB.s) 6.3)

+ ecans (INB)

Fir den HPC sind die erwarteten Schwind-
dehnungen &5 ppc(tupc) fiir den in Bild 6.6
(b* = 10cm) betrachteten Zeitraum (ca. 3 d)
ebenfalls in Bild 6.7 dargestellt. &5 xpc(thpc)
wird unter Beriicksichtigung der Wirmebe-
handlungsdauer (hier 5h) nach [191] berech-
net, wobei tgpc das Alter des HPC ist.

Die Schwindverformungen des HPC (orange)
sind im betrachteten Zeitraum nach der thermi-
schen Vorspannung grof3er als die des Normal-
betons (blau in Bild 6.7, links). Die Differenz
zwischen den Kurven ist Ae s (typc).

Um Schwinden bereinigt
-0.02 +
-0.04 +
£ 006}
B

-0.08 ! i

€csNB + AFSO
0.1t

0.12 . ; .
0 20 40 60 80
t[h]

Bild 6.7: Berechnete Entwicklung der Schwindverformungen fiir den Initialquerschnitt und den
Schlitz (links) und um die Schwindeinfliisse bereinigte Dehnungsentwicklung in der In-

itialbewehrung (rechts)

Calculated development of shrinkage deformations for the initial cross-section and the
slot (left) and strain development in the initial reinforcement adjusted for shrinkage ef-

fects (right)
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Der Verbund in der rauen Fuge zwischen
HPC und dem Initialquerschnitt verhindert,
dass sich der HPC frei verformen kann. Aus
der Verformungsbehinderung resultiert die zu-
sdtzliche Vorspannkraft Fis(tgpc) nach Gl.
6.4. Die Fliche Appc entspricht der ideellen
Schlitzfliche abziiglich Ag und Egpc dem E-
Modul des verwendeten HPC (45.000 MPa).

Fes(tupc) = Aecs(tupc) - Anpc - Enpc (6.4)

Die aus F s resultierende Zusatzdehnung der
initialen Bewehrung Aeyy kann mit Gl. 6.5 be-
rechnet werden [178]. Dabei sind A; die ideelle
Querschnittsfliche des Gesamtquerschnitts, I;
das ideelle Fldchentrigheitsmoment, Eng der
E-Modul des Normalbetons (33.000 MPa) und
Zs0 bzw. 2z ppc die Abstinde zwischen ideel-
lem Schwerpunkt des Gesamtquerschnitts und
dem Schwerpunkt der Initialbewehrung bzw.
dem ideellen Schwerpunkt des Schlitzes.

Fes(tapc)
A; - Ex
Fes(tupc) - zimpc _
Li - Exp
Bild 6.7 (rechts) zeigt £y (b’ = 10 cm), berei-
nigt um die Stauchung des Initialquerschnitts

Aego(tapc) =
(6.5)

2,50

infolge ecsnp(tng) im Zeitraum der thermi-
schen Vorspannung bis Versuchsende (blaue
Kurve). Um den Einfluss des Verbundkrie-
chens getrennt darzustellen, wird die graue
Messkurve zusitzlich um Aeyy (orangene Kur-
ve) bereinigt. Der bereinigte Verlauf (schwar-
ze Kurve) zeigt eine geringe zeitliche Ab-
nahme von ¢y infolge des Verbundkriechens
zwischen Bewehrungserginzung und HPC und
passt damit zu dem Verlauf der eingepriagten
Vordehnung ¢ (Bild 6.4 (rechts)).

6.4.2 Langzeitiger Einfluss des
Verbundkriechens auf die
thermische Vorspan-nung

Die Verbundspannung, die vom thermisch
vorgespannten Bewehrungsstab auf den HPC
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iibertragen wird, fiithrt an der mechanischen
Verzahnung der Rippen zu hohen loka-
len Druckspannungen und damit zu Kriech-
verformungen im HPC (Verbundkriechen)
[179]. Dadurch nimmt die Relativverschiebung
(Schlupf) zwischen Bewehrungsstab und HPC
stetig zu, was zur Abnahme der eingeprigten
thermischen Vordehnung des ergénzten Stabs
gs (Bild 6.4 (rechts)) im selben MaBe fiihrt. In
[179] wurde das Langzeitverbundverhalten des
HPC im Auszugsversuch bei konstanter Last
fiir 300 Tage bei einer Wirmebehandlungsdau-
er von 4 h (80°C) untersucht. Das eingeprigte
Dehnungsniveau aus der Dauerlast entspricht
annihernd e¢(tpr). Die in den Auszugsversu-
chen gemessene Schlupfentwicklung wird ge-
nutzt, um die Entwicklung von & iiber die im
Experiment gemessene Dauer von 3 Tagen hin-
aus zu prognostizieren.

Bild 6.8 zeigt die relative Entwicklung (¢ +
tpr)/es(tpr), abgeleitet aus der, in den Aus-
zugsversuchen gemessenen, Schlupfentwick-
lung (Punkte). Zwischen den Messpunkten
ist der Verlauf mit einer Exponentialfunkti-
on entsprechend [191] approximiert. Dem ge-
geniibergestellt ist die tatsidchlich gemessene
Entwicklung von &¢ in den ersten 3 Tagen
nach Aufbringen der thermischen Vorspann-
kraft. Die beiden Kurven weisen einen ver-
gleichbaren Verlauf auf. Unter Ansatz der Ver-
bundversuche auf die Balkenversuche ist in
den betrachteten 300 Tagen infolge des Ver-
bundkriechens eine Reduktion von & um ca.
30 % zu erwarten.

6.4.3 Einfluss der Schlitzbreite auf
die thermische Vorspannung

Die Wahl der Schlitzbreite beeinflusst die
resultierende thermische Vorspannkraft und
damit die Wirksamkeit der Verstirkung. In
Tab. 6.2 sind die Versuchsergebnisse fiir b’ =
8 cm und 10 cm gegeniibergestellt. Die ther-
mische Vordehnung €4 (40 h) sowie die daraus
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resultierende Stauchung der Initialbewehrung
£50(40 h) sind bei ' = 8 cm nur leicht (< 5 %)
groBer als bei b’ = 10 cm. Dabei resultiert
€50 aus zwei Anteilen: 1) der thermischen Vor-
spannung der erginzten Bewehrung sowie 2)
aus der des HPC. Es wird also rechnerisch von
voller Aktivierung des HPC ausgegangen, also

ungerissenem Verfiillmaterial.

1y

1,
0.95
0.95
0.9
. “
X 0.9
T 085 e i
= o8l e 0-85 1 2 3
& : - t[d]
Lok e,
0.7} >

I [Einfluss Verbundkriechen
Experiment

o oo o aus Auszugsversuchen|20]

0.6 L ‘
0 ter 50
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t[d]

Bild 6.8:

Experimentell ermittelter und prognostizierter

Einfluss des Verbundkriechens auf die zeitliche

Entwicklung von &

Experimentally determined and predicted influ-

ence of bond creep on the temporal development

of g

Da neben der Dehnung der ergéinzten Be-
wehrung sowie des Verfiillmaterials auch die
Dehnung des Initialquerschnitts einen Einfluss
auf die resultierende thermische Vorspannkraft
hat, konnen die beiden Kréfte nicht separat er-
fasst werden. Es ist anzunehmen, dass bei ei-
ner Schlitzbreite von b’ = 10 cm aufgrund
der groBeren Schlitzfliche Aypc die Vorspann-
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kraft A, groBer ist als bei ¥ = 8 cm. Die
isoliert betrachtete Vorspannwirkung der Be-
wehrung ist daher bei kleinerer Schlitzbrei-
te deutlich groBer zu erwarten als beim gro-
Beren Schlitz. Dies verdeutlicht der Vergleich
mit der analytisch berechneten Zieldehnung
unter Beriicksichtigung der Vorspannkraft des
HPC &49501(40 h). Das Verhiltnis von Experi-
ment und Berechnung £4(40 h)/e40s0n(40 h)
ist 0,66 bei b’ = 8 cm im Vergleich zu ledig-
lich 0,52 bei ' = 10 cm. Die Wirksamkeit
< 1 resultiert aus der im Experiment auftre-
tenden Wirmeausbreitung auf den Initialquer-
schnitt (Bild 6.5), die im analytischen Berech-
nungsmodell vernachlédssigt wird. Zudem fiih-
ren die Risse im HPC infolge der rapiden Tem-
perierung zu einer Reduktion der Vorspann-
kraft des HPC. Jedoch liegt die im Experiment
gemessene Dehnung deutlich iiber der rech-
nerisch erwarteten Dehnung ohne Ansatz des
HPC, was die Mitwirkung des Verfiillmaterials
belegt.

In Bild 6.9 sind fiir beide Schlitzbreiten die zu
verschiedenen Zeitpunkten mittels DFOS(19)
unterhalb der Schlitzspitze im Initialquer-
schnitt (genaue Position siehe Bild 6.2) gemes-
senen Temperaturen iiber die Hohe A mit der
Temperatur am ergénzten Bewehrungsstab ge-
geniibergestellt. Im Versuch b’ = 8 cm ist die
Temperatur des ergiinzten Stabes zu allen be-
trachtenden Zeitpunkten hoher als bei b =
10 cm, wihrend der Temperaturanstieg im In-
itialquerschnitt geringer ausfillt. Der Tempera-
turunterschied zwischen den beiden Versuchen
nimmt besonders zum nicht temperierten Rand
hin zu. Bei b’ = 8 cm entspricht die hier ge-
messene Temperatur nach ¢ = 3 h etwa der
Temperatur bei &’ = 10 cmnach ¢ = 1 h.
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20

80
I C]

Bild 6.9: Gegeniiberstellung der Temperaturverteilung in Probekorpermitte iiber die Hohe bei b‘ =
8 cmund b‘ = 10 cm zu verschiedenen Zeitpunkten
Comparison of the temperature distribution in the center of the specimen over the height
for b’ = 8 cm and b’ = 10 c¢m at different time points

Tab. 6.2: Vergleich der Vorspannwirkung bei einer Schlitzbreite b’ = 8 cm und b’ = 10 cm
Comparison of the prestressing effect for a slot width of ' = 8 cm and b’ = 10 cm

Schlitzbreite Thermische Vordehnung Vorspannwirkung Zieldehnung [? ] Wirksamkeit
b’ 53(40 h) 550(40 h) 550.,5011(40 h) 550(40 h)/gsﬂ,soll(40 h)
[cm] [%el [%cl [%el [-1
8 0.43 0.059 0.09 0.66
10 0.41 0.057 0.11 0.52

Eine groBere Schlitzbreite und damit eine gro-
Bere temperierte Fldche fiithren somit zu ei-
nem stirkeren Temperaturanstieg im Initial-
querschnitt, ohne dass die Temperatur am er-
ginzten Stab steigt. Die eingeprigte Tempe-
raturdifferenz wird dadurch kleiner und damit
auch die Wirksamkeit der thermischen Vor-
spannung. Eine zu geringe Schlitzbreite fiihrt
jedoch zu einem langsameren Temperaturan-
stieg des Schlitzes, da nur wenig Wirmeener-
gie eingetragen werden kann. Daher wird eine
Schlitzbreite von 8 cm bei dreieckiger Schlitz-
form empfohlen.

6.5 Schlussfolgerungen

Der Beitrag zeigt die experimentelle Umset-
zung einer Verstirkung von Stahlbetontrag-
werken mit thermisch vorgespannter Zusatz-
bewehrung. Die Vorspannwirkung wird mess-
technisch erfasst und mit einer analytisch be-
rechneten Losung verglichen. Konkurrierend
werden zwei Balken mit einer Schlitzbreite
von 8 cm und 10 cm bei ansonsten gleichem
Versuchsaufbau untersucht.

Die wesentlichen Erkenntnisse sind:
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* In den Experimenten konnte die ergénz-
te Zusatzbewehrung durch das gezielte
Erzeugen eines Temperaturunterschieds
zwischen Schlitz und Initialquerschnitt
um ca. 0,45 %o vordehnt werden. Die
Vordehnung bleibt auch nach dem Stop-
pen der Wiarmezufuhr und dem damit
verbundenen Abkiihlen eingeprigt. Die
daraus resultierende Vorspannwirkung
konnte im Experiment in Form einer
Stauchung des Gesamtquerschnitts mes-
stechnisch nachgewiesen werden.

Die analytisch berechnete Zieldehnung
fiir die ergénzte Bewehrung unter Ideal-
bedingungen (konstanter Temperaturun-
terschied von 60 °C) liegt bei 0,6 %o.
Obwohl im Experiment eine geringere
Vordehnung erzielt wurde, ibersteigt die
erfasste Vorspannwirkung die analytisch
berechnete um etwa das Doppelte. Die
hohere Vorspannwirkung resultiert aus
der zusitzlichen Vorspannkraft des ther-
misch mitgedehnten und auf Zug mitra-
gendem Verfiillmaterials. Risse im Ver-
fiillmaterial infolge der rapiden Wirme-
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behandlung reduzieren jedoch die Wirk-
samkeit.

Verbundkriechen reduziert die Vor-
spannwirkung hier um ca. 8 %, wih-
rend das Schwinden des HPC sogar zu
einem Anstieg um ca. 20 % fiihrt. Die
Schwindverformungen iiberwiegen fiir
das Lastniveau des Versuchs das Ver-
bundkriechen. Fiir hohere Lastniveaus
wird der Einfluss des Verbundkriechens
zunehmen.

Eine groBere Schlitzbreite und damit ei-
ne groflere temperierte Fldche fiihrt zu
einem stirkeren Durchwidrmen des In-
itialquerschnitts. Die Wirksamkeit der
thermischen Vorspannung wird hier-
durch reduziert. Eine zu geringe Schlitz-
breite fiihrt jedoch zu einem nur lang-
samen Temperaturanstieg des Schlitzes
aufgrund des technisch bedingten, zu
geringen Wiarmeeintrags. Es wird ei-
ne Breite von ca. 8 cm bei dreieckiger
Schlitzform und Stabdurchmessern von
10 bis 20 mm empfohlen.
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Strengthening of reinforced
concrete slabs by means of
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reinforcement - Experimental
investigation of the effectiveness
in the ultimate and serviceability
limit states
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Abstract

Conventional strengthening measures for existing structures are usually not effective for the
self-weight, which accounts for around 70 % of the total load in reinforced concrete structures.
Therefore, their effect on the overall load-bearing capacity is low. A self-weight-effective alter-
native for flexural strengthening is the thermal prestressing of additional reinforcement installed
on the structure. In this method, reinforcing bars are slotted into the tensile zone, embedded in
filler material, and tempered from the outside. They are thermally stretched, and once cooling
starts, the bond with the hardened filler prevents re-deformation. The induced prestressing force
counteracts dead loads and relieves the tensile zone, making the additional bars effective for the
self-weight.

In this paper, the effectiveness of the strengthening method is experimentally investigated in the
serviceability and the ultimate limit states. Experiments involve strengthening a reinforced con-
crete beam under load by a thermally prestressed additional bar. Moreover, two reference tests
are made to evaluate the method. An unstrengthened beam characterizes the lower capacity li-
mit. Another beam with the same reinforcement amount as the strengthened one but completely
installed at casting serves as the upper benchmark. All beams are loaded until bending failure.
The strengthening method is assessed by means of the load-bearing behavior, deflection, crack
development, and the strains in the initial as well as added reinforcement. The results demon-
strate the effectiveness of the strengthening method. The thermally prestressed bar achieves an
effective pre-strain of approx. 0.4 %o by heating at about 70 °C. The induced prestressing force
and associated compression reduce tensile cracks by approx. 45 % and increase stiffness. The
strengthened beam reaches the maximum load of the upper benchmark but with about 33 % less
deflection. The filler, which also expands thermally, generates an additional prestressing force
that is effective up to about 20 % of the load capacity. Beyond this, the filler begins to crack and
its effect decreases, but the pre-strain in the reinforcing bar remains until maximum load.

Keywords: strengthening, thermal prestressing, supplemental reinforcement, HPC, heat
treatment, bridges, slabs, reinforced concrete, experiments

7.1 Introduction ly occur in service well below the maximum
load-bearing capacity [35]. Compared to repla-
cements, strengthening load-bearing structures

The strengthening of existing reinforced con-  aims to restore functionality while conserving

crete structures is becoming increasingly im-  regources, offering considerable ecological and

portant worldwide [200, 218, 36]. Durabili- economic advantages [54].

ty issues, increasing service requirements, and - Conventional methods for strengthening the

normative adjustments often lead to deficits flexyral load-bearing capacity [162, 104, 3, 81]

in the load-bearing capacity and serviceabi- gych as bonded steel or CFRP lamellae [197,

lity of existing structures, thereby restricting 196, 11,75, 225, 199] which are externally ap-

their ongoing use [90, 185, 227]. Typical de- plied to the tension zone, and slotted reinfor-
ficiencies are excessive deflections [78, 222], cing bars [60, 148], which are embedded in
which impair the use, or exceedance of per- grooves cut into the existing concrete to enhan-

missible crack widths [132, 205, 98] and as- ce tensile resistance. Another approach is the
sociated durability problems. Problems usual-
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addition of concrete layers to increase the com-
pression zone to strengthen the tension zone
or concrete additions [228, 221, 161, 2, 155].
While these approaches increase the flexural
capacity against external loads, they do not im-
prove the structural response to the self-weight
of the construction [95]. As this generally ac-
counts for around 70 % of the total load in re-
inforced concrete slabs [21], the effectiveness
of these methods is limited. Existing cracks or
deflections due to the self-weight are not miti-
gated by the measures. Neither before cracking
nor below a certain curvature or deflection the
strains from dead load are transferred to the
strengthening elements. This inevitably invol-
ves restrictions in terms of serviceability.

As a remedy, the thermal prestressing of sub-
sequently added reinforcement is presented he-
re [178]. The method combines the slotting of
additional reinforcement with systematic tem-
perature induction [116, 117, 118, 119]. Figu-
re 7.1 shows an illustrative application of the
method on a concrete slab (a, b) with the ten-
sile zone at the bottom (at the span of single-
or multi-span beams) and on a balcony slab (c)
with the tensile zone at the top (cantilever). The
bars with the cross-section area A, which are
slotted into the tensile zone and embedded in
filler material, are specifically tempered from
the outside to thermally stretch them by &q.
The aim is to match the strain &5y of the in-
itial reinforcement with the cross-section area

Ago, which results from the self-weight of the
structure (5 = €59). Once heat supply is stop-
ped and cooling starts, the bond with the filler
material, which has hardened in the meantime,
prevents the bars from re-deforming. This in-
duces a prestressing force Fpr, counteracting
the stresses from self-weight, relieving the ten-
sile zone, reducing deflection, and mitigating
crack widths by applying pressure to the cross-
section. Thus, the added reinforcement is com-
pletely effective on the self-weight. As long as
it remains uncracked, the thermally expanded
filler provides another benefit since it also pro-
vides some prestress after cooling and incre-
ases the method’s effectiveness, especially on
the serviceability level. Moreover, the interac-
tion between bar, filler material, and surroun-
ding concrete through bond is decisive for en-
suring the transfer of forces and the long-term
effectiveness of the method, which has been in-
vestigated separately in [179]

For typical concrete slabs with self-weight per-
centages of approx. 70 % of the characteri-
stic total load, an average mechanical strain
40 = 0.6 %o occurs in the initial reinforcement
at the span when linearizing the parabolic mo-
ment curve from the self-weight. Assuming the
coefficient of thermal expansion to be ar =
1072 K~ (steel), the added bar must be heated
by AT = 60°Csothate; = ar- AT = gy
applies [178].
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Fig. 7.1: Principle of subsequent strengthening with slotted and thermally prestressed additional
reinforcing bars on the example of a concrete slab (a, created with generative Al) with
section (b) and a balcony slab (c, created with generative Al)

Assuming an initial temperature of 20 °C,
the reinforcement in the slot must be heated
to 80 °C. Clearly, the heat input must be li-
mited to the slot. Heating the entire cross-
section reduces the effectiveness, since without
any temperature difference between the initi-
al and added reinforcements, the prestressing
effect is lost. The effect of thermal prestres-
sing can generally be determined as a functi-
on of the induced temperature difference using
a calculation model according to [178], both
with and without considering the effect of the
filler material in tension. While prestressing
is a well-established concept, its application
in strengthening ex-isting structures is tech-
nically complex and rarely feasible. To ad-
dress this, the present study develops thermal
prestressing of subsequently added reinforce-
ment as an alterna-tive variant that enables a
simplified and self-weight-effective use of the
prestressing prin-ciple. The effectiveness of the
method is experimentally investigated in the
serviceability (SLS) and ultimate limit states
(ULS) by strengthening a reinforced concrete
beam under load with a thermally prestressed
additional bar. Moreover, two reference tests
are made to evaluate the method. A not strengt-
hened beam (Ag) characterizes the lower ca-
pacity limit. Another beam with the same rein-
forcement amount as the strengthened one but
installed already at casting (Agy+ As) serves as

the upper benchmark. All three beams are sub-
jected to displacement-controlled loading un-
til bending failure. The strengthening method
is assessed by means of the load-bearing be-
havior, deflection, crack development, and the
strains in the initial as well as added reinforce-
ment.

Chapter 7.2 introduces the test setup and exe-
cution. The test results are presented in Chap-
ter 7.3. They are compared with the results
obtained from numerical computation (Chap-
ter 7.4) and with the reference beams (Chap-
ter 7.5) and discussed in Chapter 7.6. The main
conclusions of this article are summarized in
Chapter 7.7.

7.2 Experimental investigati-

ons
7.2.1 Key performance indicators
and experimental campaign

The aim of the experimental campaign is to
investigate the effectiveness of the described
strengthening method for prestressing subse-
quently added reinforcement at serviceability
and ultimate limit states. Key is the impact of
thermal prestressing on the load-bearing capa-
city, the deformations, the crack widths, and
the strains in initial and additional reinforcing
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bars.

The campaign (Table 7.1) comprises two re-
ference tests (beams no. 1 and 3) and a ther-
mally prestressed member (no. 2). In the latter,
a reinforced concrete beam is first built with
two @16 reinforcing bars in the flexural tensi-
le zone. Then a third bar @16 is installed into
a slot and thermally prestressed. The two refe-
rence members initially contain two (lower re-
ference, no. 1) or three bars (upper reference,
no. 3) with otherwise identical boundary con-
ditions.

For visualization, the results are color-coded:
blue and green are assigned to the references,

while red and black indicate the thermally
strengthened member. The aim is to fully acti-
vate the added bar for the structural self-weight
through tempering. Accordingly, the maximum
deflection up,x, maximum load-bearing capa-
city Fiax, and crack development w of beam
no. 3 are the key performance indicators of
the thermally strengthened beam no. 2 (with
umax(2> < 'Ufmax<3), Fmax(2) > Fmax(g)a
w(2) < w(3)) while a significant impro-
vement compared to beam no. 1 is expec-
ted, which is characterized by wum.x(1) >
urnax(Q)a Fmax(l) < Fmax(2)a w(l) >
w(2).

Tab. 7.1: Experimental campaign and key performance indicators

Reinforcement

Key Performance Indicators

Specimen

Initial Ay Additional Ag Max. Deflection Max. Load Capacity Crack Development
1) “Reference” 2016
2) “Thermally Prestressed” 2 @16 —— 1016 —— upax(1) > tmax(2) < tmax(3)  Frax(1) < Fnax(2) > Fuax(3)  w(l) > w(2) < w(3)
3) “Reference” 3016 ——

7.2.2 Materials

fresh state, the HPC has a thermal conductivity

Xofapprox.4.5W /(mK)[176], whichissignificantlyhigherthar
motesefficientheattransfertotheembeddedreinforcement. Tabi
Ineachbeam, 2or3reinforcingbars( B500A16, Table 7.2) areir
section(Fig. 7.2). Nostirrupsareprovided, asshearfailurehasb

All beams are made from normal strength con-
crete (NSC) of class C30/37, which repres-
ents a typical concrete strength for existing

structures and therefore ensures the practical
relevance of the tests. The slot of the prest-
ressed member is filled with a high-strength
concrete (HPC) based on the binder Nanodur
Compound 5941 right after the bar is instal-
led. The HPC reaches a compressive strength
> 100 MPa [88] show that this HPC deve-
lops its strength without pre-storage time ve-
ry quickly when subjected to rapid tempering
and without any relevant damage effects due
to secondary ettringite formation [193]. The
maximum bond strength of approx. 65 % is
reached after just 4 hours [179]. Long-term de-
formations due to creep and shrinkage, which
reduce the applied prestressing force with ti-
me, are low with this HPC and are further
reduced by a heat treatment [179, 192]. In the

7.2.3 Test set-up and execution

The test setup with the geometric dimensions
and the measurement technology used on the
three beams is shown in Figure 7.2. All be-
ams have the same dimensions of I/w/h =
570/30/20 cm. They are subjected to four-
point bending, where the load is applied to the
cantilevers at the sides. Support is provided by
a floating and a fixed support, which are 1.5 m
apart. This leaves 2.1 m long cantilevers on
both sides.

The load is transferred via a steel crossbeam,
which rests at a 20 cm distance from the be-
am’s end. The self-weight and the additional
load of the crossbeam induce an approximate-
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ly constant negative bending moment between
the supports with the tensile zone at the top.

The deflection during loading is recorded with
displacement transducers at load application at
the crossbeams. As said, the reference beams
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no. 1 and no. 3 (Figure 7.2) are initially rein-
forced with 2 or 3 bars @16 at 15 or 7.5 cm
from each other and 7.5 cm from the sideway
edges.

Tab. 7.2: Concrete compositions for normal concrete (initial cross-section) and HPC (slot)

Normal Concrete C30/37

HPC based on Nanodur-Compound 5941

Component

Type Mass [kg/m?] Type Mass [kg/m?]
Sand 0/2 711.0 0/2 426.0
Basalt 173 882.0
Gravel 2/8 356.0
Gravel 8/16 711.0
Cement / Binder CEM 1425R 340.0 Nanodur Compound 5941 (Dyckerhoff) 1042.0
Water 204.0 159.8
Superplasticizer Master Glenium ACE 430 (Master Builders Solutions) 12.3
Shrinkage Reducer Eclipse Floor (gcp) 8.0
Hardening Accelerator Master X-Seed 100 (Master Builders Solutions) 12.3

The distance of the bars (barycenter) from the
upper edge is d; = 2.5 cm.

For reasons of symmetry, the measuring equip-
ment is only arranged on one lateral (no. 1)
or one lateral and the central reinforcing bar
(no. 3). At the middle of the beam (//2) and at
the two third points (2/3 - [, 1/3), the strain is
measured with strain gauges (SG). Fiber optic
sensors are attached along the bars for quasi-
continuous strain measurement [223, 186, 226,
216]. The glass fibers DFOS(g) are glued into
a groove and bonded with the adhesive “Poly-
tec PT AC2411”. Thus, they always experience
the same strain as the bar [109].

In principle, the DFOS record thermal and me-
chanical strain changes in parallel. Due to the
constant temperatures during the tests, only
mechanical strain changes are recorded, and no
temperature compensation must be used.

In the thermally prestressed beam (no. 2), the
side faces are insulated with 10 cm thick po-
lystyrene panels (A = 0.04 W/mK). This is to
mimic the symmetric thermal boundary condi-
tion or the heat propagation in continuous sl-
abs. Freely, heat can only be emitted downward
and upward. Initially, beam no. 2 is reinforced
as the lower reference no. 1. For strengthening,
another bar @16 (Ay) is placed into a triangu-
lar slot at the center with a height of " = 5 cm
and a width of ' = 8 cm. Experimental and
numerical preliminary investigations on the in-
fluence of the slot shape, under the same tem-
perature control, have shown that higher tem-
perature differences between the bar in the slot
and the surrounding concrete are achieved with
triangular shapes rather than with rectangular
or semi-circular shapes [177].
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Fig. 7.2: Test setup (longitudinal section at top, cross-sections at bottom) with dimensions and
measuring devices for the reference tests (no. 1 and 3.) and the thermally prestressed

beam (no. 2)

The slot is finally 530 cm long, thus shortened
by 20 cm on both sides concerning the total
beam length. The bar is 525 cm long and po-
sitioned in the middle of the slot with an edge
distance corresponding to the vertical position
of the initial bars (d; = 2.5 cm). For bonding,
the slot is filled with the HPC according to Ta-
ble 7.2 and then tempered.

A silicone heating mat with the same dimensi-
ons as the slot surface (8 x 530 cm) is used to
temper the slot [39]. The heating mat is con-
trolled to a target temperature of 95 °C. Due
to heat dissipation from the slot into the sur-
rounding concrete and the distance between the
heating mat and the added bar, a temperature of
the heating mat itself of > 80 °C is required to
reach the target temperature of the bar of 80 °C
[176]. The mat is operated by a two-point con-
trol system, which switches between on and

off once the target temperature is reached, the-
reby keeping the temperature constant during
the heating process. A heat-resistant Hosta-
phan foil (PET based, ¢ = 0,05 mm) is placed
between the mat and the liquid concrete to pro-
tect the mat.

The measuring devices and their position on
the bars correspond to the reference tests. On
top, thermocouples (TC) and fiber optic sen-
sors for temperature measurement (DFOS(¥))
are placed near the strain sensors (SG and
DFOS(¢)). The DFOS(¥) are decoupled from
the mechanical strain by guiding them in capil-
laries. This yields purely thermal strain chan-
ges, from which the temperature change can be
derived. Measuring temperature and strain at
the same location enables the separation of me-
chanical and thermal strain components [38].
In section A-A at midspan (Fig. 7.2), the tem-
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perature distribution is also recorded with three
TCs near the slot and two DFOS(}) distribu-
ted over the cross-section (Fig. 7.2, no. 1). Two
TCs run 4 cm horizontally offset from the cen-
ter of the cross-section at the level of the added
bar or 5 mm below the slot. The third TC is
centered 5 mm below the slot.

In the same section, a first DFOS(¢)) always
runs at about 5 mm, first parallel to the top sur-
face, then parallel to the slot face, and finally
horizontally back to the edge of the beam at
the vertical level of the slot’s tip. At the transi-
tions, the fiber is bent with a radius r = 1 or
2 cm. A second DFOS(#) runs vertically along
the cross-section axis and is returned at 4 cm
from it. In between, the fiber runs horizontally,
5 mm below the slot. At transitions, it is bent
with r = 1 cm.

All measuring devices record data with a fre-
quency of f = %0 Hz.

Figure 7.3 shows the main steps of testing the
thermally prestressed beam comprising hea-
ting and strengthening as well as the associated
loads. The later slot is spared with polystyrene
during casting. A retarder is applied to its sur-
faces, which, after 24 hours, are roughened to
the grain size according to the requirements in
[45].

In practice, it can be assumed that the cross-
section is cracked due to the structure’s self-
weight alone, without any live loads acting at
the time of strengthening. Recognizing this, an
initial strain of g9 = 0.6 %0 is assumed for
the impressed strain of the initial reinforcing
steel. As outlined in section 7.1, this corre-
sponds to the average mechanical strain due
to the characteristic self-weight (approx. 70 %
of the total load) of common single-span con-
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crete slabs. On the chosen static system, the
self-weight induces a constant maximum ne-
gative moment between the supports A and B
(Ma(g) = Mp(g) = 3.3kNm). This is in-
creased by the self-weight of the crossbeams
(Fag = 6kN), applied through the cantile-
vers, which yields another constant contribu-
tion Ma (g + Fag) = 14.4kNm > 1.3 - Mpaek.
Computing Mcack = 5.8kNm, a completed
crack pattern can be expected. At this load le-
vel, an initial strain of ey = 0.6 %o is indu-
ced and verified by measurements with SG and
DFOS.

In step a) The beam is subjected to a pre-
load induced by the test stand, Fo = 2.95kN,
which gives an associated bending moment:
Ma(g + Fag + Fq) = 20kNm that equals
about 3.4 - Mack. Before strengthening starts
at t;, = 1h, the pre-load is removed again.In
step b) the bar is placed in the roughened slot
and then filled with the HPC. Finally, the slot
is tempered for 4 h to %, = 5h with the hea-
ting mat. The results in [179] show that the
HPC is sufficiently hardened after 4 hours to
transfer the bond forces from thermal prest-
ressing. Longer tempering times have no be-
nefit with respect to hardening and a reducti-
on of bond creep [179]. Full contact between
the mat and the still liquid HPC raises the ef-
fectiveness of heating. The top face of the mat
is insulated with rock wool, pressed down by
weights [176]. After hardening at #, = 5 h, the
heat supply is stopped, and the member cools
down completely while the thermal prestress
builds up. After another 18 h, at time ¢, = 23 h,
the load is increased until failure (Fiyax). It is
increased displacement controlled at a rate of
0.5 mm/min until M. is reached at #g.
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Fig. 7.3: Test procedure comprising pre-loading (a), strengthening, heating (b) and cooling (c) of
the beam with subsequent loading until failure (d), along with the loads, cross-sections
and photos associated with each step

The whole process is shortened for the refe- 7.3 Experimenta| results
rence beams no.l and 3. The preload in step

a), the strengthening in step b) and the time
component (step c)) are completely omitted. 7.3.1
After the initial loading from self-weight and

Strain in the basic reinforce-
ment due to self-weight at the

crossbeams F is applied, the load is in- . .
(g+Ag) 13 3PP time of strengthening

creased directly until failure.

The initial strain in the basic reinforcement due
to g + Ag at time (%,) is denoted 4. Figure 7.4
shows it along the bar.
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Strain distribution along the initial reinforce-
ment of beam no. 2 at the time of strengthening
(t,), quasi-continuously recorded with DFOS
and locally with SGs

The running coordinate of DFOS(¢) data
starts at load application. The local positions
of the SG are highlighted, too. Due to symme-
try in loading and strain, just half the beam is
shown. The initial strain increases almost line-
1.4 m.
From here, the bending moment M| ag) eX-

ar from load application up to zp =

ceeds the cracking moment Mk = 5.8 kKNm
and the member turns to the cracked state.
The strain increases hyperlinear. But between
the supports, the strain remains approximate-
ly constant at about 0.6 %o, which corresponds
to the expected strain in concrete slabs to due
self-weight. The punctual strains at the SGs
confirm the data.
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7.3.2 Thermal and mechanical
strains in the added reinfor-
cing bar

The added reinforcing bar experiences strains
just through heating (¢, to ). Only when the
heat supply is stopped and the meantime harde-
ned filler material prevents the bar from shor-
tening, mechanical strain raises until the beam
has completely cooled, meanwhile the thermal
strain decreases again.

On the left, Figure 7.5 presents the temperature
development on the added bar at center 95 up
to t. using TC data. Due to heating, the tempe-
rature rises steeply from ¢, = 1 h at first. After
2 h the course becomes increasingly flatter un-
til it reaches its maximum of 87° C at #, =5 h.
When the heat supply is stopped (%), the tem-
perature drops and reaches its initial value of
about 22° C after approx. 23 h (%) again. The
associated development of strains e(¢) from
SG data is shown on Figure 7.5, right. Both
the bar and the bonded SG itself experience
thermal expansion due to heating and the as-
sociated rise in temperature. It is important to
note, that the SG only records the difference
in expansion through the different thermal ex-
pansion coefficients of gauge (ot sc) and re-
inforcing steel (as). The rise in temperature
Ad(t) stretches the bar by o - Adg(1),
while at the same time the gauge experiences
an elongation of at s - Ats(t). The difference
between the two strains is recorded by the SG
(Eq. 7.1). In addition, it records mechanically
induced strain changes £, v, which are measu-
red directly. The total record is £ sG(?).

es56(t) = ars - AU(t) — arsc - Ads(t)

+ 8s,M(t)
(7.1)

Av(t) is known from the temperature mea-
surement (Fig. 7.5, left) while atsg is direct-
ly taken from the product data sheet of the SG
(arsG = 10.8 x 107%1/K). Since &g is ze-
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ro during heating ¢ < 5 h, ats can be deter-
mined by rearranging Eq. (7.1). Averaged over
t = [1,5] h, a1 equals 11.0 x 1076 1/ K. This
enables to calculate the thermal expansion of
the bar (ags - Ad(t)). For t > 5 h, eg) is
not zero but can be separated from the thermal
strains e using Eq. (7.1). The strain of the
added bar &4(t) is thus calculated as follows in
Eq. (7.2).

aTs - Aﬂs(t)),

for ¢ < 5 h (thermal)
es(t) =

QTS * Aﬁs(t)) + Es,M;
for ¢ > 5 h (thermal + mechanical)
(7.2)
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After t = 5 h, the strain in the added bar re-
aches its maximum of 0.7 %o due to heating.
When heating is stopped (%), it cools down
and the thermal expansion decreases. From the
strain at the time of hardening of the filler ma-
terial, its re-deformation is prevented by the
bond with the HPC. The residual thermal strain
€sT remains in the bar as mechanical strain
esM- Beyond that point, the strain just drops
slightly due to composite creep [179]. At ¢,
when the bar is completely cooled, €5 is about
0.4 %o. The results indicate that the concrete is
already hardened after approximately one hour
of heating (f = 2 h) and the further tempera-
ture increase did not contribute much.

CARY

€_ [%o]

S

25

Fig. 7.5: Temperature (left) and strain (right) development in the added bar

On half the symmetrical beam, the strain & in
the added bar over its length xg at {. is shown in
Fig. 7.6. At the end of the cantilever (zy = 0),
g5 is about 0.08 %o and increases almost linear-
ly up to zp = 0.5 m to approx. 0.40 %o. This
is due to the length required to re-anchor the
thermal prestress and to the heat dissipating

through the end faces which causes an approx.
20 °C lower bar temperature there. By contrast,
in the middle of the cross-section, &5 ~ 0.40 %o
is nearly constant.
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Temperature (left) and strain (right) develop-
ment in the added bar

7.4 Computational model for
thermally prestressed
reinforcement

A computational model has been derived in
[178] to determine the effective thermal prest-
ress of added reinforcing bars and the resul-
ting static impact. Controlled heating of the
slot increases the temperature in the liquid fil-
ler material and bar and, with a certain time
delay, also in the surrounding concrete. The
temperature induces individual thermal strains
in all parts of the cross-section. To determi-
ne its distribution, 2D numerical computation
of temperature fields is employed [169], since
the experimental temperatures are just recor-
ded at some particular locations via DFOS(4)
and TC (cf. Figure 7.2). The cross-section is
discretized with 1600 finite quad elements
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(40 x 40 elements), for a temperature field
analysis performed in Excel.. However, the tri-
angular shape of the slot and the round bar
inside are discretized much finer with element
lengths of 4 mm. Thereby, the size of the ele-
ments increases towards the not heated edges.
Material specific parameters like bulk density

p = [2200(NSC), 2300 (HPC), 7800 (steel)]
kg/m?, thermal conductivity A =
[1.65 (NSC), 4.5 (HPC), 50 (steel)] W/(mK),
and specific heat capacity ¢ =

[1000 (NSC), 1400 (HPC), 450 (steel)]
J/(kgK) are associated with the elements [178].
In the model, the external heat source is repre-
sented by a heat flow supplied from outside
across the width of the slot. The applied heat
flow was determined from the measurements
carried out during the ex-periment. There is no
heat exchange on the sides of the cross-section,
which idealizes thermal insulation. At the top
and bottom, heat is exchanged with the envi-
ronment (assumption 20 °C) by radiation and
convection. The time step for the temperature
calculation is limited by the material parame-
ters and the element size and is set to At = 0.8
s [229].

On the left, Figure 7.7 shows the calculated
temperature distributions in the cross-section
at the times ¢t = t,+[1, 2, 4] h, with warm regi-
ons highlighted in red and unheated regions in
blue. The starting point is a constant tempera-
ture field with an initial temperature of 22 °C,
att = t, = 1 h. At t = 2 h, the slot (HPC) has
heated up to a constant temperature of about
65 °C. The surrounding NSC experiences only
a slight increase in temperature. With increa-
sing tempering time, the temperature in the slot
rises to 93 °C, while at the same time the heat
is more spread in the NSC.
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Fig. 7.7: Numerical temperature distribution of the cross-section (left), associated strain distributi-
ons and prestress effective thermal strains (right) at ¢ = ¢, =[2, 3,5] h

The comparison of the numerical and ex-
perimental temperatures measured at various
points in the experiment shows an average de-
viation of 1.9 °C or approx. 4%. Thus, the fol-
lowing evaluations use the results of the nume-
rical temperature field calculation.

The thermal strains ¢ are calculated from the
temperature changes A of each element mul-
tiplied with av7. Due to symmetry of the tem-
perature distribution in x-direction and recal-
ling Bernoulli’s hypothesis, a lamella model
is used [166]. The lamella heights are chosen
the same as the element heights of the grid
for temperature field computation. For trans-

fer to the lamella model, the temperature chan-
ges per row are converted into a mean tempe-
rature change A4, from which the associated
thermal expansion (¢ = AV - ar) is calcula-
ted. The obtained non-linear strain distributi-
on over the height is broken down into a con-
stant (g¢1,0) and a linear component (¢ jin(2))
as well as a non-linear residual. The portion of
the total strain that activates internal forces is
c1(2) = €c1,0 + €c1,in(2). The non-linear re-
sidual just imposes a constraint into the cross-
section and is thus not considered further. In
liquid HPC, the strain adjusts itself freely. The
strain in each lamella of the HPC results
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directly from the mean temperature change
around the slot. For the added bar, a constant
thermal strain & is assumed, corresponding to
the temperature change in its center of gravity.
The linearized thermal strains from the tem-
perature distribution of the initial cross-section
and the supplemented reinforcement are shown
in Figure 7.7 (right). The prestress effective
strain of the added bar ;pr results from the
strain difference between the bar (&) and the
concrete in the corresponding lamella at the
height of the bar (¢¢1(z = 17.5 cm)). At t = 2
h, €5 equals 0.50 %o. The corresponding con-
crete strain £¢; (z = 17.5 cm) due to heat pro-
pagation reduces the effective strain to s pr =
0.42 %o. However, the temperature of the bar
rises with the duration of heating and thus also
€. Due to its mass and low thermal conductivi-
ty, the concrete heats up much slower and thus
the strains, too. € pr increases for ¢ = 3 and 5
h to 0.49 %o and 0.52 %o, respectively. Decisive
for the prestress is the temperature distribution
at the time at which the filler material is har-
dened enough to bear the bond-induced forces.
The results on the right of Figure 7.5 suggest a
time of approx. 1 h of heating (¢ = 2 h). Then,
the deviation between the calculated pre-strain
and the imposed strain measured in the experi-
ment is < 5% (cf. Fig. 7.5, right), with a ther-
mal strain of about 0.40 %o in the experiment
and 0.42 %o in the model.

Once heating is stopped (f = 5 h), cooling
induces strain £, pr or an equivalent prestres-
sing force Fg, which is obtained from Eq. 7.3
by multiplying the strain with the cross-section
area of the bar A and the Young’s modulus of
steel F.

Fs = EsPT As : Es (73)

Analogue to the principle of mechanical prest-
ress, Fs induces an axial compressive force
Npr and a bending moment Mptr = Npr - 2pT
due to the distance of the added bar to the ba-
rycenter of the cross-section [178]. Both coun-
teract the external loads and relieve the cross-
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section.

On top of the reinforcement, the thermally
stretched filler material imposes another con-
tribution to the prestress. The effective ther-
mal strain of the filler material e pr results
lamella-wise from the strain difference to the
NSC on the same height (Figure 7.7, right).
Weighted by the area of the individual lamel-
las, it is transferred into a mean strain in the
slot. The corresponding prestressing force Fep
is calculated analog to Eq. 7.3, depending on
the net cross-sectional area of the slot A, and
the modulus of elasticity of the HPC E,, accor-
ding to Eq. 7.4.

Fo = Ec2,PT * Ao - B (7.4)

Thus, F., increases Npr and Mpt. However, it
must be carefully considered that the slot is in
the tensile zone and if the tensile strength of
the HPC is once exceeded, the stiffness decre-
ases due to cracking. Fi, should therefore not
be used in the ULS, or only to a limited extent.

7.5 Comparison of the re-
sults of the thermally
prestressed and the refe-
rence beams

Relation of load and deflecti-
on

7.5.1

The stiffness of the strengthening measure
compared to the reference beams is assessed
on the load-deflection diagrams in Figure 7.8.
The force F' induces downward deflection u to
the cantilever arms, which is recorded on both
sides with displacement transducers. Because
of symmetry, these deflections are averaged to
draw the load-displacement diagrams shown.
As expected, the beam (no. 3) and the strengt-
hened one (no. 2) achieve approximately the
same maximum load. Due to its lower reinfor-
cement, beam (no. 1) remains below.
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Fig. 7.8: Load deflection diagrams of the thermally prestressed and reference beams (a) and a

photo during testing (b)

It also has the lowest stiffness, followed by
beam (no. 3), as is seen from the inclination
of the loading branches. That of the strengt-
hened beam runs even steeper. Due to durati-
on and sequence of the strengthening process
(cf. Fig. 7.3), the load-deflection curve of the
strengthened beam starts later, i.e. shifted or
with a deformation lead, but at the same load
level (F'ag). Likewise, the load-deflection cur-
ves of the two reference beams already have
a (small) offset to each other due to the lower
reinforcement of beam no. 1. Just placing the
steel crossbeams of the weight Fay/2 = 3 kN
on each cantilever generates another deflection
uag. This is greatest for the thermally prestres-
sed beam due to the reduced cross-section cau-
sed by the triangular slot and its reduced ben-
ding stiffness Ely. It is even greater than for the
less reinforced beam (no. 1). Moreover, before
strengthening, beam no. 2 is initially preloaded
by the force Fg once (Fig. 7.8, left). The in-
duced deflection is not completely reversible,
and even increases during strengthening due to
creep at constant loading. Accordingly, it is si-
gnificantly greater at ¢, than in the reference

beams, which are loaded directly.

7.5.2 Comparison of the strain de-
velopment in thermally prest-
ressed and initial reinforce-
ment

The aim of the strengthening method is to join
the added bar and the initial cross-section and
participate equally in the load transfer. Figu-
re 7.9 shows the strain development of reinfor-
cing bars in the three beams due to load incre-
ase. This is exemplified on the added (&5) and
an initial bar (g4) for the thermally prestres-
sed beam and in each of the references on a
lateral initial bar (e50,(3), €s0r(1)). At %, the
initial bars exhibit the strain due to self-weight
€s0,¢ from g+ Fa 4 while the added bar exhibits
just the thermal strain ;. With increasing load
F, the strain in all bars also increases, where-
by initially, until the onset of cracking, both
€50 and &g increase considerably slower than
gs0x(3) and g0 (1).
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Development of strains in the thermally prest-
ressed bar and the reinforcing bars of all beams
over the load

As a result of thermal prestressing, the cross-
section is compressed and the cracks in the
concrete are partially closed. In addition to the
reinforcement, the concrete in the tensile zo-
ne thus contributes to load transfer (state I). In
the reference beams, which are already cracked
due to Fag, the concrete in the tensile zone
does not contribute and tensile stresses indu-
ced by F' are borne by the reinforcement (state
II). Not below a total load of /' = 10 kN the
cracks in the thermally prestressed beam do
open again and the beam switches to state II.
Then, 4 and £40,(0) increase equally. Due to
its higher tensile strength, the HPC first cracks
at F' = 21 kN. Then the steel strains in the bar
therein also increase, and &g rises parallel to £y
and €40,:(3).

In all three beams the reinforcement starts yiel-
ding when the maximum load is reached, and
the steel strains increase quickly. This indicates
them striving towards ductile bending failure.
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7.6 Discussion

7.6.1 Impact of thermal prestres-

sing on cracking of concrete

The thermal prestressing relieves the tensile
zone of the cross-section and creates compres-
sion, which influences the formation of cracks
in the concrete. At t,, the concrete is cracked
between the supports due to g + Fag + Fg. In
the cracks, the reinforcement bears all tensile
forces. Between the cracks, the concrete contri-
butes, and the flexural tensile force is distribu-
ted between the concrete and the reinforcement
(tension stiffening). Accordingly, the formati-
on of cracks leads to strain peaks in the rein-
forcement, which can be detected by the quasi-
continuous strain measurement using DFOS.
Even more, according to [153], the associated
crack widths w can be derived from the strain
peaks. Since each measuring point on the glass
fiber is assigned a position in the beam, the po-
sitions of the cracks are also known.

Figure 7.10 compares the distribution of £y
over the bar length zp of half the beam at
tp (left) and ¢, (right). The cracks in positi-
on and width derived from the strain accor-
ding to [153] are color-coded below: blue cor-
responds to small and red to large, calculated
crack widths at the level of the reinforcement.
To validate the results, the cracks were marked
and photographed on the corresponding beam
surface at both times (Fig.7.10 (bottom)). The
position of the cracks and their width were re-
corded using a crack map (accuracy 1/10 mm)
and measuring tape (crack mapping). Both are
compared with the DFOS results in Table 7.3.
There is a high degree of agreement between
the two methods. When strengthening and coo-
ling is finished at £, the thermal prestress indu-
ces compression into the cross-section. Con-
sequently, the crack widths and thus also the
strain peaks in g decrease (Figure 7.10 (left)).
Small strain peaks are increasingly
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superimposed by scatter in the measurement
signal and can no longer be clearly identified
as cracks. Crack widths < 0.1 mm are the-
refore no longer detectable evaluating DFOS
data. Compared to %, the number of detected
cracks is reduced from 7 to 3 at {.. Although
the cracks not detectable from the DFOS data
are still visible on the surface, the width mea-
sured with the tape has clearly decreased, too
(Table 7.3).

Figure 7.11 shows the crack pattern of the three

beams at Fin.x (). On the left, few but wide
cracks are visible in beam no. 1 with only two
reinforcing bars. The thermally prestressed be-
am no. 2 at center and the other reference no.
3 with 3 bars show many much thinner cracks.
For both references, the cracks are approx. 16
cm deep. For the thermally prestressed beam,
however, the cracks end at about 10 cm depth.
This results from the lower utilization of the
tensile zone due to thermal prestressing.
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Fig. 7.10:

Strains and crack widths in the tensile zone before and after strengthening determined from DFOS

(top) and crack mapping (bottom)
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Tab. 7.3: Position and width of cracks determined from DFOS and crack mapping before and after

thermal prestressing

Unreinforced at Iy + Fjq

Thermally prestressed at Fy + Fag

Crack No. DFOS / Crack Mapping DFOS / Crack Mapping
Crack Width w [mm] Crack Position 2y [m] Crack Width w [mm] Crack Position z; [m]
1 0.14/0.1 1.39/1.37 0.07/0.1 1.39/1.37
2 0.16/0.2 1.52/1.51 -/0.1 -/1.51
3 0.22/0.2 2.12/2.14 -/0.1 -/2.14
4 0.26/0.3 2347233 0.21/0.2 2347233
5 0.23/0.2 2.51/2.50 -10.1 -12.50
6 0.24/0.2 2.52/2.49 -10.1 -/2.51
7 0.25/0.2 2.78172.78 0.23/0.2 2.7812.78

‘ Frad2

‘ Frad2

Reference (u)

Thermally pre-stressed

Reference (0)

HY
i

)

Fig. 7.11: Comparison of crack patterns at maximum load obtained from xxx. Thermally prestres-
sed beam (center) versus the reference beams (left and right).

7.6.2 Comparison of the measu-
red and numerically predic-
ted mechanical strain in the
reinforcement

The mechanical impact of thermal prestres-
sing can be calculated by the model according
to [178]. The axial force Npr and the corre-
sponding bending moment Mpt induced by the
prestress counteract the external forces from
the applied loads F' and thus relieve the tensile
zone. The corresponding strain distribution in
the cross-section can thus be calculated by ite-
rating the strain plane until the equilibrium of
internal (index R) and external forces (index
E) according to Eqns. (7.5) and (7.6) is found.

Ng = Npr = Ng (1.5)

!
Mg = Mg — Mpr = Mg (7.6)

From the temperature distribution at the time at
which the filler material is sufficiently harde-
ned to transfer the forces from prestressing (cf.
Section 7.3.2, after 1 h heat treatment), Eqns.
3 and 4 yield Fy = 16.9kN and F, =
30.3 kN for the prestressing force in the rein-
forcing bar (Es; = 210.000 MPa) and the HPC
(B, = 45.000 MPa) respectively. Thus, the
expected strain in the initial reinforcement ey
can be calculated iteratively with Eqns. 5 and 6
of the calculation model in [178] and three dif-
ferent cases: with (“HPC contributes”) and wi-
thout Fi, (“HPC cracked”) as well as without
any prestressing contribution.

Figure 7.12 displays the calculated (dashed)
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and measured (solid) strains on beams no. 2
(prestressed) and no. 3 (upper reference) ver-
sus the load.
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Comparison of measured and computed (dotted
lines) mechanical strain in the reinforcement
with (beam no. 2) and without (beam no.3)
prestress (solid lines)

Until yielding of the reinforcement, the com-
puted curve without prestress coincides with
the upper reference 49 (3). Considering a con-
tribution of HPC to the prestress, the calculated
follows the measured curve up to /' = 10 kN
(=~ 0.2 - Fhax). Above that level, the measured
curve approaches to the one associated with
(“HPC cracked”) which is finally reached at
Finax- This shows that the prestressing effect of
the HPC is fully effective at lower load levels.
Even at service load level (0.3 bis 0.6 - Fi.x),
more than 90% of the HPC’s effect is still the-
re. Just beyond that level the effect decreases
significantly. When the reinforcement finally

starts to yield, just Fy remains effective.

7.6.3 Effectiveness of strengthe-
ning in ULS and SLS

Strengthening with thermally prestressed ad-
ditional reinforcement has a positive effect on
the load-bearing capacity and the serviceabili-
ty. This is supported comparing the maximum
loads, deflections, and mean crack widths in
the tests according to Table 7.4.

The maximum capacity in the test equals that
of the upper reference (beam no. 3) reinforced
with 3 bars from the beginning and is signifi-
cantly higher than the one of beam no. 1, re-
inforced with 2 bars only. This means that the
added bar is fully effective in the ULS.

At SLS, the thermally prestressed beam even
represents an improvement on the upper refe-
rence. The deflection at Fi,,x is approx. 33%
lower and even more pronounced for lower
load levels (see Fig. 7.8). Moreover, the cracks
in the tensile zone are closed due to thermal
prestressing. The average width of the cracks
recorded using DFOS (Fig. 7.10) is 0.22 mm
before (#,) and 0.12 mm after strengthening
(tc), which corresponds to an improvement of
approx. 45%. When strengthened, the avera-
ge crack width is approx. 34% smaller than
that of the upper reference at the same load.
The present study focused on the short-term
structural response. Long-term effects, such as
creep were investigated in [179] However, in
the cracked state the filler material is not ex-
pected to creep significantly, so that its influ-
ence on prestress losses can be consid-ered mi-
nor. Nevertheless, further studies on long-term
behavior and durability remain necessary to
confirm this assumption.
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Tab. 7.4: Impact of thermal prestress
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Thermally Prestressed Reference (1) Reference (3)
Maximum Load Fy,.x [KN] 51.2 34.5 51.7
Deflection at F,,x [mm] 60.2 60.0 71.5
ty tc
Mean Crack Width at g + FA ¢ [mm] 0.22 0.12 - 0.18

7.7 Conclusions

This paper investigated the effectiveness of
strengthening reinforced concrete mem-bers
with thermally prestressed post-installed rein-
forcement. Different from other tech-niques,
this method is effective against the self-weight,
which often accounts for the major part of
loads on concrete structures. The main findings
are:

e The reinforcing bar could be thermally
stretched by 0.4 %o through heating with
mats at about 80 °C. Once the filler ma-
terial is hardened, the new bar is bon-
ded to the concrete and jointly effective
against increasing loads. Internal stres-
ses are equally distributed to all reinfor-
cing bars. The maximum load is virtual-
ly the same as that of the not strengt-
hened reference. Thus, strengthening is
fully effective in ULS.

* Thermal prestressing significantly incre-
ases the stiffness of the beam. At the sa-
me maximum load, the deflection is ap-
prox. 33 % lower than in the not strengt-
hened reference. Moreover, the crack
depths at maximum load are significant-
ly lower than in the reference, which is
attributed to a lower utilization of the
tensile zone.

* Inherently also prestressing the filler ma-
terial creates another benefit. Compari-
son of computational and measuring re-
sults with and without prestress proves
its contribution fully effective up to 20%
of the maximum load. With further load
increase, it starts cracking and the prest-
ressing effect is mitigated. However, at
serviceability load level or up to approx.
0.6 Finax, the beneficial prestressing ef-
fect is still over 90% effective. But final-
ly, at maximum load, just the thermally
stretched bar remains effective.

* Subsequent thermal prestressing induces
pressure into the cross-section, which
partially closes existing cracks. After
strengthening, the crack widths in the
test are reduced by 45% on average.

The method is not limited to slabs but can in
principle be applied to any structural members
with high self-weight and flexural deficiencies.
However, the present investigations were re-
stricted to applications from the top side of be-
ams. For practical use, an execution from the
underside of structural members will have to be
developed and validated. Since the filler mate-
rial used is self-compacting, such an applicati-
on on the underside of slabs or beams appears
feasible, but still requires further investigation.



Kapitel 8

Schlussfolgerungen und Ausblick

Das Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung einer eigengewichtswirksamen Verstirkungsmetho-
de fiir Stahlbetontragwerke sowie deren Validierung in den Grenzzustinden der Tragfdhigkeit
(GZT) und Gebrauchstauglichkeit (GZG). Die Methode kombiniert das nachtrigliche Einbrin-
gen von Bewehrungsstdben in Schlitze mit einer gezielten Temperaturinduktion. Nach der Be-
wehrungsergdnzung werden die Schlitze verfiillt und unmittelbar auf ca. 80 °C aufgeheizt. Der
Temperaturanstieg bewirkt eine thermische Dehnung der eingebrachten Stibe sowie eine be-
schleunigte Erhdrtung des Verfiillmaterials. Sobald dieses erhartet ist, wird die Warmezufuhr
gestoppt. Wahrend des anschlieBenden Abkiihlens verhindert die Verbundwirkung zwischen Be-
wehrung und Verfiillmaterial eine Riickverformung der Stébe. Infolge entsteht eine Vorspann-
kraft, die der Belastung aus dem Eigengewicht entgegenwirkt und damit die Zugzone des Ge-
samtquerschnitts entlastet. Damit ist die ergiinzte Bewehrung, im Gegensatz zu herkdmmlichen
Verstiarkungsmethoden, fiir das Eigengewicht wirksam. Fiir die Effektivitdt der Methode ist es
essentiell, den Temperaturanstieg auf den Schlitz zu beschrianken. Das Durchwirmen des ge-
samten Querschnitts reduziert die Temperaturdifferenz zwischen Initialquerschnitt und erginz-
ter Bewehrung und mindert damit die resultierende Vorspannkraft.

Das thermische Vorspannen nachtriglich ergénzter Bewehrung erfolgt in drei wesentlichen Schrit-
ten:

1. Herstellung der Schlitze,
2. Ergidnzung der Bewehrung mit anschlieBendem Verfiillen,
3. Gezieltes Temperieren.

Im Rahmen dieser Arbeit sind die einzelnen Prozessschritte systematisch untersucht und dahin-
gehend optimiert, um fiir iibliche Platten (h=10 bis 40 cm) und Bewehrungsstibe (& 14 bis 20
mm) die hochstmogliche Wirksamkeit bei der thermischen Vorspannung zu erzielen.

Die Untersuchungen zeigen, dass eine dreieckige Schlitzform besonders vorteilhaft zur ther-
mischen Vorspannung darin ergidnzter Bewehrung ist. Im Vergleich zu anderen Schlitzformen,
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ergibt sich hier bei gleichen Randbedingungen eine groere Temperaturdifferenz zwischen er-
ginzter Bewehrung und Initialquerschnitt. Zudem beeinflussen auch die Schlitzabmessungen
die Wirksamkeit der Methode. Der dreieckige Schlitz sollte 5 cm tief und 8 cm breit sein und
iiber die ganze Breite temperiert werden. Um eine kraftschliissige Verbindung zwischen den
Querschnittsteilen zu erzeugen, ist die Schlitzoberflache bis auf das Korngertist aufzurauen (0,5-
fachen des mittleren GrofStkorndurchmessers).

Nach der Herstellung der Schlitze erfolgt darin die Bewehrungsergidnzung mit anschliefendem
Verfiillen. Grundsitzlich konnen Bewehrungsstibe beliebigen Durchmessers thermisch vorge-
spannt werden. Jedoch bewirken groflere Durchmesser gemifl dem Hooke’schen Gesetz bei
gleicher thermischer Dehnung eine stirkere Vorspannwirkung. Da der Arbeitsaufwand weitge-
hend unabhiingig vom Stabdurchmesser ist, empfiehlt es sich Stibe mit einem moglichst grolen
Durchmesser zu ergéinzen, um eine hohe Wirksamkeit zu erreichen. Zum Verfiillen der Schlitze
hat sich ein selbstverdichtender hochfester Beton (HPC) auf Basis des Bindemittels Nanodur-
Compound 5941 als gut geeignet erwiesen. Dieser zeichnet sich durch eine schnelle Festig-
keitsentwicklung, eine gute Verarbeitbarkeit und eine hohe Steifigkeit aus. Im Gegensatz zu den
meisten herkommlichen Betonen treten bei rapider Temperierung keine signifikanten Schéiden
durch sekundére Ettringitbildung auf.

Durch die Temperierung der Schlitze wird die erforderliche Verbundfestigkeit zur Ubertragung
der thermischen Vorspannkraft bereits nach ca. 1 h erreicht. Dariiber hinaus beeinflusst die Tem-
perierung die eingepragte thermische Dehnung nicht weiter, reduziert jedoch den Schlupf zwi-
schen Bewehrung und Verfiillmaterial. Die besten Ergebnisse werden bei einer Temperierungs-
dauer von 4 h erzielt. Der sofortige Schlupf sinkt hier um etwa 60 %, das Verbundkriechen um
rund 40 % gegeniiber nicht temperierten Referenzproben. Da eine lingere Temperierungsdauer
keinen weiteren positiven Einfluss hat, wird die Temperierungsdauer der Schlitze auf 4 h festge-
legt.

Die Temperierung der Schlitze erfolgt mit marktiiblichen Silikonheizmatten mit Zweipunktreg-
ler, die sich aufgrund ihrer flexiblen Form als besonders geeignet herausgestellt haben. Ziel ist
es, die erginzte Bewehrung moglichst schnell auf 80 °C zu erhitzen, bevor der HPC erhirtet (<
1 h). Um die dafiir erforderliche Heizleistung zu erreichen, werden zwei Silikonmatten iiber-
einander angeordnet, wodurch sich der induzierte Warmestrom nahezu verdoppelt. Mit einer
Zieltemperatur von 95 °C wird trotz des Abstands zur ergidnzten Bewehrung die Zieltemperatur
von 80 °C erreicht. Eine hohere Heiztemperatur ist nicht zu wihlen, da die Grenztemperatur
von 100 °C, bei der das Zugabewasser zu kochen beginnt und Gefiigeschidden drohen, sicher-
gestellt werden muss. Um dem Durchwirmen des Initialquerschnitts entgegenzuwirken, kann
dieser optional gekiihlt werden. Die hochste Wirksamkeit wird erzielt, wenn Trockeneis in ei-
nem Abstand von 6 cm zum Schlitzrand iiber eine moglichst gro3e Breite angeordnet wird. Dies
ermoglicht eine Erhohung der Wirksamkeit um ca. 10 % gegeniiber keiner Kiihlung. Fiir die
praktische Umsetzung empfiehlt es sich jedoch, auf die aufwendige Kiihlung zu ungunsten der
geringfiigig reduzierten Wirksamkeit zu verzichten.

Die erzeugte Vorspannkraft sowie ihre mechanische Wirkung auf Systemebene lassen sich mit
dem entwickelten analytischen Berechnungsmodell erfassen. Die Validierung anhand eines nu-
merischen Modells fiir verschiedene Randbedingungen sowie experimenteller Untersuchungen
zeigt, dass die Vorspannwirkung trotz vereinfachender Annahmen nur um 3-20 % iiberschitzt
wird. Dies sollte bei der Bemessung durch Abminderungsfaktoren beriicksichtigt werden. Neben
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der ergénzten Bewehrung erzeugt auch das um das gleiche Maf3 thermisch gedehnte Verfiillma-
terial eine zusétzliche Vorspannkraft. Dabei ist jedoch zu beachten, dass diese bei steigender
Belastung durch Rissbildung reduziert wird. Die Validierung des Modells im Experiment zeigt,
dass das Verfiillmaterial bis ca. 20 % der Maximallast voll wirksam ist. Bei einer Laststeigerung
dariiber hinaus beginnt die Vorspannwirkung abzunehmen. Auf Gebrauchslastniveau wirkt der
HPC noch zu iiber 90 %. Bei Erreichen der Maximallast wirkt nur noch die thermische Vor-
spannkraft der ergidnzten Bewehrung.

Schlussendlich ist die Machbarkeit der thermischen Vorspannung an einem Demonstrator im
Realmalstab gezeigt und die Methode hinsichtlich der Wirksamkeit in den Grenzzusdtnden der
Tragfahigkeit und der Gebrauchstauglichkeit validiert. Die thermische Dehnung der erginzten
Bewehrung bleibt auch nach dem Stoppen der Wirmezufuhr eingeprégt. Die resultierende Vor-
spannkraft fiihrt zu einer messbaren Stauchung des Gesamtquerschnitts. In der Zugzone vor-
handene Risse werden infolge um ca. 45 % reduziert und auch die Durchbiegung nimmt ab.
Im Grenzzustand der Tragfahigkeit erreicht die thermisch verstéirkte Variante in etwa die glei-
che Maximallast wie eine unverstirkte Referenz, die initial die selbe Bewehrungsmenge ent-
hilt. Damit betrdgt die Wirksamkeit der Verstarkung im GZT ~ 100 %. Die hier gemessene
Durchbiegung ist aufgrund der thermischen Vorspannung jedoch um etwa 33 % geringer. Der
Vergleich des mit dem Berechnungsmodell prognostizierten Tragverhaltens mit dem tatséchli-
chen Verhalten zeigt eine gute Ubereinstimmung. Dies bestitigt die Eignung des hergeleiteten
Berechnungsmodells auch unter Last.

Ausblick

Die thermische Vorspannung stellt eine vielversprechende Moglichkeit zur Verstirkung von
Stahlbetontragwerken dar. Aufbauend auf den hier erarbeiteten Grundlagen sowie der experi-
mentell nachgewiesenen Umsetzbarkeit der Methode konnten noch weitere Potenziale zur Stei-
gerung der Wirksamkeit identifiziert werden. Das Zeitfenster fiir die wirksame Erwédrmung des
Bewehrungsstabs wird durch die schnelle Erhédrtung des HPC begrenzt. Eine Moglichkeit zur
Erhohung der Stabtemperatur zum Zeitpunkt der Erhértung besteht in einer Steigerung des in-
duzierten Warmestroms. Da derzeit keine marktiiblichen Heizmatten mit hoherer Heizleistung
verfiigbar sind, ist die Entwicklung einer leistungsstirkeren und gleichzeitig flexiblen Wérme-
quelle erforderlich. Alternativ kann die Betonrezeptur so angepasst werden, dass die Erhdrtung
verzogert wird und sich dadurch die mogliche Aufheizdauer des Bewehrungsstabs verldngert.
Dabei ist jedoch sicherzustellen, dass dies nicht zulasten anderer Betoneigenschaften geht und
die lingere Temperierung nicht zu einer unerwiinschten Wiarmeausbreitung auf den Initialquer-
schnitt fiihrt. Beide Optimierungsansitze sollten im Rahmen weiterer Forschungsarbeiten unter-
sucht werden.

Zudem beschrinken sich die bisherigen Untersuchungen auf Laborbedingungen, wobei die Be-
wehrungsergdnzung ausschlieBlich an der Balkenoberseite erfolgte. Die entwickelten Arbeits-
schritte sind jedoch prinzipiell auch auf die Verstirkung einer untenliegenden Zugzone iibertrag-
bar. Der eingesetzte selbstverdichtende, flieBfahige HPC ist grundsétzlich fiir diese Anwendung
geeignet. Eine denkbare Vorgehensweise besteht darin, den HPC unter Druck iiber Fiilloffnun-
gen in den mit einem gut warmeleitenden Material (z. B. Kupfer oder Aluminium) eingeschalten
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Schlitz einzubringen und anschlieend iiber den Schalungsboden zu temperieren. Das genaue
Verfahren sowie die Anpassung an spezifische Praxisbedingungen sind im Rahmen weiterer
praxisnaher Untersuchungen zu erarbeiten.

Das Grundprinzip der thermischen Vorspannung ist nicht auf die Anwendung bei eingeschlitzter
Zusatzbewehrung beschrinkt. Im Rahmen dieser Arbeit wurden die grundlegenden Vorausset-
zungen fiir die Anwendung dieser Methode geschaffen. Diese kénnen nun in einem deutlich
breiteren Anwendungsspektrum genutzt werden. Eine weitere Anwendungsméglichkeit bietet
die thermische Vorspannung von auf die Zugzone geklebter Stahllamellen. Das zugrunde liegen-
de Prinzip entspricht der hier entwickelten Methode: Erwéarmte und thermisch gedehnte Stahl-
lamellen werden mit einem schnell erhirtenden, hitzebestindigen Kleber auf die Zugzone auf-
gebracht. Nach dem Stoppen der Wirmezufuhr und dem anschlieBenden Abkiihlen verhindert
der ausgehirtete Kleber die Riickverformung der Lamellen, sodass auch hier eine Vorspannkraft
entsteht, die das Tragwerk entlastet. Die praxisnahe Umsetzung dieser Methode am Tragwerk
ist Gegenstand aktueller Forschungsarbeiten.

Insgesamt stellt die thermische Vorspannung somit eine effektive und innovative Methode zur
Verstiarkung von Stahlbetontragwerken dar. Neben der Erhohung der maximalen Tragfdhigkeit
trigt sie insbesondere zur Verbesserung der Gebrauchstauglichkeit bei. Durch die gezielte Nut-
zung der vorhandenen, intakten Bausubstanz wird der bauliche Eingriff minimiert, der Materi-
albedarf reduziert und die Bauzeit verkiirzt. Aufgrund dieser Vorteile stellt die thermische Vor-
spannung eine effiziente und wirtschaftliche Losung dar, um den in Kapitel 1.1 beschriebenen
Investitionsstau bei der Instandsetzung des Briickennetzes mittelfristig abzubauen.
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Anhang

Erganzende Versuchsergebnisse

B.1 Materialkennwerte HPC

Erginzend zu den in Kapitel 2 dargestellten Verbundeigenschaften wurden im Rahmen der me-
chanischen Charakterisierung auch die Druckfestigkeit und der E-Modul des HPC in Abhéingig-
keit von verschiedenen Warmebehandlungsdauern untersucht. Die Randbedingungen der Wir-
mebehandlung entsprechen dabei denen in Kapitel 2.

B.1.1 Druckfestigkeit

Tabelle B.1: Druckfestigkeiten des HPC nach verschiedenen Warmebehandlungsdauern mit unmittelba-
rer Priifung im Anschluss fiir verschiedene Probengeometrien sowie mit und ohne Fasern.

Druckfestigkeit [MPa]

WB-Dauer [h] Prismen 10er Wiirfel 15er Wiirfel

ohne Fasern mit Fasern ohne Fasern mit Fasern ohne Fasern mit Fasern

0 0 0 0 0 - 0

2 14.2 29.5 23.7 344 - 48.4
4 53.7 87.5 82.8 95 - 104.2
6 76.8 93.8 - - - 111.7
24 90.3 116.0 109.7 109.9 - 121.3

VI
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Tabelle B.2: Festigkeitspriifungen nach verschiedenen Wirmebehandlungsdauern.

Druckfestigkeit [MPa]

WB-Dauer [h] Prismen 10er Wiirfel 15er Wiirfel

ohne Fasern mit Fasern ohne Fasern mit Fasern ohne Fasern mit Fasern

0+28d 103.5 126.3 133.0 149.9 - 141.3

2+28d 83.5 116.2 - - - 128.8

4+28d 87.5 119.5 - - - 132.0

6+28d 88.1 119.5 - - - 134.0

24+28d 94.6 126.3 - - - 138.4
B.1.2 E-Modul

Tabelle B.3: E-Moduln nach verschiedenen Wirmebehandlungsdauern, bestimmt mithilfe des Verfahrens
B gemiB DIN EN 12390-13.

Eci11da FEc21d FEezida Eemid

T [h]
[MPa] [MPa] [MPa] [MPa]
0 ok ok ok ok
2 36276 39876 38745 38299
4 43235 45528 41996 43586
24 45367 46572 44321 45420

* Unzureichende Festigkeit fiir Priifung

B.1.3 Verbundfestigkeit

Hier sind die in Kapitel 2 dargestellten Ergebnisse der Auszugsversuche, die dort in Diagramm-
form prasentiert wurden, nun in Tabellenform zusammengefasst.
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Tabelle B.4: Maximale Verbundspannungen und Schlupfwerte fiir 4h Warmebehandlung.

Probekorper  Tiax [N/mm?] Smax [mm]

1 15.53 0.187
2 13.11 0.116
3 19.34 0.130
4 17.04 0.191
5 12.06 0.094
Mittelwert 15.816 0.1436

Tabelle B.5: Maximale Verbundspannungen und Schlupfwerte fiir 24h Wirmebehandlung.

Probekorper  Tiax [N/mm?] Smax [mm]

1 18.35 0.124
2 13.58 0.551
3 16.79 0.240
4 15.18 0.054
Mittelwert 15.975 0.2423

Tabelle B.6: Maximale Verbundspannungen und Schlupfwerte fiir Oh Wiarmebehandlung nach 28 Tagen.

Probekérper Tmax [N/ mm?] Smax [mm]

1 25.37 0.818
2 22.04 1.222
3 26.39 0.771

Mittelwert 24.60 0.937
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B.2 Verbundversuche

Ergénzend zu den in Kapitel 2 prisentierten Ergebnissen der Verbundkriechversuche ist hier die
mittels DFOS gemessene zeitliche Entwicklung der Dehnungsverteilung iiber die Stablinge dar-
gestellt (Bild B.1). Zudem sind der zu den Ablesezeitpunkten mittels Messschiebern ermittelte
Schlupf der drei Probekorper sowie der zugehorige Mittelwert fiir die verschiedenen Wirmebe-
handlungsdauern aufgefiihrt (Tabelle B.7-B.9).

450
400 / ‘
e
350 A i Sy
t=1d
t =10d
t = 50d
t = 150d
t = 200d

4 5 6 7T 8 9 10

x [cm)]

Bild B.1: Zeitliche Entwicklung der Dehnungsverteilung im Verbundversuch
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Tabelle B.7: Zeitliche Schlupfentwicklung der fiir Oh temperierten Probekorper.

Messzeitpunkt [Tage]

Probekorper 1

Schlupf [mm]

Probekorper 2 Probekorper 3 Mittelwert

[c <IN B L B

12
14
19
21
26
28
50
64
92
120
148
183
295

0.1750
0.1750
0.2000
0.2125
0.2125
0.2250
0.2125
0.2250
0.2125
0.2250
0.2750
0.2750
0.2625
0.2750
0.2750
0.2750
0.3000
0.2900
0.2900
0.3000

0.0000
0.0250
0.0875
0.0250
0.0625
0.0750
0.0875
0.1125
0.1000
0.1000
0.0875
0.0875
0.0875
0.1000
0.1250
0.1500
0.1500
0.1625
0.1760
0.1780

0.0000
-0.0250
-0.0875
0.0500
-0.0375
0.0500
0.13125
0.03125
0.0750
0.0625
0.1250
0.18125
0.19375
0.1875
0.2000
0.2500
0.2250
0.1750
0.2175
0.1850

0.0875
0.0875
0.1000
0.14375
0.11875
0.1375
0.14375
0.15625
0.1625
0.1625
0.15625
0.18125
0.18125
0.1875
0.2000
0.2250
0.2250
0.2125
0.23125
0.185
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Tabelle B.8: Zeitliche Schlupfentwicklung der fiir 4h temperierten Probekorper.

XI

Messzeitpunkt [Tage]

Probekorper 1

Schlupf [mm]

Probekorper 2 Probekorper 3 Mittelwert

SSTEe R T N O

11
13
18
20
25
27
49
63
91
119
147
182
220
290

0.0250
0.0750
0.0750
0.0375
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.0750
0.1000
0.1125
0.1228
0.1294
0.1342
0.1441

0.0000
0.0240
0.0250
0.0250
0.1000
0.1000
0.1250
0.0750
0.1250
0.1125
0.1125
0.1000
0.1250
0.1250
0.1500
0.1500
0.1500
0.1550
0.1560
0.1760

0.0250
0.1375
0.0875
0.1125
0.1000
0.0500
0.0625
0.0750
0.0750
0.0750
0.0875
0.0875
0.0750
0.1125
0.1375
0.1125
0.1252
0.1297
0.1325
0.1421

0.0167
0.0788
0.0625
0.0583
0.0917
0.0750
0.0875
0.0750
0.0917
0.0875
0.0917
0.0875
0.0917
0.1042
0.1292
0.1250
0.1342
0.1380
0.1409
0.1540
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Tabelle B.9: Zeitliche Schlupfentwicklung der fiir 16h temperierten Probekorper.

Messzeitpunkt [Tage]

Probekorper 1

Schlupf [mm]

Probekorper 2 Probekorper 3 Mittelwert

Mittelwert

~N O W

14
15
29
57
85
113
148
220
290

0.05334
0.02000
0.11000
0.09000
0.07000
0.08666
0.10666
0.10000
0.12000
0.12000
0.14000
0.13666
0.12000
0.08580
0.08740

0.07
0.04
0.07
0.05
0.07
0.08
0.09
0.09
0.09
0.11
0.12
0.13
0.13
0.133
0.133

0.08
0.02
0.11
0.07
0.07
0.08
0.08
0.10
0.11
0.12
0.14
0.13
0.13
0.1325
0.133

0.06667
0.04000
0.09000
0.07000
0.07000
0.08333
0.09333
0.10000
0.10667
0.11667
0.13000
0.13333
0.12640
0.11040
0.11040

B.3 Thermische Experimente

Ergénzend zu den in Kapitel 6 beschriebenen thermischen Experimenten, bei denen die Tempe-
raturentwicklung am ergiinzten Stab punktuell fiir die Stabmitte dargestellt wurde, ist hier die
zeitliche Entwicklung der Temperaturverteilung iiber die Stabldnge mittels DFOS visualisiert
(B.2, B.3). Zudem werden die Versuchsergebnisse zu alternativen Temperierungsmethoden pra-
sentiert. Bild B.4 zeigt die zeitliche Temperaturentwicklung der ergéinzten Bewehrung bei einer
Temperierung mit zwei in den Stirnflichen eingelassenen Heizpatronen, wihrend Bild B.5 die
Temperaturentwicklung in Stabmitte bei Verwendung einer Silikonheizmatte und einer Mikani-

theizplatte gegeniiberstellt.
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Bild B.2: Zeitliche Entwicklung der Temperaturverteilung im PK mit 8cm Schlitzbreite.
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Bild B.3: Zeitliche Entwicklung der Temperaturverteilung im PK mit 10cm Schlitzbreite.
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Bild B.4: Zeitliche Entwicklung der Temperaturverteilung an der erginzten Bewehrung bei einer

Temperierung mit in den Stirnflachen eingelassenen Heizpatronen.
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Bild B.5: Gegeniiberstellung der Temperaturentwicklung an der ergénzten Bewehrung in Stabmitte

bei Verwendung einer Silikonheizmatte und einer Mikanitheizplatte.
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B.4 Thermo-mechanische Experimente

Erginzend zu den in Kapitel 6 dargestellten Ergebnissen der Dehnungsexperimente ist hier die
iiber die Stabldnge gemessene Dehnungsverteilung in den Probekorpern mit 8 cm bzw. 10 cm
Schlitzbreite dargestellt (Bild B.6, Bild B.7). Zudem zeigt Bild B.8 die mittels DFOS erfasste
Dehnungsentwicklung iiber die Stablinge wihrend der Belastung des Demonstrators (Kapitel

7).

€ [%0]

0 0.5 1 1.5 2
z[m]

Bild B.6: Zeitliche Entwicklung der Dehnungsverteilung im PK mit 10cm Schlitzbreite
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Bild B.7: Zeitliche Entwicklung der Dehnungsverteilung im PK mit 8cm Schlitzbreite
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Bild B.8: Entwicklung der Stahldehnung wéhrend der Belastung
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