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Vorwort des Herausgebers

Die heutige Zeit wird geprdgt von Mobilitdt und fortschreitender Globalisierung. Un-
mittelbare Folgen sind ein wachsender Transportbedarf und eine stetige Zunahme des
Personen- und Giiterverkehrs. Der bedarfsgerechte Aus- und Neubau der nétigen Infra-
struktur ist in diesem Kontext von grundlegender Wichtigkeit. Topographische Randbe-
dingungen wie auch beengte Platzverhiltnisse im innerstddtischen Bereich erfordern den
Bau immer neuer Verkehrstunnel. Tunnelbauverfahren in geschlossener Bauweise, wie
sie in der vorliegenden Forschungsarbeit behandelt werden, sind dabei von elementarer
Bedeutung. Bei diesen Verfahren muss der Ausbruch an der Ortsbrust des Tunnels und
der Einbau verschiedener Sicherungsmitteln so aufeinander abgestimmt werden, dass
die Standsicherheit gewihrleistet werden kann. Die vorliegende Promotionsschrift von
Herrn Dr.-Ing. Nico Ruse liefert vor diesem Hintergrund einen wesentlichen Beitrag zur
Analyse der Stabilitdt der Ortsbrust.

Im Gegensatz zum Tunnelvortrieb unter undrainierten Bedingungen kénnen die stati-
schen Verhiltnisse fiir Berechnungen im drainierten Fall derzeit noch nicht eindeutig
beschrieben werden. Die existierenden Berechnungsmethoden liefern daher Ergebnisse
mit zum Teil erheblichen Differenzen. Aus diesem Sachverhalt resultiert die grundlegen-
de Motivation zur weiteren Erforschung der Ortsbruststabilitdt unter drainierten Bedin-
gungen. Da physikalische Modellversuche nicht nur kostspielig, sondern auch nur ein-
geschrankt durchfiihrbar sind, wird auf dreidimensionale numerische Simulationen un-
ter Anwendung der Finiten Elemente Methode zurtickgegriffen. In der vorliegenden Ar-
beit wird zunéchst die Genauigkeit dieser Methode zur Ermittlung der Bruchmechanis-
men an der Ortsbrust {iberpriift. Aus diesen Untersuchungen resultieren Mafigaben zur
Durchfiihrung einer treffsicheren Analyse. Im Anschluss widmet sich Herr Ruse zunéchst
dem Schildvortrieb bevor er sich dann eingehend mit der Spritzbetonbauweise bzw. der
Neuen Osterreichischen Tunnelbauweise beschiftigt.

Auf Grundlage der numerischen Ergebnisse entwickelt Herr Ruse eine ausgesprochen
einfache und effiziente Formel fiir die Ermittlung des Bruchdrucks beim Schildvortrieb
unter der Voraussetzung einfacher Bodenverhiltnisse. Ich habe feststellen konnen, dass
diese Formel auch in der Praxis Eingang findet. Da die Anwendbarkeit der Formel sich
aber auf einen homogenen Bodenaufbau beschriankt, wird fiir allgemeine Fille die nume-
rische Methode zur Stabilitdtsanalyse beschrieben.

Auch fiir die Spritzbetonbauweise werden praxisrelevante Erkenntnisse gewonnen, z.B.
im Hinblick auf die maximale Grofle der Teilausbriiche. Fiir die ungestiitzte Ortsbrust in
sehr kohdsivem Boden ergeben sich aus den Untersuchungen leider noch keine abgesi-
cherten Formeln, da die sich hier im Boden einstellenden Zugrisse von Herrn Ruse nur
teilweise beriicksichtigt werden konnten.

Durch eine vertiefte Ausbildung in den statischen Grundlagen sowie die intensive Studie
der FEM hat Herr Ruse sich mit viel Erfolg in die Statik des Tunnelbaus eingearbeitet.



ii Vorwort des Herausgebers

Er lieferte mit der vorliegenden Arbeit einen Beitrag, der zum Teil bereits in mehreren
einschldgigen Fachzeitschriften verdffentlicht worden ist und den ich als mustergiiltig
und iiberaus zukunftsweisend kennzeichnen mdochte.

Pieter A. Vermeer



Vorwort des Verfassers

Die Erstellung einer Arbeit wie der vorliegenden Forschungsarbeit bedarf Energie, Aus-
dauer und im Besonderen auch der Unterstiitzung durch Betreuer, Kollegen und auch der
Familie. Im Falle meiner Dissertation, die ich am Institut fiir Geotechnik der Universitit
Stuttgart durchfiihren durfte, konnte ich wahrend des gesamten Forschungszeitraums
von etwa vier Jahren stets auf diesen Riickhalt bauen und vertrauen. Ich moéchte an die-
ser Stelle allen danken, die mich wahrend dieser Zeit unterstiitzt haben.

Mein besonderer Dank gilt zuallererst meinem Doktorvater und stetigem Betreuer Herrn
Professor Vermeer, der mich wahrend meiner Forschungstitigkeit am IGS stets gefordert,
gefordert und unterstiitzt hat. Von Professor Vermeer wurden mir fiir meine Arbeit alle
Tiiren und Moglichkeiten geoffnet, die sich ein Assistent fiir seine Forschung erwiinschen
kann. Das Resultat dieser Forderung ist die hier vorliegende Dissertationsschrift.

Der Weg, eine Doktorarbeit erstellen zu diirfen, bedarf einer gewissen Grundausbildung,
die in meinem Falle durch ein Geologiestudium gebildet wurde. Meinem stetigen Betreu-
er und Hochschullehrer aus dieser Zeit, Herrn Professor Seyfried vom geologischen Insti-
tut der Universitdt Stuttgart, sei mein ganz besonderer Dank ausgesprochen. Ich mochte
ihm auch weiters dafiir danken, dass er den Mitbericht zu dieser Dissertation tibernom-
men hat.

Herrn Professor Schweiger von der Technischen Universitdt Graz hat die Entstehung
der vorliegenden Forschungsarbeit wihrend des gesamten Forschungszeitraums beglei-
tet und ist mir stets mit Rat und Anregungen zur Seite gestanden. Ich mochte mich hierfiir
recht herzlich bedanken, auch dafiir, dass er sich zum Abschluss meiner Arbeit bereit er-
klart hat, den Mitbericht zu tibernehmen.

Meinen lieben Kollegen des Instituts fiir Geotechnik sei ein ganz besonderer Dank aus-
gesprochen. Durch Diskussionen, Fragen und Anregungen - ob im Oberseminar oder bei
einer lockeren Diskussionsrunde - konnte ich stets meine Forschung vorantreiben und
neue Ideen entwickeln und verwirklichen. Neben der Forschung mdochte ich den Kolle-
gen einfach fiir die schone und angenehme Zeit danken, die ich mit ihnen verbringen
durfte.

Fiir die Unterstiitzung meiner Forschungsarbeit mittels Informationen zu aktuellen Tun-
nelbauprojekten mdochte ich mich ausdriicklich bei der Firma Ziiblin, und hier im be-
sonderen bei den Mitarbeitern des TBT und der Tunnelbauabteilung, bedanken. Weite-
rer Dank gilt Herrn Rogowski vom Geologischen Landesamt aus Stuttgart. Durch seine
Bemiihungen wurde mir wéahrend meiner Forschungszeit Zugang zu etlichen Tunnelbau-
projekten in Stuttgart ermoglicht.

Mein Dank gilt auch im Besonderen der Landesgraduiertenférderung des Landes Baden-
Wiirttemberg. Wahrend der ersten zwei Jahre meiner Forschungstitigkeit wurde ich durch
ein Stipendium finanziell unterstiitzt und konnte so den Grundstein fiir die vorliegende
Arbeit legen.
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Zusammenfassung

Betrachtet wird die Standsicherheit der Ortsbrust von Tunnels wéhrend des Vortriebs.
Zunéchst gilt das Hauptaugenmerk dem maschinellen Tunnelbau im Hinblick auf Schild-
vortrieb, anschliefSend wird auch auf den Tunnelbau mittels Tunnelbohrmaschine ohne
Schild sowie auch auf die Spritzbetonbauweise eingegangen. Im Anschluss an eine Li-
teraturstudie werden eigene Untersuchungen aufgezeigt, die mittels der nichtlinearen
Finite Elemente Methode durchgefiihrt wurden.

Die Literaturstudie verdeutlicht, dass bei der Standsicherheit der Ortsbrust grundséatz-
lich zwischen drainierten und undrainierten Bedingungen zu unterscheiden ist. Drai-
nierte Bedingungen ergeben sich im Falle eines Vortriebs in Baugrund mit einer hohen
Durchléssigkeit sowie auch bei Vortrieb in Boden geringer Durchldssigkeit im Fall ei-
ner Bauunterbrechung. Dieser Umstand macht eine Analyse fiir drainierte Bedingun-
gen immer erforderlich. Bei drainierten Bedingungen hat die Uberdeckung des Tunnels
nur einen geringen Einfluss auf die Ortsbruststabilitdt, wohingegen bei undrainierten
Verhiltnissen der Bruchdruck sowohl von der Uberdeckung als auch von einer mdglichen
Auflast an der Geldndeoberfldche abhédngig ist. Fiir den drainierten Fall sind in der Litera-
tur geschlossene Formeln mit Beiwerten fiir den Einfluss des Tunneldurchmessers sowie
der Kohésion aufgefiihrt. Die publizierten Beiwerte sind entsprechend unterschiedlicher
Quellen nicht eindeutig und zeigen teilweise sehr grofie Differenzen auf. Dieser Umstand
begriindet die Motivation zur vorliegenden Forschungsarbeit mit Anwendung der Fini-
ten Elemente Methode.

Mittels dreidimensionaler FE-Berechnungen werden sehr realistische Ergebnisse berech-
net, was durch Vergleich mit Versuchsergebnissen aus der Literatur belegt wird. Die Re-
sultate aus dreidimensionalen FE-Berechnungen zeigen, wie zumindest in Reibungsma-
terial die Spannungsverteilung am Tunnel durch rdumliche Gewolbewirkung dominiert
wird. Bei effektiven Reibungswinkeln grofler als zwanzig Grad, ist bei vollstandig ausge-
kleideten Tunnels die Standsicherheit der Ortsbrust vollig unabhédngig von dessen Uber-
deckung. Auch eine Flachenlast an der Geldndeoberfldche zeigt hier keinen Einfluss. Bei
ungesicherten Tunnelréhren entsteht ein zweidimensionales Gew®olbe, und der Bruch-
druck ist hier erst fiir ¢’ > 25° vollstindig unabhéngig von der Uberdeckung. Weiterhin
wurde festgestellt, dass sowohl der Erdruhedruckbeiwert K, der Dilatanzwinkel 7, so-
wie auch die Steifigkeit des Bodens keinen Einfluss auf den Bruchdruck austiben.

Auf Grundlage der FE-Untersuchungen wurden in der vorliegenden Arbeit fiir homo-
genen Baugrund einfache Entwurfsformeln entwickelt, mit denen der Bruchdruck fiir
die Ortsbrust unter drainierten Bedingungen berechnet werden kann. Unter Verwendung
des Sicherheitskonzepts nach Fellenius wurden die entwickelten Bruchdruckformeln ent-
sprechend umformuliert, so dass mit ihnen der Sicherheitsbeiwert 7 fiir die Ortsbrust
berechnet werden kann. Es sei anzumerken, dass hierbei das Zugbruchkriterium nicht
berticksichtigt ist. Fiir einen Schildvortrieb mit gestiitzter Ortsbrust wird aber gezeigt,
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Xiv Zusammenfassung

dass mit den entwickelten Formeln der gleiche Sicherheitsbeiwert n berechnet wird, wie
mit einer numerischen ¢ — ¢ — Reduktion. Bei Tunnels mit ungestiitzter Ortsbrust ergeben
sich jedoch Differenzen von bis zu 10%. Weiterhin werden fiir Tunnelvortriebe in Teilaus-
briichen auf Grundlage der FE-Berechnungen Gleichungen entwickelt, mit welchen der
maximal mogliche Durchmesser Dy der Teilausbruchsflache ermittelt werden.

Die Anwendung der entwickelten Gleichungen fiir einen Tunnelvortrieb in geschichte-
tem Baugrund erweist sich als schwierig. Deswegen wird fiir diese Félle angeraten, die
Ortsbruststabilitdt im Einzelfall mit Hilfe dreidimensionaler FE-Berechnung zu untersu-
chen. Es besteht unter Zuhilfenahme der vorgestellten Gleichungen jedoch die Moglich-
keit, das Ergebnis der FE-Berechnung auf Plausibilitdt zu {iberpriifen, und auch schon
vor einer numerischen Analyse eine erste Tendenz beziiglich der Ortsbruststabilitat fest-
zustellen.

In einer weiteren Studie konnte durch zweidimensionale FE-Berechnungen die Theorie
des Gebirgstragrings nach v. Rabcewicz [53] nachgewiesen werden. Weiterhin konnte un-
ter Verwendung eines hoherwertigen Stoffgesetzes fiir einen flachliegenden Tunnel auch
die Ausbildung einer Gebirgskennlinie mit wiederansteigendem Ast fiir den Bruchdruck
berechnet werden. Fiir tieferliegende Tunnels wurde kein Wiederanstieg der Gebirgs-
kennlinie beziehungsweise des Ausbauwiderstands festgestellt.



Abstract

Tunnel heading stability is initially considered focussing on closed face tunnelling using
shield machines. Afterwards the study is extended to tunnel drives using tunnel boring
machines without shield as well as to the New Austrian Tunnelling Method. Following
an initial study of the literature, own results of non-linear finite element analyses are
presented. For this reason, a brief description of the applied finite element method is
given.

When discussing literature on previous research on tunnel heading stability, one has to
distinguish between drained and undrained conditions. Drained conditions should be
considered when the ground permeability is high as e.g. in a predominately sandy soil.
In a clayey, low-permeability soil the undrained analysis is valid during excavation, but
the drained analysis applies in case of a standstill. Hence, even for excavations in clay it
is important to investigate drained soil conditions. In drained conditions the cover of the
tunnel has very little influence on the stability of the tunnel-heading, whereas in undrai-
ned conditions the face-stability is dependent on the cover as well as on a possible load
on the ground surface. In case of drained conditions, equations for the failure-pressure
are given using factors to weigh the influence of the tunnel diameter as well as the shear
strength parameters. As the published data are not unique and have a wide spread, the
presented research is being carried out using three-dimensional finite element calculati-
ons in order to validate and to improve the existing data.

Using 3D FE-calculations very realistic results are being obtained, as proved by experi-
mental data from the literature. Data from non-linear finite element analyses are used
to show that stress distributions in drained ground are dominated by arching. In case
of shield tunnelling, when the friction angle is larger than twenty degrees, stability of the
tunnel face is completely independent of the cover over the tunnel and also of any applied
ground surface load. Considering unlined tunnels, the failure-pressure is dominated by
two-dimensional arching of the ground around the tube. In this case, the failure pressure
is independent from the cover when the effective friction angle is ¢’ > 25°. Furthermore
it was found, that the coefficient of lateral earth-pressure K|, the dilatancy ¢, as well as
the stiffness of the soil show no influence on the failure pressure.

On the basis of the results of the numerical research, simple design formulas have been
derived to calculate the failure pressure for the tunnel face for drained conditions in ho-
mogeneous ground. Applying the safety concept after Fellenius, the equations have been
reformulated to be able to calculate a safety factor 7 for the tunnel heading. It should be
pointed out, that the tension-cut-off criteria is not being considered in this approach. Ne-
vertheless, for a shield driven tunnel with an applied pressure at the tunnel heading it is
shown, that with the derived equations the same factor of safety 7 is obtained as with a
numerical ¢ — ¢ — reduction. On the other hand, differences of up to 10% arise with an
unsupported tunnel heading. Furthermore, for NATM tunnels with a typical sequential
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XVi Abstract

excavation, formulas are presented which allow to evaluate the maximum diameter D,
of a partial excavation area of the tunnel heading.

The application of the developed equations for a tunnel drive in heterogeneous ground
is quite difficult. For this reason it is proposed to analyze the tunnel heading stability
in layered ground using a three-dimensional numerical analysis. On the other hand, the
equations can be used to check the numerical analysis or to give a first estimate for the
safety factor of the tunnel heading.

In a further study using two dimensional FE-calculations, the theory of the so-called
ground-ring after v. Rabcewicz [53] has been proved and confirmed. Furthermore on using
a soil material model considering softening of cohesive ground, a trough like ground-
response curve (Fenner-Pacher-Curve) for a shallow tunnel has been calculated. For a
deep tunnel, on the other hand, this trough-like shape of the ground-response curve has
not been obtained, i.e. an increase of the rock pressure could not be observed.



Kapitel 1: Motivation und Problemstellung

1.1 Einfiihrung

Der Tunnelbau hat in den letzten Jahrzehnten weltweit einen aufSerordentlichen Auf-
schwung erhalten. So werden Umgehungsstrafien zur Entlastung von Wohngebieten,
Schnellbahntrassen fiir die Bahn und die Strecken fiir S-Bahnen und Stadtbahnen im in-
nerstddtischen Bereich zunehmend in Tunnels gefiihrt. Bei den Ver- und Entsorgungslei-
tungen haben die unterirdischen Bauweisen mit Rohrvortrieben und Versorgungsstollen
ebenfalls grofie Bedeutung.

Die Bauweise im offenen Einschnitt hat die geringsten Risiken, erfordert aber minde-
stens voriibergehend eine Inanspruchnahme eines entsprechenden Teiles der Geldndeo-
berfliche. Bauwerke miissen dabei unterfahren, Versorgungsleitungen verlegt oder un-
terfangen und Verkehrsflachen eingeschridnkt oder umgelenkt werden. Dadurch kann
sich auch fiir oberflichennahe Tunnels die geschlossene Bauweise als giinstiges Herstel-
lungsverfahren darstellen. In dieser Studie soll nur die geschlossene Bauweise betrachtet
werden.

Im Unterschied zur offenen Bauweise wird bei der geschlossenen Bauweise das Tunnel-
bauwerk unterirdisch hergestellt. Zu diesem Zweck wird beim Vortrieb der anstehende
Boden oder Fels an der Ortsbrust abgebaut. Der Abbau an der Ortsbrust, sowie der Ein-
bau von Sicherungsmitteln muss dabei so aufeinander abgestimmt sein, dass Verformun-
gen und Setzungen an der Geldndeoberflaiche und im Tunnel in vertretbaren Grenzen
bleiben [19]. Weiterhin muss der Vortrieb so ausgefiihrt werden, dass die Standsicherheit
der Ortsbrust gewihrleistet ist. Die Untersuchung der Standsicherheit der Ortsbrust von
Tunnels in geschlossener Bauweise ist das Thema der vorliegenden Forschungsarbeit.
Die Urspriinge der geschlossenen Tunnelbauweise, wie wir sie heute kennen, liegen im
Bergbau und in der Wassergewinnung. Bereits aus der Zeit um 2000 bis 1000 v. Chr. sind
Berichte tiber Bergbau aus dem Sinai und aus China bekannt. Schon 1200 v. Chr. wurden
fiir die Palastanlage Mykene auf dem Peloponnes Verbindungsstollen zur Versorgung
mit Wasser errichtet und bereits 700 v. Chr. der 540m lange Hezekiah-Tunnel zur Wasser-
versorgung der Stadt Jerusalem gegraben. Aus dem Jahre 600 v. Chr. ist der 1, 6km lange
Trinkwasserstollen auf Samos bekannt. Erste StrafSentunnels wurden um 36 v. Chr. mit
Langen bis 690m zwischen Neapel und Puteoli gebaut [22, 55].

Mit der Industrialisierung und dem damit verbundenen Eisenbahnbau erlebte der Ver-
kehrstunnelbau in Europa seine erste grofde Bliitezeit. Der erste Eisenbahntunnel wur-
de um 1830 fiir die Bahnstrecke Liverpool-Manchester gebaut. In den Jahren 1825 bis
1841 wurde der erste Unterwassertunnel in geschlossener Bauweise aufgefahren, der die
Londoner Themse unterquert. Noch unter Verwendung von Handbohrer, Schwarzpul-
ver, Hammer und Meisel wurde mit dem 1,4km langen Semmering-Tunnel (1848 bis
1853) in Osterreich der erste Alpentunnel fiir den Bahnverkehr gebaut. Der Semmering-
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Tunnel ermdglichte die direkte Bahnverbindung von Wien nach Triest. Die Verwendung
von Sprengstoff sowie hydraulischen und pneumatischen Bohrwerkzeugen kam in den
Jahren 1857 bis 1870 beim Bau des 12, 2km langen Fréjus-Tunnels zum Einsatz. Die enor-
men Erfolge am Fréjus-Tunnel und der technische Fortschritt erméglichten darauf in der
Folgezeit den Bau des Gotthard-Eisenbahntunnels mit einer Lange von 14, 9km (1872 bis
1878), des Simplon-Tunnels (Ldange 19, 1km, Bauzeit 1898 bis 1905) und des Lotschberg-
Tunnels (Lange 14, 6km, Bauzeit 1908 bis 1913) [55].

In heutiger Zeit der immer fortschreitenden Globalisierung und der Offnung politischer
Grenzen entwickelt sich eine stetige Zunahme des Personen- und des Giiterverkehrs.
Die zunehmende Mobilitdt und der Transportbedarf machen unter anderem eine Er-
weiterung der Verkehrswege durch die Alpen erforderlich. Die bisherige Alpentraver-
se, die sich noch auf die alten Alpentunnels stiitzt, stellt fiir die europédische Nord-Siid-
Verbindung ein verkehrstechnisches Nadelohr dar. Durch enorme finanzielle und Inge-
nieurtechnische Kraftanstrengung wird aus diesem Grund seit einigen Jahren an einer
neuen Alpen-Transit-Strecke fiir den Bahnverkehr gearbeitet. Mit neuester Technologie
werden Tunnels durch das Gotthard-Massiv mit einer Lange von etwa 57km sowie unter
dem Lotschberg mit einer Lange von etwa 35km aufgefahren.

Ebenso werden in stddtischen Gebieten fiir den Personennahverkehr mehr und mehr un-
terirdische Bahnverbindungen erstellt, um auf diese Weise dem immer geringer werden-
den Platzangebot in den Stadten zu entweichen. Ebenso gilt es, die einzelnen Ballungs-
zentren durch schnelle Verkehrsmittel miteinander zu verbinden. Eine neue Herausfor-
derung stellt hier z.B. das Bahnprojekt Stuttgart 21 und die Schnellbahnstrecke Stuttgart -
Miinchen dar.

Der Tunnelbau in geschlossener Bauweise ist eine interdisziplindre Herausforderung, die
in heutiger Zeit zumeist von Bauingenieuren in enger Zusammenarbeit mit Geologen
in Angriff genommen wird. Das Zusammenspiel von geologischen Beobachtungen und
Bewertungen des Gebirges, vor und wahrend des Tunnelbaus, in Kombination mit dem
fachlichen Wissen eines Bauingenieurs, sind dabei die grundlegenden Stiitzen. Ohne die-
se Zusammenarbeit wére ein effektiver und erfolgreicher Tunnelbau nicht denkbar.

1.2 Zielstellung und Inhalt der Arbeit

Eines der Hauptprobleme beim Auffahren eines Tunnels stellt die Standsicherheit der
Ortsbrust des Tunnelbauwerkes dar. Die Stabilitidt der Tunnelrshre ist durch eine entspre-
chende Dimensionierung des Ausbaus zu gewdhrleisten, jedoch ist die Standsicherheit
der Ortsbrust mafigeblich von den Festigkeitseigenschaften des Baugrunds abhéngig.
Bei gering kohdsiven Boden ist deswegen einen Schildvortrieb erforderlich, wobei die
Ortsbruststabilitdt durch einen Stiitzdruck gewéhrleistet wird. Bei Boden oder Fels mit
mehr Kohésion kann der Tunnel ohne Stiitzung der Ortsbrust in der Spritzbetonbauwei-
se (NOT) erfolgen, wobei die Standsicherheit durch eine Verkleinerung der Ausbruchs-
flache sichergestellt werden kann. Da kleine Ausbruchsflachen unwirtschaftlich sind, er-
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folgt hier manchmal auch die Anwendung von Ortsbrustankern [38, 43], mit denen, wie
bei einem Schildvortrieb, eine Art Stiitzdruck erzeugt werden kann.

Das erste Ziel des vorliegenden Beitrags ist die Entwicklung handhabbarer Entwurfs-
formel zur Bestimmung des benétigten Stiitzdrucks bei einem Schildvortrieb. Fiir die
Spritzbetonbauweise mit Vortrieb in Teilausbruchsflichen sollen Entwurfsformeln ent-
wickelt werden, mit denen die Grofie des noch stabilen Teilquerschnitts ermittelt werden
kann. Weiterhin sollen einfache Formeln entwickelt werden, mit deren Hilfe der Sicher-
heitsbeiwert der Ortsbrust berechnet werden kann. Da die Stabilitdt der Ausbruchsflache
durch eine komplexe Gewdlbewirkung zustande kommt, ist eine analytische Herange-
hensweise ausgeschlossen. Als Alternativen bieten sich physikalische Modellversuche
[31, 46, 57] und numerische Untersuchungen an [70, 71, 74]. Da reproduzierbare Mo-
dellversuche nicht nur kostspielig, sondern auch nur eingeschrankt moglich sind, wird
in der vorliegenden Arbeit auf numerische Simulationen zurtickgegriffen welche durch
Versuchsergebnisse und Ergebnisse anderer Forschungsarbeiten validiert werden.

Das zweite Ziel dieser Forschungsarbeit wird mit Hilfe der numerischen p—c— Reduktion,
einem computer-orientierten Verfahrens zur Berechnung von Sicherheitsbeiwerten, ver-
folgt. Zum einen soll an einigen Beispielen der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums aufge-
zeigt werden, zum anderen gilt es, die Standsicherheit der Ortsbrust in inhomogenem,
geschichtetem Baugrund zu untersuchen.

Unter Beriicksichtigung der einfiihrenden Bemerkungen gliedert sich die vorliegende
Forschungsarbeit im einzelnen wie folgt:

e Kapitel 2 beschreibt die Entwicklung der unterschiedlichen Bauweisen und Tech-
nologien, welche in moderner Zeit im Tunnelbau verwendet werden. Dabei wird
zundchst die Entwicklung des Schildvortriebs dargestellt und seine Funktionswei-
se erldutert; weiterhin werden die verschiedenen Verfahren zur Stiitzung der Orts-
brust beim Schildvortrieb vorgestellt. Anschlieffend wird auf die unterschiedlichen
Spritzbetonbauweisen eingegangen, wobei das Hauptaugenmerk auf der Neuen
Osterreichischen Tunnelbauweise (NOT) liegt. Hierzu wird neben der historischen
Entwicklung vor allem auf die statischen Grundlagen und Leitgedanken der NOT,
die Interaktion zwischen Baugrund und Bauwerk, eingegangen; anschlieflend wer-
den Sicherungsmoglichkeiten zur Stabilisierung der Ortsbrust vorgestellt. Zum Ab-
schluss des Kapitels wird die Verfahrensweise von Vollschnittmaschinen ohne Schild
vorgestellt und dabei Unterschiede zum Vortrieb mittels einer Schildmaschine auf-
gezeigt.

e In Kapitel 3 folgt, im Anschluss an eine Diskussion iiber drainierte und undrai-
nierte Bedingungen an der Tunnelortsbrust, ein ausfiihrlicher Uberblick zum Stand
von Wissenschaft und Technik im Hinblick auf die Ortsbruststatik. Dabei werden,
jeweils fiir drainierte und fiir undrainierte Bedingungen, bestehende Berechnungs-
modelle sowie Ergebnisse experimenteller Untersuchungen vorgestellt und bespro-
chen. Sowohl fiir drainierte als auch fiir undrainierte Bedingungen werden die-
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se Resultate abschlieffend miteinander verglichen und diskutiert. Diese Ergebnisse
dienen im weiteren Verlauf der Arbeit zur Validierung der eigenen Resultate.

Kapitel 4 befasst sich mit der Bestimmung des Bruchdrucks mit Hilfe der Finiten
Elemente Methode. Dabei wird zu Beginn das fiir die Untersuchungen verwendete
Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb beschrieben. AnschliefSfend werden die Grundla-
gen der Finiten Elemente Methode (FEM) erkldrt und nichtlineare Berechnungs-
verfahren erldutert. Nach dem einfithrenden theoretischen Teil wird darauf folgend
beschrieben, wie der Bruchdruck der Ortsbrust mit der FEM ermittelt werden kann.
Eine anschlieffende Studie befasst sich mit der Genauigkeit der FE-Berechnungen.
In diesem Zusammenhang wird der Einfluss der Modellrdander, der Diskretisie-
rungsgrad des FE-Netzes sowie der Einfluss des tolerierten Gleichgewichtsfehlers
untersucht.

Kapitel 5 stellt numerische Untersuchungen zur Berechnung des Bruchdrucks beim
Schildvortrieb (Abschlagslinge d = 0) vor. Zielsetzung des Kapitels ist es, eine ein-
fache Formel zu entwickeln, mit welcher der Bruchdruck der Ortsbrust berechnet
werden kann. Hierfiir wird zunidchst der Einfluss des Erdruhedruckbeiwerts K,
des Dilatanzwinkels v, der Querdehnungszahl » und des Elastizitditsmoduls E ana-
lysiert. Anschlieflend wird die Auswirkung des effektiven Reibungswinkels ¢’ auf
den Bruchdruck untersucht und dabei die Gewdlbewirkung im Baugrund an der
Ortsbrust aufgezeigt. Aus diesen Ergebnissen wird der Durchmesserbeiwert Np
hergeleitet und mit den Resultaten anderer Forschungsarbeiten verglichen und va-
lidiert. Weiterhin wird in diesem Kapitel der Einfluss der effektiven Kohésion ¢’ auf
den Bruchdruck p; analysiert und der Kohésionsbeiwert NV, theoretisch hergeleitet
und durch Berechnungen tiberpriift. Entsprechend dem Durchmesserbeiwert wird
auch der Kohésionsbeiwert mit den Resultaten anderer Forschungsarbeiten vergli-
chen und validiert.

In Kapitel 6 werden numerische Berechnungen zur Standsicherheit der Ortsbrust
von Tunnels mit einer Abschlagsldange d > 0 vorgestellt. Ziel dieser Untersuchun-
gen ist dabei, den Einfluss der Abschlagsldnge auf den Bruchdruck quantitativ zu
erfassen und, mit diesen Ergebnissen, die in Kapitel 5 entwickelte Bruchdruckfor-
mel um den Einfluss der Abschlagsldnge zu erweitern.

Kapitel 7 beschreibt auf der Basis bestehender Untersuchungen das Verhalten einer
vollstandig ungesicherten Tunnelréhre. Dabei wird die Entwicklung eines Durch-
messerbeiwerts N, fiir vollstandig ungesicherte Tunnelrohren aufgezeigt. Die Re-
sultate dieser Untersuchungen werden mit den Ergebnissen weiterer Forschungs-
arbeiten verglichen und validiert. In einer anschlieffenden Studie werden mit dem
Gebirgstragring und der Gebirgskennlinie zwei Stiitzen des klassischen Tunnelbaus
besprochen und durch numerische Berechnungen dargestellt. Die Untersuchungen
zur Gebirgskennlinie werden, im Gegensatz zu allen anderen numerischen Berech-
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nungen in dieser Studie, nicht mit dem Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb durch-
gefiihrt, sondern mit einem héherwertigen Stoffgesetz, welches die progressive Ent-
festigung eines Bodens berticksichtigt.

¢ In Kapitel 8 geht es vorwiegend um die Berechnung eines Sicherheitsbeiwerts 7 fiir
die Ortsbrust mit Hilfe der entwickelten Gleichungen. Dazu wird zu Beginn ein
kritischer Literaturiiberblick {iber Verfahren zur Berechnung von 7 gegeben. Auf
Grundlage der Sicherheitsdefinition nach Fellenius folgt anschlieffend die Weiter-
entwicklung der in den vorigen Kapiteln hergeleiteten Bruchdruckformeln derart,
dass mit ihnen der Sicherheitsbeiwert 1 berechnet werden kann. Fiir diese Glei-
chungen werden Einschrdankungen im Hinblick auf das Zugbruch-Kriterium ge-
macht und erldutert. Vor allem bei ungestiitzter Ortsbrust besteht hier die Tendenz,
dass bei Boden mit einer hohen Kohésion die Standsicherheit der Ortsbrust etwas
iiberschétzt wird. Abschlieffend erfolgt die Entwicklung von weiteren Gleichun-
gen, mit denen, fiir einen Tunnelvortrieb in Teilausbriichen, der maximal mogliche
Durchmesser D des Vortriebsquerschnitts ermittelt werden kann. Hierzu werden
weiterhin einige praktische Uberschlagsformeln présentiert.

o Kapitel 9 befasst sich vorwiegend mit der Berechnung des Sicherheitsbeiwerts fiir
die Ortsbrust mit Hilfe der Finiten Elemente Methode. Dazu wird zu Beginn das
verwendete Berechnungsverfahren, die numerische ¢ — ¢ — Reduktion, erklédrt. An-
hand eines Schildvortriebs mit gestiitzter Ortsbrust erfolgt anschliefSend eine néhe-
re Beschreibung dieses numerischen Verfahrens; dabei wird weiterhin aufgezeigt,
dass mit den entwickelten Formeln ein gleichwertiges Ergebnis berechnet wird.
Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums auf den berechneten Sicherheitsfaktor und
auf die Art des Verbruchs wird in weiteren Beispielen fiir Tunnels mit ungestiitzter
Ortsbrust aufgezeigt. Untersucht werden sowohl ein kreisrunder Tunnel ohne Ab-
schlagsldnge (d = 0) als auch ein fiir die NOT typischer Kalottenvortrieb mit einer
Abschlagsldnge von d = 1, 5m.

o Kapitel 10 stellt eine Fallstudie zum Tunnelbauprojekt Rennsteigtunnel dar. Der
7,9km lange Rennsteigtunnel ist Bestandteil der neuen Autobahn A71 zur Que-
rung des Thiiringer Waldes. Nach einer allgemeinen Einfiihrung in das Projekt wird
ein Uberblick iiber die geologische Situation gegeben sowie das verwendete Bau-
grundmodell des untersuchten Streckenabschnitts vorgestellt. Numerische Unter-
suchungen zur Standsicherheit der Ortsbrust werden zunéchst fiir homogenen Bau-
grund vorgestellt. Anschlieffend wird ausfiihrlich auf den Tunnelvortrieb in ge-
schichtetem Baugrund eingegangen. Hierbei wird vorwiegend auf Ergebnisse der
FE-Berechnungen zuriickgegriffen. Diese Fallstudie zeigt abschlieffend die Schwie-
rigkeiten im Umgang mit den entwickelten Gleichungen bei geschichtetem Bau-
grund auf.

o Kapitel 11 schliefit die Arbeit mit einer Zusammenfassung und mit einem Ausblick
auf zukiinftige Forschungsarbeiten zum Thema Ortsbruststabilitdt. Dieser Ausblick
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soll als Anreiz verstanden werden, die Forschung auf dem Gebiet der Ortsbruststa-
bilitdt weiter voranzubringen.



Kapitel 2: Tunnelvortrieb und Bauweisen

2.1 Einfiihrung

In Unterkapitel 1.1 wurde die historische Entwicklung des Tunnelbaus von der antike bis
in die heutige Zeit aufgefiihrt. Vor allem seit der Industrialisierung sind im technologi-
schen Bereich des Tunnelbaus enorme Fortschritte erzielt worden. Die Entwicklung der
unterschiedlichen Bauweisen und Technologien, welche in heutiger Zeit im Tunnelbau
verwendet werden, sollen nachfolgend vorgestellt werden.

Zundchst wird die Entwicklung des Schildvortriebs und seine Funktionsweise aufge-
zeigt. Anschlieflend wird auf die Spritzbetonbauweisen eingegangen, wobei der Schwer-
punkt hier bei der Neuen Osterreichischen Tunnelbauweise (NOT) liegt. Im Rahmen der
NOT wird weiterhin auf die Interaktion zwischen Baugrund und Bauwerk eingegangen,
d.h. es wird die Theorie des Gebirgstragrings sowie der Gebirgskennlinie besprochen.
Im Anschluss daran werden Sicherungsmoglichkeiten zur Stabilisierung der Ortsbrust
bei einem NOT-Vortrieb vorgestellt. AbschlieBend wird die Verfahrensweise von Voll-
schnittmaschinen ohne Schild erkldrt und dabei der Unterschied zu einem Schildvortrieb
aufgezeigt.

2.2 Schildvortrieb

Der Schildvortrieb ist heutzutage ein verbreitetes Verfahren Tunnels mit einem kreisformi-
gen Querschnitt, sowohl oberhalb als auch unterhalb des Grundwasserspiegels, herzu-
stellen. Die ersten Vortriebsschilde besafien hingegen noch rechteckige Querschnittsfor-
men. Eine Sonderform heutiger Vortriebsschilde stellen die Messerschilde dar, bei denen
ebenfalls vom kreisférmigen Vortriebsprofil abgewichen werden kann.

Begonnen hat die Entwicklung des Schildvortriebs Anfang des 19. Jahrhunderts. Bei der
Untertunnelung der Themse in London (1825 bis 1841) wurde eine rechteckige Rahmen-
konstruktion aus Eisen verwendet, die vom Startschacht aus mittels Winden und Hebe-
larmen vorgetrieben wurde. Der Abbau an der Ortsbrust erfolgte manuell. Im Nachlauf
des Schildes wurde der Tunnel dann anschlieffend ausgemauert. Bei einer zweiten Un-
tertunnelung der Themse (1869) kam zum erstenmal ein kreisrunder Schild zum Einsatz.
Der Tunnelausbau erfolgte mit gusseisernen Segmenten, den heutigen Tiibbingen. Der
kreisrunde Schild wurde zum Vorbild fiir die meisten spéter gebauten Schilde [45].

Die Grundlage des Schildvortriebs besteht darin, den Vortriebsschild, mit Hilfe von hy-
draulischen Pressen, von einem Anfahrtschacht aus entlang der Tunnelachse durch den
Baugrund vorzuschieben. Gleichzeitig erfolgt der Ausbruch des Gebirges. Der Schild,
eine Stahlkonstruktion, sichert den Ausbruchhohlraum solange, bis die Tunnelausklei-
dung (Tiibbinge) eingebaut ist. Der Einbau der Tunnelschale erfolgt dabei im Schutz
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Schneidrad Schildmantel =~ Vortriebspressen  Tiibbungausbau

\

Abbildung 2.1: Vereinfachter Aufbau einer Schildvortriebsmaschine

des Schilds, welcher dem Druck des umgebenden Gebirges widerstehen und, wenn vor-
handen, Grundwasser zuriickhalten muss. Der Innendurchmesser des Vortriebsschilds
ist dabei immer etwas grofier als der Auflendurchmesser der Auskleidung. Zur Vermei-
dung bzw. zur Reduzierung von Setzungen im Nachlauf des Schilds wird der Ringspalt,
d.h. der entstehende Hohlraum zwischen Tunnelschale und Ausbruchsquerschnitt, unter
Druck mit Mortel verpresst [64]. Einen vereinfachter Aufbau einer Schildvortriebsma-
schine zeigt Abbildung 2.1.

Die Stiitzung und Sicherung des Hohlraums entlang der Tunnelréhre, welche zunéchst
durch den Schildmantel und anschliefiend durch die Tunnelschale erfolgt, geschieht un-
abhédngig von der Sicherung und Stiitzung der Ortsbrust. Diese ist abhdngig von den
anzutreffenden Baugrundverhéltnissen und stellt ein eigenstidndiges Problem dar. Die
Stiitzung der Ortsbrust bei einem Schildvortrieb kann in fiinf Kategorien gegliedert wer-
den [45, 22], deren Funktionsprinzipien nachfolgend beschrieben werden und in Abbil-
dung 2.2 dargestellt sind.

Natiirliche Stiitzung: Die Verwendung eines offenen Schneidschuhschilds setzt eine
standfeste Ortsbrust voraus, d.h. es ist keine kiinstliche Stiitzung notwendig. Die
Ortsbrust kann entweder senkrecht oder gebdscht ausgebildet sein. Der Anwen-
dungsbereich liegt bei kohdsiven Boden.

Mechanische Stiitzung: Die Verwendung von mechanischen Stiitzschilden kann bei ei-
ner weitestgehend standfesten Ortsbrust, die nicht im Grundwasser liegt, erfolgen.
Mechanische Verbauplatten stiitzen die Ortsbrust. Diese Verbauplatten stellen le-
diglich eine Hilfsabstiitzung dar. Uber die Vorschubpressen kann durch das Schnei-
dewerkzeug ebenfalls ein Anpressdruck erzeugt werden. Der Anwendungsbereich
liegt bei kohédsiven Boden.

Druckluftstiitzung: Die Verwendung von Druckluftschilden dient zur Sicherung ge-
gen Grundwassereindrang in den Tunnel. Die Ortsbrust selbst muss standfest sein,
oder durch mechanische Stiitzung gesichert werden. Der Bereich der Ortsbrust wird
durch ein Druckschott abgeschlossen und einem erhohten Luftdruck ausgesetzt.
Bei erhohter Durchléssigkeit des Baugrunds besteht die Gefahr von Ausbldsern im
Firstbereich, d.h. die Druckluft entweicht und ihre stiitzende Wirkung gegen das
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Abbildung 2.2: Stiitzung der Ortsbrust bei Schildvortrieb
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Wasser entféllt. Der Einsatzbereich ergibt sich daher aus der Durchléssigkeit des
Bodens, wobei der entsprechende Durchldssigkeitsbeiwert fiir Wasser kleiner als
k; = 10~* m/s sein muss.

Fliissigkeitsstiitzung: Bei der Verwendung eines Hydroschilds erfolgt die Stiitzung der
Ortsbrust mit Hilfe einer Bentonitsuspension als Stiitzmedium. Der Stiitzdruck wird
unmittelbar im Ortsbrustbereich in einer geschlossenen Abbaukammer aufgebracht.
Durch die hohe Wichte der Stiitzsuspension resultiert ein dem Auflendruck fast
identischer Stiitzdruckverlauf. Die Stiitzfliissigkeit dringt in die oberflichennahen
Poren des Bodens ein und bildet dadurch eine als Filterkuchen bezeichnete Schicht.
Diese ist eine Art Membran die den Boden versiegelt und die Druckiibertragung auf
die Ortsbrust gewdhrleistet. Der Hydroschild eignet sich zum Einsatz fiir fast alle
vorkommenden Lockerbdden. Besonders geeignet sind sandig-mittelkiesige Boden.

Erdstiitzung: Erddruckschilde werden in nicht standfesten Boden eingesetzt. Beim Er-
druckschild dienen das Schneiderad und der gel6fite Boden, der eine breiige Kon-
sistenz haben muss, als Stiitzmedium. Der Stiitzdruck wird zunichst tiber die Vor-
schubpressen gesteuert, der Druck in der Abbaukammer tiber den Materialaustrag
beim Abbau der Ortsbrust.

Die unterschiedlichen Stiitzmoglichkeiten und Verfahren beim Vortrieb lassen eine Eintei-
lung der Schilde in verschiedene Kategorien zu. In Abhingigkeit vom Mechanisierungs-
grad der Schildkonstruktion fiihrt dies zu folgender Unterteilung;:

e Handschilde
e Teilmechanisierte Schilde

e Vollmechanische Schilde

Beim einem Handschild erfolgt der Abbau des Gebirges an der Ortsbrust manuell un-
ter Zuhilfenahme entsprechender Werkzeuge wie z.B. Schaufel und Presslufthammer.
Der Transport des Abbaumaterials erfolgt tiber Transportbadnder oder in entsprechenden
Forderloren. Die relativ geringe Vortriebsgeschwindigkeit und der entsprechend hohe
Lohnkostenanteil schranken das Anwendungsgebiet von Handschilden auf das Auffah-
ren kurzer Strecken ein. Eine Weiterentwicklung des Handschilds sind die teilmechani-
sierten Schilde oder Teilschnittmaschinen. Diese unterscheiden sich von den Handschil-
den durch individuell einsetzbare, mechanisierte Abbaumechanismen. Verwendet wer-
den hier zum Beispiel Abbaubagger oder Frasarme, welche je nach anstehendem Gebirge
in der Vortriebsmaschine ausgetauscht werden kénnen. Der Abtransport des Abraum-
materials erfolgt automatisch tiber Férderbdnder. Durch die Teilmechanisierung werden
gegeniiber einem Handschild wesentlich grofiere Vortriebsgeschwindigkeiten erzielt. So-
wohl beim Handschild als auch bei den Teilschnittmaschinen ist die Nutzung von Druck-
luft zur Wasserhaltung moglich. Die Verwendung von Fliissigkeits- und Erdstiitzung
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Spritzbetonschale mit Bewehrung Systemankerung

ungesichertes
Tunnelgewdlbe

Abbildung 2.3: Grundelemente der Spritzbetonbauweise in einem Ldngs- und einem
Querschnitt

kommt hingegen nur bei vollmechanischen Schilden, den Vollschnittmaschinen, zum
Einsatz. Bei Vollschnittmaschinen erfolgt der Abbau an der Ortsbrust iiber den gesamten
Ausbruchsquerschnitt mit Hilfe eines rotierenden Schneidrads, welches mit unterschied-
lichen Werkzeugen bestiickt werden kann. Je nach Art der Ortsbruststiitzung wird bei
den Vollschnittmaschinen zwischen einem Mixschild und einem EPB-Schild unterschie-
den. Bei einem Mixschild wird die Ortsbruststiitzung durch eine druckbeaufschlagte Ben-
tonitsuspension erzielt, beim EPB-Schild durch einen Erdbrei in der Abbaukammer. Der
Abtransport des Abbaumaterials erfolgt bei diesen Tunnelbohrmaschinen vollautoma-
tisch tiber Forderbander.

2.3 Spritzbetonbauweisen

Der Einsatz von Spritzbetonbauweisen im Tunnelbau reicht von der klassischen Spritz-
betonbauweise mit manuellen Vortriebsmethoden bis hin zu vollstindig automatisierten
Vollschnittmaschinen.

Die klassische Spritzbetonbauweise entwickelte sich aus den alten Tunnelbaumethoden, die
ihren Ursprung zum Grofiteil in der Bergbautechnologie haben. Der wesentliche kon-
struktive Unterschied zwischen der klassischen Spritzbetonbauweise und dem Schild-
vortrieb liegt darin, dass das Tunnelgewdlbe im Bereich der Ortsbrust voriibergehend
ungestiitzt ist, und nicht wie bei einem Schildvortrieb permanent durch den Schild gesi-
chert wird. Der Abbau an der Ortsbrust erfolgt manuell, zumeist im Sprengvortrieb oder
mit Baggern. Der dabei entstehende Hohlraum wird in einem anschliefSfenden Arbeits-
schritt gesichert. Bei den alten Tunnelbaumethoden erfolgte die Sicherung zumeist durch
einen Holzverbau, in dessen Schutz das Gewolbe von den Widerlagern ausgehend auf-
gemauert wurde. Die Verwendung von Holzzimmerung wurde bis gegen Ende des 19.
Jahrhunderts weitestgehend durch Stahlausfachungen ersetzt. Die Einfithrung der Spritz-
betontechnologie im Bergbau fand bereits 1914 statt, wobei im Versuchsbergwerk Bruce-
ton (USA) die bis dahin iibliche Zimmerung vollstindig ersetzt wurde. In Deutschland
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kam die Verwendung von Spritzbeton als Tunnelauskleidung zum ersten Mal 1922 beim
Bau des 6 km langen Wasserstollens des Heimbach-Kraftwerks (Nordeifel) zum Einsatz
[36]. Zur Firstsicherung wurden bereits um 1919 im Bergbaurevier Kénigshiitte (Ober-
schlesien) eiserne Anker verwendet. Im ingenieurméfligen Tunnelbau ist aus dem Jahr
1950 die erste Anwendung einer System-Ankerung vom Bau des 250 m langen Umlei-
tungsstollen des Keyhole-Damms (USA) bekannt [37].

Die Verwendung der drei Konstruktionselemente -Ankersicherung, Ausbaubogen aus
Stahl sowie Spritzbeton- bilden die Basis der heute giangigen klassischen Spritzbetonbau-
weise, die hdufig auch als Neue Osterreichische Tunnelbauweise (NOT) bezeichnet wird.
Sowohl die Grundlagen der NOT mit manuellem Vortrieb als auch die Verfahrensweise
bei Vortrieb mit automatisierten Vollschnittmaschinen werden nachfolgend erldutert.

2.3.1 Neue Osterreichische Tunnelbauweise

Neben dem Spritzbeton ist bei der NOT die systematische Ankerung das wesentliche Si-
cherungsmittel. Die NOT basiert auf dem Zusammenspiel von theoretischen Kenntnissen
und aus Beobachtungen in der Praxis. Die Grundlagen der NOT wurden wesentlich von
v. Rabcewicz [53, 54] propagiert und vorangetrieben. Im Gegensatz zu den alten Tunnel-
bausystemen bei denen der Tunnelausbau den gesamten Gebirgsdruck aufnehmen sollte,
wird bei der NOT die Wechselwirkung zwischen anstehendem Baugrund und Tunnelsi-
cherung berticksichtigt. Die wesentliche Erkenntnis dabei ist die Einbeziehung des Bau-
grunds als tragendes Konstruktionselement. Vor dem Einbau der Tunnelschale kann sich
das Gebirge verformen. Durch die Gebirgsbewegung bildet sich um den Ausbruchsquer-
schnitt ein Gebirgstragring aus, d.h. ein Gewolbe im Baugrund, welches eine eigene Trag-
wirkung entwickelt. Der anschliefiend eingebrachte Ausbau iibernimmt dann nur noch
eine geringe Belastung und kann deswegen, im Vergleich zu den bisherigen klassischen
Ansédtzen, wesentlich schwicher dimensioniert werden. Der optimale Zeitpunkt zum
Einbau der Tunnelschale resultiert dabei aus Messungen und Beobachtungen wéhrend
des Baufortschritts. Einen wesentlichen Beitrag hierzu leistete Pacher [52], indem er die
Zusammenhidnge von Belastung, Deformation und Bemessung der Auskleidung auf der
Basis von Deformationsmessungen grafisch darstellte. Dabei entwickelte er Kennlinien
des Gebirges, welche den Ausbauwiderstand oder Stiitzdruck in Abhédngigkeit von der
Gebirgsdeformation zeigen. Abbildung 2.4 zeigt drei typische Gebirgskennlinien.

Gebirgskennlinie 1 ist typisch fiir Gebirge, bei dem die Beanspruchung nach dem Aus-
bruch kleiner als die Festigkeit des Gebirges ist. Ein Ausbau des Tunnels ist von der
Statik aus nicht notwendig.

Gebirgskennlinie 2 ist typisch fiir Gebirge, dessen Beanspruchung nach dem Ausbruch
fast bis an die Grenze seiner Festigkeit belastet wird. Es kommt zu lokalen Briichen
und ohne Ausbau des Tunnels entstehen grofleren Verformungen.

Gebirgskennlinie 3 ist typisch fiir Gebirge, das iiber seine Festigkeit hinaus beansprucht
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Abbildung 2.4: Gebirgskennlinien fiir drei unterschiedliche Gebirgsqualitdten

wird und sich entfestigt [69]. Ohne Sicherungsmafsnahmen kommt es zum Verbruch
des Tunnels.

Die Interaktion zwischen Gebirge und Tunnelausbau wird in Abbildung 2.5 veranschau-
licht. Dargestellt ist eine gegebene Gebirgskennlinie sowie die Kennlinien fiir einen stei-
fen (1) und fiir einen weichen (2) Tunnelausbau. Im Schnittpunkt von Gebirgskennlinie
und den Kennlinien des Ausbaus ist der Endzustand erreicht. Die Verformungen des
Tunnels sind gestoppt und der verbleibende Gebirgsdruck wird von der Tunnelschale
aufgenommen. Im vorliegenden Beispiel erfolgt der Einbau der unterschiedlich steifen
Tunnelschalen zum gleichen Zeitpunkt. Es wird deutlich, dass beim Einbau einer stei-
fen Tunnelschale die Verformungen deutlich geringer ausfallen als bei Verwendung eines
weichen Verbaus. Hingegen ist die Belastung der steifen Tunnelschale erheblich grofier
als diejenige der weichen Schale. Weiterhin ist fiir die Verformungen des Baugrunds und
die Beanspruchung des Verbaus der Zeitpunkt des Einbaus der Tunnelschale von Wich-
tigkeit. Erfolgt ein friihzeitiger Einbau der Tunnelschale, so werden die Deformationen
gering gehalten, jedoch ist die Beanspruchung der Schale entsprechend grofi. Erfolgt der
Einbau zu einem spéteren Zeitpunkt, dann sind dagegen die Deformationen grofler und
die Belastung der Tunnelschale geringer. Der Einbau der Tunnelschale sollte jedoch nicht
zu spdt erfolgen, da sonst eine Auflockerung bzw. Entfestigung des Gebirges eintreten
kann und dabei sowohl die Deformationen als auch der Ausbauwiderstand zunehmen.
Dieser Teil der Gebirgskennlinie wird als aufsteigender Ast bezeichnet und ist in Abbil-
dung 2.5 gestrichelt dargestellt. Untersuchungen zur Gebirgskennlinie in entfestigendem
Baugrund zeigen Vermeer et al. [69]. Dabei finden sie fiir den Verlauf der Gebirgskennli-
ne eine Abhédngigkeit von der Tiefenlage des Tunnels. Bei flachliegenden Tunnels wird
eine trogformige Gebirgskennlinie mit einem aufsteigenden Ast entsprechend Kurve 3
in Abbildung 2.4 gefunden. Fiir tiefliegende Tunnels wird eine Gebirgskennline ohne
trogformigen Verlauf gefunden, die auch mit zunehmender Firstsetzung keinen Wieder-
anstieg des Ausbauwiderstands zeigt, sondern einen gleichbleibenden Wert annimmt.
Weiter Ausfiihrungen dazu gibt Unterkapitel 7.3.
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Abbildung 2.6: Typische Unterteilung des Vortriebsquerschnitts bei der NOT in Langs-
und Querschnitt

Wihrend in den Anfangszeiten des Tunnelbaus nur standsichere Gebirge in der NOT
durchortert wurden, wird die Spritzbetonbauweise mittlerweile nicht nur in Fels sondern
auch in Boden eingesetzt. Zur Beurteilung der Standsicherheit der Ortsbrust stellte Lauf-
fer [41] fiir den Tunnel- und Stollenbau ein Klassifizierungssystem vor, welches den Bau-
grund aufgrund seiner Gebirgsfestigkeit beurteilt. Ein dhnliches System zur Beurteilung
von Stehzeit und Abschlagslange verwendet Bieniawski (in [64]). Fiir eine Behandlung des
Lauffer-Diagramms wird auf Kapitel 3 verwiesen.

Eine wichtige Mafinahme zur Erh6hung der Standsicherheit der Ortsbrust ist die Verklei-
nerung der Ausbruchsfldche, wobei der gesamte Tunnelquerschnitt dann abschnittsweise
vorgetrieben wird [73]. Dieses Verfahren fiihrt nicht nur zu einer Erhéhung der Standsi-
cherheit der Ortsbrust, sondern auch zu einer Reduzierung der Verformungen im Tunnel
und der Setzungen an der Geldndeoberfldche. Der Vortrieb in Teilausbriichen ist typisch
fiir die NOT; eine schematische Darstellung gibt Abbildung 2.6.

Weitere Verfahren zu Erhohung der Standsicherheit der Ortsbrust sind zum einen die
Verwendung von Ankersicherungen in der Ortsbrust [43], zum anderen die Herstellung



2.3 Spritzbetonbauweisen 15

vorauseilendes Schirmgewdlbe

Abbildung 2.7: Anker und vorauseilendes Schirmgewolbe als Sicherungsmittel fiir die
Ortsbrust in Langs- und Querschnitt

eines vorauseilenden Schirmgewdlbes [22]. Beide Moglichkeiten sind in Abbildung 2.7
dargestellt. Diese Verfahren werden bevorzugt angewandt, wenn eine Verkleinerung des
Vortriebsquerschnitts vermieden werden soll.

Ortsbrustanker wirken baugrundverbessernd. Verwendet werden zumeist verpresste
Stahlanker, die von der Ortsbrust aus in Vortriebsrichtung in den Baugrund einge-
bracht werden. Bei jedem Abschlag miissen die bereits installierten Anker entspre-
chend gekiirzt, und durch neue ergdnzt werden. Die Anzahl und Lange der Anker
hiangt von der Qualitdt des Baugrunds und der Fldche des Vortriebsquerschnitts
ab. Neuere Entwicklungen zur Ortsbruststiitzung sind Glasfaseranker. Diese wer-
den vor allem eingesetzt, wenn der Vortrieb im Vollquerschnitt aufgefahren werden
soll. Erfolgreich wurde dieses Verfahren z.B. beim Bau des La Gaure Tunnels der
franzosischen Schnellbahntrasse oder des Pech Brunet Autobahntunnels mit einem
Querschnitt von 155 m? angewandt [43].

Vorauseilende Schirmgew®6lbe sichern beim Vortrieb die Ortsbrust und das nach dem
Ausbruch freistehende Gewdlbe, bis die konventionelle Gewolbesicherung aus Aus-
baubdgen, Spritzbeton und Ankern nachgefiihrt wird. Als vorauseilende Schirm-
gewolbe werden z.B. Vorpfandbleche, vermortelte Spiese oder auch HDI-Schirme
verwendet. Die Wahl der Sicherungsmittel ergibt sich aus der Qualitdt des anste-
henden Baugrunds sowie der Grofie des Ausbruchsquerschnitts und der Abschlags-
lange.

2.3.2 Vortrieb mit Vollschnittmaschinen ohne Schild

Im Gegensatz zur klassischen NOT, bei der der Vortriebsquerschnitt wihrend des Tun-
nelvortriebs gedndert werden kann, ist man bei einem maschinellen Vortrieb durch das
Schneidrad an die Querschnittsform gebunden. Der technische Aufwand eines maschi-
nellen Vortriebs ist im Vergleich zur NOT erheblich hoher, weswegen aus betriebswirt-
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Schneidrad  Ankerbohrgerdte Einbau Bewehrung

Vortriebspressen ~ Gripper Spritzbetonroboter

Abbildung 2.8: Verfahrenstechnik einer automatisierten Vollschnittmaschine ohne Schild

schaftlichen Griinden ein maschineller Tunnelvortrieb eher fiir lange Tunnels, die NOT
fiir kiirzere Tunnels geeignet ist.

Der Vortrieb mit einer Vollschnittmaschine ohne Schild erfordert ein standsicheres Ge-
birge, die Verfahrenstechnik ist jedoch dhnlich der einer Schildvortriebsmaschine. Mit
Hilfe von hydraulischen Pressen wird die TBM entlang der Tunnelachse durch den an-
stehenden Baugrund geschoben, wobei durch das Schneidrad der Baugrund gelost wird.
Das geloste Material wird {iber Férdereinrichtungen abtransportiert. Als Widerlager fiir
die Vortriebspressen kann bei diesem Verfahren nicht die Tunnelschale verwendet wer-
den, weswegen die Lastabtragung der TBM iiber Gripper erfolgt. Gripper sind eine Ver-
spanneinheit, mit denen sich die Tunnelbohrmaschine gegen das Gebirge abstiitzt. Sie
dienen auf diese Weise als Widerlager fiir die Vortriebspressen, welche den Vorschub
sicherstellen. Im Unterschied zu Tunnelbohrmaschinen mit Schild, bei denen der Aus-
bau mit Tiibbingen erfolgt, wird die Sicherung des Tunnels bei Maschinen ohne Schild,
falls erforderlich, wie bei der NOT durch Systemankerung und Spritzbetonschale erstellt
(siehe Abbildung 2.8). Unmittelbar hinter dem Bohrkopf, der nicht durch einen Schild
gestiitzt wird, tritt das Gebirge offen in Erscheinung. An dieser Stelle kann dann eine
direkte Beurteilung des Gebirges im Hinblick auf die erforderliche Ausbruchssicherung
erfolgen. Je nach Gefdhrdungsbild (Steinfall, Verbriiche, grofie Konvergenzen etc.) wird
die Ausbruchsicherung in einem mehr oder weniger grofien Abstand vom Bohrkopf ein-
gebaut [35]. Die Spannweite des ungestiitzten oder durch Anker nur teilweise gesicherten
Gewodlbes kann dabei, abhédngig von der jeweiligen TBM, etwa 50 m betragen wie z.B. bei
der TBM des Lotschberg Basistunnels in der Schweiz [7]. Der Einbau der Anker und der
Spritzbetonschale erfolgt dabei halbautomatisch mit hydraulischen Bohrern sowie mit
Spritzbetonrobotern.

Ein Beispiel ist der Bau des {iber 34 km langen Lotschberg-Basistunnels in der Schweiz.
Grofie Streckenabschnitte wurden hier mit Vollschnittmaschinen ohne Schild aufgefahren
wobei die maximale Vortriebsleistung bei 43 m pro Tag lag. Ein Photo der dort verwen-
deten TBM zeigt Abbildung 2.9 und verdeutlicht die Gréfie von Tunnelbohrmaschinen.
Die am Lotschberg verwendete TBM hat eine Gesamtlange von 146 m und einen Durch-
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Abbildung 2.9: Tunnelbohrmaschine fiir den Lotschberg-Basistunnel

messer von 9,43 m bei einem Gesamtgwicht von 1470 t. Die Dimensionen dieser TBM ver-
deutlichen die Tatsache, dass deren Anwendung nur bei Tunnelprojekten entsprechender
Grofle sinnvoll ist. Auf Streckenabschnitten mit wechselnder oder bautechnisch schwie-
riger Geologie wurde auf die NOT zuriickgegriffen.

Der erste Tunnelvortrieb in Stuttgart, bei dem eine TBM zum Einsatz kam, ist der Ab-
wasserstollen durch den Zuckerberg. Bei einer Gesamtldnge von 2735 m wurde ledig-
lich der Anfahrtstollen mit 50 m Lange in der Spritzbetonbauweise aufgefahren. Fiir die
iiberwiegende Strecke kam eine TBM mit einem Durchmesser von 3,4 m zum Einsatz,
die maximale Vortriebsleistung lag hier bei 46 m pro Tag. Eine temporére Sicherung der
Tunnelrohre erfolgte lediglich sporadisch in Bereichen mit nachbriichigem Gebirge durch
Anker. Die endgiiltige Tunnelschale wurde erst nach dem vollstindigen Auffahren des
Tunnels eingebaut [24].






Kapitel 3: Stand der Wissenschaft

3.1 Einfiihrung

Im Anschluss an eine Diskussion {iiber drainierte und undrainierte Randbedingungen
wihrend des Tunnelvortriebs, wird ein Uberblick tiber den Stand von Wissenschaft und
Technik im Hinblick auf die Ortsbruststandsicherheit gegeben. Im Hinblick auf die in
den nachfolgenden Kapiteln vorgestellten Arbeiten ist in Abbildung 3.1 in einem Langs-
schnitt entlang der Tunnelachse und in einem Tunnelquerschnitt die verwendete Symbo-
lik dargestellt. Hierin bedeutet H die Tunneliiberdeckung, D der Tunneldurchmesser, d
die Abschlagsldnge und p der Stiitzdruck.

Im Tunnelbau besteht hidufig die Frage, ob bei statischen Berechnungen mit drainiertem
oder undrainiertem Materialverhalten gerechnet werden muss. Bei drainierten Bedingun-
gen ist mit den effektiven Scherparametern ¢’ und ¢’ zu rechnen, bei undrainiertem Mate-
rialverhalten sollten die undrainierte Kohédsion ¢, und der undrainierte Reibungswinkel
¢y ~ 0 zugrunde gelegt werden. Der Beurteilung ob drainierte oder undrainierte Be-
dingungen ndher sind, liegt die Abschédtzung des Konsolidationsgrads an der Ortsbrust
zugrunde. Der Konsolidationsgrad hingt unter anderem vom Durchldssigkeitsbeiwert &
des Bodens und von der Standzeit der Ortsbrust und somit von der Vortriebsgeschwin-
digkeit ab.

Die Spannungsdnderung aufgrund eines Tunnelvortriebs kann im Vergleich zum Abbau
der Druckunterschiede im Porenwasser schnell ablaufen, so dass wahrend des Vortriebs
keine nennenswerte Konsolidation erfolgt. Fiir diesen Fall ist die Ortsbruststatik fiir un-
drainierte Randbedingungen durchzufiihren. Findet dagegen der Abbau der Druckun-
terschiede im Porenwasser im Verhéltnis zum Tunnelvortrieb schnell statt und die Kon-
solidation erfolgt aufgrund hoher Durchldssigkeit des Bodens rasch, dann sind die Be-
rechnungen fiir drainierte Randbedingungen durchzufiihren.

Abbildung 3.1: Langs- und Querschnitt durch einen Tunnel

19
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Nach Angaben von Anagnostou [1, 2] ergeben sich drainierte Randbedingungen fiir Durch-
lassigkeitsbeiwerte grofer 1077 bis 107%m/s und Vortriebsgeschwindigkeiten von 2,5 bis
25 m/Tag oder weniger. Dabei ist der niedrigere Durchldssigkeitsbeiwert mit der gerin-
geren Vortriebsgeschwindigkeit verbunden. In sandigen Boden sind vorwiegend drai-
nierte Bedingungen zugrunde zu legen, in tonigen, gering durchlédssigen Boden ist da-
gegen wihrend des Tunnelvortriebs mit undrainiertem Verhalten zu rechnen. Tritt je-
doch wiahrend des Tunnelbaus in tonigem Baugrund ein ldngerer Vortriebsstillstand ein,
konnen sich ebenfalls drainierte Zustiande einstellen [75].
Abhingig vom Konsolidationsgrad, dndern sich die Spannungsverhiltnisse im Boden
und dadurch auch dessen Scherfestigkeit 7;. Aus der totalen Normalspannung ¢ und
dem Porenwasserdruck u ergibt sich die effektive Normalspannung o’ zu:

oL =0, — U 0, =0y —u o.=0,—u (3.1)
wobei an dieser Stelle darauf hingewiesen werden soll, dass hier Druckspannungen posi-
tiv definiert sind, Zugspannungen sind negativ. Es gilt:

u = ug+ Au (3.2)

Hierin ist uy der Porenwasserdruck im Ausgangszustand, Au bezeichnet den sogenann-
ten Porenwassertiiberdruck. Vor dem Auffahren eines Tunnels herrscht im Baugrund h&u-
fig ein Erdruhedruckzustand, wobei sich der stationdre Porenwasserdruck u, und die ef-
fektiven Erdruhedruckspannungen in einem Gleichgewichtszustand befinden. Wird ein
wenig durchlédssiger Boden relativ schnell belastet, dann entwickeln sich Porenwassertiber-
driicke (Au > 0). Bei einem Tunnelvortrieb handelt es sich an der Ortsbrust hingegen
nicht um eine Belastung sondern um einen Entlastungsvorgang. Durch die Entlastung
des Bodens entstehen negative Porenwassertiberdriicke (Au < 0) wodurch sich der Ge-
samtporenwasserdruck verringert [67]. Ausgehend vom undrainierten Zustand unmit-
telbar nach dem Aushub reduzieren sich mit zunehmender Zeit, d.h. voranschreiten-
der Konsolidation, die negativen Porenwasseriiberdriicke; der Porenwasserdruck wird
grofser und die effektiven Spannungen nehmen bei konstanten totalen Spannungen ab.
Ist die Konsolidation vollstindig abgeschlossen, stellt sich ein neues stationdres Gleich-
gewicht des Porenwasserdrucks u, mit neuen effektiven Spannungen ¢’ ein. Aufgrund
der Reduzierung der effektiven Spannungen im Korngeriist wiahrend der Konsolidation
der Ortsbrust, reduziert sich folglich auch die Scherfestigkeit 7;. In einem kohésiven Bo-
den mit der effektiven Kohésion ¢’ ergibt sich 7; nach dem Mohr’schen Bruchkriterium
zu:

=40 tany = 4+ (0 —u)-tang’ = ¢+ (0 —uy — Au) - tang’ (3.3)

Die Stehzeit fiir Tunnels, d.h. die verstreichende Zeit zwischen Vortrieb und Installation
des Tunnelverbaus, kann bei Boden direkt mit der voranschreitenden Konsolidation in
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Abbildung 3.2: Gebirgsstandfestigkeit beim Tunnelvortrieb in Abhédngigkeit von der
Stehzeit ¢ eines ungesicherten Tunnels mit wirksamer Stiitzweite d* (nach [41])

Zusammenhang gebracht werden. Unmittelbar nach dem Ausbruch herrschen undrai-
nierte Bedingungen, die sich mit zunehmendem Konsolidationsgrad der drainierten Si-
tuation anndhern.

Lauffer [41] beschreibt mit einem Diagramm den Zusammenhang zwischen Standfestig-
keit des Gebirges, der wirksamen Stiitzweite d* und der Stehzeit ¢ des ungesicherten Tun-
nels. Dabei entspricht die wirksame Stiitzweite d* der Abschlagsldnge d des Tunnels fiir
den Fall, dass d kleiner als der Tunneldurchmesser D ist. Ist die Abschlagsldange d grofSer
als der Tunneldurchmesser, dann nimmt d* den Wert des Durchmessers D an. Auf Grund-
lage neuer Studien, ergibt sich aus der Darstellungsweise von Lauffer ein signifikanter
Kritikpunkt. In Lauffer’s Diagramm wird lediglich die Abschlagsldnge d berticksichtigt,
der Einfluss des Tunneldurchmessers D wird vernachldssigt. In der Vorliegenden For-
schungsarbeit wird spéter gezeigt, dass die Standsicherheit der Ortsbrust sowohl von der
Abschlagsldange als auch mafgeblich vom Tunneldurchmesser abhingt. Im Klassifizie-
rungssystem von Lauffer (Abbildung 3.2) wird der Baugrund entsprechend seiner Eigen-
schaften in 7 Klassen, von standfest (A) tiber gebrach (D) bis sehr druckhaft (G) geglie-
dert, wobei durch die Gebirgsklassen (A) bis (F) Fels und durch die Klasse (G) Boden be-
schrieben wird. In Abhédngigkeit von den Gebirgsklassen stellt er in einem Diagramm den
Zusammenhang zwischen Stehzeit und Grof3e des ungesichertem Gewolbes dar. Standfe-
stes Gebirge (A) steht im Lauffer-Diagramm fiir massigen, kompakten Fels wie z.B. Gra-
nite und Kalksteine. Die Gebirgsklasse gebrdch (D) steht fiir angewitterte, gekliiftete feste
Schiefer, harte Sandstein-Mergel oder Schluffstein wechsellagernd sowie Sandsteine mit
etwas schwécherer Kornbindung. Als stark druckhaftes Gebirge (G) werden Tonsteine,
steife Tone und Schluffe sowie Sande und Kiese mit etwas Kohésion bezeichnet [20].

Das Diagramm nach Lauffer verdeutlicht, dass bei geringer Standfestigkeit des Gebirges
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zum einen die Stehzeit klein ist, und zum anderen auch die Abschlagslinge d kleiner
gewdhlt werden muss. Weiterhin kann gefolgert werden, dass unmittelbar nach dem Aus-
bruch die Standsicherheit des Tunnels grofier ist, und diese mit Voranschreiten der Zeit
abnimmt.

3.2 Drainierte Bedingungen

3.2.1 Bruchdruckformel fiir drainierte Zustande

Zur Berechnung des Bruchdrucks der Ortsbrust unter drainierten Bedingungen existieren
verschiedene Berechnungsmodelle, die in den nachfolgenden Kapiteln vorgestellt wer-
den. Die Idee, den Bruchdruck bei drainierten Bedingungen mit Hilfe einer geschlossenen
Formel zu berechnen, wurde fiir einen kohdsionslosen Reibungsboden zum ersten mal
von Atkinson & Mair [5] vorgeschlagen. Die Struktur der Bruchdruckformel entspricht
dabei der Gleichung zur Berechnung der Grundbruchsicherheit eines Fundaments:

pr=qNg+vDNp (3.4)

In Gleichung 3.4 ist p; der Bruchdruck, ¢ eine mogliche Flachenlast an der Geldndeo-
berfliche und D der Durchmesser des Tunnels. N, sowie NNV, sind reibungsabhéngige,
dimensionslose Koeffizienten, wobei N, der Durchmesserbeiwert und N, der Beiwert
zur Berticksichtigung einer Flachenlast an der Geldndeoberfldche ist.

Anagnostou & Kovdri [4] berticksichtigen den Einfluss der Kohésion auf den Bruchdruck
und erweitern so die Bruchdruckformel um einen Kohdsionsanteil. Mit der effektiven
Kohésion ¢’ und dem reibungsabhédngigen Kohéasionsbeiwert N, kann die Bruchdruck-
formel wie folgt geschrieben werden:

pf:_C/Nc+7DND+qu (35)

Dabei wird aus der Bruchdruckformel Gleichung 3.5 deutlich, dass der Kohésionsanteil
den Bruchdruck reduziert und die Anteile aus Tunneldurchmesser D und Fldchenlast ¢
an der Geldndeoberfldche den Bruchdruck erhchen.

Nachfolgend werden unterschiedliche Modelle zur Berechnung des Bruchdrucks py vor-
gestellt. Die Ergebnisse der jeweiligen Modelle werden abschlieflend in Form der dimen-
sionslosen Formelbeiwerte NV dargestellt und verglichen.

3.2.2 Bruchkorpermodell fiir drainierte Zustinde nach Horn

Zur Analyse der Standsicherheit der Ortsbrust unter drainierten Bedingungen wird ver-
breitet das in Abbildung 3.3 dargestellte raumliche Bruchkoérpermodell verwendet, wel-
ches in seinen Grundziigen bereits von Horn [25] vorgestellt wurde. Die Grundidee des
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Abbildung 3.3: a) Réumliches Bruchkorpermodell zur Ermittlung des Stiitzdrucks auf die
Ortsbrust; b) Langsschnitt entlang der Tunnelachse

Berechnungsmodells ist ein keilférmiger Bruchkorper vor der Ortsbrust, auf den die ver-
tikale Spannung o, wirkt. Aus einer Betrachtung des Kréftegleichgewichts an dem keil-
formigen Bruchkorper kann der Bruchdruck p; ermittelt werden. Jancsecz & Steiner [29]
verwenden dieses Modell zur Berechnung der Ortsbruststandsicherheit bei einem Schild-
vortrieb, Sternath & Baumann [63] wenden es fiir die Ortsbrustanalyse bei einem NOT-
Vortrieb an. Ausfiihrliche Beschreibungen des Bruchkérpermodells geben sowohl Ana-
gnostou & Kowviri [3, 4] als auch Broere [13] und Kolymbas [33].

Zur Berechnung des Bruchdrucks py, d.h. dem Stiitzdruck an der Ortsbrust im Bruchzu-
stand, wird das Kréftegleichgewicht an dem keilférmigen Bruchkorper vor der Ortsbrust
betrachtet. Dabei muss der Neigungswinkel ¢ der Gleitflache des Gleitkeils so lange va-
riiert werden, bis p; erreicht wird (Abbildung 3.3b). Der kritische Neigungswinkel liegt
in etwa bei 0 ~ 45° + 1/2¢'. Da die Gleitfliche, auf welcher der Gleitkorper an der Orts-
brust abrutscht meist nicht gerade, sonder gekriimmt verlduft, verwendet Murayama in
[39] anstatt dessen eine logarithmische Spirale.

Berechnung der Vertikalspannung:  Die Berechnung der Vertikalspannung o’ in Ab-
bildung 3.3b basiert auf einer Annahme zur Uberlagerungsspannung an der Firste eines
Tunnels nach der Silotheorie von Janssen [30] fiir kohédsionslose Boden, welche die Ausbil-
dung eines selbsttragenden Gewdlbes iiber dem Tunnel berticksichtigt. Dieser Ansatz zur
Berechnung der Uberlagerungsspannung wurde von Terzaghi & Jelinek [65] auf kohésive
Reibungsboden erweitert. Die Vertikalspannung ¢’ kann nach Abbildung 3.4 folgender-
maflen hergeleitet werden [70, 72]. Es wird davon ausgegangen, dass der in Abbildung
3.3 dargestellte quaderférmige Bruchkorper tiber dem Gleitkeil durch einen Zylinder (Si-
lo) gleicher Hohe und gleichen Volumens ersetzt wird. Der Siloradius r ergibt sich aus

der Grundfliache A des prismatischen Erdkorpers zu r = \/g . Auf die kreisférmige Si-

loscheibe mit Radius » und der Dicke dz wirken die Kraft aus dem Bodeneigengewicht
mr?vydz, die Kraft aus der vertikalen Spannungsdifferenz 7r?do, und die Wandreibungs-
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Abbildung 3.4: Vertikalspannungen nach der Silotheorie. a) Darstellung der Komponen-
ten der Differentialgleichung; b) Zunahme der Vertikalspannung o, mit der Tiefe 2.

kraft 2mr7ydz. Mit der Annahme einer rauen Oberfldche zwischen Bruchkérper und Bau-
grund gilt mit o, = Ky0, nach dem Mohr’schen Bruchkriterium fiir die Scherfestigkeit
7r = ¢ 4 o, tan ¢'. In Kombination mit den Gleichgewichtsbedingungen erhilt man fol-
gende Differentialgleichung;:

z

do’, 2¢  2Kotany’ o (3.6)
dz r r
Fiir die Randbedingung, dass in einer Tiefe = = 0 ¢/, = 0 ist, kann die Differentialglei-

chung fiir die Vertikalspannung geldst werden:

, ~yr —2c

— 1 — 72K0tango/g 3.7
e 2K0tang0’( ¢ ) (3.7)

Die Auflast auf den keilféormigen Bruchkorper ist somit abhdngig vom Radius des Silos
r, von der effektiven Kohésion ¢/, dem effektiven Reibungswinkel ¢, dem Erdruhedruck-
beiwert K, und der Uberdeckung des Tunnels H. Terzaghi & Jelinek [65] verwenden zur
Berechnung der Vertikalspannung o”, einen Erddruckbeiwert K, = 1, Anagnostou & Kovdri
[3, 4] nehmen fiir ihre Berechnunen K, = 0,8 an. Da Zugspannungen in Béden nur ein-
geschrankt moglich sind, sollte die Gleichung auf den Fall ¢/, > 0 beschrankt werden. Die
vorgestellte Herleitung fiir die Vertikalspannung gilt fiir einen kreisrunden Silo, wie sie
fiir kohédsive Boden auch von Kolymbas [33] gezeigt wird.

Seitenkrifte:  Die Scherfestigkeit auf den Seiten des Gleitkeils ist abhédngig von der
vorherrschenden Horizontalspannung im Boden. Von Broere [13] werden hierzu unter-
schiedliche Ansitze vorgestellt. Zum einen geht er davon aus, dass die Horizontalspan-
nung entsprechend der Vertikalspannung auf den Gleitkeil nur bis zu einer bestimmten
Tiefe zunimmt und berechnet aus den reduzierten Vertikalspannungen ¢, die Horizontal-
spannung zu o, = Ko’,. Zum anderen betrachtet er den Gleitkeil vollig unabhédngig von
der durch die Gewolbewirkung reduzierten Vertikalspannung und berechnet die Hori-
zontalspannung zu o, = Kvz. Fiir den Erddruckbeiwert K verwendet er sowohl den
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Abbildung 3.5: a) Relativverschiebung zwischen Silo und Gleitkeil; b) zuséatzliche Hori-
zontalkraft H am Gleitkeil

Erdruhedruckbeiwert K, als auch den Beiwert fiir den aktiven Erddruck K,. Im Ver-
gleich zu Messergebnissen aus Laborversuchen von Chambon & Corté [15] und Bezuijen
& Messemaeckers-van de Graf [10] findet Broere mit einer Horizontalspannung am Gleit-
keil von 05, = K~z und bei Verwendung des Erdruhedruckbeiwerts K, die treffendsten
Ergebnisse. Anagnostou & Kovdri [3] verwenden fiir den Erddruckbeiwert K, = 0, 4. Die
Horizontalspannungen am Gleitkeil bestimmen sie wie folgt. An der Oberkante des Gleit-
keils herrscht die durch Gewolbewirkung reduzierte Vertikalspannung 0., welche dann
entlang des Gleitkeils linear mit der Tiefe zunimmt. Ein stark vereinfachtes Verfahren be-
nutzt Fennker [21] indem er auf den Seitenflachen des Gleitkeil ausschliefslich die Kohési-
on berticksichtigt und den Anteil aus Reibung iiberhaupt nicht in Betracht zieht.
Schlussbemerkung:  Die unterschiedlichen Anséitze zur Berechnung des Kréftegleich-
gewichts am Gleitkeil verdeutlichen, dass die Berticksichtigung des realistischen Span-
nungszustands schwierig zu handhaben ist und mit einigen Unsicherheiten verbunden
ist. Dadurch fiihrt auch die Berechnung des Bruchdrucks p; nicht zu einem eindeutigen
Ergebnis. Trotzdem wird dieses Modell in der vorgestellten Form in der Praxis verbreitet
angewendet [3, 13, 21, 28, 63].

Ein weiterer Kritikpunkt an dem Bruchkorpermodell ist, dass fiir eine konsequente Grenz-
gleichgewichtsbetrachtung die Interaktion zwischen Gleitkeil und dem dartiberliegenden
Silo von den meisten Autoren nicht vollstdndig berticksichtigt wird. Bei einer konsequen-
ten Grenzgleichgewichtsbetrachtung muss auch die Relativverschiebung zwischen dem
Gleitkeil und dem dartiberliegenden Silo und die dadurch entstehenden Reibungskrifte
H entsprechend Abbildung 3.5 beriicksichtigt werden. Dies fiihrt zu einer zusatzlichen
Reduzierung des Bruchdrucks p; [33, 70].

3.2.3 Weitere Modelle fiir drainierte Zustande

Léca & Dormieux [42] fithren Grenzwertbetrachtungen zur Standsicherheit der Ortsbrust
mit Hilfe von kegelférmigen Bruchkoérpermodellen durch (Abbildung 3.6a und b). Dabei
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Abbildung 3.6: Kegelformige Bruchkorpermodelle nach Léca & Dormieux [42]

entwickeln sie theoretische Schranken fiir den Bruchdruck eines vollstandig ausgekleide-
ten Tunnels in kohdsionslosem Reibungsmaterial. Eine kinematisch Schranke steht fiir ei-
ne optimistische bzw. unsichere Prognose, d.h. einen niedrigen Wert fiir den Bruchdruck.
Deren entwickelte theoretische Schranke soll in den spéter vorgestellten Untersuchungen
als Vergleich dienen. Bei Ihren Grenzwertbetrachtungen gehen Léca & Dormieux von asso-
ziiertem FliefSen aus, d.h. der Dilatanzwinkel ¢ ist gleich dem effektiven Reibungswinkel
¢'. Sie verwenden bei ihren Untersuchungen grundsétzlich zwei verschiedene kinema-
tische Bruchmechanismen, welche in Abbildung 3.6 dargestellt sind. Bei sehr geringen
Uberdeckungen bis H/D < 0, 25 oder bei effektiven Reibungswinkeln von ¢’ < 30° ist der
Bruchmechanismus aus Abbildung 3.6a mafigebend, in den anderen Fillen der Bruchme-
chanismus aus Abbildung 3.6b. Bei Uberdeckungen die grofler als H = D sind, werden
mit beiden Bruchmechanismen die gleichen Ergebnisse erzielt.

Die Ergebnisse von Léca & Dormieux sind in Abbildung 3.9 als Kurve in Form des dimen-
sionslosen Tragfahigkeitsbeiwerten Np, abhdngig vom effektiven Reibungswinkel und
von der relativen Uberdeckung H/D, dargestellt. Die Resultate beider Bruchkérpermo-
delle sind zusammengefasst, wobei jeweils nur der mafigebende Wert dargestellt ist. Ihre
Berechnungen zeigen, dass der Bruchdruck p; fiir Béden mit Reibungswinkeln zwischen
20° und 45° nahezu unabhéngig von der Uberdeckung des Tunnels ist. Bei H > 0,6D hat
die Tiefenlage des Tunnels keinen Einfluss mehr auf p;. Weiterhin zeigt deren Untersu-
chung, dass auch eine Auflast ¢ an der Geldndeoberfldche nur bei geringen Uberdeckun-
gen bis H/D < 0,6 einen Einfluss auf den Bruchdruck hat. Bei groferen Uberdeckungen
hat eine Flachenlast an der Geldandeoberfliche keinen Einfluss mehr auf den Bruchdruck,
d.h. der Auflastbeiwert ist V, = 0. Im Vergleich zu anderen Forschungsarbeiten sind die
Resultate fiir den Durchmesserbeiwert Np nach Léca & Dormieux fir H > 0,6D in Ab-
bildung 3.9 dargestellt. Der Bruchdruck py fiir die Ortsbrust kann dann mit Gleichung 3.5
berechnet werden.

Schalenformige Bruchkorper vor der Ortsbrust wurden von Krause [39] untersucht, wel-
che in Abbildung 3.7 dargestellt sind. Dabei wird von der Unabhéngigkeit des Bruch-
drucks von der Uberdeckung des Tunnels ausgegangen. Ausgehend von einfachen ebe-
nen Bruchkorpern in Form eines Halb- und eines Viertelkreises, entwickelt Krause ein
rdaumliches Modell in Form einer Halbkugel. Bei den Bruchkorpern in Form eines Halb-
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Abbildung 3.7: Idealisierte Bruchkérpermodelle nach Krause [39]

kreises und eines Viertelkreises wirkt die Scherfestigkeit ausschliefllich auf den Gleit-
flachen und nicht auf Vorder- und Riickseite; bei dem rdumlichen Halbkugel-Modell wir-
ken die Scherparameter am gesamten Bruchkorper. Die Standsicherheit dieser Bruchkorper
ist gewdhrleistet, wenn die riickhaltenden Momente aus Reibung und Kohdsion in der
Gleitfuge sowie aus dem aufgebrachten Stiitzdruck an der Ortsbrust grofier sind, als das
treibende Moment aus deren Eigengewicht.

Der Durchmesserbeiwert Np und der Kohésionsbeiwert NV, ergibt sich fiir die ebenen
Versagensmechanismen wie folgt:

s 1
Halbkreis: .= Np = 3.8
atbirels 2tany’ b 6tany’ (38)
Viertelkreis: N, = " Np = ! (3.9)
) 14 2tany’ b= 1,5 + 3tany’ '

Welche der beiden Gleichungen die mafigebende ist, hdangt von den Eigenschaften des Bo-
dens ab. In kohdsionslosen Boden entfillt in der Bruchdruckformel (Gleichung 3.5) das
Kohdsionsglied, so dass der Kohdsionsbeiwert N, keinen Einfluss auf den Bruchdruck
hat. py ist in diesem Fall lediglich eine Funktion von Np. In kohédsiven Boden ist dagegen
der Bruchdruck sowohl von N, als auch von Np abhdngig. Fiir einen Tunnelvortrieb in
kohédsionslosem Boden ergibt sich, dass fiir effektive Reibungswinkel ¢ < 26, 5° der halb-
kreisformige Bruchmechanismus mit Gleichung 3.8 mafigebend ist; fiir ¢' > 26, 5° erhalt
man mit Gleichung 3.9 (Viertelkreis) den grofsere Wert fiir den Bruchdruck. In kohdsi-
ven Boden ergibt sich der Sachverhalt, dass in fast allen Féllen der Bruchmechanismus in
Form eines Viertelkreises ausschlaggebend ist (Gleichung 3.9). Dies ist bereits bei gering
kohésiven Boden mit ¢ > 0,028vD der Fall.

Die entwickelten Gleichungen nach Krause [39] zeigen in ihrer Form grundsitzlich eine
dhnliche Struktur. Es soll jedoch darauf hingewiesen werden, dass bei der Herleitung
der Gleichungen 3.8 und 3.9 keine konsequente Grenzgleichgewichtsbetrachtung durch-
gefiihrt wurde. Die beiden Gleichungen wurden fiir einen ebenen Verformungszustand
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Abbildung 3.8: Aufbau der Modellversuche nach a) Chambon & Corté [15] und b) Atkinson
& Potts [6]

entwickelt, wobei die Reibungsanteile nur in der Scherfuge, jedoch nicht auf der Vorder-
und Riickseite der Bruchkorper, angesetzt wurden.

Eine raumliche Betrachtung erfolgte lediglich fiir den Fall eines halbkugelférmigen Bruch-
korpers, weswegen im Weiteren der vorliegenden Arbeit auch nur auf diesen Losungs-
ansatz zuriickgegriffen wird. Der Durchmesserbeiwert N, und der Kohésionsbeiwert N,
sind nachfolgend in Gleichung 3.10 dargestellt, wobei aufféllt, dass der Kohésionsbeiwert
N, der gleiche ist, wie fiir den Halbkreis (Gleichung 3.8):

s 1

Halbkugel: N, (3.10)

= N =
2tany’ b 9tany’

Es wird spiter in Kapitel 5 gezeigt, dass Krause’s Erkenntnisse fiir den halbkugelférmigen
Bruchkérper eine sehr treffende Ubereinstimmung mit den Resultaten dreidimensionaler
Finite Elemente Berechnungen haben.

3.24 Experimentelle Untersuchungen fiir drainierte Zustinde

In diesem Kapitel werden experimentelle Untersuchungen zur Beurteilung der Ortsbrust-
standsicherheit fiir drainierte Bedingungen vorgestellt. Experimentelle Untersuchungen
zur Standsicherheit der Ortsbrust sind meist sehr aufwindig. Die Versuche werden zu-
meist in Geozentrifugen durchgefiihrt, wobei die Untersuchungen an kleinen Model-
len durchgefiihrt, und die dabei erzielten Ergebnisse anschliefend auf reale Tunnels,
abhéngig von der Beschleunigung, skaliert werden. Der Modelltunnel von Chambon &
Corté [15] hat einen Durchmesser von 10c¢m, die Tunnelrohre wird durch eine starre Scha-
le gesichert und die Ortsbrust wird {iber eine Gummimembran durch eine Fliissigkeit
gestiitzt (Abbildung 3.8a). In der Regel wurde der Tunnel bis hin zur Ortsbrust vollstandig
ausgekleidet, bei einigen Versuchen wurde aber auch eine Abschlagslange von 20% des
Tunneldurchmessers belassen. Durchgefiihrt wurden die Untersuchungen in einem tro-
ckenen, kohéasionslosen Sand mit einer Trockenwichte von v, = 15, 3k N/m? bis 16, 1k N /m?
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und einem relativ hohen effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 38° bis 42°. Die relative Tun-
neliiberdeckung H/D wurde von 0, 5 bis 4 variiert.

Waéhrend der Versuche ist das Modell in der Geozentrifuge Beschleunigungen von 50g,
100g bzw. 130g ausgesetzt, was bei einem Modelldurchmesser von 10cm entsprechende
Tunneldurchmesser von 5m, 10m sowie 13m bedeutet. Der Stiitzdruck p der Stiitzfliissig-
keit wird wahrend der Versuchsdurchfithrung so lange reduziert, bis der Bruchdruck p,
erreicht ist und die Ortsbrust versagt.

Die Ergebnisse der Untersuchungen konnen unter der Voraussetzung drainierter Bedin-
gungen und eines hohen effektiven Reibungswinkels ¢’ auf folgende vier Aussagen zu-
sammengefasst werden:

Der Bruchdruck p;

e ist unabhingig von der Uberdeckung des Tunnels
e hingt linear vom Tunneldurchmesser linear ab
¢ hingt linear von der Wichte des Bodens ab

e nimmt bei kleinen Abschlagslingen von 20% des Tunneldurchmessers nur gering
zZu

Modellversuche von Atkinson & Potts [6] bestdtigen sowohl die Unabhéngigkeit des Bruch-
drucks von der Tunneliiberdeckung fiir 4 > 0,5D und die lineare Abhdngigkeit sowohl
vom Tunneldurchmesser als auch von der Wichte des Bodens. Sie fiihrten Versuche in
einer Geozentrifuge an einem Modelltunnel mit unausgekleideter Rohre in einem dicht
gelagerten Sand mit einem sehr hohen Reibungswinkel von ¢’ ~ 50° durch. Bei den Ver-
suchen wurde der Stiitzdruck in der gesamten Rohre bis zum Eintreten eines Verbruchs
reduziert (siehe Abbildung 3.8b). Da es sich beim Standsicherheitsproblem der Ortsbrust
um ein dreidimensionales und nicht um ein ebenes Problem handelt, wird auf das Resul-
tat von Atkinson & Potts erst wieder in Kapitel 6 zuriickgegriffen. In diesem Kapitel wird
der Einfluss der Abschlagsldnge auf den Bruchdruck p; analysiert sowie der Bruchdruck
einer ungestiitzten Tunnelréhre besprochen.

Jancsecz & Steiner [29] fithrten beim Bau des Grauholzunnels (Bern, Schweiz) Versuche bei
einem Schildvortrieb mit fliissigkeitsgestiitzter Ortsbrust durch. Der Tunnel mit einem
Durchmesser von 11, 6m verlduft durch eine glaziale Kiesschicht. Der Kies hat einen effek-
tiven Reibungswinkel von ¢’ = 38°, eine Kohésion ¢ = 0 und eine Wichte von 22kN/m?.
Der aufgebrachte Stiitzdruck an der Ortsbrust wurde reduziert, bis an der Ortsbrust bei
Stiitzdriicken von 15kN/m? bis 25kN/m? Instabilititen beobachtet wurden. Diese Mes-
sergebnisse sind in Form des Durchmesserbeiwerts N in Abbildung 3.9 als vertikaler
Balken verzeichnet. Sie haben eine ausgezeichnete Ubereinstimmung mit den Versuchs-
ergebnissen von Chambon & Corté [15] und den Resultaten von Léca & Dormieux [42] wie
in Abbildung 3.9 zu erkennen ist.
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Abbildung 3.9: Durchmesserbeiwert Np nach unterschiedlichen Modellen fiir d = 0
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Abbildung 3.10: Kohéasionsbeiwert [V, nach unterschiedlichen Modellen fiir d = 0

3.2.5 Resiimee der Kenntnisse fiir drainierte Zustande

Die Ergebnisse der vorgestellten Untersuchungen, sowohl der Berechnungsmodelle als
auch der experimentellen Untersuchungen, sind in den beiden Abbildungen 3.9 und 3.10
in Form der dimensionslosen Tragfahigkeitsbeiwerte V. und Np als Funktion des effek-
tiven Reibungswinkels ¢" dargestellt. Alle Untersuchungen haben gemein, dass beide
Tragfahigkeitsbeiwerte bei zunehmendem effektivem Reibungswinkel abnehmen. Bei Be-
trachtung der Bruchdruckformel Gleichung 3.5 zeigt sich aus dieser Feststellung folgen-
der Zusammenhang. Der Kohésionsanteil reduziert den Bruchdruck; dieser Anteil wird
mit zunehmendem effektivem Reibungswinkel kleiner. Im entgegengesetzten Sinne redu-
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ziert sich jedoch der Anteil des Bruchdrucks aus Tunneldurchmesser und Bodenwichte
bei grofierem ¢'. Sowohl fiir den Durchmesserbeiwert NV, als auch fiir den Kohésionsbei-
wert N, finden Anagnostou & Kovdri [4] mit dem Bruchkorpermodell aus Abbildung 3.3
eine deutliche Abhingigkeit des Bruchdrucks von der Uberdeckung des Tunnels, welche
durch den schraffierten Bereich in den Abbildungen 3.9 und 3.10 charakterisiert wird. Die
obere Begrenzung des schraffierten Bereichs steht jeweils fiir Uberdeckungen H > 5D,
die untere fiir H = D.

Fiir kohésionslose Reibungsbdden ist lediglich der Durchmesserbeiwert Np aus Abbil-
dung 3.9 von Bedeutung. Die von Léca & Dormieux [42] entwickelte obere Schranke hat
mit den experimentellen Resultaten von Chambon & Corté [15] eine sehr gute Ubereinstim-
mung. Die Ergebnisse von Atkinson & Mair [5] bilden eine konservativ liegende untere
Schranke. Fiir den tatsdchlichen Durchmesserbeiwert bedeutet dies, dass dieser zwischen
den Ergebnissen von Léca & Dormieux und denen von Atkinson & Mair liegen muss.
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3.3 Undrainierte Bedingungen

3.3.1 Berechnungsmodelle fiir undrainierte Zustinde

Erste Standsicherheitsuntersuchungen fiir Tunnels unter undrainierten Bedingungen wur-
den von Broms & Bennermark [14] durchgefiihrt. Zur Berechnung des Bruchdrucks fiihrten
sie Gleichungen ein, die entsprechend der Bruchdruckformel fiir drainierte Bedingungen,
auch fiir undrainierten Verhdltnisse geschrieben werden konnen:

wobei ¢ eine mogliche Fldchenlast an der Geldndeoberfldche, v die Bodenwichte, D der
Tunneldurchmesser und ¢, die undrainierte Scherfestigkeit ist. In der Gleichung ist N,
der Kohésionsbeiwert, Np, der Durchmesserbeiwert und N,, der Auflastbeiwert fiir un-
drainierte Bedingungen. Zur Vermeidung von Verwechslungen mit Stabilitdtsbeiwerten
fiir drainierte Bedingungen, steht bei den Koeffizienten fiir undrainierte Bedingungen
zusdtzlich ein v im Index. Der Durchmesserbeiwert ergibt sich zu Np, = (1/2 + H/D)
und der Auflastbeiwert zu Ny, = 1.

Zur Bestimmung von N, fiihrten Davis et al. [16] Grenzwertbetrachtungen fiir Tunnels
mit einem Kreisquerschnitt durch. Zunéchst betrachten sie einen Querschnitt durch die
Tunnelréhre und einen Langsschnitt entlang der Tunnelachse im Bereich der Ortsbrust,
d.h. fiir beide Félle liegt eine zweidimensionale Situation vor. Von spezieller Bedeutung
fiir die vorliegende Arbeit sind deren rdumliche Analysen zur Ortsbruststandsicherheit,
fiir die sie anschlieflend ebenso Grenzwertbetrachtungen durchgefiihrt haben. Die Unter-
suchungen beschrdnken sich dabei auf den Fall d = 0, d.h. die Tunnelauskleidung reicht
bis zur Ortsbrust. Dies ist vor allem fiir den Schildvortrieb relevant. Bei ihren Grenzwert-
betrachtungen wird davon ausgegangen, dass der Stiitzdruck and der Ortsbrust konstant
iiber den gesamten Vortriebsquerschnitt ist. Unter dieser Annahme entwickelten sie eine
untere Schranke fiir N, aufgrund von zwei verschiedenen Losungen, wobei von einem
um die Tunnelldngsachse zylindrischen sowie von einem kugelférmigen Spannungsfeld
an der Ortsbrust ausgegangen wird. Die entsprechenden Stabilitdtszahlen NN, fiir das
untere-Schranken-Theorem ergeben sich nach Davis et al. [16] zu:

Zylindrisches Spannungsfeld: Ny =2+2In (%) (3.12)
o 2H
Kugelférmiges Spannungsfeld: Ney =41n <3> (3.13)

Eine andere Ermittlung der Stabilitdtszahl N., nach dem untere-Schranken-Theorem gibt
Kolymbas [32]. Im Unterschied zu Davis et al. [16] geht Kolymbas von einem mit der Tiefe
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Abbildung 3.11: Bruchmechanismus fiir die obere Schranke nach Davis et al. [16]

linear zunehmenden Stiitzdruck p auf die Ortsbrust aus. Fiir diese Situation ergibt sich
die Stabilitatszahl N, zu:

2H
Kugelformiges Spannungsfeld: Ney =41n (1 + F) (3.14)

Die Ergebnisse nach Davis et al. und Kolymbas bilden untere Schranken in dem Sinne, dass
die wirkliche Losung tiber deren Ergebnisse liegen muss. Insgesamt kénnen deswegen
deren Losungen grafisch iiberlagert werden und bilden auf diese Weise eine gemeinsame
untere Schranke. Der mogliche Bereich fiir N, wird in Abbildung 3.12 durch den grau
schraffierten Bereich beschrieben und durch die Losungen von Davis et al. und Kolymbas
nach unten abgegrenzt.

Der Bruchdruck p; an der Ortsbrust kann bei Grenzwertbetrachtungen auch nach dem
Prinzip der oberen Schranke ermittelt werden. Nach dem oberen-Schranken-Theorem
wird ein moglicher Bruchmechanismus betrachtet, auf dessen Gleitflichen die Scher-
krdfte den Gewichtskréften der Gleitkorper entgegenwirkt. Sind die treibenden Krifte
grofier als die haltenden, dann tritt ein Versagen der Ortsbrust auf. Die Bruchkinema-
tik, bei welcher der Stiizdruck einen Maximalwert erreicht, gilt als obere Schranke. Der
tatsdchliche Bruchdruck p; liegt zwischen oberer und unterer Schranke.

Davis et al. [16] verwenden den in Abbildung 3.11 dargestellten Bruchmechanismus zur
Ermittlung einer oberen Schranke. Die Bruchkoérper haben einen kreisformigen Quer-
schnitt. Durch Variation der Geometrie, d.h. der Winkel zwischen den Bruchkorpern,
kann der maximale Ausbauwiderstand ermittelt werden. Die Resultate von Davis et al.
sind entsprechend in Form der Stabilitdtszahl N, in Abbildung 3.12 im Vergleich zu den
unteren Schranken aufgetragen. Fiir die tatsdchliche Stabilitdtszahl V., bedeutet dies in
Abbildung 3.12, dass sie einen Wert in dem grau schraffierten Bereich zwischen der obe-
ren und den unteren Schranken hat.
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Abbildung 3.12: Stabilitdtszahl N, fiir eine kreisformige Ortsbrust fiir d = 0 (nach [16,
32])

3.3.2 Experimentelle Untersuchungen fiir undrainierte Zustinde

Untersuchungen zur Standsicherheit kreisrunder vertikaler Offnungen fiihrten Broms &
Bennermark [14] bereits 1967 in undrainiertem, kohdsivem Material durch. Aus theoreti-
schen Uberlegungen finden sie fiir Tunnels mit einer relativen Uberdeckung von H/D =
4, dass ein Versagen der Ortsbrust eintritt, wenn die Uberlagerungsspannung in Tunnel-
mitte das sechs- bis achtfache der undrainierten Scherfestigkeit iibersteigt. Die Uberla-
gerungsspannung ist die Summe einer moglichen Fldchenlast an der Geldndeoberfldche
plus dem Anteil aus Bodeneigengewicht. Durch eine Reihe von Laborversuchen an ei-
nem breiigen Ton bestétigen sie dieses Stabilitdtskriterium. Weiterhin finden sie auch aus
Beobachtungen im Tunnelbau und auch aus Feldversuchen an kreisférmigen Offnungen
in einem Baugrubenverbau die Feststellung, dass die undrainierte Scherfestigkeit minde-
stens das sechsfache der Uberlagerungsspannung betragen muss.

Versuche zur Untersuchung der Ortsbruststandsicherheit unter undrainierten Bedingun-
gen wurden von Kimura & Mair [31] in der Geozentrifuge von Cambridge durchgefiihrt,
welche von Schofield [57] austiihrlich beschrieben wird. Durchgefiihrt wurden die Ver-
suche an einem Tunnelmodell in Ton mit einer undrainierten Scherfestigkeit von ¢, =
26kN/m?. Der Modelldurchmesser von 6cm entspricht dabei bei einer Beschleunigung
von 75g bzw. 125g einem dquivalenten Tunneldurchmesser von 4,5m bzw. 7,5m. Die
Versuche dienten zur Erfassung des Einflusses der Tunneliiberdeckung A und der Ab-
schlagsldange d. Kimura & Mair zeigen Versuchsergebnisse in Form von Design-Kurven
fiir relative Uberdeckungen H/D von 1 bis 3,5 und fiir relative Abschlagslingen d/D
zwischen 0 und 3. Fiir d/D = oo werden Versuchsergebnisse gezeigt, bei denen der Stiitz-
druck in der gesamten Tunnelrdhre reduziert wurde. Die Resultate der Studien sind in
den Abbildungen 3.13 und 3.14 dargestellt. Fiir d/D = 0 in Abbildung 3.13 sind die
Ergebnisse von Kimura & Mair durch Resultate von Mair & Taylor [46] fiir relative Tun-
neliiberdeckungen H/D < 1 aus weiteren Laborversuchen und aus Riickrechnung von
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Abbildung 3.13: Einfluss der Tunneliiberdeckung und der Abschlagsldnge auf die Stabi-
litatszahl N, im Bruchzustand (nach [31, 46])
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Abbildung 3.14: Einfluss der Tunneliiberdeckung und der Abschlagslidnge auf die Stabi-
litatszahl N, im Bruchzustand (nach [31])

realen Tunnelverbriichen ergénzt.

Die Design-Kurve fiir Tunnels im Schildvortrieb mit d/D = 0 aus Abbildung 3.13 ladsst
sich fiir relative Uberdeckungen von H/D = 0,25 bis H/D = 3,5 sehr gut mit der von
Jancsecz et al. [28] vorgestellten Gleichung fiir N, beschreiben.

H 0,42
N. = - 1
' =5,86 ( D) (3.15)

Fiir Uberdeckungen bis H/D = 5 wurde Gleichung 3.15 numerisch durch dreidimensio-
nale Finite Elemente Berechnungen von Vermeer & Ruse [73] tiberpriift. Dies wird spéter
auch noch in Abschnitt 5.3.1 aufgezeigt.

Sowohl aus Abbildung 3.13 als auch aus Abbildung 3.14 ist ein deutlicher Einfluss der
Abschlagsliange d erkennbar. Je grofier die Abschlagsldnge ist, desto kleiner wird die Sta-



36 Kapitel 3: Stand der Wissenschaft

g 20 3
Z obere Schranke
- 15 4 (Davis et al.)
=
S N,, nach GL. 3.15
f§ 10
g s
N untere Schranken
(Davis et al. und Kolymbas)
0 I I I I I

0 1 2 3 4 5
Relative Tunneliiberdeckung H/D

Abbildung 3.15: Vergleich der Stabilitdtszahlen N, fiir d = 0

bilitdtszahl V., woraus ein grofierer Bruchdruck resultiert. Eine deutliche Zunahme des
Bruchdrucks ist bei zunehmender Abschlagsldnge bis d/D ~ 3 festzustellen. Fiir grofiere
Werte von d/D nimmt der Bruchdruck nur noch wenig zu, dabei streben die Stabilitéts-
zahlen N, ihren Grenzwerten fiir d = oo entgegen (Abbildung 3.14).

3.3.3 Resiimee der Kenntnisse fiir undrainierte Zustande (d=0)

Der in den vorigen beiden Kapiteln gegebene Uberblick iiber den Stand der Wissenschaft
fiir undrainierte Bedingungen im Boden kann wie folgt zusammengefasst werden. Im Ge-
gensatz zu den drainierten Bedingungen, ist bei undrainierter Situation der Bruchdruck
ps von der Uberdeckung des Tunnels und einer eventuellen Flichenlast an der Geldndeo-
berfliche abhidngig. Weiterhin ist eine deutliche Abhédngigkeit des Bruchdrucks von der
Abschlagsldnge d festzustellen (Abbildung 3.14).

Der Bruchdruck nimmt mit der Uberdeckung des Tunnels und einer méglichen Flachen-
last ¢ an der Geldndeoberfldche linear zu. Dies wird auch durch Gleichung 3.11 zum Aus-
druck gebracht. Der Bruchdruck p; ergibt sich mit Np, = (1/2 + H/D) und N,, = 1 zu:

0,42

pr = —culNew +YD(1/2+ H/D) + ¢ mit Neyw = 5,86 (%) (3.16)
Zur Stabilitdtszahl V., wurden Grenzwertbetrachtungen fiir Tunnels mit d = 0 von Davis
et al. [16] und Kolymbas [32] vorgestellt. Im Sinne der Schrankentheorie muss das reale
Ergebnis zwischen der Losung einer oberen und einer unteren Schranke liegen. In Abbil-
dung 3.15 sind die Ergebnisse der Grenzwertbetrachtungen zusammengefasst. Die obere
Schranke bildet die Untersuchung von Davis et al., die untere Schranke wird durch Re-
sultate von Davis et al. und Kolymbas entsprechend Abbildung 3.12 gebildet. Die auf Ver-
suchsergebnissen basierende reale Losung nach Gleichung 3.15 liegt zwischen der oberen
und der unteren Schranke, dabei ist aus Abbildung 3.15 deutlich zu erkennen, dass die
obere Schranke nach Davis et al. sehr optimistische Resultate liefert. Fiir Tunnels mit einer
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Abschlagsldnge d > 0 kann zur Berechnung des Bruchdrucks die Stabilitdtszahl V., aus
Abbildung 3.13 entnommen werden.






Kapitel 4: Bestimmung des Bruchdrucks mit der FEM

4.1 Einfiihrung

In der Bodenmechanik beruhen die klassischen Berechnungsverfahren zur Ermittlung
von Grenztragfahigkeiten auf empirischen Ansétzen oder auf der Plastizitdtstheorie. Spa-
ter hat sich in der Bodenmechanik dann auch die Finite Elemente Methode (FEM) durch-
gesetzt [18, 76]. Diese soll auch in dieser Arbeit eingesetzt werden.

Um bei der Untersuchung von Tunnels die Wechselwirkung zwischen Baugrund und
Bauwerk genau erfassen zu konnen, hat sich im Bauingenieurwesen vor allem die Fi-
nite Elemente Methode in den vergangenen Jahren zu einem unverzichtbaren Hilfsmit-
tel entwickelt. Bereits 1980 hat Semprich [59] als einer der ersten dreidimensionale FE-
Berechnungen im Tunnelbau eingesetzt. Aktuellere Studien zur Standsicherheit der Orts-
brust mit der FEM in Kombination mit dem elasto-plastischem Stoffgesetz nach Mohr-
Coulomb zeigen Baumann et al. [9].

Zur Berechnung von Setzungen und / oder zur Erfassung der Schnittgrofien in der Tun-
nelschale sind zur Zeit weit iiberwiegend zweidimensionale Finite Elemente Berechnun-
gen Standard. Um rdumliche Spannungszustdnde und Deformationen zu erfassen, sind
jedoch dreidimensionale FE-Berechnungen notwendig. Mit der stetigen Zunahme der
Computerleistung steht diese nicht mehr nur Forschungseinrichtungen oder grofien Fir-
men zur Verfiigung, sondern wird in Zukunft auch fiir Ingenieurbiiros realisierbar wer-
den. Die Untersuchungen der vorliegenden Arbeit wurden mit der 3D-Version des Fi-
nite Elemente Programms PLAXIS [12] ausgefiihrt, das zu Beginn der Forschungsarbeit
noch im Entwicklungsstadium war, sich aber mittlerweile zu einem komfortablen Ar-
beitswerkzeug entwickelt hat.

Nachfolgend wird zunédchst das bei dieser Arbeit verwendete Stoffgesetz nach Mohr-
Coulomb beschrieben, anschliefSend wird auf die Finite Elemente Methode und das fiir
die Berechnungen verwendete dreidimensionale Berechnungsmodell eingegangen.

4.2 Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb

Von mehreren Autoren, u.a. Vermeer & Van Langen [76] und Zienkiewicz et al. [81], wur-
de gezeigt, dass die Verwendung eines elasto-plastischen Stoffgesetzes, z.B. dem Stoff-
gesetz nach Mohr-Coulomb, zur Berechnung von Bruchlasten geotechnischer Strukturen
mit Hilfe der FEM gut geeignet sind. Fiir Grenzlastberechnungen sind Deformationen,
die vor dem Bruch eintreten von geringer Bedeutung und werden als linear-elastisch an-
genommen, wie dies auch im verwendeten Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetz der Fall ist.
Eine ausfiihrliche Beschreibung des Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetzes geben Vermeer &
De Borst [68].

39
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Die nachfolgende Betrachtungen beschreiben Annahmen hinsichtlich des Stoffverhaltens,
die bei den durchgefiihrten FE-Berechnungen getroffen wurden. Eine Abhéngigkeit der
Spannungen und Verformungen von der Zeit und der Temperatur wird nicht bertick-
sichtigt. Ein Stoffgesetz stellt unter Annahme gewisser Vereinfachungen eine Idealisie-
rung des Materialverhaltens dar. Das Stoffverhalten von Boden ist dadurch gekennzeich-
net, dass bei Belastungen sowohl elastische, reversible als auch plastische, irreversible
Forménderungen auftreten. Die dabei auftretenden Dehnungen werden in Form des Vek-
tors € geschrieben, die Spannungen als Vektor o

o' = (0hy 0y oL Thy Th T ) 4.1)
ez(gmz Eyy €2z Yoy Vyz Vaz )T (42)

Das verwendete Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb berticksichtigt sowohl elastische als auch
plastische Verformungen. Zur Beschreibung von elasto-plastischem Verhalten werden die
Dehnungen € in einen elastischen und einen plastischen Anteil zerlegt. Bei Stoffgesetzen
werden die Dehnungen hédufig in Dehungsraten € als zeitliche Ableitung von € ausge-
driickt:

e=¢e“+¢e’ g=¢e"+¢€v 4.3)

Ein einfaches Materialmodell, das isotrop linear-elastisches Verhalten beschreibt, ist das
Hooke'sche Gesetz. In Ratenschreibweise:

(j'/ — De ée

(4.4)

In Gleichung 4.4 ist 6’ eine Spannungsrate und &° ist der elastische Anteil der Dehnungs-
rate €. Dass es sich hierbei jeweils um eine Dehnungsrate sowie um eine Spannungsrate
handelt wird durch den Punkt auf dem jeweiligen Vektor ausgedriickt. D¢ ist die elasti-
sche Steifigkeitsmatrix mit der Querdehnungszahl v (Poisson-Zahl) und dem Elastizitéts-
modul £ als unabhéngige Parameter:

-1—7/ v v 0 0 0 ]
v 1—v v 0 0 0
. _ E v v 1—-v 0 0 0 (4.5)
(1+v)(1—-2v) 0 0 v 0 0
0 0 0 %—V 0
0 0 0 0 i1-v

Wird Gleichung 4.3 in das Hookesche Gesetz 4.4 implementiert ergibt sich folgende Bezie-
hung:

&' =D° & =D (¢ —¢P) (4.6)
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Abbildung 4.1: Exemplarisches Ergebnis eines Triaxialversuchs und die Idealisierung
nach dem Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetz

Die plastischen Dehnungsraten é” werden durch eine Fliefiregel mit dem plastischem
Potential g bestimmt:

dg
do’
wobei )\ ein plastischer Multiplikator ist. Fiir rein elastisches Materialverhalten ist A = 0
und im Fall von plastischem Verhalten wird X positiv [12]. 7* ist in grafischer Darstellung

der Radius des Mohr’schen Spannungskreises und ¢* dessen Mittelpunkt (siehe Abbil-
dung 4.3).

2
* Ogy — O . 1
= \/(—2 yy) + 02, o= (Opz + Oyy) 4.8)

Der Dilatanzwinkel 1) beschreibt Volumendnderungen infolge von plastischen Verfor-
mungen. Die plastischen Verformungen kénnen entweder nach einer assoziierten oder
nicht assoziierten Fliefsregel beriicksichtigt werden. Bei Anwendung einer assoziierten
Fliefsregel wird der Dilatanzwinkel gleich dem effektiven Reibungswinkel gesetzt. Die
Anwendung der nicht assoziierten Fliefiregel fiihrt fiir ¢/ < ¢’ zu einer Verringerung der
plastischen Volumenzunahme im Vergleich zu assoziiertem Verhalten mit ¢ = ¢'. Fiir
1 = 0 ist die plastische Volumendehung gleich Null, d.h. die plastischen Verformungen
sind volumenkonstant. Das Grundprinzip plastischer Volumenvergrofierung ist in Abbil-
dung 4.2 dargestellt, eine ausfiihrliche Beschreibung geben Vermeer & De Borst [68].

& =\

mit g=T1"—0"siny 4.7)

Die Spannungsraten ergeben sich mit den Gleichungen 4.6 und 4.7 zu:

&' = D¢ (s 29 > (4.9)

oo’

Die Abgrenzung des elastischen Bereichs gegeniiber dem plastischen Bereich geschieht
uiber eine FliefSfunktion f. Bei dem verwendeten Stoffgesetz beruht die Flief3funktion auf
dem Bruchkriterium nach Mohr-Coulomb.
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Abbildung 4.2: Volumenénderung bei einem lockeren und einem dichten Sand in einem
Rahmenscherversuch
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Abbildung 4.3: Koordinatensystem und Spannungskreis fiir ein Materialelement im ebe-
nen Spannungszustand

Nach Abbildung 4.3 wird die Bruchbedingung durch die nachfolgende Gleichung be-
schrieben:

7" —o*sing — ' cosp’ <0 (4.10)

Zur Abgrenzung elastischer und plastischer Dehungsanteile wird Gleichung 4.10 gewhn
lich in Form einer FliefSfunktion f geschrieben:

f=1"—0"sing —cosyp <0 (4.11)

Die Funktion f ist negativ fiir den Fall, dass der Mohr sche Spannungskreis die Umhtillen-
de nicht beriihrt. Spannungszustdnde wobei der Spannungskreis die Umhiillende schnei-
det, sind nicht moglich. Bei Beriihrung des Spannungskreises mit der Umbhdillenden tritt
plastisches Fliefien auf, d.h. es entstehen plastische Verformungen.
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Abbildung 4.4: Die Fliefsfliche nach Mohr-Coulomb im Hauptspannungsraum fiir einen
kohésiven Boden

Mit Hilfe der FlieSfunktion f und der Konsistenzbedingung f = 0 kann der zuvor be-
schriebene Proportionalitdtsfaktor A\ hergeleitet und so der Anteil der plastischen Deh-
nungsdnderungen €” bestimmt werden. Mit Gleichung 4.9 ergibt sich die Konsistenzbe-
dingung zu:

f_a.fT -/_8fT
N 80”0 o’

% ) _or — 0 (4.12)

T
- pee -2 pe %
oo’

b (E - do’ do’  Oo’

Aus dieser Gleichung ergibt sich der plastische Multiplikator A zu:

91T e
_ oo D'e (4.13)
517 Tye 09
ac” 507

Erweiterung:  Erweitert man die im Vorigen vorgestellte Herleitung der FliefSfunktion
vom ebenen Spannungszustand auf den dreidimensionalen Spannungszustand mit den
Hauptspannungen o} > o4 > 03, kann die grofite sowie die kleinste Hauptspannung wie
folgt geschrieben werden:

oy =0"+1" oy =0"—71" (4.14)

Substituiert man in Gleichung 4.11 7* und ¢* durch die Beziehungen aus Gleichung 4.14
erhdlt man fiir die FlieSfunktion folgende Formulierung;:

1
f==(oy—0})—=(0o5+07)sing’ — cosy mit <0 (4.15)
3= 01) — 5ot oy
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Abbildung 4.5: Das Zugbruch-Kriterium in der Rendulic-Ebene fiir das Mohr-Coulomb’sche
Stoffgesetz

Beschreibt man die vollstindige Mohr-Coulomb’sche FlieSbedingung fiir den Hauptspan-
nungsraum mit effektiven Spannungen, erhélt man folgende 3 FliefSfunktionen.

1 1
f 5 o} — 03] — §(a§, +01)sing’ —  cosp’ <0
1 1
fo = 5 |y, — o%] — §(O'é + 0g)sing’ — ¢ cos ¢’ <0
1 1
fo= 210~ otl - L (o4 + a)sing - o’ <0 416

Zusitzlich zu den Fliefffunktionen ergeben sich 3 Funktionen fiir das plastische Potential
g zu:

1 1 .
N1=73 o} — o] — 3 (0 + 07)sine

1 1
92=7 o5 — o3| — 5 (05 + 05) sinv
1 1
93=§|0/1—U§\ —§(U§+Ui)sm¢ (4.17)

Die beschriebenen FlieffSfunktionen f bilden im Hauptspannungsraum eine Flief3fliche in
Form einer hexagonalen Pyramide. Fiir einen kohédsiven Boden ist die FliefsSfliche in Ab-
bildung 4.4 dargestellt. Da Boden in der Regel nur Druckspannungen aufnehmen kann,
werden im Normalfall bei den Berechnungen keine Zugspannungen zugelassen, d.h. es
wird mit einem sogenannten Zugbruch-Kriterium eine abgeschnittene Flief3Sflache in Form
eines hexagonalen Pyramidenstumpfs beschrieben [12, 78]. Die Flieffldche ist nicht stetig,
sondern weist Singularitdten auf. Im dreidimensionalen Raum entsprechen diese Kanten
oder Ecken. Es gibt dann Punkte auf ihr, in denen die partiellen Ableitungen nicht eindeu-
tig gegeben sind oder sdmtlich verschwinden. Fiir die Handhabung solcher singulédren
Flief3flachen sei auf ZIEGLER [80] verwiesen.
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Durch das oben beschriebene Zugbruch-Kriterium wird im verwendeten Stoffgesetz fest-
gelegt, ob der Boden Zugspannungen aufnehmen kann, oder nicht. In Abbildung 4.5 ist
in der Rendulic-Ebene das Mohr-Coulomb’sche Bruchkriterium fiir einen kohédsiven Boden
dargestellt. Es gilt dabei 0] > o), = 03. Sind keine Zugspannungen im Boden zugelassen,
dann werden die FlieSfunktionen durch die o] —Achse und die o5 —Achse abgeschnitten.
Der hier zulédssige Spannungsbereich ist in Abbildung 4.5 dunkelgrau hinterlegt. Werden
dagegen im Boden Zugspannungen zugelassen, dann schneiden sich die FliefSfunktio-
nen in einem Apex-Punkt im Bereich negativer Hauptspannungen. Dieser Bereich mit
zuldssigen Zugspannungen ist hellgrau hinterlegt dargestellt. Der Apex-Punkt ist dabei,
im Vergleich zu einem kohésionslosen Boden, um den Betrag v/3 ¢ cot ¢’ auf der Raum-
diagonalen (0] = o) = 03) in den Bereich der Zugspannungen verschoben. Der zuldssi-
ge Spannungsbereich wird jeweils durch die FliefSfunktionen abgegrenzt. Da Boden fiir
gewoOhnlich keine oder nur sehr geringe Zugspannungen aufnehmen kann, werden diese
in den nachfolgenden Berechnungen nicht zugelassen, es sei denn es wird ausdrticklich
darauf hingewiesen.

4.3 Grundlagen der Finiten Elemente Methode

Die Methode der Finiten Elemente (FEM) ist ein comptergestiitztes Berechnungsverfah-
ren, mit dem ingenieurtechnische Problemstellungen auf mathematische Problemstel-
lungen zuriickgefiihrt werden, welche dann mit Hilfe eines Naherungsverfahrens gelost
werden. Die grundlegende Vorgehensweise dabei ist, dass komplexe mathematische Glei-
chungssysteme durch eine Reihe von algebraischen Funktionen angendhert werden. Die-
se Ansatzfunktionen werden an diskreten Stellen {iberpriift. Die Formulierung der An-
satzfunktionen erfolgt so, dass der Abweichungsfehler zur exakten Losung minimiert
wird.

Bei der FEM wird der Baugrund als Kontinuum betrachtet. Der erste Schritt einer FE-
Analyse besteht darin, das Kontinuum in einzelne Finite Elemente endlicher Grofie zu
unterteilen und aus diesen ein FE-Netz zu erstellen, wie z.B. angegeben in Abbildung
4.6. Zur Diskretisierung des Baugrunds stehen im verwendeten Programm 15-knotige
Pentaeder-Elemente zur Verfiigung. Diese dreidimensionalen Elemente basieren auf zwei-
dimensionalen 6-knotigen dreieckigen Elementen, die in rdumlicher Richtung erweitert
wurden. Die einzelnen Finiten Elemente sind {iber Knotenpunkte miteinander verkniipft.
Diese Elementknoten sind die Punkte im FE-Netz, an denen die Primérvariablen berech-
net werden. Bei Verformungsanalysen haben die Primérvariablen die Grofse von Ver-
schiebungen. Die Verschiebungen innerhalb eines Elements werden durch die Verschie-
bung der einzelnen Knoten beschrieben. Dies wird durch Interpolationsfunktionen, wie
nachfolgend fiir das 15-knotige Pentaeder-Element beschrieben, erreicht.

In Abbildung 4.6a ist ein durch Elemente diskretisiertes Tunnelmodell dargestellt, dabei
zeigt Abbildung 4.6b ein einzelnes herausgelostes Finites Element. Symbolisch fiir alle
Elementknoten, sind an drei Elementknoten die Verschiebungskomponenten (u;, v;, w;)
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(u;, vi, W)

(u,, v, W,)

(uy, v, w))

b)

Abbildung 4.6: a) Diskretisiertes dreidimensionales FE-Modell eines Tunnels; b) 15-
knotiges Pentaeder-Element

durch Pfeile dargestellt. Die Verschiebungen eines bestimmten Punktes in der z, y und
z-Richtung innerhalb eines Elementes sind entsprechend die Verschiebungen u, v und w.
Diese Verschiebungen erhilt man aus der Interpolation zwischen den einzelnen Knoten-
verschiebungen. Die Ansatzfunktion der verwendeten 15-knotigen Pentaeder-Elemente
ist eine Kombination aus einem quadratischen und einem kubischen Ansatz folgender
Form:

w(x,y,2) = ag+ a1x + agy + azz + a,xy + asyz + agrz + arr® + agy?

+agz? + ajgryz + anwz? + apyz? + aizza’ + ajuzy?

v(x,y,2) = by + bix + by + bsz + byxy + bsyz + bexz + brx® + bgy?
+bo2? + bigwyz + bi1w2? + bioyz? + bigza® + byyzy?

w(w,y,2) = ¢+ 1+ coy + 32 + ey + csyz + cgrz + crr? + cgy?

+eg2? + cioryz + crix2? + c1oy2? + ci3za? + crazy? (4.18)

Die Ansatzfunktionen haben Giiltigkeit fiir das 15-knotige Pentaeder-Element unter der
Bedingung, dass die Seiten der Elemente nicht gekriimmt sind. In den Ansatzfunktionen
sind die Konstanten ag, a1, ...a14, by, b1, ...b14 und ¢y, ¢4, ...c14 abhdngig von den Knotenver-
schiebungen. Fiir das dreidimensionales Pentaeder-Element besitzt eine Ansatzfunktion
insgesamt 15 Konstanten. Diese Konstanten kénnen durch die insgesamt 15 Knotenver-
schiebungen eines Elements beschrieben werden.

Im Gegensatz zu den Verschiebungen, die an den Elementknoten bestimmt werden, wer-
den die Spannungen und Dehnungen an den einzelnen Gauss’schen Integrationspunk-
ten des Elements berechnet. Die Dehnungen innerhalb eines Elements konnen {iiber die
Ansatzfunktionen aus den Verschiebungsinkrementen ermittelt werden. Ein typisches
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a)

Abbildung 4.7: 15-knotiges Pentaeder-Element; a) mit Elementknoten b) mit 6
Gauss’schen Integrationspunkten

Pentaeder-Element mit 15 Elementknoten und 6 Gauss’schen Integrationspunkten ist in
Abbildung 4.7 dargestellt.

Fiir das 15-knotige Pentaeder-Element erhélt man aus den Gleichungen 4.18 die Dehnun-
gen:

Eqg = a—x = aj + aqy “+ agz + 26173; + ajpyz + alle + 2&131’2

ov 2
6yy = a_y = b2 + b4l’ + b52 + 2b8y —+ blofL’Z + b12z + 2b14y2

ow 2 2
€y = E = cC3+CY -+ cgr + 2C92 + croTy + 2C11§L’Z -+ 20123/2 + c1327 + 14y

(4.19)

Die Schubverzerrungen ergeben sich zu:

ou Ov
Yoy = a_er% = ag+ by +x(as+ 2b7) +y (2as + by) + 2 (a5 + bg)
+2xz (a10 + 2()13) + Yz (2&14 + b10> + ZE2 (CL12 + bn)
ou Ow
Yoz = 5ot 5o = as + ¢+ x (ag + 2c7) +y (as + ca) + 2 (2a9 + c5) + a0y
+ ay32? + apgy® + a2 + 22 (2011 + 2¢13) + yz (2a12 + c1o)
ov Ow
’sz == &‘i‘a—y = b3+62+l’(b6+04)+y(b5+208)+Z(2b9+05)+b10$y

+ bysz® + bl4y2 + c1p2® + 22 (2011 + c10) + 2yz (b12 + c14)
(4.20)

Um aus den berechneten Dehnungen die Spannungen zu berechnen, wird ein dem Ma-
terialverhalten entsprechendes Stoffgesetz verwendet. Aus den Dehnungen werden mit
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Hilfe des Stoffgesetzes die Spannungen in den Gauss’schen Integrationspunkten berech-
net.

Neben den obigen Gleichungen fiir die Dehnungen und den konstitutiven Gleichungen
miissen die Gleichgewichtsbedingungen erfiillt sein. Im Fall der FE-Methode ergeben
sich solche Gleichungen fiir jeden Knotenpunkt. Fiir ein FE-Netz mit N Knotenpunk-
ten fiihrt dies also zu 3N Gleichungen. Diese konnen letztendlich als Matritzengleichung
geschrieben werden. Fiir ein linear-elastisches Material sind alle Gleichungen linear und
man erhalt:

Su=q (4.21)

In obiger Gleichung ist S die globale Steifigkeitsmatrix, u ist ein Supervektor mit 3NV Kno-
tenverschiebungen und q ist ein Supervektor mit Knotenkréften. Die Knotenkréfte ent-
stehen aus Gewichtskréften und vorgeschriebenen externen Kréften. An den Randern,
und manchmal auch in der Mitte eines FE-Netzes, sind zum Teil vorgeschriebene Ver-
schiebungen zu berticksichtigen.

4.4 Nichtlineare elastoplastische FE-Methode

Elastoplastische Stoffgesetze fithren zu nichtlinearen Gleichngen fiir das Gleichgewicht.
Es entsteht ein Gleichungssystem der Form

F(Au) = Aq (4.22)

in dem Au ein Supervektor von inkrementellen Knotenverschiebungen ist; der Vektor
Aq bezeichnet die inkrementellen Knotenkrafte. Bei sehr kleinen Lastschritten konnte
man die Gleichungen vielleicht abschnittsweise linearisieren, aber dies ist bekanntlich
uneffizient. Stattdessen wird im Allgemeinen ein Iterationsverfahren durchgefiihrt. Ein
gangiges Verfahren beruht auf der Gleichung

MAu = Aq + MAu — F(Au) (4.23)

in der M eine passend gewdhlte Matrix ist. Wird die Matrix aufgrund der Elastizitédt des
Materials gewahlt, so fiihrt dies zur elastic stiffness Methode, aber es kann anstatt dessen
auch eine Tangentenmatrix gewidhlt werden. Das zugehorige Iterationsverfahren ist:

MAu, = Aq + {MAu - F(Au)},_, (4.24)

fir £ = 1,2 bis k4, und z.B. Aug = 0. Wie in Abbildung 4.8b) angegeben, kann statt
Aug = 0 auch ein Startwert aus dem vorigen Lastschritt entnommen werden. Das Ver-
fahren mit Auy = 0 wird in Abbildung 4.9 graphisch erldutert.

Die Iteration wird im verwendeten Programm (PLAXIS 3D Tunnel) hdufig unter Verwen-
dung der elastischen Steifigkeitsmatrix durchgefiihrt. Im ersten Iterationsschritt wird die
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Lastq

a) | Verschiebung u - b) | Verschiebung u

Abbildung 4.8: a) Au, fiir Aug = 0; b) Au; wenn Aug aus dem vorigen Lastschritt ex-
trapoliert wird

\
1 <M Au, - F(Au)
Lastq
A
i {M 1A
;450 l%
1 |+Aq
_ A
Qo Au,

A\

Verschiebung u

Abbildung 4.9: Iterationsverfahren fiir Aug =0 zur Laststeigerung bei einer FE-
Berechnung mit nicht-linearem Materialverhalten.

Sekantensteifigkeit aus dem vorigen Lastschritt verwendet. Durch Extrapolation wird da-
bei die Verschiebungslosung aus dem vorangegangenen Lastschritt als erste Naherung
(Auy) fir das neue Lastinkrement verwendet. Nach dieser ersten Schitzung werden alle
weiteren Iterationen mit der elastischen Steifigkeitsmatrix durchgefiihrt.

Das Iterationsverfahren wird abgebrochen, nachdem eine gewisse Genauigkeit erreicht
ist. Dazu wird eine relative Genauigkeit definiert als

|Aq — F(Au)|

Fehler =
lall

(4.25)

und das Verfahren wird abgebrochen, sobald ein tolerierter Gleichgewichtsfehler unter-
schritten wird. Fiir eine Untersuchung des Einflusses des tolerierten Fehlers wird auf
Lastverschiebungskurven in Unterkapitel 4.8 hingewiesen.

Bei den tiblichen Verfahren wird die maximale Anzahl an Iterationen durch den tolerier-
ten Fehler, die Nichtlinearitit des Problems und die Grofie des Lastschritts Aq bedingt.
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Lastq 4

v

Verschiebung u

Abbildung 4.10: Iterationsverfahren zur Laststeigerung mit der Bogenldngen-Methode
fiir nicht-lineares Materialverhalten in Kombination mit der Extrapolation von Aug aus
dem vorigen Lastschritt

Im gewdhlten Verfahren zur Bestimmung des Bruchdrucks wurde £,,,, jedoch festgelegt
(Kmaz = 50) und Aq wurde variabel genommen.

Der Iterationsprozess wurde bei den Berechnungen zusétzlich mit der sogenannten Bo-
genlingen-Methode durchgefiihrt (Abbildung 4.10). Fiir Lastzustande nahe dem oder im
Bruchzustand ergibt sich mit der Bogenldangenmethode gegeniiber dem Iterationsverfah-
ren aus Abbildung 4.9 ein wichtiger Vorteil. Im Bruchzustand nehmen die Verschiebun-
gen u bei gleichbleibender Belastung stetig zu. Ist dies der Fall, dann ist es bei dem Ite-
rationsverfahren aus Abbildung 4.9 nicht moglich zu konvergieren und einen stabilen
horizontalen Verlauf der Last-Verschiebungs-Kurve zu erhalten. Dies ist dagegen bei der
Bodenldngen-Methode der Fall, da hier das entsprechende Lastinkrement wahrend des
Iterationsprozesses verkleinert wird. Dadurch kann die Berechnung konvergieren.

Eine ausfiihrliche Beschreibung der FEM geben Bathe [8] und Steinbuch [61], das verwen-
dete Programm PLAXIS wird ausfiihrlich von Brinkgreve & Vermeer [12] beschrieben, die
Vorgehensweise zur Bruchlastermittlung beschreiben Vermeer & Van Langen [76].

4.5 Berechnung des Bruchdrucks mit der FEM

Untersucht werden zunédchst kreisrunde Tunnels in homogenem Baugrund, so dass sich
ein symmetrisches Berechnungsmodell ergibt. Diese Symmetrie kann bei der Erstellung
des FE-Modells ausgenutzt werden, so dass fiir die Berechnungen jeweils nur ein entlang
der Langsachse halbierter Tunnel verwendet wird. Ein typisches FE-Netz mit 3445 Ele-
menten, wie es fiir die Berechnungen verwendet wird, ist in Abbildung 4.11a dargestellt.
Der Einfluss der Diskretisierung bzw. der Feinheit des FE-Netzes auf die Genauigkeit
der Berechnung wird in Unterkapitel 4.7 gesondert diskutiert. Die Abmessungen fiir ein
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b)

Abbildung 4.11: a) Typisches FE-Netz, wie es fiir die Berechnungen verwendet wird; b)
Abmessungen des FE-Modells in Bezug zum Tunneldurchmesser

typisches Modell, in Bezug auf den Tunneldurchmesser D, zeigt Abbildung 4.11b. Die
Uberdeckung H ist variabel. Die dunkle Tunnelinnenfliache in Abbildung 4.11a und b
stellt eine Auskleidung dar. Der Einfluss der Modellabmessungen auf die Genauigkeit
der FE-Berechnung wird separat in Unterkapitel 4.6 behandelt.

Die Randbedingungen der verwendeten FE-Modelle fiir die Ermittlung des Bruchdrucks
py stellen sich wie folgt dar. Die Geldndeoberfldche ist frei, die seitlichen Begrenzungs-
flachen haben eine Rollenlagerung und die Grundflidche ist unverschieblich. Die frei ver-
schiebliche Ortsbrust wird durch eine Fldchenlast entsprechend den initialen Spannun-
gen im Boden unterstiitzt. In der Mitte der Ortsbrust hat sie die Grofie p. Im Initialzu-
stand der FE-Berechnungen existiert im Baugrund ein primédrer Spannungszustand mit
o), = Kyo.,, wobei o), die Horizontalspannung, o/ die Vertikalspannung und K, der Er-
druhedruckbeiwert ist. Der Einfluss des Erdruhedruckbeiwerts auf den Bruchdruck p;
wird in Absschnitt 5.2.1 analysiert.

Der erste Berechnungsschritt besteht darin, die Volumenelemente des Tunnels zu entfer-
nen und die Schalenelemente im Tunnel zu aktivieren. Das Gleichgewicht wird hierbei
nicht gestort, da ein dquivalenter Druck auf das Tunnelinnere gegeben wird. In Abbil-
dung 4.12 ist der Ausgangszustand mit Erdruhedruck auf die Ortsbrust in einem Tun-
nelldngsschnitt dargestellt.

Zur Bestimmung des Bruchdrucks p; wird bei der Berechnung der Stiitzdruck p auf die
Ortsbrust schrittweise reduziert und die Verschiebung der Knotenpunkte berechnet. Bei
abnehmendem Stiitzdruck nehmen die Verschiebungen zu. Die Verschiebungen werden
an einem Kontrollpunkt z.B. in der Mitte der Ortsbrust beobachtet, wie dargestellt in
Abbildung 4.13. Die Lage des Kontrollpunkts sollte innerhalb des entstehenden Fliefsbe-
reichs (siehe Abbildung 4.13b) gewahlt werden. Wahlt man den Kontrollpunkt aufier-
halb des Fliefsbereichs, dann wiirde die Last-Verschiebungskurve zu einem abrupten En-
de kommen und es wire dann nicht méglich den Bruchdruck sicher zu bestimmen. Es
ist angebracht, deswegen mehrere Kontrollpunkte bei einer Berechnung zu beobachten.
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Abbildung 4.12: Initialzustand mit geostatischer Spannungsverteilung in einem Tun-
nelldangsschnitt

Stiitzdruck  p

\/

Verschiebung des Kontrollpunkts u

a) b)

Abbildung 4.13: a) Typische Druck-Verschiebungskurve, b) FliefSbereich im Bruchzustand

Ein Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust hat sich bei allen Berechnungen als sinnvoll
erwiesen. In diesem Bereich entstehen die grofiten Verschiebungen wéahrend der Redu-
zierung des Stiitzdrucks.

Zunéchst sind bei der Reduzierung des Stiitzdrucks nur geringe Verformungen zu be-
obachten (Abbildung 4.13a). Mit erreichen des Bruchdrucks nehmen die Verschiebungen
sehr stark zu und der Kurvenverlauf ndhert sich einer horizontalen Gerade an. Bei stetiger
Zunahme der Verschiebungen kann der Stiitzdruck nicht weiter reduziert werden. Nun
ist der Bruchdruck py erreicht, d.h. ein konstanter Druck bei dem die Verschiebung kon-
tinuierlich zunimmt. Kann andererseits der Stiitzdruck vollstandig bis auf null abgebaut
werden, dann ist die Ortsbrust standsicher. Eine typische Druck-Verschiebungskurve fiir
einen Verbruch der Ortsbrust zeigt Abbildung 4.13a. Neben der Druck-Verschiebungs-
kurve ist in Abbildung 4.13b ein berechneter Fliefbereich dargestellt. Die Verschiebung u
bezieht sich auf einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust. Bei dem flach liegenden
Tunnel in Abbildung 4.13b zeigt sich ein lokaler Bruch an der Ortsbrust. Dargestellt sind
die inkrementellen Verschiebungen im Bruchzustand als helle und graue Schattierungen.
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a) b)

Abbildung 4.14: Modelldimensionen bei der Untersuchung des Einflusses der Modell-
grofie quer zur Tunnelachse

4.6 Einfluss der Modellrinder auf die Genauigkeit

Zur Untersuchung des Einflusses der geometrischen Abmessungen des FE-Modells auf
die Genauigkeit der Berechnungen wird ein Tunnel mit einem Durchmesser von D = 5m
und einer Uberdeckung von H = 1,5D in kohasionslosem Boden betrachtet. Der Boden
hat einen effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 30° und eine Wichte von v = 20kN/m?.
Ausgehend von einem Grundmodell, wurde die Geometrie des FE-Modells systematisch
variiert, wie dargestellt in den Abbildungen 4.14 und 4.19. Zum einen wurde der Einfluss
der Modellabmessungen quer zur Tunnelachse, zum anderen der Einfluss der Modell-
dimensionen entlang der Tunnelachse untersucht. Bei jeder Untersuchungsreihe wurde
jeweils nur eine Modellabmessung variiert, die anderen wurden konstant belassen. Die
Abmessungen der Berechnungsmodelle sind in den Abbildungen jeweils in Bezug zum
Tunneldurchmesser D angegeben, die untersuchte Grofie ist mit variabel bezeichnet.

4.6.1 Einfluss der Modellrinder quer zur Tunnelachse

Bei der Untersuchung des Einflusses der Modellrdnder quer zur Tunnelachse auf die Ge-
nauigkeit wurde zum einen die Breite des FE-Modells (Abbildung 4.14a) und zum an-
deren der Abstand zwischen dem unteren Modellrand und der Tunnelsohle (Abbildung
4.14b) variiert. Die Abmessungen des FE-Modells langs der Tunnelachse blieben bei die-
sen Untersuchungen konstant. Der Abstand vom vorderen Modellrand bis hin zur Orts-
brust betrdgt 1D, von der Ortsbrust bis zur hinteren Modellbegrenzung ist 2D.

In der ersten Analyse betrdgt der Abstand von der Tunnelsohle zum unteren Modell-
rand 0, 5D, die Breite des Modells wurde im Bereich von 0, 6D bis 4D variiert (Abbildung
4.14a). Die Ergebnisse der Berechnungen sind in Abbildung 4.15 in Form des normier-
ten Bruchdrucks fiir die verschiedenen Modellbreiten dargestellt. Aus den Ergebnissen
in Abbildung 4.15 wird deutlich, dass bei einer Breite des FE-Modells, die grofser als das
Einfache des Tunneldurchmessers ist, der berechnete normierte Bruchdruck konstant ist.
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Abbildung 4.15: Einfluss der Modellbreite auf die Genauigkeit der Berechnung
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Abbildung 4.16: Einfluss des Abstands zwischen Tunnelsohle und dem unteren Modell-
rand auf die Genauigkeit der Berechnung

Bei einer Modellbreite kleiner als das einfache des Tunneldurchmessers, machen sich die
Einfliisse der Modellrdnder im Ergebnis deutlich bemerkbar und die Berechnung liefert
ein unzuverldssiges Ergebnis. Der berechnete Bruchdruck wird in diesen Fillen als zu
grofs berechnet, wobei der Grund darin liegt, dass im Baugrund im Bereich der Ortsbrust
die Spannungsumlagerung gestort wird und sich das rdumliche Gewolbe nicht mehr
vollstindig entwickeln kann. Diesen Umstand bringen die Abbildungen 4.17 und 4.18
zum Ausdruck. Dargestellt sind jeweils die inkrementellen Verschiebungen im Bruch-
zustand und die Hauptspannungen, welche durch Kreuze dargestellt sind. Die Grofie
und Richtung der Spannungskreuze geben Auskunft iiber die Gréfie und Richtung der
Hauptspannungen. Jeweils die linken Abbildungen zeigen einen Ausschnitt der Berech-
nungsergebnisse fiir das FE-Modell mit einer Breite von 2D, die rechten Bilder zeigen
die Resultate fiir eine Modellbreite von 0,6D (Originalbreite). In Abbildung 4.17 ist ein
Querschnitt durch den Baugrund unmittelbar im Anstehenden hinter der Ortsbrust ab-
gebildet, in Abbildung 4.18 jeweils ein horizontaler Schnitt auf Hohe der Tunnelachse.
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Modellbreite 2 D Modellbreite 0,6 D

Abbildung 4.17: Einfluss der Modellbreite auf die inkrementellen Verschiebungen und
die Hauptspannungen im Bruchzustand, dargestellt in einem Querschnitt im Baugrund
unmittelbar hinter der Ortsbrust

Sowohl bei Betrachtung der Hauptspannungen im Querschnitt als auch im horizonta-
len Schnitt wird deutlich, dass bei dem FE-Modell mit einer Breite von 2D die Haupt-
spannungen ungestdrt um die Ortsbrust umgelagert werden. Es bildet sich sowohl ein
vertikales als auch ein horizontales Gewolbe aus, welches nicht durch Modellrander be-
einflusst wird. Diese Spannungsumlagerung wird durch die mit 0, 6D in den rechten Ab-
bildungen zu klein gewdhlten Modellrdnder gestort und verhindert. Die Spannungen
im Baugrund konnen nicht sauber umgelagert werden, und es entstehen zwischen Tun-
nel und Modellrand unrealistische Spannungskonzentrationen. Der durch die zu klein
gewdhlten Modellrdnder unrealistsiche rdumliche Verlauf der Hauptspannungen fiihrt
letztendlich auch zu einem unzuverlédssigen nicht realistischen Ergebnis fiir den Bruch-
druck py der Ortsbrust. Durch das gestorte Gewolbe im Baugrund bei zu klein gewé&hlten
Modellrdndern, ergeben sich auch Unterschiede im berechneten Bruchmechanismus im
Vergleich zur Berechnung mit einer grofieren Modellbreite von 2D. Wahrend sich bei
einer Modellbreite von 2D die Bruchfigur in Form eines deutlichen Ovals entwickelt,
ist der Bruchkorper bei den kleinen Modellrdndern etwas diffuser und nicht so deut-
lich abgegrenzt (Abbildung 4.17). Der Bruchkorper erstreckt sich tiber einen grofieren
Bereich im Baugrund, sowohl in seiner Grofe iiber dem Tunnel als auch etwas hin zu
den Modellrdndern. In den horizontalen Schnitten auf Héhe der Tunnelachse (Abbildung
4.18) zeigt sich lediglich fiir die kleinen Modellrdnder mit 0,6D gegeniiber der Modell-
breite von 2D ein nicht so deutlich abgegrenzter Bruchkorper, eine raumliche Ausdeh-
nung weist keine Unterschiede auf und beschreibt bei beiden Berechnungen einen scha-
lenformigen Bruchkorper.

Bei den weiteren Berechnungen wurde die Modellbreite zu 2D gewahlt, da hierfiir ein



56 Kapitel 4: Bestimmung des Bruchdrucks mit der FEM

XX X
S
M N Ve N N
%ur U\ "\" =1
l(_:*tLTll =
..... :.. ::|._.
: =
et
Modellbreite 2 D Modellbreite 0,6 D

Abbildung 4.18: Einfluss der Modellbreite auf die inkrementellen Verschiebungen und
die Hauptspannungen im Bruchzustand, dargestellt in einem horizontalen Schnitt auf
Hohe der Tunnelachse

Berechnungsresultat gewahleistet ist welches nicht durch die Randbedingungen beein-
flusst wird (siehe Abbildung 4.15). Das rdaumliche Gewdlbe kann sich dann vollstandig
ausbilden. Der starke Einfluss der Gewdlbewirkung auf den Bruchdruck p; wird in Un-
terkapitel 5.3 ausfiihrlich beschrieben.

Bei der zweiten Berechnungsreihe entsprechen die Modellabmessungen entlang der Tun-
nelachse denen der vorigen Analysen. Im Unterschied zu den vorigen Berechnungen
wird die Breite des Modells mit 2D konstant belassen und der Abstand zwischen Tun-
nelsohle und Modelluntergrenze von 0, 1.D bis 2D variiert (Abbildung 4.14b). Die jeweils
berechneten normierten Bruchdriicke sind in Abhéngigkeit des Abstands zwischen Tun-
nelsohle und Modelluntergrenze in Abbildung 4.16 dargestellt, wobei sich hier eine Un-
abhéngigkeit des Bruchdrucks vom unteren Modellrand zeigt. Bei einem geringen Ab-
stand zwischen der Tunnelsohle und dem unteren Modellrand von nur 0, 1 D kénnen sich
bei der Generierung des FE-Netzes Elemente ergeben, die sehr schlank sind. Elemente,
welche sehr schlank sind, konnen zu numerischen Problemen fiihren. Es ist deswegen
sinnvoll, den Abstand etwas grofler zu wahlen, um mit weniger schlanken Elementen
einen sauberen Ubergang des FE-Netzes vom Tunnel hin zur unteren Modellbegrenzung
generieren zu konnen. Fiir die nachfolgenden Berechnungen wurde deswegen der Ab-
stand zwischen Tunnel und unterem Modellrand zu 0, 5D genommen, obwohl auch deut-
lich geringer Abstdnde moglich sind.

4.6.2 Einfluss der Modellrinder lings der Tunnelachse

Der Einfluss der Modelldimensionen ldngs der Tunnelachse auf die Genauigkeit der FE-
Berechnung wurde mit den nachfolgenen Berechnungsreihen untersucht. Zum einen wur-
de der Abstand von der Ortsbrust bis zur hinteren Begrenzung des FE-Modells variiert
(Abbildung 4.19a), zum anderen der Abstand zwischen der Ortsbrust und dem vorderen
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Abbildung 4.19: Modelldimensionen bei der Untersuchung des Einflusses der Modell-
grofie entlang der Tunnelachse

Modellrand (Abbildung 4.19b). Die Abmessungen des FE-Modells quer zur Tunnelachse
blieben bei diesen Untersuchungen unverdndert. Die Breite des FE-Modells betrdgt 2D,
der Abstand zwischen Tunnelsohle und unterem Modellrand ist 0,5D.

Zunéchst ist der Abstand von der vorderen Modellbegrenzung bis zur Ortsbrust des Tun-
nels mit 1D konstant. Die Modellausdehung zwischen der Ortsbrust und dem hinteren
Modellrand wurde zwischen 0,4D und 4D (Abbildung 4.19a) systematisch verdndert.
In Abbildung 4.20 sind die Resultate der Bruchdruckberechnungen dargestellt. Fiir al-
le Berechnungen, bei denen der Abstand zwischen Ortsbrust und hinterem Modellrand
grofler als der einfache Tunneldurchmesser ist, ergibt sich der gleiche normierte Bruch-
druck. Wird andererseits der Abstand zwischen der Ortsbrust und der hinteren Mo-
dellbegrenzung kleiner gewdhlt, macht sich der Einfluss des Modellrands deutlich be-
merkbar, was zu unzuverldssigen Berechnungsergebnissen fiihrt. In diesem Fall ist es
im Baugrund vor der Ortsbrust nicht mehr mdoglich, die Spannungen umzulagern und
ein rdumliches Gewdlbe auszubilden. Weiterhin wird bei einem derart geringen Abstand
zwischen Ortsbrust und der hinteren Modellbegrenzung die Entwicklung eines realisti-
schen Bruchkorpers verhindert. Es tritt sogar der Fall auf, dass sich nicht nur das Gewdlbe
nicht mehr richtig einstellen kann, sondern dass zusétzlich der Bruchkorper durch die
hintere Modellbegrenzung quasi abgeschnitten wird. Es sei an dieser Stelle auf die Ab-
bildungen 5.9 und 5.10 in Kapitel 5.3.1 hingewiesen. In den Abbildungen b und c werden
fiir effektive Reibungswinkel von ¢’ = 20° sowie fiir ¢’ = 35° die Hauptspannungen
und die inkrementellen Verschiebungen im Bruchzustand in Langsschnitten durch den
Tunnel dargestellt. Die GrofSe der dargestellten Bruchfiguren verdeutlicht, dass die Mo-
dellabmessung zwischen Ortsbrust und hinterer Modellbegrenzung entsprechend grofs
gewdhlt werden muss. Bei einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 20° erstreckt sich
der Bruchkérper um mindestens das einfache des Tunneldurchmessers von der Ortsbrust
hinein in den Baugrund. Bei dem grofieren Reibungswinkel von ¢’ = 35° bildet sich in
Langsrichtung ein deutlich kleinerer Bruchmechanismus aus.

Abgeschlossen werden kann diese Analyse mit der der Empfehlung, dass der Abstand
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Abbildung 4.20: Einfluss des Abstands zwischen Ortsbrust und dem hinteren Modellrand
auf die Genauigkeit der Berechnung

zwischen Ortsbrust und hinterer Modellbegrenzung das zweifache des Tunneldurchmes-
sers betragen soll. Hilt man sich an diese Empfehlung, dann sind Berechnungsergebnisse
sichergestellt, welche nicht durch Randeinfliisse beeintrachtigt werden und dadurch auch
ein zuverldssiges Ergebnis ermittelt wird.

Bei der Untersuchung des Einflusses der Modellldinge zwischen dem vorderen Modell-
rand und der Ortsbrust ist der Abstand zwischen der Ortsbrust und der hinteren Mo-
dellbegrenzung mit 2D entsprechend Abbildung 4.19b konstant. Der Abstand zwischen
der Ortsbrust und der Vorderseite des Modells, d.h. der Liange der Tunnelrohre, wurde
zwischen D /16 und 2D variiert. Die ermittelten normierten Bruchdriicke der einzelnen
Berechnungen sind in Abhdngigkeit der Lange der Tunnelréhre in Abbildung 4.21 darge-
stellt. Bei dieser Berechnungsreihe zeigt sich eine Unabhéngigkeit des Bruchdrucks, wenn
der Abstand zwischen vorderem Modellrand und der Ortsbrust etwa 0, 5D betragt. Wird
der Abstand kleiner gewdhlt, so ist die Genauigkeit und Zuverldssigkeit der Berechnung
nicht mehr sichergestellt.

Die vorgestellten Untersuchungen zum Einfluss der Modellrdander auf die Genauigkeit
und Zuverlassigkeit der FE-Berechnungen wurden fiir einen Tunnel durchgefiihrt, der in
einem Boden mit ¢’ = 30° aufgefahren wird. Hat der Boden mit ¢’ = 40° einen grofseren
effektiven Reibungswinkel, so ist davon auszugehen, dass die Feststellungen beziiglich
der Modellabmessungen auch hier ihre Giiltigkeit haben. Bei einem kleineren effektiven
Reibungswinkel von ¢’ = 20° sind die minimalen Modellabmessungen etwas grofier zu
wadhlen, als fiir ¢’ = 30°. Dies hat zur Ursache, dass die Gewolbewirkung im Boden bei
kleineren Reibungswinkeln nicht so stark ausgepragt ist wie bei einem hoheren Reibungs-
winkel und sich dadurch auch ein etwas grofierer Bruchkorper ausbildet. Auf den Ein-
fluss der Gewdlbewirkung im Baugrund wird auf Unterkapitel 5.3 verwiesen.

Zur Erstellung eines FE-Modells ergeben sich aus den vorangegangenen Untersuchun-
gen folgende Modellabmessungen als Empfehlung: Im Schnitt quer zur Tunnelachse er-
gibt sich eine Modellbreite vom zweifachen des Tunneldurchmessers und die Distanz
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Abbildung 4.21: Einfluss des Abstands zwischen Ortsbrust und dem vorderen Modell-
rand auf die Genauigkeit der Berechnung

zwischen der Tunnelsohle und der unteren Modellbegrenzung sollte zu 0, 5D genommen
werden. Entlang der Tunnelachse ergibt sich der Abstand von der vorderen Modellbe-
grenzung zur Ortsbrust zu mindestens 0,50 und die hintere Modellbegrenzung sollte
zur Ortsbrust einen Abstand von 2D haben. Werden die Abmessungen des FE-Modells
kleiner gewdhlt, dann ist ein zuverladssiges Berechnungsergebnis nicht mehr gewéhleistet.
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Abbildung 4.22: FE-Netze mit a) 702 Elementen und 2278 Elementknoten, b) 3699 Ele-
menten und 10625 Elementknoten, c) 5400 Elementen und 15879 Elementknoten

4.7 Einfluss der Diskretisierung auf die Genauigkeit

Die Generierung des FE-Netzes bedarf gesonderter Beachtung. Da die FE-Methode ein
Naherungsverfahren ist, steigt die Genauigkeit der FE-Berechnung mit zunehmender
Netzfeinheit. Wird das Berechnungsmodell mit zu wenigen Elementen diskretisiert, dann
wird das Ergebnis zu ungenau, andererseits wichst jedoch der Rechenaufwand mit zu-
nehmender Netzfeinheit sehr schnell an. Wichtig ist bei der Diskretisierung vor allem,
den Bereich der Ortsbrust, in dem der Bruchkorper erwartet wird, durch eine geniigend
grofse Anzahl an Elementen entsprechend fein abzubilden. Bei der Generierung des FE-
Netzes wird zuerst das Netz quer zur Tunnelachse erstellt, anschliefiend wird es in Langs-
richtung rdumlich erweitert.

Um den Einfluss des Diskretisierungsgrads auf die Berechnung zu untersuchen, wird ein
Tunnel mit einem Durchmesser von 5m und einer Uberdeckung von 6, 5m betrachtet. Der
kohisionslose Boden hat eine Wichte von 20k N/m? und einen effektiven Reibungswinkel
von 30°. Zundchst werden die Einfliisse der Netzfeinheit quer zur Tunnelrichtung be-
trachtet. Das Netz quer zur Tunnelachse wird hierzu sukzessive verfeinert, in raumlicher
Ausdehnung bleibt das Netz unverdndert. Von der Ortsbrust hinein in den Baugrund
sind bei diesen Berechnungen 8 Netzebenen angebracht (siehe Abbildung 4.22). Anschlie-
end wird der Diskretisierungsgrad in rdumlicher Richtung betrachtet, wobei das Netz
quer zur Tunnelachse konstant bleibt, und in Langsrichtung schrittweise verfeinert wird.
Die Abmessungen des FE-Modells wurden fiir diese Untersuchungen etwas kleiner ge-
halten, wie dies in Unterkapitel 4.5 beschrieben wurde, jedoch in ihren Dimensionen so
grof3 gehalten, dass sich sowohl das Gewdlbe im Baugrund als auch der Bruchkorper
entwickeln konnte. Dies erfolgte, da vor allem die Gesamtanzahl an Elementen reduziert
werden sollte, um ausreichend Computerkapazitit fiir eine extreme Netzverfeinerung
im Bereich der Ortsbrust durchfiihren zu konnen. Das feinste verwendete FE-Netz dieser
Untersuchung hat bei 7398 Elemente 20390 Elementknoten mit je drei Verschiebungsfrei-
heitsgraden.

Das FE-Netz wurde zunéchst mit 702 Elementen und 2278 Elementknoten relativ grob
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Abbildung 4.23: Normierter Bruchdruck als Funktion der Feinheit des Netzes quer zur
Tunnelachse

gehalten, dabei sind 4 Elemente auf den Tunneldurchmesser verteilt. Der Diskretisie-
rungsgrad wurde daraufhin schrittweise erh6ht wobei die Anzahl an Elementen an der
Ortsbrust auf 16 entlang des Tunneldurchmessers steigt. Dadurch vergrofiert sich die An-
zahl an Elementen auf 3699, die Anzahl der Elementknoten auf 10625. Die FE-Netze sind
in Abbildung 4.22a und b dargestellt. Die Resultate der Berechnungsreihe zeigt Abbil-
dung 4.23, wobei hier der normierte Bruchdruck in Abhéingigkeit vom Diskretisierungs-
grad aufgetragen ist. Der Grad der Diskretisierung wird hier dimensionslos als Tunnel-
durchmesser / Durchschnittliche Elementlinge an der Ortsbrust beschrieben. Dies bedeutet,
dass aus dem Diagramm fiir einen bestimmten Tunneldurchmesser die durchschnittliche
Elementldnge bestimmt werden kann. Die Ergebnisse der einzelnen FE-Berechnungen
sind als Punkte abgebildet. Mit zunehmender Anzahl an Elementen steigt der normierte
Bruchdruck zundchst rasch an. Ab einer Elementldnge von D/12 ist nur noch ein sehr
geringer Zuwachs des Bruchdrucks zu verzeichnen, d.h. es ist ein Diskretisierungsgrad
erreicht, der eine weitere Verfeinerung des FE-Netzes quer zur Tunnelrichtung nicht er-
fordert. Weitere Berechnungen mit dem FE-Netz aus Abbildung 4.22¢ zeigen, dass auch
eine Erhohung des Diskretisierungsgrads zwischen Tunnelfirste und Geldndeoberfldche
keinen weiteren Anstieg des Bruchdrucks bewirkt. Das FE-Netz hat 5400 Elemente und
15879 Elementknoten.

Die Untersuchungen zum Einfluss der Diskretisierung in rdumlicher Ausrichtung langs
der Tunnelachse erfolgten auf der Grundlage des FE-Netzes aus Abbildung 4.22b mit ei-
ner Elementldnge von D /16 im Bereich der Ortsbrust. Der Abstand der Netzebenen ent-
lang der Tunnelldngsachse wurde systematisch variiert, d.h. die Dicke der einzelenen Ele-
mentscheiben wurde verdndert. Das 2D-Netz quer zur Tunnelachse bleibt unverdndert.
Beginnend bei weiten Abstinden wurde der Abstand der Ebenen schrittweise dadurch
verringert, dass zusédtzliche Netzebenen eingefiigt wurden und so die Dicke der Element-
scheiben reduziert wurde. Hierbei ist vor allem wichtig darauf zu achten, das FE-Netz im
Bereich des erwarteten Bruchkorpers direkt vor der Ortsbrust fein zu halten. Je grofser die
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Abbildung 4.24: FE-Netze mit a) 3288 Elementen und 9540 Elementknoten, b) 5373 Ele-
menten und 14965 Elementknoten, c) 7398 Elementen und 20390 Elementknoten

Entfernung zum Bruchkorper ist, desto weiter diirfen die Abstinde der Netzebenen sein.
Abbildung 4.24 zeigt drei der verwendeten FE-Netze mit unterschiedlichem Diskretisie-
rungsgrad, wobei die Anzahl an Elementebenen, ausgehend von Abbildung 4.24a tiber b
zu Abbildung c, stetig vergrofiert wurde. Dies ldsst sich durch die steigende Anzahl an
Elementen und Elementknoten zum Ausdruck bringen. Das Netz in Abbildung 4.24a hat
3288 Elemente und 9540 Elementknoten, das Netz in Abbildung b hat 5373 Elemente und
14965 Elementknoten. Abbildung 4.24c zeigt das FE-Netz mit dem hochsten Diskretisie-
rungsgrad der Untersuchung mit 7398 Elementen und 20390 Elementknoten.

Das Resultat der Analyse zeigt Abbildung 4.25, wobei die Ergebnisse der einzelnen FE-
Berechnungen als Punkte dargestellt sind. Gezeigt wird der berechnete normierte Bruch-
druck als Funktion des Diskretisierungsgrads entlang der Tunnelldngsachse.

Um allgemeine Aussagen treffen zu konnen, ist der Diskretisierungsgrad dimensionslos
als Tunneldurchmesser / Durchschnittlichen Dicke der Elementscheiben dargestellt. Das bedeu-
tet, dass aus dem Diagramm fiir einem bestimmten Tunneldurchmesser die durchschnitt-
liche Dicke der Elementscheiben bestimmt werden kann. Entsprechend der vorigen Stu-
die zur Diskretisierung quer zur Tunnelachse zeigt sich hier der gleiche Sachverhalt. Bei
einem sehr groben Netz mit einer durchschnittlichen Dicke der Elementscheiben von D /4
ergibt sich ein relativ niedriger normierter Bruchdruck. Mit zunehmender Feinheit des
Netzes nimmt auch der Bruchdruck entsprechend zu und néhert sich asymptotisch ei-
nem Grenzwert, der bereits bei einer durchschnittlichen Dicke der Elementscheiben von
etwa D/10 gut angendhert wird. Der Grenzwert des Bruchdrucks liegt dabei um etwa
10% tiber dem Startwert der Untersuchung mit bei einer Scheibendicke von D /4.

Die vorgestellten Untersuchungen zum Einfluss der Diskretisierung des FE-Netzes auf
den Bruchdruck zeigen eine deutliche Netzabhidngigkeit. Dies gilt sowohl fiir das FE-
Netz quer zur Tunnelachse als auch fiir dessen Erweiterung in rdumlicher Ausrichtung.
Ab einer bestimmten Feinheit des Netzes wird fiir den Bruchdruck dann ein konstanter
Wert berechnet. Fiir die Elementldnge im Querschnitt der Ortsbrust sind 1/10 des Tunnel-
durchmessers ein sinnvoller Wert, fiir den ausreichend genaue Ergebnisse erzielt werden.
Die Abweichungen zum Grenzwert mit noch feineren FE-Netzen bleiben dann im Bereich
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Abbildung 4.25: Normierter Bruchdruck als Funktion der Feinheit des Netzes langs der
Tunnelachse

a) b)

Abbildung 4.26: a) sinnvolle Anordung der Netzebenen, b) schlechte Anordnung der Net-
zebenen. Der Bruchkorper vor der Ortsbrust ist in hellgrauer Farbe hinterlegt

von etwa 2%. Um ein ausreichend genaues Ergebnis zu erzielen, sollte in raumlicher Aus-
dehnung des FE-Netzes, im Bereich des Bruchkorpers, ebenfalls im Mittel eine Dicke der
Elementscheiben von etwa 10—12% des Tunneldurchmessers eingehalten werden. Unmit-
telbar an der Ortsbrust ist der Abstand klein zu wéahlen, dieser kann mit zunehmendem
Abstand zur Ortsbrust dann schrittweise vergrofiert werden. Dies ist exemplarisch in ei-
nem Langsschnitt in Abbildung 4.26 dargestellt, wobei Bruchkorper vor der Ortsbrust
symbolisch in hellgrauer Farbe angedeutet ist.

Eine tibertrieben feine Netzgenerierung ist in Anbetracht der damit verbundenen Berech-
nungszeit abzuwdgen. Mit der entsprechenden Feinheit des FE-Netzes nimmt die Re-
chenzeit sehr stark zu. Die Vorgestellten Untersuchen wurden mit einem Computer mit
einer Taktfrequenz von 500M H z und einem Arbeitsspeicher von 512M B durchgefiihrt.
Die Berechnungen mit einem grob gehaltenen FE-Netz entsprechend Abbildung 4.22a
bendtigt etwa 10 Minuten, bei einem feinen Netz entsprechend Abbildung 4.24 kann die
Berechnungszeit auf 1 bis 2 Stunden ansteigen. Durch Programmoptimierung und durch
die rasche Entwicklung der Hardware-Technik wird wohl in Zukunft der Zeitfaktor je-
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Abbildung 4.27: Einfluss des tolerierten Gleichgewichtsfehlers auf die Genauigkeit der
Berechnung

doch immer weiter in den Hintergrund treten, so dass die Verwendung feiner FE-Netze
problemlos moglich sein wird.

4.8 Einfluss des tolerierten Gleichgewichtsfehlers auf die
Genauigkeit

Zur Beurteilung des Einflusses des tolerierten Gleichgewichtsfehlers (siehe Unterkapitel
4.5) wurden Berechnungen fiir einen Tunnel in kohdsionslosem Boden mit einem effek-
tiven Reibungswinkel von ¢’ = 30° und einer Wichte von v = 20kN/m? durchgefiihrt.
Verwendet wurde das sehr fein diskretisierte FE-Netz aus Abbildung 4.24c mit 7398 Ele-
menten und 20390 Elementknoten. Bei unverdnderten Ausgangsbedingungen wurde fiir
die Berechnung zur Ermittlung des Bruchdrucks p; systematisch der tolerierte Gleichge-
wichtsfehler variiert. Berechnungen wurden durchgefiihrt fiir einen Fehler von 1%, 3%,
5% sowie 10%. Die Ergebnisse der Analysen sind in Form von Lastverschiebungskurven
in Abbildung 4.27 dargestellt, wobei auf der vertikalen Achse der normierte Stiitzdruck
und auf der Horizontalachse die Verschiebung des Kontrollpunkts dargestellt ist. Der
Kontrollpunkt befindet sich in der Mitte der Ortsbrust. Aus Griinden der Ubersichtlich-
keit ist nicht der gesamte Verlauf der Kurven dargestellt, sondern lediglich der Bereich
fiir normierte Stiitzdriicke < 0, 5. Der Startpunkt der Kurven liegt bei einem Wert von 1, 8
fiir den normierten Stiitzdruck.

Der prinzipielle Verlauf der vier Stiitzdruck-Verschiebungskurven ist zunédchst bei allen
Kurven dhnlich. Bei der Reduzierung des Stiitzdrucks nehmen die Verschiebungen nur
in geringem Mafle zu, werden jedoch mit Erreichen des Bruchdrucks p; sehr grofs, so
dass die Kurven einen horizontalen Verlauf annehmen. Der Unterschied der Stiitzdruck-
Verschiebungskurven liegt im Detail. Bei tolerierten Gleichgewichtsfehlern von 1% und
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3% ist im Verlauf der beiden Kurven kein Unterschied festzustellen. Die Kurven haben
einen stetigen gleichméfiigen Verlauf und konvergieren in gleicher Weise. Der Vergleich
der beiden Kurven zeigt, dass der numerische Fehler sich nicht auf das Ergebnis auswirkt
und bei einer weiteren Reduzierung des tolerierten Gleichgewichtsfehlers kein akkurate-
res Ergebnis zu erwarten ist. Die Berechnung mit einem tolerierten Fehler von 3% ist also
ausreichend genau. Mit nur geringen Abweichungen ist fiir das vorliegende Beispiel auch
mit einem relativ grofien tolerierten Gleichgewichtsfehler von 5% ein akkurates Ergebnis
fiir den Bruchdruck zu verzeichnen. Eine andere Situation ergibt sich fiir die berechne-
te Druck-Verschiebungskurve mit einem tolerierten Gleichgewichtsfehler von 10%. Die
Kurve weicht deutlich von den Berechnungen mit kleinen Fehlern ab und zeigt dabei
keinen gleichméfiigen, sondern einen abgehackten eckigen Verlauf. Dies ist vor allem im
Anfangsbereich der Kurve der Fall. Durch den grofieren tolerierten Fehler sind bei der Re-
duzierung des Stiitzdrucks grofiere Lastschritte moglich, da durch die grofiere Toleranz
der Iterationsprozess schneller beendet wird und das Programm daraufhin die Grofie des
folgenden Lastschritts erhoht. Deswegen sind bei einem grofseren tolerierten Fehler ins-
gesamt weniger Berechnungsschritte notwendig, um den Stiitzdruck zu reduzieren. Wird
dagegen nur ein niedriger tolerierter Fehler von z.B. 3% zugelassen, dann sind insgesamt
mehr Lastschritte erforderlich und man erhélt dadurch einen gleichmaéfiigeren und ge-
naueren Verlauf der Kurven. Néahert sich der Kurvenverlauf dem Bruchdruck, so gleichen
sich die Verldufe aller Kurven jedoch wieder an. Zwar wird bei allen Berechnungen ein
dhnlicher Bruchdruck p; berechnet, jedoch bewirkt der hohe Gleichgewichtsfehler 10% ei-
ne gewisse Streuung der Ergebnisse, was zu einem ungenauen Wert fiir den Bruchdruck
py mit einer Abweichung von 6% fiihrt.

Als Empfehlung kann aus den vorgestellten Berechnungen geschlossen werden, dass bei
einem tolerierten Gleichgewichtsfehler von 3% (Standard-Einstellung im verwendeten
FE-Programm PLAXIS 3D-TUNNEL) ein akkurates, genaues Ergebnis erzielt wird. Ein ak-
kurates Ergebnis wird im vorgestellten Beispiel zwar auch mit einem tolerierten Gleich-
gewichtsfehler von 5% erzielt, jedoch sollte dies nicht als eine allgemein giiltige Emp-
fehlung aufgenommen werden, da in der vorliegenden Untersuchung nur ein speziel-
les Randwertproblem behandelt wurde. In Studien weiterfithrender Forschungsarbeiten
wiren diesbeziiglich z.B. Analysen fiir Tunnels mit unterschiedlichen Uberdeckungen
oder auch fiir Tunnels mit verschiedenen Abschlagslangen durchzufiihren. Abschliefiend
bleibt festzustellen, dass die Verwendung von grofien tolerierten Gleichgewichtsfehlern
zwar zu kiirzeren Berechnungszeiten fiihrt, jedoch erhélt man dadurch auch ein unge-
naueres Ergebnis und ist deswegen nicht zu anzuraten.






Kapitel 5: Bruchdruck beim Schildvortrieb

5.1 Einfithrung

Die Verfahrenstechnik des Schildvortriebs und die unterschiedlichen Methoden zur Stiit-
zung der Ortsbrust wurden ausfiihrlich in Unterkapitel 2.2 beschrieben. Charakteristisch
fiir den Schildvortrieb ist, dass die Sicherung der Tunnelrohre durch den Schild bis hin
zur Ortsbrust sichergestellt ist, d.h. die Abschlagsldnge d in Abbildung 3.1 ist gleich null.
Auf der Grundlage von Gleichung 3.5 soll mit Hilfe von dreidimensionalen FE-Berech-
nungen eine einfache Formel zur Berechnung des Bruchdrucks p; fiir den Schildvortrieb
entwickelt werden. Ziel ist es dabei, die Formelbeiwerte Np, N, und N, zu bestimmen.
Die Koeffizienten sollen moglichst durch einfache Funktionen, abhédngig vom Reibungs-
winkel ¢’, beschrieben werden, wie schematisch in Abbildung 5.1 fiir Np und N, dar-
gestellt. Dafiir ist es notwendig, die Auswirkung der einzelnen Parameter des verwen-
deten Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetzes sowie der geometrischen Daten des Tunnels
festzustellen und zu charakterisieren. Diese sind der Erdruhedruckbeiwert K, der Dila-
tanzwinkel ¢/, der Reibungswinkel ', die Kohédsion ¢/, der Durchmesser D und die Uber-
deckung H des Tunnels. Der Einfluss der einzelnen Parameter wird in den nachfolgenden
Kapiteln analysiert.

5.2 Einfluss der Parameter K, v, v und E

5.2.1 Einfluss des Erdruhedruckbeiwerts K|

Bei der Durchfiihrung von numerischen Stabilitidtsanalysen der Ortsbrust, wie in Un-
terkapitel 4.3 beschrieben, stellt sich die Frage welcher Erdruhedruckbeiwert K, fiir die
Ermittlung des Primdrspannungszustands zu wihlen sei. Ein hoher Wert fiir K ist im
Primédrspannungszustand mit einer grofsen Horizontalspannung, ein niedriger K,-Wert
mit einer geringen Horizontalspannung verbunden. In der nachfolgenden Studie gilt es
nun zu untersuchen, ob der Erdruhedruckbeiwert K, nun auch auf den Bruchdruck p,
Einfluss nimmt. Um dies zu erfassen, werden sowohl Berechnungen fiir flach- als auch fiir
tiefliegende Tunnels in unterschiedlichen Baugrundsituationen mit variierten Erddruck-
beiwerten vorgestellt.

In der ersten Studie wurden Analysen mit dem assoziierten Tresca-Modell, d.h. dem Mohr-
Coulomb’schen Sonderfall ) = ¢ = 0°, fiir einen flachliegenden Tunnel mit einem Durch-
messer von D = 10m und einer Uberdeckung von H = D durchgefiihrt. Der Erdruhe-
druckbeiwert wurde fiir die Berechnungen zu K, = 0,75 bzw. zu K, = 1,25 angenom-
men. An der Ortsbrust wurde in beiden Féllen der Stiitzdruck bis zum Erreichen des
Bruchdrucks p; reduziert. Abbildung 5.2 zeigt die Ergebnisse dieser Analysen in Form
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Abbildung 5.1: Erwarteter Verlauf der Koeffizienten N. und Np als Funktion des Rei-
bungswinkels ¢’

von Druck-Verschiebungskurven fiir einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust.
Trotz des unterschiedlichen Primédrspannungszustands wird bei beiden Berechnungen
der selbe Wert fiir den Bruchdruck p; gefunden.

Im zweiten Fall wird ein tiefer liegender Tunnel mit D = 4m und H = 5D in einem dila-
tanzlosen Boden mit einem Reibungswinkel von ¢’ = 30° und einer effektiven Kohédsion
von ¢ = 5kN/m? betrachtet; d.h. es liegt ein nicht-assoziiertes Materialverhalten (' # )
vor. Der Stiitzdruck an der Ortsbrust wird bis zum Erreichen des Bruchzustands redu-
ziert. Abbildung 5.3 zeigt die entsprechenden Berechnungsergebnisse, wobei die Ver-
schiebungen fiir einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust, abhdngig vom Stiitz-
druck, aufgetragen sind. Die Berechnungen wurden in diesem Beispiel zum einen fiir
Ky = 0,5 und zum anderen fiir K, = 2 durchgefiihrt. Obwohl es durch die verschiede-
nen Erdruhedruckbeiwerte zu einem deutlichen Unterschied der Ausgangsspannungen
im Baugrund fiihrt, zeigt sich auch bei diesem Beispiel deutlich, dass fiir unterschiedliche
Erdruhedruckbeiwerte K, der gleiche Bruchdruck fiir die Ortsbrust berechnet wird.
Zusammenfassend kann aus den vorgestellten Analysen festgestellt werden, dass der Er-
druhedruckbeiwert K, keinen Einfluss auf den Bruchdruck ausiibt. Bei hohen Werten
von K, ergeben sich zwar bis zum Erreichen des Bruchdrucks grofiere Verformungen
der Ortsbrust, der Bruchdruck dagegen dndert sich nicht. Aufgrund der Unabhéngigkeit
des Bruchdrucks vom Erdruhedruckbeiwert, sind alle weiteren Berechnungen fiir einen
Erdruhedruckbeiwert von K, = 1.
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Abbildung 5.2: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein reibungsfreies Materialver-
halten. Sowohl fiir die Berechnung mit K, = 0, 75 als auch mit K, = 1,25 wird der gleiche
Bruchdruck p; ermittelt
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Abbildung 5.3: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein Reibungsmaterial. Sowohl
fiir die Berechnung mit K, = 0,5 als auch mit K, = 2 wird der gleiche Bruchdruck py
ermittelt
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Abbildung 5.4: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein Reibungsmaterial. Sowohl
fiir die Berechnung mit ¢ = 0° als auch mit ¢y = 30° wird der gleiche Bruchdruck p;
ermittelt

5.2.2 Einfluss des Dilatanzwinkels v

Im vorigen Abschnitt wurde gezeigt, dass der Bruchdruck p; unabhédngig von K, ist.
Es ist hingegen nicht auszuschliefien, dass der Bruchdruck vom Dilatanzwinkel 1) be-
einflusst wird. Numerische Untersuchungen zum Einfluss der Dilatanz bei Grenzlastbe-
rechnungen zeigen De Borst & Vermeer [18]. Fiir die Grundbruchlast eines vollig schlaffen
kreisformigen Fundaments stellen sie fest, dass der Dilatanzwinkel keine Auswirkung
auf die Bruchlast hat. Erklart wird dieser Sachverhalt dadurch, dass der Boden nicht dar-
an gehindert wird, seitlich auszuweichen und deswegen einer Volumendehnung durch
Dilatanz nichts entgegenwirkt. Es stellt sich nun die Frage, ob sich fiir den Bruchdruck py
der Ortsbrust ein vergleichbares Verhalten ergibt, oder nicht. Entsprechend den Untersu-
chungen in Abschnitt 5.2.1 zum Ausgangsspannungszustand, werden nachfolgend zwei
Berechnungsbeispiele vorgestellt, die diesen Einfluss aufzeigen sollen.

Im ersten Beispiel wird ein Tunnel mit Durchmesser D = 4m und einer Uberdeckung
H = 16m in kohédsionslosem Boden mit einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 30°
untersucht. Fiir einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust zeigt Abbildung 5.4 Aus-
schnitte der berechneten Druck-Verschiebungskurven ab einem Stiitzdruck von 70k Pa.
Die Anfangsbereiche der beiden Kurven sind aus Griinden der Ubersichtlichkeit nicht
dargestellt. Beide Druck-Verschiebungskurven beginnen bei einem Ausgangsdruck von
p = 360kPa. Die obere Kurve ist fiir einen hypothetischen Boden mit ¢’ = ¢ = 30°. Die
untere Kurve ist fiir ein realistisches nicht-dilatantes Material mit ¢» = 0°. Die Druck-
Verschiebungskurven der beiden FE-Berechnungen zeigen, dass der Einfluss des Dila-
tanzwinkels vernachldssigbar ist; bei beiden Berechnungen wird der gleiche Bruchdruck
ps berechnet.

Abbildung 5.5 zeigt die berechneten Druck-Verschiebungskurven des zweiten Berech-
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Abbildung 5.5: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein Reibungsmaterial. Sowohl
fiir die Berechnung mit ¢ = 0° als auch mit ¢ = 40° wird der gleiche Bruchdruck p;
ermittelt

nungsbeispiels. Betrachtet wird der Einfluss von v auf den Bruchdruck eines Tunnels mit
Durchmesser D = 5m und einer Uberdeckung von H = 10m. Der Tunnel befindet sich in
einem kohésionslosen Boden mit einem effektiven Reibungswinkel von ¢" = 40°. Entspre-
chend dem vorigen Beispiel sind Ausschnitte der berechneten Druck-Verschiebungskurven
dargestellt. Die Druck-Verschiebungskurven beginnen beide bei einem initialen Stiitz-
druck von p = 250k Pa, dargestellt ist jedoch nur der Bereich ab p = 50kPa. Die obere
Kurve ist fiir einen hypothetischen Boden mit ¢’ = ¢ = 40°, die untere Kurve wurde fiir
ein nicht-dilatantes Material mit ) = 0° berechnet. Entsprechend dem ersten Beispiel ist
auch hier der Einfluss des Dilatanzwinkels auf den Bruchdruck vernachléssigbar, so dass
bei beiden Berechnungen der gleiche Bruchdruck berechnet wird.

Zum Abschluss der Analyse kann gefolgert werden, dass die Berechnungen mit assozi-
ierter Fliefsregel, d.h. ¢’ = v bei etwas grofieren Verformungen der Ortsbrust den gleichen
Bruchdruck erreichen, wie fiir nicht-assoziiertes Materialverhalten mit ¢» = 0°. Der Bruch-
druck ist demnach unabhédngig vom Dilatanzwinkel ). Alle weiteren Berechnungen in
dieser Arbeit werden deswegen fiir nicht-dilatantes Material mit 1) = 0° durchgefiihrt.
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Abbildung 5.6: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein Reibungsmaterial. Sowohl
fiir die Berechnung mit v = 0,2 als auch mit v = 0,4 wird der gleiche Bruchdruck p,
ermittelt

5.2.3 Einfluss der Querdehnungszahl v

Bislang wurde in den vorangegangenen Kapiteln festgestellt, dass sowohl der Erdruhe-
druckbeiwert als auch der Dilatanzwinkel den Bruchdruck p; nicht beeinflussen. Fiir die
Stabilitdt einer Boschung zeigen Vermeer & van Langen [76] den Einfluss der Querdeh-
nungszahl v auf und beschreiben, dass bei assoziiertem Materialverhalten Bruchlastbe-
rechnungen zu einem einheitlichen Ergebnis fithren. Dies bedeutet, dass die Bruchlast
unabhingig vom Ausgangsspannungszustand, den Elastizitdtsparametern und der Bela-
stungsgeschichte ist, was fiir nicht-assoziiertes Materialverhalten (¢’ # ) nicht der Fall
ist. Mit Hilfe von numerischen Untersuchungen zeigen Vermeer & van Langen jedoch, dass
auch bei ¢’ # 1 mit verschiedenen Querdehungszahlen v die gleiche Bruchlast berechnet
wird. Bei einer hohen Querdehnungszahl zeigt sich ein wesentlich steiferes Verhalten der
Boschung als bei einer kleiner Querdehnungszahl. Zunédchst wird bei einem grofien v fiir
die Grenzlast ein Peak-Wert berechnet; dieser Wert nimmt aber mit zunehmender Defor-
mation wieder ab, so dass die gleiche Bruchlast wie bei einer kleinen Querdehnungszahl
berechnet wird. Die Frage, inwieweit sich die Querdehnungszahl » auf den Bruchdruck
an der Ortsbrust eines Tunnels auswirkt, soll anhand der nachfolgenden Berechnungs-
beispiele aufgezeigt werden.

Betrachtet wird ein Tunnel mit einem Durchmesser D = 5m und einer Uberdeckung
von H = 2D in einem kohésionslosen Boden mit ¢ = 30° und ¢ = 0°. Fiir die erste
FE-Berechnung wurde die Querdehnungszahl zu v = 0, 2, fiir die zweite Berechnung zu
v = 0,4 angenommen. Bei beiden Berechnungen wurde der Stiitzdruck an der Ortsbrust
bis zum Erreichen des Bruchdrucks p; reduziert. In Abbildung 5.6 sind die berechneten
Druck-Verschiebungskurven, fiir einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust, darge-
stellt. Der Verlauf der beiden Kurven zeigt deutlich, dass fiir beide FE-Berechnungen der
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Abbildung 5.7: Errechnete Last-Verschiebungskurven fiir ein Reibungsmaterial. Sowohl
tiir die Berechnung mit £ = 1000 Pa als auch mit £/ = 500M Pa wird der gleiche Bruch-
druck p; ermittelt

gleiche Bruchdruck p; ermittelt wird. Lediglich der Kurvenverlauf unterscheided sich et-
was, bei v = 0,2 sind im Vergleich zu v = 0,4 die Verschiebungen des Kontrollpunktes
bei der Reduzierung des Stiitzdrucks etwas grofler, der Bruchdruck ist fiir beide Félle
aber gleich.

5.2.4 Einfluss des Elastizititsmoduls F

Entsprechend den vorangegangenen Berechnungen zu K, ¢ und v wird nachfolgend die
Auswirkung des Elastizitditsmoduls £ auf den Bruchdruck aufgezeigt. F ist ein Parame-
ter der ausschliefslich das linear-elastische Verhalten des Bodens beschreibt, und keinen
Einfluss auf die Scherfestigkeit hat. Es ist also davon auszugehen, dass deswegen der Ela-
stizitdtsmodul £ auch keinen Einfluss auf den Bruchdruck p; ausiibt. Dies gilt zumindest
fiir den Fall kleiner Verschiebungen im Baugrund, so dass Anderungen der Ortsbrust-
geometrie entsprechend der Theorie 2. Ordnung keinen Einfluss ausiiben.

Bei grofien Verformungen im Baugrund ist andererseits davon auszugehen, dass sich der
Einfluss der Theorie 2. Ordnung auf den Bruchdruck auswirkt. Der Einfluss der Theo-
rie 2. Ordnung kann bei FE-Berechnungen durch das sogenannte Updated Mesh Verfahren
berticksichtigt werden; hierbei werden Zusatzkrifte, die infolge der Knotenverschiebun-
gen entstehen, beriicksichtigt. Anderungen der Netzgeometrie durch die Verformung der
Ortsbrust entsprechend der Theorie 2. Ordnung, wurden jedoch bei den numerischen Un-
tersuchungen dieser Forschungsarbeit nicht berticksichtigt, d.h. die Berechnungen wur-
den nicht mit dem Updated Mesh Verfahren durchgefiihrt. Die Elementknoten des FE-
Netzes behalten wihrend der gesamten Berechnung die selben Koordinaten bei.
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Es wird ein Tunnel in einem Boden mit ¢’ = 30°, ¢ = 0° und v = 0, 3 betrachtet. Der
Durchmesser des Tunnels ist D = 5m, die Uberdeckung ist H = 2D. Es wurden zwei FE-
Berechnungen durchgefiihrt, wobei im ersten Fall £ = 100M Pa und im zweiten Fall £ =
500M Pa betrdgt. Die Ergebnissee der Berechnungen sind in Abbildung 5.7 als Druck-
Verschiebungskurven fiir einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust dargestellt. Die
Kurven verdeutlichen den eingangs aufgezeigten Sachverhalt, dass sich E ausschliefilich
auf die Verschiebungen, aber nicht auf p; auswirkt. Fiir beide Berechnungen wird der
gleiche Bruchdruck p; berechnet. Bis zum Erreichen des Bruchdrucks betrdgt jedoch bei
E = 100M Pa die Verschiebung des Kontrollpunkts das Fiinffache der Verschiebungen
wie bei der FE-Berechnung mit £/ = 500M Pa.

Wiirde man die Berechnungen mit dem Updated Mesh Verfahren durchfiihren, d.h. Ande-
rungen der Ortsbrustgeometrie berticksichtigen, sind unterschiedliche Ergebnisse fiir den
Bruchdruck p; zu erwarten. Es ist davon auszugehen, dass fiir die Berechnung mit £ =
100M Pa aufgrund der grofieren Verschiebungen ein leicht groflerer Bruchdruck ermittelt
wird, als fiir die Berechnung mit £ = 5000/ Pa. Da jedoch die Verformungen an der Orts-
brust insgesamt sehr klein sind, fillt dieser Unterschied nur sehr gering aus und kann
daher vernachléssigt werden. Berechnungen sind deswegen mit dem Updated Mesh Ver-
fahren zur Bruchdruckberechnung nicht notwendig.

AbschliefSend bleibt zu resiimieren, dass sowohl der Erdruhedruckbeiwert K, der Dila-
tanzwinkel ¢, die Querdehnungszahl v als auch der Elastizititsmodul £, zumindest bei
kleinen Verformungen und bei Vernachladssigung der Theorie 2. Ordnung, keinen Einfluss
auf den Bruchdruck p; haben. Fiir den effektiven Reibungswinkel ¢’ und die effektive
Kohdsion ¢’ ergibt sich ein anderer Sachverhalt. Dies wird ausfiihrlich in den nachfolgen-
den Unterkapiteln 5.3 und 5.4 gezeigt.



5.3 Einfluss des Reibungswinkels 75

5.3 Einfluss des Reibungswinkels

Im vorigen Unterkapitel 5.2 wurde gezeigt, dass die Parameter Ky, ¢, v und E keinen
Einfluss auf den Bruchdruck p haben. In diesem Kapitel wird nun beschrieben, wie stark
der Bruchdruck der Ortsbrust vom Reibungswinkel des Bodens abhingig ist.

5.3.1 Gewolbewirkung an der Ortsbrust

Es soll gezeigt werden, dass bei Reibungswinkeln von ¢’ = 20° und grofier, sich im Bau-
grund vor der Ortsbrust ein tragendes Gewolbe bildet. Durch diese Gewdlbewirkung
ergibt sich ein tiefenunabhédngiger Bruchdruck p;. Bei geringeren Reibungswinkeln ist
dies jedoch nicht der Fall.

Abbildung 5.8 zeigt den Einfluss des Reibungswinkels auf den Bruchdruck fiir unter-
schiedliche Uberdeckungen des Tunnels bei ' < 20°. Die Ergebnisse der FE-Berechnungen
sind als Punkte dargestellt. Fiir ein reibungsloses Material ist eine fast lineare Zunah-
me des Bruchdrucks p; mit zunehmender Tunneliiberdeckung zu verzeichnen. Hier zei-
gen die FE-Ergebnisse eine exzellente Ubereinstimmung mit der aus Versuchsergebnis-
sen stammenden Kurve nach Kimura & Mair [31] und wird von Gleichung 3.15 beschrie-
ben. Bereits bei einem geringen Reibungswinkel von ¢' = 10° wird der Einfluss der Tun-
neliiberdeckung sptirbar kleiner und bei einem moderaten Reibungswinkel von ¢’ = 20°
hat die Uberdeckung iiberhaupt keinen Einfluss mehr auf den Bruchdruck. Der Winkel
von ¢’ = 20° wird deswegen in den weiteren Betrachtungen als Grenzwert betrachtet,
ab welchem der Bruchdruck unabhingig von der Tunneliiberdeckung ist. Aus Abbil-
dung 5.8 geht hervor, dass dieser Grenzwert bereits bei einer geringen normierten Uber-
deckung von H/D = 0,5 gilt. Die Betrachtung des Bruchdrucks fiir Reibungswinkel
@' > 20° folgt in Abschnitt 5.3.2.

Neben der Berechnung des Bruchdrucks p; bietet die FE-Methode einen Einblick in den
Spannungszustand des Baugrunds im Bereich der Tunnelortsbrust. Einen visuellen Ein-
druck iiber den erheblichen Einfluss des Reibungswinels geben die Abbildungen 5.9 und
5.10 fiir einen Tunnel mit einer normierten Tunneliiberdeckung von H/D = 5. In Schnit-
ten entlang der Tunnelldngsachse werden Ausschnitte aus dem unmittelbaren Bereich
der Ortsbrust von kreisrunden Tunnels gezeigt, deren Ausbau bis an die Ortsbrust reicht.
Dargestellt sind zundchst Resultate fiir reibungsfreien Boden, zweitens fiir Boden mit ei-
nem Reibungswinkel ¢’ = 20° und im dritten Fall fiir einen hohen Reibungswinkel von
¢’ = 35°. In allen drei Fillen besitzt der Boden keine Kohésion und der Dilatanzwinkel
ist ¢ = 0. Der Sttitzdruck wurde bis zum Verbruch der Ortsbrust reduziert.

Abbildung 5.9 zeigt den Verlauf der Hauptspannungen, die durch Spannungskreuze dar-
gestellt sind. Grofie Kreuze stehen fiir hohe Spannungen, kleine fiir geringe Spannungen.
An der Ausrichtung und Grofie der der Hauptspannungen im Bruchzustand ist in Abbil-
dung 5.9b und c sehr deutlich zu erkennen, wie sich in Reibungsbdden ein Gewdlbe aus-
bildet, wohingegen sich dies bei reibungsfreiem Material in Abbildung 5.9a nicht erken-
nen ldsst. Ausgehend vom initialen Spannungszustand reduzieren sich beim Reibungs-
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Abbildung 5.8: Normierte Bruchdriicke als Funktion der normierten Uberdeckung des
Tunnels bei geringen Reibungswinkeln. FE-Resultate sind punktuell dargestellt. Die Be-
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Abbildung 5.9: Errechnete Hauptspannungen beim Bruch sind als Kreuze in einem
Langsschnitt durch den Tunnel mit H/D = 5 dargestellt. Richtung und Groéfie eines Kreu-
zes entsprechen der Hauptspannungsausrichtung und der Hauptspannungsgrofie

material mit ¢’ = 35° die Spannungen nahe der Ortsbrust fast auf Null, was einen sehr
geringen Bruchdruck bedeutet. Es bildet sich hier ein extrem starkes Gewdlbe zwischen
Firste und Sohle des Tunnels aus, wodurch sich der Baugrund auch zum grofien Teil selbst
tragen kann. Bereits bei Boden mit einem moderaten Reibungswinkel von ¢’ = 20° (Ab-
bildung 5.9b) entwickelt sich ein deutliches Gewdlbe, so dass dies bei einer signifikanten
Reduzierung der Spannungen an der Ortsbrust einen geringer Bruchdruck bedeutet. Das
Gewdlbe ist in diesem Fall schon so kréftig ausgepragt, dass der Bruchdruck unabangig
von der Uberdeckung des Tunnels ist. Bei Material ohne Reibung gibt es dagegen nur
eine sehr geringe Reduzierung der Spannungen, die um ein vielfaches niedriger als bei
Reibungsmaterial ist. Der Baugrund kann hier nur einen sehr geringen Anteil zur Stabi-
lisierung der Ortsbrust beitragen, was zu einem hohen Bruchdruck fiihrt.
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Abbildung 5.10: Inkrementelle Verschiebungen im Bruchzustand. In der oberen Bildreihe
sind die Verschiebungen in hellen und grauen Schattierungen dargestellt, unten als Pfeile

Zum Ausdruck kommt der Einfluss des Reibungswinkels auch am Erscheinungsbild des
Verbruchs (Abbildung 5.10). In den Bildern a bis ¢ sind inkrementelle Verschiebungen
in Grauschattierungen, in den Bildern a’ bis ¢’ in Form von Pfeilen fiir die Beispiele aus
Abbildung 5.9 dargestellt. Die gezeigten Verschiebungsinkremente korrespondieren zum
Bruchzustand, in dem die Verschiebungen bei konstanten Druck an der Ortsbrust stetig
zunehmen. Wihrend sich bei Reibungsmaterial ein Fliefsbereich, dhnlich einem Gleitkeil
ausbildet, fiihrt der Verbruch im Fall von ¢ = 0° zu einer gleichméfligen Intrusion des
Baugrunds in die Tunnelrdhre, vergleichbar mit einer Fliissigkeit. Bei reibungslosem Bo-
den entwickelt sich der Fliefsbereich in einem grofien Bereich vor der Ortsbrust, mit Zu-
nahme des Reibungswinkels wird dieser FlieSbereich immer kleiner. Im Falle von ¢ = 35°
bildet sich ein derart starkes Gewdlbe aus, so dass nur eine lokal sehr begrenzte Bruch-
scholle vor der Ortsbrust entsteht.

5.3.2 Durchmesserbeiwert Np

In Abschnitt 5.3.1 wurde der Einfluss des Reibungswinkels auf die Gewdlbewirkung an
der Ortsbrust betrachtet. Dabei wurde festgestellt, dass der Bruchdruck p; bei einem
Reibungswinkel von 20° unabhingig von der Uberdeckung des Tunnels ist. Die Folge
der reibungsabhidngigen Gewolbewirkung ist betrdchtlich. Bei hohen Reibungswinkeln
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bildet sich ein ausgeprégtes Gewdlbe unmittelbar vor der Ortsbrust. Dieses sehr lokale
Gewdlbe bildet sich sogar bei flach liegenden Tunnels mit einer relativen Uberdeckung
von H/D = 0,5 aus. Das Gewdlbe tragt die dartiberliegende Bodensdule. Weitere FE-
Berechnungen fiir Reibungswinkel zwischen 20° und 40° bestédtigen diesen Sachverhalt.
Dies kann direkt aus den Berechnungsergebnissen in Abbildung 5.11 geschlossen wer-
den. Dargestellt ist der normierte Bruchdruck p;/vD fiir eine Serie von 25 unterschied-
lichen Berechnungen fiir kohédsionslose Boden mit Reibungswinkeln zwischen 20° und
40°. Die normierten Uberdeckungen wurde im Bereich von H/D = 0,5 bis H/D = 7
variiert. Die Ergebnisse der FE-Berechnungen zeigen, dass es bei diesen Reibungsbdden
kein Einfluss der Tunneliiberdeckung auf den Stiitzdruck p; gibt. Der Bruchdruck ist bei
Boden mit einem Reibungswinkel ¢ > 20°, vollig unabhéngig von der Uberdeckung des
Tunnels. Die Tatsache, dass die Gewdlbewirkung vor der Ortsbrust die gesamte Last aus
der Bodensdule iiber dem Tunnel trdgt impliziert, dass auch eine zusitzliche Flachenlast
an der Geldndeoberfldche keinen Einfluss auf den Bruchdruck p; hat. Der Einfluss einer
Flachenlast an der Geldndeoberfldiche wird in Abschnitt 5.4.2 ndher betrachtet.

Die Tatsache, dass der Bruchdruck bei Boden mit ¢ > 20° unabhédngig von der Tun-
neliiberdeckung ist, ldsst den Grund zur Annahme einer einfachen Formel fiir den Bruch-
druck zu. Dabei hdngt der Bruchdruck ausschliefilich von den Scherparametern ¢’ und ¢,
der spezifischen Materialwichte v und dem Tunneldurchmesser D ab. Fiir einen kohaési-
onslosen Boden mit ¢ = 0 kann fiir den Bruchdruck Gleichung 3.10 vereinfacht geschrie-
ben werden:

Die einzigste Unbekannte in Gleichung 5.1 ist der Durchmesserbeiwert Np. Die Ermitt-
lung des Durchmesserbeiwerts erfolgt durch Auswertung der FE-Berechnungen aus Ab-
bildung 5.11. In Abbildung 5.11 ist der Bruchdruck normiert dargestellt. Der normierte
Bruchdruck p;/vD bei kohédsionslosen Boden entspricht dann dem Durchmesserbeiwert.
Fiir die weitere Bearbeitung wurde der Mittelwert der in Abbildung 5.11 als Punkte dar-
gestellten FE-Ergebnisse verwendet. Der durch den Tunneldurchmesser D und die spe-
zifische Materialwichte v normierte Bruchdruck wird in Abbildung 5.12 als Koeffizient
Np = ps/vD, in Abhédngigkeit des effektiven Reibungswinkels ¢, aufgezeichnet. Die nu-
merischen Resultate lassen sich mit einer besonders einfachen Funktion fiir den Durch-
messerbeiwert N fassen, welche ausschlieSlich von ¢ abhdngig ist:

1
~ 9tang’

Np 0,05 (5.2)

5.3.3 Durchmesserbeiwert N, im Vergleich zu anderen Forschungsar-
beiten

Die Berechnung des Bruchdrucks in kohédsionslosem Boden kann sehr einfach unter An-
wendung von Gleichung 5.2 fiir den Durchmesserbeiwert erfolgen. Zur Beurteilung der
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Abbildung 5.11: Errechnete Bruchdriicke fiir ¢ = 0 und ¢ = 0. Die Ergebnisse der FE-
Berechnungen sind als Punkte dargestellt, deren Mittelwerte sind als Linien
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Abbildung 5.12: Der Koeffizient Np als Funktion des Reibungswinkels, ermittelt auf-
grund der Daten in Abbildung 5.11

Formel fiir N, ist ein Vergleich mit Ergebnissen anderer Forschungsarbeiten ratsam. In
Abbildung 5.13 ist der Durchmesserbeiwert nach Gleichung 5.2 im Vergleich zu ande-
ren Forschungsergebnissen und Beobachtungen aus der Praxis als Funktion des effekti-
ven Reibungswinkels ¢’ aufgefiihrt. Die Ergebnisse der FE-Berechnungen sind als Punkte
dargestellt.

Die Ergebnisse der FE-Berechnungen haben eine sehr gute Ubereinstimmung mit der obe-
ren Schranke von Léca & Dormieux [42]. Dabei soll angemerkt werden, dass deren Losung
eine Grenzlinie im Sinne einer realen Losung tiber dieser Begrenzungslinie darstellt. Die
FE-Daten zeigen zudem eine treffende Ubereinstimmung mit den Ergebnissen einer Stu-
die von Krause [39]. Als kritische Bruchschale, welche in den Tunnel gleiten kann, findet
Krause eine Halbkugel mit N = £ cot ¢/. Die Ahnlichkeit zu Gleichung 5.2 ist iiberra-
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schend. Fiir kohdsionslose Boden liegen Krause’s Ergebnisse tendenziell auf der siche-
ren Seite, trotzdem sind sie sehr realistisch. Anagnostou & Koviri [4] prasentieren Kurven
fiir Np, die deutlich tiber den numerischen Ergebnissen liegen. Thr Bruchkérpermodell
zeigt unterschiedliche Kurvenverldufe fiir verschiedene relative Tunneliiberdeckungen
des Tunnels, was bei den Ergebnissen der FE-Berechnungen tiberhaupt nicht der Fall ist.
Die untere Begrenzung des schraffierten Bereichs gehort zu H/D = 1, die obere zu den
Fallen mit H/D > 5. Fiir Reibungswinkel von ¢’ < 30° ergibt deren Modell konservativ
sichere Ergebnisse fiir den Bruchdruck p;. Die Kurve von Atkinson & Mair [5] liegt im
gesamten Bereich sehr konservativ auf der sicheren Seite. Deren Ergebnisse basieren auf
2D-Experimenten, die ganz offensichtlich weit weniger Gewdlbewirkung entwickeln, als
an einer rdaumlichen Tunnelortsbrust entsteht.

Abschlieflend soll angemerkt werden, dass die meisten Modelle bei Reibungswinkeln
groler 40° konvergieren, weswegen sie alle eine einigermaflen gute Ubereinstimmung
mit experimentellen Daten von Chambon & Corté [15] besitzen, welche fiir einen Sand mit
einem Reibungswinkel von 38° — 42° ermittelt wurden. Deren experimentellen Ergebnis-
se, fiir ¢ = 0 sowie fiir ¢ = 2, 5kN/m?* werden durch den grau schattierten Balken abge-
deckt. Weiterhin zeigen die numerischen Ergebnisse eine exzellent Ubereinstimmung mit
dem Versuchsergebnis von Jancsecz & Steiner [28], welche bei einem Schildvortrieb den
Stiitzdruck bis zum Eintreten erster Brucherscheinungen reduzierten.

Der Vergleich der FE-Ergebnisse mit anderen Untersuchungen und die dabei festgestellte
sehr gute Ubereinstimmung unterstreicht die Richtigkeit der numerischen Untersuchun-
gen. Der ermittelte Durchmesserbeiwert Np aus Gleichung 5.2 stellt somit eine sehr gute
Grundlage fiir die weitere Forschungsarbeit dar. AbschliefSend soll angemerkt werden,
dass die meisten vorgestellten Modelle eine auf der sicheren Seite liegende Prognose fiir
den Bruchdruck abliefern. Jedoch stellt sich fiir kohdsive Boden das Gegenteil heraus, wie
im nachfolgenden Unterkapitel 5.4 gezeigt wird.

5.4 Einfluss der Kohdasion

In den vorigen Kapiteln wurde der Bruchdruck fiir Tunnels in koh&sionslosen Boden be-
trachtet und dabei eine sehr einfache Formel entwickelt, mit der p; berechnet werden
kann. In diesem Kapitel werden nun Tunnels in kohdsiven Boden mit einer effektiven
Kohiésion ¢ und einem effektiven Reibungswinkel ¢’ untersucht. Dabei gilt es, die zusétz-
lich auftretenden Einfliisse der Kohéasion in Form des Kohéasionsbeiwerts /N, als Funktion
von ¢’ zu erfassen, so dass der Bruchdruck nach der Bruchdruckformel Gleichung 3.5
bestimmt werden kann:

pF = —c N, +~DNp + qgN,
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Abbildung 5.13: Der Durchmesserbeiwert Np im Vergleich zu anderen Forschungsarbei-
ten

5.4.1 Kohisionsbeiwert N, - Theoretische Uberlegungen

Zunichst werden theoretische Uberlegungen zum Kohisionsbeiwert N, vorgestellt und
anschlieffend in Abschnitt 5.4.2 der Einfluss einer mdoglichen Fldchenlast an der Geldndeo-
berflache untersucht. Abschlieflend wird in Abschnitt 5.4.3 der Kohédsionsbeiwert durch
FE-Berechnungen {iberpriift. Einen Vergleich des Kohésionsbeiwerts N, zu Ergebnissen
anderen Forschungsarbeiten gibt Abschnitt 5.4.4.

Der Kohésionsbeiwert N, kann im Gegensatz zum Durchmesserbeiwert Np theoretisch,
auf Grundlage des Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetzes, hergeleitet werden. Dafiir ist es
notwendig, zundchst die Ortsbrust in einem kohésionslosen Boden im Bruchzustand zu
betrachten. Der Bruchdruck kann fiir diese Randbedingungen nach der einfachen Glei-
chung p; = vDNp berechnet werden. In kohédsiven Boéden wird die Formel um einen
Kohésionsanteil erganzt. Zur Bestimmung des Einflusses der Kohésion auf den Bruch-
druck werden im Polgenden theoretische Uberlegungungen anhand eines fiktiven Ge-
dankenmodells vorgestellt.

Zunichst wird die Ortsbrust eines Tunnels betrachtet, wobei der Stiitzdruck bereits bis
zum Bruchzustand reduziert wurde. An der Geldndeoberfliche des Modells wird ei-
ne Flachenlast ¢ angenommen. Ausgehend von diesem Zustand wird nun im néchsten
Schritt gedanklich im gesamten Baugrundmodell von den Hauptspannungen eine kon-
stante isotrope Spannung Ap subtrahiert. Bei dieser Spannungsreduzierung bleiben die
Gleichgewichtsbedingungen unverdndert. Dies gilt jedoch nicht in der bereits plastifizier-
ten Zone im Bereich der Ortsbrust, da hier der Bruchdruck p; schon erreicht wurde, und
die Flielbedingungen verletzt wiirden. Dieser Umstand wird durch die beiden Punk-
te A und B in Abbildung 5.14 verdeutlicht. In Abbildung 5.14 sind die Fliefsfunktionen
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Abbildung 5.14: Einfluss der Kohdsion auf den Bruchdruck; Darstellung in der Rendulic-
Ebene

fiir das Mohr-Coulomb’sche Bruchkriterium in der Rendulic-Ebene dargestellt. Fiir einen
kohésionslosen Boden schneiden sich die Fliefffunktionen im Ursprung des Koordinaten-
systems, der mogliche Spannungsbereich ist hellgrau hinterlegt.

Die beiden Punkte A und B symbolisieren den Spannungszustand von zwei verschie-
denen Gauss’schen Integrationspunkten. Punkt A stammt aus dem Bereich der Orts-
brust und ist bereits vollstindig plastifiziert und liegt auf der FliefSfunktion f = 0 des
kohésionslosen Bodens. Punkt B ist aus dem unbeeinflussten Bodenbereich fernab des
Bruchkorpers und ist keinerlei Scherbeanspruchung ausgesetzt. Der Spannungszustand
von Punkt B liegt im Gegensatz zu Punkt A auf der Raumdiagonalen. Versucht man nun
bei beiden Beobachtungspunkten, sowohl o} als auch ¢4 um die Spannung Ap zu redu-
zieren, so ist dies nur bei Punkt B moglich. Da Punkt A bereits vollstindig plastifiziert
ist, ist hier eine isotrope Spannungsreduzierung nicht moglich.

Der Verletzung der FliefSbedingung durch Punkt A, kann durch die Einfithrung der Kohési-
onmit ¢ = Aptan ¢’ entgegengewirkt werden, welche die Mohr-Coulomb’sche Umbhdillen-
de um den Betrag Ap verschiebt. Fiir einen kohésiven Boden ist der Apex-Punkt um den
Betrag /3 ¢ cot ¢’ entlang der Raumdiagonalen verschoben, der mogliche Spannungsbe-
reich ist im Schaubild um den dunkelgrauen Bereich erweitert. Im Riickschluss kann aus
diesem Sachverhalt geschlossen werden, dass die Einfithrung einer Kohésion eine Redu-
zierung des Bruchdrucks um Ap = ¢ cot ¢’ bewirkt.

Die Bruchdruckformel fiir kohésiven Boden kann demnach wie folgt geschrieben werden:

pr=7DNp—Ap = ~DNp—coty (5.3)

Die isotrope Spannungsreduzierung fiir den Kontrollpunkt A verdeutlicht auch Abbil-
dung 5.15 schematisch. Die Abbildung zeigt die Bruchbedingung nach Mohr-Coulomb
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Abbildung 5.15: Einfluss der Kohéasion auf den Bruchdruck im 7 — ¢’ —Diagramm

im 7 — o'—Diagramm. Gestrichelt dargestellt ist ein Spannungskreis, der bei kohésions-
losem Boden die Bruchgerade bereits tangiert. Die isotrope Reduzierung der Hauptspan-
nungen um den Betrag Ap wird durch die Verschiebung des Spannungskreises um den
Betrag Ap nach links zum Ausdruck gebracht. Diese Verschiebung verletzt die Mohr-
Coulomb’sche Bruchbedingung. Der Verletzung der Bruchbedingung kann entsprechend
durch die Einfiihrung einer Kohédsion entgegengewirkt werden. Es wird aus dieser Dar-
stellungsart besonders gut deutlich, dass die Spannungsreduzierung um Ap genau dem
Betrag ¢’ cot ¢’ entspricht. Der Faktor cot ¢ ist der Kohdsionsbeiwert V..

Anzumerken sei an dieser Stelle jedoch, dass bei der theoretischen Herleitung von N,
der Einfluss eventueller Zugbriiche nicht berticksichtigt wird. Die Vernachlédssigung des
Zugbruch-Kriteriums kann vor allem bei einer ungestiitzten Ortsbrust zu einer Uberschitzung
der Standsicherheit fiihren. Dies wird spéter in Unterkapitel 9.3 aufgezeigt.

5.4.2 Einfluss einer Auflast an der Gelandeoberfliche

Bei der theoretischen Herleitung von N, wird davon ausgegangen, dass Flachenlasten
and der Geldndeoberfliche keinen Einfluss auf den Bruchdruck haben. Diese Annah-
me wird dadurch gestiitzt, dass auch die Uberdeckung des Tunnels keinen Einfluss auf
den Bruchdruck hat. Zur Uberpriifung dieser Annahme wurde eine Serie von 24 FE-
Berechnungen mit einer gleichférmigen Flichenlast an der Geldndeoberfldche in kohési-
onslosem Boden durchgefiihrt. Sowohl die Uberdeckung des Tunnels als auch die Flachen-
last wurden variiert. Die Ergebnisse dieser Berechnungen zeigt Abbildung 5.16, wobei
der normierte Bruchdruck in Abhéngigkeit von der normierten Flachenlast dargestellt
ist. Bei einem Reibungswinkel von ¢’ > 25° hat die Auflast an der Geldndeoberfldche kei-
nerlei Einfluss auf den Bruchdruck, und der Auflastbeiwert IV, in Gleichung 3.5 wird zu
Null. Ein geringfiigig anderer Sachverhalt stellt sich bei einem niedrigeren Reibungswin-
kel von nur 20° dar. In diesem Fall ist mindestens eine Tunneliiberdeckung vom zwei-
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Abbildung 5.16: Einfluss einer Fldchenlast an der Geldndeoberfldche auf den Bruchdruck

fachen des Tunneldurchmessers notwendig, um den Einfluss der Fldchenlast vollstandig
zu eliminieren. Bei einer Uberdeckung von H = D und einem Reibungswinkeln von 20°,
ist andererseits mit zunehmender Auflast ein leichter Anstieg des Bruchdrucks zu Ver-
zeichnen, der in Gleichung 3.5 durch N, ~ 0,01 beschrieben werden kann. Im Vergleich
zum Durchmesserbeiwert von etwa 0, 25 bei ¢’ = 20° ist der Anteil der Flachenlast bei
N, = 0,01 am Bruchdruck sehr gering, so dass dieser vernachldssigt werden kann. Zu-
mindest unter den Bedingungen ¢’ > 20° und H > 2D gilt damit:

N, ~0 und N, = cot ¢/ (5.4)

Bei grofleren Reibungswinkeln geniigen niedrigere Uberdeckungen des Tunnels. Obige
Gleichung gilt bei ' > 25° bereits fiir Uberdeckungen von H > D.

5.4.3 Kohisionsbeiwert N, - Uberpriifung mit der FEM

In den vorigen Abschnitten 5.4.1 und 5.4.2 wurde zum einen der Kohésionsbeiwert NV,
theoretisch hergeleitet, zum anderen wurde gezeigt, dass der Bruchdruck p; unabhéngig
von einer Fldchenlast an der Geldndeoberfldche ist. Ebenso ist der Bruchdruck bei einem
effektiven Reibungswinkel von ¢’ > 20° unabhéngig von der relativen Uberdeckung des
Tunnels H/D. Aufgrund dieser Tatsachen ist bei der Ermittlung des Kohé&sionsbeiwerts
N, mit der Finiten Elemente Methode, sowohl die Tiefenlage des Tunnels als auch eine
Auflast an der Geldndeoberfldche nicht weiter zu beriicksichtigen.

Zur Determinierung von N, mit der FE-Methode wurde bei einem konstanten Reibungs-
winkel ¢ die effektive Kohdsion variiert und der jeweilige Bruchdruck berechnet. Die Va-
riation der Kohdsion erfolgte dabei fiir unterschiedliche Reibungswinkel zwischen 20° bis
40°; insgesamt wurden hierfiir 15 separate Berechnungen durchgefiihrt. Abbildung 5.17
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Abbildung 5.18: Der Kohésionsbeiwert /N, als Funktion des effektiven Reibungswinkels

zeigt die Ergebnisse der Berechnungen, wobei bei einer Variation der normierten Kohision
¢ /D fir Reibungswinkel von 20° bis 40° der normierte Bruchdruck p;/yD aufgetragen
ist. Die Ergebnisse der einzelnen FE-Berechnungen sind als Punkte dargestellt. Es kann
festgestellt werden, dass fiir einen bestimmten Reibungswinkel die normierten Bruch-
driicke, aufgetragen tiber der dimensionslosen, normierten Kohésion ¢’ /v D, auf einer Ge-
raden liegen. Die Steigung dieser Geraden entspricht dem Kohésionsbeiwert N, bei dem
entsprechenden effektiven Reibungswinkel ¢’. Werden die einzelnen Kohésionsbeiwer-
te aus Abbildung 5.17 in Abhédngigkeit der entsprechenden effektiven Reibungswinkel
aufgetragen, wie dies in Abbildung 5.18 durch die Punkte dargestellt ist, so liegen die-
se Punkte auf einer Kurve, welche durch die elementare Funktion N. = cot ¢’ fiir den
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Kohiésionsbeiwert beschrieben werden kann. Dies bestétigt die Richtigkeit der theoreti-
schen Entwicklung von Gleichung 5.3 in Abschnitt 5.4.1. Ein Vergleich des Kohésionsbei-
werts zu Resultaten anderen Forschungsarbeiten folgt anschlieffend in Abschnitt 5.4.4.

5.4.4 Kohisionsbeiwert V. im Vergleich zu anderen Forschungsarbei-
ten

Der Kohésionsbeiwert N. wurde in den vorigen beiden Kapiteln sowohl aus theoreti-
schen Uberlegungen abgeleitet als auch durch FE-Berechnungen iiberpriift und bestatigt.
In Abbildung 5.19 werden die Ergebnisse der FE-Berechnungen (als Punkte dargestellt)
und der Kohédsionsbeiwert, ausgedriickt durch die elementare Funktion

N, = cot ¢’

sowohl mit Krause’s [39] Gleichung 3.10 N, = 7 cot ¢’ fiir eine halbkugelférmige Bruch-
schale als auch mit den Resultaten des Bruchkorpermodells nach Anagnostou & Koviri [4]
verglichen.

Der Vergleich der Kohédsionsbeiwerte in Abbildung 5.19 zeigt deutlich, dass entsprechend
dem Vergleich der Durchmesserbeiwerte Np in Abschnitt 5.3.3, sich auch hier nach Krau-
se’s und Anagnostou & Kovidri's Berechnungsmodellen deutlich grofsere Werte fiir [V, er-
geben, als durch die elementare Funktion N, = cot ¢’ bestimmt wird. Krause’s Werte fiir
N, liegen um den Faktor 7 iiber der elementaren Funktion cot ¢/, die Werte nach Anagno-
stou & Kovdri liegen zwischen der Funktion cot ¢’ und Krause’s Ergebnissen, wobei deren
Resultate zusitzlich von der Uberdeckung des Tunnels beeinflusst sind. Dies ist bei den
FE-Berechnungen und bei Krause nicht der Fall.

Durch die zu hohen Werte fiir den Kohésionsbeiwert wird sowohl von Krause als auch
von Anagnostou & Kovdri die Wirkung der Kohésion deutlich {iberbewertet. Ein entspre-
chender Sachverhalt wurde auch fiir den Durchmesserbeiwert Np in Abschnitt 5.3.3 fest-
gestellt. Es soll an dieser Stelle jedoch darauf hingewiesen werden, dass in der Bruch-
druckformel die Anteile fiir N. und Np gegensitzliche Vorzeichen haben:

py=—c¢N.+~vDNp

Als Folge davon ist es moglich, dass sich in einigen Situationen die Fehler kompensieren
und dadurch auch mit den Ergebnissen von Krause und Anagnostou & Kovdri mehr oder
weniger richtige Ergebnisse erzielt werden konnen. Fiir den speziellen Fall eines hoch-
kohésiven Bodens, ist es jedoch wichtig, den korrekten Kohdsionsbeiwert N, = cot ¢’ zu
verwenden, da ansonsten die Ortsbruststabilitit deutlich tiberbewertet wiirde. Verwen-
det man Krause’s N.-Wert fiir einen Tunnel mit yD = 200k N/m? in einem tiberkonsolidier-
ten Ton mit ¢ > 20kN/m? und ¢’ = 20° wird der Bruchdruck p; deutlich unterschitzt.
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Abbildung 5.19: Der Kohésionsbeiwert N, im Vergleich zu anderen Forschungsarbeiten

Je grofler die Kohésion ist, desto deutlicher wird der Bruchdruck p; der Ortsbrust nach
Krause unterschatzt.

Aus den vorgestellten Untersuchungen in Kapitel 5 kann abschlieflend restimiert wer-
den, dass der Bruchdruck p; an der Ortsbrust vom Erdruhedruckbeiwert K, dem Dila-
tanzwinkel ¢, der Querdehnungszahl v, dem Steifemodul E, von einer Fldchenlast ¢ an
der Geldndeoberfliche und auch von der Uberdeckung H des Tunnels unabhéngig ist.
Der Bruchdruck ist damit, neben dem Tunneldurchmesser D und der Wichte des Bodens
7, ausschliefdlich eine Funktion der Scherparameter ¢’ und ¢’ und kann, auf Grundlage der

FE-Berechnungen, abschliefSend fiir den Schildvortrieb nach folgender Formel berechnet
werden:

1
py=—c coty' + 4D (9tan i 0, O5> (5.5)






Kapitel 6: Bruchdruck bei Tunnels mit einer
Abschlagslinge d

6.1 Einfiihrung

Der Vortrieb eines Tunnels in der Neuen Osterreichischen Tunnelbauweise (NOT) oder
auch bei einem maschinellen Vortrieb mittels einer schildlosen TBM bringt einen neuen
Faktor ins Spiel, die Abschlagslidnge d, oder auch die ungesicherte Stiitzweite des Stollens,
wie dargestellt in Abbildung 6.1. Anzunehmen ist, dass die Abschlagsldnge den Bruch-
druck negativ beeinflusst. Das heist, je grofier die Abschlagsldnge d ist, desto grofser ist
die Neigung zu einem Verbruch. Bei einem Gebirge mit einem effektiven Reibungswinkel
¢" > 30° kann d grof3 gewdhlt werden, ohne dabei den Bruchdruck mafigeblich zu beein-
flussen; bei einem weniger standfesten Baugrund mit ¢’ < 25° hat die Abschlagsldnge
d einen Einfluss auf p;, weswegen der Vortrieb mit kleineren Abschlagsldngen erfolgen.
Dies gilt zumindest fiir Abschlagsldngen d < 0, 5D, wie nachfolgend gezeigt wird.
Obwohl bei einem NOT-Vortrieb oder auch bei einem Vortrieb mittels einer schildlo-
sen TBM kein Stiitzdruck aufgebracht wird, d.h. p = 0 ist, werden die nachfolgenden
Berechnungen mit einem Bruchdruck p; # 0 durchgefiihrt. Die Griinde fiir diese Vor-
gehensweise sind Folgende. Auf Grundlage der nachfolgenden Berechnungen soll die
fiir den Schildvortrieb bestehende Bruchdruckformel um den Einfluss der Abschlags-
lange d erweitert werden, so dass der Bruchdruck bei einem Tunnelvortrieb mit einer
Abschlagsldange d # 0 berechnet werden kann. In einem weiteren Schritt soll dann durch
die Einfiihrung einer Sicherheit  und der Bedingung p = 0 die Bruchdruckformel so um-
formuliert werden, dass mit ihr die Sicherheit der Ortsbrust gegen Verbruch berechnet
werden kann.

Zur Uberpriifung und zur Quantifizierung des Einflusses der Abschlagslinge wurden
deswegen ausfiihrliche Reihen numerischer Berechnungen durchgefiihrt, die in den nach-

Abbildung 6.1: Langs- und Querschnitt durch einen Tunnel mit einer Abschlagsldange d
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Abbildung 6.2: Einfluss der relativen Abschlagsldnge d/D auf den Durchmesserbeiwert
Np bei verschiedenen relativen Tunneliiberdeckungen H/D

folgenden Kapiteln vorgestellt werden. Die Ergebnisse aus Unterkapitel 5.4 wonach N, =
cot ¢’ und N, = 0 ist, sind unabhédngig von der Abschlagsldnge und sind auch bei voll-
stindig ungesicherten Tunnelrohren giiltig (Vermeer & Vogler [77]). Zur Berechnung des
Bruchdrucks p; bei verschiedenen Abschlagsldngen d und zur Bestimmung des Durch-
messerbeiwerts Np in Gleichung 3.5 wurden deswegen zunédchst Untersuchungen in
kohédsionslosem Boden durchgefiihrt.

6.2 Ermittlung des Durchmesserbeiwerts N fiir Tunnels
mit einer Abschlagslinge d

Um den Einfluss der Abschlagslinge d zu erfassen, wurden zunéchst eine Serie von
24 FE-Analysen mit relativen Abschlagslingen von d/D = 0,2 und d/D = 0,3, wie
sie bei der NOT durchaus iiblich sind, durchgefiihrt. Betrachtet wurden bei diesen FE-
Berechnungen wiederum Tunnels mit einem kreisrunden Querschnitt in einem kohési-
onslosen Boden. Sowohl auf die ungesicherte Tunnelrohre als auch auf die Ortsbrust
wurde ein Stiitzdruck aufgebracht, der dann schrittweise bis zum Eintreten eines Ver-
bruchs reduziert wurde. Abbildung 6.2 zeigt errechnete Bruchdriicke p; in Form des
Durchmesserbeiwerts N, wobei sowohl der effektive Reibungswinkel, die Uberdeckung
des Tunnels als auch die Abschlagsldnge variiert wurden. Als Linien dargestellt sind je-
weils die Mittelwerte der einzelnen FE-Berechnungen bei unterschiedlichen Tunneliiber-
deckungen. Die Ergebnisse der einzelnen Berechnungen sind als Punkte verzeichnet, wo-
bei aus Griinden der Ubersichtlichkeit diese nur fiir die Berechnungsreihen mit ' = 20°
und ¢’ = 25° dargestellt sind. Bei Betrachtung der Ergebnisse in Abbildung 6.2 stellt
sich zunédchst heraus, dass die Uberdeckung des Tunnels, entsprechend bei d = 0, kei-
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Abbildung 6.3: Einfluss der relativen Abschlagsldnge d/D auf den Durchmesserbeiwert
Np

nen Einfluss auf den Bruchdruck p; hat. Dies wurde in einer Reihe von 12 zusétzlichen
FE-Berechnungen auch fiir d/D = 0, 5 bestitigt. Des Weiteren zeigt sich bei Reibungswin-
keln von ¢' > 25° ein tiberraschend geringer Einfluss der Abschlagsldnge auf den Bruch-
druck. Erst bei einem relativ niedrigen effektiven Reibungswinkel von ¢' = 20°, bewirkt
die Abschlagsldnge eine deutliche Erhdhung des Bruchdrucks. Dadurch, dass sich im
Boden bei einem kleinen Reibungswinkel nur ein schwaches Gew®olbe entwickelt, fiihrt
eine Vergrofserung der Abschlagsldnge in diesem Fall zu einer spiirbaren Zunahme des
Bruchdrucks, respektive dem Durchmesserbeiwert Np. Es sei an dieser Stelle vermerkt,
dass der insgesamt relativ geringe Einfluss der Abschlagsldnge sich nur bei drainierten
Bedingungen ergibt. Fiir den Fall von undrainierten Bedingungen im Boden hat die Ab-
schlagsldange d einen wesentlich deutlicheren Einfluss auf den Bruchdruck py.

Zur weiteren Untersuchung des Einflusses der Abschlagsliange auf den Bruchdruck wur-
de eine Serie von insgesamt 75 FE-Berechnungen in kohédsionslosem Boden durchgefiihrt,
deren Resultate in Abbildung 6.3 in Form des Durchmesserbeiwerts N dargestellt sind.
Die Berechnungen wurden alle bei einer Tunneliiberdeckung von H = 4D durchgefiihrt,
dabei wurde sowohl der effektive Reibungswinkel als auch die Abschlagsldange variiert.
Es zeigt sich, dass der Durchmesserbeiwert Np mit zunehmender relativer Abschlagsldnge
d/D ansteigt. Fiir die verschiedenen effektiven Reibungswinkel erhilt man verschiedene
Kurven, jedoch habe alle Kurven die gleiche Form. Bis etwa d/D = 1 verlaufen die Kur-
ven konkav und nehmen bei grofierer relativen Abschlagsldnge einen konvexen Verlauf
an. Bei einer sehr groflen Abschlagslinge oder ungesicherten Stiitzweite d streben die
Kurven asymptotisch einem Grenzwert entgegen, der vom effektiven Reibungswinkel
abhingig ist. Die Grenzwerte sind als gestrichelte Geraden dargestellt und entsprechen
dem Bruchdruck einer unendlich langen, nicht ausgekleideten Tunnelréhre mit d = oo,
d.h. einem zweidimensionalen ebenen Verformungszustand.
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Abbildung 6.4: Einfluss der relativen Abschlagsldnge auf den Durchmesserbeiwert Np
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In Anbetracht des doch relativ komplexen Verlaufs der Kurven in Abbildung 6.3, ist es
schwierig eine analytische Formel zu finden, mit der alle Kurven fiir Abschlagsldngen
von d = 0 bis d = oo beschrieben werden konnen. Fiir kleine Werte von d/D haben
die Np-Kurven jedoch einen einfacheren Verlauf, der durch eine analytische Ndherung
beschrieben werden kann. Die gesuchte Ndherung soll eine Erweiterung von Gleichung
5.2 um den Einfluss der Abschlagsliange d sein. Fiir Abschlagslangen von d/D < 0,5 und
fiir effektive Reibungswinkel ¢ > 20°, konnen die numerischen Ergebnisse durch die
nachfolgende Gleichung beschrieben werden:

243 (%)Gtanga’
=

By 005 6.1)
Im Sonderfall d = 0 reduziert sich die Ndherungsgleichung zu Gleichung 5.2 fiir den
Schildvortrieb. Die mit Gleichung 6.1 berechneten Durchmesserbeiwerte haben fiir Ab-
schlagslangen bis d/D < 0,5, wie sie im praktischen Tunnelbau durchaus {iblich sind,
eine sehr gute Ubereinstimmung mit den numerischen Berechnungen. Dies zeigt der Ver-
gleich der Ergebnisse in Abbildung 6.4. Dargestellt ist eine Ausschnitt der Np-Kurven
aus Abbildung 6.3 im Vergleich zu den berechneten Np-Werten aus Gleichung 6.1 fiir
Abschlagsldangen bis d = D. Bei effektiven Reibungswinkeln von ¢' > 30° ergeben Ab-
schlagslangen bis d/D = 0, 5 keinen nennenswerten Anstieg von Nj,. Bei einem Reibungs-
winkel von ¢’ = 25° ist dies bis d/D = 0, 3 der Fall. Im Falle eines relativ niedrigen effekti-
ven Reibungswinkels von ¢’ = 20° ist dagegen auch bei sehr kleinen Abschlagsldngen ei-
ne stete Zunahme von Np mit steigender Abschlagsldange zu beobachten. Insgesamt zeigt
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Abbildung 6.6: Inkrementelle Verschiebungen bei unterschiedlichen Abschlagsldngen;
die Verschiebungen sind in hellen und grauen Schattierungen dargestellt

sich, dass zumindest bei ¢’ > 25° und d/D < 0,5 der Bruchdruck p; fast unabhangig von
der Abschlagsldnge ist. Der Bruchdruck p; ergibt sich mit den Gleichungen 6.1 zu:

2+3(i)6tan<p’
= —ccoto +~D D —0,05 6.2
pf=—ccoty +7 ( 18 tan ; (6.2)

Die vorgestellte Gleichung 6.1 zur Berechnung des Durchmesserbeiwerts N, erfolgte fiir
kreisrunde Tunnels. Fiir die Anwendung in der NOT, bei der zumeist ein Vortrieb in
Teilausbriichen erfolgt, wie z.B. in Abbildung 6.5 dargestellt, stellt sich die Frage nach
der Anwendbarkeit von Gleichung 6.1, da es sich hierbei nicht um einen kreisrunden
Querschnitt handelt. Zur Anwendung von Gleichung 6.1 bei der NOT, kann aus der
Flache des tatsdchlichen Vortriebsquerschnitts der Durchmesser eines flichengleichen
Kreisquerschnitts verwendet werden. Wird im Fall des Tunnelvortriebs in Abbildung 6.5
der Bereich von Teilkalotte (A) als erstes vorgetrieben, dann ist fiir diese Querschnitts-
flache der Durchmesser eines flachengleichen Kreisquerschnitts zu verwenden. Dies wird
im Weiteren in Unterkapitel 8.3 und in der abschlieflenden Fallstudie eingehend behan-

delt.
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Neben einem Anstieg des Bruchdrucks p; bei grofflen Abschlagslangen, d&ndert sich bei zu-
nehmender Abschlagsldnge auch die Ausbildung des Verbruchkorpers. Berechnete Ver-
briiche fiir Tunnels in kohésionslosem Baugrund mit ¢’ = 30° und einer Uberdeckung
von H = 4D sind in Abbildung 6.6 dargestellt. Die Abschlagsldngen d der Tunnels sind
a)d/D =0,3,b)d/D =1,0und c¢) d/D = 2,0. Die gezeigten inkrementellen Verschiebun-
gen sind in hell und grau abgestuften Schattierungen dargestellt, die Tunnelschale durch
eine Schattierung von weifs nach schwarz. Bei einer relativ kleinen Abschlagsldnge von
d/D = 0, 3 bildet sich der Verbruchkorper noch direkt an der Ortsbrust aus. Wird die Ab-
schlagsldange jedoch grofier, dann verlagert sich der Bruchkorper von der Ortsbrust weg
hin zum Gewolbebereich der Tunnelfirste. Bei entsprechend grofsen Abschlagslangen ent-
wickelt sich der Verbruch iiberhaupt nicht mehr an der Ortsbrust aus, sondern direkt an
der Firste des Tunnels. Dieses Bruchverhalten entspricht dann dem eines ebenen Verfor-
mungszustands bei einem Tunnelquerschnitt.



Kapitel 7: Bruchdruck, Gebirgskennlinie und
Gebirgstragring bei einer vollstindig ungesicherten
Tunnelrohre

7.1 Einfiihrung

Der Vortrieb eines Tunnels in standsicherem Gebirge ermoglicht es, auf eine Tunnelaus-
kleidung prinzipiell zu verzichten, d.h. die Abschlagsldnge oder freie Stiitzweite wird zu
d = oc. Sollten jedoch an bestimmten Stellen im Tunnel Sicherungsmafinahmen z.B. durch
sich 16sende Gesteinspartien notwenig werden, dann kann dies im Einzelfall Vorort ent-
schieden werden. Diese Vorgehensweise kommt unter anderem auch beim schildlosen
TBM-Vortrieb zum Einsatz, wie z.B. beim Auffahren des Zuckerbergstollens in Stuttgart.
Wird die Abschlagsldnge oder freie Stiitzweite d bis auf extreme Werte vergrofiert, erhalt
man die zweidimensionale Situation eines Tunnels ohne Schale. Die Daten aus Abbildung
6.3 (Unterkapitel 6.2) zeigen, dass sich diese Situation praktisch fiir d > 10D ergibt.

7.2 Bruchdruckformel fiir ungesicherte Tunnelrohren

Fiir vollstindig ungesicherte Tunnels mit d = oo fithrten Vermeer & Vogler [77] Untersu-
chungen zum Bruchdruck mit dem Ziel durch, diesen durch die einfache Bruchdruck-
formel (Gleichung 3.5) beschreiben zu kénnen. Diese Untersuchung wird nachfolgend
vorgestellt.

Zur Erfassung des Einflusses des effektiven Reibungswinkel auf den Bruchdruck wurden
insgesamt 25 zweidimensionale FE-Berechnungen fiir den Querschnitt eines kreisrunden
Tunnels in koh&sionslosem Boden durchgefiihrt. Dabei wurde sowohl der effektive Rei-
bungswinkel ¢’ als auch die relative Uberdeckung H/D des Tunnels variiert. Die Ergeb-
nisse der einzelnen Berechnungen sind in Abbildung 7.1 in Form des Durchmesserbei-
werts Np = py/vD als Punkte dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass bei niedrigen
effektiven Reibungswinkeln ¢’ der Durchmesserbeiwert Np und damit auch der Bruch-
druck p; mit steigender Uberdeckung zunimmt. Dies ist vor allem bei ¢’ = 20° der Fall.
Eine stetige Zunahme von Np, ist selbst bis zu einer Uberdeckung von H = 6D zu ver-
zeichnen. Bei einem effektiven Reibungswinkel ¢’ = 25° ist nur noch ein sehr geringer
Zuwachs von Np mit grofserer Uberdeckung festzustellen. Fir ¢ > 30° ist der Bruch-
druck unabhingig von der Uberdeckung des Tunnels.

Die Daten aus Abbildung 7.1 fithren zu den Kurven aus Abbildung 7.2. Dargestellt sind
die Durchmesserbeiwerte fiir verschiedene relative Uberdeckungen als Funktion des ef-
fektiven Reibungswinkels ¢'. Bei einem niedrigen Reibungswinkel von ¢’ = 20° zeigt sich
noch eine deutliche Tiefenabhéngigkeit von N respektive des Bruchdrucks ps. Der Ein-
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Abbildung 7.1: Einfluss des effektiven Reibungswinkels ¢’ und der relativen Tunneliiber-
deckung H/D auf den Durchmesserbeiwert fiir d = oo (nach [77])

fluss der Tunneliiberdeckung ist bei einem moderaten effektiven Reibungswinkel von
¢ = 25° nur noch sehr gering und ist bei ¢’ > 30° vernachldssigbar klein. Die Da-
ten der FE-Berechnungen stehen im Vergleich zu einer Grenzwertbetrachtung sowie zu
Messergebnissen nach Atkinson & Potts [5]. Die Grenzwertbetrachtung bildet eine obere
Schranke in dem Sinne, dass die reale Losung Werte fiir Np ergeben muss, die iiber die-
ser Schranke liegen. Dies ist fiir die Ergebnisse der FE-Berechnungen der Fall. Sowohl die
FE-Ergebnisse als auch die theoretische Losung nach Atkinson & Potts streben fiir sehr ho-
he effektive Reibungswinkel einem Grenzwert entgegen, der durch die Messergebnisse
reprdsentiert wird.

Die Ergebnisse der numerischen Analysen fiir Tunnels ohne Verbau sind wiederholt in
Abbildung 7.3 als Punkte dargestellt. Die Resultate dieser zweidimensionalen FE-Berechnungen
fiir d = oo konnen nach Vermeer & Vogler [77] durch folgende analytische Naherung be-
schrieben werden:

Np =0,6cot?2¢" +0,18 fiir ¢ > 25° (7.1)

Der Bruchdruck fiir Tunnels ohne Ausbau kann mit N. = cot ¢' und mit Gleichung 7.1
sowie der Bruchdruckformel (Gleichung 3.5) wie folgt berechnet werden:

py = —c cot ¢’ + D (0,6 cot® 2¢" + 0, 18) fir ¢ > 25° (7.2)

Als Vergleich zu den Np-Werten fiir d = oo sind in Abbildung 7.3 die Durchmesser-
beiwerte fiir den Schildvortrieb mit d = 0 nach Gleichung 5.2 aufgefiihrt. Sehr deutlich
kommt aus dieser Gegeniiberstellung der Durchmesserbeiwerte fiir d = 0 und d = oo
der Einfluss der Abschlagslinge auf Np, und damit auch der Einfluss auf den Bruch-
druck py, zum Ausdruck. Bei einem niedrigen Reibungswinkel von ¢’ = 20° ergibt sich
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Abbildung 7.2: Einfluss des effektiven Reibungswinkels ¢’ und der relativen Tunneliiber-
deckung H/D auf den Durchmesserbeiwert fiir d = oo (nach [77]) im Vergleich zu Ergeb-
nissen nach Atkinson & Potts [5]

fiir einen Tunnel mit d = oo in kohdsionslosem Boden etwa der dreifache Bruchdruck
wie bei einem vollstandig ausgekleideten Tunnel mit d = 0. Bei grofieren effektiven Rei-
bungswinkeln wird der Unterschied etwas kleiner. Die Ursache fiir diesen Unterschied
liegt in der Ausbildung eines Gewdlbes um den Tunnel herum. Wihrend sich bei Tun-
nels im Schildvortrieb oder bei kleinen Abschlagsldngen eine starkes dreidimensionales
Gewdlbe im Baugrund entwickelt, kann sich bei Tunnels mit d = oo lediglich ein ebenes,
zweidimensionale Gewolbe ausbilden. Dieses zweidimensionale Gewolbe bezeichnet v.
Rabcewicz [53] als Gebirgstragring und wird im nachfolgenden Unterkapitel 7.3 ndher be-
trachtet.

Untersuchungen zur Standsicherheit von ungesicherten Tunnelréhren wurden auch von
Lyamin & Sloan [44] durchgefiihrt. Deren Untersuchungen sind fiir Tunnels mit Uber-
deckungen von H/D = 1bis H/D = 5 in kohdsiven Boden mit effektiven Reibungswin-
keln von ¢’ = 10° bis ¢’ = 40°. Dabei fiihrten sie Grenzwertbetrachtungen durch, die
zur Validierung von Gleichung 7.1 und Gleichung 7.2 verwendet werden kénnen. Die
Losungen von Lyamin & Sloan fiir den Bruchdruck nach dem oberen und dem unteren
Schranken-Theorem unterscheiden sich im Ergebnis nur sehr wenig und differieren da-
bei um maximal 6%. Aufgrund dieser Tatsache kann also davon ausgegangen werden,
dass deren Resultate dem realen Ergebnis sehr nahe kommen. Fiir den Vergleich mit den
Ergebnissen aus Gleichung 7.2 wurde deswegen auch der Mittelwert aus Lyamin & Slo-
an’s oberer und unterer Schranken-Losung verwendet. Ebenso wie Vermeer & Vogler [77]
finden auch Lyamin & Sloan eine Tiefenabhingigkeit des Bruchdrucks, wenn der Tunnel
in einem Boden mit effektiven Reibungswinkeln ¢’ < 30° aufgefahren wird. Fiir effektive
Reibungswinkel ¢’ > 30° finden sie ebenfalls eine Unabhéngigkeit des Bruchdrucks von
der Uberdeckung des Tunnels, weswegen auch hier ein Vergleich mit der Bruchdruckfor-
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Abbildung 7.3: Vergleich der Durchmesserbeiwerte fiir d = oo und fiir d = 0
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Abbildung 7.4: Vergleich der Resultate von Lyamin & Sloan und Vermeer & Vogler fiir un-
gesicherte Tunnelrohren bei einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 30°

mel nach Vermeer & Vogler geeignet ist.

In den Abbildungen 7.4 und 7.5 sind sowohl die Resultate von Lyamin & Sloan als auch
die berechneten normierten Bruchdriicke nach Gleichung 7.2 bei verschiedenen relativen
Tunneliiberdeckungen H/D dargestellt. Abbildung 7.4 zeigt die Ergebnisse fiir einen ef-
fektiven Reibungswinkel von ¢’ = 30° und Abbildung 7.5 fiir ¢’ = 40°, dabei stehen
die Linien fiir die Ergebnisse nach Lyamin & Sloan, die Punkte sind die Ergebnisse aus
Gleichung 7.2. Die Daten von Lyamin & Sloan zeigen eine hervorragende Ubereinstim-
mung mit den Ergebnissen nach Vermeer & Vogler und weisen auf eine grofie Genauigkeit
der entwickelten Gleichung hin. Bei ' = 30° gibt es eine quasi Ubereinstimmung der
Ergebnisse beider Losungsvorschlédge, lediglich bei ¢ = 40° liegen die Ergebnisse nach
Vermeer & Vogler etwas iiber denen von Lyamin & Sloan, d.h. es wird ein etwas niedri-
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Abbildung 7.5: Vergleich der Resultate von Lyamin & Sloan und Vermeer & Vogler fiir un-
gesicherte Tunnelrohren bei einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 40°

gerer Bruchdruck berechnet. Zu beachten ist, dass die vorgestellten Untersuchungen fiir
stark kohédsive Boden durchgefiihrt wurde. Daraus ergibt sich, dass die Tunnelréhren im
allgemeinen standsicher sind und der berechnete Bruchdruck negativ wird.

7.3 Gebirgstragring und Gebirgskennline

In diesem Abschnitt sollen mit dem Gebirgstragring und mit der Gebirgskennlinie zwei
Stiitzen des klassischen Tunnelbaus besprochen werden. Die Grundlegenden Ideen beziiglich
des Gebirstragrings und der Gebirgskennlinie wurden bereits von v. Rabcewicz [53] und
von Pacher[52] behandelt und bilden die Grundlagen zur Definition der Neuen Osterrei-
chischen Tunnelbauweise [51].

Gebirgstragring:  Bei der Theorie der NOT wird der Idee eines stiitzenden Gebirgs-
tragrings, wie in Abbildung 7.6a angedeutet, eine entscheidende Rolle zugeschrieben.
Der Gebirgstragring ist eine ringformige ovale Zone im Gebirge, in der die Spannungen
im Gebirge um den Tunnel herum umgelagert werden. Dabei ist der Gebirgstragring ei-
ne Art Druckring der entsteht, wenn der primédre Spannungszustand im Baugrund durch
den Tunnelvortrieb gestort wird und sich daraufhin im Gebirge ein neues Spannungs-
gleichgewicht, der sekunddre Spannungszustand, einstellt. v. Rabcewicz [53] beschreibt
den Gebirgstragring als eine Schutzzone und schreibt: Bei Uberschreitung der Gebirgsfestigkeit
bildet sich also um den Hohlraum eine Zone, die den Druck von diesem fernhiilt: Die Schutzzone.
Die Tatsache der Bildung dieser Zone ermdglicht es erst Tunnel in grofSeren Tiefen unbedenklich
auszufiihren; ohne die Schutzzone wire der Tunnelbau ein kaum denkbares Wagnis.

Zur Uberpriifung, ob in Realitit sich ein Gebirgstragring im Sinne von v. Rabcewicz [53]
ausbildet, wird der Querschnitt im Baugrund eines Tunnels betrachtet. Innerhalb eines
solchen Gebirgstragrings sind Tangentialspannungen o; zu erwarten, die im Verhéltnis
zu den radialen Normalspannungen o, grofs sind. Auf diese Weise soll die Vertikallast
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aus dem Eigengewicht des Gebirges um die Tunnelrohre geleitet werden. v. Rabcewicz
schreibt dazu [54]: Nach Offnung des Hohlraums sinkt o, auf 0. Solange kein Ausbau einge-
bracht wird, bewegt sich der Hohlraumrand nach innen, bis die Tangentialspannungen die GrofSe
der einachsigen Gebirgsdruckfestigkeit erreicht. Gleichzeitig wiichst der Radius der Schutzzone.
Es kann dann ohne Anbringen eines Ausbaues Gleichgewicht eintreten, vorausgesetzt, dass das
Gebirge die erforderliche Deformation auf Dauer vertrigt. Ist dies nicht der Fall, so muss ein
entsprechender Ausbau angebracht werden, der die Ablosung des Gebirges verhindert.

Zur Veranschaulichung des Gebirgstragringes wurde in Abbildung 7.6b die berechne-
ten Hauptspannungen' in Form von Spannungskreuzen dargestellt. Der Erdruhedruck
wurde fiir diese Berechnung zu K, = 1 genommen. Dabei geben die Grofse und Ausrich-

IFiir jeden Spannungszustand lassen sich 3 zueinander orthogonale Flichen finden, in denen keine
Schubspannungen auftreten: die Hauptspannungsfldchen. Die auf diese Fldchen wirkenden Normalspan-
nungen heiflen Hauptspannungen o1, o2, o3 [56].
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tung der Kreuze Auskunft iiber die Grofie und Richtung der Hauptspannungen, wobei
die Lange der Balken eines Kreuzes entsprechend den Spannungen unterschiedlich sein
kann. Kleine Kreuze stehen fiir geringe Spannungen, grofie Kreuze fiir hohe Spannungen.
Es zeigt sich, dass sich im unmittelbaren Bereich um die Tunnelréhre die Spannungskreu-
ze kreisformig anordnen. Die grofite Hauptspannung o} verlduft dabei zumeist tangenti-
al zur Tunnelréhre und entspricht in diesem Fall der Tangentialspannung o, die kleinste
Hauptspannung o verlduft hier radial zur Tunnelréhre und entspricht dann der Radi-
alspannung o,. Entfernt man sich weiter von der Tunnelréhre, dann nehmen die Beiden
Hauptspannungen wieder die gleiche Grofie an und zeigen somit den ungestdrten Span-
nungszustand an. In Abbildung 7.6c sind die Differenzen der Hauptspannungen o} — o}
zur Verdeutlichung des Gebirgstragrings aufgetragen. Dabei werden durch die roten Far-
ben Bereiche im Boden mit grofien Spannungsdifferenzen dargestellt, die blauen Farben
stehen fiir einen isotropen Spannungszustand mit 0] = ¢4 oder einem Zustand mit sehr
geringen Spannungen. Das grofie blaue Gebiet in Abbildung 7.6c steht fiir einen initialen,
isotropen Spannungszustand mit o] = o05. In dem kleineren blauen Bereich unmittelbar
um die Tunnelrohre und in deren Firstbereich sind die Spannungen sehr niedrig. Der ro-
te und griine ovale Ring um die Tunnelréhre beschreibt einen Gebirgstragring im Sinne
von v. Rabcewicz [53]. Der Gebirgstragring wird durch grofie Tangentialspannungen und
kleine Radialspannungen charakterisiert.

Die ovale Form des Gebirgstragrings kann auch in Abbildung 7.7a ausgemacht werden.
Dargestellt ist darin der Mobilisierungsgrad 7,.; der Scherfestigkeit:

*
T 1,

Trel = — mit " = 5 (o} — o%) (7.3)
d * 1 / I\ e / / /
un Thae = 5 (o] + 05)sing’ + ¢’ cos g

wobei 7, einen Wert zwischen 0 und 1 annehmen kann. Ist 7,.; = 1, dann ist die Scher-
festigkeit vollstindig mobilisiert, ist 7,.; = 0, dann wird sie in keiner Weise beansprucht.
In Gleichung 7.4 sind die Hauptspannungen o} und o} jeweils auf einen spezifischen
Gauss’schen Integrationspunkt bezogen; desweiteren sei darauf hingewiesen, dass 7.
bei den vorgestellten Berechnungen durch das Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb definiert
ist (siehe Unterkapitel 4.2). In Abbildung 7.7a) steht die rote Farbe fiir vollstandige Mo-
bilisierung der Scherfestigkeit und mit der blauen Farbe sind Bereiche schraffiert, in de-
nen die Scherfestigkeit tiberhaupt nicht mobilisiert wird, d.h. Bereiche mit oy = 3. Ei-
ne vollstindige Mobilisierung findet im Bereich des Gebirgstragrings mit grofien Span-
nungsdifferenzen statt und vor allem auch im Bereich {iber der Tunnelfirste mit sehr
niedrigen Spannungen ¢} und o7. Eine weitere Auswirkung, welche die Entwicklung des
Gebirgstragrings mit sich bringt, zeigt Abbildung 7.7b) in Form der inkrementellen Ver-
schiebungen als Schattierungen von rot nach blau. Rot steht fiir grofie, blau fiir kleine
Verschiebungen. Es ist deutlich zu erkennen, dass sich diese nur auf den unmittelbaren
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Firstbereich konzentrieren, d.h. auf den Bereich innerhalb des Gebirgstragrings. AufSer-
halb des Tragrings treten im Vergleich dazu fast keine Verschiebungsinkremente auf. Dies
bedeutet, dass sich Verschiebungen, die an der Tunnelfirste beobachtet werden, sich nur
in einem geringen Mafie ausserhalb des Tragrings bemerkbar machen.

Abschliefiend kann aus der Studie restimiert werden, dass die Theorie eines Gebirgs-
tragrings nach v. Rabcewicz [53] in Form eines ovalen Druckrings, der sich um die Tun-
nelrohre herum ausbildet, durch FE-Berechnungen nachgewiesen werden kann. Beson-
ders deutlich kommt dabei der Gebirgstragring in der Darstellung der Spannungsdiffe-
renzen o7 — o5 in Abbildung 7.6c zum Ausdruck. Aus Abbildung 7.7a wird durch die
Darstellung des Mobilisierungsgrads der Scherfestigkeit deutlich, inwieweit der Boden
versucht, sich selbst zu tragen.

Gebirgskennlinie:  Bei einer ungesicherten Tunnelrohre entwickelt sich der Verbruch
fiir gewohnlich an dessen Firste. Da in diesem Bereich die grofiten Verformungen zu er-
warten sind, ist es sinnvoll, den Stiitzdruck in Abhédngigkeit von der Firstsetzung dar-
zustellen (Abbildung 7.8). Diese Darstellungsweise entspricht dann der Gebirgskennlinie
oder Fenner-Pacher-Kurve [52], welche bei der NOT eine entscheidende Rolle spielt (siehe
Abschnitt 2.3.1). Nach Pacher hat die Gebirgskennlinie einen trogfomigen Verlauf, d.h. die
Kurve erreicht fiir den Stiitzdruck einen Minimalwert p; und nimmt anschliefsend wieder
zu (Abbildung 7.8). Er schreibt dazu [52]: Unter Umstinden kann sich infolge zunehmender
Auflockerung beim Flieffvorgang ein Bereich aus der allgemeinen Gebirgsverspannung losen. Das
entfestigende Material dieser Zone beginnt unter dem Einfluss der Schwerkraft den gefiirchte-
ten Auflockerungsdruck zu erzeugen, dessen Anstieg schlagartig erfolgen kann. Mit Auslosen
des Auflockerungsdruckes wird ein Wiederanstieg der auflerdem einseitigen Belastung eintreten.
Die Idee eines trogformigen Verlaufs der Gebirgskennlinie wird jedoch teilweise in Frage
gestellt [34]. Vavrovsky [66] unterscheidet in seiner Arbeit zwischen flachliegenden und
tiefliegenden Tunnels. Fiir einen Tunnel mit geringer Uberdeckung beschreibt er eine
trogformige Gebirgskennlinie, was nach seinen Ausfiihrungen fiir tiefliegende Tunnels
nicht der Fall ist. Neue Untersuchungen zur Gebirgskennlinie in entfestigenden Boden
werden von Vermeer & al. [69] vorgestellt und bestdtigen die Gedanken von Vavrovsky.
Auf die Ergebnisse der Studie von Vermeer & al. wird im nachfolgenden zuriickgegriffen.
Auf die theoretischen Grundlagen zur Entfestigung von Boden wird in der hier vorlie-
genden Arbeit jedoch nicht eingegangen. Diesbeziiglich wird vor allem auf die Arbeit
von Marcher [47] verwiesen; ein Einblick wird auch in [69] gegeben.

Die Grundlage fiir einen Wiederanstieg der Gebirgskennlinie nach dem Erreichen des
Bruchdrucks py liegt in einem Entfestigungsprozess des Bodens. Steife Tone und wei-
cher Fels haben die Tendenz, dass sie fiir die Scherfestigkeit einen Spitzenwert (Peak) ha-
ben der bei grofier werdenden Deformationen auf einen Restwert (Restscherfestigkeit) ab-
nimmt. Der Ubergangsprozess vom Peak-Wert der Scherfestigkeit zur Restscherfestigkeit
wird als Entfestigung bezeichnet. Durch den Entfestigungsvorgang im Boden nehmen
deshalb die Belastungen fiir den Tunnelausbau wieder zu, was zu einem Wiederanstieg
der Gebirgskennlinie fiithren kann.

Die nachfolgenden Berechnungen wurden nicht mit dem bislang verwendeten Stoffge-
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Abbildung 7.9: Idealisiertes Ergebnis eines Triaxialversuchs: a) Mohr-Coulomb-Modell;
b) Erweitertes Stoffgesetz zur Berticksichtigung von Entfestigung

setz nach Mohr-Coulomb durchgefiihrt, sondern mit dem sogenannten Hardening-Soil Mo-
del [12], welches zur Beriicksichtigung von Kohésionsentfestigung erweitert wurde [47].
Der effektive Reibungswinkel ¢ dndert sich bei dem Entfestigungsvorgang nicht. Das
grundlegende Prinzip des Stoffgesetzes mit Entfestigung ist in Abbildung 7.9 im Ver-
gleich zum Stoffgesetz nach Mohr-Coulomb aufgefiihrt.

Zur Untersuchung der Gebirgskennlinie wurden die Berechnungen fiir einen kreisrun-
den Tunnelquerschnitt mit einem Durchmesser von 8m durchgefiihrt. Der Boden hat ei-
ne Wichte von 20kN/m? und einen effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 30°. Der Peak-
Wert der Kohésion ist ¢/, = 40kN/m?, der Restwert der entfestigten effektiven Kohasi-
on c,,,, ist gleich null. Zundchst wird ein flachliegender Tunnel mit einer Uberdeckung
von H/D = 1 betrachtet. Um einen Vergleich zu erhalten, wurden drei separate Be-
rechnungen gemacht. Zum einen wurde entfestigendes Bodenverhalten berticksichtigt,
zum anderen wurden Berechnungen ohne Entfestigung bei einer effektiven Kohdsion von
d = 40kN/m? sowie fiir ¢ = 0 durchgefiihrt. Die berechneten Stiitzdruck-Verschiebungs-
kurven sind in Abbildung 7.10 dargestellt. Die obere Kurve ist fiir ¢ = 0, die untere
Kurve fiir ¢ = 40kN/m? und das Ergebnis der Berechnung mit Beriicksichtigung von
Kohisionsentfestigung beschreibt die mittlere Kurve. Bei Berticksichtigung von Kohési-
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Abbildung 7.10: Berechnete Gebirgskennlinie fiir einen flachliegenden Tunnel (H/D = 1)

onsentfestigung ist dabei sehr deutlich der trogférmige Verlauf der Gebirgskennlinie zu
erkennen. Nach einem markanten Tiefpunkt ist mit zunehmender Verformung ein sehr
signifikanter Wiederanstieg der Kurve zu beobachten und beschreibt so eine typische
Gebirgskennlinie im Sinne von Pacher [52]. Bei kleinen Verformungen bis zum Erreichen
des Bruchdrucks p; der Kurve ist der Verlauf in starker Anlehnung an die Berechnung
mit ¢ = 40kN/m? ohne Entfestigung. Der Wiederanstieg der Gebirgskennlinie erfolgt
bis zum Erreichen der Kennlinie fiir die Berechnung mit ¢ = 0 und zeigt, dass hier ein
erheblicher Stiitzdruck notwendig ist. Im Vergleich dazu wird bei der Berechnung mit
¢ = 40kN/m? ohne Kohésionsentfestigung ein Stiitzdruck p = 0 erreicht, was eine stand-
sichere Tunnelrohre bedeuten wiirde.

Eine zweite Studie wurde fiir einen tiefer liegenden Tunnel durchgefiihrt. Bei einem
Durchmesser von 8m hat der Tunnel mit /D = 4 eine Uberdeckung von 32m. Die Para-
meter des Bodens entsprechen denen der vorangegangenen Untersuchung fiir den flach-
liegenden Tunnel mit /D = 1. Ebenso wie im vorangegangenen Beispiel wurden drei
Berechnungen durchgefiihrt, wobei zwei davon ohne Entfestigung bei einer effektiven
Kohésion von ¢ = 0 sowie mit ¢ = 40kN/m? gemacht wurden. Die dritte Berechnung
erfolgte unter Berticksichtigung von Kohédsionsentfestigung mit ¢, = 40kN/m?. Die
berechneten Stiitzdruck-Verschiebungskurven sind in Abbildung 7.11 dargestellt, wo-
bei aus Griinder der Ubersichtlichkeit nur der Bereich fiir normierte Stiitzdriicke < 2
verzeichnet ist. Der Startwert der Kurven liegt bei einem normierten Stiitzdruck von
4,5. Im Vergleich zur vorangegangenen Untersuchung fiir einen flachliegenden Tunnel
zeigt sich am Verlauf der Gebirgskennlinie unter Beriicksichtigung von Kohésionsentfe-
stigung ein deutlicher Unterschied. Anstatt dass die Kurve der unteren Beschrankung fiir
d = 40kN/m? folgt, tendiert der Kurvenverlauf eher zur Stiitzdruck-Verschiebungskurve,
die fiir ¢ = 0 berechnet wurde. Ebenso ist hier der charakteristische trogférmige Verlauf
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Abbildung 7.11: Berechnete Gebirgskennlinie fiir einen tiefer liegenden Tunnel (H/D = 4)

mit einem markanten Wiederanstieg des Stiitzdrucks nicht zu verzeichnen. Zwar wird
im Verlauf der Kurve ein Minimalwert fiir p; ermittelt, jedoch ist kein signifikanter Wie-
deranstieg zu erkennen.

Abschliefiend kann aus den vorgestellten Untersuchungen zur Gebirgskennlinie folgen-
des resiimiert werden. Die berechneten Gebirgskennlinien sind sehr stark von der Uber-
deckung des Tunnels abhédngig. Bei einem flachliegenden Tunnel wird eine trogférmige
Fenner-Pacher-Kurve mit einem ausgepragten Tiefpunkt und einem anschlieffend anstei-
genden Ast als Stiitzdruck berechnet. Bei tiefer liegenden Tunnels ist dies nicht der Fall,
so dass der Verlauf der Gebirgskennlinie nicht den charakteristischen trogférmigen Ver-
lauf aufweist.






Kapitel 8: Auswertung und Weiterentwicklung der
FE-Resultate

Im vorliegenden Kapitel werden die bislang entwickelten Gleichungen fiir den Bruch-
druck p; weiterentwickelt. Zum einen wird gezeigt, wie daraus ein Sicherheitsbeiwert
berechnet werden kann, zum anderen wird die Anwendbarkeit der Gleichungen auf Tun-
nels mit Vortrieb in Teilausbriichen beschrieben. Begonnen wird zunéchst in Unterkapitel
8.1 mit einem Uberblick iiber unterschiedliche Méglichkeiten zur Ermittlung des Sicher-
heitsbeiwerts fiir die Stabilitdat der Ortsbrust wie sie in der Literatur beschrieben werden.
Anschliefsend wird in Unterkapitel 8.2 auf die Berechnung des Sicherheitsbeiwerts mit
Hilfe der vorgestellten Gleichungen eingegangen.

8.1 Literaturiiberblick zur Berechnung des Sicherheitsbei-
werts 1) der Ortsbrust

Zur Berechnung eines Sicherheitsfaktors fiir die Standsicherheit der Ortsbrust werden in
der Literatur verschiedene Mdoglichkeiten genannt.

Schildvortrieb: In ihren Arbeiten zum Schildvortrieb am Beispiel des Grauholztunnels
II in der Schweiz fiihren Jancsecz & Steiner [29, 62] Stabilitdtsuntersuchungen fiir die Orts-
brust mit Hilfe des in Abschnitt 3.2.2 vorgestellten Bruchkérpermodells durch. Die Sicher-
heit gegen Verbruch der Ortsbrust fiir den Schildvortrieb definieren sie iiber den Bruch-
druck py zu:

nzp%zm—l,s (8.1)

wobei sich der Bruchdruck p; aus einem Erddruckanteil p, der Gleichgewichtsbetrach-
tung am Gleitkeil und einem Anteil aus vorherrschendem Wasserdruck p,, zusammen-
setzt. Fiir den Fall, dass kein Grundwasser ansteht, ist p. gleich dem Bruchdruck p;.

In spéteren Arbeiten verwendet Jancsecz [26, 27] bei der Sicherheitsbetrachtung Teilsi-
cherheitsbeiwerte und stellt den tatsdchlich aufgebrachten Stiitzdruck p ins Verhaltnis
zur Summe der treibenden Kréfte aus Wasserdruck p,, und Erddruck p., die jeweils mit
einem Teilsicherheitsbeiwert beaufschlagt werden. Als Sicherheit gegen einen moglichen
Wasserdruck verwendet er 7,, = 1,05 und als Sicherheit gegen den Erddruckanteil, re-
sultierend aus der Gleichgewichtsbetrachtung am Bruchkoérpermodell, gibt er mit 7, >
1,5 — 1,75 an. Durch diese Vorgehensweise erhdlt man fiir die Stabilitdt der Ortsbrust
einen Ausnutzungsfaktor F', der grofler oder zumindest gleich 1 sein muss:

p

F=—
PeTlpe + Pwhw

> 1 (8.2)
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Die Definition der Sicherheit fiir die Ortsbrust {iber der Bruchdruck und den tatsdchlich
aufgebrachten Stiitzdruck ist nicht unbedingt sinnvoll. Zur Veranschaulichung sei die
Standsicherheit eines Tunnels betrachtet, der tiber dem Grundwasserspiegel aufgefahren
wird, d.h. p,, = 0 ist. Wird bei einem niedrigen Bruchdruck von p; ~ 0 auf die Ortsbrust
ein geringer Stiitzdruck von z.B. nur p = 1k N/m? aufgebracht, wiirde sich eine unrealisti-
sche, gegen unendlich strebende Sicherheit fiir die Ortsbrust ergeben. Dies ist auch dann
der Fall, wenn p; zuvor mit Teilsicherheitsbeiwerten beaufschlagt wurde. Im Fall einer
standsicheren Ortsbrust mit p; < 0 wiirde die Definition aus Gleichung 8.2 sogar zu ei-
nem unrealistischen negativen Sicherheitsfaktor fithren. Es ist deswegen nicht sinnvoll, die
Sicherheit der Ortsbrust {iber den Bruchdruck und den tatsdchlich aufgebrachten Druck
auf die Ortsbrust zu definieren, sondern z.B. iiber die Scherfestigkeit. Sicherheit bedeutet
hier, in welchem Umfang die Scherfestigkeit des Bodens abnehmen muss, bis Versagen
der Ortsbrust eintritt. Es ergibt sich die Fellenius- Regel [56]:
vorhandene Scherfestigkeit Ty

= = 8.3
7= "mobilisierte Scherfestigkeit 7,0 6.3

Das Gleichgewicht an einem Bruchkorper wird unter der Voraussetzung nachgewiesen,
dass die Reaktionskréfte aus der Scherfestigkeit des Bodens nur in einem um den Sicher-
heitsbeiwert n abgeminderten Maf} beansprucht wird. Wenn unter Berticksichtigung der
Fellenius-Regel die Gleichgewichtsbedingungen erfiillt sind, dann ist eine ausreichende
Sicherheit der Ortsbrust gegen Versagen gewdihrleistet. Dies entspricht einer Gleichge-
wichtsbetrachtung aller am Gleitkeil des Bruchkdrpermodells angreifenden Kréfte unter
Berticksichtigung einer reduzierten Scherfestigkeit.

Entsprechend der Fellenius-Regel definieren Anagnostou & Kovari [3] die Standsicherheit
der Ortsbrust iiber die Scherfestigkeit. Sie verfahren derart, dass sie fiir die Gleichge-
wichtsbetrachtung am Bruchkoérpermodell im Voraus die Scherfestigkeit um 7., ; abmin-
dern. In ihren Berechnungen ersetzen sie ¢’ durch ¢ /7., s und tan ¢’ durch tan ¢’ /7., und
priifen anschlieflend, ob der berechnete Bruchdruck p; < 0ist. Ist dies nicht der Fall, dann
ist fiir den vorgegebenen Sicherheitsfaktor das Sicherheitskriterium der Ortsbrust nicht
gewdhrleistet. Vorteil des Berechnungsverfahrens nach Anagnostou & Koviri ist der, dass
mit Teilsicherheitsbeiwerten gerechnet werden kann, d.h. die erforderliche Sicherheit fiir
die effektive Kohdsion kann einen anderen Wert annehmen, als diejenige des effektiven
Reibungswinkels. Einen konkreten Wert fiir 7., geben Anagnostou & Kowvidri [3, 4] in ihren
Austiihrungen jedoch nicht an. Simpson [60] schldgt im Zusammenhang um die Diskussi-
on von Teilsicherheitsbeiwerten im Eurocode 7 fiir permanente Bauwerke fiir die Kohaési-
on einen Teilsicherheitsbeiwert von . = 1,6 und fiir den Reibungswinkel 7, = 1,25 vor.
Da es sich bei der Ortsbrust eines Tunnel nicht um ein permanentes, sondern vielmehr
um ein tempordres Bauwerk handelt, sind die von Simpson vorgeschlagenen Teilsicher-
heitsbeiwerte deutlich auf der sicheren Seite liegend einzuordnen.

Nachteil des Berechnungsverfahrens nach Anagnostou & Kovdri ist, dass bei einem gege-
benen Stiitzdruck p nicht eine vorhandene Sicherheit 1 berechnet werden kann. Deren
Gleitkeilmodell liegt keine geschlossene Formel zugrunde, iiber welche die Sicherheit
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direkt durch die effektive Kohésion ¢’ und den effektiven Reibungswinkel ¢’ ermittelt
werden kann.

Neue Osterreichische Tunnelbaumethode:  Entsprechend Anagnostou & Kovdri [3] geht
auch Fennker [21], bei der Ermittlung der Ortsbruststandsicherheit fiir einen NOT-Vortrieb,
nach der Fellenius-Regel vor. Im Unterschied zu Anagnostou & Kovdri reduziert er jedoch
nicht die vorgegebenen Scherparameter um 7., ¢, sonder ermittelt einen globalen Sicher-
heitsbeiwert fiir die Ortsbrust als Quotient aus der Summe der haltenden Krifte und der
Summe der treibenden Kréfte am Gleitkeil. Der Sicherheitsfaktor ergibt sich aus dem zu
wahrenden Kriftegleichgewicht zu:

X haltende Krifte
X treibende Krifte

n (8.4)

Als notwendigen Sicherheitsfaktor 7., ; fiir die Standsicherheit der Ortsbrust bei einem
NOT-Vortrieb gibt Fennker n,,; = 1,3 als Wert an, d.h. die Summe der haltenden Kréfte
soll mindestens das 1, 3-fache der Summe der treibenden Krifte betragen.

Im Unterschied zu Anagnostou & Kovdri [3] ist es mit der Vorgehensweise von Fennker [21]
moglich, direkt die Sicherheit fiir die Ortsbrust zu berechnen. Der entscheidende Nachteil
des Bruchkorpermodells ist jedoch auch bei seinem Verfahren, dass hier keine geschlos-
sene Formel zugrunde liegt, iiber welche die Sicherheit ermittelt werden kann. Abhéngig
von der Tunnelgeometrie und von den Bodenkennwerten ergibt sich fiir jeden Einzel-
fall eine etwas andere Geometrie des Bruchkorpermodells, so dass fiir die Berechnung
der Sicherheit stets ein Computerprogramm erforderlich ist. Mit Hilfe einer geschlosse-
nen Formel, wie der vorgestellten Bruchdruckformel (Gleichung 3.5), ist hingegen die
Berechnung der Sicherheit nach der Definition von Fellenius moglich. Dies wird im nach-
folgenden Unterkapitel 8.2 gezeigt.

8.2 Sicherheitsbeiwert 7 fiir die Ortsbrust mit den entwi-
ckelten Formeln (o' > 20°)

Bislang lag bei der Untersuchung der Ortsbrust auf Grundlage der FE-Berechnungen das
Hauptaugenmerk auf der Bestimmung des Bruchdrucks p;. Zur Ermittlung eines siche-
ren Stiitzdrucks p., ;, wird deswegen der erforderliche Sicherheitsbeiwert 1., ; eingefiihrt.
Die Definition der Sicherheit erfolgt nach Fellenius iiber die Scherfestigkeit, wie dies auch
von Anagnostou & Koviri [3, 4] durchgefiihrt wird. Hierzu werden in den Bruchdruckglei-
chungen die Primérvariablen ¢ durch ¢ /7., und tan ¢’ durch tan ¢’ /1., s ersetzt.

Bei einem Schildvortrieb mit d = 0 ergibt sich mit Gleichung 5.5 fiir den erforderlichen
Stiitzdruck p., s folgende Gleichung:

Nerf C/ ..
erf — D - O, 05 - f d - 0 8.5
Pert =17 (9 tan ¢’ ) tan ¢’ e ®.5)
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Anstelle der Ermittlung von p.,; und der Kontrolle p > p,..;, wie dies auch fiir das
Bruchkoérpermodell méglich ist, kann man mit Hilfe der Bruchdruckformeln bei einem
gegebenem Stiitzdruck p die vorhandene Sicherheit 7 errechnen und anschliefiend kon-
trollieren, ob die Bedingung 1 > 7., erfiillt ist. Ersetzt man p.,; durch p und 7, durch n,
erhélt man durch Umformulierung von Gleichung 8.5 fiir die Standsicherheit im Schild-
vortrieb mit d = 0 folgende Formel:

9
n= W_D(C, + ptany’) + 0,45 tan ¢’ (d=0) (8.6)
Fiir den Spezialfall mit p = 0, der z.B. bei einem Schildvortrieb mit nattirlicher Stiitzung
vorliegt (siehe Abbildung 2.2 oben), erhdlt man mit Gleichung 8.6 den vorhandenen Si-
cherheitsbeiwert:
—9—Cl—|—0 45 tan ¢’ (d=0) (8.7)
Es soll an dieser Stelle darauf aufmerksam gemacht werden, dass die vorgestellte Glei-
chung 8.7 auf der Grundlage des Kohédsionsbeiwerts IV, = cot ¢’ hergeleitet wurde, wobei
der Einfluss des Zugbruch-Kriterium nicht berticksichtigt ist. Fiir den Fall p = 0 ist die
Formel in dieser Form leider nicht anwendbar und sollte deswegen entsprechend formu-
liert werden:

/]V;
n = (gsD +0, 45) tan ¢’ (d=0) (8.8)

wobei die Herleitung eines Kohésionsbeiwerts N, mit Beriicksichtigung des Zugbruch-
Kriteriums noch aussteht.

Entsprechend der Vorgehensweise bei Tunnels im Schildvortrieb mit d = 0 kann der er-
forderliche Stiitzdruck p., r nach Gleichung 6.2 auch fiir Tunnels mit einer Abschlagsldange
d < 0,5D ermittelt werden:

6tan¢,

2 _% 3 £i Ner f
Perf = ’}/D 18(tfn)<p/ - O, 05| — C/Nc (d < 07 5) (89)

Nerf

Die vorhandene Sicherheit 7 fiir Tunnels mit d < 0, 5D ergibt sich aus Gleichung 8.9 zu:
<% (p+N.)+0, 9> tan ¢’

,r] = 6tanap/

243 (%)

(d<0,5) (8.10)

Bei Tunnels im Schildvortrieb mit d = 0 kann der Sicherheitsfaktor 1 direkt berechnet
werden, ist jedoch die Abschlagsldnge d > 0, dann ist ein iterativer Losungsprozess er-
forderlich. Als Startwert fiir die iterative Ermittlung der Standsicherheit ist die Sicherheit
n fiir d = 0 sinnvoll.
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Fiir den Fall, dass der Stiitzdruck p = 0 ist, wie dies in der Neuen Osterreichischen Tun-
nelbauweise durchaus {iblich ist, ergibt sich die Standsicherheit zu nachfolgender Glei-
chung 8.11. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass in den Gleichungen der Ein-
fluss des Zugbruch-Kriteriums (siehe Unterkapitel 4.2) nicht beriicksichtigt ist und bei
Verwendung von N, = coty in hoher kohdsiven Boden die Standsicherheit der Ortsbrust
etwas tiberschédtzt wird.

18¢’ N,
<’Y—D + O, 9) tan QOI
n = 6 tan o/

243 (3)

(d<0,5) (8.11)

Fiir den Sonderfall einer unendlich langen Tunnelrohre mit d = oo ergibt sich die Si-
tuation, dass der Verbruch an der Firste des Tunnels eintritt. Nach der gleichen Vorge-
hensweise wie fiir den Schildvortrieb kann mit Gleichung 7.2 auch hier der erforderliche
Stiitzdruck p,, s berechnet werden:

2
Nerf tan ¢
Perf =D <0, 6 (2tan % — Dens ) +0, 18) — N, (8.12)

Fiir den Fall, dass die Tunnelréhre durch einen Stiitzdruck p gesichert wird, ergibt sich
die Standsicherheit n zu:

'N, —0,18yD /N, —0,187D
n—tang0’<\/p+c i +\/p+c 1 +1) (d = o) (8.13)

0,6vD 0,6vD

Erfolgt keine Stiitzung der Tunnelrhre, d.h. p = 0, ergibt sich fiir die Standsicherheit der
Tunnelréhre 7 zu:

'N, — 0,18vD 'N, — 0,18vD
n:tang0/<\/c 067D7 +\/C O67D7 +1) (d = o) (8.14)

Mit den Vorgestellten Gleichungen kann, je nach vorliegender Situation, die Standsicher-
heit der Ortsbrust oder auch der Tunnelréhre im Spezialfall mit d = oo fiir einen kreisrun-
den Tunnelquerschnitt berechnet werden. Im Folgenden wird nicht weiter auf die Stand-
sicherheit der Tunnelréhre mit d = oo eingegangen, sondern vielmehr ausschliefilich auf
die Standsicherheit der Ortsbrust. Es soll jedoch an dieser Stelle nochmals darauf verwie-
sen werden, dass der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums bei den Formeln nicht beriick-
sichtigt ist. Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums tritt vor allem in Erscheinung, wenn
ein Tunnel ohne Stiitzdruck aufgefahren wird. Weiterhin sei nochmals darauf hingewie-
sen, dass die vorgestellten Gleichungen bei d < 0,5 nur fiir ¢ > 20° und fiir d = oo bei
@' > 25° Giiltigkeit haben.
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8.3 Tunnelvortrieb in Teilausbriichen

Die vorgestellten Gleichungen 8.7 und 8.11 zeigen ganz deutlich die Bedeutung der Kohsi-
on auf die Standsicherheit der Ortsbrust. Die starke Abhdngigkeit der Ortsbruststabilitat
von der Kohision bedeutet, dass fiir die klassische Neue Osterreichische Tunnelbauweise
ein deutlich kohéasiver Boden oder Fels erforderlich ist. Ist diese Kohésion nur in gerin-
gem Ausmafl vorhanden, so bietet sich eine Verringerung des Tunneldurchmessers an,
d.h. ein Auffahren des Tunnels in Teilausbriichen. Zum Entwurf eines Tunnels in Teilaus-
briichen, wie z.B. angegeben in Abbildung 8.1, stellt sich die Frage nach dem maximal
moglichen Durchmesser D;. Die Kalottenausbriiche A und B in Abbildung 8.1 sind zwar
nicht kreisrund, aber sie konnen gut durch Kreisquerschnitte angendhert werden (Abbil-
dung 8.2). Dies zeigt, dass die vorliegenden Formeln fiir einen kreisrunden Tunnel auch
fiir den Kalottenausbruch (A und B) anwendbar sind, jedoch nicht fiir die Teilausbriiche
C'und D. Beim Vortrieb der Strosse C' und der Sohle D stellt sich das quasi zweidimensio-
nale Problem einer Steilboschung. Erfolgt allerdings beim Vortrieb von Strosse und Sohle
der Einbau der Auflenschale des Tunnels erst relativ spét, kann sich ein weiterer Ver-
sagensmechanismus einstellen, der von Schuller & Schweiger [58] ausfiihrlich diskutiert
wird. Bei einem zu grofien Vortrieb von Strosse bzw. Sohle ohne Einbau der Spritzbe-
tonschale, konnen sich im Baugrund im Bereich der gedffneten Tunnelflanken Schwéche-
zonen ausbilden. Diese konnen sich, von den ungesicherten Tunnelflanken ausgehend,
in Form von Scherbdndern entwickeln und bis an die Geldndeoberfldche reichen. Dieser
Vorgang kann zu einem Versagen des Tunnels im Ulmenbereich fiithren.

Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass die Entwicklung der vorgestellten Formeln das
Zugbruch-Kriterium nicht berticksichtigt. Das Zugbruch-Kriterium spielt hauptséchlich
eine Rolle, wenn ein Tunnel ohne Stiitzdruck, d.h. mit p = 0 aufgefahren wird, wie dies
bei der NOT der Fall ist. Die Beriicksichtigung des Zugbruch-Kriteriums fiihrt zu grofie-
ren Bruchdriicken, bzw. bei der NOT zu geringeren Sicherheiten. Die nachfolgend vorge-
stellten Gleichungen sollten deswegen nur unter der Pramisse verwendet werden, dass
diese etwas auf der unsicheren Seiten liegen. Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums wird
spdter in Unterkapitel 9.3 genauer besprochen.

Den maximal moglichen Durchmesser Dy fiir den Tunnelvortrieb erhdlt man fiir die
Spritzbetonbauweise mit 7 = 1 und mit p = 0 aus Gleichungen 8.11. Unter den Vor-
aussetzungen ¢’ > 20° und d/D < 0,5 ergibt sich fiir D folgende Gleichung;:

18%]\76 tan ¢’ J
= i ~ 12— (8.15)
2+3(4) — 0,9 tan ¢/ v

Dy

wobei die angegebene Néaherung D, ~ 12¢'/y unter Verwendung von N, = cot ¢’ ent-
wickelt wurde. Gleichung 8.15 scheint implizit vom Tunneldurchmesser zu sein, dies ist
jedoch nicht weiter der Fall wenn d/D ein vorgegebener Wert ist. Hat auf der anderen
Seite die Abschlagsldnge d einen vorgegebenen Wert, dann muss obige Gleichung 8.15
iterativ gelost werden. Die Anndherung D; ~ 12¢//v aus Gleichung 8.15 ist fiir einen
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\1/

Abbildung 8.1: Tunnelvortrieb in Teilausbriichen bei der Neuen Osterreichischen Tunnel-
bauweise in einem Langs- und Querschnitt

Tunnel mit vorgegebener relativer Abschlagsldnge d/D = 0, 3 bei einem Reibungswinkel
von ¢' = 30° fast exakt. Fiir einen Reibungswinkel 20° < ¢’ < 35°, wie dies in der Praxis
haufig der Fall ist, ist diese Anndherung ebenfalls gut brauchbar. Bei ¢’ = 20° ergibt sich
Dy =9,5¢ /v und bei ¢' = 35° wird Dy = 13¢//y ermittelt. Die Anndherung Dy ~ 12¢' /v
ist also ein geeigneter Ansatz. Bei der Entwicklung der vorgestellten Ndaherungen wurde
N, = cot ¢’ verwendet. Diese Annahme liegt etwas auf der unsicheren Seite. In Unterka-
pitel 9.3 wird der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums nidher betrachtet, wobei festgestellt
wird, dass die Abweichungen bei etwa 10% liegen.

In der Baupraxis ist d/D zumeist relativ klein. Vernachldssigt man den Einfluss der Ab-
schlagsldange, dann ergibt sich fiir d = 0:

9  Nctany' (¢

Dy=— ~ 12— 8.16
J v 1 —0,45tan ¢’ v ( )

Die Anndherung aus Gleichung 8.16 fiir d = 0 ist nahezu exakt fiir den effektiven Rei-
bungswinkel ¢ = 30°. Ebenso wie Gleichung 8.15 ist auch die Ndherung in Gleichung
8.16 auf der Grundlage N. = cot ¢’ entstanden. Berticksichtigt man bei dieser Ndaherung
die Abweichung von etwa 10% (siehe Unterkapitel 9.3), so ergibt sich mit Dy ~ 11¢'/y
hier nur eine sehr kleine Differenz. Es soll jedoch nochmals darauf verwiesen werden,
dass der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums in zukiinftigen Forschungsarbeiten noch im
Detail zu untersuchen ist.

Insgesamt kann geschlossen werden, dass ein Tunnel unter drainierten Bedingungen oh-
ne Stiitzung der Ortsbrust aufgefahren werden kann, wenn die effektive Kohdsion minde-
stens 10% von D betragt. Der mogliche Tunneldurchmesser steigt linear mit zunehmen-
der Kohésion an. Dieser Zusammenhang zeigt ganz deutlich die Bedeutung der Kohasi-
on; d.h. die klassische NOT verlangt eindeutig einen kohdsiven Boden oder Fels. Ist die
Kohésion nur in geringem Ausmaf$ vorhanden, so bietet sich eine Verringerung des Tun-
neldurchmessers an, d.h. ein Auffahren des Tunnels in Teilausbriichen. Wenn die Kohési-
on grofs genug ist, dann kann der Tunnel in seinem vollen Querschnitt vorgetrieben wer-
den.

Um die Bedeutung der Abschlagsldnge anhand der vorgestellten Gleichungen hervorzu-
heben, soll als Beispiel ein Tunnel in Ton mit v = 18kN/m?, ¢ = 15kN/m? und ¢’ = 20°
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Abbildung 8.2: Anniherung einer Teilausbruchsfliche bei der Neuen Osterreichischen
Tunnelbauweise durch einen Kreisquerschnitt

betrachtet werden. Der Kohédsionsbeiwert wurde bei diesem Beispiel mit N, = cot ¢’ ver-
wendet. Nach Gleichung 8.16 wiirde in diesem Boden eine kreisrunde ungestiitzte Orts-
brust mit d = 0 bis zu einem Durchmesser von Dy = 9m noch stabil sein. Dabei ist voraus-
gesetzt, dass eventuelles Grundwasser abgesenkt ist, da die Einfliisse von Grundwasser
bei der Entwicklung der Formeln nicht berticksichtigt wurde. Wird nun mit Hilfe von
Gleichung 8.15 eine relative Abschlagsldnge von d/D = 0, 3 berticksichtigt, verringert
sich der Maximaldurchmesser deutlich auf D; = 8m. Mit der tiberschldgigen Faustfor-
mel wonach die effektive Kohdsion etwa 10% von 7D betragen soll, um eine standsiche-
re Ortsbrust zu gewdhrleisten, berechnet sich der Maximaldurchmesser zu D; = 8, 3m.
Dieses Beispiel zeigt, dass eine erste grobe Abschdtzung mit Hilfe der Faustformel durch-
gefiihrt werden kann. Eine genauere Analyse, vor allem auch im Hinblick auf einen Tun-
nel mit einer Abschlagsldnge d, sollte jedoch mit den vorgestellten Gleichungen 8.15 und
8.16 erfolgen.



Kapitel 9: Bestimmung des Sicherheitsbeiwerts 1 mit der
FEM

9.1 Prinzip der numerischen ¢-c-Reduktion

Eine Sicherheitsberechnung mit der Finiten Elemente Methode kann durch die Reduzie-
rung der Scherfestigkeit des Bodens nach der Fellenius-Regel erfolgen. Dieser Ansatz kam
bereits in Unterkapitel 8.2 bei der Herleitung der Ortsbruststandsicherheit mit Hilfe der
vorgestellten Bruchdruckgleichungen zur Anwendung. Die verwendeten Bruchdruck-
formeln basieren jedoch grundsitzlich auf einer Reduzierung des Stiitzdrucks, d.h. der
Bruchdruckbestimmung. In einem zweiten Schritt wird dann erst die Sicherheit nach der
Fellenius-Regel ermittelt.
Bei der Bestimmung der Sicherheitsbeiwerte mit der Finiten Elemente Methode ist die
Vorgehensweise eine etwas andere. Hier wird nicht von einem Bruchdruck ausgegangen.
Die numerische Berechnung des Sicherheitsbeiwerts kann nur bei einer grundsatzlich
standsicheren Ortsbrust erfolgen. Dies kann sowohl ohne Stiitzdruck der Fall sein, wie
z.B. bei der NOT, oder aber entsprechend bei einem Schildvortrieb mit einem aktiv auf-
gebrachten Stiitzdruck. Ausgehend von einer standsicheren Ortsbrust wird bei diesem
Verfahren dann die Scherfestigkeit {iber die Parameter tan ¢’ und ¢’ proportional so lange
reduziert, bis der Bruchzustand erreicht ist.

¢  tany

/
red

Reduktionsfaktor R = (9.1)

o tangl,

Wenn der Bruchzustand erreicht ist, dann entspricht der Reduktionsfaktor /2 dem Sicher-
heitsbeiwert 7. Als Bruchzustand wird der Zustand bezeichnet, bei dem die Scherfestig-
keit nicht weiter reduziert werden kann, da sonst kein stabiler Gleichgewichtszustand
mehr vorhanden ist. Bei gleichbleibendem Spannungszustand nehmen dabei die Ver-
schiebungen eines betrachteten Kontrollpunkts stetig zu. Dies ist in Abbildung 9.1 fiir
einen Kontrollpunkt in der Mitte der Ortsbrust dargestellt. Die Grofie der dabei auftre-
tenden Verschiebungen haben dabei keinerlei Bedeutung.

Die Sicherheit ergibt sich somit als das Verhiltnis aus tatsdchlicher Scherfestigkeit zur mo-
bilisierten Scherfestigkeit im Bruchzustand. Bei Verwendung des Bruchkriteriums nach
Mohr-Coulomb ergibt sich:

. . . d + o' tan
Sicherheitsbeiwert n= P

9.2
Conob + 0" tan @7 2
Die Grundlagen dieser Methode wurden von Zienkiewicz [81] vorgeschlagen, von Brink-
greve & Bakker [11] verbessert und auch von Dawson [17] und Griffiths & Lane [23] veroffent-
licht. Die Methode wurde sowohl im Finite Elemente Programm PLAXIS als auch im Pro-
gramm FLAC implementiert.
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T

Kontrollpunkt

tatsachliche Scherfestigkeit 1,

mobilisierte Scherfestigkeit T, ,

Scherfestigkeit

»

Verschiebung des Kontrollpunkts u

Abbildung 9.1: Reduzierung der Scherfestigkeit 7 bei einer ¢ — ¢ — Reduktion

9.2 Die Standsicherheit 1 der Ortsbrust beim Schildvor-
trieb mit gestiitzter Ortsbrust

In diesem Unterkapitel wird gezeigt, wie mit Hilfe der FEM der Sicherheitsbeiwert 1 der
Ortsbrust ermittelt werden kann. Dazu wird ein Schildvortrieb untersucht, dessen Orts-
brust eine aktive Stiitzung erfahrt. Zundchst wird das Resultat der numerischen Sicher-
heitsanalyse vorgestellt, anschlieflend wird gezeigt, dass bei einer gestiitzten Ortsbrust
Gleichung 8.6 anwendbar ist und sich der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums nicht be-
merkbar macht. Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums wird in Unterkapitel 9.3 ausfiihr-
lich dokumentiert, wobei gezeigt wird, dass sich an einer ungestiitzten Ortsbrust ober-
flachige Bruchschalen ablosen konnen. Durch den aufgebrachten Stiitzdruck an der Orts-
brust werden diese schalenfémigen Abldsungen an der Ortsbrust jedoch unterdriickt und
der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums verschwindet.

Betrachtet sei im Folgenden ein Tunnel mit Durchmesser D = 5m, einer Uberdeckung
von H/D = 1,5 und einer Abschlagslinge von d = 0. Die Ortsbrust wird wiahrend der
Berechnung aktiv gestiitzt. Der Stiitzdruck nimmt mit der Tiefe linear zu und betrégt
in der Mitte der Ortsbrust p = 10kN/m?. Der effektive Reibungswinkel des Bodens ist
¢’ = 30°, die effektive Kohésion ist ¢ = 10kN/m? und die Wichte liegt bei v = 20kN/m?.
Das Resultat der numerischen Standsicherheitsanalyse zeigt Abbildung 9.2, wobei darauf
hingewiesen wird, dass die Berechnung mit aktivem Zugbruch-Kriterium durchgefiihrt
wurde. In der linken Abbildung sind die inkrementellen Verschiebungen im Bruchzu-
stand als helle und graue Schattierungen dargestellt; rechts ist in einem Diagramm der
Verlauf der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion dargestellt. Als kritischen Bruchkorper ergibt
sich aus der Berechnung ein kaminartiger Bruchkorper, der von der Ortsbrust ausgehend
bis an die Geldndeoberfldche reicht. Der berechnete Sicherheitsbeiwert ergibt sich aus
dem Reduktionsfaktor R der Scherfestigkeit (Abbildung 9.2 rechts). Zunéchst kann die
Scherfestigkeit mittels des Reduktionsfaktors rasch um den Wert 1,6 abgemindert wer-
den, anschliefSfend nimmt die Kurve einen horizontalen Verlauf an. Dies bedeutet, dass
der Reduktionsfaktor nicht weiter erhoht, bzw. die Scherfestigkeit nicht weiter reduziert
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Abbildung 9.2: links: Inkrementelle Verschiebungen im Bruchzustand fiir einen Schild-
vortrieb mit gestiitzter Ortsbrust; rechts: Entwicklung des Reduktionsfaktors R wahrend
der ¢ — ¢ — Reduktion

werden kann. Es stellt sich ein gleichbleibender Spannungszustand im Baugrund ein, bei
dem die Verschiebungen stetig zunehmen. Mit einem Reduktionsfaktor von R = 1,61
ergibt sich der Sicherheitsbeiwert fiir die Ortsbrust zu n = 1,61. Bei einer vergleichen-
den Berechnung, wobei das Zugbruch-Kriterium deaktiviert wurde, d.h. Zugspannun-
gen im Baugrund iibertragen werden konnten, ergibt ergibt sich der Sicherheitsbeiwert
zun = 1,62. Durch diese Ubereinstimmung zeigt sich, dass das Zugbruch-Kriterium bei
einer ausreichend gestiitzten Ortsbrust keinen Einfluss hat.

Wird der Sicherheitsbeiwert fiir die Ortsbrust mit Hilfe von Gleichung 8.6 berechnet,
dann erhdlt man n = 1,67 und liegt damit um etwa 3,5% tiber dem Resultat der nu-
merischen Analyse. Diese geringe Differenz ist nicht mit dem Einfluss des Zugbruch-
Kriteriums zu begriinden, sondern liegt vielmehr daran, dass bei der FE-Berechnung
ein FE-Netz verwendet wurde, welches wesentlich feiner diskretisiert wurde, als die FE-
Netze fiir die Entwicklung der Formeln. In dem Forschungszeitraum, in dem die Glei-
chungen entwickelt wurden, war es aus aus Griinden der Hardware und Software leider
noch nicht moglich, FE-Netze mit derart vielen Freiheitsgraden zu berechnen. Der Ein-
fluss der Diskretisierung auf die Genauigkeit der Berechnungen wurde in Unterkapitel
4.7 ausfiihrlich besprochen.

Die Untersuchung an dem vorgestellten Beispiel hat gezeigt, dass zum einen bei einer
aktiven Stiitzung der Ortsbrust der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums bei der Ermittlung
der Standsicherheit vollstindig unterdriickt wird und keinen Einfluss auf den Sicher-
heitsbeiwert hat. Dies ist bereits bei ganz geringen Stiitzdriicken von p = 10kN/m? der
Fall. Zum anderen wurde gezeigt, dass auch mit Hilfe von Gleichung 8.6 der Sicherheits-
faktor berechnet werden kann und diese mit hinreichender Genauigkeit giiltig ist.
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9.3 Einfluss des Zugbruch-Kriteriums auf die Standsicher-
heit n der Ortsbrust

Zur Ermittlung der Standsicherheit der Ortsbrust wird in der vorliegenden Arbeit das
Mohr-Coulomb’sche Stoffgesetz sowohl bei den FE-Berechnungen als auch bei den vor-
gestellten Gleichungen zur Berechnung eines Sicherheitsfaktors 1 verwendet. Theore-
tisch lasst das Mohr-Coulombsche Stoffgesetz in kohdsiven Boden Zugspannungen zu,
in kohdsionslosen Boden konnen dagegen prinzipiell keine Zugspannungen auftreten.
Da aber in Wirklichkeit auch in kohésiven Boden Zugspannungen generell nur in ei-
nem geringen Mafle aufgenommen werden konnen, besteht bei den FE-Berechnungen die
Moglichkeit, das in Unterkapitel 4.2 behandelte Zugbruch-Kriterium zu berticksichtigen,
oder nicht. Bei den vorgestellten Gleichungen besteht diese Entscheidungsmoglichkeit
nicht; hier sind Zugspannungen grundsitzlich moglich, weswegen die Gefahr besteht,
die Ortsbruststabilitdt etwas zu tiberschétzen. Fiir die Ortsbrust stellt sich nun die Frage,
wie stark sich eventuell auftretende Zugspannungen auf die Standsicherheit auswirken.
In Unterkapitel 9.2 wurde erldutert und gezeigt, dass im Falle einer aktiven Stiitzung der
Ortsbrust, das Zugbruch-Kriterium keinen Einfluss bei der Berechnung des Sicherheits-
beiwerts der Ortsbrust ausiibt. Bei einer ungestiitzten Ortsbrust ergibt sich ein anderer
Sachverhalt. Dieser Sachverhalt soll anhand einiger Beispiele im Nachfolgenden analy-
siert werden. Es werden zunédchst zweidimensionale FE-Berechnungen vorgestellt, an-
schlieffend wird die Studie auf dreidimensionale Berechnungen erweitert.

Eine quantitative Erfassung dieses Einflusses mit einer entsprechenden Umsetzung in
den vorgestellten Gleichungen fiir 7 ist sehr komplex und wird in der vorliegenden Arbeit
nicht weiter verfolgt. Dies soll Bestandteil zukiinftiger Forschungsarbeiten werden.

9.3.1 2D-Analysen

Um den Einfluss des Zugbruch-Kriteriums auf die Standsicherheit der Ortsbrust zu er-
fassen, wurden zunichst zweidimensionale FE-Berechnungen durchgefiihrt, wobei die
Standsicherheit der Ortsbrust des Tunnels in einem Langsschnitt betrachtet wurde. Bei
einer Uberdeckung von H/D = 1,5 hat der Tunnel einen Durchmesser von 5m. Der
homogene Baugrund hat einen effektiven Reibungswinkel von ¢ = 30°, eine effektive
Kohision von ¢ = 25k N/m?* und eine Wichte von v = 20kN/m?. In Abbildung 9.3 ist das
verwendete FE-Netz mit 1573 15-knotigen Dreieckselementen dargestellt. Das FE-Netz
wurde bewusst sehr fein generiert um mogliche Netzabhédngigkeiten der entstehenden
Bruchkérper bei den Berechnungen auszuschliefien.

Berechnungen wurden durchgefiihrt sowohl mit aktivem Zugbruch-Kriterium (Zugspan-
nungen sind nicht zugelassen) als auch mit deaktiviertem Zugbruch-Kriterium (Zug-
spannungen sind zugelassen). In Abbildung 9.4 sind die jeweils berechneten Bruchfi-
guren in Form von inkrementellen Verschiebungen als helle und graue Schattierungen
dargestellt. Die Berechnungen zeigen fiir das Bruchverhalten einen sehr auffilligen Un-
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Abbildung 9.3: Zweidimensionales FE-Netz zur Erfassung des Einflusses des Zugbruch-
Kriteriums auf die Standsicherheit der Ortsbrust

terschied. Abbildung 9.4a) zeigt das Resultat, wobei bei der Berechnung Zugspannungen
zugelassen waren. Es ergibt sich hier ein kaminartiger Bruchkoérper, der von der Orts-
brust bis an die Geldndeoberflidche reicht. Im Unterschied dazu ergibt sich ein vollig
anderes Bruchbild, wenn Zugspannungen vom Baugrund nicht aufgenommen werden
konnen (Abbildung 9.4b)). Es entwickelt sich kein kaminartiger Bruchkorper, sondern
lediglich eine lokal sehr begrenzte Bruchscholle an der Ortsbrust. Es bilden sich quasi
flache Ablosungen des Bodens an der Oberfldche der Ortsbrust. Entsprechende Unter-
schiede ergeben sich auch bei den berechneten Sicherheitsbeiwerten. Werden Zugspan-
nungen zugelassen, ergibt sich = 1, 41 und bei aktivem Zugbruch-Kriterium ergibt sich
n=1,2T.

Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums duflert sich nicht nur im Bruchbild, sondern kenn-
zeichnet auch den Verlauf der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion. Bei der ¢ — ¢ — Reduktion
wird die Scherfestigkeit so lange reduziert, bis der Bruchzustand erreicht ist, und die Fe-
stigkeitsparameter tan ¢’ und ¢’ nicht weiter reduziert werden kénnen. Der Reduktions-
faktor entspricht der Sicherheit n. In Abbildung 9.5 ist der Verlauf der ¢ —c— Reduktion als
Funktion des Reduktionsfaktors in Abhédngigkeit der Kontrollpunktverschiebung aufge-
tragen. Der Kontrollpunkt ist in der Mitte der Ortsbrust. Zunéchst ist bei kleinen Verschie-
bungen fiir beide Berechnungen der Verlauf der Kurven bis zu einem Reduktionsfaktor
von 1, 27 gleich. Im weiteren Kurvenverlauf ergeben sich jedoch wesentliche Unterschie-
de, welche sich letztendlich durch die unterschiedlichen Versagensarten der Ortsbrust er-
geben. Werden Zugspannungen im Baugrund zugelassen, dann kann die Scherfestigkeit
bis zu einem Faktor von etwa 1, 41 weiter reduziert werden. Bei einem Reduktionsfaktor
von 1,41 geht der Kurvenverlauf in die Horizontale {iber, was letztendlich das Erreichen
des Bruchzustandes ankiindigt. Es wird ein Reduktionsfaktor von 1,41 erreicht, was als
Resultat den Sicherheitsbeiwert i der Ortsbrust ergibt. Ein Unterschied ergibt sich jedoch
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a) Zugspannungen zugelassen b) Zugspannungen nicht
zugelassen

Abbildung 9.4: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums. Dargestellt sind die inkrementellen
Verschiebungen im Bruchzustand.

im Kurvenverlauf der Berechnung mit aktivem Zugbruch-Kriterium. Zunédchst kann die
Scherfestigkeit noch bis zu einem Faktor von etwa 1, 33 abgemindert werden, jedoch wird
auf diesem Niveau kein Gleichgewichtszustand erzielt, so dass der Reduktionsfaktor wie-
der auf einen Wert von etwas unter 1,27 absinkt und daraufhin bei 1,24 einen Gleich-
gewichtszustand gefunden wird. Bei gleichbleibendem Spannungszustand nehmen die
Verschiebungen stetig zu. Der Sicherheitsbeiwert ergibt sich hier zu n = 1, 24. Der drasti-
sche Abfall des Reduktionsfaktors steht in direktem Zusammenhang mit der Ausbildung
des Bruchkorpers und ldsst sich dadurch erklédren, dass sich an der Ortsbrust ein lokaler
Verbruch ergibt, der aufgrund lokaler Schwachstellen im Boden entsteht. Die Ausbildung
lokaler Schwachstellen an der Ortsbrust treten nicht auf, wenn Zugspannungen vom Bau-
grund aufgenommen werden kénnen oder aber die Ortsbrust aktiv gestiitzt wird.

Die vorangegangenen zweidimensionalen Berechnungen zeigen den grundlegenden Ein-
fluss des Zugbruch-Kriteriums sowohl auf die Ausbildung des Verbruchkérpers als auch
auf die Standsicherheit auf. Inwieweit sich die Ergebnisse der zweidimensionalen Berech-
nungen auf den raumlichen Fall iibertragen lassen, sollen nachfolgende Berechnungen in
einer umfangreicheren Ausfithrung zeigen.

9.3.2 3D-Analysen

Zur Untersuchung des Einflusses des Zugbruch-Kriteriums auf die Standsicherheit der
Ortsbrust im dreidimensionalen Raum wird im Nachfolgenden ein Tunnel mit einem
Durchmesser D = 5m bei einer Uberdeckung von H = 1,5D betrachtet. Die Wichte des
Bodens ist v = 20kN/m3, die effektive Kohédsion ¢ = 10kN/m? und der effektive Rei-
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Abbildung 9.5: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums fiir einem Tunnel mit d = 0 bei einer
ungestiitzten Ortsbrust fiir eine 2D-Berechnung. Entwicklung des Reduktionsfaktors R
wéahrend der ¢ — ¢ — Reduktion

bungswinkel ¢’ wurde variiert. Die Abschlagsldange des Tunnels ist d = 0 und mitp = 0
ist die Ortsbrust ungestiitzt.

Zundchst wird die Entwicklung der Bruchfiguren betrachtet. In Abbildung 9.6 sind die
inkrementellen Verschiebungen in einem Langsschnitt entlang der Tunnelachse fiir drei
unterschiedliche effektive Reibungswinkel von 20°, 30° und 40° dargestellt. Rote Farbtone
stehen fiir grofse, die blauen Farbtone fiir kleine Verschiebungsinkremente. Die obere Bil-
derreihe zeigt Bruchfiguren, wobei die Zugspannungen im Baugrund wéhrend der Be-
rechnung zugelassen wurden. In der unteren Bilderreihe sind die Bruchfiguren darge-
stellt, wobei bei den Berechnungen keinerlei Zugspannungen im Baugrund zugelassen
sind, d.h. es wird mit aktivem Zugbruch-Kriterium gerechnet. Fithrt man einen grundsitz-
lichen Vergleich durch zwischen den Bruchfiguren, bei denen Zugspannungen zugelas-
sen wurden (obere Bildreihe) und den Bruchfiguren bei denen Zugspannungen nicht zu-
gelassen wurden (untere Bildreihe), zeigen sich vollig unterschiedliche Versagensarten
an der Ortsbrust, wie dies auch schon bei der 2D-Berechnung (Abbildung 9.4) beobach-
tet wurde. Werden Zugspannungen zugelassen, dann entwickelt sich der Bruchkorper in
Form eines kaminartigen Verbruchs von der Ortsbrust ausgehend bis an die Geldndeober-
flache aus. In den Fillen, wobei bei den Berechnungen keine Zugspannungen zugelassen
sind, sieht die Situation vdllig anders aus. Als Bruchkorper entwickeln sich viel kleinere,
lokal sehr begrenzte Bruchkorper direkt an der Ortsbrust.

Werden nun die Bruchfiguren der Berechnungen mit aktivem Zugbruch-Kriterium néher
betrachtet, zeigt sich in der Grofse der entstehenden Bruchscholle eine Abhédngigkeit vom
effektiven Reibungswinkel ¢'. Bei einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 20° ent-
wickelt sich eine fast halbkugelférmige Bruchscholle vor der Ortsbrust. Mit zunehmen-
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Zugspannungen sind zugelassen:

¢ = 20°, n= 102 ¢ =30°, n= 114 @ = 40°, n= 126

Zugspannungen sind nicht zugelassen:

¢ = 20°, n= 091 ¢ = 30°, n= 103 ¢ = 40°, n= 1,12

Abbildung 9.6: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums auf die Art des Verbruchs und die
Standsicherheit 1 bei verschiedenen effektiven Reibungswinkeln und einer effektiven
Kohésion von ¢ = 10kN/m?

dem effektiven Reibungswinkel wird diese Bruchscholle immer kleiner, bis sich schlief3-
lich bei einem effektiven Reibungswinkel von ¢’ = 40° nur noch eine kleine schalenférmi-
ge Ablosungen an der Oberfldche der Ortsbrust ausbildet; d.h. ist der effektive Reibungs-
winkel im Verhiltnis zur effektiven Kohésion grofs, bilden sich immer kleinere Ablosun-
gen an der Ortsbrust.

Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums zeigt sich nicht nur in der Entwicklung des Bruch-
korpers, sondern spiegelt sich ebenfalls bei den berechneten Sicherheitsbeiwerten der
Ortsbrust wieder. Bei den in Abbildung 9.6 vorgestellten Berechnungsbeispielen liegen
die berechneten Sicherheitsbeiwerte, wenn Zugspannungen zugelassen werden, um etwa
10% tiber den Sicherheitsbeiwerten der Berechnungen mit aktivem Zugbruch-Kriterium.
Dies ist sowohl fiir ¢’ = 20°, ¢’ = 30° als auch bei ¢’ = 40° der Fall. Die Differenz von 10%
der berechneten Sicherheitsbeiwerte wird auch durch das grundlegend unterschiedliche
Bruchbild der Berechnungen (mit bzw. ohne aktivem Zugbruch-Kriterium) unterstrichen.
Bei der Betrachtung der berechneten Sicherheitsbeiwerte fdllt zunadchst auf, dass fiir einen
effektiven Reibungswinkel ¢’ = 20° ein Sicherheitsbeiwert 1 < 1 berechnet wird. Hierzu
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Abbildung 9.7: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums bei einem Tunnel mit d = 0 bei einer
ungestiitzten Ortsbrust (Berechnungen fiir ¢’ = 20°). Entwicklung des Reduktionsfaktors
R wiahrend der ¢ — ¢ — Reduktion

soll eine erklirende Anmerkung gemacht werden. Eine numerische Standsicherheitsbe-
rechnung ist nur moglich, wenn vor der ¢ — ¢ — Reduktion die Ortsbrust standsicher
ist, was im Fall eines effektiven Reibungswinkels ¢’ = 20° nicht der Fall war. Aus diesem
Grund wurde vor der Berechnung die Scherfestigkeit tiber die Parameter tan ¢’ und ¢/ um
den Faktor 1, 5 erhoht, so dass die Berechnung mit den Ausgangsparametern ¢’ = 28,63°
und ¢ = 15kN/m? durchgefiihrt wurde. Der daraufhin bei der ¢ — ¢ — Reduktion ermittel-
te Redukrionsfaktor muss anschlieflend wieder um den Faktor 1,5 abgemindert werden,
so dass sich der korrekte Sicherheitsbeiwert ergibt, der in diesem Fall dann n < 1 ist.
Fiir diese beiden Berechnungen (mit und ohne aktivem Zugbruch-Kriterium) ist der Ver-
lauf der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion im Diagramm in Abbildung 9.7 dargestellt. Beide
Kurven haben vom Verlauf her den selben Charakter. Bei beiden Berechnungen nimmt zu
Beginn der ¢ — ¢ — Reduktion der Reduktionsfaktor stetig zu und es stellt sich dann rasch
ein stabiles Gleichgewicht ein, wobei bei gleichbleibendem Spannungszustand, d.h. auch
bei konstantem Reduktionsfaktor, die Verformungen stetig zunehmen. Fiir die Berech-
nung mit aktivem Zugbruch-Kriterium ist dies bei R ~ 1, 36, bei deaktivem Zugbruch-
Kriterium bei R ~ 1, 5. Bezogen auf einen effektiven Reibungswinkel ¢’ = 20° und eine
effektive Kohdsion ¢’ = 10kn/m? ergeben sich dann die Sicherheitsbeiwerte zu n = 1,02
bzw. zun = 0,91.

Fiir die Berechnungen mit ¢’ = 30° und mit ¢ = 10kN/m? sind die Verldufe der nume-
rischen ¢ — ¢ — Reduktion in Abbildung 9.8 dargestellt, wobei aus Griinden der Uber-
sichtlichkeit nur ein Teil der Kurven dargestellt ist. Die Kurven wurden an einem Punkt
abgeschnitten, bei dem die Kurven horizontale Verldufe annehmen und ein Gleichge-
wichtszustand gefunden wurde; d.h. bei konstantem Reduktionsfaktor die Verschiebun-
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Abbildung 9.8: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums bei einem Tunnel mit d = 0 bei einer
ungestiitzten Ortsbrust (Berechnungen mit ¢’ = 30°). Entwicklung des Reduktionsfaktors
R wiahrend der ¢ — ¢ — Reduktion

gen stetig zunehmen. Grundsétzlich haben die Kurven einen dhnlichen Charakter, wie
diejenigen der vorigen Berechnungen aus Abbildung 9.7. Die anféanglichen Oszillationen
im Kurvenverlauf der Berechnung mit inaktivem Zugbruch-Kriterium zeigt auf, dass bei
den entsprechenden Reduktionsfaktoren kein stabiler Gleichgewichtszustand gefunden
werden konnte. Auf einem verhéltnisméaflig hohen Niveau, bei einem Reduktionsfaktor
von 1, 14, wird dann ein gleichbleibender Spannungszustand gefunden und der Kurven-
verlauf geht in die Horizontale tiber. Der berechnete Sicherheitsbeiwert ergibt sich zu
n = 1,14. Werden hingegen im Boden keine Zugspannungen zugelassen, dann wird ei-
ne um etwa 10% geringere Sicherheit berechnet. Der Reduktionsfaktor wird zunédchst bis
etwa 1,06 erhoht und fillt darauthin wieder stark ab, bis bei 1, 03 ein Gleichgewichtszu-
stand gefunden, und ein horizontaler Kurvenverlauf zu verzeichnen ist. Der Verlauf der
numerischen ¢ — ¢ — Reduktion fiir die Berechnungen mit ¢’ = 40° ist in Abbildung 9.9
dargestellt und ist mit der zuvor beschriebenen Berechnung fiir ¢' = 30° vergleichbar. Le-
diglich kann, bedingt durch den grofleren effektiven Reibungswinkel, die Scherfestigkeit
um einen grofieren Faktor R reduziert werden. Es ergibt sich fiir die Berechnung mit ak-
tivem Zugbruch-Kriterium n = 1, 10, werden Zugspannungen zugelassen berechnet man
mit der FEM n = 1, 26.

Der Unterschied der berechneten Sicherheitsbeiwerte von 10% ist bei all den vorgestellten
Beispielen dadurch zu begriinden, dass sich als schwiichstes Glied der Kette bei den Berech-
nungen mit aktivem Zugbruch-Kriterium lokale Ablosungen des Bodens an der Ortsbrust
ergeben. Dies ist bei den Berechnungen mit zugelassenen Zugspannungen nicht der Fall;
hier stellt sich ein kaminartiger Bruchkorper ein, da durch die méglichen Zugspannungen
keine oberflichennahen Ablosungen des Bodens von der Ortsbrust entstehen konnen.
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Abbildung 9.9: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums bei einem Tunnel mit d = 0 bei einer
ungestiitzten Ortsbrust (Berechnungen mit ¢’ = 40°). Entwicklung des Reduktionsfaktors
R wiahrend der ¢ — ¢ — Reduktion

Wihrend in den vorangegangenen Beispielen immer von einem Tunnel mit Kreisquer-
schnitt und einer Abschlagsldnge d = 0 ausgegangen wurde, soll nun abschlieflend ein
Kalottenvortrieb mit einer Abschlagsldnge von d = 1,5m betrachtet werden. Die vor-
getriebene Kalotte hat eine Querschnittsfliche von 44,2m? und die Uberdeckung des
Tunnels an dessen Firste betrdagt 9m. Zur Untersuchung des Einflusses des Zugbruch-
Kriteriums wird von homogenen Baugrundverhéltnissen ausgegangen. Dabei hat der Bo-
den eine effektive Kohésion ¢ = 20kN/m?, einen effektiven Reibungswinkel ¢’ = 30° und
eine Wichte von v = 21kN/m?. Der betrachtete Tunnel entspricht dem Rennsteig-Tunnel
und wird in der abschlielenden Fallstudie (Kapitel 10) noch ausfiihrlich behandelt.

Die Ergebnisse der Standsicherheitsuntersuchung zeigt Abbildung 9.10 in Form der in-
krementellen Verschiebungen im Bruchzustand als dunkle und graue Schattierungen.
Die Sicherheit wurde, wie auch in den vorigen Beispielen, mit Hilfe einer numerischen
¢ — c — Reduktion ermittelt. Dargestellt ist in Abbildung 9.10a) die Bruchfigur der Berech-
nung, wobei im Baugrund Zugspannungen zugelassen sind, Abbildung 9.10b) zeigt das
Resultat fiir die Berechnung mit aktivem Zugbruch-Kriterium. Eindeutig ist zu erkennen,
dass sich die Bruchkorper nur sehr wenig unterscheiden. Obwohl bei diesen Berechnun-
gen kein Stiitzdruck auf die Ortsbrust aufgebracht ist, ergibt sich in beiden Fillen ein ka-
minartiger Verbruch; d.h. durch die Abschlagsldnge von d = 1, 5m ergeben sich nicht die
lokalen Ablosungen als schwiichstes Glied der Kette, sondern die Abschlagslange d wirkt als
Ausloser fiir den kaminartigen Verbruch. Die Vergleichbarkeit der Bruchkorper spiegelt
sich auch in den berechneten Sicherheitsbeiwerten wieder. Wahrend bei der Berechnung
mit aktivem Zugbruch-Kriterium eine Sicherheit fiir die Ortsbrust von n = 1, 30 berech-
net wurde, ist der Sicherheitsbeiwert bei erlaubten Zugspannungen n = 1, 33. Dies ergibt
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a) n= 1,33 b) n= 130

Abbildung 9.10: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums auf die Standsicherheit 7 bei einem
Kalottenvortrieb (d = 1, 5m); a) Zugspannungen sind zugelassen; b) Zugspannungen sind
nicht zugelassen
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Abbildung 9.11: Einfluss des Zugbruch-Kriteriums fiir einen Tunnel im Kalottenvortrieb
mit d = 1, 5m. Entwicklung des Reduktionsfaktors R wihrend der ¢ — ¢ — Reduktion

fiir die Ortsbruststandsicherheit lediglich einen Unterschied von etwa 2,5%. Der Verlauf
der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion ist in Abbildung 9.11 dargestellt, wobei aus Griinden
der Ubersichtlichkeit wiederum nur ein Ausschnitt der Kurven gezeigt wird. Der Verlauf
der beiden Kurven zeigt eine deutliche Ubereinstimmung der Berechnung mit aktivem
Zugbruch-Kriterium sowie der Berechnung wobei Zugspannungen im Baugrund zuge-
lassen sind. Die Scherfestigkeit kann in beiden Féllen um den Faktor von etwa R = 1,3
reduziert werden. Ab diesem Reduktionsfaktor nehmen die Kurven einen horizontalen
Verlauf an, der fiir die Berechnung mit aktivem Zugbruch-Kriterium etwas niedriger ist,
als fiir die Berechnung, wobei Zugspannungen zugelassen sind.

Die vorgestellten Beispiele geben einen Einblick in die Bedeutung des Zugbruch-Kriteriums
bei der Berechnung der Ortsbruststandsicherheit. Grundsatzlich ist festzustellen, dass bei
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einem aktiven Zugbruch-Kriterium niedrigere Sicherheitsbeiwerte berechnet werden, als
bei zuldssigen Zugspannungen. Dies ist fiir alle Berechnungen festzustellen. Abhédngig
vom jeweiligen Randwertproblem tritt jedoch der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums un-
terschiedlich stark in Erscheinung. Es ist festzustellen, dass sich fiir den Tunnel in kohési-
vem Boden mit ¢ = 10K N/m? bei einer ungestiitzten Ortsbrust mit einer Abschlagslinge
d = 0 mit etwa 10% die grofiten Differenzen ergeben. Wird andererseits der Tunnel
mit einer aktiv gestiitzten Ortsbrust vorgetrieben, dann werden die lokalen Ablésungen
an der Ortsbrust unterdriickt, so dass der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums quasi ver-
nachlédssigt werden kann. Vom Charakter her gleiche Bruchkérper entwickeln sich im Fall
des Kalottenvortriebs mit einer Abschlagslange von d = 1, 5m. Das Zugbruch-Kriterium
bewirkt hier keine lokalen Oberflichenablésungen des Bodens, wie diese bei einer un-
gestiitzten Ortsbrust mit einer Abschlagsldnge d = 0 entstehen. Es ergibt sich jedoch fiir
den Bruchdruck eine Differenz von etwa 2, 5%.

Abschliefiend bleibt zu resiimieren, dass der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums fiir die
Standsicherheit der Ortsbrust insgesamt einen komplexen Sachverhalt darstellt. Die vor-
gestellten Untersuchungen sollten dies anhand einiger typischer Beispiele verdeutlichen.
Eine tiefergreifende Untersuchung zum Einfluss des Zugbruch-Kriteriums ist in der vor-
liegenden Arbeit nicht vorgesehen. Diese Studie soll vielmehr den Anreiz geben, die auf-
geworfenen Fragestellungen in zukiinftigen Forschungsarbeiten weiter zu untersuchen
und quantitativ zu erfassen.






Kapitel 10: Fallstudie Rennsteigtunnel

10.1 Einfiihrung

Der Neubau der Bundesautobahn A71 Erfurt - Schweinfurt, im Auftrag der Bundesrepu-
blik Deutschland, ist Bestandteil des Verkehrsprojektes Deutsche Einheit Nr. 16. Unter be-
sonderer Berticksichtigung des Umwelt- und Landschaftsschutzes wird bei diesem Neu-
bauprojekt der Thiiringer Wald durchquert. Von der insgesamt 19, 6km langen Kamm-
querungsstrecke durch den Thiiringer Wald verlaufen 64% in Tunnels (12,6km), 29%
(5,6km) tiber profiliertes Geldnde und 7% tiber Briicken (1, 4km). Die vorwiegend un-
tertage fithrende Trasse besteht aus vier 2-spurigen Tunnelbauwerken, wobei der Renn-
steigtunnel mit 7,9km Lange der langste Straflentunnel Deutschlands ist. Seit August
1998 wurden die beiden Réhren des Rennsteigtunnels in der Spritzbetonbauweise (NOT)
vorgetrieben. Fiir den Vortrieb wurden rund 1000 Tonnen Sprengstoff benétigt, um die
etwa 1, 35 Millionen Kubikmeter Ausbruchsmaterial zu 16sen. Insgesamt wurden zirka
200.000m? Spritzbeton und 6400 Ausbaubdgen benétigt. Aus Sicherheitsgriinden sind die
beiden Tunnelrshren alle 600m durch Uberfahrten fiir Rettungsfahrzeuge miteinander
verbunden, im Abstand von 300m sind zusitzlich Querungen angebracht, die im Notfall
als Fluchtwege dienen [40]. Ein Regelquerschnitt durch die beiden Tunnelréhren ist ver-
einfacht in Abbildung 10.2 dargestellt. Die Inbetriebnahme der Neubaustrecke ist fiir das
Jahr 2003 geplant.

In der vorliegenden Fallstudie wird die Standsicherheit der Ortsbrust fiir eine der Tun-
nelrohren untersucht. Fiir die Untersuchung wurde aus der 7, 9km langen Streckenfiihrung
der Bauabschnitt Unterquerung des Biickerbachtals herangezogen, da dieser Bereich bau-

Abbildung 10.1: Portalbereich des Rennsteigtunnels
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Tunnelschale (Innenschale, Abdichtung, Aullenschale)

Fahrbahn Fluchtstollen Fahrbahn

Abstand der Fahrbahnachsen: ca. 25m

Abbildung 10.2: Regelquerschnitt des Rennsteigtunnels (vereinfacht nach [49])

Abbildung 10.3: Ortsbrustaufnahme bei der Unterquerung des Backerbachtals

technisch als sehr interessant gilt (in Abbildung 10.4 durch einen Kreis markiert). Der
Vortrieb des Rennsteigtunnels erfolgte in Teilausbriichen. Abhédngig von der vorherr-
schenden geologisch-geotechnischen Situation wurden beim Bau des Tunnels entspre-
chend grofie Vortriebsquerschnitte gewidhlt. Im Bereich des Backebachtals erfolgte, nach
einer vorauseilenden Kalotte mit einer Abschlagsldnge von d = 1,5m, der Vortrieb von
Strosse bzw. Sohle. Die Kalotte hat in diesem Bereich bei einer Hohe von 5, 3m und ei-
ner Breite von 11, 5m eine Querschnittsfliche von 44, 2m?. In diesem Streckenabschnitt
betrigt die Uberdeckung des Tunnels etwa 9m. Eine Aufnahme der Ortsbrust bei der Un-
terquerung des Backerbachtals zeigt Abbildung 10.3. Zu sehen ist weiterhin die bewehrte
Spritzbeton-Schale mit Ausbaubogen, die durch Anker gesichert ist. Bei der nachfolgen-
den Standsicherheitsuntersuchung wird ausschliefslich der Kalottenvortrieb betrachtet.
Fiir den Vortrieb von Strosse und Sohle ergibt sich ein Boschungsbruch als Versagenskri-
terium, der aber weniger kritisch ist. Bei Bedarf kénnen die Boschungen entsprechend
flach erstellt werden um dadurch die Standsicherheit zu gewéhrleisten.
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Abbildung 10.4: Geologischer Langsschnitt (vereinfacht) entlang der Trassenfiihrung des
Rennsteigtunnels (nach [49])

10.2 Geologie und Baugrundmodell

Die Tunneltrasse der Kammquerungsstrecke Thiiringer Wald erschliefit ein geologisches
Querprofil durch das Permokarbon des mittleren Thiiringer Waldes. Im Bereich des Renn-
steigtunnels sind dies vorwiegend Ablagerungen des Rotliegenden und des jiingsten
Oberkarbons (oberes Stefan). Ein vereinfachtes geologisches Langsprofil entlang der Tun-
neltrasse ist in Abbildung 10.4 dargestellt. Bereichsweise liegt grofsflachig das Grund-
gebirge mit seinen Graniten und Granodioriten frei. Die Sedimentgesteine des Rotlie-
genden im Bereich des Rennsteigtunnels sind den Oberhifer Schichten sowie den Gold-
lauterer Schichten zuzuordnen und decken das gesamte Korngrofienspektrum von gro-
ben Konglomeraten' iiber Arkosesandsteine? bis hin zu schiefrigen Tonsteinen ab. Die
anzutreffenden Rotliegendvulkanite sind dem Oberhéfer Rhyolithkomplex® zuzuordnen
[79]. Von Bedeutung fiir den Bau des Rennsteigtunnel sind vor allem die Bereiche Kehl-
tal, Flofsgraben und Backerbachtal, da hier grofie tektonische Stérungszonen durchfahren
werden und deswegen von weniger standfestem Gebirge ausgegangen werden muss. In
den anderen Abschnitten der Trasse fiihrt der Tunnel iiberwiegend durch felsigen, un-
gestorten Baugrund, in dem die Standsicherheit der Ortsbrust nicht gefdhrdet ist.

Das Baugrundmodell entlang der Tunneltrasse fiir die Unterquerung des Backebachtals

'Ein Konglomerat ist ein diagenetisch verfestigter Schotter, dessen Geréllkomponenten deutlich zuge-
rundet sind [50].

2Ein Arkosesandstein ist ein Sandstein, der iiber 25% an Feldspatkomponenten enthilt und keine
feinkornige, tonige Matrix besitzt [48, 50].

Ein Rhyolith ist von der chemisch-mineralogischen Zusammensetzung als Ergulaquivalent der Grani-
te definiert [48].
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Abbildung 10.5: Baugrundmodell im Bereich Backerbachtal

ist in Abbildung 10.5 in einem Langsschnitt dargestellt. Insgesamt wird der Baugrund im
untersuchten Streckenabschnitt in die vier Schichten Deckschicht, Hangschutt, aufgelocker-
ter Fels und Fels untergliedert. Die Méachtigkeiten der einzelnen Schichten variieren ent-
lang der Streckenfiihrung, so dass entsprechend dem Verlauf der Schichtgrenzen fiir den
Kalottenvortrieb mehrere Einzelberechnungen durchgefiihrt werden miissen. Zunéchst
wird davon ausgegangen, dass der Kalottenvortrieb in homogenem Baugrund erfolgt,
anschlieffend wird der Vortrieb bei geschichtetem Baugrund betrachtet.

10.3 Vortrieb in homogenem Baugrund

Fiir den Kalottenvortrieb des Rennsteigtunnels in homogenem Baugrund wurden bereits
in Unterkapitel 9.3 Berechnungen vorgestellt. Einen Querschnitt des Tunnels unter An-
gabe der Scherparameter des Bodens zeigt Abbildung 10.6. Fiir den Vortrieb in aufge-
lockertem Fels wurde bei einer Abschlagsldnge von d = 1, 5m der Sicherheitsbeiwert mit
Hilfe einer numerischen ¢ — ¢ — Reduktion bei aktivem Zugbruch-Kriterium zu n = 1,3
bestimmt. Bei einer vollstindig ausgekleideten Kalotte mit d = 0 ergibt sich der Sicher-
heitsbeiwert zu n = 1, 31. Die Betrachtung der berechneten Sicherheitsbeiwerte mag zu
dem FEindruck fiihren, dass der Einfluss der Abschlagsldnge d gering ist. Zwar werden
mitn = 1,3 bzw. n = 1, 31 fast die gleichen Werte fiir 1) ermittelt, jedoch ergibt sich fiir die
beiden Fille ein v6llig unterschiedliches Bruchbild. In Abbildung 10.7 sind die inkremen-
tellen Verschiebungen im Bruchzustand als helle und graue Schattierungen dargestellt.
Fiir den Fall mit einer Abschlagsldnge d = 1, 5m ergibt sich ein kaminartiger Verbruch bis
an die Geldndeoberfldche und fiir den vollstindig ausgekleideten Tunnel ergibt sich ein
lokaler Verbruch an der Ortsbrust mit schalenférmigen Ablésungen des Bodens.

Unter Verwendung von Gleichung 8.11 kann der Sicherheitsbeiwert n ermittelt werden,
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Abbildung 10.7: Kalottenvortrieb des Rennsteigtunnels in homohenem Baugrund

wenn aus der Querschnittsfliche der Kalotte der Durchmesser eines flichengleichen Kreis
querschnitts bei der Berechnung verwendet wird. Bei einer Abschlagsldange vond = 1, 5m
ergibt sich n = 1,36, bei d = 0 wird n = 1, 4 berechnet und liegen damit etwas tiber den
Resultaten der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion. Fiir d = 1,5m liegt die Differenz bei
4%, fir d = 0 ergibt sich eine Abweichung von 6%. Zwar liegen die mit Gleichung 8.11
bestimmten Sicherheiten etwas iiber denen der numerischen ¢ — ¢ — Reduktion, jedoch
konnen auch die mit der Gleichung erzielten Ergebnisse als eine erste rasche Beurteilung
fiir die Ortsbruststabilitidt verwendet werden. Die mit Hilfe von Gleichung 8.11 berechne-
ten Ergebnisse konnen weiterhin dazu verwendet werden, die Resultate der numerischen
Berechnungen auf Plausibilitit zu kontrollieren.

Bei dem betrachteten Querschnitt des Rennsteigtunnels ist die normierte Uberdeckung
mit H/D = 1,2 relativ gering. In solch einem Fall stellt sich die Frage, ob die Stand-
sicherheit der Ortsbrust von dieser geringen Uberdeckung beeinflusst wird, oder nicht.
Deswegen wurde eine weitere Berechnung durchgefiihrt, bei der die Tunneliiberdeckung
H = 4D und die Abschlagsldnge d = 1, 5m genommen wurde. Die numerische ¢ — ¢ —
Reduktion ergibt auch in diesem Fall eine Sicherheit = 1, 31. Die Ubereinstimmung der
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Abbildung 10.8: Verschiedene Bodenprofile fiir den Rennsteigtunnel mit den jeweils be-
rechneten Sicherheiten

Ergebnisse kann durch die Ergebnisse aus Abbildung 5.16 in Abschnitt 5.4.2 erkldrt wer-
den. Fiir effektive Reibungswinkel ¢ > 25° ergibt sich eine Unabhédngigkeit des Bruch-
drucks von der Tiefe bei einer Uberdeckung von H > D.

10.4 Vortrieb in geschichtetem Baugrund

Anstatt wie in Unterkapitel 10.3 einen Tunnelvortrieb in homogenem Baugrund zu be-
trachten, wird nun das Hauptaugenmerk auf den Vortrieb in geschichtetem Baugrund ge-
legt. Es wird bei dieser Untersuchung wiederum der Kalottenvortrieb des Rennsteigtun-
nels bei der Unterquerung des Béackerbachtals betrachtet. Die geologisch-geotechnische
Situation ergibt sich wie dargestellt in Abbildung 10.5, wobei fiir die numerischen Be-
rechnungen die Schichten Hangschutt und Deckschicht als eine Einheit mit den geotech-
nischen Eigenschaften des Hangschutts betrachtet werden. Auf der Siidseite des Backer-
bachtals (linker Bildrand in Abbildung 10.5) verlduft die Kalotte ausschliefdlich in aufge-
lockertem Fels, der Schichtwechsel zum Hangschutt verlduft etwa 5, 5m tiber der Tunnel-
tirste. Es ergibt sich fiir den Kalottenvortrieb das in Abbildung 10.8a) dargestellte Berech-
nungsmodell. Entlang der Tunneltrasse nach Norden, zur Talmitte hin, sinkt die Schicht-
grenze zwischen Hangschutt und aufgelockertem Fels immer weiter ab. Es ergibt sich fiir
die Untersuchung zum einen die Situation, wobei die Schichtgrenze unmittelbar iiber der
Tunnelfirste verlduft, wie dargestellt in Abbildung 10.8b), sowie der Fall, dass die Schicht-
grenze auf etwa halber Hohe des Kalottenquerschnitts liegt (Abbildung 10.8c)). Es sei an
dieser Stelle darauf hingewiesen, dass der Hangschutt einen etwas niedrigeren effektiven
Reibungswinkel ¢’ und eine deutlich kleinere effektive Kohdsion ¢’ als der aufgelockerte
Fels hat. Die geotechnischen Daten der Bodenschichten sind fiir den aufgelockerten Fels
in Abbildung 10.6, die fiir den Hangschutt in Abbildung 10.8 angegeben.

Da die entwickelte Bruchdruckformel (Gleichung 5.3) fiir homogenen Baugrund entwickelt
wurde, wurden die Sicherheiten fiir alle drei Félle aus Abbildung 10.8 mit Hilfe einer
numerischen ¢ — ¢ — Reduktion ermittelt. Berechnungen wurden sowohl fiir eine Ab-
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schlagsldnge von d = 1,5m durchgefiihrt, als auch fiir vollstindig ausgekleidete Tun-
nelrohren mit d = 0. Die berechneten Sicherheiten sind in Abbildung 10.8 aufgefiihrt und
zeigen dabei einen logischen Zusammenhang auf: Je weiter die Schichtgrenze zwischen
Hangschutt und aufgelockertem Fels absinkt, d.h. auch die schwiichere Schicht Hangschutt
in den direkten Bereich der Ortsbrust fillt, desto geringere Sicherheiten werden berech-
net. Verdeutlicht wird dieser Sachverhalt auch durch Abbildung 10.9. Hier sind die be-
rechneten Sicherheiten in Abhdngigkeit von der effektiven normierten Uberdeckung H’
dargestellt:

H' =H — HobereSchicht (101)

wobei H die Uberdeckung des Tunnels an dessen Firste ist und Hpereschicht die Mdchtig-
keit der oberen Schicht darstellt. Abbildung 10.9 bringt den starken Einfluss des Verlaufs
der Schichtgrenze auf die Standsicherheit sehr deutlich zum Ausdruck. Fiir Werte von
H' > 0 verlduft die Schichtgrenze tiber der Tunnelfirste, nimmt H’ einen negativen Wert
an, dann verlduft die Schichtgrenze unterhalb der Tunnelfirste. Zunéchst sei der Kurven-
verlauf fiir eine Abschlagsldnge d = 1,5m betrachtet. Bei kleinen relativen Uberdeckun-
gen des Tunnels H’ ist die Sicherheit sehr stark von dieser Uberdeckung abhingig; wird
die relative Uberdeckung H' > D, dann nimmt der Sicherheitsfaktor einen konstanten
Wert an, so dass die Standsicherheit der Ortsbrust nicht mehr von der hangenden Schicht
beeinflusst wird. Dieser Sachverhalt ist in voller Ubereinstimmung mit den Erkenntnis-
sen aus Abbildung 5.16 in Abschnitt 5.4.2. In diesem Fall kann dann die Sicherheit n auch
mit der Bruchdruckformel berechnet werden. Bei kleineren effektiven Uberdeckungen
hat der weniger scherfeste Hangschutt noch einen Einfluss auf die Standsicherheit, so dass
in diesen Féllen die Bruchdruckformel nicht verwendet werden sollte.

Fiir den Fall einer vollstandig gesicherten Kalotte mit d = 0 ergibt sich eine dhnliche
Situation wie fiir d = 1, 5m, jedoch ist bei einer absinkenden Schichtgrenze ein deutlicher
Riickgang des Sicherheitsbeiwerts erst zu beobachten, wenn die Schichtgrenze auf Hohe
des Vortriebsquerschnitts verlduft. Liegt die Schichtgrenze iiber der Tunnelfirste, so hat
die hangende Schicht keinerlei Einfluss auf 7. Dies liegt daran, dass sich fiir d = 0 bei der
numerischen ¢ — ¢ — Reduktion eine lokal sehr begrenzte Bruchscholle vor der Ortsbrust
ergibt. Die Ausbildung dieser lokalen Bruchscholle wird in wesentlich geringerem Maf3e
durch die tiber der Firste liegende Schicht beeinflusst. Im Unterschied dazu bildet sich
fiir d = 1,5m ein kaminartiger Verbruch aus (siehe Abbildung 10.7), so dass in diesem
Fall der Bruchkorper durch die Schicht im Hangenden beeinflusst wird.

Der Einfluss von Schichten mit unterschiedlicher Scherfestigkeit kommt sehr deutlich
zum Ausdruck, wenn die Schichtgrenze auf Hohe des Vortriebsquerschnitts liegt. Hierzu
sei die Situation aus Abbildung 10.8c) mit einer Abschlagslédnge d = 1, 5m betrachtet, wo-
bei die Schichtgrenze etwa auf halber Hohe des Vortriebsquerschnitts verlduft. Es ergibt
sich mit einem Sicherheitsbeiwert von 1 = 0, 53, dass die Ortsbrust nicht standsicher ist.
Der berechnete Bruchdruck ist p; = 9,5kN/m?. In Abbildung 10.10 sind in einem Quer-
schnitt und einem Langsschnitt die inkrementellen Verschiebungen im Bruchzustand in
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Abbildung 10.10: Inkrementelle Verschiebungen im Bruchzustand. Ein lokaler Verbruch
bildet sich in der oberen Bodenschicht aus (d = 1, 5m)

hellen und grauen Schattierungen dargestellt. Aus dieser Darstellung kommt sehr deut-
lich zum Ausdruck, dass sich der Bruchkorper ausschliefdlich in der oberen Schicht mit
einer niedrigeren Scherfestigkeit ausbildet. Der Bruchkorper ist dadurch auch nur auf die
obere Halfte des Kalottenquerschnitts begrenzt.

Es stellt sich nun die Frage, ob fiir dieses Beispiel der Sicherheitsbeiwert 1 bzw. der
Bruchdruck p; auch mit Hilfe der vorgestellten Formeln berechnet werden kann. Hier-
zu ergeben sich drei verschiedene Herangehensweisen. Die erste Moglichkeit ist, den
Bruchdruch bzw. den Sicherheitsbeiwert derart zu berechnen, dass von einem homoge-
nen Baugrund ausgegangen wird, wobei die Bodenkennwerte der Schicht mit der nied-



10.4 Vortrieb in geschichtetem Baugrund 137

rigeren Scherfestigkeit verwendet werden. Fiir das vorliegende Beispiel ergibt sich unter
Verwendung der Daten des Hangschutts mit Gleichung 8.11 ein Sicherheitsbeiwert von
n = 0,52 und mit Gleichung 6.2 ein Bruchdruck von 16, 5kN/m?. Die mit den Formeln
berechneten Ergebnisse fiir den Sicherheitsbeiwert und den Stiitzdruck zeigen zwar eine
treffende Ubereinstimmung mit den FE-Ergebnissen, jedoch scheint dies aufgrund des in
Abbildung 10.10 beobachteten Bruchfigur eher zufillig, da sich der Verbruch nur tiber
einen Teil des Vortriebsquerschnitts erstreckt. Mit dem Wissen um die Ausbildung des
Bruchkorpers ergibt sich die zweite Moglichkeit den Bruchdruck sowie die Sicherheit
der Ortsbrust zu berechnen, indem ausschliefilich der Bereich des Vortriebsquerschnitts
betrachtet wird, in dem der Verbruch stattfindet. Beim vorliegenden Beispiel liegt etwa
die Hilfte des Vortriebsquerschnitts mit 22m? in der Schicht Hangschutt. Wird nun, auf
Grundlage dieser relevanten Querschnittsfliche, mit den vorgestellten Gleichungen eine
Analyse durchgefiihrt, dann erhélt man fiir den Sicherheitsbeiwert n = 0, 64 und fiir den
Bruchdruck 9, 3kN/m?. Die dritte Moglichkeit die Formeln bei geschichtetem Baugrund
anzuwenden besteht darin, bei gegebenem Vortriebsquerschnitt entsprechend der Fldche
des anstehenden Bodens vor der Ortsbrust, die Scherparameter zu mitteln. Fiir das ge-
gebene Beispiel ergibt sich der gemittelte effektive Reibungswinkel zu ¢, /1, = 28, 76°
und die effektive Kohdsion zu ¢, ., = 12,5kN/m?. Auf Grundlage dieser Parameter
berechnet sich der Sicherheitsbeiwert zu n = 0, 96 und der Bruchdruck zu p; = 1,5k N/m?.
Die drei vorgestellten Herangehensweisen zur Berechnung des Bruchdrucks bzw. des Si-
cherheitsbeiwerts mit Hilfe der Gleichungen 6.2 und 8.11 haben alle einen einleuchten-
den Hintergrund, jedoch zeigt sich eine grofse Divergenz der Ergebnisse, wobei man das
treffendste Ergebnis erhilt, wenn die Sicherheit bzw. der Bruchdruck tiber die relevante
Querschnittsfliche (Moglichkeit 2) ermittelt wird. Die grofSen Unterschiede der Ergebnisse
zeigen auf, dass die Verwendung der entwickelten Gleichungen bei inhomogenen Bau-
grundverhdltnissen schwierig zu handhaben ist. In solchen Fillen ist dringend anzura-
ten, die Standsicherheitsanalyse mit Hilfe einer dreidimensionalen FE-Berechnung durch-
zufiihren. Unter Zuhilfenahme der Gleichungen besteht dann anschliefSend die Moglich-
keit, das Ergebnis der FE-Berechnung auf Plausibilitdt zu tiberpriifen. Ebenfalls konnen
mit Hilfe der Gleichungen auch schon vor einer numerischen Analyse erste Tendenzen
und Einschdtzungen beziiglich der Ortsbruststabilitit erfolgen.

Abschliefiend zu dieser Fallstudie bleibt anzumerken, dass der Rennsteig-Tunnel ohne
groflere Probleme fertiggestellt wurde. Die geologisch-geotechnische Situation bei der
Unterquerung des Backerbachtals hat sich wahrend des Vortriebs als wesentlich besser
erwiesen als zuvor prognostiziert wurde, so dass der Vortrieb mit wenigen Sicherungs-
mafinahmen aufgefahren werden konnte [24].






Kapitel 11: Zusammenfassung und Ausblick

Abschliefiend zu dieser Arbeit sollen die wesentlichen Inhalte und Aussagen zusammen-
gefasst werden. Dariiberhinaus wird ein Ausblick auf Themen zukiinftiger Forschungsar-
beiten auf dem Gebiet der Ortsbruststabilitidt gegeben. Dieser Ausblick soll als Anregung
und Motivation dienen, die Forschung auf diesem iiberaus interessanten Fachgebiet wei-
ter voranzutreiben.

11.1 Zusammenfassung der Forschungsergebnisse

Die Auswertung der in der Literatur dokumentierten Untersuchungen zeigt auf, dass bei
der Standsicherheit der Ortsbrust grundsétzlich zwischen drainierten und undrainierten
Bedingungen zu unterscheiden ist. Im Falle eines Baustops stellen sich drainierte Bedin-
gungen ein und somit ist die drainierte Analyse immer relevant. Im drainierten Fall hat
die Uberdeckung des Tunnels nur einen geringen Einfluss auf die Ortsbruststabilitit. Bei
undrainierten Verhéltnissen ist der Bruchdruck sowohl von der Uberdeckung des Tun-
nels als auch von einer moglichen Auflast an der Geldndeoberflache abhidngig. Fiir drai-
nierte Bedingungen sind die in der Literatur gegebenen Beiwerte der Bruchdruckformel
Np und N, nicht eindeutig, und zeigen teilweise sehr grofie Differenzen auf. Dies ist die
Motivation zu dieser Forschung mit Anwendung der Finiten Elemente Methode.

Mit der Finiten Elemente Methode werden sehr realistische Ergebnisse berechnet. Dreidi-
mensionale FE-Berechnungen fiir undrainierte Bedingungen zeigen eine hervorragende
Ubereinstimmung mit Versuchsergebnissen von Kimura & Mair [31] (Abbildung 5.8). Fiir
drainierte Verhiltnisse ergibt sich eine sehr gute Ubereinstimmung mit theoretischen Mo-
dellen (Léca & Dormieux [42] und Krause [39]) sowie mit experimentellen Daten von Cham-
bon & Corté [15] und Jancecz & Steiner [28] (Abbildung 5.13). Weiterhin decken sich die
vorgestellten zweidimensionalen FE-Berechnungen mit numerischen Grenzwertbetrach-
tungen von Lyamin & Sloan [44] und haben eine gute Ubereinstimmung mit Resultaten
von Atkinson & Potts [5] (Unterkapitel 7.2).

Die durchgefiihrten FE-Berechnungen zeigen, dass sich bei kleinen Abschlagsldngen ein
dreidimensionales Gew®olbe an der Ortsbrust bildet. Hier ist der Bruchdruck fiir effektive
Reibungswinkel ¢’ > 20° vollstdndig unabhédngig von der Tunneliiberdeckung. Bei un-
gesicherten Tunnelrdhren (d = oo) entsteht ein zweidimensionales Gewolbe; der Bruch-
druck ist hier erst fiir ¢’ > 25° ganz unabhingig von der Uberdeckung.

Weitere Berechnungsergebnisse zeigen, dass sowohl der Erdruhedruckbeiwert K, der
Dilatanzwinkel v, usw. keinen Einfluss auf den Bruchdruck austiben. AufSerdem wurde
gezeigt, dass eine Flachenlast ¢ an der Geldndeoberfldche bei ' > 25° keinen Einfluss auf
den Bruchdruck hat.

Auf Grundlage der vorigen FE Untersuchungen wurden einfache Entwurfsformeln ent-
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wickelt, mit denen der Bruchdruck unter drainierten Bedingungen berechnet werden
kann. Die Formeln haben ein Kohésionsglied mit dem Kohésionsbeiwert N, und ein Geo-
metrieglied mit dem Durchmesserbeiwert Np. Der Einfluss der effektiven Kohdsion wur-
de auf Grundlage theoretischer Uberlegungen erfasst und anhand numerischer Untersu-
chungen bestitigt, wobei der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums nicht berticksichtigt wur-
de. Der Durchmesserbeiwert Np basiert auch auf numerischen Ergebnissen, ist jedoch fiir
hohere effektive Reibungswinkel auch durch experimentelle Ergebnisse abgesichert.
Unter Verwendung des Sicherheitsbeiwerts nach Fellenius wurden die hergeleiteten Bruch-
druckformeln entsprechend umformuliert, so dass mit ihnen der Sicherheitsbeiwert 1 be-
rechnet werden kann. Dariiber hinaus wurden Formeln prasentiert, mit denen fiir einen
Tunnelvortrieb in Teilausbriichen, der maximal mégliche Durchmesser D des Querschnitts
ermittelt werden kann.

Fiir einen Schildvortrieb mit gestiitzter Ortsbrust wird gezeigt, dass mit den entwickel-
ten Formeln der gleiche Sicherheitsbeiwert n berechnet wird, wie mit einer numerischen
¢ —c— Reduktion. In diesem Zusammenhang wurde argumentiert, dass bei einer gestiitz-
ten Ortsbrust das Zugbruch-Kriterium keinen Einfluss auf das Ergebnis ausiibt. Bei einer
ungestiitzten Ortsbrust ergibt sich ein Einfluss des Zugbruch-Kriteriums. Fiir einen Tun-
nel ohne Abschlagsldnge wurde ein bedeutender Einfluss gefunden; es ergab sich fiir die
berechneten Sicherheitsbeiwerte eine Differenz von 10%. Bei einem Kalottenvortrieb mit
einer Abschlagsldnge von d = 1,5m wurde ein sehr geringer Einfluss mit einer Diffe-
renz von 2, 5% gefunden. Der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums sollte in Zukunft weiter
erforscht werden.

Fiir einen Tunnelvortrieb in geschichtetem Baugrund wird folgendes festgestellt: Bei un-
terschiedlicher Scherfestigkeit der Schichten, hat der Verlauf der Schichtgrenze einen mafs-
geblichen Einfluss auf den Sicherheitsbeiwert der Ortsbrust. Die Anwendung der Bruch-
druckformeln erweist sich als schwierig. In diesem Fall ist deswegen anzuraten, die Orts-
bruststabilitdt im Finzelfall mit Hilfe dreidimensionaler FE-Berechnung zu untersuchen.
Unter Zuhilfenahme der vorgestellten Gleichungen besteht lediglich die Moglichkeit, das
Ergebnis der FE-Berechnung auf Plausibilitdt zu tiberpriifen oder auch schon vor einer
numerischen Analyse erste Tendenzen beziiglich der Ortsbruststabilitdt festzustellen.
Weiterhin konnte durch zweidimensionale FE-Berechnungen die Theorie des Gebirgs-
tragrings nach v. Rabcewicz [53] nachgewiesen werden. Unter Verwendung eines hoher-
wertigen Stoffgesetzes, wurde fiir einen flachliegenden Tunnel die Ausbildung einer Ge-
birgkennlinie mit wiederansteigendem Ast fiir den Bruchdruck berechnet. Fiir tieferlie-
gende Tunnels wurde kein Wiederanstieg der Gebirgskennlinie festgestellt.
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11.2 Ausblick auf zukiinftige Forschungsarbeiten zum
Thema Ortsbruststabilitat

In der vorliegenden Arbeit wurde eine Vielzahl an Berechnungen und Ergebnissen zur
Standsicherheit der Ortsbrust von Tunnels vorgestellt. Die Entwicklung einiger niitzlicher
Formeln zur Beurteilung des Bruchdrucks, der Standsicherheit und auch dem maxima-
len Ausbruchsquerschnitt bei einem Tunnelvortrieb in Teilausbriichen wurde aufgezeigt.
Dem Leser mag dabei der Eindruck entstehen, dass mit den gefundenen Erkenntnissen
die Forschung auf dem Gebiet der Ortsbruststatik abgeschlossen sei. Dieser Eindruck
sollte jedoch nicht entstehen. Die vorliegende Arbeit soll vielmehr als ein Mosaikstein in
der Tunnelforschung verstanden werden und Grundlage zu weiteren Forschungsarbei-
ten sein, wie auch die in dieser Arbeit verwendete Literatur als Basis fiir die vorliegende
Forschungsarbeit verstanden wurde.

Die Ideen und Fragestellungen, die sich wihrend der Erstellung dieser Arbeit ergeben
haben, werden nachfolgend aufgefiihrt und sollen Anreiz fiir weiterfithrende Forschung
im Rahmen von Studienarbeiten, Diplomarbeiten oder auch Dissertationen geben.

Als erste Fragestellung ergibt sich der Einfluss des Zugbruch-Kriteriums. Auf den Ein-
fluss des Zugbruch-Kriteriums wurde in der vorliegenden Arbeit mehrfach hingewiesen,
sowie auch in Kapitel 9 ein erster Einblick in diese Thematik gegeben. Bei den vorgestell-
ten Formeln zur Berechnung des Bruchdrucks py bzw. des Sicherheitsbeiwerts 7 ist dieser
Einfluss noch nicht beriicksichtigt. Zur quantitativen Erfassung des Zugbruch-Kriteriums
ist es notwendig, einen neuen Kohdsionsbeiwert IV, zu entwickeln, der diesen Einfluss
berticksichtigt.

Die vorliegende Arbeit befasst sich tiberwiegend mit der Standsicherheit der Ortsbrust
unter drainierten Bedingungen. Ein erster Schritt zur Untersuchung der Ortsbruststabi-
litat bei undrainierten Bedingungen erfolgte dadurch, dass Ergebnisse von Jancsecz et al.
[28] fiir Tunnels ohne Abschlagsliange (d = 0) durch dreidimensionale FE-Berechnungen
bestatigt werden konnten. Die Untersuchung des Einflusses der Abschlagslidnge (d > 0)
auf die Standsicherheit bei undrainierten Verhéltnissen stellt sich hier als zukiinftige For-
schungsaufgabe.

Bislang wurden die numerischen Standsicherheitsuntersuchungen auf Grundlage des
Mohr-Coulomb’schen Stoffgesetz durchgefiihrt, wobei hier Inhomogenitidten im Baugrund
wie z.B. Kliiftung oder Schieferung im Baugrund nicht berticksichtigt werden kann. Es
ist davon auszugehen, dass solche Inhomogenitdten im Baugrund die Standsicherheit der
Ortsbrust beeinflussen und deswegen in weiteren Forschungsarbeiten untersucht werden
sollten. Genannt sei hier z.B. der Einfluss der rdumlichen Ausrichtung von Kluftflachen in
Bezug auf die rdumliche Ausrichtung der Ortsbrust. Numerische Untersuchungen dahin-
gehend konnen mit dem im Progamm PLAXIS 3D TUNNEL implementierten Stoffgesetz
Jointed Rock Model durchgefiihrt werden.

Ein weiteres Forschungsthema im Bereich der Materialeigenschaften von Boden und Fels
ist die Bertiicksichtigung von Entfestigungsprozessen im Baugrund. Dieser Entfestigungs-
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prozess dufiert sich vor allem in hochkohdsiven Boden und in weichem Fels, wobei die
Scherfestigkeit, ausgehend von einem Spitzenwert, mit zunehmender Deformation auf
einen Restwert abnimmt. In Zusammenhang mit dem Entfestigungsprozess kann sich
fiir die Ortsbrust ein progressiver Bruch ergeben; d.h. mit zunehmender Deformation
entfestigt der Boden vor der Ortsbrust immer weiter, woraus sich daraufhin wieder neue
Deformationen ergeben. Von Marcher [47] wurden beziiglich der Standsicherheit der Orts-
brust erste zweidimensionale Untersuchungen angestellt, die jedoch in weiteren For-
schungsarbeiten auf die rdumliche Situation der Ortsbrust erweitert werden sollten.

Mit der Durchfiihrung der vorliegenden Forschungsarbeit hat sich das fiir die dreidimen-
sionalen Berechnungen verwendete FE-Programm PLAXIS stetig weiterentwickelt und
neue Moglichkeiten erdffnet. Im Zeitraum dieser Forschungsarbeit war leider die Bertick-
sichtigung von Grundwasserstromungen noch nicht moglich, dies soll jedoch in naher
Zukunft der Fall sein. Wird ein Tunnel unterhalb des Grundwasserspiegels vorgetrieben,
ergeben sich fiir die Ortsbrust destabilisierende Stromungskréafte durch das Wasser. Das
Thema einer weiteren Forschungstitigkeit ergibt sich aus der Erfassung und Quantifi-
zierung dieser destabilisierenden Wirkung des Wassers. Dabei sollte das Ziel sein, die
vorgestellte Bruchdruckformel um diesen Einfluss auszubauen.

Eine weitere Fragestellung die sich ergibt, sind Mafinahmen zur Stabilisierung der Orts-
brust. In diesem Zusammenhang sollte z.B. untersucht werden, inwieweit eine zum Bau-
grund hin geneigte Ortsbrust deren Standsicherheit erhoht. Ebenso sollte der Einfluss von
Sicherungsmafsnahmen wie z.B. ein Rohrschirm oder auch die Verwendung von Orts-
brustankern in Bezug auf die Stabilitdt der Ortsbrust genauer betrachtet werden.

In diesem abschlieSenden Ausblick wurden Fragestellungen aufgefiihrt, die sich bei der
Erstellung der hier vorliegenden Forschungsarbeit ergeben haben und deren Lésung der
gegebene Zeitrahmen nicht ermoglicht hat. Mit der Bearbeitung der genannten Forschungs-
themen wird mit Sicherheit ein weiterer Mosaikstein auf dem Gebiet der Ortsbruststatik
erstellt werden. Es ist jedoch davon auszugehen, dass auch diese neuen Forschungsarbei-
ten weiter neue Fragestellungen aufwerfen, die in Zukunft erforscht werden kénnen.
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