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Abstract

Unpredicted deformations and shearcracks are phenomenons which often occur in
concrete cantilever bridges, and have during past decades withdrawn great attention
among bridgedesigners, both in Norway and rest of the World. The occurance of such
phenomenons may lead to deterioration in aesthetic values and requirements for the
bridge, which further may imply a reduction of permitted traffic loads. In rare cases, it
may be necessary of a reconstruction to maintain the serviceability of the bridge, and
in extremely rare cases, it may be decided to demolish the construction if the traffic
safety is considered to be compromised. Reasons of the phenomenons occurance in
concrete cantilever bridges are investigated thoroughly in this thesis, where Salasund
bridge which exhibits the same problems and is situated in the county of Mgre- og
Romsdal, is used as an exemplification.

It is common to use traditional numerical linear analysis when designing concrete can-
tilever bridges. The problem though, is that the occurance of the phenomenons do not
reveal itself in such analysis, which constitutes much confusion among bridgedesig-
ners. In order to regenerate the traditionally numerical analysis, a sophisticated and
extensive numerical model of Salasund bridge has been established. The model reali-
stically simulates the segmentally development of cantilevers during the construction
phase, as well as the timedependent behaviour of the bridge after completion is taken
into account. Furthermore, the numerical model accounts for inclusion of sheardefor-
mations, mainly to improve the precision of the total deformations. Sheardeformations
is usually not accounted for when designing concrete cantilever bridges, because it is
assumed by bridgedesigners to provide negligable small additions to the total defor-
mations.

Results obtained from performed linear analysis do not exhibit considerable deviation
in longtime deformations when compared to designed precamber on Saldsund bridge,
even when the effect of sheardeformations is accounted for. Furthermore, no conditions
in tension are observered to imply the concrete to develop cracks. However, the ele-
mentformulation used in the numerical model requires the concrete to stay uncracked.
Results obtained from performed linear analysis are thus inadequate after cracking.

In able to predict the non-linear response of concrete in a post-cracking condition, a
robust calculation model based on the modified compression field theory was establis-
hed. The established calculation model is able to predict the response of an arbitrary
cross-section in concrete with reinforcement, both in a pre-cracking and post-cracking
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condition, subjected to the combined impact of moment, shear- and axialforce.

Furthermore, an extremely interesting and controversial hypothesis was formulated
based on the assumption that, shearcracks occur in web of concrete cantilever bridges
due to the influence of creep in the principal compression strains. After shearcracks
have occured, it is reasonable to make an assumption that the shearstiffnes will be
greatly reduced, which further can lead to significant increase in sheardeformations. By
implementing the effect of creep in the established calculation model, it was possible to
carry out a non-linear timedependent shear-deformation analysis on the segment which
was observed to be one of the most heavily exposed to shearcracks. Results obtained
from the analysis implicates that the formulated hypothesis tend to be reasonable and
highly likely to occur. Furthermore, the obtained results from the analysis show that the
shear-deformationform reminds much of the form which concrete cantilever bridges
tend to exhibit, and that the increase in sheardeformations in post-cracked condition
provide significantly additions to the total deformations.
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Sammendrag

Fenomenene utilsiktede deformasjoner og skjeerriss har en spesiell tendens til a oppsta
i fritt frambygg bruer, og har de siste tidrene tiltrukket seg stor oppmerksomhet blant
bruaktgrer bade i Norge og resten av verden. Slike fenomener kan fgre til forringelse
av brukonstruksjonens estetiske verdier og krav, hvilket videre kan medfgre at tillatte
aksellaster ved ferdsel ma reduseres. I sjeldne tilfeller kan det vere ngdvendig a byg-
ge om pa brukonstruksjonen for & opprettholde funksjonaliteten, og i ekstreme tilfeller
kan det fattes en avgjgrelse om a rive ned brukonstruksjonen dersom trafikksikkerheten
ved ferdsel lenger ikke kan garanteres. I denne avhandlingen undersgkes dermed érsa-
ker til at de opptredende fenomenene oppstar i fritt frambygg bruer, der Salasund bru i
Mgre- og Romsdal som innehar de samme problemene benyttes som eksemplifisering.

Det utfgres normalt tradisjonelle numerisk lineere analyser ved prosjektering av fritt
frambygg bruer. Problemet er imidlertid at de opptredende fenomenene ikke avdu-
kes i slike analyser, hvilket skaper stor forvirring blant brukonstruktgrer. For & kunne
gjenskape de tradisjonelle numerisk linezre analysene, har det blitt etablert en meget
omfattende numerisk modell av Salasund bru. Modellen ivaretar effekten av den sek-
sjonsvise utbyggingsfasen i fritt frambygg bruer, samt den tidsutviklende oppfarselen
til brukonstruksjonen i ferdigtilstand. I tillegg tar den numeriske modellen hgyde for &
inkludere skjerdeformasjoner, hovedsakelig for & gke presisjonen i totale deformasjo-
ner. Skjerdeformasjoner utelukkes normalt ved prosjektering av fritt frambygg bruer,
da det er antatt til & gi neglisjerbare paslag i totale deformasjoner.

Resultater fra utfgrte lineeere analyser fremviser ingen betydelig avvik i langtidsdefor-
masjoner i forhold til prosjekterte overhgyder for Salasund bru, selv nar effekten av
skjerdeformasjoner inkluderes. Det observeres heller ingen spenningstilstander som
skulle tilsi at betongens strekkfasthet overskrides, slik at opprissing skulle ha frem-
kommet. Elementformuleringen som benyttes i den numeriske modellen krever imid-
lertid at betongen er i en uopprisset tilstand. Etter opprissing vil resultater fra de line-
@re analysene vare utilstrekkelige.

For a kunne forutsi den ikke-lineare responsen til betong etter opprissing, ble en robust
beregningsmodell basert pa den modifiserte trykkfeltsteorien etablert. Den etablerte
beregningsmodellen er i stand til a forutsi responsen i et vilkarlig betongtverrsnitt med
innlagt armering, bade i uopprisset- og opprisset tilstand, utsatt for den kombinerte
virkningen av moment, skjer- og aksialkraft.



Videre ble det formulert en meget interessant og kontroversiell hypotese pa at oppsta-
elsen av skjerriss i steg, skyldes innvirkningen av kryp pa hovedtrykktgyninger. Etter
opprissing er det fornuftig & anta at skjearstivheten reduseres, hvilket videre kan med-
fare gkte skjerdeformasjoner. Ved a implementere kryp i den etablerte beregningsmo-
dellen, var det mulig & utfgre ikke-linezre tidsavhengige skjer-deformasjonsanalyser,
av den seksjonen som var observert til & vaere en av de mest utsatte for skjerriss.
Resultater fra analysene viser at den stilte hypotesen virker bade fornuftig og meget
sannsynlig. I tillegg viser resultater fra analysene at skjer-deformasjonsformen min-
ner svert mye om den formen fritt frambygg bruer har en tendens til & ta, samt at
gkningen av skjerdeformasjoner i opprisset tilstand vil gi betydelige paslag i totale
deformasjoner.
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Kapittel 1. Innledning

Kapittel 1

Innledning

1.1 Bakgrunn og motivasjon

En fritt frambygg bru er en spennarmert betongkonstruksjon, og har et karakteristisk
utseende ved at hgyden pa steget i brubjelken varierer over spennvidden. Slike brukon-
struksjoner betraktes ofte som konkuransedyktige alternativ med hensyn pa byggeme-
tode, gkonomi og estetikk for hovedspenn i omradet 100 - 300 meter.

Flere fritt frambygg bruer fremviser dessverre tendenser til overflgdige deformasjoner
hovedsakelig i hovedspennet, samt opptredende skjerriss i steg. Fenomenene har blitt
observert til a oppsta over tid, og kan pa mange mater karakteriseres som tidsutvik-
lende fenomener. Slike problemer kan fgre til avvik med hensyn pa estetiske verdier
og krav, og gir generelle bekymringer vedrgrende funksjonalitet og kapasitet. I flere
brukonstruksjoner av denne typen har det dermed blitt vurdert a senke tillatt aksellast
ved ferdsel over brua. Enkelte fritt frambygg bruer har i tillegg blitt forsterket med
hjelpetarn for a opprettholde funksjonaliteten, og i ekstreme tilfeller har et fa antall
brukonstruksjoner av denne typen blitt revet ned, nar sikkerheten ved ferdsel lenger
ikke kan garanteres.

At slike utilsiktede deformasjoner og skjerriss oppstar i fritt frambygg bruer viser at
disse effektene ikke fanges opp i prosjekteringsfasen, hvilket fgrer til lunken optimis-
me med hensyn pa valg av denne konstruksjonstypen blant bruaktgrer. Det er dermed
sveert gnskelig a fa kartlagt arsaken pa problemene og hvorfor effektene ikke avdukes
ved tradisjonelle analyser, slik at dette kan tas hgyde for ved prosjektering av fremti-
dige fritt frambygg bruer.

1.2 Avhandlingens mal og omfang

Avhandlingens hovedmal gar apenbart ut pa a undersgke arsaker til at utilsiktede defor-
masjoner og skjerriss har en tendens til & oppsta i fritt frambygg bruer. Da problemene
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kan karakteriseres som tidsutviklende fenomener, er det fornuftig & begrense avhand-
lingens omfang ved & undersgke den direkte innvirkningen fra kryp, svinn og relak-
sasjon. Slike langtidseffekter er spesielt fremtredende i fritt frambygg bruer pa grunn
av uvanlig store tverrsnittsdimensjoner og mye forspenning. Hovedfokuset vil imid-
lertid i store deler av avhandlingen vere pa innvirkningen fra kryp, selvom effekten
fra svinn og relaksasjon ogsa diskuteres og belyses. Videre foretas det en omfattende
undersgkelse vedrgrende innvirkningen av skjerdeformasjoner og kryp pa skjerdefor-
masjoner, for a kartlegge om slike effekter gir relevante paslag i totale deformasjoner
og videre om dette kan gi opphav til forklaring av opptredende skjerriss.

Fenomenene eksemplifiseres ved a utfgre grundige analyser og beregninger pa Salas-
und bru, som innehar de samme problemene. Videre vil aktuelle delmal i avhandlin-
gens forlgp vaere

« A forsti den grunnleggende oppfarselen og kompleksiteten fritt frambygg bruer
fremviser over tid

. A sette seg inn i den grunnleggende teorien for tidsavhengige materialmodeller
i spennarmerte betongkonstruksjoner

o Asette seg inn i den grunnleggende teorien for skjar i spennarmerte betongkon-
struksjoner, bade i lineaer uopprisset tilstand og ikke-lineer opprisset tilstand

« A etablere en numerisk modell som ivaretar geometri, utforming, randbetingel-
ser og byggehistorikken til Salasund bru, slik at numerisk line&re tidsavhengige
analyser- og beregninger kan gjenskapes og utfgres i henhold til dagens stan-
dardverk og krav

« A utfgre ikke-linezre tverrsnittsanalyser som ivaretar effekten av opprisset be-
tong

* A fremlegge endelige konklusjoner og anbefalinger med hensyn pa oppnadde
resultater

1.3 Avhandlingens organisering og oppbygging

Avhandlingen er delt opp i totalt ti kapitler, der det er forsgkt & gi en kronologisk
oppbygging av avhandlingens forlgp.

Etter dette innledende kapittelet, gis en grunnleggende innfgring av fritt frambygg
bruer i kapittel |2 der den generelle problematikken vedrgrende langtidsdeformasjoner
og skjerriss belyses.

I kapittel [3|presenteres og diskuteres bade kort- og langtidsmaterialmodeller for betong
i henhold til CEB-FIP Model Code 1990 (MC90) og Eurocode 2(EC2). Det legges
spesielt stor vekt pa tolkningen av empiriske kryp- og svinnmodeller. Arsaken til at
modeller fra begge standardverk presenteres, er hovedsakelig for & vise utviklingen
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av kryp- og svinnmodeller med arene. Analyser og beregninger for den numeriske
modellen utfgres imidlertid kun i henhold til materialmodeller fra EC2.

Grunnleggende prinsipper vedrgrende skjer i betongkonstruksjoner presenteres og dis-
kuteres grundig i kapittel 4] Dette kapittelet danner grunnlaget for & kunne utfgre ikke-
linezre analyser av spennarmerte betongkonstruksjoner utsatt for skjerriss.

I kapittel [5] presenteres hovedsakelig geometri, randbetingelser, materialparametere og
byggehistorikken for Salasund bru, hvilket er direkte relevant og ngdvendig for & kun-
ne etablere en realistisk numerisk modell av brukonstruksjonen. Videre diskuteres for-
utsetninger og teorigrunnlag for den numeriske modelleringen grundig i kapittel [6]
Programmet som benyttes for & utfgre numerisk tidsavhengige analyser- og beregnin-
ger er RM Bridge V8i.

Det foretas en svart omfattende og grundig verifisering av numerisk tidsavhengige
beregninger som RM Bridge V8i utfgrer med hensyn pa kryp og svinn i kapittel
Dette gjgres for a fa en grunnleggende forstaelse av prinsipper og forenklinger pro-
grammet utfgrer ved tidsavhengige analyser, samt for & verifisere at programmet tar
inn materialmodellene i henhold til Eurocode 2 pa en fornuftig mate.

I kapittel [§| presenteres resultater fra utfgrte numerisk linezre analyser- og beregninger,
der beregnede langtidsdeformasjoner sammenlignes med prosjekterte overhgyder for
Salasund bru. Videre belyses innvirkningen av skjerdeformasjoner i linezr uopprisset
tilstand.

I kapittel [9] presenteres og diskuteres resultater nar det utfgres tidsavhengige ikke-
linezere analyser som ivaretar effekten av opprisset betong for Salasund bru. Her stilles
en meget interessant hypotese om innvirkningen av kryp pa skjerdeformasjoner, og
om en slik effekt kan gi opphav til en fornuftig forklaring pa avhandlingens hovedpro-
blemstillinger.

I kapittel [T0]diskuteres og konkluderes avhandlingens resultater, samt anbefalinger for
videre arbeid.

1.4 Relevant litteratur

Utilsiktede deformasjoner i fritt frambygg bruer har tiltrukket stor oppmerksomhet
blant brukonstruktgrer i hele verden, hvilket har ledet til mye forskning vedrgrende
problemet.

11993 utfgrte Kanstad [30]] deformasjonsberegninger ved avanserte numeriske bereg-
ningsteknikker pd Mjgsund brua. Konstruksjonen har et hovedspenn pa 185 meter og
ligger i Troms fylke. Pa et tidlig stadium etter brudpning ble det observert et avvik
av deformasjoner pa +10%, nar kryp- og svinmodeller i henhold til CEB-FIP Model
Code 1990 [5] ble benyttet.

11997 ble det av CEB Task Group 2.4 “Serviceability Models” [14] foretatt en omfat-




Kapittel 1. Innledning

tende undersgkelse av deformasjoner i fritt frambygg bruer som fglge av et stort antall
rapporterte problemer om tematikken. Det ble samlet observerte malinger fra totalt 27
bruer som ble bygget i tidsrommet 1955-1993, hvorav 26 av dem var 1 Europa og én
fra USA. Det interessante var at deformasjonsgradienten i noen av bruene fremdeles
hadde en vesentlig stgrrelsesorden selv 8-10 ar etter ferdigstilling, hvorav deforma-
sjonene i to av bruene henholdsvis naermest viste konstant rate selv 16- og 20 ar etter
ferdigstilling.

I 2002 utfgrte Takacs [23]] en Ph.D avhandling om deformasjoner i fritt frambygg
bruer ved 4 sammenligne observerte malinger og resultater fra numeriske analyser av
Norddalssfjord bru i Sogn og Fjordane, Stgvset bru i Nordland og Stolma bru i Horda-
land med hovedspennvidder pa henholdvis 230.5-, 220- og 301 meter. Han mente at
usikkerheten i de empiriske kryp- og svinnmodellene var sa store, at deformasjonsre-
sponsen ved bruk av disse modellene konsekvent heller burde bli vurdert som en statis-
tisk variabel enn en deterministisk verdi. Blant annet presenterte han en probabilistisk
metode, der hensikten var & kunne estimere de statistiske egenskapene for deforma-
sjonsresponsen til FFB-bruer. Han anbefalte dermed heller & dimensjonere bruene for
et konfidensniva basert pa den statistiske distribusjonen av langtidsdeformasjonene,
enn den gjennomsnittlige forventede verdien.

12011 foretok Eide og Satra [20] i sin masteravhandling en sammenligning av de-
formajonsberegninger for fire ulike numeriske beregningsprogrammer som ble utfgrt
pa Austevollsbrua. Konstruksjonen innehar et hovedspenn pa 233 meter og ligger i
Hordaland fylke. To av programmene inneholdt kun linezre bjelkeelementer, mens de
to andre gav muligheter for ikke-line@re analyser. Resultatene i tre av programmene
viste sma avvik seg i mellom ved beregning av langtidsdeformasjoner, mens det ene
programmet med linezre bjelkeelementer viste noe stgrre deformasjoner enn normalt.
I tillegg ble langtidsdeformasjonene sammenlignet med prosjekterte overhgyder, som
viste at de numeriske beregningsresultatene kun gav neglisjerbare avvik i resultater.

En oppsummerende fellesnevner fra tidligere forskning er at observerte deformasjoner
viser avvik fra prosjekterte langtidsdeformasjoner, men bortsett fra sammensatte an-
takelser og spekulasjoner, gis det ingen konkrete konklusjoner pa arsaken til at dette
har en spesiell tendens til & fremkomme i fritt frambygg bruer. Tidligere forskning gir
heller ingen grunnleggende forklaring pé arsaken til at skjerriss oppstar.

Problemstillingene i denne avhandlingen skiller seg ut fra tidligere forskning ved at
hovedfokuset ikke kun omhandler innvirkningen av kryp pa bgyedeformasjoner, men
ogsa innvirkningen av kryp pa skjerdeformasjoner.
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Kapittel 2

Fritt frambygg bruer

Betongbruer som bygges etter fritt frambygg metoden har gkt i populritet de siste ti-
arene, hovedsakelig som fglge av at konstruksjonsmetoden representerer en overbevi-
sende teknisk- og gkonomisk lgsning. Norske aktgrer har en lang tradisjon med denne
brutypen og besitter generelt hgy kompetanse for prosjektering av fritt frambygg bruer
ikke bare i Norge, men ogsa resten av verden.

Fritt frambygg (FFB) bruer har et karakteristisk utseende ved at tverrsnittshgyden va-
rierer over brulengden og fremstar ofte som slanke og elegante. Brutypen blir sett
pa som et kostnadseffektivt alternativ til kabelbruer med lange spennvidder opp mot
200-300 meter, da spesielt i Norge med sine mange fjorder og sunder. Norge har ved
gjentatte anledninger satt verdensrekorder i spennvidde for denne brutypen, og per i
dag innehar Stolmasundet bru pa vestkysten i Norge det lengste hovedspennet for en
bygd FFB bru i Verden pa totalt 301 meter.

2.1 Statisk virkemate

2.1.1 Innledning

Hovedprinsippet ved fritt frambygg metoden er at brua kan bare seg selv helt eller
delvis under utbygging. Dette medfgrer hgye og kraftige tverrsnitt i brukonstruksjo-
nen som fglge av at hovedbarevirkningen tas opp ved moment og skjer i brubjelken.
Da snittkreftene varierer over spennvidden vil det vaere hensiktsmessig av statiske-,
gkonomiske- og estetiske arsaker 4 la tverrsnittet tilsvarende variere over brulengden.
Typisk vil tverrsnittshgyden veare stgrst ved ved pilarer og minst ved midtsnitt i ho-
vedspennet, se figur[2.1]

Brua vil ha to ulike statiske tilstander og bestemmes ut i fra om konstruksjonen vur-
deres i byggetilstand eller ferdigtilstand. 1 byggetilstand vil kragarmer vere ukoblet
slik at konstrukjonen dermed vil vare statisk bestemt, mens i ferdigtilstand vil brua
fungere som en sammenkoblet enhet og vil da vere statisk ubestemt.
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Figur 2.1: Raftsundet bru

2.1.2 Byggetilstand

Fgr utbyggingen av fritt frambygg delen kan pabegynne, ma forst sgyler fundamen-
teres og stgpes. Sgylene spiller en svaert fremtredende rolle for brua, og vil i utbygg-
ningsfasen vere den eneste avstivningen for konstruksjonen. I byggetilstand ma der-
med sgylene vere i stand til & bare egenvekten av kragarmene, samt kunne ta opp
store torsjonskrefter fra dynamiske vindlaster. I ferdigtilstand skal i tillegg brua kun-
ne téle store tvangskrefter som fglge av dynamiske pakjenninger fra jordskjelvlaster,
hvilket krever duktilitet i sgylene. Sgylene bgr dermed utformes slik at de er kraftige
og robuste i byggetilstand, men samtidig myke og duktile i ferdigtilstand [27]).

Fritt frambygg delen bygges slik at kragarmene over sgylene til enhver tid er i like-
vekt. Dette tilfredstilles ved at to like kragarmer stgpes seksjonsvis og balansert ut-
over fra pilarer inn mot henholdvis midtspenn og landkar, se figur Brubjelken
vil typisk besta av et kassetverrsnitt, der hovedsakelig hgyden pa steget varierer over
spennvidden. I tillegg er det vanlig at tykkelsen pa undergurt, overgurt og steg varie-
rer av prosjekteringsmessige arsaker. Da brubjelken bygges som rene utkragere vil det
i byggetilstanden vere ngdvendig med spennarmering i overgurten over hele kragar-
menes lengde. Antall spennkabler som spennes opp og forankres i hver stgpeseksjon,
avhenger av det motvirkende momentforlgpet som fglge av egenvekten fra kragarmer-
og forskalingsvogner.

I byggetilstand er det av hgy relevans & ha god oversikt og forutsigbarhet over de-
formasjoner i kragarmene. Arsaken til det er at kragarmene dpenbart er ngdt til & ha
lik elevasjon ved sammenkobling i midtspennet. Deformasjoner i fritt frambygg bru-
er beregnes ofte numerisk ved tradisjonelle FEM-analyseprogrammer som benytter
homogene- og linezre bjelkeelementer. Dette krever imidlertid at betongen i systemet
forblir uopprisset, og er en tilstand som ofte refereres som Stadium I [26]]. For & oppné
Stadium I i byggetilstand, ma det spennes opp et visst antall ngdvendige spennkab-
ler i hver stgpeseksjon, som genererer stort nok trykk slik at riss i brubjelken unngas.
Dersom kravene i en slik tilstand oppfylles kan systemet beregnes ved homogene- og
linezre bjelkeelementer.

Det er vanlig a stgpe to like seksjoner i kragarmene pa hver side av sgylen, men seksjo-
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Figur 2.2: Utbygging av en FFB-bru

nene stgpes imidlertid ikke simultant. Normalt stgpes seksjonen pa den ene kragarmen
farst, for stopearbeidet flyttes over til den balanserende seksjonen pa den andre siden
av sgylen. Dersom denne syklusen fortsetter vil dette generere skjevbelastninger pa
sgylen som fglge av krypdeformasjoner i betongen, og vil fgre til at sgylen krummer
mer mot den ene siden som alltid stgpes fgrst [27]]. Dette kan blant annet potensielt
fore til at utilsiktede deformasjoner “bygges inn” i den endelige konstruksjonen. Dette
gjor det ngdvendig a veksle pa hvilken seksjon som stgpes fgrst. Tilsvarende prinsipp
gjelder dersom spennarmeringen alltid spennes opp fra en side av sgylen.

2.1.3 Ferdigtilstand

I ferdigtilstand kobles kragarmer sammen i midtspenn og mot landkar, og konstruk-
sjonen vil ved sammenkobling bli et statisk ubestemt system. Dette kan fgre til store
tvangskrefter som fglge av kryp- og svinndeformasjoner, samt temperaturvariasjoner.
Videre péfgres brua ytre belastninger fra superponert egenvekt som eksempelvis be-
star av slitelag, kantbjelker, belysningstolper, etc. Etter bruapning pafgres naturligvis
nyttelaster.
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Krypet i brubjelken vil som fglge av permanente laster fgre til at stgttemomenter over
sgyler reduseres og overfgres som feltmomenter i brubanen, og er et fenomen ofte
referert som krypomlagring i fritt frambygg bruer. Arsaken til en slik omlagring av
krefter, er at krypet fgrer til gkninger av vertikale deformasjoner i midtspennet over tid.
Da systemet er statisk ubestemt vil sgylene forsgke a forhindre denne deformasjonen.
Dette medfgrer at spylene krummer inn mot midtspennet, se figur[2.3]

Figur 2.3: Typisk deformasjonsforlgp over tid i FFB-bruer

Det legges inn spennarmering i undergurten av brubjelken ved midtspenn, for & kunne
ta opp krefter fra ytre laster som pasettes etter sammenkobling, samt tilleggsmomenter
som oppstar fra krypomlagringen. Dette medfgrer videre at deformasjoner i midtspen-
net reduseres betraktelig. En slik oppspenning nar brua er statisk ubestemt, vil imid-
lertid fgre til ytterligere tvangskrefter, hovedsakelig som fglge av gkt kryp. Dette kan
enkelt fgre til en “ond sirkel” for konstruktgren da ytterligere oppspenning tilsvaren-
de forer til ytterligere krypdeformasjoner i midtspennet. Dette illusterer tydelig hvor
sammensatt og komplekst fritt frambygg bruer kan fremsta ved prosjektering.

2.2 Utilsiktede deformasjoner og skjarriss i fritt frambygg
bruer

2.2.1 Problematikk

Fritt frambygg bruer viser ofte en tendens til & utvikle stgrre deformasjoner med tiden
enn det som har blitt beregnet av brukonstruktgren. Slike utilsiktede deformasjoner
for FFB-bruer er et kjent problem, og har skapt stor oppmerksomhet blant ingenigrer
i landet de siste tiarene. I Norge finnes det over 100 av denne brutypen, og flere av
konstruksjonene gjengir tilsvarende deformajonsmgnster som illustrert i figur[2.3] For
store nedbgyninger pa denne type bruer kan avvike fra planlagte estetiske verdier- og
krav, samt konstruksjonens funksjonalitet. I ekstreme tilfeller kan slike tidsutviklende
deformasjoner i verste fall fgre til nedrivning av brukonstruksjonen.

Nar kragarmene bygges ut fra sgylene inn mot henholdsvis midtspenn og landkar, leg-
ges det inn overhgyder som skal tilsvare langtidsdeformasjonene til brua, men med
motsatt fortegn. P4 denne maten vil ikke brukonstruksjonen fa et tilsvarende utseende
som illustrert i figur[2.3] og vil i utgangspunktet innstille seg et endelig deformasjons-
mgnster som opprinnelig var tilsiktet i prosjekteringsfasen. Det har imidlertid dessver-
re vist seg for enkelte bruer, at prosjekterte overhgyder underestimeres i forhold til de
virkelige langtidsdeformasjonene for brua.
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Det har ogsa blitt registrert skjarriss i steg som har gkt i antall- og omfang over tid.
Opprissing i ferdigtilstand anses normalt ikke som et problem, sa fremt rissviddene
ikke skaper bestandighetsproblemer for brukonstruksjonen. Dette gjelder spesielt der
aggresivt klimaforhold kan fgre til diffusjon av korrosjonsfremkallende partikler gjen-
nom riss, hvilket kan redusere brukonstruksjonens levetid. Videre kan skjerriss redu-
sere skjerstivheter betraktelig, slik at skjerdeformasjoner tilsvarende vil kunne gke.
Dette kompliserer blant annet beregninger i stgrre grad, da det nd ma utfgres bereg-
ningsmetoder som tar hensyn til betongens ikke-line@re oppfersel etter opprissing.
Beregnede resultater fra FEM-analyseprogrammer som benytter homogene- og line-
@re bjelkeelementer vil dermed vere utilstrekkelige i en slik tilstand.

2.2.2 Arsaker til avvik

Det er vanskelig a angi hvilke spesifikke karakteristikker som fgrer til ungyaktighet i
beregningsmodellene, da det gjerne er flere faktorer og egenskaper som i kombinasjon
med hverandre spiller en vesentlig rolle for de totale langtidsdeformasjonene. Kryp- og
svinnmodeller for betong anses imidlertid som svert fremtredende, hva angéar ungy-
aktigheter i deformasjonsberegninger for en fritt frambygg bru. Arsaken til det er at
forstaelsen bak styrende parametere i fenomenene kryp og svinn fremdeles ikke er
optimal.

Langtidsmaterialmodeller for kryp og svinn er utviklet og justert basert pa stort antall
eksperimentelle resultater utfgrt pa materialer med betydelig representativ homogeni-
tet. Eksperimentene utfgres som regel pa betongsylindere med diameter 50-100 mm i
et spesifikt prgveforhold, innen en tidsramme pa 1-12 maneder. Fakta viser imidlertid
at eksperimentene har hatt en vane for a avslutte allerede etter tre maneder, der eks-
perimenter over lenger tidsintervaller viser store sprikende resultater [23]]. De empiris-
ke beregningsmodellene for kryp og svinn er dermed basert pa den gjennomsnittlige
forventningsverdien fra eksperimentelle resultater, som dessverre viser store tenden-
ser til statistiske variasjoner. Det er dermed naturlig & regne med et prosentavvik for
modellene da hvert beregningstilfelle er unikt, og det ma generelt aksepteres at defor-
masjonsresponsen aldri kan gjengis eksakt ved bruk av disse beregningsmodellene. En
tolkning av empiriske kryp- og svinnmodeller er nzrmere diskutert i kapittel [3]

Stgrrelsen og formen elementet representerer, er en annen variabel som har en stor
innvirkning pa beregningsmodellene. Arsaken til det er at stgrrelsen pa tverrsnittsdi-
mensjonene i en fritt frambygg bru er betydelig stgrre enn sylinderprgver det utfgres
eksperimenter pa. Uttgrkingsprossesen vil dermed vare svert forskjellige i de to til-
fellene, der det er naturlig & anta at uttgrkingen for et stort kassetverrsnitt vil vare
betraktelig langsommere enn for mindre betongprgver.

Oppstéelsen av skjerriss i lgpet av brukonstruksjonens levetid vil kunne redusere
skjerstivheten i systemet. En slik reduksjon i skjerstivhet vil videre kunne medfgre
gkte skjerdeformasjoner av betydelige stgrrelser som ikke fanges opp néar det utfgres
tradisjonelle linezre analyser.




Kapittel 2. Fritt frambygg bruer

I tillegg til usikkerheter tilknyttet de tidsavhengige effektene kryp og svinn, samt
reduksjon av stivheter i forbindelse med opprissing, kan faktorer som relaksasjon i
spennstal, effektiv forspenningskraft og sensitivitet av deformasjoner som fglge av va-
riasjoner i utbyggingsfasen vare utslagsgivende i langtidsoppfgrselen til brukonstruk-
sjonen.
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Kapittel 3

Tidsavhengige materialmodeller

I dette kapittelet presenteres og tolkes materialmodeller som benyttes ved tidsavhengi-
ge beregningsanalyser. Modellene er i henhold til de europeiske standardene CEB-FIP
Model Code 1990 (MC90) [5]] og Eurocode 2 (EC2) [18]]. MC90 er den reviderte ut-
gaven av den originale modellkoden som ble gitt uti 1978, og har siden den tid hatt en
betydelig innflytelse pa nasjonale standarder i mange land, blant annet Norges utgatte
nasjonale standard for betongprosjektering, NS3473. MC90 hadde en spesielt stor inn-
virkning pa harmoniseringen av den felles europeiske standarden Eurocode 2: Design
of concrete structures, som per i dag sammen med det Norske Anneks er det eneste
gjeldende standardverket i Norge for prosjektering av betongkonstruksjoner.

I fritt frambygg bruer vil det vere svert viktig & ha god kjennskap til utviklingen
av bade fastheten og stivheten til betongen. Arsaken til det er at seksjonene 1 en fritt
frambygg bru stgpes ved ulike tidspunkter, hvilket medfgrer at alderen pa betongen i
seksjonene tilsvarende vil veere ulike. Dette vil videre pavirke bade kort- og langtids-
oppferselen til konstruksjonen. Kapittelet tar for seg en kronologisk fremstilling av
betongens utvikling, og gjengir samtidig en tolkning av empiriske formler og uttrykk
som inngar i modellene for MC90 og EC2. Dette gjgres for a oppna en grunnleggende
forstaelse av kort- og langtidsoppf@rselen til en betongkonstruksjon, og hvilke styrende
parametere som har stor innflytelse i modellene.

3.1 Korttids-materialmodell for betong

Betongens styrke er en tidsavhengig parameter som gker med tiden etter utstgping.
Styrken representeres normalt ved den karakteristiske sylindertrykkfastheten, ofte re-
ferert som f.;, i standardverk, og males ved & utfgre en-aksiale trykkprgver pa sylinder-
formete betongelementer som har fatt herde i 28 dggn. Dimensjonen pa prgven velges
slik at den maksimale spenningen, f.;, oppnas etter 2-3 minutter [[16]]. Tabell og
angir karakteriske sylindertrykkfastheter i henhold til henholdsvis MC90 og EC2.

Hovedbestanddelene i betong, som hovedsakelig bestar av tilslag og herdet sement,

11
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Betongkvalitet | C12 | C20 | C30 | C40 | C50 | C60 | C70 | C80
fer [MPa] 12 | 20 | 30 | 40 | 50 | 60 | 70 | 80

Tabell 3.1: Karakteristiske sylindertrykkfastheter etter 28 dggn i MC90

Betongkvalitet | B20 | B25 | B30 | B35 | B40 | B45 | B55 | B65
fer [MPa] 20 | 25 | 30 | 35 | 40 | 45 | 55 | 65

Tabell 3.2: Karakteristiske sylindertrykkfastheter etter 28 dggn i EC2

fremviser linear oppfdrsel i spenning-tgyningsresponsen. Herdet betong derimot, frem-
viser en fullstendig ikke-line@r spenning-tgyningsrespons, se ﬁgur Arsaken til be-
tongens ikke-lineare respons fremkommer av interaksjonen mellom sementpastaen og
tilslaget, og vil i grenseovergangen mellom disse materialene kunne gi mikroskopiske
riss, selv ved svert lave spenningsnivéer [21]. Rissutviklingen fgrer til en “rundere”
respons i spenning-tgyningsresponsen.

o

Tilslag

fekprrmmresfrmmmnmmmmnnnssara
Betong

Herdet
sement

Figur 3.1: Spenning-tgynings kurver for betong, tilslag og herdet sement

3.1.1 Fasthetsutvikling

Betongens styrke, vil som nevnt, klassifiseres etter den karakteristiske 28-dggns sy-
lindertrykkfastheten. I byggetilstanden for fritt frambygg bruer vil det imidlertid vere
ngdvendig & ha kjennskap til fastheten ved en tid ¢ tidligere enn 28 dggn. Fasthetsut-
viklingen frem til 28 dggn avhenger av type sement, temperatur og herdeforhold [26].
MC90 og EC2 angir like utviklingsmodeller for fastheten ved

fer(@) = fem(t) — Af 3.1

12
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hvor Af = 8 MPa.

Ved en middeltemperatur pa 20°C og herdeforhold i henhold til NS-EN 12390 [19]],
gjelder

fcm(t) = ﬂcc(t)fcm (32)

der

Beet) = exp{s [1 - 25] } (3.3)

fem/(t) er et empirisk uttrykk for den midlere betong-trykkfastheten ved ¢ dggn

hvor

fem er midlere betong-trykkfasthet ved ¢ = 28 dggn

t er betongens alder i dggn

s er en koeffisient som ivaretar type sement som benyttes
= (.20 for rapid hgyfast sement
= (.25 for hgyfast sement
= (.38 for standard sement

Videre angis en justert betongalder dersom middeltemperaturen avviker fra 20°C under
herding av betongen ved

4000

i=1

3.4

hvor

tr er temperatur-justert betongalder som erstatter ¢ i ligning (3.3)
At; er antall dggn med temperatur T’

T'(At;) er temperaturen i celcius under perioden At;

Figur [3.2] fremviser utviklingen av herdet betong for fasthetsklasse C30/B30 ved en
middeltemperatur 20°C frem til 28 dggn.

13
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Fasthetsutvikling
35 T T T T T

Fasthet [MPa]

1
3 5 10 15 20 25 28
Antall degn(t]

Figur 3.2: Utvikling av karakteristisk sylindertrykkfasthet for C30/B30 med standard sement
ved middeltemperatur pa 20°C

3.1.2 Elastisitetsmodul-utvikling

Da betong fremviser en fullstendig ikke-linear oppfersel i spenning-tgyningsresponsen,
ma stivheten oppdateres fortlgpende ved en inkrementell gkning av spenningsnivaet.
Oppdateringen utfgres ved a benytte tangentstivheten. Elastisitetsmodulen for betong
defineres som den initielle tangentstivheten i spenning-tgyningskurven, og har en ver-
di som ligger mellom stivheten for tilslaget og stivheten for den herdete sementpas-
taen [16]. Med initiell menes det ved origo i spenning-tgyningskurven, altsa nar det
ikke er noen tgyninger i betongen, se figur [3.3] Verdien i dette punktet er tilnarmet
lik stigningen til sekantmodulen ved hurtig avlastning, og inkluderer ingen initielle
plastiske deformasjoner [5]]. Ved a benytte lover for komposittmaterial-modeller, kan
betongens stivhet estimeres ut i fra bestandelenes stivheter. I henhold til MC90 og EC2
angis det imidlertid at elastisitetsmodulen kan beregnes fra den midlere karakteristiske
trykkfastheten f.,, ved 28 dggn.

Korttids elastisitetsutviklingsmodell etter MC90

Elastisitetsmodulen er definert som den initielle tangentmodulen, E., for betong ved
28 dggns fasthet og kan etter omskrivinger uttrykkes som

E. = 9980( for)/?) (3.5)

I likhet med trykkfastheten, er det i fritt frambygg bruer ngdvendig & ha kjennskap til
utviklingen av elastisitetsmodulen ved en gitt tid ¢ for 28 dggn. Denne kan uttrykkes
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Ec

Figur 3.3: Initiell tangentstivhet for betong etter 28 dggns fasthet

ved
E.(t) = [Bee(t)]*7E. (3.6)

Korttids elastisitetsutviklingsmodell etter EC2

I motsetning til MC90 benytter EC2 sekantmodulen E.,,, som referanseverdi for elas-
tisitetsmodulen. Som nevnt tidligere, vil stigningen for sekant- og tangentverdien veere
tilneermet like ved origo i spenning-tgyningskurven. EC2 angir fglgende uttrykk ved
beregning av sekantmodulen i omradet 0 < o, < 0.4 f, etter 28 dggns fasthet

Epp = 11030(forn)*? (3.7)
der det videre angis at tangentmodulen kan uttrykkes ved
E.=1.05E., (3.8)

For t < 28 dggn gjelder fplgende elastisitetsutviklingsmodell

Ecm (t) - [ﬁcc(t)]o'?)Ecm (39)

hvor (..(t) i ligning (3.6) og (3.9) er gitt av uttrykket i ligning (3.3).

Korttidsutviklingen av elastisitetsmodulen er svert viktig i byggetilstanden for en fritt
frambygg bru. Nar kragarmer stgpes seksjonsvis fra hovedpilarer, far betongen normalt
ikke herde lenger enn tre dggn fer seksjonen spennes opp og forskalingsvogner flyttes
frem for klargjgring av ny utbyggingsseksjon. Da det er viktig a ha fullstendig kontroll
over deformasjoner av kragarmer i byggetilstand, vil det vere av hgy relevans & ha
god kjennskap til korttidsutviklingen av elastisitetsmodulen for betongkvaliteten som
benyttes.

15



Kapittel 3. Tidsavhengige materialmodeller

Figur|3.4] viser korttidsutviklingen av elastisitetsmodulen for henholdsvis C30 og B30
i henhold til MC90 og EC2. Fra figuren fremgar at modellen i MC90 utvikler seg noe
tregere enn EC2 i tiden frem til ¢ ~ 17 dggn. Dette medfgrer at korttidsberegninger 1
henhold til MC90 gir stgrre deformasjoner enn EC2 under byggetilstanden av kragar-
mer.

<10t Elastisitetsmadul-utvikling

3.4

— ——Ecff) - MCS0 T
Ecmit) - EC2 -

Elastisitet[MPa]

22 1 1 1 1 1
3 5 10 18 20 25 28

Antall degnt]

Figur 3.4: Elastisitetsutvikling for C30/B30 med standard sement ved middeltemperatur pa
20°C

3.2 Langtids-materialmodeller for kryp

3.2.1 Innledning

Langtidsutviklingen for fastheten til betong avhenger av modningsforhold og lasthis-
torikken, og kan enklest illustreres ved et eksempel. Det antas at det stgpes tre like
sylinderprgver i betong som far lov til & modne under samme forhold i et ar. Deret-
ter utsettes prgvene for trykkbelastninger med ulike varigheter; momentan-, korttid-
og langtidslaster henholdsvis. Oppférselen i spenning-tgyningsresponsen viser at prg-
ven utsatt for langtidslast gjengir lavere karakteristisk fasthet, enn prgven utsatt for
korttidslast [[16]]. Ved dimensjonering neglisjeres imidlertid det faktum at fastheten re-
duseres ved pasatt langtidslast, slik at betongens styrke ved dimensjonering baseres
pa fastheten etter 28 dggn. Dette kan videre anses som en konservativ tilnerming,
da betongens fasthet typisk vil gke med 20 - 40 % som fglge av hydrering etter 28
dggn [16].

Langtidsutviklingen for stivheten til betong avhenger hovedsakelig av fenomenet kryp,
som det generelt tilknyttes en viss grad av usikkerhet til ved modellformuleringer.
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Usikkerheten fremkommer blant annet av store variasjoner i eksperimentell data, den
relativt korte belastningen og uttgrkingen prgvene utsettes for, samt den grunnleggende
forstaelsen av hovedmekanismene som opptrer i kryp [23]. Selvom det tidligere har
blitt utfert flere forsgk pa a formulere materialmodeller i samsvar med fundamentale
teoretiske prinsipper, ligger fremdeles empiriske formler basert pa eksperimentell data
til grunn for krypmodeller i MC90 og EC2.

3.2.2 Basisgrunnlag for kryp

Fgr langtidsmaterialmodeller i MC90 og EC2 presenteres er det viktig a ha en grunn-
leggende forstaelse av hva kryp er, og hvordan dette fenomenet oppstér i betong. Kryp
oppstar generelt i materiale med viskoelastiske egenskaper, utsatt for et konstant spen-
ningsniva over en lenger periode. Selvom de pafgrte spenningene holdes konstante,
gker tgyningene i materialet med tiden. Betong betraktes som et aldrende lineart
viskoelastisk materiale, og kan begrunnes med at betong utsatt for trykk gjengir mange
av de samme egenskapene som er opptredende for viskoelastiske materiale [36].

Kryp i betongkonstruksjoner er et innviklet fenomen som avhenger av omgivelsens
fuktighet, konstruksjonsdelens tverrsnittsdimensjoner, mengde innlagt armering, be-
tongens sammensetning og lasthistorikken [|18]]. En grunnleggende matematisk modell
som er generelt anvendbar for en vilkarlig betongkonstruksjon er vanskelig a formule-
re, og for a kunne ansla ngyaktige krypdeformasjoner ma det gjennomfgres forsgk for
det spesifikke tilfelle.

I et typisk krypforsgk, pafgres en betongprgve trykkspenninger som holdes konstante
over tid, noen dggn (t') etter utstgping. Deformasjoner som oppstar ved initiell pa-
lastning kalles elastiske tgyninger, mens tilleggsdeformasjoner som utvikles med tiden
kalles kryptgyninger, se figur 3.5 Forholdet mellom kryptgyningen ved tiden ¢ og den
elastiske initielle tgyningen ved tiden ¢/, refereres som krypkoeffisienten ¢.

Det finnes hovedsakelig to grunnleggende krypmodeller; produktmodeller og sum-
masjonsmodeller. Det karakteristiske ved en produktmodell er at formuleringen for
krypfunksjonen inneholder produktet av en aldrende funksjon som ivaretar effekten av
alderen til betongen ved palastning, samt en tidsutviklende funksjon som beskriver ut-
viklingen av kryp med tiden under den konstante belastningen. I summasjonsmodeller
uttrykkes kryp som en sum av ledd for reversible forsinkede elastisiteter og et ledd for
irreversibel flyt. Modellene som er formulert i MC90 og EC2 er produktmodeller.

Krypfunksjonen

Krypfunksjonen gir en grunnleggende forstaelse av hvordan krypdeformasjoner ut-
vikler seg med tiden, og kan enklest illustreres ved et eksempel. Det antas at totale
tgyninger i en betongprgve utsatt for konstant en-aksial trykkspenning ved en alder ¢
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Kryp t@yninger

Elastiske teyninger

0 t
(Utstoping) t (degn)

Figur 3.5: Eksempel pa utvikling av kryp i betong over tid ved pésatte konstante trykkspen-
ninger

kan oppdeles slik

e(t) =ep(t') +ec(t) +es(t) + ep(t) = ex(t) +£°(t) (3.10)

hvor

ep(t") er momentane elastiske tgyninger ved initiell palastning nar trykkspenningene
er i det ordinzre bruksomradet (o, < 0.4f.,)

ec(t) er kryptgyninger

es(t) er svinntgyninger

erp(t) er termiske tgyninger

es(t) = eg(t') + ec(t) er mekaniske tgyninger som oppstar pa grunn av pafgrte spen-
ninger

e%(t) = eg5(t) + er(t) er tgyninger som oppstir uavhengig av péfgrte spenninger

Bazant [[36] foreslar en intuitiv metode for a male de respektive tgyningene i praksis,
ved a utfgre et eksperiment pa to like betongprgver utsatt for samme miljgforhold. Den
ene prgven lastes med en trykkspenning som holdes konstant over tid, mens den andre
er lastfri. Forskjellen i deformasjoner gir dermed de mekaniske tgyningene €,. Fra
denne kan videre kryptgyninger finnes dersom den initielle elastiske deformasjonen
eg(t') er kjent.
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Videre angir Bazant [|36]] at totale tgyninger i betongprgven utsatt for trykkspenning
kan uttrykes ved

e(t) = oJ(t,t') + (1) (3.11)

hvor o representerer den péfgrte konstante trykkspenningen, og J(t,t') er krypfunk-
sjonen som representerer summen av elastiske tgyninger og kryptgyninger ved tiden ¢,
forarsaket av den pasatte trykkspenningen som har hatt en konstant intensitet siden ti-
den t'. Fra krypfunksjonen kan totale mekaniske tgyninger beregnes, og kan uttrykkes
ved

(3.12)

hvor

E(t) er elastisitetsmodulen til betongen ved initiell palastning
E(t) er elastisitetsmodulen til betongen ved en alder ¢ dggn
¢(t,t") er krypkoeffisienten

En viktig parameter som kan ha en direkte innvirkning i krypmodellens ungyaktig-
het, er krypets fremtredende rolle ved initell palastning [23]. I litteraturen er forfattere
samstemte om at kryp har en betydelig effekt allerede kort tid etter palastning. Det
kan imidlertid argumenteres for at momentane elastiske deformasjoner- og krypde-
formasjoner har liten relevans, sa lenge summen av dem gir et fornuftig resultat, noe
krypfunksjonen J(t, t') representerer. En annen viktig egenskap krypfunksjonen frem-
viser er at den er en funksjon av to variable, gjeldende alder ¢ og alder ved pélastning
t’, noe som er karakteristisk for klassisk viskoelastiske materiale. Aldringen av betong
fgrer imidlertid til problemer ved analytiske lgsninger, og det er oftest ngdvendig &
benytte numeriske metoder isteden [36]. Da betong betraktes som et aldrende linert
viskoelastisk materiale, ma fglgende betingelser i henhold til superposisjonsprinsippet
gjelde

1. Betongspenninger overskrider ikke 40% av betongens midlere sylindertrykkfast-
het fem

2. Tgyninger avtar ikke betydelig

3. Det er ingen store gkninger i spenninger fra permanente laster lang tid etter
initiell palastning

4. Betongen er ikke utsatt for betydelig uttgrking

Betingelsene tilfredsstilles normalt for analyser og beregninger som utfgres i denne
avhandlingen, selvom den siste betingelsen kan skape konflikter pa grunn av uvanlig
store tverrsnittsdimensjoner.
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3.2.3 Krypmodell etter CEP-FIP Model Code 1990

Krypmodellen som presenteres i henhold til MC90 gjelder betongkonstruksjoner med
fasthetsklasser opp til C80, utsatt for trykkspenninger i det ordinare bruksomradet
(0. < 0.4f.,) og en middel relativ fuktighet i omgivelsene fra 40 til 100%. Modell-
formuleringen er i henhold til den reviderte utgaven som ble gitt ut i 1991. Pa den
tiden var det svart begrenset med forskning for karakteristiske fastheter hgyere enn 50
MPa. Modellen mé& dermed benyttes med stor varsomhet for betongfastheter hgyere
enn dette [23].

I MC90 [5] betraktes betong som et aldrende lineert viskoelastisk materiale. Dersom
en konstant spenning pafgres ved en tid ¢y kan de mekaniske tgyningene beregnes fra

€Cg(t,t0) = O'C(to)J(t,to) (313)
der
1 t
J(tt0) = Wt ¢(b;t”) (3.14)
hvor

J(t, tp) er krypfunksjonen som representerer de totale mekaniske tgyningene per spen-
ningsenhet, og har lik funksjonell betydning som beskrevet for uttrykket i ligning

.12

to er den justerte alderen til betongen ved palastning i henhold til ligning (3.22) [dggn]
E.(tp) er elastisitetsmodulen ved palastning i henhold til ligning (3.6) [MPa]
E. er elastisitetsmodulen etter 28 dggns fasthet i henhold til ligning (3.5) [MPa]

o(t, to) er krypkoeffisienten

Krypkoeffisienten

Ligninger som inngar ved beregning av krypkoeffisienten er empiriske, og er blitt ka-
librert pa bakgrunn av en-aksiale trykkprgver utfgrt pa sylinderformete betongprgver.
Beregningsmodellen er konstruert slik at inngangsparameterene normalt er kjent for
den prosjekterende ingenigren; karakteristisk fasthet, tverrsnittsdimensjoner, middel
relativ fuktighet i omgivelser, betongens alder ved palastning, lastvarighet og type se-
ment som benyttes.
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Krypkoeffisienten kan beregnes fra

B(t, to) = do - Be(t — to) (3.15)

hvor
¢g er den normerte krypkoeffisienten
Be(t — to) er en tidsutviklende funksjon for krypkoeffisienten

Videre kan den normerte krypkoeffisienten uttrykkes fra

¢0 = ¢ru - B(fem) - B(to) (3.16)
der
_1-RH/RH,
ORH = W (3.17)
16.8
B(fem) (o) (3.18)
to) = 1 3.19
B(to) = 01+ ()02 (3.19)
hvor

ho = 2A./u er den effektive tverrsnittstykkelsen [mm]

A er tverrsnittsarealet av konstruksjonsdelen [mm?]

u er omkretsen til tverrsnittet som er i direkte kontakt med atmosferen [mm]
RH er den relative fuktigheten i omgivelsene [%]

RHy = 100%

fem er som beskrevet i ligning (3.2)

to er som beskrevet i ligning (3.14))

Ligning angir innvirkningen av midlere relativ fuktighet og effektiv tverrsnittstyk-
kelse pa den normerte krypkoeffisienten ¢, og er illustrert grafisk i figur[3.6] Grafene
gjelder for tre ulike effektive tverrsnittstykkelser hg nar den relative fuktigheten va-
rierer. Slik det fremgar av figuren vil en relativ fuktighet pa 100% veere gunstig med
hensyn pa krypet, og kan rent fysisk forklares med at det ikke vil oppsta noe fuktig-
hetsutveksling mellom betongen og atmosfaren. Nar betongen imidlertid utsettes for
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tgrrere klima (RH < 100%) observeres det at krypet gker, og kan rent fysisk forkla-
res med at fuktigheten i betongen drives ut. MC90 angir ikke eksplisitt en uttgrkende
krypkomponent, men det andre leddet i ligning kan pa mange mater tolkes som
et ledd som ivaretar effekten av uttgrking pa kryp.

3 T T
: hD=1DDmm
: : : | —2—h_ = &00mm
PERE e O E o o
: : : ;_._hu=1DDDmm

05_ .............. .............. .............. .............. ............. i

40 50 60 70 g0 a0 100
Relativ fuktighet [%]

Figur 3.6: Innvirkningen av den relative fuktigheten og den effektive tverrsnittstykkelsen pé
krypkoeffisienten

Figur angir innvirkningen av midlere karakteristisk sylindertrykkfasthet pa den
normerte krypkoeffisienten i henhold til ligning (3.18). Slik det fremgar av figuren
reduseres krypet nar fastheten gker. Kryp avhenger ikke direkte av betongens karak-
teristiske fasthet, men heller av betongens sammensetning og grad av hydrering. Fast-
hetsklassen gker nar vann/sement forholdet reduseres og assosieres indirekte med kry-
pet i sa mate. Dette kan rent fysisk forklares ved at blgtere betong apenbart fremviser
mykere oppfgrsel ved pasatt trykk enn tgrrere betong. Det etablerte forholdet mellom
fasthet og kryp er basert pa gjennomsnittlige observasjoner fra forsgk som dessverre
viser tendenser til stor spredning i resultater, og er dermed ofte en konkret underlig-
gende arsak til usikkerheten i krypmodellen [23]].

Figur viser innvirkningen av betongens alder ved palastning i henhold til ligning
(3.19). Ligningen gir en god estimasjon selv nar betongens alder er hgy ved palastning.
Dette forutsetter imidlertid at det ikke oppstar et betydelig tap av fuktighet i betongen
i forkant av palastning [23]]. Slik det fremgér av figuren vil palastningsalderen ha en
stor innflytelse pa den normerte krypkoeffisienten, og da spesielt i negativ forstand ved
belastning i tidlig alder. Dette kan rent fysisk forklares ved at “umoden’ herdet betong
vil vere mer sensitiv for belastning, enn mer “moden” herdet betong.
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. IMPa]

Figur 3.7: Innvirkningen av fastheten pa krypkoeffsienten
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Betongens alder ved palasthing [Dugn)

Figur 3.8: Innvirkningen av betongens alder ved palastning

Den tidsutviklende funksjonen for krypkoeffisienten i ligning (3.15)) kan uttrykkes ved

(3.20)
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der

RH 18
By = 1.5{1 + <1.2RH> }ho +250 < 1500 (3.21)
0

Den hyperbolske tidsutviklende funksjonen i ligning (3.20) gar mot en asymptotisk
verdi nar tiden ¢ — oo, hvilket betyr at krypdeformasjoner ved en viss tid til slutt
opphgrer. Takacs [[23]] diskuterer eksistensen av en slik endelig verdi og karakteriserer
det som en kontroversiell pastand. Krypforsgk opp til 30 &r viser imidlertid at en es-
timasjon av gkningen i krypet fra 70 til 150 ar ikke vil overskride 5% av krypet etter
70 ar. I praktisk sammenheng skal dermed krypdeformasjoner veere neglisjerbart ved
evaluering etter uendelig lang tid.

Utwikling av krypkoeffisient

3 T T T T
hU=1DDmm
———hD=SDDmm
2EHF
—-—--hy=1000mm o
2_ -
=
fao)
(=3
=
1At .
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=
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0ar .
D 1 L1 1 1 [ B | 1 [E N B | 1 PR R R A
1 7 100 1000 10000
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Figur 3.9: Utvikling av krypkoeffisient i hht MC90

Figur[3.9]viser utviklingen av krypkoeffsienten i henhold til ligning (3.15) for fasthets-
klasse C30, i et utendgrs miljg med relativ fuktighet RH = 80% og ved pélastning
etter 7 dggn. Utviklingen gjelder for ulike effektive tverrsnittstykkelser hg.

Videre tas det hensyn til effekten av sementtype og herdetempepratur ved a modifisere
alderen til betongen £, ved palastning. Denne angis ved fglgende uttrykk

9 «
to =1 1| >0.5d 3.22
0=t | S o ST + > ggn (3.22)

hvor

to,r er den justerte alderen til betongen i henhold til ligning (3.4)
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t17 = 1dggn
a er en koeffisient som tar hensyn til sementtype
= —1 for langsomt herdende sement, SL.
= 0 for normal eller raskt herdende sement, N, R

= 1 for raskt herdende hgyfast sement, RS

3.2.4 Krypmodell etter Eurocode 2

Krypmodellen som benyttes i Eurocode 2 er den samme modellen som ble gitt ut i
1999 oppdateringen av MC90 (MC90(99)) [23]]. Hovedintensjonen ved oppdateringen
av modellen var & forbedre krypmodeller for hgyere fasthetsklasser. EC2 angir at for
fasthetsklasser med midlere karakteristisk sylindertrykkfasthet f.,, < 35 MPa, vil
krypmodellen som ble presentert i delkapittel fremdeles vere gjeldende.

For hgyere fasthetsklasser (f.,, > 35 MPa) introduserer imidlertid EC2 tre nye ko-
effisienter til den originale modellen i MC90. Koeffisientene er en funksjon av den
midlere trykkfastheten til betongen og er gitt ved

0.7 0.2 0.5
w(m) (@) () e

Koeffisientene «; og s justerer det normerte kryptallet i ligning (3.16) ved & endre
uttrykket i ligning (3.17) til

(3.24)

1—- RH/RH
OrRH = [14-/0' 1}' 2

0.1(ho)1/3

Koeffisienten a3 justerer den tidsavhengige funksjonen for krypkoeffisienten i ligning
(3.20) ved & endre pa uttrykket i ligning (3.21]) til

RH 18
By = 1.5{1 + (1.2RH> }ho + 2503 < 150003 (3.25)
0

Utviklingen av krypkoeffisienten i henhold til modeller i MC90 og EC2 er illustrert i fi-
gur[3.10] Modellene gjelder for fasthetsklasse C30 og B30 med effektiv tverrsnittstyk-
kelse hg = 500 mm, i et utendgrs miljgp med relativ fuktighet RH = 80% og ved
palastning etter tg = 7 dggn. Slik det fremgar av figuren vil modellene fremvise kun
neglisjerbare forskjeller i krypforlgpet. For hgyere fasthetsklasser vil imidlertid for-
skjellen i krypforlgpet etter hvert gke, der det observereres at MC90 fremviser en mer
konservativ oppfersel.
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Utvikling av krypkoefiisient
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Figur 3.10: Utvikling av krypkoeffisient i hht MC90 og EC2
3.3 Langtids-materialmodeller for svinn

3.3.1 Innledning

Betong vil utveksle fuktighet med omgivelsene med mindre den er permanent ned-
dykket i vann eller den relative fuktigheten er ved 100 %. Néar betongen mister fuk-
tighet med tiden vil det totale volumet reduseres, og fenomenet refereres som svinn
eller krymping [[16]]. Totalt opptredende svinn avhenger i stor grad av betongens sam-
mensetning, der mengde vann og kvalitet pa tilslag har stor innvirkning. I tillegg vil
omgivelsens fuktighet og konstruksjonsdelens tverrsnittsdimensjoner vare opplagte
parametere som kan ha stor innvirkning pa det totale svinnet.

Parametere som inngér ved beregning av svinn er i likhet med kryp empiriske, og er
basert pa forsgk for oppmaling av totale svinntgyninger. Fuktutvandringen i betongen
til omgivelsene er en ekstremt langvarig prosess og avhenger av tykkelsen pa tverr-
snittsdelen. Dette gjgr det svert omfattende a male svinndeformasjoner, og forsgkene
ma dermed ofte utfgres pa tynnveggede betongprgver for a se bort i fra den lang-
somme fuktutvandringen [36]. Svinnmodeller for en vilkarlig betongkonstruksjon er
dermed vanskelige & formulere som fglge av den store usikkerheten i oppmalingspro-
sessen [38]].

Totale svinntgyninger i betong kan uttrykkes ved

Ecs = €5+ Egp + € (3.26)
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hvor
€, er svinn forarsaket av uttgrking

€%, er autogent svinn fordrsaket av volumendringer som fglge av kjemiske reaksjoner
under hydrering

¢, er karbonatiserings svinn fordrsaket av reaksjoner fra kalsiumhydroksid i sement-
pastaen med atmosfarens karbondioksid

Det autogene svinnet er normalt veldig lite og utgjgér kun en liten prosentandel av
det maksimale uttgrkingssvinnet. Karbonatiseringssvinnet har ogsa en veldig liten be-
tydning i den store sammenheng, da karbondioksid fra atmosferen kun penetrerer i
et veldig tynt lag pa overflaten av konstruksjonen, dersom betongen er av god kvali-
tet [36].

3.3.2 Svinnmodell etter CEB-FIP Model Code 1990

Béde autogent- og karbonatiserings svinn er som nevnt lite i forhold til uttgrkingssvin-
net, og neglisjeres i beregningsmodellen for MC90. De totale svinntgyningene kan
beregnes fra

Ees(tyts) = €eso - Bs(t — Ls) (3.27)
hvor
€cs0 €r den normerte svinnkoeffisienten
(s er en koeffisient som beskriver tidsutviklingen av svinn
t er alderen til betongen [dggn]

ts er alderen til betongen nar svinnuttgrkingen begynner [dggn]

Den normerte svinnkoeffisienten uttrykkes videre ved

Ecs) = 5s(fcm) - BrE (3.28)

der

s(fem) = [160 + 1085c(9 — fem/ femo)] - 1076 (3.29)
hvor

fem er som beskrevet i ligning (3.2)
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femo = 10 MPa
Bsc er en koeffisient som avhenger av type sement
= 4 for langsomt herdende sement, SL
= 5 for normale og raskt herdende sementtyper, N og R

= 8 for raskt herdende hgyfast sement, RS
Brp er en faktor som ivaretar effekten av den relative fuktigheten etter

—1.550spy  for 40% < RH < 99%

BrH = (3.30)
+0.25 for RH > 99%

der

RH \?
Bsrag =1 — (RHO> (3.31)

hvor
RH er den relative fuktigheten i omgivelsene [%]
RHy = 100%

Verdien +0.25 for Sry i ligning (3.30) ved relativ fuktighet stgrre eller lik 99 %, er en
konsekvens av at betongen heller vil svelle enn a tgrke ut ved slike omgivelser.

Videre kan den tidsutviklende funksjonen for svinnet i ligning (3.27) uttrykkes ved

Pt 0.5

(t—ty) =
Bslt — o) 0.035(ho)2 + t — ts

(3.32)

hvor
ho = 2A./u er den effektive tverrsnittstykkelsen [mm]

Figur[3.T1]illustrerer innvirkningen av betongens midlere karakteristiske sylindertrykk-
fasthet og den relative fuktigheten pa den normerte svinnkoeffisienten. I likhet med
kryp avhenger ikke svinn direkte av fastheten, men heller av betongens sammenset-
ningen ved parametere som vann/sement forholdet og mengde sement. Det indirekte
forholdet mellom styrken og sammensetningen av betongen gir dermed en praktisk
tilneerming for beregning av svinn.
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Figur|3.12| viser utviklingen av tidsfunksjonen i henhold til likning ved ulike ef-
fektive tverrsnittstykkelser hg. Slik det fremgér av figuren tar det lenger tid for tykkere
tverrsnitt & na en endelig verdi for svinnutviklingen. At det eksisterer en endelig verdi
for totale svinntgyninger etter en viss tid er teoretisk realistisk, og kan rent praktisk
begrunnes med at fuktighetsutvandringen i betongen én gang ma ta slutt.

w10
1 : , : ; : : ,

5 ; : : : —-—-RH=50%
ok U L e e e ———RH=70% ||
1 ' - 1 ' ——RH=890%

20 31 40 &1 ed 70 80 90 100
. IMPa]

Figur 3.11: Normert svinnkoeffisient

1 10 100 1000 10000
Warighet av utterking [Degn]

Figur 3.12: Tidsfunksjon for utvikling av svinn
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Videre angir MC90 [5] eksplisitt at svinnmodellen ma benyttes med stor varsomhet
for effektive tverrsnittstykkelser stgrre enn 500 mm. Arsaken til det er at modellen ble
formulert pé en tid der det var blitt gjort lite forskning pa stgrre tverrsnittstykkelser.

3.3.3 Svinnmodell etter Eurocode 2

Modellen i EC2 [18] tar i tillegg til uttgrkingssvinnet med bidraget fra det autogene
svinnet som oppstar pa et tidlig stadium etter utstgping. Den autogene svinntgyningen
utvikler seg som en konsekvens av betongens fasthetsutvikling, og modellformulerin-
gen er bedre egnet for normal- og hgyfast betong med fastheter opp til 120 MPa. Det
angis eksplisitt at autogent svinn ma tas hensyn til der ny betong stgpes mot herdet be-
tong, og er et tilfelle som vil vare direkte relevant i byggetilstanden for fritt frambygg
bruer.

Den totale svinntgyningen kan beregnes etter

5cs(t7 ts) = gcd(tv ts) + gca(t) (3.33)

hvor
ecd(t,ts) er toyninger forarsaket av uttgrkingsvinn ved tiden ¢

€ca(t) er tgyninger forarsaket av autogent svinn ved tiden ¢

Utviklingen av svinntgyingen som fglge av uttgrking over tid kan uttrykkes ved

Ecd(t7 ts) = ﬂds(ta ts) ’ kjh *€cd,0 (334)

hvor
Bas(t, ts) er en tidsutviklende funksjon for uttgrkingssvinnet
€cd,0 €r den normerte koeffisienten for uttgrkingssvinnet

kp, er en koeffsient som avhenger av den effektive tverrsnittstykkelsen hg og er gitt i
tabell 3.3]

holmm] | kp
100 1.0
200 0.85
300 0.75
> 500 | 0.70

Tabell 3.3: Verdier for ky, i ligning (3:34)
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Den tidsutviklende funksjonen (4 (¢, t5) kan uttrykkes ved

t—

(t —t5) +0.041/(ho)3

Videre beregnes den normerte koeffisienten for uttgrkingssvinnet ved

ﬁds (ta ts) =

€ca,0 = 0.85 (220 + 110 - ager) - CXP( — Qg2 chmoﬂ 1075 Bry
cm

hvor

Bri er en koeffisient som ivaretar effekten av den relative fuktigheten ved

RH\?
-l (1)

Qds1 08 (gso er koeffisienter som avhenger av type sement

Type sement | ags1 | gs2
S 3 0.13
N 4 0.12
R 6 0.11

Tabell 3.4: Verdier for cvgs1 0g cvgs2 i ligning (3.36)
der
S er langsomt herdende sement
N er normal og rasktherdende sement
R er rasktherdende hgyfast sement

Videre kan utviklingen av den autogene svinntgyningen uttrykkes ved

5ca(t) = Bas(t) : Eca(oo)

der
ca(00) = 2.5+ (for — 10) - 107°
og

ﬂas(t) =1- 6(70.2\/5)

(3.35)

(3.36)

(3.37)

(3.38)

(3.39)

(3.40)
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Figur [3.13| illustrerer utviklingen av svinn med tiden i henhold til modellen i EC2
og MC90. Modellen gjelder henholdsvis for fasthetsklasse C30 og B30 med effektiv
tverrsnittstykkelse hg = 500 mm, i et utendgrs miljg med relativ fuktighet RH =
80%. For modellen i EC2 er i tillegg grafene for hovedkomponentene i ligning (3.33)
vist, nér det antas at uttgrkingssvinnet begynner fra utstgp (t; = 0).

w10 Utwikling av svinn

Mttarkingssvinn - EC2
— —--Autogent svinn - ECZ
3} | ———Totalt svinn - EC2 N
""""" Totalt svinn - MCS0

1 Ll n Lol n Ll n Ll n I NN
1 10 100 1000 10000
“Warighet av utterking [Degn]

Figur 3.13: Modeller for utvikling av svinn i hht MC90 og EC2

Det ble tidligere nevnt at forskjellen i svinnberegninger for MC90 og EC2 hovedsa-
kelig 1a 1 det autogene svinnet som tas med i modellen til EC2. Slik det fremgar av
den tidsutviklende funksjonen i ligning (3.38) vil det autogene svinnet fremkomme
uavhengig av nar betongen antas a bli utsatt for uttgrking. Dette medfgrer at modellen
i EC2 utvikler mer svinn i tidlig alder enn MC90. Til gjengjeld fremviser modellen i
MC90 en stgrre endelig verdi for svinntgyningen enn EC2.

3.4 Usikkerhet i kryp- og svinnmodeller

De empiriske modellene for kryp og svinn forutser kun en midlere oppfarsel, og er som
kjent basert pa gjennomsnittlige observasjoner fra tilgjengelige forsgk, som dessverre
viser tendenser til stor spredning i resultater. Resultatet for det spesifikke tilfellet vil
dermed kunne bli overestimert eller underestimert, og av den grunn bgr dermed kryp
og svinn bli vurdert som statistiske variable [37]].

MC90 og EC2 angir en midlere variasjonskoeffisient basert pa forsgkstall for bereg-
ninger av kryp og svinn, se tabell[3.5] Variasjonskoeffisienten defineres som standard-
avviket dividert pa forventningsverdien og karakteriserer det gjennomsnittlige avviket
i modellene. Det er viktig & vaere oppmerksom pa at en lavere variasjonskoeffisient
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ikke ngdvendigvis betyr at modellen er mer ngyaktig, da koeffisienten kun er kalibrert
med hensyn pa eksperimentelle resultater da de respektive modellene ble laget [23].

Modellkode Kryptgyninger | Svinntgyninger
CEB-FIB Model Code 1990 20 35
Eurocode 2 20 30

Tabell 3.5: Variasjonskoeffisienter [%] [|5418]
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Kapittel 4

Skjeer i betongkonstruksjoner

De fleste armerte betongkonstruksjoner vil som regel vere utsatt for skjerkrefter 1
kombinasjon med hovedsakelig momenter og aksialkrefter, samt eventuelle torsjons-
krefter. Skjer i betongkonstruksjoner er generelt et innviklet fenomen, og problematik-
ken fikk spesielt stor oppmerksomhet pa 1970- og 80-tallet. Dette resulterte i hundrevis
av publikasjoner som per i dag danner grunnlaget for dimensjonering av skjerkrefter i
betongprosjekterings-standarder verden over [22].

Overfgring av skjerkrefter i betongkonstruksjoner avhenger hovedsakelig av trykk-
og strekkfastheten til betongen. I motsetning til brudd forarsaket av bgyespenninger,
vil skjerbrudd som regel oppsta uten forvarsel og karakteriseres som et ikke-duktilt
fenomen. Enhver betongkonstruktgr bgr dermed tilstrebe etter 4 oppna en tilstrekke-
lig skjerstyrke, slik at eventuelle brudd fremkommer som fglge av bgyespenninger
og ikke skj@rspenninger. Dette er spesielt viktig for konstruksjoner som er utsatt for
jordskjelv, hvor duktilitet spiller en fremtredende rolle.

Dette kapittelet vil i grunn ta for seg innvirkningen av skjer pa betongkonstruksjo-
ner. Ved uopprisset betong kan klassiske teorier for overfgring av skjerspenninger
som gjelder for homogene-, isotropiske- og elastiske legemer anvendes. Nar betongen
imidlertid har risset opp, vil det straks bli et helt annet tilfelle og mer komplekst. Ka-
pittelet vil videre ta for seg utledninger og formuleringer av uttrykk, som viser seg a
vaere identiske med anbefalte uttrykk for skjerdimensjonering i henhold til Eurocode
2. Videre presenteres Vecchio og Collins [9] modifiserte trykkfeltsteori, som danner
store deler av grunnlaget for & kunne forutsi responsen i et vilkarlig betongtverrsnitt
utsatt for den kombinerte virkningen av moment-, skjar- og aksialkraft.

4.1 Fordeling av skjserspenninger

Fordeling av skjarspenninger over et vilkarlig betongtverrsnitt avhenger i stor grad
av tverrsnittsform. I dette delkapitellet benyttes et rektangulaert betongtverrsnitt som
eksemplifisering for enkelhetens skyld. Modellen som benyttes baserer seg pa en til-
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narming gjort av Morsch [6] 1 1902, som fremla en teoretisk utledning for fordelingen
av skjerspenninger i en armert betongbjelke. Modellen illustereres enklest ved & be-
trakte en fritt opplagt betongbjelke utsatt for punktlaster, hvor det har oppstatt vertikale
riss pd grunn av overskridende bgyespenninger, se figur[4.Th).

a) 1 2 P P
| |
| |
I I
: : a i /—T Armering
{ L \
[ i i I I [ {
X ,\‘ |
S
1 2
7
v e
i <) Normalspenninger d) Horisontalsnitt dx e) Tverrsnitt
b) Snitt 1-1 pga M
ox
M A .
O a_ Sai=tgl
s s s A B A L s —NA - — — s B e c e e s e _— s s
O b _ _b
S
v — b
dx

Figur 4.1: Fritt opplagt bjelke belastet med punktlaster

Nar betongens strekkfasthet overskrides vil det kunne oppsta rissdannelser i konstruk-
sjonen, som i utgangspunktet ikke vil utgjgre en umiddelbar fare sa fremt risset be-
grenses. Nar bgyeriss oppstar, er det fornuftig a anta at strekkspenninger i selve risset
overfgres fullstendig fra betongen til strekkarmeringen. Det er dermed akseptert prak-
sis a neglisjere strekkspenninger i betongen ved dimensjonering av et betongtverrsnitt,
slik at det kan antas at armeringen péfgres alt strekket, se figur [4.1k). P4 bakgrunn av
denne antakelsen, diskuterer Sgrensen [26]] hvordan fordelingen av skjarspenninger
over tverrsnittshgyden forenklet kan formuleres, nar det foretas en likevektsbetrakt-
ning av et element med lengde dx i horisontalretning, gitt at bgyespenninger over
bjelkens lengde er kjente stgrrelser.

Dersom det antas at normalspenninger forarsaket av bgyning vil vere som vist i fi-
gur[d.1k), mé det utfpres likevektsbetraktninger avhengig av om snittet betraktes over-
eller under ngytralaksen, se figur[4.1d) og[4.2] Likevekt i horisontalretning krever ho-
risontale skj@rspenninger. Fra konvensjonell bjelketeori er det videre kjent at skjer-
spenninger opptrer parvis, slik at vertikale skjerspennings-komponenter oppstar som

anvist i figur

Horisontal likevekt av element mellom ngytralakse og strekkarmering

Krav til horisontal likevekt ved snitt b-b i figur[d.2h) gir
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a) Horisontalsnitt under N.A b) Horisontalsnitt over N.A

T — N.A oxX ox + dox

T
e | =
T ad a — 4 773
| ]y
N

_ I_ |
-

dx dx

PaN
N

N.A

w
w
+
o
w

Figur 4.2: Likevektsbetraktning av figur [.1d)

—7-b-dr—S+(S+dS)=0
T-b-d:r:dS:%

_dM
Cdr-b-z

T

hvor

z er avstanden mellom trykkresultanten og strekkraften i armeringen, se figur[4.T)
b er tverrsnittsbredden til bjelken

% = V er skjerkraft

Da normalspenninger i strekksonen neglisjeres, vil kravet til likevekt gi en lik skjaer-
spenning 7 uavhengig av hvor snitt b-b betraktes i elevasjonen mellom strekkarmerin-
gen og ngytralaksen. Skjerspenningen i denne sonen kan dermed uttrykkes ved

T = % 4.1)
Horisontal likevekt av element over ngytralaksen
Krav til horisontal likevekt ved snitt a-a i figur d.2p) gir
F+71-b-de—(F+dF)=0

r-b-de = dF 4.2)

Ved a benytte relasjonen mellom kraft og spenning, samt enkle manipulasjoner fra
Euler-Bernoulli bjelketeori fas
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M M
dF:/dadA:/dI ydd = gy,

C IC
Aq Aq
der
Sna = /ydA
Aa
hvor

A, er trykksonearealet over snitt a-a i figur [4.2p)
1. er annet arealmoment for det opprissede betongtverrsnittet med armering

S 4 er det statiske momentet for trykksonearealet over snitt a-a om ngytralaksen

Dette innsatt i likning (4.2)) gir

dM
T-b-dxr =

C

-Sna
som videre kan omformuleres til

dM'SNA_V-SNA

= = 4.3
"T - I.b L-b 43
Det statiske momentet for det rektangulere arealet A, kan uttrykkes ved
SNA = /ydA = Ytp - Aa 4.4)

Aa

hvor
Yip er avstanden fra ngytralaksen til tyngdepunktet av trykksonearealet over snitt a-a

Ved geometriske betraktninger av figur .2b) kan fglgende stgrrelser defineres

ad—y 1
=Yt :i(ader)
Aa:<o‘d_y>b

hvor ad er antatt trykksonehgyde.

38



Kapittel 4. Skjer i betongkonstruksjoner

Dette innsatt i ligning (4.4) gir

Swa = 5l(ad)® — b

Videre vil dette innsatt i ligning (4.3)) gi

_L‘ 2 2
T_2Ic [(ad)® — 7] 4.5)

Slik det fremgar av ligning (4.5)) vil skjerspenningene over ngytralaksen variere med
hensyn pa y, som angir hvor et vilkarlig snitt betraktes. Forlgpet av skjerspenningene
vil dermed vere parabelformet med 7 = 0 nar y = ad. Ved ngytralaksen er imidlertid
y = 0 slik at

1
V- Za2d?
7= 217 (4.6)

Det vil na vere hensiktsmessig a finne et uttrykk for annet arealmoment I, i ligning
(@.6). Denne kan etableres ved & foreta likevektsbetraktninger av det bgyeopprisse-
de tverrsnittet i figur [@.1f), se figur Strekkspenninger i betongen neglisjeres som
nevnt tidligere, slik at strekkarmeringen pafgres alt strekket.

ocC
M
ad 7[ /9 Tc
N.A — — —
d k z
o o o I’> S
b dx
Figur 4.3: Opprisset tverrsnitt
Den maksimale spenningen ved trykkranden (y = ad) kan uttrykkes fra
M
Oc=—-ad 4.7
I

Fra figur ma det ytre momentet M vere i likevekt med det indre momentparet i
betongkonstruksjonen, og kan uttrykkes ved

M=T,. z
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der
1
T. = iacadb
0og
z= (1 - a)d
3
hvor

T er trykksoneresultanten
z er avstanden mellom trykksoneresultanten og strekkarmeringen

Dette innsatt i ligning gir fglgende uttrykk

Ved a lgse ut for 1. fas til slutt

_ 1y o 3
Ic—2a <1 3>bd

Dette innsatt i ligning (4.6) gir til slutt skjerspenningen like ovenfor ngytralaksen

Vv
T = 17— = Tmaks (48)
bz

og er det samme uttrykket som i ligning (4.7)).

Kort oppsummert vil fordelingen av skjerspenninger for et bgyeopprisset rektangulert
betongtverrsnitt veere som vist i figur[4.4] nar strekkspenninger i betongen neglisjeres.
Maksimal skjerspenning opptrer dermed ved ngytralaksen.

4.1.1 Generalisering

Formuleringen som ledet til uttrykket i ligning (.1)) kan benyttes som en generalise-
ring for skjarspenninger i strekksonen nar betongen antas bgyeopprisset. Ligningen
ble ofte benyttet i eldre standardverk, da den tilbgd en hensiktsmessig mate & male
skjeerstromninger pa, og ble ofte referert som den nominelle skjaerspenningen [22]].
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Normalspenninger Skjaerspenninger
Snitt 1-1 pgaM pga V
ox

Figur 4.4: Spenninger i tverrsnitt pa grunn av moment og skjeerkraft

Morsch [6] sin formulering og antakelsesmodell forutsetter at hgye skjerspenninger
overfgres forbi den bgyeopprissede delen av tverrsnittet. Selv antok han at kun 30% av
totale skjerspenninger ble baret i trykksonen. Frem til 1960-tallet ble imidlertid denne
teorien sett pa som kontroversiell, og flere forskere formulerte teorier pa at skjer-
spenninger kun ble baret i trykksonen. Problematikken ble undersgkt grundigere pa
1960-tallet, hvor det ble gjort flere omfattende forsgk pa hvor mye skjar som ble over-
fort gijennom den bgyeopprissede delen av tverrsnittet. Forsgksresultatene viste at selv
nar brudd var nert forestaende, ble kun omtrent 25 % av totale skjerspenninger baret
i trykksonen [16]. Resterende skjerspenninger ble baret i strekksonen for den bgye-
opprissede delen av tverrsnittet, noe som konkluderte at Morsch sin formulering og
antakelsesmodell var rimelig.

4.2 Dannelser av skjaerriss

4.2.1 Innledning

Diagonale skjerriss dannes nar stgrrelsen pa hovedstrekkspenningen overskrider den
karakteristiske strekkfastheten til betong, som generelt er ganske lav. EC2 [18] an-
gir denne som 5% kvartilen av den karakteristiske strekkfastheten. Skjarriss dannes
i de fleste tilfeller som en forlengning av allerede oppstatte bgyeriss, og kalles bgye-
skjeerriss. Det kan imidlertid dannes diagonale skjerriss i steg uten allerede oppstatte
bayeriss, og kalles steg-skjeerris [16]]. Det siste tilfelle er typen skjerriss som har en
tendens til & oppsta fritt frambygg bruer. Riss antas & dannes normalt pa retningen til
hovestrekkspenningen, der Mohr’s [25]] spenningssirkel for plan spenningstilstand er et
effektivt verktgy ved bestemmelse av vinkler og hovedpenninger. Videre avhenger ho-
vedspenningene av kombinasjonen mellom skjar- og normalspenninger. Sgrensen [26]
foretar en forenklet diskusjon for dannelser av retninger og vinkler pa skjerriss nar
Mohr’s spenningssirkel benyttes. Formuleringen forutsetter imidlertid at bidraget fra
hovedstrekkspenninger i betongen neglisjeres.
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4.2.2 Skjeerriss i bgyeopprisset strekksone

Spenningstilstanden for et infinitesimalt kvadratisk element i strekksonen (under N.A)
for bjelken i figur[.1h) betraktes, se figur[d.1b). Bjelken er som kjent utsatt for bgyeriss
slik at elementet forenklet kun antas & vere utsatt for skjerspenninger, se figur [4.5p)
hvor

op=0y=0 ; 7=

v
bz
I henhold til Mohr’s spenningssirkel gir dette fglgende hovedspenninger

O1=T ; 0O9=—T

Riss antas som nevnt 4 dannes normalt pa hovedstrekkspenningen, der denne vinkelen
kan bestemmes ved

2
20 = arctan [T]
Oz
Da normalspenninger under ngytralaksen neglisjeres (|o;| = 0), vil vinkelen pa risset
ha en helning § = 45° slik det fremgar i figur [4.5p). Dette gjelder generelt for et
element kun belastet med skjerspenninger i planet.

a) Spenningstilstand b) Mohr's Spenningsirkel
y
! o2
. T 7
W L o1
—
o2 45° o1
X o]

Figur 4.5: Retning pa riss og hovedstrekkspennning for et infinitesimalt element under ngy-
tralaksen

4.2.3 Skjeerriss i trykksone

Né betraktes et infinitesimalt element i trykksonen (over N.A) for bjelken i figur[d. 1),
se figur [4.1p). Elementet vil i denne sonen vzre utsatt for en kombinasjon av bade
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normal- og skjerspenninger, slik at spenningstilstanden for elementet blir som illus-
trert i figur [@.6p) hvor

oy=0; 0, #0 ; T7#0

I henhold til Mohr’s sirkel gir dette fglgende hovedspenninger nér trykkspenninger
regnes som negative stgrrelser

Og 1 2 9
01:_?+ _50-30 +T
2
o 1
02_—;—\/<—209€> + 72

der vinkelen risset vil danne i forhold til ngytralaksen kan finnes ved

2
20 = arctan [T]

Og

Normalspenninger i trykksonen er eksisterende (|o,| > 0) slik at rissvinkelen typisk
vil veere 6 < 45°, se figur[4.6p). Generelt vil rissvinkelen for et element belastet med
skjeer- og normalspenninger avta, nar normalspenningene gker.

a) Spenningstilstand b) Mohr's Spenningsirkel
y ’ Riss
LT
%W % o2
OX A
7 o1
o2 <45° o1
X o

Figur 4.6: Retning pa riss og hovedstrekkspennning for et infinitesimalt element over ngy-
tralaksen

4.2.4 Oppsummering av skjaerrissdannelser

Den teoretiske utviklingen av skjerriss i henhold til beregningsmodellene som har
blitt beskrevet ovenfor er illustrert i figur og danner et prinsipielt inntrykk for
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rissutviklingen i virkeligheten. Vinkelen og retningen pa skjarrissene vil normalt va-
riere over tverrsnittshgyden, da normalspenningene og skj@rspenningene tilsvarende
varierer over tverrsnittshgyden. Sgrensen [26] foretar en diskusjon og en prinsipiell
gjennomgang av hvordan skjerstrekkapasiteten eksempelvis kan bestemmes for en
vilkarlig betongkonstruksjon, ved a ta utgangspunkt i beregningsmodellen over. Vide-
re viser han at den empiriske formelen for skjerstrekkapasiteten i henhold til Eurocode
2 [18]], har en narliggende sammenheng med de samme prinsippene som den disku-
terte beregningsmodellen over.

Ar?nering
45° N/

I [ I

Skjeerriss .
Beyeriss

Figur 4.7: Utvikling av skjerriss

Antakelsen om & neglisjere hovedstrekkspenninger i betongen er imidlertid konserva-
tivt, og vil av den grunn fgre til at rissvinkler typisk vil veere mindre enn 45° [16], selv
i strekksonen. Den forenklede beregningsmodellen for dannelser av skjerriss over er
dermed vag, og vil ikke kunne gjenspeile oppfgrselen til en vilkarlig betongkonstruk-
sjon tilstrekkelig presist nok, i forhold til det som er ngdvendig i denne avhandlingen.
En grundigere, men mer kompleks beregningsmodell presenteres og diskuteres i del-
kapittel Den diskuterte modellen over er heller ment for & danne en prinsipiell
forstaelse av hvordan skjerriss har en tendens til & utvikle seg i betongkonstruksjoner,
enn en beregningsmodell som kan anvendes generelt.

4.3 Betongfagverksmodell

I 1899 utformet Ritter [34] en modell for fordelingen av krefter i en skjeropprisset
armert betongbjelke utsatt for skjerspenninger. Modellen baserer seg pa en tenkt indre
fagverksmodell i en betongbjelke med bade langsgaende- og tverrarmering. Diagona-
le trykkspenninger i betongen ble vurdert til & ha tilsvarende virkning som diagonale
staver i et vanlig fagverk, mens tverrarmeringen ble betraktet som vertikale strekk-
stag. Videre ble den langsgaende armeringen vurdert til & ha tilsvarende virkning som
undergurt, mens trykksonen ble betraktet som overgurt i fagverksmodellen, se figur

4.8

Morsch [6] utviklet en ytterligere detaljert fagverksmodell, der han blant annet an-
tok at betongtrykkdiagonalene ngdvendigvis ikke matte ga konsekvent fra bunnen i et
strekkstag, til toppen av neste strekkstag som illustrert i figur 4.8] Istedenfor diskre-
te betongtrykkdiagonaler, mente Morsch at det heller oppsto kontinuerlige diagonale
trykkfelt i betongen som motvirket skjerkreftene. Bade Ritter og Morsch neglisjer-
te imidlertid bidraget fra hovedstrekkspenninger for den skjaropprissete betongen, og
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Overgurt/
Betongtrykksone
y
Betong-
trykkdiagonal
6 14
Undergurt/ /N Strekkstag/

rmerin :
beyeamering tverrarmering

Figur 4.8: Fagverksmodell i henhold til Ritter [34]

antok videre at diagonale trykkspenninger ville ha en vinkel # = 45° i forhold til
ngytralaksen.

I Eurocode 2 [18] benyttes en modifisert fagverksmodell basert pa 45°-modellen Morsch
utviklet, som ivaretar at vinkelen pa betongtrykkdiagonalen typisk vil vere 6 < 45°. 1
modellen antas det at skjaerspenninger fordeles jevnt over et effektivt skjerareal med
bredde b,, og hgyde z, se figur 4.%).

a) b) C)

AvHy s*sin®

T\

Figur 4.9: Likevekt i fagverksmodell

hvor

z er den effektive skjerhgyden

by, er minste stegbredde

s er senteravstand mellom tverrarmering
D er betongtrykkdiagonal-resultanten

A, er tverrsnittsarealet for én tverrarmeringsenhet

45



Kapittel 4. Skjer i betongkonstruksjoner

fv er spenningen i tverrarmeringsenheten

Den pakrevde stgrrelsen for hovedtrykkspenningene fs kan finnes ved a foreta like-
vektsbetraktninger av figur[d.9b). Likevekt krever at resultanten av de diagonale trykk-
spenningene ma veare

V

sin 6

D=

Videre kan betongtrykkdiagonal-resultanten D beregnes fra

D = fy-by - zcosb
Ved & sette disse relasjonene opp mot hverandre blir

|4 1
fo=—-

zby, " sinf cosd

Dersom det benyttes trigonometriske idenditeter- og manipulasjoner fas til slutt et ge-
nerelt uttrykk for de kontinuerlige hovedtrykkspenningene i fagverksmodellen ved

= %(tan 0 + cot 0) 4.9)

f2
Nar skjertrykkapasiteten skal bestemmes er det med hensyn pa usikkerheter for be-
tongtrykkdiagonalen i opprisset tilstand, ngdvendig & benytte en redusert sylinder-
trykkfasthet [16]. Begrunnelsen for dette er neermere diskutert i delkapittel @ EC2
angir en reduksjonsfaktor som skal multipliseres med den dimensjonerende sylinder-
trykkfastheten ved

v=06-(1— fu/250)

Trykkbrudd i betongen i henhold til EC2 oppnas dermed nar fo = vf.4, slik at den
dimensjonerende skjertrykkapasiteten til betong fra ligning (4.9) kan uttrykkes ved

1

- 4.10
tan 6 + cot 0 ( )

VRd,c = Ufcd : wa :

og er en identisk ligning som skjertrykk-kapasitetsformelen i EC2 [18]. EC2 angir
ingen konkret verdi for valg av vinkelen 6 pa betongtrykkdiagonalen, men angir en
begrensning ved

21.8° <0 <45°
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Videre vil den horisontale komponenten fra den diagonale trykkresultanten D i figur
[4.9p), medfgre et paslag i horisontale spenninger i den langsgéende strekkarmeringen
og kan ved geometribetraktninger uttrykkes fra

N, =V -cotf 4.11)

Fra snittet i figur[4.9¢) vil den diagonale trykkresultanten vare

Ds= fo-by - ssinb

Ved geometriske betraktninger ma den vertikale komponenten fra den diagonale trykk-
resultanten vaere

Vs =D -sinf

Krav til likevekt gjgr at kraften V; ma balanseres av strekkraften A, f,, i tverrarmerin-
gen. Ved a substituere inn f> fra ligning (4.9) kan det vises at dette gir

V.s
z

Ayfy = tan 6 (4.12)

Dersom det antas at skjerstrekkbrudd oppstar nar tverrarmeringen flyter (f, = fyq)
kan dimensjonerende skjerstrekkapasitet finnes ved & Igse ut for V' i ligning (4.12)) slik
at

Ay
VRd,s = —- nyd - cot 0 4.13)
S

og er en identisk ligning som skjerstrekk-kapasiteten i EC2 [18]]. Kapasitetsformlene
som har blitt formulert er imidlertid konservative da bidraget fra hovedstrekkspennin-
ger mellom diagonale skjarriss i betongen neglisjeres. I eldre standarder ble beton-
gens strekkbidrag regnet med, slik at dimensjonerende kapasiteten for skjer dermed
var hgyere enn dagens kapasitetsformler i Eurocode 2.

4.4 Skjaerdeformasjoner i betongkonstruksjoner

Nar konstruksjonens evne til & motsette seg skjeerdeformasjoner vurderes, er det vik-
tig 4 ha god kjennskap til skjerstivheten. Paulay [22] defineres denne ved skjeerkraften
som er ngdvendig for d kunne generere en enhetsforskyvning i den ene enden av bjelke-
konstruksjonen, relativt den andre. Stgrrelsen pa skjerstivheten avhenger i stor grad
av om betongen betraktes i uopprisset- eller opprisset tilstand.
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Bjelker med stor hgyde i forhold til spennvidde, kan deformasjoner forarsaket av skjer
bli vesentlig store. For fritt frambygg bruer kan dette gi utslag i utbyggingsfasen av
kragarmer fra hovedpilarer. Dette gjelder spesielt i de fgrste seksjonene som st@pes,
nar forholdet mellom hgyden og lengden pa kragarmer vil vere relativt stor.

I byggetilstand vil brukonstruktgren som kjent tilstrebe etter a oppna en konstruksjon
i linezer uopprisset tilstand, for a ha fullstendig kontroll pa deformasjonene. Etter sam-
menkobling har det veert akseptert praksis a tillatte brukonstruksjonen & risse, sa fremt
maksimal rissvidde ikke overskrider krav i henhold til prosjekterende standardverk. I
bruksfasen spiller det imidlertid stor rolle for skjerdeformasjonene om konstruksjonen
er utsatt for diagonale skjerriss eller ikke [22].

4.4.1 Uopprisset tilstand

Dersom det ikke har oppstatt bgyeriss eller diagonale skjeerriss, kan betongkonstruk-
sjonen behandles pa lik linje som en homogen- og linezr elastisk konstruksjon. Tangent-
skjermodulen for betong kan dermed tilnermes ved & benytte det kjente forholdet for
et linezrt elastisk materiale

_ B
2(1 4 p)

hvor E. er tangent-elastisitetsmodulen og w er Poisson’s forhold for betong.

4.4.2 Opprisset tilstand

I betongbjelker utsatt for store skjerkrefter kan det oppsta diagonale skjerriss under
levetiden, selv nar konstruksjonen er skjerarmert. Slike riss reduserer skjerstivheten
og kan gke skjerdeformasjonene betraktelig. Paulay [22] formulerte i 1975 en modell
for & kunne estimere skjerdeformasjoner i en opprisset betongbjelke. Han hevdet at
skjerkreftene i stor grad ville bli baret av den indre fagverksmodellen som ble diskutert
i delkapittel 4.3] og dermed at deformasjonskonfigurasjonen for denne mekanismen
ville gi et estimat for skjerstivheten i systemet.

Ved & ta utgangspunkt i deformasjonsmekanismen for den indre fagverksmodellen i
figur der det for enkelhetens skyld antas vertikale bgyler og en vinkel 45° pa
helningen i betongtrykkdiagonalene, fant Paulay [22] et analytisk estimat for skjeer-
stivheten i systemet nar betongen var utsatt for diagonale skjerriss. Estimatet viste at
skjerstivheten for en skjeropprisset betongbjelke kun ville veere omtrent 10 til 30 %
av skjeerstivheten for en uopprisset betongbjelke, avhengig av mengde bgylearmering
i steget.

At skjerstivheten reduseres betraktelig etter skjaeropprissing, ble pa den tiden verifisert
gjennom forsgk hvor skjerdeformasjoner var dominerende. Forsgkene viste imidlertid
at det var vanskelig & angi en konkret reduksjon i skjerstivheten, og at verdiene viste
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tendenser til avvik fra estimatet til Paulay’s beregningsmodell. En fornuftig forklaring
pa det er at den formulerte modellen til Paulay er basert pa en forenklet fagverksmo-
dell, der betongens strekkbidrag fra hovedstrekkspenninger mellom riss neglisjeres.
Vinkelen pa hovedtrykkspenningene vil dermed typisk vere lavere enn 45°. Modellen
vil ikke vere hensiktsmessig ved beregninger for det generelle tilfelle, men er heller
ment for & gi en indikasjon pa konsekvensene diagonale riss medfgrer for gkningen av
skjerdeformasjoner.

4.5 Modifisert trykkfeltsteori

4.5.1 Innledning

Hittil har det kun blitt fokusert pa forenklede modeller i armerte betongkonstruksjo-
ner frem til skjeropprissing. I tillegg har det blitt sett pa forenklede fagverksmodeller
som neglisjerer bidraget fra hovedstrekkspenninger i betongen etter at skjerriss har
oppstatt. Slike forenklinger vil imidlertid ikke kunne beskrive en fullstendig realis-
tisk oppfarsel for en vilkarlig betongkonstruksjon etfer skjeropprissing, men vil kun
gi et konservativt estimat. I 1986 publiserte Vechhio og Collins [9] den modifiser-
te trykkfeltsteorien, og er en teori som er i stand til & forutsi den ikke-lineeere last-
deformasjonsresponsen for et opprisset armert betongelement, utsatt for den kombi-
nerte virkningen av i-plan skj@rspenninger og normalspenninger.

%

: [i**f,;

Element

Figur 4.10: Element i steget for en skjeropprisset armert betongbjelke [[11]]

11982 utfarte Vecchio og Collins [8]] omfattende forsgk av 30 armerte betongelementer
utsatt for ulike lastforhold i en svaert innovativ forsgksmaskin. Resultater fra forsgkene
gav senere opphavet til den modifiserte trykkfeltsteorien (MTFT). Teorien ble ansett
som meget revolusjonerende innen betongteknologi, og ferte blant annet til at bade
styrken og last-deformasjonsresponsen til et armert betongelement utsatt for skjer-
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spenninger i planet, kunne bestemmes relativt ngyaktig ved analytiske beregninger.
Teorien i MTFT danner grunnlaget for en beregningsmodell som er svart anvendbar
for generelle betongkonstruksjoner utsatt for laster i planet, og ble i den utgatte nors-
ke betongstandarden NS3473 [17] referert som “Generell dimensjoneringsmetode for
betongkonstruksjonsdeler med krefter i planet”. Metoden danner videre grunnlaget for
flere post-prosesserings programmer som benyttes i industrien idag, blant annet Re-
sponse 2000 [7/] og BD [15].

I modellen behandles opprisset betong som et “nytt” materiale med unike spenning-
tgyningsrelasjoner. Likevekt, kompatibilitet og materiallover for det nye materialet for-
muleres med hensyn pa gjennomsnittlige spenninger og gjennomsnittlige tgyninger. I
tillegg formuleres likevektsligninger som tar hensyn til lokale spenningsvariasjoner i
riss. De etablerte relasjonene inneholder til slutt et sett med antall ligninger og ukjente,
som videre ma lgses ved en egnet beregningsalgoritme.

Modifisert trykkfeltsteori er en utvikling av den “klassiske” trykkfeltsteorien (KTFT).
Forskjellen i modellene er at MTFT i motsetning til KTFT, tar med bidraget fra hoved-
strekkspenninger i betongen som opptrer mellom riss. KTFT tar dermed utgangspunkt
i de samme likevektsrelasjonene som for den diskuterte fagverksmodellen i delkapittel

43

For & kunne benytte modellen til & forutsi last-deformasjonsresponsen i en armert be-
tongbjelke, kan bjelken representeres ved en sammensetning av sma elementer over
tverrsnittshgyden. Responsen i hvert element forutsies deretter ved & benytte den modi-
fiserte trykkfeltsteorien (MTFT), der summen av responser til slutt ma vere i likevekt
med ytre péafgrte snittkrefter. En slik metode kan imidlertid kreve hgy beregningstid
som fglge av krav til antall iterasjoner for hvert element [10]. I de fleste tilfeller, in-
kludert denne avhandlingen, vil det vare tilstrekkelig og gkonomisk regneeffektivt
a benytte en forenklet beregningsmetode, ved & anta gjennomsnittlige tgyninger og
gjennomsnittlige spenninger over et effektivt skjerareal i tverrsnittet. Diskusjonen av
MTFT vil i dette tilfelle baseres pa en slik antakelse.

4.5.2 Kompatibilitet

Kompeatibilitetsrelasjoner i MTFT tar utgangspunkt i gjennomsnittlige tgyningsforhold
over det effektive skjerarealet, hvilket i de fleste tilfeller forenklet kan antas a veere
stegarealet [11]]. Figur #.1Tj) fremviser antatt opptredende tgyninger i et armert be-
tongelement, som videre antas a vere et utsnitt fra et opprisset steg i en bjelke, til-
svarende som vist i ﬁgur Dersom tgyningene €, €, 0g Y.y €r Kjente stgrrelser,
kan involverte transformasjoner og retninger for hovedtgyningene finnes ved a benytte
Mohr’s sirkel [25]], se figur [d.T1p).

Ved a foreta geometribetraktninger av figur 4.11b), kan fglgende tre viktige kompati-
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a) Gjennomsnittlige tayninger i risset element b) Mohr's sirkel for gjennomsnittlige tayninger
y/2
Ty : -
yxy/2
el
gy
y 2 1
el —_— 26 £
£X X
€]
€2 €2 %x
.8 €1
£X
-€2 el

Figur 4.11: Gjennomsnittlige tgyninger i armert membranelement

bilitetsrelasjoner formuleres

2(e, — €9)
_ A7) 4.14
Vay and (4.14)
€x + €y = €1+ € 4.15)
0g
tan2f = &2 (4.16)
€y — €2

hvor e, og €, henholdsvis er langsgéende- og tverrgaende tgyning, 7., er skjertgyning,
mens €] 0g €3 henholdsvis er hovedstrekk- og hovedtrykktgyning. Videre er 6 vinkelen
pa hovedtrykktgyningen i forhold til horisontalplanet. Tgyninger og vinkler er angitt
som gjennomsnittlige verdier.

4.5.3 Likevekt

Likevektsrelasjoner som etableres tar utgangspunkt i det spennarmerte betongtverr-
snittet i figur[4.12h), som videre antas & kun vere utsatt for skjer. Det totale arealet for
spennarmering, langsgdende- og tverrgdende armering er henholdsvis A4,, As og A,.
Videre er den effektive skjerhgyden og stegbredden henholdsvis z og b,,, mens avstan-
den mellom tverrarmeringen er s. Gjennomsnittlige skjerspenninger vil dermed mot-
settes av gjennomsnittlige kontinuerlige diagonale hovedtrykkspenninger f.2, sammen
med gjennomsnittlige diagonale hovedstrekkspenninger f.; mellom riss. Slik det frem-
gér av figur[4.12b), varierer intensiteten pa hovedstrekkspenninger mellom riss fra null
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i selve risset til en maksimal verdi midt mellom rissene. Videre er det viktig & vare
oppmerksom pa at gjennomsnittlige spenninger- og tgyninger refererer til spenninger
og tgyninger malt over en basislengde som inneholder minst én eller flere riss [9].

a) b) C)
ZsinB s
Strekkspenninger A Nm zcosO Av*fv §*5ind
mellom riss ]
\
Nv1 DC2 g 1V2 T W
| Y — - fcl fc2
fco Nv2
4 / &« -
L— Ap fc I—is
— 0.5Nv
'_' |_|
b As s

Figur 4.12: Likevekt i henhold til modifisert trykkfeltsteori
Ved a kreve kraftlikevekt i vertikal retning i figur |4.12b), kan det vises at fglgende

relasjon for gjennomsnittlige hovedtrykkspenninger i betongen gjelder

feo = (tan 6 + cot 6)T — feo 417

hvor 7 = V/(by,z) er gjennomsnittlige skjerspenninger fordelt over det effektive
skjerarealet. Dersom det videre foretas kraftlikevekt i vertikal retning i figur 4.12f),
kan det vises at den ngdvendige tverrarmeringen ma balansere de vertikale komponen-
tene til hovedspenningene ved

Aufu = (feasin® 0 — fr cos? O)byys

hvor f, er den gjennomsnittlige spenningen i tverrgaende armeringen. Dersom det na
substitueres inn for f.o fra ligning kan det vises at fglgende uttrykk oppnas

Avf,

S

V = fabyzcot O + zcot (4.18)

Ligning (4.18)) angir et uttrykk for tverrsnittets evne til & motvirke den pafgrte skjer-
kraften som en sum av betongens bidrag ved hovedstrekkspenninger f.1, og stalets
strekkbidrag fra den tverrgdende armeringen. Videre observeres det at dersom bidra-
get fra hovedstrekktgyningen i betongen neglisjeres, blir likevektsligningen lik utryk-
ket som for fagverksmodellen (KTFT) i ligning (4.12).

Ved a kreve horisontal kraftlikevekt i figur{4.12p), kan det vises at horisontale kompo-
nenter fra hovedspenninger gir fglgende kraftgkning i langsgéende armering
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Asfs+ Apfp = (fe2 cos? 0 — fuq sin® 0)byz

hvor f, og f, er gjennomsnittlige spenninger i henholdsvis langsgaende slakkarmering
og spennarmering. Dersom det videre substitueres inn for f.o fra ligning kan det
vises at fglgende uttrykk oppnas

Asfy + Apfp =V ecotd — feibyz 4.19)

Kort oppsummert har det né blitt etablert tre viktige likevektsrelasjoner i ligning (4.17),
([4.18) og (#.19) med hensyn pa gjennomsnittlige spenninger.

4.5.4 Materiallover for armering

Dersom det antas perfekt heft mellom betong og armering, vil tgyningen i den langs-
gaende slakkarmeringen e, vere lik langsgaende tgyning i den omringende betongen
€, ved

€s — €

Toyningen i spennstilet vil avhenge av tgyningsdifferansen Ae, mellom spennkabler
og betongen, samt langsgaende tgyning ¢, i den omringende betongen nar det antas
perfekt heft etter injisering av spennkabler. Fglgende kompatibilitetsrelasjon vil der-
med gjelde for spennarmeringen [16]]

€p = €x + A¢p

Ved a benytte de respektive materiallovene for armeringsstél- og spennstal, kan gjen-
nomsnittlige spenninger i henholdsvis slakkarmering- og spennarmering i tverrsnittet
finnes, se figur[4.13] Forenklet benyttes fglgende materiallover

Js = Eses < fsy (4.20)

fp = Epep < fpy (4.21)

Tilsvarende vil spenningen i tverrarmeringen f,, vere

fo= Esfy < fvy 4.22)

hvor E, og E), er elastisitetsmodul for henholdsvis armeringsstal og spennstal.
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a) Armeringsstal b) Spennstél

fs,fv fp

fSy, ny 77777 fpy 77777

Es EP

£&x,8y €p

Figur 4.13: Materiallover for armeringsstal og spennstal

4.5.5 Materiallov for opprisset betong

Spenning-tgynings relasjonen for betong males som kjent ved a utfgre en-aksial trykk-
préve pa et sylinderformet betongelement etter 28 dggns fasthet. For et opprisset be-
tongelement i steg utsatt for skjer, kan ikke den samme spenning-tgyningsrelasjonen
benyttes. Arsaken til det er at tgyningsforholdet i en-aksial trykkprgve vil vere ulik
tgyningsforholdet i et opprisset betongelement utsatt for skjer. I en-aksial trykkprgve
vil det kun vare sma neglisjerbare strekktgyninger normalt pa trykkraften, som fgl-
ge av Poisson’s utvidelseseffekt. I et opprisset betongelement utsatt for skjer, vil det
imidlertid opptre betydelige hovedstrekktgyninger normalt pa hovedtrykkspenningen.
Av hensyn til dette er det dermed fornuftig a anta at betong i et steg utsatt for ho-
vedtrykkspenninger og diagonale riss, er svakere og mykere enn betong utsatt for kun
en-aksialt trykk i sylinderprgver.

Vecchio og Collins [8] undersgkte spenning-tgynings karakteristikkene i diagonalt
opprisset betong, ved & utfgre omfattende forsgk pa armerte betongelementer utsatt
for kun skjer. Resultater fra forsgkene viste at hovedtrykkspenningene f.o i betongen
ikke kun var en funksjon av hovedtrykktgyningene €2, men ogsa av hovedstrekktgy-
ningene €; [9]]. De anbefaler fglgende spenning-tgyningsrelasjon

2
fc2 = fc2ma3: |:2 <:2k> - (Z) :| 4.23)
der

chma:c _ 1 < 1.0
fck 0.8 + 17061

(4.24)

hvor f.x(= fl) er den karakteristiske sylindertrykkfastheten for betongen, og €.k (=
e.) er den aktuelle tgyningen idet f inntreffer, se figur ). Videre legges det mer-
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ke til at gkende verdier for €; reduserer forholdet feomax/ fek- Relasjonen er illustrert

i figur[@.14b), c) og d).

fs’mll
i
1 PO TR
te CIMEE T 0.8 -0.34 €, /€
I I | 1 1 |
o -1 -2 -3 -4 -5 -8 -7

£/

{b) Proposed Relationship for Maximum Compressive Stress

(a) Stress-Strain Relationship for Cracked Concrete
in Comprasslon

3 fg.2
r:?"cznux [’(_: '((_:J ]
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(d) Threa-Dimansional Represantation of Comprassive
Stress-Strain Relationship

1.8
(c) Correlation of Test Data for Cracked Concrate
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.
.
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.
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i) Corralation of Test Data for Cracked Concrate in Tenaion

(a) Average Stress-Strain Relationship for
Cracked Concrete in Tension

Figur 4.14: Gjennomsnittlige spenning-tgyningsrelasjoner for opprisset betong [E[]

Forsgkene viste videre at relasjonen mellom gjennomsnittlige hovedstrekkspenninger
og gjennomsnittlige hovedstrekktgyninger i betong er tilnrmet linear frem til oppris-
sing. Etter opprissing ble det imidlertid observert avtakende verdier for hovedstrekk-
spenningene f.1 nar hovedstrekktgyningene €; gkte, se figur[f.14k) og f). P4 bakgrunn
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av dette anbefaler Vecchio og Collins [9] fglgende relasjoner

FE.e1 nar ¢ < €.

fe = (4.25)

fc'r 3
Ta00g  Mar e > €cr

hvor E. er elastisitetsmodulen til betong og f., er strekkspenningen idet betongens
strekkfasthet overskrides.

4.5.6 Lokale spenninger

Kompatibilitetrelasjoner, likevektsrelasjoner og materiallover med hensyn pa gjen-
nomsnittlige spenninger og gjennomsnittlige tgyninger for et vilkarlig betongtverrsnitt
utsatt for skjer, har blitt behandlet i delkapitlene over. Spenninger som opptrer lokalt
i riss vil imidlertid vere forskjellige fra kalkulerte gjennomsnittlige verdier [[16]. Som
nevnt tidligere, vil hovedstrekkspenningen i betongen variere i intensitet mellom ris-
sene, se figur 4.12p) og [4.14p). I riss vil hovedstrekkspenningen i betongen ga mot
null, hvilket medfgrer at strekkspenningen i tverrarmeringen dermed ma gke i risset
for & opprettholde likevekten lokalt. Tilsvarende prinsipp vil gjelde midtveis mellom
rissene, der hovedstrekkspenningen i betongen vil oppna en maksimal verdi, hvilket
medfgrer at strekkspenningen i tverrarmeringen avtar lokalt. Disse lokale variasjonene
er svert viktige a ha et godt forhold til, da skjerkapasiteten begrenses av tverrsnittets
egenskaper til & overfgre spenninger forbi diagonale riss.

Ved en tilstrekkelig hgy skjerspenning som skal overfgres forbi riss, vil tverrarmerin-
gen til slutt begynne & flyte. For at likevekten videre skal opprettholdes lokalt i risset
ved ytterlig gkning av lastnivaet, kreves det at det oppstar lokale skjerspenninger vg;

pa rissoverflaten, se figur ) og figur[§4.16]

I betongkonstruksjoner vil riss normalt oppsta i grenseovergangen mellom sementpas-
taen og tilslaget. De resulterende grove rissene kan overfgre lokale skj@rspenninger v,;
ved fenomenet tilslagsidsning, se figur Rissets evne til a kunne overfgre skjeer-
spenninger avhenger hovedsakelig av rissvidden w og den maksimale tilslagsstgrrel-
sen a. Fenomenet ble fgrst undersgkt grundig av Walraven [12]]. Basert pa Walraven’s
arbeid, utviklet Vecchio og Collins [9] felgende relasjon for rissets evne til & kunne
overfgre skjerspenninger

_ 0.18y ek
Vei = 24w

0.3
+ a—+ 16

(4.26)

hvor f.; angis i MPa, mens w og a angis i mm. Lokale trykkspenninger i risset f;
(se figur[4.16)), kan opptre simultant med de lokale skjerspenningene v.;, men forsgk
viser imidlertid at disse spenningene er sma [9]]. I ligning (4.26) neglisjeres bidraget
fra disse spenningene.
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o

Figur 4.15: Overfering av spenninger forbi riss

Figur 4.15[sammenligner kalkulerte gjennomsnittlige spenninger i plan 1 med aktuelle
lokale spenninger som oppstér i riss i plan 2, se henholdsvis figur #.15b) og ¢). Vide-
re antas det at snittet i figur f.15p) er utsatt for konstant skjer, slik at de respektive
spenningstilfellene i henholdsvis figur 4.15p) og ¢) mé vere statisk ekvivalente. Den
vertikale resultanten som spenningen i plan 1 forarsaker, ma vere tilsvarende like stor
som den vertikale resultanten i plan 2. Ved a kreve at disse to resultantene er statisk
ekvivalente kan det vises at fglgende relasjon oppnas

z bywz
Ava( > +fclsin€(3059:Avay<

;b
stand ) T Veibu 2

stan6

Ved a lgse ut for hovedstrekkspenningen f.; oppnas fglgende “lokale” likevektsrela-
sjon

A,
fo1 = vei tan @ + J( foy — fo) 4.27)

I enkelte tilfeller kan den langsgéende armeringen begynne a flyte i riss og kan dermed
begrense betongens evne til & overfgre strekkspenninger. Ved & kreve at de to respek-
tive spenningstilfellene i figur 4.15b) og c) skal generere lik horisontal resultant mé
folgende gjelde
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Figur 4.16: Overforing av skjerspenninger ved tilslagslasning [9]

Asfsy + Apfoy = Asfs+ Apfp + ferbwz

A
+ | fe1 — bfl;(fvy — fo) | bwz cot? (4.28)

Verdien for rissvidden w i ligning (4.26) bgr vare den gjennomsnittlige rissvidden pa
rissoverflaten. Vecchio og Collins [9] anbefaler at rissvidden uttrykkes som et produkt
av gjennomsnittlig hovedstrekktgyning €; og gjennomsnittlig avstand mellom rissene
Sme etter

W= €1 Sy (4.29)

der

(4.30)

hvor s,,,, er gjennomsnittlig rissavstand som ville oppstatt dersom et vilkarlig armert
betongtverrsnitt ble utsatt for langsgiende strekkspenninger, mens s,,, er gjennom-
snittlig rissavstand som ville oppstatt dersom et vilkarlig armert betongtverrsnitt ble
utsatt for tverrgdende strekkspenninger, se figur[4.17]

Raffinerte empiriske formler for rissavstander kan finnes i respektive nasjonale stan-
dardverk. Mitchell og Collins [16] anbefaler imidlertid tilpassete og omformulerte ut-
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Figur 4.17: Rissavstander
trykk for rissavstander fra MC90 5[] ved
e = 2( e+ 52 ) + 0,25k, D 4.31)
10 Pz
iy
Smw = 2( €y + — ) +0.25k 22 (4.32)
10 Po

hvor

pv = Ay /(bys) er armeringsforholdet i vertikalretning

pe = (As + A,) /A, er armeringsforholdet i langsgaende retning

k1 = 0.4 for slakkarmering med tilstrekkelig heft

k1 = 0.8 for spennarmering

s, er korteste senteravstand mellom langsgaende armering over tverrsnittsbredden
s er senteravstand mellom tverrgdende armering over betraktet bjelkelengde

¢, er halve senteravstanden mellom langsgaende armering over tverrsnittshgyden

¢, er halve senteravstanden mellom tverrgaende armering over tverrsnittshgyden
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4.5.7 Algoritme for anvendelse av MTFT

Ngdvendige relasjoner for & kunne forutsi last-deformasjonsresponsen i et vilkarlig be-
tongtverrsnitt, utsatt for den kombinerte virkningen av skjer- og aksialkraft, har blitt
grundig diskutert i avsnittene over. Det ma imidlertid finnes en egnet beregningsalgo-
ritme for & kunne benytte relasjonene. Mitchell og Collins [16] anbefaler en algoritme
som krever totalt tre gjensidig avhengige iterasjoner, og er

* iterasjon pa gjennomsnittlig hovedstrekktgyning e; for a tilfredsstille vertikal
likevekt i tverrsnittet med ytre pafert skjerkraft

* iterasjon pa vinkel 6 for a tilfredsstille horisontal likevekt i tverrsnittet med ytre
pafgrt aksial- og skjerkraft

e iterasjon pa gjennomsnittlig spenning f, i tverrarmeringen for & tilfredsstille
vertikal likevekt lokalt i riss

4.5.8 Oppsummering MTFT

Den modifiserte trykkfeltsteorien danner grunnlaget for en analytisk beregningsmo-
dell som er istand til & forutsi responsen i armerte betongkonstruksjoner, ved a stille
krav til likevektsrelasjoner, kompatibilitetsrelasjoner og materiallover med hensyn pa
opptredende gjennomsnittlige spenninger og gjennomsnittlige tgyninger. Modellen tar
i tillegg hensyn til lokale spenningsvariasjoner i riss. Ved & benytte en egnet bereg-
ningsalgoritme for de aktuelle relasjonene i MTFT, kan last-deformasjonsresponsen til
et vilkarlig betongtverrsnitt utsatt for den kombinerte virkningen av skjer- og aksial-
kraft forutsies.

Vecchio og Collins [9]] foretar en grundig presentasjon og diskusjon av presisjonen til
MTFT, ved a sammenligne beregnede resultater med oppnadde resultater fra utfgrte
forsgk. Resultatene viser seg 4 samsvare oppsiktsvekkende godt overens, og bekrefter
pa mange mater validiteten til modellen.

4.6 Respons av betongtverrsnitt utsatt for kombinert virk-
ning av moment, skjeer- og aksialkraft

En egnet beregningsmodell formulert med hensyn pa relasjoner i den modifiserte trykk-
feltsteorien, har blitt grundig diskutert i delkapitlene over. Modellen kan beregne last-
deformasjonsresponsen for et vilkarlig betongtverrsnitt utsatt for den kombinerte virk-
ningen av skjer- og aksialkraft. Dette er imidlertid kun aktuelt i de aller sjeldneste
tilfeller. I fritt frambygg bruer vil det utelukkende vare behov for en beregningsmo-
dell som kan forutsi last-deformasjonsresponsen i hule kassetverrsnitt, utsatt for den
kombinerte virkningen av moment, skjer- og aksialkraft. Dette kan oppnas ved & leg-
ge til en ytterligere iterasjon i den diskuterte beregningsalgoritmen i delkapittel
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Den ytterligere iterasjonen utfgres pa krumningen i tverrsnittet og er ngdvendig for &
tilfredsstille likevekt med ytre pasatt moment, i tillegg til ytre skjer- og aksialkraft.

Ved a forutsette at plane tverrsnitt forblir plane, samt & stille opp kompatibilitetrelasjo-
ner, likevektsrelasjoner og materiallover, vil det vaere mulig a finne en krumningstil-
stand som i fgrste omgang gir aksiell- og momentlikevekt [[16].

4.6.1 Kompatibilitetsrelasjoner

Dersom det forutsettes at plane tverrsnitt forblir plane, kan tgyningsfordelingen over
betongtverrsnittet finnes ved kun to variable, som eksempelvis kan vere tgyningen ved
halve skjerhgyden €., og tgyningen ved bunnen av tverrsnittet e, se figur[4.18]

B

° ‘

£ecm

I
| eb

Figur 4.18: Betongtgyninger over tverrsnittshgyden

Dersom €., 0g € er kjente stgrrelser, kan krumningen finnes ved fglgende geometrisk
relasjon

€p — €cm
A 433
® /2 (4.33)

Betongtgyningen ved enhver koordinat y over tverrsnittshgyden kan dermed finnes ved

€c = €cm — QY (4.34)

Dersom det antas perfekt heft mellom slakkarmeringen og betongen, vil tgyningen i
den langsgaende slakkarmeringen ved en gitt koordinat y tilsvarende vere

€s = €cm — ¢y (4.35)
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Dersom det antas perfekt heft mellom spennarmeringen og betongen, vil tgyningen 1
spennarmeringen ved en gitt koordinat y vare tgyningen i den omringende betongen,
addert med den initielle tgyningsdifferansen i spennarmeringen ved

€p = €cm — QY + Agp (4.36)

For de formulerte kompatibilitetsrelasjonene vil fortegnskonvensjonen vere slik at po-
sitive verdier gir strekktgyninger, mens negative tgyninger gir trykktgyninger. Dette
tilsvarer en fortegnskonvensjon som gir positiv krumning nar det er trykk i topp og
strekk i bunn.

4.6.2 Likevektsrelasjoner

Aksialkrefter og momenter finnes ved & integrere opp spenninger over tverrsnittet
/ fedAc + / fsdAs + /fpdAp =N (4.37)
A, A, A,

0g

/ fydA, + / FoydA, + / foydA, = —M 38)
A A, Ay

Aksialkraften /N er definert som strekk dersom stgrrelsen er positiv, og trykk dersom
den er negativ. Momentet er positivt dersom dette forarsaker strekkspenninger under
ngytralaksen.

4.6.3 Materiallover

Responsen i et vilkarlig betongtverrsnitt utsatt for den kombinerte virkningen av mo-
ment og aksialkraft, kan til slutt finnes dersom de respektive materiallovene for be-
tong, armeringsstal og spennstal er kjente. For en gitt tgyningstilstand, kan spenninger
over tverrsnittet finnes ved a benytte de respektive materiallovene. Nar spenningene er
kjente, kan moment og aksialkraft finnes ved & benytte likevektsrelasjonene i ligning
#.37)- og (@.38). Den endelige spenning- og tgyningstilstanden i tverrsnittet finnes
til slutt nar likevektsrelasjonene tilfredsstiller likevekt med ytre pafgrt moment- og
aksialkraft.
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4.6.4 Lamellmetoden

Det finnes ulike metoder a forutsi moment-krumningssresponsen for et vilkarlig be-
tongtverrsnitt pa. I denne avhandlingen benyttes imidlertid lamellmetoden utviklet av
Mitchell og Collins [[16]]. Metoden baserer seg pa a diskretisere tverrsnittet i “lameller”,
hvilket medfgrer at de fullstendige integrasjonsuttrykkene for likevektsrelasjonene i
ligning og ([@.38), heller kan utfgres ved numerisk integrasjon.

En enkel metode & utfgre den numeriske integrasjonen pa er & benytte Riemanns-
summer. Tverrsnittet deles opp i rektangulare lameller, der det videre antas at tgy-
ningen i hver lamell er konstant og lik den virkelige tgyningen ved tyngdepunktet av
lamellen, se figur[4.19). Tilsvarende oppdeles langsgdende armering ved lik elevasjon
over tverrsnittet i armeringslag, der tgyningen i hvert lag antas & vare konstant og lik
den virkelige tgyningen ved tyngdepunktet i armeringslaget, se figur 4.19b). Spennin-
gen i hver lamell og hvert armeringslag finnes ved & benytte de respektive materiallo-
vene for betong, armeringsstal og spennstél. Kraften finnes til slutt ved & multiplisere
spenningen med arealet av den respektive lamellen og det respektive armeringslaget,
mens momentet finnes ved & multiplisere kraften med avstanden i tyngdepunktet av
lamellen- og armeringslaget om en valgt referanseakse. Til slutt finnes total aksialkraft
og moment ved & summere opp bidraget fra hver lamell og hvert armeringslag.

a) Diskretisert tverrsnitt b) Stélteyninger C) Betongtgyninger

et
[ ] \

eb

Figur 4.19: Diskretisering av betongtverrsnitt

Dersom tverrsnittet diskretiseres og oppdeles “finere”, vil apenbart resultatene forbed-
res ytterligere. Alternativt kan den numeriske integrasjonen utfgres ved Trapesmeto-
den, eller Simpsons integrasjon dersom det antas en parabolsk spenningsfordeling over
lamellhgyden. Dette er metoder som i aller hgyeste grad vil kunne forbedre resultate-
ne betraktelig, men som tilsvarende vil kunne fgre til ungdvendig gkt beregningstid.
I denne avhandlingen beregnes den numeriske integrasjonen ved a benytte Riemanns-
summer nar tverrsnittet diskretiseres i rektangulere lameller.
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4.6.5 Beregningsalgoritme for respons av betongtverrsnitt utsatt for kom-
binert virkning av moment, skjar- og aksialkraft

Det har na blitt etablert relasjoner som gjgr det mulig & beregne den kombinerte virk-
ningen av skjer- og aksialkraft ved MTFT, og den kombinerte virkningen av moment-
og aksialkraft ved lamellmetoden, respektivt for et vilkarlig betongtverrsnitt. Relasjo-
ner i de respektive modellene skal na benyttes til a etablere en beregningsalgoritme,
som gjgr det mulig & forutsi responsen for et vilkérlig betongtverrsnitt utsatt for den
kombinerte virkningen av moment, aksial- og skjerkraft.

For en slik beregningsalgoritme kan etableres, ma det gjgres to ngdvendige antakelser
(161

* En fordeling av skjerspenninger som fglge av varierende bgyespenninger over
tverrsnittshgyden (tidligere diskutert i delkapittel 4. T)) neglisjeres. Det antas der-
med en konstant skj@rspenningsfordeling over det effektive skjerarealet, der
stgrrelsen forenklet antas & veare som gitt i ligning @), se figur [4.20b).

* Den bi-aksiale spenning- og t@yningstilstanden som oppstar pa grunn av skjer
beregnes ved MTFT kun i en elevasjon over den effektive skjerhgyden z, og
antas videre & veare konstant over resten av tverrsnittet, se figur 4.20c). Den
langsgaende tgyningen €, ved denne elevasjonen benyttes som en initiell verdi
pa krumningstilstanden i tverrsnittet.

a) Betongtverrsnitt b) Skjeerspenninger c) Langsgaende tayninger
et
0]
77777777777777777777777777777777 T T Jeom=ex
z/2)
B VI(ow*z) €b
—
bw

Figur 4.20: Kombinert virkning av moment og skjerkraft

Det ma fattes en viktig avgjgrelse pa hvor i den effektive skjerhgyden den langsgaen-
de tgyningen €, skal betraktes. Da skjerspenningene i virkeligheten varierer over den
effektive skjerhgyden, vil verdien pa e, avhenge av stgrrelsen pa skjerspenningen i
betraktet elevasjon. Mitchell og Collins [[16] diskuterer viktigheten av denne avgjgrel-
sen, da en gkning av €, reduserer tverrsnittets skjerkapasitet. Intuitivt ville det dermed

64



Kapittel 4. Skjer i betongkonstruksjoner

vert naturlig og konservativt & foreta en betraktning ved en elevasjon som gir den
stgrste verdien av ¢,. Betongtverrsnitt med innlagt tverrarmering vil imidlertid veere i
stand til & kunne omfordele skjerspenninger i hgyt belastede omrader til mindre be-
lastede omrader, og at det dermed av den grunn gjor det fornuftig & betrakte €, i den
halve effektive skjerhgyden z/2 [[16], se ﬁgur

Alle ngdvendige relasjoner og antakelser har na blitt grundig diskutert, og vil veere
nok til & kunne danne grunnlaget for en egnet beregningsalgoritme som kan forut-
si responsen i et vilkarlig betongtverrsnitt, utsatt for den kombinerte virkningen av
moment, skjer- og aksialkraft. Beregningsalgoritmen fglger samme stegvise prosedy-
re som Mitchell og Collins [16] anbefaler, men materialmodeller har imidlertid etter
hensikt blitt fornyet i henhold til Eurocode 2 [18]]. En egnet beregningsalgoritme til
programmering vil vare som fglger;

A Tterasjon pa hovedstrekktgyningen e
1. Anta en hovedstrekktgyning ¢;
B Iterasjon pa vinkelen 6
1. Anta en en vinkel 6 pa hovedtrykktgyningen e

2. Beregn rissvidden w fra ligning #.29)), @.30), @.31) og #.32)

3. Beregn rissets evne til a kunne overfgre skjerspenninger v.; fra ligning

@29

C Iterasjon pa spenning f, i tverrarmering

1. Anta en spenning f, i tverrarmering

2. Beregn hovedstrekkspenningen i betongen f.; fra ligning (4.25) og (4.27),
og velg den minste verdien

3. Beregn skjerkraftresultanten V' fra ligning (4.18)
4. Beregn hovedtrykkspenningen i betongen f.o fra ligning (4.17)
5. Beregn maksimal hovedtrykkspenning i betongen f.omq. fraligning (4.24)

6. Foreta en kontroll ved & sjekke at f.o < feomaz- Dersom feo > feoman
knuser betongen slik at det ikke vil oppnas likevekt i vertikal retning. Det
ma dermed returneres til steg Al og velges lavere verdi for hovedstrekk-
tgyningen €1

7. Beregn hovedtrykktgyningen i betongen fra ligning (4.23)) ved

62:€Ck<1 1-— Je2 >
fc2max
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10.

11.

. Beregn vertikale og langsgaende t@yninger fra ligning (4.15) og (4.16) ved

€ = (e1tan® 0 + e2) /(1 + tan® 9)

ey = (e1 + eatan? ) /(1 + tan’ 0)

Beregn skjartgyningen v, fra ligning (4.14)
Beregn spenningen f, i tverrarmering fra ligning (4.22)

Dersom spenningen i tverrarmeringen er forskjellig fra den antatte spen-
ningen f, i steg C1, ma det returneres til steg C1 og velges en forbedret
antakelse av spenningen. Dersom de to spenningene imidlertid er like, vil
vertikal likevekt lokalt i riss for tverrsnittet veere tilfredsstilt.

D Iterasjon pa langsgaende tgyning i bunn tverrsnitt ¢,

1.

Velg den langsgdende tgyningen €., i den halve effektive skjerhgyden z /2
(evt. halve steghgyden) til & veere lik €,, som ble funnet i steg C8, se figur
[.20] for illustrerende betydning. Referanseaksen for tverrsnittet velges til
a veere i samme elevasjon

Anta en verdi for den langsgaende tgyningen i bunn ¢,

. Beregn krumningen ¢ i tverrsnittet fra ligning (4.33))

. Beregn betongtgyningen €. for hver lamell i henhold til valgt diskretisert

betongtverrsnitt fra ligning (4.34)

Beregn tgyningen i slakkarmering €, og spennarmering €, fra henholdsvis

ligning (#.35) og (#.36)

. Beregn betongspenningen f. i hver lamell i henhold til materialmodell for

betong fra EC2 [1§]] ved

2
fc:fck|:1—<1—ec>:| for 0<e. <e€q

€ck

fc:fck for €. < e < ey

der €., er bruddtgyningen

. Beregn spenningen i langsgdende slakkarmering f; og spennarmering f;,

fra henholdsvis ligning (4.20) og (4.21)

Beregn aksialkraften i en betonglamell ved & multiplisere spenningen med
arealet i den respektive lamellen. Aksialkraften fra betongen N, beregnes
til slutt ved & summere opp bidraget fra hver lamell

. Beregn aksialkraften fra slakkarmering Ny og spennarmering N, ved &

multiplisere armeringsspenningen med arealet
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10. Beregn det totale momentbidraget M fra betongen M., slakkarmering M,
og spennarmering M, ved & multiplisere aksialkrefter i betonglameller og
armeringslag med sine respektive avstander om den valgte referanseaksen.
Det totale momentbidraget M finnes ved 4 summere opp de respektive
bidragene.

11. Dersom det totale momentbidraget M er ulikt det ytre pasatte momentet,
ma det velges en ny verdi for tgyningen i bunn tverrsnitt ¢, i steg D2

12. Beregn aksialkraften N = N. + Ng + N, fra den aktuelle krumningstil-
standen

13. Beregn den totale aksialkraften for tverrsnittet ved
Ntot =N-—-Vcoth

nar strekkspenningenes bidrag fra betongen neglisjeres og V cot § er den
horisontale resultanten til hovedtrykkspenningen f.o

14. Dersom den totale aksialkraften V;,; er ulik den ytre péafgrte aksialkraften,
ma det antas en ny vinkel 4 i steg B1. En gkning av 6 gir gkning i den totale
aksialkraften Ny

15. Dersom skjerkraften V' i steg C3 er ulik den ytre pafgrte skjerkraften, ma
det antas en ny hovedstrekktgyning €; i steg Al. En gkning av €; gir gkning
i skjerkraft V

Fra et programmeringsstasted vil beregningsalgoritmen kreve totalt fire store itera-
sjoner som er gjensidig avhengige, hvilket kan kreve hgy beregningstid avhengig av
programmeringssprak. Tiltak som kan redusere beregningstiden er & justere og senke
kravene til betingelser for likevekt i algoritmen. I tillegg kan det eksempelvis vere
gkonomisk regneeffektivt & redusere en iterasjon, ved & eksempelvis styre valget av
verdien pa hovedstrekktgyningen €; selv. Andre metoder kan vare & velge en grovere
diskretisering av betongtverrsnittet, som i stor grad vil fgre til mindre beregningstid
for den numeriske integrasjonen av spenninger over tverrsnittshgyden.

I beregningsalgoritmen over, har det som diskutert tidligere, blitt gjort forenklede an-
takelser ved at det antas en konstant skjerspenningsfordeling over den effektive skjaer-
hgyden, samt at beregningen av bi-aksiale tgyninger- og spenninger ved MTFT kun
utfgres i en valgt elevasjon, og dermed videre antas a vare konstant over den effektive
skjerhgyden. En slik antakelse medfgrer at vinkelen pa hovedtrykktgyningen 6 forblir
konstant over den effektive skjerhgyden, og virker dermed motstridende i forhold til
det som ble diskutert i delkapittel Det mest riktige ville vert a beregne den bi-
aksiale tilstanden ved MTFT for hver lamell over skjerhgyden, ved a anta konstant
skjerspenning i de respektive lamellene. P4 denne maten kan skjerspenningsfordelin-
gen over tverrsnittet finnes. Vecchio og Collins [[10]] viser hvordan dette utfgres ved
a betrakte likevekt for en seksjon med to nerliggende tverrsnittsflater. Resultatene fra
metoden fremviser at vinkelen pa hovedtrykktgyningen 6 varierer over tverrsnittshgy-
den, hvilket samsvarer med det som diskuteres i delkapittel 4.2] Metoden vil imidlertid

67



Kapittel 4. Skjer i betongkonstruksjoner

kreve svert hgy beregningstid, da responsen i hver lamell beregnes ved MTFT. Den
summerte skjerresultanten fra hver lamell skal til slutt vere i likevekt med den ytre
pafarte skjerkraften.

Vecchio og Collins [[10] diskuterer forskjeller i den “forenklede-" og den mer detaljerte
beregningsmetoden, der det poengteres at metodene viser kun sma forskjell i resulta-
ter. Den forenklede metoden er imidlertid mer konservativ, og krever betraktelig lavere
beregningstid. Pa bakgrunn av dette, vil det vaere mer hensiktsmessig bade med tan-
ke pa gkonomisk regneffektivitet og resultater, & benytte den diskuterte “forenklede”
metoden i dette kapittelet i avhandlingen.
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Kapittel 5

Salasund bru

Skjerriss og overflgdige deformasjoner i hovedspenn har som kjent blitt observert i
flere fritt frambygg bruer den senere tid. Oppstaelsen av disse fenomene har gitt bru-
konstruktgrer en generell bekymring om at utilsiktede effekter utelukkes i prosjekte-
ringsfasen for denne type brukonstruksjoner. Salasund bru er en fritt frambygg bru
som innehar de samme problemene, og benyttes dermed i denne avhandlingen som
eksemplifisering av fenomenene.

Innholdet i dette kapittelet danner hovedgrunnlaget for den numeriske modellen som
etableres i kapittel[§] Dersom den langtidsutviklende oppfgrselen til brukonstruksjonen
skal kunne gjenskapes, ma geometri, randbetingelser og ikke minst byggehistorikken
representeres mest mulig ngyaktig i den numeriske modellen.

5.1 Innledning

Salasund bru ligger i Aure kommune, Mgre og Romsdal, ner kystbyen Kristiansund i
Nordmgre og ble apnet for ferdsel i 1977. Brua er en del av Riksveg 680 som gar fra
Kristiansund til Stormyra i Hemne. Konstruksjonen bestar av seks spenn og tilhgrende
syv akser. Brukonstruksjonen har en total lengde pa 348 meter med et hovedspenn pa
120 meter, se figur[5.1]
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Figur 5.1: Sélasund bru
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Oktober 2010 utfgrte Statens Vegvesen [33]] kontroller og inspeksjoner pa brua som
folge av observerte skjerriss og tydelige deformasjoner i hovedspennet, hvilket gav
en direkte bekymring for konstruksjonens barende kapasitet. Det har i ettertid blitt
kunngjort en pressemelding om at det kan bli ngdvendig a redusere tillatte vektgrenser
for godstog ved ferdsel over brua. Tilsvarende problemer har blitt oppdaget i flere
bruer av denne konstruksjonsstypen, og fenomenene undersgkes dermed ved a benytte
Salasund bru som eksemplifisering.

5.2 Geometri og utforming

Konstruksjonen bestar av to sidespenn henholdsvis fra akse A1-A3 og akse A6-A7, og
en hoveddel fra akse A3-A6. Hoveddelen ble bygd etter fritt frambygg metoden, hvor
utkragerne ble stgpt seksjonsvis og balansert fra hovedpilarer i henholdsvis akse A4 og
AS. Sidespennene i akse A1-A3 og akse A6-A7 ble stgpt kontinuerlig pa opplagrede
stillas, og ble ikke bygd etter fritt frambygg metoden. Sidespennet fra akse A1-A3 ble
imidlertid ikke stgpt fullstendig kontinuerlig, men ble bygd med en stgpeskjgt ved akse
A2. Samtlige spenn i brukonstruksjonen er forspent.

Utkragerarmene fra henholdsvis akse A4-A3 og akse A5-A6 i fritt frambygg delen
bestar av 11 seksjoner hver, mens hovedspennet bestar av totalt 22 seksjoner. Stgpe-
seksjonene har en lengde pa 5 meter, bortsett fra koblingseksjonen fra kragarmene ved
midtsnitt, som har en lengde pa 4 meter.

5.3 Tverrsnitt bruoverbygning

Tverrsnittet i bruoverbygningen er utformet som hule kassetverrsnitt, se figur[5.2] Den
totale hgyden i kassetverrsnittet for fritt frambygg delen varierer som kjent, og er 7
meter over hovedpilarer og 2 meter ved midtsnitt. Tilsvarende varierer tykkelsen pa
undergurten fra 700 mm over hovedpilarer og 200 mm ved midtsnitt. Stgrrelser pa
kassetverrsnittet i sidespenn er konstante.

Bruklassifiseringsstandarden HB238 [32] angir at trykkfastheten for bruoverbygnin-
gen tilsvarer en betongkvalitet B30 i henhold til Eurocode 2 [[18]]. Det er lagt inn totalt
10 gjennomgaende spennkabler (i steg) i sidespenn, mens det i fritt frambygg delen
er lagt inn totalt 80 kabler i overgurt, og 22 kabler i undergurt. Hver kabel bestér av
12 spennliner, der hver spennline har en diameter pa 0.5” og tilhgrende stalkvalitet
fp,0.2,k = 1550 MPa.

5.4 Underbygning

Underbygningen bestar av sgyler og fundamenter som understgtter bruoverbygningen.
I sidespenn bestér sgylene av massive rektangulare betongtverrsnitt med dimensjoner
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Figur 5.2: Tverrsnitt bruoverbygning

500 mm x 3000 mm i akse A2, og 800 mm x 3000 mm i bade akse A3 og A6. Hoved-
pilarer i akse A4 og A5 bestar av lukkede rektangulare hule betongtverrsnitt med ytre
dimensjoner 3000 mm x 5400 mm, som hviler pa massive rektangulere sgylefunda-
menter, se figur[5.3] Rotasjon om tverrsnittets sterke akse er orientert langs med bruas
lengderetning. Bruklassifiseringsstandarden HB238 [32] angir at materialfastheten pa
sgyler og fundamenter tilsvarer en betongkvalitet B25 i henhold til Eurocode 2 [18]].

: 5400 ;

v

3000

400

Figur 5.3: Sgyletverrsnitt i hovedpilarer

5.5 Randbetingelser

Ved landkar er det innfgrt glidelagere, mens det i overgang mellom sgyler og fun-
dament kan antas full innspenning. Videre kan det antas stiv forbindelse i overgang
mellom s@yler og bruoverbygning.
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5.6 Byggehistorikk

Utbygging av Sélasund brua begynte med stgpearbeid av sidespenn og hovedpilarer.
Sdylene og sgylehode i hovedpilarer ble stgpt ved klatreforskaling, fgr forskalingsvog-

ner ble tilkoblet sgylehodene. Spennarmeringen (i steg) i sidespenn ble spent opp fgr
stillaset ble revet.

A1l A2 A3
| | |

—— ¢ ¥

Figur 5.4: Utbygging av kragarmer fra akse A5

Ved utbygging av fritt frambygg delen ble det benyttet kun to forskalingsvogner. Ut-
bygging av kragarmer begynte fra akse A5, se figur[5.4] Etter at kragarmen ble tilkob-
let sidespennet ved akse A6, ble forskalingsvogner flyttet og klargjort til utbygging av
kragarmer fra sgylehode i akse A4, se figur[5.5] I denne tilstanden vil fritt frambygg
delen som er blitt bygd ut fra akse A5 vere i en statisk ubestemt tilstand, og vil dermed
veare utsatt for tvangskrefter som fglge av kryp, svinn og temperaturvariasjoner. Etter
sammenkobling av kragarmer ved midtsnitt i hovedspennet og ved akse A3, vil hele
brukonstruksjonen vare en samvirkende enhet, og vil dermed vere statisk ubestemt.

A1l A2 A3 A4 A5 AB A7

Figur 5.5: Utbygging av kragarmer fra akse A4
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Det er blitt fort gjennomgaende spennarmering i overgurt for fritt frambygg delen. Det
ble spent opp et visst antall ngdvendige spennkabler for hver utbyggingsseksjon, slik at
konstruksjonen i byggetilstand forble uopprisset, samt for at elevasjonen av kragarmer
ble korrigert i henhold til prosjekterte overhgyder. Etter sammenkobling av kragarmer,
ble spennkabler i undergurt spent opp ved midtsnitt og ved akse A3 og A6.

Utbygging av en stgpeseksjon bestod typisk av
 Slakkarmering av undergurt, steg og bruplate
* Montering av rgr og forankringer for spennarmering
» Utstgping av undergurt, steg og bruplate
* Installering og oppspenning av spennarmering

Arbeidssyklusen for hver seksjon varte i omtrent 7 dggn, for forskalingsvogner ble
flyttet frem og klargjort til utbygging av neste seksjon. Spennarmering ble spent opp
etter 3-4 dagers herding av betongen.
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Kapittel 6

Numerisk modellering

Det utfgres numerisk tidsavhengige analyser av Salasund bru i FEM analyseprogram-
met RM Bridge V8i V08.10.07.02, som videre i avhandlingen betegnes ved RM. En
slik numerisk analyse av fritt frambygg bruer er meget omfattende a utfgre, uavhengig
av om bidraget fra fenomenene kryp og svinn inkluderes. I dette kapitellet diskuteres
og fremlegges teorien som ligger til grunn for numeriske beregningsmetoder i RM,
og valg av parametere og metoder som pavirker den numeriske modellen. Material-
modeller som benyttes i analysen er i henhold til Eurocode 2 [18]], som tidligere ble

presentert i delkapittel

Takacs [23] fremla en generell notasjon i sin Ph.D-avhandling om at det er relativt
enkelt a dimensjonere bruddkriterier for en betongkonstruksjon innenfor en akseptabel
sikkerhetsmargin, men dens eksakte oppfprsel er kun kjent av konstruksjonen selv.
Denne notasjonen forsterkes spesielt ved analyser av fritt frambygg bruer som bestar
av uvanlig store tverrsnittshgyder- og generell geometri. Det er dermed essensielt i en
numerisk analyse av slike konstruksjoner & ha oversiktlig kontroll pa beregninger som
programmet utfgrer, og samtidig fremsta kritisk til resultater.

6.1 Elementformulering

6.1.1 Innledning og forutsetninger

Numeriske analyser i RM utfgres ved bjelkeelementer med frihetsgrader i det tredi-
mensjonale plan. Elementformuleringen er basert pd Timoshenkos bjelketeori. Dette
medfgrer at fgrste ordens skjerdeformasjoner betraktes i tillegg til bgyedeformasjo-
ner, og avviker dermed fra klassisk Euler-Bernoulli bjelketeori. Da et av hovedpro-
blemstillingene i avhandlingen omhandler skjerdeformasjoner i fritt frambygg bruer,
er det direkte relevant og hgyst ngdvendig at analysene utfgres med bjelkeelementer
som ivaretar denne effekten.

Forutsetninger for a kunne benytte bjelkelementene i programmet er at materialet er
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homogent og har line@r material oppfarsel. Disse betingelsene oppfylles dersom kon-
struksjonen er utsatt for et relativt lavt spenningsniva, slik at det kan antas en lineeer
spenningsfordeling over tverrsnittet og at betongen forblir uopprisset. Normalt tilfreds-
stiller fritt frambygg bruer disse betingelsene, da det hovedsakelig er summen av egen-
vekten til konstruksjonen og samlet forspenning som genererer de stgrste spenningene
i bruksgrensetilstand.

6.1.2 Teorigrunnlag

Formuleringen av det tredimensjonale bjelkeelementet i RM baseres som nevnt pa
Timoshenkos bjelketeori, hvilket betyr at plane tverrsnitt forblir plane men ikke ngd-
vendigvis normale pa den deformerte bjelkeaksen [35]. Dette medfgrer at det oppstar
skjertgyninger som tvinges til a vere konstante over tverrsnittshgyden, i tillegg til
vanlige bgyedeformasjoner. Det romlige elementet bestar av to noder i hver ende, med
seks frihetsgrader i hver node som vist i figur[6.1]

('\%
x-

W,

Figur 6.1: 3D-bjelkeelement med to noder [33]

6.1.3 Elementstivhetsmatrise

Stivhetsmatrisen for et element nar det kun betraktes frihetsgrader (tranlasjoner og
rotasjoner) i xy-planet (2D), og det ses bort i fra aksialdeformasjoner er gitt ved [24]

1/L 1/2 ~-1/L 1/2
2B, 1/2  (4+¢.)L/12 —1/2 (2—¢.)L/12 6.1
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hvor £, i ligning er en reduksjonsfaktor for tverrsnittsarealet A. som ivaretar
effekten av at skjerspenninger typisk varierer over tverrsnittshgyden, og L er bjelke-
elementets lengde. Videre angir ¢, forholdet mellom bgye- og skjerstivheten. For et
3D-element superponeres stivhetsbidragene for ytterligere frihetsgrader.

6.1.4 Elementoppbygning og ytelse

Normalt oppstar det numeriske beregningsproblemer for bjelker nar skjerdeforma-
sjoner inkluderes i konvensjonelle FE-analyser. Typiske eksempler er henholdsvis det
isoparametriske Timoshenko bjelkeelementet [35]] og Mindlin bjelken [24]]. Slike ele-
menter har en tendens til & gjengi for stive forskyvningsresultater nar slankheten gker,
og fremkommer av at skjerdeformasjoner blir dominerende i forhold til bgyedeforma-
sjoner. Av ren intuisjon skulle selvsagt det omvendte ha funnet sted, da skjerdeforma-
sjoner naturligvis blir neglisjerbart for slanke konstruksjoner. Fenomenet referes ofte
som skjeerldsning. Arsaken til dette er at de gjensidig avhengige feltfunksjonene (u(x),
v(z), ... ,¢(x)), antas og behandles som fullstendig uavhengige- og ukoblede funksjo-
ner. Dette medfgrer at feltfunksjonenes variasjon over bjelkens lengde kan interpo-
leres med enkle formfunksjoner som kun krever CO-kontinuitet [35]. Dette medfgrer
imidlertid at skjerkomponenter i elementstivhetsmatrisen blir dominerende ovenfor
bgyekomponenter nar slankheten gker.

Skjerlasning kan imidlertid hindres i ulik grad ved & innfgre tiltak som redusert inte-
grasjon, men elementets ytelse er fremdeles begrenset og ikke optimal. En annen me-
tode er a behandle feltfunksjonene som gjensidig avhengige funksjoner, og konstruere
formfunksjoner fra generelle lgsninger til de homogene Euler-Langrange differensial-
likningene. Metoden gir et element som er fullstendig fri for skjerlasning og en ytelse
som fremprovoserer overlegen konvergens. En slik elementformulering er nermere
diskutert av Luo [35].

Elementstivhetsmatrisen i ligning (6.1) er utledet ved forskyvningsmetoden, og inne-
holder ikke lik bjelkeformulering som beskrevet i avsnittene over. Fordelen ved dette
er at forskyvninger og nodekrefter beregnes “eksakt” i henhold til enhetslastmetoden,
som ligger til grunn for prinsippet i forskyvningsmetoden [31] [1]]. Dette medfgrer
mange numeriske fordeler, der blant annet kravet til finere elementinndeling for a sik-
re konvergens som normalt gjelder ved generelle FE-analyser, ikke trengs a ta hensyn
til. Dette gjelder naturligvis konstruksjoner med relativt enkel geometri og konstante
tverrsnitt. For mer komplekse konstruksjoner hvor stivheter varierer og kompliserte
laster betraktes, bgr elementinndelingen vere som anbefalt i delkapittel [6.2.4]

Nar slankheten gker, reduseres forholdet mellom bgye- og skjerstivheten ¢, i ligning
(6.2). Dette medferer at komponentene i ligning (6.1) reduseres til elementstivhetsma-
trisen som gjelder for klassisk Euler-Bernoulli bjelketeori uten at skjarlasning frem-
kommer. Dersom skjerdeformasjoner gnskes neglisjert settes enkelt ¢, = 0, et valg
RM tillater brukeren a gjgre.

Kort oppsummert sikrer formuleringen av elementet som benyttes i RM at ytelsen er
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optimal, og at numeriske beregningsproblemer som skjaerlasning utelukkes. I tillegg
tillater formuleringen brukeren a foreta et enkelt valg om bidraget fra skjerdeforma-
sjoner gnskes inkludert eller neglisjert.

6.1.5 Innvirkning av skjserdeformasjoner

Som fglge av uvanlig hgye tverrsnitt i fritt frambygg bruer ved hovedpilarer, er det
naturlig a ha en mistanke om at skjerdeformasjoner kan gi et ikke-ubetydelig paslag i
totale deformasjoner. Dette gjelder spesielt i utbyggingsfasen for de forste seksjonene
der forholdet mellom spennvidde og tverrsnittshgyde, ligger under og ved grensen til
hva som er kravet for & kunne benytte klassisk Euler-Bernoulli bjelketeori. Normalt har
brukonstruktgrer i Norge neglisjert skjerdeformasjoner i sine beregninger, og dette
bidraget gnskes dermed undersgkt for a kartlegge om det forbedrer ngyaktigheten i
deformasjonsberegninger.

6.2 Geometrisk modell

6.2.1 Statisk modell og randbetingelser

Den statiske modellen for Sélasund bru kan betraktes som en rammekonstruksjon i
det todimensjonale plan, se figur Brua har totalt seks spenn og fem sgyler, med
tilhgrende varierende lengder og stivheter. Overgang mellom bruoverbygning og sgy-
ler modelleres som momentstive hjgrner. Videre modelleres overgang mellom sgyler
og fundament som fast innspenning. Ved begge landkar vil det kun vere fastholding i
vertikal retning.

. 30m | 3Bm_ 66 m | 120 m | 66 m | 30m |

Figur 6.2: Statisk system

6.2.2 Vegakse

Nar bruer prosjekteres, baseres utformingen av konstruksjonens presise geometri pa en
kjent veglinje eller vegakse. Nar brukonstruksjonens geometri utformes i RM, baseres
denne tilsvarende pa en definert vegakse fra brukeren. Programmet tillatter brukeren
a definere vegaksen bade i oppriss og plan, ved hjelp av ngdvendige funksjoner som
er implementert i programmet. Fra denne informasjonen konstruerer RM vegaksens
geometri presist i det tredimensjonale plan.
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Oppriss
‘ Rv=5250 m | 24%0
T T 1

A1 A2 A3 Ad A5 A6 A7
I | | | | | I
I | | | I
I I
I I T I
I I T | | I I
I I | I I I
I I | I | | I
;] 30m |, 36m | 66 m L 120 m L 66 m ;] 30m
Plan
. Ru =0 ‘
T 1

| | |

e S e - o e ——— r———1

Figur 6.3: Vertikal- og horisontalkurvatur av vegakse

Vegaksen for Saldsund bru er vist i figur Vegaksen vil i oppriss ha en vertikal-
kurvatur med en slak radius R, = 5250m fra akse A1-A6. Fra akse A6-A7 vil veg-
aksen ha et vertikalt fall pa 2.4%. Vegaksen vil i plan ikke ha noe horisontalkurvatur
(Ryg = 00), og vil dermed vare fullstendig parallell med vertikalplanet over brukon-
struksjonens lengde. Dette medfgrer at brua kan betraktes som en rammekonstruksjon
i det todimensjonale plan.

6.2.3 Tverrsnitt

Tverrsnittsgeometrien for bade sidespenn og hovedspenn defineres implisitt ved a be-
nytte konstruksjonslinjer i RM. Konstruksjonslinjer genererer pa ingen mate tverr-
snittsdata i programmet, men er ment som hjelpelinjer for & kunne definere konturer av
tverrsnittet. Dette gjgr det blant annet enklere og mer intuitivt for brukeren a definere
tverrsnittsvariable, som for Salasund bru gjelder steghgyden og tykkelsen av undergurt
i fritt frambygg delen.

Selve tverrsnittet defineres og partisjoneres eksplisitt ved & benytte tverrsnittselemen-
ter. Et tverrsnittselement er et to-dimensjonalt element som bestar av et omradet med
fire sider, og som omlukkes av konstruksjonslinjer [29], se figur[6.4] Videre kan hvert
tverrsnitt besta av flere tverrsnittsdeler som eksempelvis gjelder ved bruk av kompo-
sittmateriale, eller samvirke konstruksjoner.

Tverrsnittet defineres i begynnelsen og enden av et bjelkeelement, der gjennomsnittet
fra disse verdiene benyttes ved beregning av tverrsnittsdata for elementet; areal, an-
net arealmoment, tyngdepunkt, skjerarealer i Y- og Z-retning, annet arealmoment for
torsjon og skjersenter. RM benytter en implementert konsistent algoritme ved bereg-
ning av tverrsnittsdata, uavhengig av tverrsnittsgeometri. Videre benytter programmet
9-noders isoparametriske tverrsnittselementer [28]]. Fordelen ved dette er at de kvad-
ratiske formfunksjonene for elementet sikrer gode resultater, selv ved relativt grov
elementinndeling av tverrsnittet.
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Figur 6.4: Definisjon av konstruksjonslinjer, tverrsnittselementer og tverrsnittsdeler [29]

6.2.4 Segmentering

Geometrisk modellering i RM baseres generelt pa konstruksjonssegmenter, som i ut-
gangspunktet er romlige legemer med vilkarlig geometri- og lengdeakser i langsgaen-
de retning [28]]. Segmenter skapes nar vegaksen oppdeles og tildeles tverrsnittsgeome-
tri 1 hvert oppdelingspunkt. Konstruksjonssegment og oppdelingspunkt er synonymt
med henholdsvis konstruksjonselement og konstruksjonsnode. Et konstruksjonssele-
ment skapes dermed mellom hver node pa bakgrunn av tverrsnittsgeometri, materiale-
genskaper og oppdelingslengde langs vegaksen. En oppdeling av vegaksen kan direkte
sammenlignes med elementinndeling/forfining av en global struktur i konvensjonelle
FE-analyser.

Vegakse

Figur 6.5: Segmentering av vegakse
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Figur[6.3]illustrerer kortfattet hvordan RM segmenterer. Brukeren bestemmer eksplisitt
hvordan vegaksen oppdeles ved & angi antall noder og avstanden mellom dem. T hver
node angis videre gnsket tverrsnittsgeometri. Nar dette er definert skapes konstruk-
sjonselementer ved hjelp av geometriske linjer som gar gjennom tyngdepunktene for
hvert tverrsnitt, og definerer dermed med dette elementaksenes retning og orientering.
Konstruksjonselementet som benyttes i programmet har en tilsvarende elementformu-
lering som beskrevet i delkapittel [6.1]

Elementer ligger alltid mellom to noder, og er stivt forbundet og koblet til disse no-
dene med en viss eksentrisitet. Eksentrisiteten i et koblingspunkt er avstanden mellom
tyngdepunktet for et vilkarlig tverrsnitt og vegaksen. Geometriske parametere varierer
linezrt over lengden til elementet, dersom tverrsnittet i de respektive nodene elementet
er tilkoblet, har ulik geometri.

Vegaksen pa Salasund bru har som nevnt tidligere en vertikal kurvatur, slik at tverrsnit-
tene som defineres ngdvendigvis ikke star normalt pa denne. RM beregner imidlertid
stivheten til elementet forenklet ved & anta at tverrsnittet star normalt pa vegaksen, og
foretar dermed ingen ytterligere transformasjoner som fglge av dette [28]].

Ytre laster som pasettes konstruksjonselementer omgjgres til nodelaster. I tillegg be-
nytter som kjent RM gjennomsnittsverdier av tverrsnittsdata, nar stivheten varierer
over lengden pa elementet. Dette gjgr at det stilles krav til a ha en tilstrekkelig ele-
mentinndeling i fritt frambygg bruer, for a fa en rimelig tilnzerming av den geometris-
ke kurvaturen i overbygningen. I tillegg forbedres resultatplotter i post-prosesseringen
betraktelig. For Salasund bru har sidespenn fatt en oppdeling pa ti elementer mellom
hver akse, mens det i fritt frambygg delen benyttes et element for hver utbyggings-
seksjon, se figur [6.6] Totalt bestdr bruoverbygningen i den numeriske modellen av 84
bjelkeelementer.

A1 A2 A3 A4 A5 A6 A7

| | | | | | |
| 111-120 135-160 161-174 | 175-184 |
s e e e

Figur 6.6: Segmentering og nummerering av elementer for Salasund bru

6.3 Modellering av spennarmering

6.3.1 Introduksjon og teorigrunnlag

Numerisk modellering av spennarmering er ofte et svart innviklet problem, og kan bi-
dra til usikkerheter i deformasjonsresponsen for en brukonstruksjon. Arsaken til det er
fysiske parametere som ofte avhenger av hverandre, men som er vanskelig & modellere
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med god tilneerming. Den totale deformasjonen bestemmes hovedsakelig fra summen
av bidragene til egenvekten og den motvirkende effekten fra forspenningen. Et lite
avvik fra de respektive bidragene, kan resultere i store avvik for den summerte verdi-
en. Fysiske fenomener og egenskaper som bidrar til usikkerheter tilknyttet problemet,
diskuteres i dette delkapittelet.

For Salasund bru benyttes det intern spennarmering som blir installert ved hjelp av
kabelrgr i forskalingen fgr betongen stgpes ut. Etter at betongen har blitt stgpt ut og
fatt herde tilstrekkelig, tres spennarmeringen gjennom kabelrgrene og spennes opp
med en forspenningskraft. Metoden kalles etteroppspenning, og benyttes normalt i fritt
frambygg bruer. Spennarmeringen legges i overgurt (og i undergurten ved midtspenn)
og forankres for hver stgpeseksjon. Spennarmeringen vil dermed veare eksentrisk 1
forhold til tyngdepunktet i tverrsnittet, hvilket genererer en gunstig P-delta effekt som
motvirker momenter fra egenvekter og ytre laster. Total forspenningskraft avhenger av
hvor mange spennkabler som spennes opp og forankres i hver stgpeseksjon.

Normalt spennes det kun opp fra en side av utkragerne over sgylen, med mindre kab-
lene blir veldig langeﬂ Forspenningskraften i en spennkabel varierer over kabelens
lengde og med tiden. Arsaken til det er at den initielle forspenningskraften som pafg-
res i oppspenningsenden opplever tap fra friksjon, lasetap, relaksasjon av spennstal og
forkortning av betongseksjonene som f@lge av elastiske-, kryp- og svinndeformasjoner.

Det skilles mellom om spennkabler i etteroppspente konstruksjoner er injiserte eller
uinjiserte. En spennkabel injiseres normalt med mgrtel rett etter oppspenning, for a
etablere fullstendig heft mellom spennarmeringen og betongen. Enhver deformasjon i
betongkonstruksjonen, vil dermed gi ekvivalent deformasjon i spennarmeringen. Kab-
lene vil 1 en slik tilstand vare integrert i konstruksjonen og gi en ytterlig stivhet til
tverrsnittet. Uinjiserte spennkabler vil derimot pa ingen mate ha noe heft med beton-
gen. Kablene vil dermed fremstd som en unik komponent, og tgyninger i spennarme-
ringen vil kun vere pavirket av initielle tgyninger (Ae,) som oppstar fra oppspen-
ningsfasen. Uinjiserte spennkabler bidrar ikke til & gke stivheten i tverrsnittet. I fritt
frambygg bruer injiseres normalt kablene simultant i én fase, forst etter at hele bru-
konstruksjonen er ferdigstgpt.

6.3.2 Friksjon- og lasetap

Nar spennarmeringen i kabelrgrene spennes opp, vil ikke oppspenningskraften vare
konstant over kabelens lengden slik det ideelt sett skulle veert. Arsaken til det er at
det oppstar tap som fglge av friksjon mellom spennarmeringen og kabelrgrene. Frik-
sjonstapet skyldes to hovedkomponenter; tiltenkt kurvatur av spennkabelen og tilleggs-
krumninger. Tap fra tiltenkt kurvatur oppstar dersom spennkabelen legges inn med en
forhandskrumning i betongkonstruksjonen. Dette medfgrer at det oppstar normaltrykk
fra spennstalet mot kabelrgrene som resulterer i friksjonstap pa oppspenningskraften.
Dersom det legges inn rette spennkabler vil det alltid oppsta tilleggskruminger som

'Dersom spennkabler blir over 100 meter lange spennes det som regel opp fra to sider over sgylen for
a unnga for store tap i spennkabelen
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folge av at kablene monteres langs oppleggspunkter. Dette medfgrer dermed utilsikte-
de tilleggskrumninger av spennkabler som vil gi ytterligere friksjonstap. Kraften langs
et vilkarlig punkt langs spennkabelens akse kan estimeres ved Coulomb friksjonsmo-
dell [16]

P(z) = By - el7ratK2) (6.3)

hvor

P(z) er kraften i spennkabelen ved en avstand z fra den aktive forankringsenden
Py er oppspenningskraften ved den aktive forankringsenden

w er Coloumb friksjonskoeffisienten

« er total tilsiktet vinkelendring i radianer over en avstand x

K er tilleggskrumning koeffisienten per lengdeenhet

Verdien for Coloumb friksjonskoeffisienten ;1 avhenger av overflatekarakteristikker
for spennstalet og kabelrgret. Tilleggskrumning koeffisienten /K avhenger av bade
friksjonskoeffisienten p og konstruksjonsmetoden. Leverandgren av spennarmeringen
oppgir som oftest anbefalte verdier for de respektive koeffisientene. Dersom disse ver-
diene imidlertid er ukjente kan verdier fra Eurocode 2 [18]] benyttes, der det anbefales
at ;1 = 0.15 — 0.20 og K = 0.005 — 0.01 m~!. For den numeriske modellen i denne
avhandlingen benyttes koeffisientene ;1 = 0.18 og K = 0.003 m~! etter anbefalinger
av leverandgren for spennarmeringen.

Nar forspenningskraften overfgres fra oppspenningsjekken til betongen, vil det oppsta
tap som fglge av glidning i lasekilen i den aktive forankringsenden. Kun en viss lengde
av spennkabelen vil vare pavirket av dette lasetapet, ettersom friksjonen motvirker yt-
terligere glidning av spennstalet. Tap av forspenningskraft som fglge av lasetapet, avtar
med gkende avstand langs kabelens akse fra den aktive forankringsenden og forsvin-
ner til slutt etter en viss lengde. Denne lengden avhenger av stgrrelsen pa glidningen i
lasekilen og type forankring som benyttes. I denne avhandlingen settes glidningen til
a veere 6 mm etter anbefaling av leverandgren for spennarmeringen.

Tiltak som innfgres for at lasetapet ikke skal pavirke en altfor stor kabellengde, er a
overoppspenne spennarmeringen i oppspenningsfasen til et visst niva. Dette overopp-
spenningsnivaet beregnes for hvert tilfelle, da den avhenger av bade spennkabelens
lengde og geometri. I tillegg er det viktig & veere oppmerksom pa at for korte spenn-
kabler kan lasetapet pavirke forspenningskraften i hele lengden. Dette kan eksempelvis
gjelde spennkablene i de to eller tre f@grste stgpeseksjonene i en fritt frambygg bru. Nar
kablene imidlertid blir veldig lange (over 100 meter) bgr det benyttes to aktive forank-
ringsender, slik at det unngas for store friksjonstap.

83



Kapittel 6. Numerisk modellering

6.3.3 Relaksasjon

Relaksasjon av spennstél betegnes ofte som det motsatte av kryp, og forekommer ved
at det oppstar spenningsfall i stalet nar det utsettes for en konstant tgyning over tid. I
RM implementeres denne effekten ved at den initielle forspenningskraften reduseres
i diskretiserte tidssteg gjennom konstruksjonens levetid. Den tidsavhengige modellen
som benyttes i RM er i henhold til Eurocode 2 [18]], hvor det defineres tre relaksasjons-
klasser:

 Klasse 1: Trad eller tau - Vanlig relaksasjon
* Klasse 2: Trad eller tau - Lav relaksasjon
» Klasse 3: Varmvalsete og bearbeidete stenger

Nar den reduserte tidsavhengige forspenningskraften beregnes, baseres denne pa et
grunnleggende relaksasjonstap (p1000) 1000 timer etter oppspenning ved en midlere
temperatur pa 20°C. Verdien for piggg uttrykkes som en prosentandel av den initi-
elle forspenningskraften og avhenger av relaksasjonsklasse. Denne oppgis normalt av
leverandgren for spennarmeringen. Dersom denne verdien imidlertid er ukjent kan fgl-
gende benyttes i henhold til Eurocode 2:

* Klasse 1: p1900 = 8%
* Klasse 2: p1000 = 2.5%
e Klasse 3: p1o00 = 4%

Relaksasjonstapet i spennstélet ved en tid ¢ etter oppspenning kan beregnes fra

Ao " 0.75(1—p)
Klasse 1: Pr—539. T 1070 6.4
asse o P1000 * € 1000 (6.4)
Ao " 0.75(1—p)
Klasse 2: —2~ =0.66 - ced [ .107° 6.5
asse - £1000 * € 1000 (6.5)
Ao ¢\ 0-75(1-p)
Klasse 3: —2° =1.9%8- eSO -107° 6.6
asse o P1000 * € 1000 (6.6)

hvor
Aoy, er absoluttverdi av relaksasjonstapet
op; er absolutt verdi av den initielle forspenningen

t er tiden etter oppspenning i timer

per Upi/fpk
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fpi er karakteristisk fasthet for spennstélet

Spennstalet som benyttes i Slasund bru bestar av relaksasjonsklasse 2 - lav relaksa-
sjon, som er vanlig i fritt frambygg bruer.

6.3.4 Tap som fglge av deformasjoner i betongen

Kragarmene opplever en forkortning under byggeprosessen nar den utsettes for elastiske-
, kryp- og svinndeformasjoner. I fritt frambygg bruer pafgrer slike deformasjoner yt-
terligere forspenningstap i spennarmeringen.

I fritt frambygg bruer injiseres spennkablene simultant fgrst etter at hele konstruksjo-
nen er ferdigstgpt. Dette medfgrer at spennkablene kun vil veere pavirket av elastiske
deformasjoner i den seksjonsvise utbygningen av kragarmene i byggefasen. Elastiske
deformasjoner oppstar som en konsekvens av oppspenningsfasen for hver seksjonsut-
bygging. Dette fgrer til deformasjoner i den respektive seksjonen som spennes opp, 0g
foregdende seksjoner. Videre pavirker dette tgyninger for allerede oppspente kabler,
og medfgrer dermed ytterligere forspenningstap. Dersom samtlige spennkabler imid-
lertid hadde blitt spent opp simultant etter at konstruksjonen var ferdigstapt, ville ikke
spenningsnivaet i spennarmeringen vert pavirket av elastiske deformasjoner i utbyg-
gingsfasen.

Nar kablene har blitt injisert, vil i tillegg kryp- og svinndeformasjoner gi bidrag til tap
av forspenningskraft. Arsaken til det er at enhver deformasjon i betongen gir ekviva-
lente deformasjoner i spennkablene.

6.3.5 Modellering av spennarmering i RM

Det benyttes interne kabelelementer i RM for & simulere effekten av spennarmering.
Denne effekten tildeles bjelkelementene og modelleres ikke som separate unike kon-
struksjonselementer [28]]. Kabelelementer defineres av brukeren ved & oppgi geometri,
samlet tverrsnittsareal og materialegenskaper. Tap av forspenningskraft over kabelens
lengde og tid kan simuleres ved & oppgi tilleggsparametere som beskrevet i delkapittel
6.3.2

RM foretar en forenkling ved at et kabelelement bestar av én eller flere samlede
spennkabler. Denne forenklingen er kun tillatt dersom spennkablene har lik geome-
tri, tverrsnittsareal og materialegenskaper, samt dersom kablene er gruppert side om
side og dermed har lik eksentrisitet om tyngdepunktet i tverrsnittet. En slik forenkling
er apenbart tilstrekkelig da det hovedsakelig er av interesse & simulere den gunstige P-
delta effekten som motvirker momenter fra egenvekt og ytre laster. Kabelelementenes
geometri og plassering i tverrsnittet modelleres presist i det tredimensjonale plan.

Injisering av kabelelementer i RM simulerer de samme reelle fysiske egenskapene
som tidligere beskrevet. Nar brukeren angir at spennkablene er injiserte, simuleres det
i programmet at det etableres fullstendig heft med den omringende betongen slik at
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tverrsnittet pafgres ytterligere stivhet. Nar spennkablene forblir uinjiserte, simuleres
de kun som ytre pafgrte laster med en P-delta effekt. Uavhengig av om spennkablene
er injiserte eller uinjiserte, beregnes tap av forspenningskraft over kabelens lengde og
tid etter oppspenning. Forskjellen ligger imidlertid i at det beregnes ytterligere tap for
injiserte spennkabler, som fglge av at kabeleelementene er pavirket av forskyvnings-
feltet for bjelkeelementene.

Det er kjent at spennkabler forblir uinjiserte i hele utbyggingsfasen av kragarmene. Fra
et modellerings stasted, impliserer dette tilsvarende at kabelelementene forblir uavhen-
gige av forskyvningsfeltet for bjelkeelementene i utbyggingsfasen. Forspenningskraf-
ten i kabelelementene reduseres dermed ikke pa grunn av elastiske deformasjoner, slik
det rent fysisk opprinnelig ville gjort. Denne effekten anses imidlertid til & vare liten
pa grunn av tverrsnittets hgye aksialstivhet, og neglisjeres dermed i modelleringen.

6.4 Modellering av seksjonsutbygging

Byggehistorikken for den seksjonsvise utbyggingen i fritt frambygg bruer har en di-
rekte innvirkning pa totale langtidsdeformasjoner. For Salasund bru er denne beskrevet
detaljert i delkapittel [5.6] Denne historikken skiller seg noe ut fra fritt frambygg bruer
som bygges i nyere tid, ved at det kun ble benyttet to forskalingsvogner. Dette medfgrte
at det ble bygd seksjonsvis utover fra kun én sgyle om gangen. For & oppna tilstrek-
kelig realitiske og gode resultater, er det av hgy relevans at den numeriske modellen
simulerer den kronologiske utbyggingen av Salasund bru mest mulig ngyaktig.

I RM tas konstruksjonens tidsdomene hensyn til nar det benyttes et sakalt tidsskjema,
og programmet kan i sa mate utfgre 4D-analyser [28]]. I et tidsskjema defineres kon-
struksjonssteg som representerer den kronologiske utbyggingen av seksjoner. For hvert
konstruksjonssteg aktiveres respektive elementer som innbefatter en utbyggingssek-
sjon, og korresponderende laster pafgres de respektive aktiverte elementene. Pa denne
maten arrangeres konstruksjonsstegene kronologisk langs en global tidsakse som ge-
nerelt reflekterer levetiden til brua.

Hovedarsaken til at et tidsskjema defineres, er for & inkludere de tidsavhengige effek-
tene fra kryp, svinn og relaksasjon pa konstruksjonen. Disse fenomenene tas hensyn
til ved at det for hvert konstruksjonssteg angis en alder for betongen nar svinnet pa-
begynner, samt en alder nar elementet aktiveres for fgrste gang. Ved aktivering menes
det nar elementet blir en aktiv del av konstruksjonen og dermed kan pafgres laster slik
at krypet pabegynner.

I hvert konstruksjonssteg pafgres det statiske lasttilfeller som anses & opptre simultant
ved et spesifikt tidspunkt langs den globale tidsaksen. Videre angis det en varighet for
hvert konstruksjonssteg som ivaretar effektene fra kryp, svinn og relaksasjon. Nér en
slik varighet defineres, foretas et tidssteg langs den globale tidsaksen. Denne varighe-
ten defineres generelt som tiden frem til neste konstruksjonsendring, og angis normalt
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tilsvarende arbeidssyklus for én seksjmﬂ En slik prosess leder omsider til en endelig
tidsramme for konstruksjonen, se figur[6.7]

- =
Stage 1 ‘ ‘ Stage 2 ‘ ‘ Stage 3 ‘ ‘ Stage 4 ‘ ‘ = ‘
Activate Elements of Stage | Activate Elements of Stage 2 Activate Elements of Stage 3 Mo new Elements ,-;:'1'
Age T days ge 7 days Age T days B
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Loadcases Loadcases Loadcases Loadcases [
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Figur 6.7: Tidsakse for et utbyggingseksempel med totalt fire konstruksjonssteg [28]]

Nar det utfgres lineere analyser i RM, benytter programmet prinsippet om superpo-
sisjon. For hvert konstruksjonssteg beregner dermed RM responsen fra definerte last-
tilfeller individuelt, fgr resultater eventuelt etter brukerens gnske akkumuleres og su-
perponeres. Tidsavhengige lasttilfeller som kryp, svinn og relaksasjon beregnes ved
tidsintegrasjon for et definert antall tidssteg av brukeren. Hvert tidssteg lagres videre
som et internt lasttilfelle, og beregnede resultater overfgres fra et konstruksjonssteg til
neste som initielle verdier.

I utbyggingsfasen av kragarmene simuleres det for hvert konstruksjonssteg effekten
av tyngden fra forskalingsvogn, samt tilhgrende vat betong i forskalingsvognen. Disse
lastene pafgres noden i den frie enden pa det gjeldende aktive element med en viss
eksentrisitet, forenklet tilsvarende halve lengden av neste utbyggingsseksjon. Vekten
av forskalingsvognen for Salasund bru er satt til & veere 500 kN, mens tyngdetettheten
til vat betong er satt til & vaere 26 kN/m?. I tillegg betraktes naturligvis egenvekten til
det aktive elementet, der tyngdetettheten til herdet betong med innlagt armering er satt
til & vaere 25 kN/m? i henhold til Eurocode 2 [18].

Oppspenning av spennarmering i hvert konstruksjonssteg foregar i to sekvenser. Fgrst
omgjgres krefter fra kabelelementer om til laster, ut i fra ngdvendig informasjon som

’Denne varigheten tilsvarer en arbeidssyklus i FFB-bruer og angis normalt som 7 dggn
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brukeren formidler programmeﬂ Deretter pafgres disse kreftene aktive elementer i det
aktuelle konstruksjonssteget.

6.5 Tolkning av deformasjonsresultater

Evaluering av beregnede numeriske deformasjonsresultater ved seksjonsutbygging er
ofte et problem som kan fgre til mistolkning. Normalt definerer den prosjekterende
ingenigr en konstruksjonsgeometri med prosjekterte overhgyder, som den konstruktg-
rende ingenigr skal felge i utbyggingsfasen. Formalet med prosjekterte overhgyder, er
at konstruksjonen skal innstille seg et tiltenkt deformasjonsmgnster etter uendelig lang
tid. Stgrrelsen pa prosjekterte overhgyder bestemmes fra resulterende deformasjoner
i en langtidsanalyse, men med motsatt fortegn. Denne skal dermed fremvise ngdven-
dige elevasjoner som forskalingsvognen skal innta i hver seksjon for & oppna tilsiktet
geometri.

Nar utbyggingsprosessesen modelleres numerisk, beregner RM hvert konstruksjons-
steg unikt. Med dette menes det at nar et element aktiveres og pafgres laster i et kon-
struksjonssteg, beregnes deformasjoner i kragarmen ved at elementet antas tilkoblet
et udeformert system. Deretter superponerer RM deformasjoner fra hvert konstruk-
sjonssteg. En slik beregningsgang kan utfgres dersom brukonstruksjonen antas a vare
utsatt for sma forskyvninger i henhold til krav for geometrisk linezritet. Dette resul-
terer imidlertid til diskontinuitet mellom elementrender i forskyvningplotter. En riktig
tolkning av forskyvningsplotter vil dermed vere at deformasjoner gjelder for hvert
element, og ikke en global deformasjon av konstruksjonen som en enhet [28]].

i henhold til det som ble diskutert i delkapittel [6.3.5]
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Kapittel 7

Verifisering av numeriske
beregninger for kryp og svinn i
RM BridgeV8i

A implementere innvirkningen av kryp og svinn i numeriske beregninger er normalt
svert innviklet. I konvensjonelle FE-analyser ma dette eventuelt programmeres inn
manuelt av brukeren med en velegnet tidsstegs-algoritme av brukeren. Programmet
som benyttes 1 denne avhandlingen, RM Bridge V8i, har implementert en slik tidssteg-
algoritme i programformuleringen. Det er imidlertid viktig a ha en grunnleggende for-
staelse av hvordan RM utfgrer slike beregninger, da det er ngdvendig a forsta prin-
sipper og forenklinger som programmet legger til grunn, og hvordan dette pavirker
resultater i post-prosesseringen.

I dette kapittelet utfgres en tidsavhengig deformasjonsanalyse av en enkel utkragerbjel-
ke i betong. Numeriske beregninger med hensyn pa kryp og svinn i RM verifiseres ved
analytiske beregninger. En slik verifisering er svert viktig for a etablere et forhold til
den implementerte tidsstegs-algoritmen i programmet. For fritt frambygg bruer, som er
stgrre og mer kompliserte konstruksjoner, vil det dermed vare enklere & ha et forhold
til resultater programmet gir ved tidsavhengige analyser.

7.1 Modell og geometri

7.1.1 Innledning

Verifikasjonen foretas ved & utfgre en tidsavhengig deformasjonsanalyse med hensyn
pa kryp og svinn, for en betongbjelke utsatt for aksiallaster i planet. Bjelken er fast
innspent i en ende og fri i den andre og har en total lengde L, se figur[7.1]

Konstruksjonen bestar av et massivt kvadratisk tverrsnitt med sidelengder ¢, og en
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F1 F2

Seksjon 1 =L/2 i Seksjon 2 = L/2 |

| L, Ec,| |

Figur 7.1: Betongbjelke

betongkvalitet B30 i henhold til Eurocode 2 [18]]. Aksiallastene virker henholdsvis i
enden av seksjon 1 og seksjon 2 i parallell virkelinje med x-aksen, og er like store.
Lastene pafgres i tverrsnittets tyngdepunkt og holdes konstante over tid. Videre mo-
delleres det ikke for armering i konstruksjonen. @vrige inputparametere er gitt i tabell

Valg av seksjonsvis utkragerbjelke er ment for & simulere en del av utbyggingsfasen i
fritt frambygg bruer, der aksiallastene som pafgres er ment for & simulere en tilsvarende
effekt som oppnés ved oppspenning av spennkabler. Det ses bort i fra egenvekten i det
statiske problemet, hvilket medfgrer at analytiske handberegninger forenkles i stgrre
grad.

7.1.2 Diskretisering i RM

Problemet som er blitt beskrevet lgses ved numeriske tidsavhengige analyser i RM,
der resultatene sammenlignes og verifiseres med analytiske handberegninger. Tids-
avhengige materialmodeller i henhold til Eurocode 2 [18]] benyttes i verifiseringen.
Geometrien i RM diskretiseres med fire like lange bjelkeelementer og tilhgrende no-
der mellom elementene. Da aksiallaster pafgres i tverrsnittets tyngdepunkt og det ses
bort i fra egenvekten til konstruksjonen, kan systemet beskrives med kun horisontale
frihetsgrader u i hver node, se figur[7.2]

F1 F2
— —
N101 N102 N103 N104 N105
— E101 «— E102 — E103 — E104 —
ul u2 u3 u4 ub
| Seksjon 1 | Seksjon 2 |

Figur 7.2: Diskretisert utkragerbjelke

7.1.3 Stgpeplan

Bjelkekonstruksjonen stgpes seksjonsvis i to etapper, slik at alderen i de respektive
seksjonene vil veere ulike. Videre innfgres felgende tidsnotasjon for alderen bade sek-
sjonsvis og globalt, nar det forsgkes a gi en beskrivelse av stgpeplanen for bjelkekon-
struksjonen
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* tq angir alder for den globale konstruksjonen. Med globalt menes det hele kon-
struksjonen (Seksjon 1 + Seksjon 2).

* tgek,; angir alder for seksjon 7
* ¢ angir den respektive seksjonen
* t,; angir alder for seksjon 4 ndr uttgrkingsvinn pdbegynner

* to, angir alder for seksjon ¢ ndr seksjonen palastes med ytre last og kryp pabe-
gynner

Stgpeplanen for bjelkekonstruksjonen kan dermed beskrives ved fglgende tidssteg;
Steg 1;tg =0

Farste seksjon stgpes, og alderen for bade seksjon 1 og den globale konstruksjonen
begynner a Igpe fra dette tidspunktet. Den globale konstruksjonen og Seksjon 1 “fg-
des” dermed ved dette tidspunktet. Seksjon 1 antas a vare utsatt for svinnuttgrking fra

utstgp, slik at £5 1 = 0 dggn. Se figur[7.3]

- -
,,,,,,,,,,,,,,,,,,, |
Seksjon 1 =L/2 i

Figur 7.3: t¢ = tger,1 = ts1 =0

Steg 2; tg = 28

Seksjon 1 har fatt lov til a herde i 28 dggn nar aksiallast F; pafgres i node N103.
Alderen pé seksjonen ndr krypet pdbegynner er dermed tge,1 = to1 = 28 dggn, og
tilsvarende er den globale alderen til konstruksjonen tg = 28 dggn. Se figur[7.4]

F1

Seksjon 1 =L/2 L

Figur T74:tqg = tser,1 = to,1 = 28
Steg 3; tq = 28

Seksjon 2 stgpes umiddelbart rett etter at aksiallast Fy pafgres Seksjon 1, og “fgdes”
dermed ved dette tidspunktet. Dette gir at alderen pa Seksjon 2 er tger 2 = 0 dggn nir
den globale alderen til konstruksjonen er t¢ = 28 dggn. Tilsvarende som for Seksjon
1 antas det at uttgrkingssvinnet pdbegynner fra utstgp, slik at t;» = 0 dggn. Se figur
[7.5]

Steg 4; t¢ = 56

Seksjon 2 har na fatt lov til 4 herde i 28 dggn nér aksiallast I pafgres i node N105.
Dette medfgrer at alderen pa Seksjon 2 er tger2 = to2 = 28 dggn nar nye krypdefor-
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Figur 7.5: tqg = tSek,l = 28, t55k72 = ts,z =0

masjoner pabegynner som fglge av aksiallast F5. Alderen pa Seksjon 1 er lik alderen
pa den globale konstruksjonen tg.;1 = tg = 56 dggn. Ved dette tidspunktet er na
bjelkekonstruksjonen ferdigstilt. Se figur[7.6]

F1 F2

Seksjon 1 =L/2 L Seksjon 2 = L/2 I

Figur 7.6: t¢ = tSek,1 = 96, tgek,2 = to,2 = 28

Steg 5;tq = 84

Det foretas en deformasjonsanalyse nar den globale konstruksjonen oppnar en alder pa
tc = 84 dggn. Alderen pa Seksjon 1 og Seksjon 2 er ved dette tidspunktet henholdvis
tsek,1 = tg = 84dggn og tser2 = 56dggn. Seksjon 1 er altsd 28 dggn eldre enn
Seksjon 2.

7.2 Numerisk modellering av kryp og svinn i RM

Da bjelken stgpes i to etapper er det ngdvendig & definere tilsvarende to konstruk-
sjonssteg i RM. For hvert konstruksjonssteg ma det defineres et lasttilfelle for hver
av aksiallastene som pafgres i sine respektive noder. Lasttilfeller for kryp og svinn
ma ogsa innfgres for hvert konstruksjonssteg og avhenger av at fglgende parametere
defineres

* to; - angir betongens alder i den respektive seksjonen 7 ved pélastning av aksial-
laster i henhold til delkapittel [3.2.4]

* ts; - angir betongens alder i den respektive seksjonen ¢ nar uttgrkingsvinn pa-
begynner i henhold til delkapittel [3.3.3]

» At - angir tiden til neste konstruksjonsendring for den globale konstruksjonen;
kan eksempelvis vere tiden til neste seksjon aktiveres og en ny permanent last
pafgres. Den kan ogsa angi ved hvilken tid det gnskes a foreta en vurdering av
de tidsavhengige deformasjonene forarsaket av kryp og svinn.

92



Kapittel 7. Verifisering av numeriske beregninger for kryp og svinn i RM BridgeV8i

Konstruksjonssteg 1

Element E101 og E102 aktiveres, og det defineres et lasttilfelle for aksiallast F; som
pafgres ved node N103. Randbetingelser pafgres slik at alle frihetsgrader i node N101
er last.

Nﬁﬂ N102 N103

é E101 E102 F1

Figur 7.7: Konstruksjonssteg 1

I henhold til stgpeplanen i delkapittel [7.1.3]defineres fglgende tidsparametere for fgrste
konstruksjonssteg

. t071:28
b t5,1:0
e At =28

Konstruksjonssteg 2

Element E103 og E104 aktiveres, og aksiallast F5 pafgres ved node N105.

Nﬁﬂ N102 N103 N104 N105

2 E101 E102 F1 E103 E104 F2

Figur 7.8: Konstruksjonssteg 2

I henhold til stgpeplanen i delkapittel defineres fglgende parametere for andre
konstruksjonssteg

® to’g =28
hd ts,g =0
o« At =28

Nar lasttilfeller, tidsparametere og aktivering av elementer i de respektive konstruk-
sjonsstegene er definert, beregnes deformasjoner, snittkrefter og spenninger for hvert
lasttilfelle i RM. Deretter superponerer RM beregnede resultater fra hvert lasttilfelle.
Disse resultatene sammenlignes med de analytiske beregningene i delkapittel og
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7.3 Analytiske beregninger for last- og krypdeformasjoner

Ved analytiske beregninger for last- og krypdeformasjoner antas det at prinsippet om
superposisjon gjelder. Deformasjonsresponsen fra hvert lasttilfelle i hvert konstruk-
sjonssteg kan dermed behandles unikt. Ved beregning av kryptall benyttes krypmodel-
len i henhold til Eurocode 2 [18]], som tidligere ble presentert og diskutert i delkapittel
[3.2.4 Ved beregning av initielle lastdeformasjoner benyttes enhetslastmetoden. Videre
fplger beregningsgangen stppeplanen i delkapittel [7.1.3]

7.3.1 Inputparametere

Inputparametere som benyttes til utregning av last- og krypdeformasjoner er gitt i ta-
bell og gjelder for den globale konstruksjonen.

Videre innfgres en ny indeksnotasjon, der eksempelvis kryptallet angis ved

hvor

Bjelkelengde L [m] 20
Sidelengde tverrsnitt ¢ [m] 0.5
Elastisitetsmodul E. [MPa] 33000
Aksiallast I [kN] 1500
Aksiallast Fy [kN] 1500
Tverrsnittsareal A, [m?] 0.25
Ytre omkrets © [m] 2
Effektiv tverrsnittstykkelse hg [m] | 0.25
Middeltemperatur 7,,,;4 [°C] 20
Sylindertrykkfasthet f.; [MPa] 30
Relativ fuktighet RH [%] 75

Tabell 7.1: Inputparametere

¢Cr7i7j7Fk (At? to)

* ¢ angir den respektive seksjonen

j angir det respektive konstruksjonssteget
F}, angir den respektive aksiallasten
to angir alderen til seksjon i ved palastning

At angir gkning i alder av seksjon 7 fra en valgt tid

7.1

Konstruksjonens globale alder ¢ benyttes som refereransetid nar de aktuelle deforma-
sjonsresponsene fra hvert konstruksjonssteg beregnes stegvis. Tidsparameternes betyd-

ning er illustrert i figur
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Utwikling av krypkoefisient

Krypkurye

-,

0 G Init,,)

Figur 7.9: Utvikling av krypkoeffisient i henhold til inputparametere i tabell[7.1]og krypmodell
i EC2 [T8]

7.3.2 Konstruksjonssteg 1

Aktuelle deformasjonsresponser i Konstruksjonssteg 1 er illustrert i figur og er
folgende

1. Initielle deformasjoner i Seksjon 1 grunnet palastning fra aksiallast F

2. Krypdeformasjoner i Seksjon 1 grunnet konstant belastning over tid fra aksial-
last F}

F1

Aulnit + Aucr
L Seksjon 1=L/2 |

Figur 7.10: Deformasjoner i konstruksjonssteg 1

Deformasjonsrespons 1.

Initielle deformasjoner ved node N103 som fglge av at aksiallast F pasettes ved tiden
tc = 28 dggn beregnes ved fglgende uttrykk

01
E.

N |

Aurnit1,1,7 = (7.2)
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der

B
= — 7.
o1 A (7.3)

Initielle deformasjonsresultater ved node N103 er gitt i tabell hvor det observeres
kun sma neglisjerbare forskjeller i resultater.

Beregningsmetode ‘ AUrpit,1,r [(mm] ‘
Analytisk 1.8182
Numerisk, RM 1.8300

Tabell 7.2: Resultater for initielle deformasjoner i Seksjon 1

Deformasjonsrespons 2.

Det foretas en analyse av deformasjonsresponsen som fglge av kryp ved tiden ¢t = 56
dggni Seksjon 1. Ved dette tidspunktet er alderen til seksjonen tilsvarende tgex,1 = 56
dggn. Aksiallasten F ble pasatt da alderen til Seksjon 1 var tg = 28 dggn, hvilket
betyr at seksjonen har fatt lov til a utvikle kryp i totalt At = 28 dggn nar det foretas
en analyse av deformasjonsresponsen med hensyn pa kryp ved tiden tc = 56 dggn, se

figur

Utwikling av krypkoefisient

Krypkurye

e -——————————
0.6

04t

0L

10 0 = 28 il 100 1000

Init,;)
Figur 7.11: Krypkoeffisient for Seksjon 1 pga aksiallast F}

Kryptallet At = 28 dggn etter seksjonens palastningsalder to = 28 dggn kan leses av
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krypkurven i figur[7.1T]og er

Gera 1.7, (AL, tg) = 0.6858 (7.4)
Krypfunksjonen blir
1
Jer1,F (A, 1) = I Ger1,F (AL, o)
C

Kryptgyningen i Seksjon 1 blir dermed

Eer1,1,F (At to) = o1 - Jer 11,7, (AL, to)

Krypdeformasjonen i seksjonens ende ved dette tidspunktet blir

L
AUcri 1,/ = €er 1,k (At to) - 3 (7.5)

Analytiske- og numeriske resultater er gitt tabell i[7.3]

Beregningsmetode \ Gern 1, (AL, o) \ Atep 1, [mm] ‘

Rk ht)

Analytisk 0.6858 1.2469
Numerisk RM 0.6860 1.2470

Tabell 7.3: Resultater for krypdeformasjoner i Seksjon 1

Slik det fremgér av tabell og [7.3] er det kun neglisjerbare sma avvik mellom
analytiske- og numeriske resultater ved beregning av last- og krypdeformasjoner for
Seksjon 1 i Konstruksjonssteg 1.

7.3.3 Konstruksjonssteg 2

Aktuelle deformasjonsresponser i Konstruksjonssteg 2 er

1. Initiell deformasjon i den globale konstruksjonen grunnet palastning fra aksial-
last Fy

2. Pkning av krypdeformasjoner i Seksjon 1 grunnet konstant belastning over tid
fra aksiallast F}; som ble pasatt i Konstruksjonssteg 1

3. Krypdeformasjoner i Seksjon 1 grunnet konstant belastning over tid fra aksial-
last Fy

4. Krypdeformasjoner i Seksjon 2 grunnet konstant belastning over tid fra aksial-
last Fy
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Det foretas en vurdering av de aktuelle deformasjonsresponsene 2. - 4. ved tiden tg =
84 dggn.

Deformasjonsrespons 1.

Au/2

L Seksjon 1=L/2 L Seksjon 2 = L/2

F2
7 [ —
Au
|

Figur 7.12: Initielle deformasjoner i global konstruksjon pga Fs

Initielle deformasjoner ved node N105 som fglge av at aksiallast F5 pasettes ved tiden
tq = 56 dggn beregnes ved fglgende uttrykk

02

B L (7.6)

AUrnit 2,7 =
der

F
oy = A% (1.7)

Deformasjonsresultater ved node N105 er gitt i tabell Deformasjoner ved node
N103 er naturlig nok halvparten av stgrrelsen av resultatene i tabell grunnet lik
aksialtgyning i den globale konstruksjonen, se figur

Beregningsmetode ‘ Aurpit2,2 7, [mm] ‘
Analytisk 3.6364
Numerisk, RM 3.6500

Tabell 7.4: Resultater for initielle deformasjoner pga Fs

Deformasjonsrespons 2.

Ved tidspunktet ¢ = 84 dggn har krypdeformasjonene i Seksjon 1 gkt som fglge
av at aksiallast F; som ble pasatt i Konstruksjonssteg 1, har fatt lov til a virke over
en ytterligere gkning i tid At = 28 dggn fra sist vurdering. Deformasjonsresponsen er
illustrert i figur[7.13] Forrige vurdering for denne seksjonen ble foretatt ved tidspunktet
te = 56 dggn, se Deformasjonsrespons 2. i delkapittel [7.3.2]

Kryptallet som beskriver gkningen av krypdeformasjoner fra ¢ = 56 dggn — {5 =
84 dggn finnes ved & anta en linezr interpolasjon over tidsintervallet Aty = 28 dggn i
figur Palastningsalderen er fremdeles ¢y = 28 dggn.
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F1
| Au Au
: Seksjon 1=L/2 ! Seksjon 2=1/2

Figur 7.13: Krypdeformasjoner i Seksjon 1 i Konstruksjonssteg 2

Utvikling av krypkoefiisient

1.8 .
krypkurye
16} |
14}
ﬂﬂ =28 "ﬁtz =2
i BN
s 1L
D |- — —— —— ———————— |
OARSA—— — — ———— — |T $or 1 2004
06+ | | i
| |
| |
04 | | |
| |
| |
0.2+ | | |
| |
D ! | | 1 L
10 t0 = 28 56 &84 1000

Inft.)

Figur 7.14: Krypkoeffisient for Seksjon 1 ved t = 84 dggn

Krypkoeffisienten som beskriver gkningen av kryp i dette intervallet blir dermed

bern 2,/ (Ata, to) = 0.8344 — 0.6858 = 0.1486 (7.8)

Krypfunksjonen blir

1

Jer1,2,m (Atg, to) = I Ger 2,7 (Ata, to)
C

Kryptgyningen blir

Eern 2, (Ata, to) = 01 - Jer1 2,1, (Ata, to)

(@kning av krypdeformasjonen i Seksjon 1 ved node N103 som fglge av aksiallast F
fra tiden tg = 56 dggn — tg = 84 dggn blir

= 0.2702mm (7.9)

N |

Auer 121 (Ata, to) = e 2. (Ata, to) -

99



Kapittel 7. Verifisering av numeriske beregninger for kryp og svinn i RM BridgeV8i

Deformasjonsrespons 3.

Aksiallast F5 ble pasatt da alderen til Seksjon 1 var tg = 56 dggn. Nar det na foretas
en vurdering ved t = 84 dggn har seksjonen fatt lov til & utvikle kryp i totalt At = 28
dggn som fglge av aksiallast F5. Deformasjonsresponsen er illustrert i figur

Au
7 Seksjon 1=L/2 L Seksjon 2= L/2

F2
bLAu
|

Figur 7.15: Krypdeformasjoner i Seksjon 1 i Konstruksjonssteg 2 pga Fs

Utvikling av krypkoefiisient
14 T T

Erypkurye

T2F

0.8+

¢cr

pEOBPM~————— - ——— ——

04t

0.zr

10 10 =56 &4 1000

Inft)

Figur 7.16: Krypkoeffisient i Seksjon 1 pga F»

Kryptallet At = 28 dggn etter palastningsalderen ¢ty = 56 dggn kan leses av krypkur-
ven i figur[7.16Jog er

ber1.2,m (AL, tg) = 0.6008 (7.10)
Krypfunksjonen blir
Jer 1,2, (At tg) = Elc “Per1,2,7, (AL, 1o)
Kryptgyningen blir

Eern 2,7, (At tg) = 02 - Jer 1,27, (AL, 10)
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Krypdeformasjonen i Seksjon 1 som fglge av aksiallast F5 blir

AucrvLQ,FQ (At, to) = Ecr,1,2,F> (At, to) . = 1.0924mm (71 1)

no|

Totale krypdeformasjoner i node N103 for Seksjon 1 ved t¢ = 84 dggn i konstruk-
sjonssteg 2, finnes dermed ved & superponere forskyvningene fra ligning og lig-

ning (711)

Atier1 2,101 = 1.3626mm (7.12)

Deformasjonsrespons 4.

Den globale alderen til konstruksjonen er t¢ = 56 dggn nar Fb pasettes. Ved dette
tidspunktet er alderen til Seksjon 2 tgep2 = to = 28 dggn. Nar det da foretas en
vurdering av krypdeformasjoner ved ¢ = 84 dggn har krypet i Seksjon 2 grunnet
aksiallast F5 gkt med tiden At = 28 dggn. Deformasjonsresponsen er illustrert i figur
[7.17] Krypkurven og krypkoeffisienten blir dermed identisk som i figur [7.11] og kan
begrunnes med fglgende pastander

* Palastningsalderen er tg = 28 dggn i begge tilfeller

* Det foretas en vurdering etter en relativ tidsgkning pa At = 28 dggn i begge

tilfeller

F2
7 =

L Au

L Seksjon 1=L/2 ) Seksjon 2 = L/2 i
Figur 7.17: Krypdeformasjoner i Seksjon 2 i Konstruksjonssteg 2 pga Fs
Krypkoeffisienten blir dermed
Ger2.2.7, (At tg) = 0.6858 (7.13)
Krypfunksjonen blir
1
Jer22,7, (At t0) = - Per2.2,7, (Al 1)
C

Kryptgyningen blir

Eer2,2,F, (At  tg) = 02 - Jer22 1 (AL, 1o)
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Krypdeformasjonen i Seksjon 2 som fglge av aksiallast F5 blir

AUCT,2727F2 (At, to) = €c¢r,2,2,F> (At, to) . = 1.2469mm (714)

no|

Av hensyn til krav til kompatibilitet i node N103, vil den totale forskyvningen i node
N105 for Seksjon 2 finnes ved a superponere krypdeformasjonene fra ligning (7.12))

og (7.14)

Atier2.2.10t = 2.6095 (7.15)

7.3.4 Oppsummering av deformasjonsresultater

Analytiske- og numeriske resultater som fglge av last- og krypdeformasjoner fra Kon-
struksjonssteg 1 og Konstruksjonssteg 2 er henholdsvis vist i tabell [7.5] og tabell

Beregningsmetode | Auryit1,1,7 [mm] \ AU 1.1,7, [mm] ‘

Analytisk 1.8182 1.2469
Numerisk RM 1.8300 1.2470

Tabell 7.5: Deformasjonsresultater fra Konstruksjonssteg 1 ved tg = 56 dggn

Beregningsmetode ‘ Aulmt,2,2,Fz [mm] ‘ Aucr,l,Z,tot [mm] ‘ AUcr,2,2,tot [mm] ‘
Analytisk 3.6364 1.3626 2.6095
Numerisk RM 3.6500 1.3630 2.6100

Tabell 7.6: Deformasjonsresultater fra Konstruksjonssteg 2 ved t = 84 dggn

Slik det fremgar av resultatene er det neglisjerbare sma avvik mellom numeriske- og
analytiske deformasjonsberegninger. De analytiske beregningene viser dermed hvor-
dan RM foretar numeriske beregninger, der de viktigste prinsippene er at

* RM benytter prinsippet om superposisjon ved a superponere aktuelle deforma-
sjonsresponser i de respektive konstruksjonsstegene

* RM tilnermer de ikke-line@re krypkurvene ved liner interpolasjon over tids-
intervallene

De analytiske beregningene viser videre at RM tar inn krypmodellen i henhold til
Eurocode 2 [[18] pa en fornuftig mate.
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7.4 Analytiske beregninger for svinndeformasjoner

7.4.1 Innledning og forutsetninger

I motsetning til kryp er svinn i betongkonstruksjoner fullstendig uavhengig av pafgrt
lastniva. Svinnmodellen i henhold til Eurocode 2 [18]] benyttes ved beregning av svinn-
deformasjoner i bjelkekonstruksjonen, og ble tidligere presentert og diskutert i delka-
pittel I modellen fremkommer det at svinnet beregnes med hensyn pa fglgende
hovedkomponenter

1. Uttgrkingsvinn
2. Autogent svinn

Uttprkingsvinn fremkommer som en direkte konsekvens av at betongen utveksler fuk-
tighet med omgivelsene. Med mindre den relative fuktigheten i omgivelsene er ved
100%, vil fenomenet fremkomme. Autogent svinn oppstar som en direkte konsekvens
av den kjemiske prosessen ved fasthetsutviklingen i betongen, og vil fremkomme uav-
hengig av fuktighetsutvekslingen med omgivelsene.

Da prinsippet om superposisjon antas a gjelde, foregar deformasjonsberegningene iden-
tisk som den analytiske fremgangsmetoden og tidsstegsalgoritmen, som ble vist for
krypberegninger i delkapittel Dette gjennomgas dermed ikke i detalj for svinn i
dette delkapittelet pa tilsvarende mate som ble gjort for kryp, men det fokuseres heller
pa om RM tar inn svinnmodellen i Eurocode 2 [18] pa en fornuftig mate.

7.4.2 Beregning av svinndeformasjoner

Det foretas na en deformasjonsberegning av betongbjelken i figur Beregningene
forenkles og begrenses imidlertid ved a vurdere Seksjon 1, da det i dette tilfelle kun er
gnskelig 4 undersgke om RM tar inn svinnmodellen i EC2 pa en fornuftig mate.

__Lesh
] Seksjon 1 =1/2 )

Figur 7.18: Svinndeformasjoner i Seksjon 1

Slik det fremgar av figur[7.18] vil Seksjon 1 som fglge av opptredende svinntgyninger
esn, trekke seg sammen og “krympe”. Det totale svinnet avhenger i stor grad av ved
hvilket tidspunkt ¢4 det antas at uttgrkingsvinnet pabegynner. I dette tilfelle antas det at
uttgrkingen starter nar betongen stgpes ut for fgrste gang, altsa ved det tidspunktet den
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globale konstruksjonen fgdes. Ved a sette t; = t¢ = 0 og benytte inputparameterne i
delkapittel kan utviklingen av svinntgyninger finnes bade numerisk og analytisk.

Init)
1 10 t0=28 100 1000 10000
hh”ﬁxm
-
T
-,
F -0.007
3 -0.01
=

5

F ooz

3 -0.023

= — — —Analytisk 003

Mumerisk (Rh)
1l 1 1 1 | 1 1ol

Figur 7.19: Utvikling av svinntgyninger i Seksjon 1

Utviklingen av svinntgyningene med tiden ved numeriske- og analytiske beregnin-
ger er vist i figur Det legges merke til at det forekommer et oppsiktsvekkende
avvik for de ulike beregningsmetodene. Den analytiske kurven viser hvordan utviklin-
gen av svinn skulle vert i henhold til modellen i Eurocode 2 [18]], dersom det antas
at uttgrking i Seksjon 1 virker fra utstgp, altsa fra tidspunktet ts = tg = 0 dggn.
Den numeriske kurven neglisjerer imidlertid svinntgyninger som oppstér i tiden fgr
palastningsalderen til betongen (tp = 28 dggn), hvilket medfgrer at RM fgrst begyn-
ner a utvikle svinn fra dette tidspunktet. Dette impliserer at det ved palastningsalderen
to = 28 dggn for betongen, ikke vil vere noen initielle deformasjoner 1 seksjonen som
felge av svinntgyninger. I tillegg undervurderes de endelige svinntgyningene ved tiden
ta = 00, og kan blant annet fgre til at deler av tvangskrefter som ville oppstatt i statisk
ubestemte konstruksjoner neglisjeres. Det er dermed hensiktsmessig a finne ut av hvor-
dan RM beregner disse svinnkurvene, og hvorfor programmet tar inn svinnmodellen 1
EC2 pa en annen mate enn ved analytiske beregninger.

Etter & ha analysert hvordan RM beregner svinnkurven numerisk, ble det funnet ut
at programmet i utgangspunktet fglger helt lik kurve som den analytiske. Det som
imidlertid skjer er at RM som nevnt neglisjerer svinntgyninger frem til palastningsal-
deren tg = 28 dggn. Programmet beregner dermed slik at svinnkurven har sitt start-
punkt/nullpunkt ved dette tidspunktet, se figur Forskjellen i svinntgyninger for
analytisk- og numerisk kurve ved dette tidspunktet vil dermed vere Aegp, =~ 0.0070%.
Programmet regner videre ved at den til enhver tid fra dette tidspunktet trekker i fra
denne forskjellen i tgyning, slik at svinnet i RM ved tiden { = oo vil vare €5, =
0.0300% — 0.0070% = 0.023%. Dette medfgrer at RM beregner en endelig langtids-
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tgyning som tilsvarer kun 76% av forventet langtidstgyning i henhold til svinnmodel-
leni EC2.

Undertegnede er uenig i hvordan RM tar inn svinnmodellen i Eurocode 2, da spesielt
med hensyn pa at den endelige langtidsdeformasjonen viser et ikke-ubetydelig avvik.
Til RM sitt forsvar beregner programmet korrekt ved denne metoden dersom det benyt-
tes prefabrikkerte betongelementer, da uttgrkingen foregar under kontrollerte forhold.
Dette gjelder imidlertid ikke for fritt frambygg bruer, som stgpes direkte pa stedet.

Det ble videre foretatt ytterligere analyser bade numerisk og analytisk, for & finne en
metode som kunne manipulere RM slik at endelige svinntgyninger ble minst mulig
underestimert. Resultatet fra analysene viste at dersom ¢4 ble satt til & vere lik g,
samsvarte svinntgyningene i RM ved tiden ¢ = oo med den analytiske svinnmodellen
i henhold til EC2. Dette forhindrer imidlertid ikke svinntgyninger fra & underestimeres
i tidlig alder, men er en alternativ metode som kan benyttes for at langtidstgyningene
skal samsvare med den forventede verdien i henhold til svinnmodellen i EC2.

7.5 Nedbgyningsberegninger i RM med hensyn pa svinn og
kryp

Frem til na i dette kapittelet har det blitt foretatt tidsavhengige analyser med hensyn pa
kryp- og svinndeformasjoner, nar bjelken i figur[7.1]kun er utsatt for aksiell belastning.
I fritt frambygg bruer er det imidlertid deformasjoner grunnet vertikale forskyvninger
som er av prinsipiell betydning. Det er dermed viktig & forstd hvordan RM utfgrer
tidsavhengige beregninger av nedbgyninger med hensyn pa kryp og svinn.

7.5.1 Nedbgyningsberegninger for svinn

Nedbgyninger som oppstar pa grunn av svinndeformasjoner, avhenger i stor grad av
mengde innlagt armering i betongkonstruksjonen. Sgrensen [26] foretar en svert in-
tuitiv betraktning av krumninger som oppstér i en statisk bestemt armert betongbjelke
utsatt for svinntgyninger. Betraktningene gér ut pa at nar betongen svinner, vil den fa
aksiale deformasjoner som fglge av at konstruksjonen “krymper”. Ettersom bjelken er
armert, vil armeringen motsta de aksiale deformasjonene og samtidig pafgres spennin-
ger som fglge av svinntgyningene. Bjelken trykkes dermed mer sammen i overkant, da
armeringen i underkant motstar de aksielle deformasjonene. Dette medfgrer at det kan
oppsta tgyninger over tverrsnittet som illustrert i figur [7.20} som videre resulterer i en
konstant krumning over bjelkens lengde. Dersom det hadde veart lagt inn armering i
overkant ville dette begrenset krumningen i stgrre grad.

RM regner imidlertid slik at det kun oppstar aksiale deformasjoner som fglge av svin-
net, og ikke krumninger pa grunn av innlagt armering. Svinntgyningene vil dermed
ikke fgre til en gkt vertikal deformasjon, slik at dette kan underestimeres i nedbgy-
ningsresultatene. Dette kan videre forsvares, da et brutverrsnitt som oftest inneholder
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Esh

—

Figur 7.20: Krumninger grunnet svinn

store mengder jevnt fordelt armering, slik at krumninger som oppstar pa grunn av
svinnet vil begrenses i sa stor grad at resulterende vertikale deformasjoner vil vare
neglisjerbare.

7.5.2 Nedbgyningsberegninger for kryp

Stgrrelsen pa opptredende krypdeformasjoner avhenger som kjent av det aktuelle last-
nivéet. Dersom det antas at et pafgrt moment genererer en linezr spenningsfordeling
over et vilkarlig betongtverrsnitt, vil det dermed krype ulikt over trykksonens hgy-
de. Krypet medfgrer videre at trykksonen komprimeres og forkortes over tid, mens
strekksonen tilsvarende forlenges. En slik deformasjonsmekanisme forarsaker dermed
en krumning over bjelkens lengde. I likhet med svinn vil tilstedevarelsen av innlagt
armering i betongkonstruksjonen begrense krumningen [4].

Normalt varierer stgrrelsen pa momentet over bjelkens lengde, slik at stgrrelsen pa
bgyespenninger og kryptgyninger tilsvarende vil variere. Dette kan vere svert innvik-
let a programmere pa en fornuftig mate, og vil i de fleste tilfeller vere svert tidkre-
vende a beregne numerisk. I praktisk sammenheng er det dermed vanlig a innfgre en
effektiv elastisitetsmodul metode, som medfgrer at stivheten i systemet reduseres ved
diskretiserte tidssteg pa grunn av kryp. En slik metode er nermere diskutert av Tei-
gen [[13]], Sgrensen [26] og Santhi [3[]. Dersom det tas utgangspunkt i krypfunksjonen
ved likning (3:14) i delkapittel kan den effektive elastisitetsmodulen vises til &
vare

1 E,
Eoopp = = 7.16
T Tt t) 1+ 6(t,10) (7.16)

hvor E. er elastisitetsmodulen ved 28 dggns fasthet, og ¢(t, t) er kryptallet. RM be-
nytter en slik redusert elastisitetsmodul ved numeriske nedbgyningsberegninger, pa
grunn av krypets innvirkning pa bgyespenningene. Bestemmelse av kryptall utfgres
imidlertid pa tilsvarende mate som presentert i delkapittel
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7.6 Virkning av ikke-uniformt kryp og svinn

RM beregner uniforme kryp- og svinndeformasjoner over et vilkarlig definert betongt-
verrsnitt. Dette kan imidlertid vere kontroversielt i fritt frambygg bruer, som innehar
uvanlig store tverrsnittsdeler, hvilket videre gjgr det fornuftig & anta at de respekti-
ve tverrsnittsdelene vil krype- og svinne ulikt. Takacs [23] utfgrte et forsgk pa dette
fenomenet i en omfattende numerisk modell med skallelementer. Resultatene viste at
effekten av ikke-uniformt kryp- og svinn fremviste mer ukonservative resultater. Ef-
fekten av ikke-uniformt kryp og svinn neglisjeres dermed videre i denne avhandlingen.

7.7 Oppsummering

Det har i dette kapittelet blitt foretatt en grundig verifisering av numeriske beregninger
med hensyn pa kryp og svinn i RM. Det har videre blitt vist hvordan RM benytter prin-
sippet om superposisjon ved beregning av aktuelle deformasjonsresponser i respektive
konstruksjonssteg. I tillegg ble det vist en tidsstegs algoritme for utviklingen av kryp
over tid, og at programmet foretar line@r interpolasjon av de ikke-lineere krypkurve-
ne. Det ble til slutt konstantert at krypmodellen i henhold til EC2 tas inn pa en fornuftig
mate i RM. Videre foretar RM en forenkling av nedbgyningsberegninger med hensyn
pa kryp ved a benytte en effektiv elastisitetsmodul, hvilket er praktisk, konservativt og
ikke minst gkonomisk regneeffektivt.

Ved numeriske beregninger for svinndeformasjoner i RM, ble det i verifiseringen avdu-
ket et avvik i forhold til svinnmodellen i EC2. Det ble vist at endelige svinntgyninger
ble underestimert av en betydelig stgrrelse nar parameterene t; # tg, og dermed at
svinnmodellen i henhold til EC2 ikke ble tatt inn pa en fornuftig mate i programmet.
Ved a foreta manipulasjoner av tidsparameteren t,, ble det vist at den endelige svinn-
tgyningen i programmet gav samsvar med den forventede verdien. Manipulasjonen
forhindrer imidlertid ikke svinntgyninger fra & underestimeres i tidlig alder. Videre be-
regner RM slik at det kun oppstar aksiale deformasjoner som fglge av svinnet, og ikke
at konstruksjonen krummer pa grunn av innlagt armering, hvilket er akseptabelt.
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Kapittel 8

Numerisk linegere resultater

I dette kapittelet presenteres og diskuteres resultater fra den numeriske tidsavhengi-
ge analysen som har blitt utfgrt for Salasund bru. Analysene forutsetter som kjent at
brukonstruksjonen er i en lineaer uopprisset tilstand. Innvirkningen av skjaerdeforma-
sjoner i en slik tilstand diskuteres i dette kapittelet. Videre belyses den komplekse
oppfarselen til brukonstruksjonen, nar tilstanden endrer seg med tiden som fglge av
langtidseffektene kryp, svinn og relaksasjon.

8.1 Innledning

Tidsavhengige materialmodeller som benyttes i de numeriske beregningene er i hen-
hold til Eurocode 2 [18]], og ble tidligere presentert i kapittel [3| Teorigrunnlag for
oppbygning- og beregning av numerisk modell diskuteres grundig i kapittel 5} og [6]
Videre er det foretatt en verifisering av numeriske kryp- og svinnberegninger RM ut-
fgrer i kapittel

April 2012 ble det utfgrt et nivellement av Salasund bru i regi av Statens Vegvesen [2]].
Teoretisk vegakse og malt nivellement er vist i figur der den velkjente “duppen”
som ofte opptrer i hovedspennet for fritt frambygg bruer er tydelig markant. Ved ut-
bygging av brukonstruksjonen legges det inn som nevnt tidligere overhgyder i forhold
til teoretisk vegakse. Stgrrelsen pa overhgydene er normalt lik den tilsvarende beregne-
de langtidsdeformasjonen, men med motsatt fortegn. Arsaken til at overhgyder legges
inn, er at brukonstruksjonen skal innstille seg en endelig deformasjonsform lik den
teoretiske vegaksen etter uendelig lang tid.

Sett bort i fra hovedspennet, fremviser brukonstruksjonen kun sma neglisjerbare avvik
i elevasjon- og deformasjonsform fra den teoretiske vegaksen ved presens tid. I denne
delen av brukonstruksjonen er det dermed apenbart at langtidsberegningene stemmer
greit overens med langtidsoppf@rselen, selvom den i noe grad underestimeres. I ho-
vedspennet fremkommer det imidlertid betydelige overflgdige deformasjoner og en
deformasjonsform som har tydelige avvik fra den teoretiske vegaksen. Da innlagte
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overhgyder skulle ha sikret at brukonstruksjonen i hovedspennet tok lik form som den
teoretiske vegaksen, viser dette at det oppstar utilsiktede effekter i lgpet av levetiden
som ikke ble avduket i prosjekteringsfasen for Saldsund bru.
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Figur 8.1: Teoretisk vegakse- og malt nivellement av Séldsund bru April 2012

I dette kapittelet belyses hovedsakelig langtidsoppfgrselen for Saldsund bru, nar det
utfgres numerisk line®re tidsavhengige analyser i uopprisset tilstand og det benyttes
kryp- og svinnmodeller i henhold til EC2. En arsak til det, er for a undersgke om kryp-
og svinnmodeller som ble benyttet ved prosjektering av Salasund bru gir betydelige
avvik i langtidsdeformasjoner, og dermed om dette kan gi opphav til forklaringen pa
de utilsiktede deformasjonene i hovedspennet.

8.2 Langtidsdeformasjoner

Figur fremviser utviklingen av langtidsdeformasjonen fra brudpning (¢ = 0) og
frem til krypet antas a opphgre (¢t ~ 70) for fritt frambygg delen pa Salasund bru. Lang-
tidsdeformasjonene er kun pavirket av innvirkningen fra permanente laster; egenvekt
betong, spennarmering og superponert egenvekt (slitelag, kantbjelker, belysningsstol-
per, etc). [ tillegg er prosjekterte overhgyder for brua fremvist i figuren, hvilket obser-
veres a samsvare godt overens med beregnede langtidsdeformasjoner ved ¢ = 70 ar
ﬂ Dette viser dermed at langtidsberegninger som ble utfgrt ved prosjektering av Sala-
sund bru, ikke fremviser vesentlig store forskjeller fra langtidsberegninger utfgrt ved
presens tid. P4 grunnlag av dette, kan det pa ingen mate konkluderes med at kryp- og
svinnmodeller som ble benyttet ved prosjektering av Salasund bru, vil gi betydelige

"Med motsatt fortegn vel og merke
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avvik i deformasjonsresultater sammenlignet med nar det benyttes kryp- og svinnmo-
deller i henhold til EC2.
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Figur 8.2: Langtidsdeformasjoner av FFB-delen- og innlagt overhgyde, Sélasund bru. Pilarer
i akse A4 og A5 er ved henholdsvis 132 m- og 252 m
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Figur 8.3: Nedbgyninger i hovedspenn, Sélasund bru

Opplgftet av seksjoner ved midtspenn skyldes hovedsakelig forspenningen i undergurt,
og skal i utgangspunktet veere med pa a redusere den tydelige deformasjonen som opp-
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trer i dette omradet. Fra figur observeres det faktisk at forspenningen i undergurt
vil forarsake en oppbgyning ved bruapning.

Fra figur [8.2 observeres det videre at deformasjonene i kragarmen fra akse A4 vil ha
stgrre deformasjoner enn motstaende kragarm fra akse AS. Dette virker imidlertid mot-
stridende med byggeprosessen for brukonstruksjonen, da det er kjent at kragarmen fra
akse AS bygges for kragarmen fra akse A4. Intuitivt ville det dermed veert naturlig at
kragarmen fra akse A5 skulle ha opplevd stgrre deformasjoner, da denne far krype-
og svinne lenger. Beregningene viser imidlertid at krypdeformasjonene i denne kra-
garmen faktisk gir oppbgyninger i en kort periode over tid. Dette medfgrer at nar siste
seksjon i kragarmen fra akse A4 skal stgpes, vil kragarmen fra akse A5 vere i tilner-
met lik elevasjon som nar denne ble ferdigbygget. Pa fagspraket sier man dermed at
kragarmen har krgpet oppover. Arsaken til dette fenomenet kan enkelt forklares ved
at krypdeformasjoner forarsaket av forspenningen, er stgrre enn krypdeformasjoner
forarsaket av egenvekten til kragarmen i en kort periode. Etterhvert som relaksasjo-
nen i spennstalet imidlertid gker vil tilsvarende forspenningskraften reduseres, slik at
krypdeformasjoner forarsaket av egenvekten til slutt vil bli dominerende. Da begynner
kragarmen & krype nedover.

8.3 Skjardeformasjoner

Figur [8.4] fremviser totale langtidsdeformasjoner ved ¢ = 70 &r med- og uten skjerde-
formasjoner. Fra figuren observeres det kun sma neglisjerbare avvik nar skjerdeforma-
sjoner inkluderes. Dette er imidlertid forventet nar konstruksjonen beregnes i en lineger
uopprisset tilstand. Arsaken til det er at skjarstivheten i en slik tilstand er meget hgy.
Selv ved utbyggingsfasen av de fgrste seksjonene, nar forholdet mellom tverrsnittshgy-
de og utkragerlengde ikke tilfredsstiller kravet til klassisk Euler-Bernoulli bjelketeori,
vil skjeerdeformasjonene vare neglisjerbare pa grunn av hgye stivheter.

Beregninger fgr i tiden ble ofte utfgrt uten a inkludere skjerdeformasjoner, da dette
ble antatt til & gi neglisjerbare paslag i totale deformasjoner. Fritt frambygg bruer har
som kjent en tendens til & kunne fremvise utilsiktede deformasjoner, og det ble raskt
antatt at neglisjeringen av skjerdeformasjoner kunne vare arsaken til det. En slik an-
takelse kan imidlertid forkastes nar det utfgres analyser i lineer uopprisset tilstand, og
bekrefter langt pa vei at bgyedeformasjoner vil kunne vere tilstrekkelig néar langtids-
deformasjoner beregnes. Det er imidlertid svert viktig 4 merke seg at dette kun gjelder
dersom betongen i brukonstruksjonen forblir uopprisset. Etter opprissing vil resultater
fra lineere analyser veere utilstrekkelig, og det med ma dermed utfgres analyser som
tar hensyn til den ikke-line@re oppfgrselen til betong etter opprissing.

Figur fremviser den relative forskyvningen av bruoverbygningen fra ¢ = 0 til
t = 70 ar i hovedspennet. Denne finnes ved & trekke verdier for deformasjoner ved
t = 0 fra deformasjoner ved ¢t = 70 ar i figur og er den formen bruoverbygnin-
gen i hovedspennet opprinnelig skulle tatt etter lang tid, dersom det ikke ble lagt inn
overhgyder. Denne deformasjonsformen viser utviklingen av langtidsdeformasjonene
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Figur 8.4: Deformasjoner ved ¢t = 70 &r med- og uten skjerdeformasjoner

som en konsekvens av innvirkningen fra kryp pa kun bgyedeformasjoner. Innvirknin-
gen fra kryp pa skjerdeformasjoner inkluderes dermed ikke ved tradisjonelle lineare
analyser, da fenomenet ikke er implementert i programformuleringen for RM Bridge
V8i. Dette gjelder imidlertid ikke kun for RM, men ogsa for andre kommersielle pro-
gramvarer som benyttes ved prosjektering av fritt frambygg bruer i industrien per dags
dato. Arsaken til det er at konsekvensene av fenomenet er ukjent, og har dermed ikke
blitt vurdert til & ha en relevant betydning i prosjekteringssammenheng. En grundigere
diskusjon av fenomenet utfgres i kapittel [9]

8.4 Snittkrefter

Resultater fra momenter, aksial- og skjerkrefter presenteres i dette delkapittelet for
bruoverbygningen i fritt frambygg delen. RM tillatter brukeren & hente snittkrefter
sveert gunstig ved a skille mellom om effekten av primere, sekundcere eller totale inn-
virkninger gnskes vurdert. Ved primer innvirkning, vurderes kun effekten av spennar-
meringen som ytre pafgrt aksialkraft (P) og moment (P -e) pa snittkreftene i konstruk-
sjonen. Ved sekunder innvirkning, vurderes effekten av egenvekten, samt effekten av
tvangskrefter som oppstar bade fra langtidseffekter (kryp, svinn og relaksasjon) og for-
spenning pa snittkreftene i konstruksjonen. Dersom den totale innvirkningen gnskes
vurdert, superponeres naturligvis effektene fra bade primare- og sekundere innvirk-
ninger.

Figur[8.5] viser utviklingen av momenter pa grunn av egenvekten til brukonstruksjonen
(med superponert egenvekt) og opptredende tvangsspenninger. Utviklingen gjelder fra
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tiden ved bruapning (¢ = 0) og frem til krypet antas & opphgre (¢ ~ 70 ar). Fra figuren
observeres det at momentet endrer seg over tid til & gi reduksjon i moment over stgt-
te, og gkning i moment ved felt. Hovedarsaken til det fremkommer av tvangskrefter
som oppstar fra kryp-, svinn- og relaksasjon over tid, og refereres ofte som den omtal-
te krypomlagring i konstruksjonen. Krypomlagringen observeres imidlertid til a veere
relativt liten.

Figur[8.6]fremviser utviklingen av momenter nar den totale innvirkningen vurderes for
brukonstruksjonen. Denne figuren fremviser altsa den samlede virkningen av driven-
de egenvektsmomenter-, stabiliserende forspenningsmomenter-, samt tvangsmomenter
fra langtidseffekter- og forspenning. Sammenlignet med momentstgrrelsene i figur[8.5]
observeres det at stgttemomentet reduseres betraktelig pa grunn av den gunstige effek-
ten fra forspenningen. Videre legges det merke til at totale momenter gker bade ved
stgtte- og felt over tid, og fremkommer hovedsakelig som fglge av opptredende relak-
sasjon i spennarmeringen. Dette fgrer til at det gunstige momentet fra forspenningen
som er med pa & motvirke egenvektsmomenter reduseres over tid. Nar denne effekten
kombineres med krypomlagringen, endres momenttilstanden i brukonstruksjonen over
tid.

I figur[8.7]fremvises utviklingen av aksialkraften nar kun sekundzre innvirkninger vur-
deres. Fra figuren observeres det at strekket i bruoverbygningen gker over tid. Arsaken
til det er at kryp- og svinndeformasjoner fgrer til at bjelkekonstruksjonen i hovedspen-
net “krymper”. Sgylene vil imidlertid motsette seg denne deformasjonen og prgver
dermed a holde igjen, hvilket medfgrer gkt strekk i bruoverbygningen.

Utviklingen av redusert skjerkraft er vist for den totale innvirkningen i ﬁgur Arsa-
ken til at det benyttes reduserte verdier for skjerkraften, er at forspenningen kombinert
med opptredende geometrisk helning i undergurten, gir en gunstig vertikalkomponent
som virker reduserende pa den ytre pafgrte skjerkraften fra egenvekten. Videre obser-
veres det at endringen av skjaerkraft over tid er minimal.

8.5 Oppsummering

I dette kapittelet har resultater fra linezre analyser blitt presentert og diskutert. Det
observeres ingen vesentlig store avvik i beregnede langtidsdeformasjoner fra prosjek-
terte overhgyder for Salasund bru, slik at det pa ingen mate kan konkluderes med at
det har oppstatt en prosjekteringsfeil nar det utfgres lineeere analyser. Videre viser li-
neare analyser at kryp- og svinnmodeller som benyttes i henhold til Eurocode 2 [18]],
ikke gir vesentlig forskjell i resultater sammenlignet med kryp- og svinnmodeller som
ble benyttet ved prosjektering av Salasund bru. I tillegg observeres det at skjerdefor-
masjoner opptrer med neglisjerbare stgrrelser pa grunn av hgy skjerstivhet i linezer
uopprisset tilstand. Fra resultatene observeres det heller ingen spenningstilstander i
brukonstruksjonen som skulle tilsi at betongens strekkfasthet overskrides, slik at riss
skulle ha fremkommet. Pa bakgrunn av oppnadde resultater i dette kapittelet, kan det
ikke gis en grunnleggende forklaring pa hvorfor utilsiktede deformasjoner og skjeerriss
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har oppstétt i Igpet av brukonstruksjonens levetid. En grundigere diskusjon pa arsaken
til at slike fenomener kan ha en tendens til 4 oppsta i fritt frambygg bruer utfgres i
kapittel 9]
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Figur 8.5: Momenter med kun sekundcere innvirkninger
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Figur 8.6: Moment med fotale innvirkninger
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Figur 8.7: Aksialkrefter med kun sekundere innvirkninger
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Figur 8.8: Redusert skjerkraftdiagram med forale innvirkninger
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Kapittel 9

Ikke-linezere tverrsnittsanalyser av
FFB bruer med skjaerriss

Resultater fra line@re analyser i kapittel 8] gir ingen grunnleggende forklaring pa ar-
saker til at utilsiktede deformasjoner og skjeerriss har en tendens til & oppsta i fritt
frambygg bruer. Forutsetninger for & kunne utfgre linezre analyser er at betongen for-
blir uopprisset. Fritt frambygg bruer med opptredende skjerriss inngar dermed ikke
i forutsetningene. I tradisjonelle linezre analyser utfgres det videre langtidsanalyser
med hensyn pa innvirkningen av kryp pa kun bgyedeformasjoner, og ikke skjardefor-
masjoner.

I dette kapittelet stilles en meget interessant og kontroversiell hypotese pa at inn-
virkningen av kryp pa hovedtrykktgyninger gir opphav til forklaring for opptredende
skjerriss. Etter at skjeerriss har fremkommet, er det fornuftig a anta at skjeerstivheten
reduseres betraktelig, og dermed at innvirkning av kryp pa skjerdeformasjoner i en
slik tilstand vil kunne gi betydelige paslag i totale deformasjoner. For & kunne bevi-
se denne hypotesen, ma det imidlertid utfgres analyser som ivaretar den ikke-linezre
oppferselen til betong etter skjeropprissing. Den etablerte beregningsalgoritmen i ka-
pittel 4.6.5| som tar utgangspunkt i den modifiserte trykkfeltsteorien [9], er en velegnet
modell som kan utfgre slike ikke-lineare analyser.

Hypotesen forsgkes a bevises ved a utfgre ikke-lineare tverrsnittsanalyser i det som
antas a vaere en av de mest utsatte seksjonene for skjeerriss pa Salasund bru. Antakelse-
ne baseres pa observasjoner fra inspeksjonen undertegnede gjennomfgrte pa Salasund
bru i Aure kommune, Mgre- og Romsdal, 14/02-2013.

9.1 Problemstilling

Det er et kjent problem blant brukonstruktgrer i Norge at utilsiktede deformasjoner og
skjeerriss har en tendens til a oppsta i fritt frambygg bruer. Med utilsiktet menes effek-
ter som brukonstruktgrer ikke har vert klar over kan oppsta i lgpet av bruas levetid,
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og som dermed ikke har blitt tatt hgyde for ved prosjektering. Riss anses og betraktes
normalt som uproblematisk, sa fremt rissvidden begrenses og ikke fgrer til bestandig-
hetsproblemer for konstruksjonen. Problemene skjerriss imidlertid kan fgre med seg,
er reduksjon av skjerstivhet [22]]. Dette kan medfgre gkte skjerdeformasjoner, som
videre kan gi betydelige paslag i totale deformasjoner. I tillegg vil skjeropprissing
komplisere beregninger i stgrre grad, da betongkonstruksjonen lenger ikke kan bereg-
nes ved linere analyser, og avviker dermed fra den sakalte Stadium I tilstanden [26].

14/02-2013 utfgrte undertegnede en grundig inspeksjon av Salasund bru, der formalet
var & kartlegge rissdannelser og danne seg et generelt inntrykk av “skadeomfanget”
pa brukonstruksjonen. Illustrasjonsfoto i figur viser tydelige deformasjoner som
opptrer midt i hovedspennet, mens illustrasjonsfoto i figur[9.2] viser diagonale skjerriss
som har oppstatt i steg. Fra inspeksjonen ble det observert skjerriss i steg i samtlige
seksjoner for fritt frambygg delen.

Figur 9.1: Tlustrasjonsfoto av deformasjoner i Sélasund bru

Resultater fra linezre analyser i kapittel 8] gir ingen tydelige indikasjoner pa at kryp-
og svinnmodellen som benyttes ved prosjektering i dag, vil gi betraktelig gkning i
deformasjoner i forhold til den som ble benyttet ved prosjektering av Salasund bru. I
tillegg ble det konstantert at skjeerdeformasjoner ved lineere analyser gav lite paslag i
totale deformasjoner. Det ble heller ikke observert spenningstilstander som skulle tilsi
at betongens strekkfashet overskrides over tid, slik at riss oppstar. P4 bakgrunn av dette
oppnas ingen rimelig forklaring pa hvorfor utilsiktede deformasjoner og skjeerriss har
oppstatt i lgpet av konstruksjonens levetid. En hypotetisk arsak diskuteres imidlertid
svert grundig i dette kapittelet, hvor teorigrunnlaget for & kunne diskutere hypotesen
tidligere ble presentert i kapittel 3} og ]
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Figur 9.2: Tllustrasjonsfoto av riss i steg pa Salasund bru

9.2 Hypotese

Fra den rutinemessige inspeksjonen rett etter bruapning av Salasund bru, ble det aldri
rapportert om synlige riss eller tydelige deformasjoner i midtspennet. P4 bakgrunn av
dette, er det fornuftig & utelukke at fenomenene kan ha oppstatt som en konsekvens av
eventuelle feil i utbyggingsfasen av brua. Det ble imidlertid observert at riss oppstod
etter enn viss tid, og gkte gradvis i antall og omfang over tid. Tilsvarende gjelder for
de tydelige deformasjonene i midtspennet.

Det er dermed fornuftig a anta en hypotese pa at problemene kan karakteriseres som
tidsutviklende fenomener, og fremkommer som en direkte konsekvens av innvirknin-
gen fra kryp. At nedbgyninger gker over tid som fglge av kryp er et velkjent fenomen
for spennarmerte betongkonstruksjoner, og har vert et gjennomgaende tema i store
deler av avhandlingen. En mer vagal hypotese er a hevde at skjeerriss kan ha oppstétt
som en direkte konsekvens av innvirkningen fra kryp. En slik hypotese kan imidlertid
rettferdiggjgres ved a foreta likevektsbetraktninger av hgye steg utsatt for store skjer-
spenninger og normalspenninger, hvilket er et realistisk tilfelle som ofte opptrer i fritt
frambygg bruer.

Figur [0.3h) antas & vere et utsnitt fra et uopprisset armert betongsteg i en fritt fram-
bygg bru. Steget antas videre & vare utsatt for en hgy konstant initiell skjerspenning
To, som genererer den anviste deformasjonsmekanismen. De transformerte hovedtgy-
ningene €; o og €20 kan dermed finnes ved 4 benytte Mohr’s sirkel, dersom de initielle
tgyningene €, o, €4,0 0g Yo er kjente stgrrelser som tidligere diskutert i delkapittel@

Hovedtrykktgyningene €3 o i figur ) antas nd a veere utsatt for kryp som fglge av
store opptredende hovedtrykkspenninger. En slik antakelse vil dermed kunne medfgre
at hovedtrykktgyningene gker over tid, selvom den péafgrte skjaerspenningen holdes
konstant. Nar hovedtrykktgyningene imidlertid gker, er det fornuftig & anta at hoved-
strekktgyningen € o tilsvarende vil gke. Arsaken til det er at deformasjonsmekanismen
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Figur 9.3: Deformasjonsmekanisme i steg utsatt for skjerspenning

apenbart er ngdt til & innstille seg likevekt med den nye tgyningstilstanden. Fysikken
kan logisk forklares ved at en forkortning av hovedtrykkdiagonalen, er ngdt til & med-
fgre en forlengning av hovedstrekkdiagonalen. Nar hovedstrekktgyningen har oppnadd
en tilstrekkelig hgy verdi, vil betongens strekkfasthet overskrides slik at opprissing
fremkommer, se figur [0.3p). I denne figuren vises en antatt deformasjonsmekanisme,
som fglge av gkte hovedtgyninger ved en tid ¢ etter pafgring av den konstante skje-
spenningen Ty.

Kort oppsummert baseres hypotesen for skjeropprissing pa at det innfgres kryp pa ho-
vedtrykktgyninger. En gkning av hovedtrykktgyninger, vil tilsvarende fgre til gkning
av hovedstrekktgyninger pa grunn av krav til likevekt for den nye tgyningstilstanden.
Ved en tilstrekkelig hgy hovedstrekktgyning vil betongens strekkfasthet overskrides,
slik at diagonal opprissing fremkommer. Etter opprissing vil det vere fornuftig a anta
at skjerstivheten reduseres, som videre kan fgre til gkte skjerdeformasjoner av bety-
delig stgrrelser sammenlignet med uopprisset tilstand.

9.3 Anvendelse av modifisert trykkfeltsteori

For & kunne utfgre beregninger pa antakelsene i den diskuterte hypotesen over, ma det
benyttes et analyseverktgy som tar hensyn til den ikke-line@re oppfgrselen til betong
etter opprissing. Den modifiserte trykkfeltsteorien (MTFT), som tidligere ble grundig
diskutert og presentert i delkapittel £.5] er et verktgy som innehar den egenskapen.
Ved a implementere krumningslikevekt i beregningsalgoritmen for MTFT, kan den
ikke-lineare skjer-deformasjonsresponsen for et vilkarlig opprisset- og uopprisset be-
tongtverrsnitt, utsatt for den kombinerte virkningen av moment, aksial- og skjerkraft
forutsies. Beregningsalgoritmen ble grundig diskutert og presentert i delkapittel 4.6.5]
og krever iterasjoner pa fglgende fire hovedparametere (se ogsa figur[9.4)
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1. Hovedstrekktgyning, €1, som gir likevekt med péfgrt skjerkraft

2. Vinkel pa hovedtrykktgyning, 6, som gir likevekt med pafert aksial- og skjer-
kraft

3. Spenning i tverrarmering, f,, som gir lokal likevekt i tverretning

4. Krumning, ¢, som gir likevekt med pafgrt moment

a) Betongtverrsnitt b) Hovedtayninger ¢) Krumning d) Spenning i
og snittkrefter tverrarmering
[ -~ - N . St
\%
M ()
z
€1 &
N fu
5
o | | |

&b
bu Snitt d)

Figur 9.4: Tterasjonsparametere

Beregningsalgoritmen er i stand til & finne tgyningsstilstanden og spenningstilstan-
den som gir likevekt med ytre péafgrte snittkrefter. Fire iterasjoner som er gjensidig
avhengige krever imidlertid hgy beregningstid. Ved a eliminere iterasjonen pa €; og
heller velge bestemte verdier for denne parameteren, reduseres beregningstiden be-
traktelig. For ulike valgte verdier av hovedstrekktgyningen €; kan den fullstendige
skjer-deformasjonsresponsen for et vilkéarlig betongtverrsnitt beregnes, forutsatt at
ytre moment- og aksialkraft holdes konstante.

9.4 Tverrsnitt og geometri

9.4.1 Valg av seksjon

Det beregnes en ikke-line@r skjer-deformasjonsrespons for samtlige seksjoner i fritt
frambygg delen pa Séalasund bru. Beregningene forenkles ved at det benyttes midle-
re tverrsnittsverdier- og snittkrefter i de respektive seksjonene. I denne avhandlingen
eksemplifiseres beregningene imidlertid kun for seksjon 142, se figur[9.5]

Fra den utfgrte inspeksjonen pa Saldsund bru ble det observert skjerriss i samtlige
seksjoner for fritt frambygg delen. Antall riss-, rissavstander- og rissvidder varierte i
hver seksjon, der det ble observert at seksjon 142 og n@rliggende seksjoner var spesielt
utsatt for mange- og lange riss, korte rissavstander og gjennomsnittlige rissvidder i
omradet w = 0.3 — 0.6 mm. Stgrrelsen pa de observerte rissviddene vil i henhold til

121



Kapittel 9. Ikke-lineare tverrsnittsanalyser av FFB bruer med skjarriss

A1 A2 A3 A4 AS A6 A7
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1
--------- e e i s s e Y

Figur 9.5: Seksjon 142

Eurocode 2 [[18] klassifiseres som bestandighetstruende for konstruksjonen. Seksjoner
ved pilarer var ikke like skadeutsatt, selvom det ogsa ble observert et fa antall riss i
disse omradene.

Det mest skadeutsatte omradet (ved seksjon 142 og symmetrisk for motstaende kra-
garm) ligger i det sdkalte “fjerdedelsomradet”, der fritt frambygg bruer ofte har en
tendens til & slite med skjerkapasiteten. Dette omradet ligger nzert et infleksjonspunkt,
slik at seksjoner her vil vere utsatt for relativt sma momenter men store skjerkref-
ter, se moment- og skjerkraftdiagram i henholdsvis figur og Samtidig vil
skjerkapasiteten for seksjonene i dette omradet veere redusert pa grunn av lavere tverr-
snittshgyde.

9.4.2 Tverrsnittsgeometri og materialparametere
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Figur 9.6: Armering i seksjon 142

Tverrsnittsgeometrien og innlagt armering for seksjon 142 er vist i figur 0.6] Den
midlere tverrsnittshgyden er 2984 mm, mens den midlere tykkelsen i undergurt er
281 mm. Samtlige tverrsnittsdeler er slakkarmert bade i overkant- og underkant, og
i langsgaende- og tverrgaende retning. Det er lagt inn totalt 2x9 spennkabler symmet-
risk plassert i overgurt, der tgyningsdifferansen mellom spennarmering og betong som
fplge av oppspenningsprosessen er satt til 4 vaere Ae, = 6.0- 10~3. Senteravstand mel-
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lom tverrarmering i steg er 200 mm, mens den midlere effektive skjerhgyden er satt
til & veere 2573 mm. @vrige verdier for tverrsnittsgeometrien er som angitt i figur 5.2}
mens materialparametere er angitt i tabell Fra denne tabellen angis en verdi for
tgyningen idet betongens strekkfasthet overskrides og begynner a risse, som forenklet
antas a vere €. = for /Ee.

Sylindertrykkfasthet f.; [MPa] 30
Strekkfasthet f.. [MPa] 1.8
Elastisitetsmodul E. [MPa] 26300
€ [1073] —2.5
€er [1073] 0.068
Maksimal tilslagsstgrrelse a [mm] 19
Flytespenning spennstal f,, 9.2 1, [MPa] 1550
Elastisitetsmodul £, [MPa] 195000
Aep [1077] 6

Totalt areal per spennkabel A,, [mm?] 1184

Flytespenning armeringsstal f, [MPa] 400
Elastisitetsmodul E; [MPa] 200000

Tabell 9.1: Materialparametere

9.4.3 Diskretisering

For beregningene for seksjonen kan gjennomfgres, ma det foretas valg for diskretise-
ring av tverrsnittet i henhold til det som ble diskutert i delkapittel [4.6] Betongarealet
diskretiseres i lameller og referanseaksen velges plassert i halve steghgyden, se figur
9.7

[TTTTTTITTT]
[TTTTTTTTT]
s

Figur 9.7: Diskretisert betongareal

Diskretisering av armeringsarealet i tverrsnittet er som vist figur Ved sammenlig-
ning med figur[9.6] legges det na merke til at langsgéende armering som ligger i samme
elevasjon over referanseaksen, har blitt “lumpet” i punkter over tverrsnittet. Dette kan
forsvares da armeringslag som ligger i tilnermet lik elevasjon, vil ha lik avstand om
referanseaksen. Tilsvarende har blitt gjort med langsgdende slakkarmering i steget,
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der disse har blitt lumpet og plassert i fjerdedelspunktet over steghgyden. Dette antas
a vere en akseptabel antakelse, da slakkarmeringen genererer sma aksialspenninger
sammenlignet betong og spennarmering. Tverrgdende armering i over- og undergurt
har ingen relevant betydning for beregningene, da torsjon ikke betraktes.
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Figur 9.8: Lumpet armering i seksjon 142

Valgt diskretisering av betongarealet antas a vare fin nok til & kunne representere en
god tgyningsfordeling over tverrsnittet. Hver lamell antas & ha en konstant tgyning over
lamellhgyden, lik den reelle tgyningen ved tyngdepunktet av lamellen. Tilsvarende
prinsipp gjelder for slakkarmering og spennarmering. Spenningen i hver lamell og
hvert lumpet armeringsareal finnes sa ved & benytte de respektive materiallovene.

9.4.4 Forenklinger og forutsetninger

Det ma fattes en viktig beslutning pa hvor i tverrsnittshgyden referanseaksen plasse-
res, da det ved den valgte elevasjonen utfgres biaksiale tgyning- og spenningsanalyser i
henhold til MTFT, som videre antas & vere konstant over tverrsnittshgyden. Videre an-
tas det forenklet en konstant skjerspenningsfordeling over den effektive skjerhgyden.
Bakgrunnen og motivasjonen for disse forenklingene- og forutsetningene er grundig
diskutert i delkapittel 4.6.5]

Mitchell og Collins [16] foretar en grundig diskusjon og anbefaling om at referanse-
aksen bgr velges i den halve effektive skjerhgyden, tilsvarende som valgt for sek-
sjon 142. At referanseaksen alltid bgr velges ved denne elevasjonen kan imidlertid
anses som kontroversielt, og i enkelte tilfeller svart ukonservativt. Arsaken til det er at
en gkning av den langsgéende tgyningen ¢, ved denne elevasjonen, fgrer til redusert
skjerkapasitet. Et naturlig konservativt valg ville dermed vert en plassering av refe-
ranseaksen nermere flensomradet, hvor det forekommer stgrst langsgéende strekktgy-
ninger. Mitchell og Collins [[16] forsvarer imidlertid valget ved & hevde at et tverrsnitt
med innlagt tverrarmering, har en god evne til & kunne omfordele skjerspenninger i
hgyt belastede omrader til mindre belastede omrader.
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/
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Figur 9.9: Valg av elevasjon for referanseakse i seksjon 142

Valget av elevasjon for referanseaksen kan i dette tilfelle antas & vaere god. Arsaken
til det er at seksjon 142 ligger ved et infleksjonspunkt i hovedspennet, og vil dermed
vere utsatt for liten krumning pa grunn av sma ytre momenter. Det vil dermed kun
vere langsgaende trykktgyninger over tverrsnittet som hovedsakelig kommer fra for-
spenningen, se figur A anta en konstant skjzrspenning over den effektive skjar-
hgyden kan videre forsvares, da skjerspenningsfordelingen over tverrsnitt med flenser
ofte ikke viser like parabolsk form som eksempelvis rektangulere massive tverrsnitt.
Pa bakgrunn av dette vil en konstant tilnerming av skjerspenningsfordelingen veere
en akseptabel antakelse.

Tverrsnittsgeometri, materialparametere og alle ngdvendige forutsetninger for a kunne
beregne skjer-deformasjonsresponsen for seksjon 142 ved den etablerte beregningsal-
goritmen i delkapittel [4.6.5] har nd blitt grundig diskutert. MatLab R2012b (8.0.0.783)
benyttes som programmeringssprak for beregningsalgoritmen, se tillegg

9.5 Skjar-deformasjonsrespons

Pa grunn av krypomlagring i konstruksjonen vil hovedsakelig moment- og aksial-
kraft som fglge av permanente laster endres over tid. Skjerkraften endres minimalt
og kan antas a vere konstant. Det benyttes dermed midlere snittkrefter ved beregning
av skjer-deformasjonsresponsen i seksjonen, der disse hentes og midles fra utfgrte
linezere analyser i delkapittel [§.4] Fglgende konstante midlere snittkrefter gjelder for
seksjon 142

* M =27.3 MNm
* N =0.83 MN
e V =228 MN

Dersom de ytre pafgrte midlere snittkreftene M- og N holdes konstante, kan den
fullstendige skjer-deformasjonsresponsen beregnes for ulike valgte verdier av hoved-
strekktgyningen €, se tabell[0.2] Hver rad i tabellen representerer en tgyning- og spen-
ningstilstand, samt samsvarende vinkel pa hovedtrykktgyningen 6 og gjennomsnittlig
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rissvidde w, som er i likevekt med en ytre pafgrt skjerkraft V' og de konstante midlere
paforte stgrrelsene for moment- og aksialkraft. Fra tabellen representerer verdier i rad
1 den tilstanden som er i likevekt med de ytre midlere pafgrte snittkreftene i seksjonen.

€1 €2 0 €x Yy fe2 feamaz fo w Vv
[1073] | [1073] | [?] | [1073] | [1073] | [MPa] | [MPa] | [MPa] | [mm] | [MN]

0.01 | —041|8.75| —0.40 | 0.13 11.1 30 0.04 | 0.00 | 2.28
0.02 | —042 | 12.2 | —-0.39 | 0.18 11.2 30 0.06 | 0.00 | 3.13
0.06 | —0.43 | 18.6 | —0.38 | 0.29 11.6 30 0.12 | 0.01 | 5.04
0.068 | —0.44 | 21.2 | —0.38 | 0.35 11.9 30 0.13 | 0.02 | 5.94
0.1 —0.44 | 19.8 | —0.38 | 0.35 11.8 30 748 | 0.03 | 5.46
0.5 —0.49 | 20.9 | —0.36 | 0.66 12.9 30 74.7 | 0.16 | 6.05
1.0 —-0.56 | 22.6 | —0.33 | 1.11 14.4 30 153 0.31 | 7.07
1.5 —0.66 | 24.2 | —0.30 | 1.62 15.7 28.4 227 0.46 | 8.01
2.0 —0.79 | 25.5 | —=0.27 | 2.17 16.8 26.3 296 0.61 | 8.84
2.5 —-0.95 | 26.7 | —0.25 | 2.77 17.8 24.5 360 0.76 | 9.60
3.0 —1.08 | 26.7 | —0.25 | 3.27 18.0 22.9 400 0.92 | 9.58
3.5 —1.19 | 26.5 | —0.25 | 3.75 18.0 21.5 400 1.06 | 9.49

Tabell 9.2: Tabell for skjer-deformasjonsresponsen til seksjon 142

Den fullstendige skjar-deformasjonsresponsen i seksjonen er illustrert i figur[9.10] der
verdier for skj@rtgyningen 7, er plottet mot skjerkraften V' fra tabell[9.2] Fra figuren
legges det merke til tre ulike stadier nar skjarkraften gker. Det fgrste stadiet inbefatter
en uopprisset tilstand, der seksjonen fremviser en linezr oppfarsel og hgy skjerstivhet.
Det andre stadiet viser til en opprisset tilstand, der seksjonen fremviser en ikke-lineeer
oppfarsel. Stgrrelsen pa skjerstivheten observeres a vare betraktelig redusert, og av-
henger av det aktuelle skjerkraftnivaet. I det tredje og siste stadiet oppnas til slutt flyt
i tverrarmeringen (f, = fuy), slik at skjerkraftkapasiteten for seksjonen begrenses av
denne tilstanden. Ved en slik tilstand vil knusning av betongen vert nert forestaende

(f2 ~ f2max)-

Fra tabell angis det at betongen begynner a risse nar den utsettes for strekktgy-
ninger .. = 0.068 - 10~3. Dersom hovedstrekktgyningen ¢; settes lik denne verdien,
kan den ngdvendige skjerkraften V' som ma til for & generere skj@rriss i seksjonen
finnes. Fra rad 4 i tabell angis denne verdien til & veere V. = 5.94 MN. Opptre-
dende skjerkraft (V' = 2.28 MN) pa grunn av permanente laster er imidlertid betyde-
lig lavere, og selv etter pafgring av nyttelaster vil ikke den superponerte skjerkraften
(Vsup = 3.93 MN) i seksjonen vare stor nok til & kunne generere riss. P4 bakgrunn av
dette, kan det konkluderes med at lastnivaet i seksjonen ikke kan vere en direkte arsak
til skjeeropprissing.

Det er dermed naturlig a rette mistanken mot den antatte innvirkningen fra kryp pa
hovedtrykktgyningen e, da dette er den eneste realistiske arsaken som kan fgre til
endringer av likevektstilstanden i seksjonen, uten at det ytre lastnivaet gkes. Fra ko-
lonne 2 i tabell observeres det ulike verdier av hovedtrykktgyningen €2, der det
for én verdi av denne, angis en tilstand (rad) som er i likevekt med denne tgyningen.
Videre observeres det at nar hovedtrykktgyningen gker, vil tilsvarende hovedstrekk-
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Figur 9.10: Skjer-deformasjonsrespons for seksjon 142

tgyningen €; gke, hvilket samsvarer med den diskuterte hypotesen i delkapittel [9.2]
Nar hovedstrekktgyningen oppnér en tilstrekkelig hgy verdi (¢; = €.,), vil betongens
strekkfasthet overskrides og opprissing fremkomme.

Dersom en gkning av hovedtrykktgyningen ez pa grunn av kryp i det hele tatt skal
vere et realistisk tilfelle, ma det aktuelle spenningsnivaet fra hovedtrykkspenningene
fe2 besta av en signifikant stgrrelse. Rad 1 i tabell angir som nevnt den tilstanden
som er i likevekt med ytre pafgrte midlere snittkrefter i seksjonen. Fra denne raden
observeres det at stgrrelsen pa opptredende hovedtrykkspenning er f.o = 11.1 MPa,
noe som tilsvarer omtrent 29% av midlere karakteristisk sylindertrykkfasthet f,, for
betongen i seksjonen. For at krypmodellen i MC90 [5]] og Eurocode 2 [[18]] skal kunne
benyttes, kreves det at aktuelle trykkspenninger ma vare mindre enn 40% av midlere
karakteristisk sylindertrykkfasthet. Spenningsnivéet i seksjonen kan dermed anses &
vere hgyt, hvilket gjgr det fornuftig a anta at krypets innvirkning pa hovedtrykktgy-
ningen vil vere hgyst fremtredende. Videre legges det merke til at den langsgéaende
tgyningen i seksjonen bestér av mye trykk (¢, = —0.40 - 10~3), og fremkommer som
en konsekvens av mye forspenning i seksjonen. Virkningen av dette kombinert med
store skjerspenninger, er hovedarsakene til den hgye opptredende hovedtrykkspennin-
gen.

Gjennomsnittlige rissvidder fra inspeksjonen ble observert til a vaere i omradet w =
0.3 — 0.5 mm. Fra tabell legges det merke til at det ma pafgres en ytre skjer-
kraft i stgrrelsesorden V' = 7.07 — 8.01 MN for & kunne generere rissvidder av den
observerte stgrrelsen. Da det kan utelukkes at det aktuelle lastnivaet i seksjonen vil
kunne generere skjerkrefter av den stgrrelsen, forsterker dette ytterligere hypotesen
om at likevektstilstanden er ngdt til endre seg som fglge av krypets innvirkning pa
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hovedtrykktgyningen e;.

Kort oppsummert fremviser tabell en fullstendig skjer-deformasjonsrespons for
seksjon 142, nar midlere moment- og aksialkraft holdes konstante. Hver rad i tabel-
len fremviser en tilstand i seksjonen som er i likevekt med en péfgrt skjerkraft V.
Skjer-deformasjonsresponsen er illustrert i figur [0.10] der reduksjon i skjerstivhet
etter opprissing legges spesielt merke til. Videre kan det konkluderes med at lastni-
véet i seksjonen ikke kan vere en direkte arsak til skjeropprissing. Dette forsterker
dermed hypotesen om at innvirkningen fra kryp pa hovedtrykktgyningen e, medfgrer
skjerriss i seksjonen. Fra rad 1 i tabellen observeres det i tillegg store opptredende
hovedtrykkspenninger f.o, slik at det er fornuftig og realistisk & anta at krypet vil vaere
hgyst fremtredende.

9.6 Skjer-deformasjonsrespons med tidsavhengig analyse

9.6.1 Innledning

I delkapittel diskuteres validiteten til hypotesen som ble stilt i delkapittel nar
den fullstendige skjer-deformasjonsresponsen for seksjon 142 beregnes. I dette delka-
pittelet gjgres det et forsgk pa a bevise hypotesen ved a utfgre tidsavhengige analyser
pa seksjon 142, nar effekten av kryp implementeres pa hovedtrykktgyningene €5 i den
etablerte beregningsalgoritmen i delkapittel [4.6.5] Responsen for seksjonen fremvises
nar det medregnes bade konstante midlere snittkrefter-, samt nar snittkreftene varierer
over tid.

9.6.2 Relasjon mellom kryp og skjeertgyning

Fgr en tidsavhengig analyse for skjer-deformasjonsresponsen i seksjonen kan utfgres,
ma det i utgangspunktet finnes en grunnleggende relasjon mellom krypet og hoved-
trykktgyningen e;. A finne en slik forsvarlig relasjon er imidlertid en svaert komplisert
affere, og vil kreve ytterlig grundigere forskning pa tematikken. Arsaken til det er at
gkningen av hovedtrykktgyningen som fglge av krypet, ma tilknyttes tverrsnittets evne
til a kunne motsta slike deformasjoner.

En forenklet alternativ metode kan vare “a gd veien om” skjartgyningen -,,, da en
gkning i hovedtrykktgyningen tilsvarende vil gi en gkning i skjertgyningen. Pa grunn
av denne gjensidige avhengigheten, kan dermed gkningen i hovedtrykktgyningen over
tid heller representeres ved & finne en grunnleggende relasjon mellom krypet og skjer-
tgyningen.

Utledningen av en slik relasjon tar utgangspunkt i en antatt gkt skjertgyning %’cy over
tid, og bygger pa det samme prinsippet som gjelder ved effektiv elastisitetsmodul me-
toden, som tidligere ble kort diskutert i delkapittel Men istedenfor a ta utgangs-
punkt i en effektiv elastististetsmodul, tas det heller nd utgangspunkt i en effektiv
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skjermodul G’. Utviklingen av en gkt skjertgyning over tid antas dermed & kunne
representeres ved

'y;y:T'I 9.1)
der
1 10) 1
I=—+4+==— 2
cte~ @ ©-2)
hvor

T er pafgrt skjerspenning

I er krypfunksjonen som representerer mekaniske skjertgyninger per spenningsenhet
G er tangent-skjermodulen

¢ er krypkoeffisienten

G’ er den effektive tangent-skjermodulen som fglge av krypet over tid ved

¢'=c=1"- (9.3)

Ved & benytte relasjonene mellom ligning (9.1)), (9.2) og (0.3) fas til slutt en grunnleg-
gende relasjon for utviklingen av skjertgyningen som fglge av krypet ved

Yoy = Yoy(1+ 6) ©.4)
der vy, er den initielle skjertgyningen pa grunn av pafgrt skjerspenning 7

g
’nyza

(@kningen i skjertgyning som fglge av gkningen i hovedtrykktgyning pa grunn av kry-
pet, antas na a kunne representeres ved den utledete relasjonen i ligning (9.4).

9.6.3 Krypmodell

Krypmodellen som benyttes for utviklingen av krypkoeffisienten ¢ er i henhold til
Eurocode 2 [[18]], og ble tidligere grundig diskutert i delkapittel Fgr den grunn-
leggende relasjonen i ligning (9.4) kan benyttes, ma det fattes viktige antakelser ved-
rgrende krypegenskapene til seksjon 142. En av de viktige antakelsene omhandler den
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effektive tverrsnittstykkelsen hy som indirekte ivaretar effekten av uttgrkingen pa kryp.
For hule kassetverrsnitt anbefales det i henhold til EC2 [[18]] at fglgende uttrykk benyt-
tes

2A,
hg = ——— 9.5
0 Uy + 0.5u; ©-5)

hvor

A, er totalt tverrsnittsareal

u, er ytre omkrets av kassetverrsnittet som er direkte kontakt med atmosfaren

u; er indre omkrets av kassetverrsnittet som ikke er i direkte kontakt med atmosferen

Nar kryp betraktes ved bgye- og aksialdeformasjoner, vil ligning (9.5) gi en god re-
presentasjon for den effektive tverrsnittstykkelsen k. Arsaken til det er at det totale
tverrsnittsarealet motsetter bgye- og aksialdeformasjoner, ved henholdsvis annet areal-
moment og tverrsnittsarealet. Néar imidlertid skjertgyningen ., gker som fglge av
kryp, er det fornuftig 4 anta at kun et effektivt skjerareal A .7 vil motsette seg disse
deformasjonene. Av hensyn til dette, er det rimelig & anta at A, u, og u; ber tilknyttes
det effektive skjerarealet, hvilket for fritt frambygg bruer forenklet kan antas & kun
inbefatte stegarealet.

Videre ma det fattes en viktig avgjgrelse vedrgrende belastningsalderen til seksjonen
to, da denne parameteren har en stor innvirkning pa gkningen av krypkoeffisienten ¢,
se figur [3.8] Seksjonen antas belastet allerede etter forflytning av forskalingsvogn, i
henhold til 7-dagers syklusen under utbygging av kragarmer. Dette er imidlertid ikke
helt riktig, da snittkreftene som virker i seksjonen over tid fgrst oppstar etter pafgring
av superponert egenvekt (slitelag, rekkverk, etc). Alderen til seksjonen ved palastning
to antas likevel forenklet til & veere 7 dggn, da dette gir et mer aggressivt krypforlgp og
tilsvarende mer konservative resultater.

(vrige parametere ved beregning av krypkoeffisienten ¢ for seksjon 142 er gitt i tabell
der krypforlgpet over tid er vist i figur[0.11

Relativ fuktighet RH [%] 75
Effektiv tverrsnittstykkelse ~g [mm] 363
Midlere sylindertrykkfasthet f.,, [MPa] | 38
Palastningsdggn t( [degn] 7

Tabell 9.3: Krypparametere
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Figur 9.11: Lineer interpolasjon av krypkurve for seksjon 142

9.6.4 Tidsutviklende skjar-deformasjonsrespons med konstante midlere
snittkrefter

Den tidsutviklende skjar-deformasjonsresponsen for seksjon 142 beregnes med hen-
syn pa at

* seksjonen pafgres midlere snittkrefter av lik stgrrelse som i delkapittel
¢ de pafgrte midlere snittkreftene holdes konstante over tid

* skjertgyningen v,, gker over tid som fglge av krypets innvirkning pa hoved-
trykktgyningen eo

Den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen er gitt i tabell[9.4] der rad 1 fremviser
den initielle likevektstilstanden seksjonen tar idet snittkreftene pafgres ved tiden ¢ = 0
(bruapning). @kningen av skjertgyningen fra den initielle tilstanden frem til en valgt
tid ¢, finnes ved & modifisere ligning (9.4) til

Yay,a¢ = Yay(1 + Ag) 9.6)

der A¢ angir gkningen av kryptallet nar det foretas linezr interpolasjon av krypkurven
over et tidsintervall At, se ﬁgur For den gkte skjertgyningen 7y,, A4 finnes sd den
nye tilstanden i seksjonen som er i likevekt med denne tgyningen. Den fullstendige
skjer-deformasjonsresponsen finnes til slutt ved & utfgre tilsvarende algoritme videre.
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t €1 €2 0 Vxy fo w 14 Ag Vey,A¢
[Dggn] | 107°] | [107] | [?] | [107°] | (MPa] | [mm] | [MN] [10~7]

0 0.010 | —0.415 | 9.03 | 0.132 | 0.03 | 0.00 | 2.28 | 1.14 | 0.283
100 0.046 | —0.435 | 18.0 | 0.283 | 0.11 | 0.01 | 4.87 | 0.22 | 0.347
200 0.068 | —0.447 | 21.2 | 0.347 | 0.12 | 0.02 | 5.94 | 0.20 | 0.417
365 0.196 | —0.454 | 19.9 | 0.417 | 222 | 0.06 | 5.54 | 0.37 | 0.573
1314 | 0.394 | —0.477 | 20.5 | 0.573 | 574 | 0.12 | 5.85 | 0.13 | 0.649
2628 | 0.486 | —0.489 | 20.8 | 0.649 | 725 | 0.15 | 6.03 | 0.08 | 0.704
5256 | 0.547 | —0.496 | 21.1 | 0.704 | 82.3 | 0.17 | 6.14 | 0.04 | 0.734

10512 | 0.586 | —0.501 | 21.2 | 0.734 | 88.7 | 0.18 | 6.22 | 0.01 | 0.742
13140 | 0.595 | —0.503 | 21.2 | 0.742 | 90.1 | 0.18 | 6.24 | 0.02 | 0.757
26280 | 0.612 | —0.505 | 21.3 | 0.757 | 929 | 0.19 | 6.27 - -

Tabell 9.4: Tidsutviklende skjer-deformasjonsrespons med konstante snittkrefter for seksjon
142

I tabell angis en fullstendig skjer-deformasjonsrespons for gkte verdier av skjer-
kraften V, ndr moment- og aksialkraft forblir konstante stgrrelser. I tabell angis
imidlertid en fullstendig skjer-deformasjonsrespons for gkte verdier av skjertgynin-
gen 7,y over tid, ndr snittkreftene moment-, aksial- og skjarkraft forblir konstante
stgrrelser. Forskjellen ligger dermed i at seksjonen innstiller seg likevekt med en end-
ret tgyningstilstand pa grunn av krypet i tabell istedenfor en gkt skjerkraft V.
Likefullt angis det i kolonne 8 ulike verdier av skjaerkraften V' for hver likevektstil-
stand (rad). Disse verdiene er imidlertid kun fiktive, da skjerkraften antas & forbli
konstant og gker dermed ikke fra tiden ¢ = 0. Verdiene er heller ment for a illustrere
den ngdvendige skjarkraften som matte vert pafgrt for & generere de respektive like-
vektstilstandene i hver rad, dersom tgyningstilstanden i seksjonen ikke hadde endret
seg pa grunn av krypet.

I ﬁgur fremvises utviklingen av skjartgyningen 7, over tid. Fra tabell 9.4 obser-
veres det at betongens strekkfasthet (e; = ¢.,) overskrides ved en tid ¢ = 200 dggn,
og at det fra denne tiden vil fortsette a utvikle riss etterhvert som hovedtrykktgyningen
€2 gker. Frem til opprissing legges det merke til fra figur 0.12] at gkningen av skjeer-
tgyningen er liten, samt at seksjonens oppfersel er linezr. Etter opprissing fremviser
imidlertid seksjonen en eksponentiell utvikling av skj@rtgyningen. Etter en viss tid
opphgrer til slutt krypet i henhold til modellen i Eurocode 2 [18]], slik at gradienten pa
tidsutviklingen av skjertgyningen tilsvarende flater ut.

Den tidsutviklende oppfgrselen til seksjonen samsvarer svaert godt overens med de
diskuterte stadiene for skjar-deformasjonsresponsen i figur [9.10] der oppfgrselen i
uopprisset- og opprisset tilstand er svert ulike. @kningen av hovedtrykktgyningen e
vil i uopprisset tilstand kun forarsake en liten gkning i skjertgyningen v,, pa grunn
av seksjonens hgye skjerstivhet. Etter opprissing reduseres imidlertid skjerstivheten i
seksjonen radikalt, slik at selv en liten gkning i hovedtrykktgyning vil kunne medfgre
en hgy relativ gkning i skj@rtgyning.
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Figur 9.12: Tidsutviklende skjer-deformasjonsrespons av seksjon 142 ved konstante snitt-
krefter

Etterhvert som tgyningstilstanden endrer seg med tiden, vil tilsvarende spenninger gke
fra den initielle spenningstilstanden i seksjonen. En slik gkning i spenninger uten ytter-
ligere gkning av snittkrefter, medfgrer tvangsspenninger i seksjonen. Krypets innflytel-
se pa tvangsspenningene, kan enklest illustreres ved a tolke gkningen av spenningen i
tverrarmeringen f,, med tiden. Fgr betongens strekkfasthet overskrides (¢t < 200 dggn),
observeres det fra kolonne 6 i tabell 0.4] at spenningen i tverrarmeringen er tilnzr-
met ikke-ekisterende. I uopprisset tilstand vil dermed overfgring av skjerspenninger
kun tas opp av betongen, tilsvarende som for et homogent materiale. Etter opprissing
(t > 200 dggn) legges det imidlertid merke til at spenningen i tverrarmeringen gker
etterhvert som hovedtgyningene gker med tiden. Nar krypet til slutt opphgrer, vil tverr-
armeringen ha oppnadd en endelig spenning pa omtrent f,, = 92.9 MPa. Spenningen i
tverrarmeringen har altsa gkt fra 0 MPa til 92.9 MPa, uten at de permanente snittkref-
tene i seksjonen har gkt. Nar i tillegg skjarkraften forarsaket fra et vandrende godstog
i henhold til Handbok 238 [32] superponeres, kan det vises at spenningen i tverrar-
meringen vil vere i overkant av 200 MPa idet godstoget passerer seksjonen. Stélet i
tverrarmeringen vil dermed vare omtrent 50% utnyttet for flyt oppnas, selv etter pafg-
ring av nyttelasterﬂ Skjeerkapasiteten for seksjonen kan dermed pa bakgrunn av dette
antas & veere god.

Vel og merke uten medregnede lastfaktorer
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9.6.5 Tidsutviklende skjser-deformasjonsrespons med varierende snitt-
krefter

I delkapittel diskuteres den tidsutviklende oppfarselen til seksjon 142 nar det
antas at midlere snittkrefter forblir konstante over tid. Dette er imidlertid ikke et full-
stendig realistisk tilfelle, da krypomlagringen i konstruksjonen som kjent medfgrer at
hovedsakelig moment- og aksialkraft endres over tid. Skjerkraften endres minimalt,
og kan dermed antas a forbli konstant.

Nar den tidsutviklende skjar-deformasjonsresponsen finnes med konstante snittkref-
ter, kreves det “kun” at seksjonen innstiller seg en likevektstilstand med hensyn pa
en endret tgyningstilstand. Nar den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen fin-
nes med varierte snittkrefter, kreves det imidlertid at seksjonen innstiller seg en like-
vektstilstand bade med hensyn pa en endret tgyningsstilstand- og endret snittkrefter.
Forskjellen ligger dermed i at seksjonen for hvert diskretiserte tidssteg na i tillegg ma
innstille seg en likevektstilstand med endret snittkrefter, hvilket kompliserer beregnin-
gene i stgrre grad. For & kunne ivareta denne effekten ma tidsaksen diskretiseres i for-
nuftige tidssteg. For hvert diskretiserte tidssteg beregnes deretter responsen i seksjonen
for den gkte skjartgyningen ., A4 0g aktuelle opptredende snittkrefter (M, N;) ved
en tid ¢, se figur[9.13] Aktuelle opptredende snittkrefter for hvert diskretiserte tidssteg
hentes fra utfgrte line@re analyser i RM Bridge V8i, mens den gkte skjertgyningen
finnes ved ligning (9.6).

@kningen av skj@rtgyningen v,, pa grunn av krypet antas kun 4 avhenge av den pafgr-
te skjerkraften V' = 2.28 MN som holdes konstant. Dette medfgrer at beregningene
kan forholde seg til kun én krypkurve. Dersom i tillegg skjerkraften hadde endret seg
med tiden ville dette komplisert beregningene ytterligere, da det hadde vert ngdvendig
a benytte ulike krypkurver for ulike skjerkrefter. @kningen av skjertgyningen finnes
som tidligere ved a foreta linezr interpolasjon av krypkurven over et tidsintervall At,
se figur9.13

Den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen for seksjon 142 med varierende snitt-
krefter er vist i tabell [0.5] I rad 1 angis den initielle likevektstilstanden seksjonen tar
idet snittkreftene V', My og Ny pafgres ved tiden ¢ = 0 (brudpning). @kningen av den
initielle skjeertgyningen 7., o fra tiden ¢ = 0 frem til ¢ = 100, finnes ved & benytte
ligning (9.6) nar det antas at snittkreftene holdes konstante over tidsintervallet At. Den
nye tilstanden ved tiden ¢ = 100 beregnes deretter med hensyn pa at seksjonen inn-
stiller seg likevekt bdde med den nye gkte skjertgyningen v, 100, 0g nye snittkrefter
Mo 0g N1gg. Ved & utfgre tilsvarende algoritme for valgte diskretiserte tidssteg vide-
re, finnes den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen med varierende snittkrefter
for seksjonen som vist i tabell

Den beregnede responsen forbedres apenbart ytterligere nar diskretiseringen av tids-
aksen forfines. En slik forfining vil imidlertid kreve hgy beregningstid, da skjaerde-
formasjonsresponsen med endret tgyningstilstand- og snittkrefter beregnes for hvert
tidssteg. Krypforlgpet fremviser imidlertid en stgrst gkning i tidlig alder fgr den etter-
hvert avtar og nér en asymptotisk verdi, se figur[9.13] Det er dermed fornuftig a foreta
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Figur 9.13: Konstante snittkrefter ved diskretiserte tidssteg for seksjon 142

en logaritimisk diskretisering av tidsaksen for & kunne gi en god representasjon av den
tidsutviklende responsen for seksjonen.

Variasjon i moment- og aksialkraft fra ¢ = 0til £ = 26280 er vist i henholdsvis kolonne
8- og kolonne 9 i tabell Fra tabellen observeres det at momentet avtar over tid,
mens aksialkraften gker strekket i seksjonen over tid. Skjerkraften holdes som nevnt
konstant fra tiden ¢ = 0 med tilsvarende verdi som benyttet tidligere (V' = 2.28 MN).
I kolonne 10 angis den gkte skjertgyningen ~;, A4 som beregnes ved ligning (9.6),
nar snittkreftene holdes konstante over et tidsintervall At.

t €1 €2 g Yy fv w M N Yzy,Ad
[Dogn] | 107%] | [107%] | [°] | [107%] | [MPa] | [mm] | [MNm] | [MN] | [10~?]
0 0.010 | —0.426 | 8.85 | 0.132 0.03 0.00 29.5 0.41 | 0.285
100 0.045 | —0.445 | 17.7 | 0.285 | 0.08 0.01 28.1 0.65 | 0.406
365 0.179 | —0.457 | 19.8 | 0.406 | 21.2 0.05 27.4 0.93 | 0.558
1314 0.376 | —0.474 | 20.5 | 0.558 | 54.3 0.11 25.8 1.17 | 0.632
2628 0.469 | —0.477 | 20.9 | 0.632 | 69.5 0.14 25.3 1.26 | 0.686
5256 0.533 | —0.480 | 21.3 | 0.686 | 79.8 0.16 24.9 1.32 | 0.726
13140 | 0.580 | —0.483 | 21.5 | 0.726 | 874 0.18 24.5 1.38 | 0.741
26280 | 0.598 | —0.483 | 21.6 | 0.741 | 90.3 0.18 24.5 1.38 -

Tabell 9.5: Tidsutviklende skjar-deformasjonsrespons for seksjon 142 med varierte snittkref-
ter

I figur |9.14| er den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen for seksjon 142 vist
for tilfelle med bade konstante- og varierte snittkrefter over tid. Fra figuren observe-
res det at oppferselen i begge tilfeller er relativt lik, der beregninger med konstante
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snittkrefter faktisk fremviser mer konservativ respons enn beregninger med varierte
snittkrefter. Dette viser at det dermed vil veere mer hensiktsmessig bade med hensyn
pé beregningstid og presisjon i resultater, & utfgre beregninger med konstante snittkref-
ter. Det er imidlertid viktig a presisere at dette kun gjelder i dette tilfelle, da variasjonen
i snittkrefter over tid er relativt liten for seksjon 142.
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Figur 9.14: Tidsutviklende skjer-deformasjonsrespons av seksjon 142 med konstante- og va-
rierte snittkrefter

I figur 9.15| er den tidsutviklende spenningen i tverrarmeringen f, for seksjon 142
vist for tilfelle med bade konstante- og varierte snittkrefter. I begge tilfeller fremvi-
ser figuren at spenningen i tverrarmeringen er tilnrmet ikke-eksisterende i tiden for
opprissing, slik at skjerspenninger dermed kun vil overfgres i betongen som nevnt tid-
ligere. Etterhvert som krypet fgrer til gkt skjertgyning -y;,, vil tilsvarende antall riss
og rissvidder gke. Dette medfgrer videre at spenningen i tverrameringen er ngdt til a
gke dersom likevekt i seksjonen skal opprettholdes. Slik det fremgar av figur vil
det kun vaere sma neglisjerbare forskjeller i spenning ved beregning med konstante-
eller varierte snittkrefter.

En avgjgrelse pa hvorvidt en analyse bgr utfgres med konstante- eller varierende snitt-
krefter, avhenger i stor grad av omfanget i variasjonen av snittkrefter over tid. I dette
tilfelle observeres den relative endringen i moment og aksialkraft til & vere relativt
liten, slik at resultatene fremviser tilnermet lik respons ved begge beregningsmetoder.
Ved store variasjoner vil det trolig veere mer fornuftig a benytte metoden med varieren-
de snittkrefter for & oppna god presisjon i resultater. En slik analyse krever imidlertid
sveert hgy beregningstid, da tilstanden i seksjonen er ngdt til a tilfredsstille likevekt
med bade en gkt skjertgyning og endret snittkrefter. PA bakgrunn av dette kan det
dermed argumenteres for at en analyse med midlere konstante snittkrefter kan vere
tilstrekkelig, dersom det eksempelvis legges inn fornuftige sikkerhetsfaktorer som iva-
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Figur 9.15: Tidsutviklende spenning i tverrarmering for seksjon 142 med konstante- og va-
rierte snittkrefter

retar at seksjonens kapasitet ikke overskrides.

Formalet med disse analysene omhandler imidlertid ikke hvilken beregningsmetode
som bgr benyttes, men heller at den diskuterte hypotesen i delkapittel [9.2] faktisk kan
vurderes som hgyst sannsynlig. De etablerte beregningsmetodene gjgr det dermed mu-
lig & kunne forutsi den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen i en vilkarlig sek-
sjon, nér likevektstilstanden endrer seg over tid pa grunn av krypet.

9.6.6 Sammenligning av beregnede resultater med observerte rissvidder-
og rissvinkler

Irad 9 fra tabell |9.4] fremgar det at den gjennomsnittlige rissvidden- og rissvinkelen er
henholdsvis w = 0.18 mm og 6 = 21.2° ved en tid ¢ = 13140 dggn, som videre kan
antas a veere ved presens tid. Under inspeksjonen pa Salasund bru ble gjennomsnittli-
ge rissvidder- og rissvinkler i seksjon 142 observert til & veere henholdsvis i omradet
w = 0.3 — 0.5 mm og § = 25° — 30°, hvilket viser at beregningene underestimerer
den faktiske likevektstilstanden. Arsaker til det kan blant annet skyldes den empiris-
ke formelen for beregning av rissvidder som benyttes, og som muligens bgr fornyes
etter anbefalinger i henhold til Eurocode 2. En annen naturlig arsak kan vere at den
valgte logaritmiske diskretiseringen av tidsaksen er for grov, og at denne burde blitt
forfinet spesielt i tidligfasen av krypforlgpet. Andre arsaker kan vare at antakelsen om
gjennomsnittlig skjerspenning-, samt valgt elevasjon for referanseaksen gir avvik. I
tillegg bgr det foretas en grundigere diskusjon vedrgrende validiteten til den utledete
relasjonen mellom gkningen av krypet og skj@rtgyningen v, i ligning (9.4). Summen

137



Kapittel 9. Ikke-lineare tverrsnittsanalyser av FFB bruer med skjarriss

av disse forholdene kan antas & undervurdere den endelige likevektstilstanden noe.

En apenbar arsak som imidlertid kan antas & ha stor innvirkning pa beregningen av
den endelige likevektstilstanden er krypmodellen som benyttes, da denne er empirisk
formulert med hensyn pa en-aksial tgyningstilstand [18]]. Modellen bgr dermed benyt-
tes med hgy varsomhet ved bi-aksiale tgyningstilstander, hvilket gjelder i dette tilfelle.
Arsaken til det ligger i at krypmodellen er basert pa en-aksial trykkprgver, utfgrt pa
sma sylinderformete betongelementer. Slike trykkprgver vil kun vere utsatt for sma
tgyninger normalt pa trykkspenningen, som fglge av Poisson’s utvidelsesforhold. I
bi-aksiale tgyningstilstander vil det imidlertid opptre betydelig hgyere strekktgyninger
normalt pa trykkspenningene, pa grunn av hovedstrekktgyningen ¢; sin innvirkning, se
figur[9.16] P& bakgrunn av dette er det fornuftig & anta at krypet vil kunne opptre mer
aggressivt i en slik tilstand, da hovedstrekktgyningene i stgrre grad bidrar til & myke
opp betongen. Krypmodellen som benyttes i beregningene vil dermed kunne medfgre
at gkningen av skj®rtgyningen 7., underestimeres, nir denne effekten utelates. Dette
forer videre til at den beregnede likevektstilstanden ved presens tid underestimeres,
nar krypmodellen i Eurocode 2 benyttes.

2) b)

Figur 9.16: Kryp i en-aksial- og bi-aksial tgyningstilstand

9.7 Skjeerdeformasjoner i skjeropprisset tilstand

Frem til na har diskusjonen vedrgrende arsak til skjeropprissing blitt grundig disku-
tert. Ved & utfgre tidsavhengige skjer-deformasjonsanalyser for seksjon 142, ble det
vist at skjeropprissing kan fremkomme som en direkte konsekvens av innvirkningen
fra kryp pa hovedtrykktgyninger. Videre viste analysene at seksjonens skjerstivhet
ble betraktelig redusert etter opprissing. Reduksjon i skjerstivhet gjgr det dermed for-
nuftig 4 anta at skjerdeformasjoner tilsvarende vil gke. Nar det utfgres linezre ana-
lyser utelukkes imidlertid denne effekten, hvilket medfgrer at resultatene fremviser
skjerdeformasjoner av neglisjerbare stgrrelser. I dette delkapittelet diskuteres dermed
brukonstruksjonens oppfarsel nar det opereres med redusert skjerstivhet, og om denne
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effekten er med pa & forsterke deformasjonsmgnsteret fritt frambygg bruer ofte har en
tendens til a vise.

Fra inspeksjonen pa Saldsund bru ble det observert at seksjonene 141-145 i figur[0.17]
(og symmetrisk for motstaende kragarm) var utsatt for mange- og lange riss, med malte
gjennomsnittlige rissvidder i omradet w = 0.3 — 0.6 mm. Seksjoner n@r innspenning
og ved midtspenn (seksjon 146-149) var ikke like utsatt, og viste kun et fa antall riss
med malte gjennomsnittlige rissvidder i omradet w = 0.1 — 0.15 mm. Seksjonene
141-145 ligger som nevnt tidligere, i det typiske omradet hvor det er store opptre-
dende skjerkrefter og lavere relative skjaerstivheter, sammenlignet med seksjoner ved
innspenning (se skjerkraftdiagrammet for bruoverbygningen i figur [8.8). Det virker
dermed fornuftig at seksjoner i dette omradet fremviser flest skjerriss og stgrst riss-
vidder. Dette medfgrer videre at det er fornuftig a anta at den reduserte skjerstivheten
vil avhenge av “skadeomfanget” i hver seksjon. Pa bakgrunn av denne antakelsen vil
dermed seksjonene 141-145 (og symmetrisk for motstaende kragarm) fremvise stgrre
reduksjon i skjerstivheter, enn seksjoner ved innspenning.

|
Bk” 138 | 130 | 140 | 141 [ 142 [ 143 [1a4 [ 145 [146 [147[148[149 1150 [151 [ 152 [ 153 | 154 | 155 | 156 | 1o 15ﬂ1siu
T 1

‘

Figur 9.17: Seksjonsnummerering i hovedspenn

Den reduserte skjerstivheten i hver seksjon kan beregnes ved a utfgre en tidsavhen-
gig skjer-deformasjonsanalyse med konstante- eller varierende snittkrefter, tilsvarende
som tidligere vist og utfgrt for seksjon 142. Begge beregningsmetoder krever imidler-
tid hgy beregningstid og vil i tillegg underestimere den faktiske likevektstilstanden,
slik at beregningene vil kunne gjengi ukonservative reduserte skjerstivheter i de re-
spektive seksjonene.

Undertegnede har som nevnt tidligere, utfgrt en grundig inspeksjon av samtlige sek-
sjoner pa Salasund bru, og har ved malte- og observerte riss dannet et godt inntrykk av
“skadeomfanget” i hver seksjon. Dersom det na utfgres en fullstendig skjer-deformasjons-
respons analyse, uavhengig av tiden i samtlige seksjoner (tilsvarende som tabell 9.2)),

og kalibrerer likevektstilstanden mot gjennomsnittlige malte rissvidder, vil det vere
mulig & danne seg et inntrykk av reduksjonen i skjerstivhet for hver seksjon. En slik
forenklet fremgangsmetode vil vere mer hensiktsmessig bade med hensyn pa gko-
nomisk regneeffektivtet og vurdering av faktiske likevektstilstand, enn & utfgre en
fullstendig tidsavhengig skjer-deformasjonsanalyse med varierende- eller konstante
snittkrefter for hver seksjon.

Tabell 9.6] viser et modifisert utdrag av tabell[9.2] der skjermodulen G og reduksjons-
graden av skjermodulen y ved hver likevektstilstand, er gitt i henholdsvis kolonne
9- og 10. Fra tabellen observeres det hgy og full skjermodul i uopprisset tilstand
(1 < eqr). Etter opprissing reduseres imidlertid skjerstivheten etterhvert som like-
vektstilstanden i seksjonen endrer seg, hvilket samsvarer med figur[9.10]

I seksjon 142 ble det altsa observert rissvidder i omradet w = 0.3 — 0.5 mm. Fra tabell
observeres det at rad 7 og rad 8 angir gjennomsnittlige rissvidder pa henholds-
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€1 €2 0 Yy fo fo w 14 G X
[1073] | [1073] | [°] | [1073] | [MPa] | [MPa] | [mm] | [MN] | [GPa]
001 [ —041[875| 0.13 | 11.1 | 0.04 | 0.00 | 2.20 | 13.4 | 1.00
0.02 | —0.42|122| 0.18 | 11.2 | 0.06 | 0.00 | 3.13 | 13.4 | 1.00
0.05 | —0.43 | 186 | 029 | 11.6 | 0.12 | 0.01 | 5.04 | 13.3 | 0.99
0.068 | —0.44 [ 21.2 | 0.35 | 11.9 | 0.13 | 0.02 | 594 | 13.3 | 0.99
0.1 | —0.44 198 | 035 | 11.8 | 748 | 0.03 | 546 | 12.2 | 0.91
05 | —0.49 {209 | 0.66 | 129 | 747 | 0.16 | 6.05 | 7.12 | 0.53
1.0 | —0.56 | 22.6 | 1.11 | 14.4 | 153 | 0.31 | 7.07 | 4.96 | 0.37
1.5 | —0.66 | 24.2 | 1.62 | 157 | 227 | 0.46 | 8.01 | 3.86 | 0.29
2.0 | —0.79 | 255 | 217 | 16.8 | 296 | 0.61 | 8.84 | 3.16 | 0.24
2.5 | —0.95 |26.7| 277 | 17.8 | 360 | 0.76 | 9.60 | 2.69 | 0.20
30 | —1.08 |26.7| 3.27 | 18.0 | 400 | 0.92 | 9.58 | 2.27 | 0.17
35 | —1.19 {265 | 3.75 | 18.0 | 400 | 1.06 | 9.49 | 1.97 | 0.15

Tabell 9.6: Modifisert utsnitt av tabell [9.2] for skjer-deformasjonsresponsen til seksjon 142

vis w = 0.31 mm og w = 0.46 mm, hvilket omtrentlig samsvarer med observerte
rissvidder i seksjonen. Fra disse likevektstilstandene observeres det videre at reduk-
sjonsgraden av skjermodulen er pa henholdsvis y = 0.37 og x = 0.29. Ved a benytte
midlere verdi av reduksjonsgradene kan det dermed antas en gjennomsnittlig reduk-
sjon av skjerstivheten i seksjonen pa x = 0.33. Ved a utfgre tilsvarende tolkning av
samtlige seksjoner, vil det veere mulig 4 kunne danne seg et inntrykk av reduksjonen
i skjeerstivhet for hver seksjon pa en svert effektiv mate, sammenlignet med fullsten-
dige tidsavhengige skjer-deformasjonsanalysemetoder. Det understrekes imidlertid at
en slik metode pa langt ner kan fremvise tilstrekkelig presise resultater, men vil kun-
ne gi et helhetsinntrykk i variasjonen av skjerstivheter i brua pa en relativt kjapp- og
fornuftig mate.

Etter & ha anslatt den reduserte skjarstivheten i hver seksjon, kan dette implementeres
i RM. Deformasjonsformen kan deretter finnes nar konstruksjonen pafgres en statisk
ekvivalent last som gir den “fiktive” skjerkraften V' i hver seksjon, som tilsvarende
er i likevekt med den aktuelle reduksjonsgraden x. En slik metode kan imidlertid bli
svert komplekst, da den statisk ekvivalente lasten ma tilpasses for & oppna den re-
spektive “fiktive” skjerkraften i hver seksjon. Det mest fornuftige ville dermed vert a
beregne en tidsutviklende skj@r-deformasjonsrespons med varierende snittkrefter for
hver seksjon, og deretter finne aktuelle skjertgyninger ved presens tid. En slik metode
vil heller ikke kunne gi fullstendig korrekte resultater, da krypmodellen som benyt-
tes i beregningsalgoritmen underestimerer den faktiske likevektstilstanden. Metoden
vil imidlertid kunne gi akseptable resultater, men vil kreve en beregningstid som ikke
egner seg for den gitte tidsrammen i denne avhandlingen.

Hovedformalet med disse analysene er ikke a finne fullstendig eksakte verdier for gk-
ningen av skjerdeformasjoner i opprisset tilstand, men heller for & kunne se om slike
deformasjoner gir en typisk form som er fremtredende i fritt frambygg bruer. Videre
er det interessant a se om gkningen av skjerdeformasjoner i opprisset tilstand gir et
relevant paslag i totale deformasjoner.
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Figur 9.18: Skjerdeformasjon av et skjeropprisset konstruksjonselement

En egnet metode & finne skjer-deformasjonsformen til brua pa, er ved a beregne den
gjennomsnittlige skjertgyningen v, i hver seksjon forenklet. Pa tilsvarende mate som
nar reduksjonen av skjerstivheten anslas, kan gjennomsnittlige skjertgyninger som er
i likevekt med observerte rissvidder i de respektive seksjonene finnes. Den gjennom-
snittlige skjertgyningen i seksjon 142 finnes til 4 vare v,, = 1.35- 1073 fra tabell
nar denne kalibreres mot den observerte rissvidden i omradet pa w = 0.3 — 0.5 mm.
Dersom denne skjertgyningen forenklet antas & vare konstant for et seksjonselement
med lengde L., kan den relative forskyvningen w,.; av elementender finnes ved

Urel = Vay - L. 9.7

Prinsippet for fremgangsmetoden er illustrert i figur Ved & utfgre tilsvarende
prinsipp i samtlige seksjoner og benytte akkumulerte verdier, kan skjerdeformasjons-
formen for brukonstruksjonen finnes nar den reduserte skjerstivheten varierer i de
respektive seksjonene, se figur [9.19] Figuren fremviser skjerdeformasjoner i hoved-
spennet for bade uopprisset- og opprisset tilstand. Fra figuren observeres det fgrst og
fremst at deformasjonsformene minner mye om formen som ofte er fremtredende i fritt
frambygg bruer, med en tydelig “dupp” i midtspennet. En logisk forklaring pa denne
deformasjonsformen er at seksjoner ved innspenning innehar betydelig hgyere relati-
ve skjerstivheter i forhold til opptredende skjerkrefter, mens seksjoner ved “fjerde-
delsomradet” innehar betydelig lavere relative skjerstivheter i forhold til opptredende
skjerkrefter. Dette medfgrer at seksjoner ved “fjerdedelsomradet” vil vare mer riss-
utsatt og fremviser dermed stgrre relativ forskyvning av elementender enn seksjoner
ved innspenning, og dette forsterkes ytterligere etterhvert som ytterligere opprissing
fremkommer.

I figur 0.19) kan deformasjonsformen i uopprisset tilstand betraktes som formen bru-
konstruksjonen tar rett etter brudpning (t = 0). Fra denne observeres neglisjerbare
sma skjerdeformasjoner. Etterhvert som krypet fremprovoserer skjerriss i seksjone-
ne, vil tilsvarende skjerdeformasjoner gke. Deformasjonsformen i opprisset tilstand
kan dermed pa mange mater betraktes som formen brukonstruksjonen tar ved presens
tid (t =~ o0). Den viktige observasjonen er imidlertid den store relative gkningen i
skjerdeformasjoner etter opprissing, og at denne gar fra a vaere neglisjerbar ved ¢t = 0
til a bli verdier av signifikante stgrrelser ved ¢t &~ oo. Selvom stgrrelsene ikke vil vaere
fullstendig presise pa grunn av den forenklede beregningsmetoden, sa kan det med hgy
sikkerhet stadfestes at skjerdeformasjoner i opprisset tilstand vil kunne gi betydelige
paslag i totale deformasjoner.
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Figur 9.19: Skjerdeformasjoner i hovedspenn

9.7.1 Tiltak

Det interessante spgrsmalet er hvilke tiltak som bgr utfgres slik at gkte skjerdefor-
masjoner og skjerriss forhindres, eller eventuelt begrenses i fritt frambygg bruer. Det
apenbare vil veere a forhindre skjerriss fra & oppsta i lgpet av brukonstruksjonens leve-
tid, da skjerriss fgrer til redusert skjerstivhet og dermed gkte skjerdeformasjoner. Et
logisk tiltak kan vare & gke det effektive skjeerarealet ved a eksempelvis gke bred-
den pa steget, noe som tilsvarende vil fgre til gkt skjerstivhet. Dette gjelder spesielt i
seksjoner ved “fjerdedelsomradet” som er utsatt for relativt hgye opptredende skjeer-
krefter.

Det foretas en beregning for & undersgke den tidsutviklende skjer-deformasjonsresponsen
i seksjon 142, nar tykkelsen pa steget gkes og senteravstanden pa tverrarmeringen re-
duseres. I henhold til navaerende overdekningskrav i Eurocode 2 [[18]], vil det i de fleste
tilfeller veere ngdvendig med en minste stegtykkelse pa ts = 400 mm ved prosjekte-
ring av fritt frambygg bruer. Det utfgres dermed beregninger ved a gke stegtykkelsen

i seksjon 142 til en slik tykkelse, samt ved a redusere senteravstanden mellom tverrar-
meringen fra 200 mm til 150 mm.

Den tidsutviklende skjzr-deformasjonsresponsen for seksjon 142 er vist i figur [9.20]
bade for et tverrsnitt med gkt stegtykkelse- og tverrarmering, samt opprinnelig tverr-
snitt. Fra figuren observeres det at det gkte tverrsnittet fremviser en betraktelig stivere
respons enn det opprinnelige. Det vil i tillegg ta lenger tid for betongens strekkfasthet
overskrides for det gkte tverrsnittet. Dette er svart gunstig da den store gkningen i
krypet ved tidligfasen forekommer nar seksjonen er uopprisset og dermed innehar hgy
skjerstivhet, hvilket fgrer til at store deler av krypet “gjgres unna” i uopprisset tilstan-
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den. Dette fgrer videre til at nar seksjonen fgrst risser opp og skjarstivheten reduseres,
vil den store gkningen av krypet i tidligfasen allerede vare unnagjort. Den relative
gkningen av krypet vil heretter vere betraktelig lavere, og ferer dermed til mindre re-
lativ gkning i skjertgyning v, selvom skjerstivheten er redusert. Etter opprissing vil i
tillegg den gkte tverrarmeringen bidra med a redusere skjerriss og vil sadan vaere med
pa a gke skjerstivheten etter opprissing, som videre vil kunne redusere skjerdeforma-
sjoner.
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L - J
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Figur 9.20: Tidsutviklende skjrtgyning for opprinnelig- og gkt tverrsnitt

Responsen for det gkte tverrsnittet er beregnet med hensyn pa de samme snittkreftene
som for det opprinnelige tverrsnittet, og er dermed ikke fullstendig korrekt da en gk-
ning av stegtykkelsen tilsvarende vil gi gkning i snittkrefter. @kningen av snittkrefter
kan imidlertid antas & veare relativt liten i forhold til den gkte skjeerstivheten tverr-
snittet oppnar. Pa bakgrunn av dette, er det dermed fornuftig & konkludere med at gkt
stegbredde og tverrarmering er tiltak som vil kunne redusere skjerriss og skjerdefor-
masjoner i opprisset tilstand.

9.8 Oppsummering

Avhandlingens hovedproblemstillinger utilsiktede deformasjoner og skjcerriss har i
dette kapittelet blitt grundig diskutert. En kontroversiell hypotese om at kryp pa hoved-
trykktgyninger kan medfgre disse utilsiktede effektene har blitt fremlagt. For & kunne
bevise denne hypotesen har skjer-deformasjonsresponsen for seksjon 142 blitt bereg-
net ved beregningsalgoritmen i delkapittel nér i tillegg tidsutviklende metoder
implementeres. Resultatene fremviser at kryp pa hovedtrykktgyninger fgrst og fremst
vil kunne fremprovosere skjerriss, og at dette videre vil kunne gke skjerdeformasjo-
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ner betraktelig sammenlignet med uopprisset tilstand. Ved & utfgre en forenklet bereg-
ningsmetode, der observerte rissvidder i hver seksjon kalibreres mot den beregnede
gjennomsnittlige skjertgyningen som tilfredsstiller likevekt, kan skjer-deformasjons-
formen overslagsvis finnes ved presens tid. Denne deformasjonsformen minner svert
mye om formen som ofte er fremtredende i fritt frambygg bruer.

En fremtredende arsak til at skjeerriss har en spesiell tendens til & utvikle i fritt fram-
bygg bruer, er at opptredende hovedtrykkspenninger i steg ofte er store. Dette frem-
kommer hovedsakelig som en konsekvens av opptredende hgye skjerspenninger, samt
mye forspenning i konstruksjonen. Dette problemet er spesielt fremtredende i eldre
fritt frambygg bruer, da overdekningskrav fgr i tiden tillot brukonstruktgrer a prosjek-
tere sveert slanke steg. I tillegg var kryp pa hovedtrykktgyninger et fenomen som ikke
ble tatt hensyn til, da man ikke var klar over at effekten kunne oppsta. Det er dermed
fornuftig & anta at valg av stegtykkelse hovedsakelig ble tatt med hensyn pa at skjer-
kapasitetsformler i standardverk skulle tilfredsstilles. Videre ble heller ikke skjarstiv-
heten tatt hensyn til, da denne som regel ble antatt & vere hgy i linear uopprisset til-
stand. Effekten av gkningen i skjerdeformasjoner som fglge av redusert skjerstivhet i
opprisset tilstand ble dermed ikke avduket i linesere analyser, slik at totale langtidsde-
formasjoner ble undervurdert.

Tiltak for & unngé problemene vil vaere a gke bade stegtykkelse og tverrarmering, da
dette i stor grad er med pa a redusere skjerriss og skjerdeformasjoner i opprisset
tilstand. Det er imidlertid ikke nok grunnlag for & kunne gi normative anbefalinger
for det generelle tilfelle, da det kreves ytterligere grundigere forskning vedrgrende
fenomenene.

Pa bakgrunn av oppnadde resultater i dette kapittelet kan det virke fornuftig 4 anta at
kryp pa hovedtrykktgyninger kan vere en direkte medvirkende arsak til at skjerriss i
fritt frambygg bruer fremkommer, og dermed at skjerdeformasjoner i en slik tilstand
vil kunne gi relevante paslag i totale deformasjoner. @kte skjerdeformasjoner i oppris-
set tilstand vil kunne medfgre betydelige paslag i totale deformasjoner. Fenomenet vil
ikke kunne avdukes ved tradisjonelle linezre analyser, og det ma dermed ikke-linezre
tidsavhengige skjar-deformasjonsanalyser til, for a kunne beregne responsen over tid
i en vilkarlig seksjon. En anbefalt beregningsmetode for a kunne utfgre slike analyser
har i dette kapittelet blitt eksemplifisert for seksjon 142. Beregningsmetoden under-
estimerer imidlertid den faktiske likevektstilstanden, da krypmodellen som benyttes er
empirisk formulert med hensyn pa en-aksial tgyningstilstand. Det kreves dermed ytter-
ligere forskning pa krypmodeller for bi-aksiale t@yningstilstander, fgr den formulerte
beregningsmetoden i dette kapittelet generelt kan anvendes for en vilkarlig seksjon i
fritt frambygg bruer.
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Kapittel 10

Konklusjoner og videre arbeid

10.1 Oppsummering, diskusjon og konklusjoner

Denne avhandlingen omhandler fenomenene utilsiktede deformasjoner og skjeerriss i
fritt frambygg bruer. Oppstéelsen av slike fenomener kan forarsake avvik i estetiske
verdier og krav, og kan videre fgre til reduksjon av tillatt aksellast ved ferdsel over
brua. I enkelte tilfeller kan det kreves ombygging av brukonstruksjonen for & opprett-
holde funksjonaliteten, og i ekstreme tilfeller ma brukonstruksjonen rives ned dersom
trafikksikkerheten ved ferdsel lenger ikke kan garanteres. Avhandlingens hovedmal
gikk dermed ut pa & undersgke aktuelle arsaker til at utilsiktede deformasjoner og
skjerriss har en spesiell tendens til & oppsta i fritt frambygg bruer, og videre hvorfor
disse fenomenene ikke avdukes i tradisjonelle numerisk linezre analyser.

I tidligere forskning har hovedfokuset vert pa usikkerheter i kryp- og svinnmodel-
ler, og innvirkningen av dette pa langtids-bgyedeformasjoner. Resultater fra tidlige-
re forskning gir imidlertid ingen grunnlag for & kunne danne konkrete konklusjoner
vedrgrende de opptredende fenomenene i fritt frambygg bruer, annet enn at malte de-
formasjoner over tid ofte er avvikende fra beregnede langtidsdeformasjoner. Det har 1
tillegg aldri blitt forsket pa arsaker til oppstaelsen av skjerriss, og hvilke konsekvenser
fenomenet har & si for totale langtidsdeformasjoner.

For & kunne gjenskape en tradisjonell numerisk lineeer analyse som typisk utfgres for
fritt frambygg bruer, ble det etablert en meget omfattende numerisk modell av Salas-
und bru i beregningsprogrammet RM Bridge V8i. Modellen ivaretar effekten av den
seksjonsvise utbyggingsfasen av kragarmer fra hovedpilarer, samt den tidsutviklende
oppfarselen til brukonstruksjonen i ferdigtilstand. Det er svert viktig a inkludere disse
effektene i beregningene, da langtidsoppf@rselen til brukonstruksjonen hovedsakelig
avhenger av innvirkningen fra samlet egenvekt- og forspenning, seksjonenes ulike ald-
re, belastning fra stgpevogner, oppspenningsprosessen i byggetilstand, samt effekten
av kryp, svinn og relaksasjon. Tidsavhengige materialmodeller i henhold til Eurocode
2 [[18]] ble benyttet i beregningene.
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Resultater fra utfgrte lineare analyser viser at beregnede langtidsdeformasjoner sam-
svarer godt overens med prosjekterte overhgyder. Dette viser dermed at de tidsavhen-
gige materialmodellene som ble benyttet ved prosjektering av Salasund bru, ikke gir
vesentlige forskjell i resultater fra tidsavhengige materialmodeller i henhold til EC2.
Videre fremviser skjerdeformasjoner i en slik tilstand kun neglisjerbare stgrrelser, og
gir ingen relevante paslag i totale deformasjoner. Pa bakgrunn av dette, kan det konklu-
deres med at oppnadde resultater fra lineere analyser ikke gir konkrete forklaringer pa
arsaker til oppstaelsen av utilsiktede deformasjoner og skjerriss i fritt frambygg bruer.

Elementformuleringen som benyttes i den numeriske modellen forutsetter imidlertid
at betongen er i en linezr uopprisset tilstand. Deformasjon- og spenningsresultater
vil dermed kun vare gyldig frem til brukonstruksjonen begynner a utvikle riss. Da
det aldri ble rapportert om synlige riss fra den rutinemessige inspeksjonen rett etter
brudpning, er det rimelig a anta at resultater fra de linezre analysene hovedsakelig kun
vil veere gyldig i byggetilstand, samt i den korte perioden frem til skjarriss begynte a
utvikle i steg pa Salasund bru.

Nar skjerriss fremkommer er det fornuftig a anta at skjerstivheten reduseres, hvilket
videre kan fgre til gkte skjerdeformasjoner av betydelige stgrrelser. Brukonstruksjo-
nens oppfersel ma dermed beregnes avhengig om betongen betraktes i en uopprisset-
eller opprisset tilstand. Fritt frambygg bruer prosjekteres normalt med forbehold om
at betongen ikke utvikler skjerriss, hvilket har fgrt til at brukonstruktgrer kan beregne
langtidsdeformasjoner i FFB bruer ved tradisjonelle linezre analyser. Arsaken til det
er at det ved slike analyser normalt ikke observeres spenningstilstander som skulle tilsi
at betongens strekkfasthet overskrides, og at opprissing fremkommer.

Det kan dermed konkluderes med at langtidsdeformasjoner underestimeres, da effek-
ten av redusert skjerstivhet pa grunn av skjeropprisset betong ikke ivaretas ved tradi-
sjonelle linexre analyser. Dette fgrer til at gkningen av skjerdeformasjoner i en slik
tilstand ikke medregnes i totale langtidsdeformasjoner av brukonstruktgrer ved pro-
sjektering.

Det er apenbart at utilsiktede deformasjoner har oppstatt som en direkte konsekvens
av utviklede skjerriss. De interessante spgrsmalene er dermed

* hvorfor skjerriss har en spesiell tendens til & oppsta i Igpet av levetiden i fritt
frambygg bruer

* hvorfor dette ikke avdukes i tradisjonelle lineere analyser

* og hvilke konsekvenser dette har a si for gkningen av totale langtidsdeformasjo-
ner

I kapittel [9] stilles en meget interessant og kontroversiell hypotese pd oppstaelsen av
skjeerriss. Et svert viktig ledetrad som ledet til denne hypotesen var at rissene ble
observert til & oppstd ved en viss tid etter brudpning, for de videre gkte i antall og
omfang over tid. Da rissene fgrst ble oppdaget, ble rissviddene observert til a vere
sveert sma og neglisjerbare. Inspeksjoner i senere tid viser imidlertid at bade antall riss
og stgrrelsen pa rissvidder har gkt fra a veere knapt synlige til a bli betydelig markante.
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Dette ledet videre til en antakelse om at oppstaelsen av skjarriss kunne karakteriseres
som et tidsutviklende fenomen. Den kontroversielle hypotesen baseres dermed pa en
antakelse om at skjerriss kan ha oppstatt som en direkte konsekvens av innvirkningen
av kryp pa hovedtrykktgyninger.

For a bevise den stilte hypotesen ma oppfgrselen til betong bade fgr- og etter oppris-
sing kunne forutsies. Ved a ta utgangspunkt i Vecchio og Collins [9]] sin modifiserte
trykkfeltsteori, ble det etablert en beregningsmodell som var i stand til & forutsi den
ikke-lineare skjer-deformasjonsresponsen i en vilkarlig seksjon, utsatt for den kom-
binerte virkningen av moment, skjer- og aksialkraft. Beregningsmodellen ble benyttet
til & utfgre analyser pa seksjon 142, som var observert til & veere en av de mest utsatte
seksjonene for skjerriss. Resultater fra analysene viste fgrst og fremst at lastnivaet i
seksjonen ikke var i neerheten til & kunne generere skjerriss. I tillegg ble hovedtrykk-
spenninger observert til & opptre med betydelige stgrrelser. Disse resultatene forsterket
dermed antakelsen om at innvirkningen av kryp pa hovedtrykktgyninger kunne vere en
realistisk arsak til oppstaelsen av skjarriss. En svert logisk forklaring pa fenomenet
er at nar hovedtrykktgyningen gker over tid som fglge av krypet, vil deformasjons-
mekanismen medfgre at hovedstrekktgyningen tilsvarende ma gke for & opprettholde
likevekten i seksjonen. Nar hovedstrekktgyningen blir tilstrekkelig stor, overskrides
betongens strekkfasthet slik at opprissing fremkommer.

Det ble forsgkt & etablere en relasjon mellom krypet og hovedtrykktgyningen. En slik
relasjon kan imidlertid veere sveert innviklet & formulere, og vil kreve ytterligere forsk-
ning. Det ble heller utledet en grunnleggende relasjon mellom krypet og skjertgynin-
gen, ved & utnytte den gjensidige avhengigheten mellom hovedtgyningene og skjer-
tgyningen.

Ved a implementere kryp pa skjertgyninger i den etablerte beregningsmodellen, kun-
ne det utfgres ikke-line@re tidsavhengige analyser av skjer-deformasjonsresponsen for
seksjon 142. Resultater fra analysene viste at utviklingen av skjertgyningene i seksjo-
nen var svert liten og begrenset i tiden frem til opprissing, hvilket fremkommer av at
skjerstivheten er meget hgy i uopprisset tilstand. Etter opprissing derimot, vil selv en
liten gkning i hovedtrykktgyningen medfgre relativt store gkninger i skjertgyninger pa
grunn av seksjonens reduserte skjerstivhet. Da hovedstrekktgyninger gker etter hvert
som hovedtrykktgyninger gker med tiden, vil antall riss og rissvidder tilsvarende gke
med tiden pa grunn av den gjensidig avhengigheten mellom hovedtgyningene.

Den etablerte beregningsmodellen er altsa i stand til & gjenskape en tidsutviklende
oppfersel i seksjonen, som samsvarer svaert godt overens med den virkelige oppfegr-
selen til brukonstruksjonen, i henhold til rapporter fra utfgrte inspeksjoner pa Salés-
und bru. Ulempen med beregningsmodellen er imidlertid at den underestimerer den
faktiske likevektstilstanden i seksjonen. Hovedarsaken til det er at krypmodellen som
benyttes i beregningsmodellen er formulert med hensyn pa en-aksial tgyningstilstand.
I bi-aksiale tgyningstilstander vil det opptre betydelige hovedstrekktgyninger normalt
pa hovedtrykkspenningene, som vil fgre til “mykere” betong og videre et mer aggre-
sivt krypforlgp. Det méa dermed utfgres ytterligere forskning pa kryp i bi-aksiale t@y-
ningstilstander, for den formulerte beregningsmodellen kan benyttes for det generelle
tilfellet. Hovedpoenget i de tidsavhengige analysene omhandler imidlertid ikke ngy-
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aktigheten i beregningsmodellen, men heller at den kan bevise antakelsene i den stilte
hypotesen til a virke fornuftig og meget sannsynlig.

Fra inspeksjonen undertegnede utfgrte pa Salasund bru, ble det observert mye riss og
store rissvidder i seksjoner ved “fjerdedelsomradet” i hovedspennet. Seksjoner ved
innspenning var ikke like utsatt, selvom det ogsa ble observert et fa antall riss i dette
omradet. Pa bakgrunn av disse observasjonene, er det dermed fornuftig & anta at reduk-
sjonen i skjerstivheter varierer ulikt i de respektive seksjonene. Ved a kalibrere bereg-
net skjer-deformasjonsrespons mot observerte rissvidder, var det mulig & danne seg et
inntrykk av gjennomsnittlige skjertgyninger for hver seksjon relativt kjapt og forenk-
let. Resultatene viste at ikke bare minnet den akkumulerte skj@r-deformasjonsformen
mye om den formen fritt frambygg bruer har en tendens til & fremvise, men gknin-
gen av skjerdeformasjoner i opprisset tilstand gav i tillegg betydelige paslag i totale
langtidsdeformasjoner.

Eldre fritt frambygg bruer er mer utsatt for oppstaelsen av utilsiktede deformasjoner
og skjerriss. Arsaken til det er at overdekningskrav i eldre standardverk tillot brukon-
struktgren & prosjektere svert slanke steg. Dette fgrer imidlertid til store skjerspennin-
ger over det effektive skjerarealet. En kombinasjon av dette, sammen med effekten av
mye forspenning gir svert store opptredende hovedtrykkspenninger. Apenbare tiltak
vil dermed veere a gke skjerstivheten i seksjonene, slik at skjerriss reduseres. Dersom
bade tykkelsen pa steget og mengde tverrarmering gkes vil dette gi en betydelig stivere
oppfarsel for konstruksjonen, bade i uopprisset- og opprisset tilstand. Det kan imid-
lertid per dags dato ikke gis normative anbefalinger for det generelle tilfellet, da det
kreves ytterlig forskning pa fenomenene. Inntil videre bgr dermed hvert beregningstil-
felle behandles unikt.

Kort oppsummert vil fglgende utsagn vere svart konkluderende for hovedproblem-
stillingene i denne avhandlingen

* Skjerriss vil mest sannsynlig kunne oppsta som en direkte konsekvens av inn-
virkningen fra kryp pa hovedtrykktgyninger

* Programformuleringer i kommersielle beregningsprogrammer ivaretar ikke den-
ne effekten, og fenomenet avdukes dermed ikke i tradisjonelle linesre analyser

* (Okningen av skjerdeformasjoner som fglge av reduserte skjerstivheter etter
skjeeropprissing, vil kunne gi betydelig paslag i totale langtidsdeformasjoner

10.2 Videre arbeid

Oppnadde resultater i denne avhandlingen gir grunnlag for videre forskning innen
det oppdagete fenomenet; innvirkning av kryp pa hovedtrykktgyninger. Fenomenet vil
vaere spesielt fremtredende i fritt frambygg bruer, og en mer kommersiell fremgangs-
metode for a analysere problemet bgr utarbeides. Ved & ta utgangspunkt i den etablerte
beregningsmodellen i denne avhandlingen, kan det eksempelvis dannes en program-
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vare som kan utfgre tidsavhengige ikke-line@re skjer-deformasjonsanalyser, uten at
beregningstiden ngdvendigvis trenger a bli for stor. Fgr det imidlertid anbefales a ut-
vikle programvare av noe slag, bgr den stilte hypotesen fgrst og fremst verifiseres av
oppferselen i flere fritt frambygg bruer som innehar de samme problemene. En slik ve-
rifikasjon kan utfgres ved a gjennomfgre tilsvarende analyser og beregninger for andre
fritt frambygg bruer, som vist for Salasund bru i denne avhandlingen.

Ved kapasitetsberegning av seksjon 142 for Salasund bru, ble ikke effekten av kor-
rosjon i tverrarmering tatt hensyn til. Da observerte stgrrelser pa rissvidder i seksjo-
nen kan karakteriseres som bestandighetstruende for brukonstruksjonen, anbefales det
sterkt at det utfgres en tidsavhengig skjer-deformasjonsanalyse som i tillegg ivaretar
effekten av korrosjon i tverrarmering.
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Tillegg A. MatLab Script

Tillegg A

MatLab Script

clear all;

close all;

clc

% ——— PREPROSESSERING ——— PREPROSESSERING ——
PREPROSESSERING ——— %

% ——— INPUT START ——— %

% ——— Materialparametere Betong —— %

fck = 40; % [MPa] Terningtrykkfasthet — INPUT
fcck = 30; % [MPa] Sylindertrykkfasthet — INPUT

fcr = 1.8; %[MPa] — INPUT

Ec = 9500«fcck~(0.3); %[MPa] E—modul betong — INPUT

eps_ck = —2%10°(—=3); % INPUT
eps_cu = —3.5%x107(—3); % INPUT
eps_cr = fcr/Ec;

a_tils = 19; %[mm] Tilslagsstgrrelse — INPUT

alphal = 1; % %Strekkstivende faktorer — INPUT

151



32

33

34

35

36

37

38

39

40

41

42

43

45

46
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alpha2 = 1; % %Strekkstivende faktorer — INPUT

% —— Materialparametere Spennstal —— %
fpy = 1550; %[MPa] Flytespenning spennstal — INPUT
Ep = 195000; %[MPa] — INPUT

delta_eps_p = 6.0x10"(—=3); % Initiell tgyningsdifferanse
— INPUT

eps_fpu = 20%«10°"(—3); % Bruddtgyning — INPUT

dpi = 80; %[mm] Indre diameter kabelrgr — INPUT
dpy = 85; %[mm] Ytre diameter kabelrgr — INPUT
% %

nr_og = 9%2; % Antall r¢r i overgurt i betraktet snitt —
INPUT

nr_ug = 0; % Antall rgr i undergurt i betraktet snitt —
INPUT

%o %o

Ap_05 = 1184; %[mm2] 12%0.5"" spennliner; totalt areal
spennarmering i ET ROR — INPUT

klp = 0.8; % — INPUT

% ——— Materialparametere Slakkarmeringstil —— %

fsy = 400; %[MPa] Flytespenning slakkarmering KS40 —
INPUT

Es = 200000; %[MPa] — INPUT

eps_fsy = fsy/Es; %

eps_fsu 20107 —3);

ds_12 = 12; %[mm] Diameter slakkarmering 12 mm — INPUT
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ds_16
ds_25

As_12
mm stang — INPUT

As_16
mm stang — INPUT

As_25
mm stang — INPUT

25; %[mm] Diameter

16; %[mm] Diameter bgyler

slakkarmering 25 mm — INPUT

= pix(ds_12/2)"2; %[mm2]

= pix(ds_16/2)72; %[mm2]

= pi*(ds_25/2)"2; %[mm2]

Areal

Areal

Areal

%

%

%

16 mm — INPUT

slakkarmering én

12

slakkarmering én 16

slakkarmering én 25

kls 0.4; % — INPUT

t14 54; %Antall stenger — INPUT
t13 26; %Antall stenger — INPUT
t11 2x14; %Antall stenger — INPUT
%

t5_.N = 2%13; %Antall stenger — INPUT
t5_S = 2%14; %Antall stenger — INPUT
%

t4 = 25; %Antall stenger — INPUT

t6 = 2x2; %Antall stenger — INPUT

t2 = 25; %Antall stenger — INPUT

%

cc = 200; % [mm] Senteravstand bgyler — INPUT %
%

%
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%

%

%

b

b

t_

t_

n

m

%

%

——— TVERRSNITTSGEOMETRI —— %
%
_tv = 2984; %[mm] — Tverrsnittshgyde — INPUT
_ug = 281.5; %[mm] — Tykkelse undergurt — INPUT
%
_og = 7800; %[mm] — Bredde overgurt — INPUT
_ug = 5400; %[mm] — Bredde undergurt — INPUT
ogl = 130; %[mm] — Tykkelse overgurt 1 — INPUT
og2 = 150; %[mm] — Tykkelse overgurt 2 — INPUT

_og = 200; %[mm] — hgyde voute ved overgurt — INPUT
_ug = 150; %[mm] — hgyde voute ved undergurt — INPUT
_s = 250; %[mm] — Tykkelse steg — INPUT

_s = h_tv — t_ogl — t_og2 — v_og — v_ug — t_ug; %[mm] —

Hgyde steg

= 30; %[mm] Generell overdekning i tverrsnittet — INPUT

_og = 70; %[mm] Overdekning til brudekke — INPUT

%

= 10; %Antall lag som steghgyden g¢gnskes a deles opp —
INPUT

= 3; %Antall lag som tykkelsen av undergurten ¢gnskes a
deles opp — INPUT

%

——— INPUT SLUIT —— %
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%

%

% ——— DISKRETISERING AV BETONGTVERRSNITT —— %
jd = v_ug + h_s + v_og + t_og2; %[mm] — Effektiv
skjerhgyde 1 tverrsnittet
% Diskretisering av steghgyde %
h_sn = size(n,l);
for i = 1:n
h_sn(i,l1) = h_s/n;

end

% Diskretisering av tykkelse undergurt %

t_ugm size (m,1) ;
for i = 1'm

t_ugm(i,l) = t_ug/m;

end

% Vektorisert tverrsnitthgyde %

for 1 = 1:n

for j = 1:m
h(l1,1) = t_ogl/2;
h(2,1) = t_ogl/2;
h(3,1) = t_og2/2;
h(4,1) = t_og2/2;
h(5,1) = v_og/2;
h(6,1) = v_og/2;
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h(7:n+6,1) = h_sn(i);
h(n+7,1) = v_ug;
h(n+8:n+7+m,1) = t_ugm(j);

end
end

% Finner koordinater for tverrsnittet

tykkelser pa lag %

halve hgyden av

% 0—koordinaten er ved topp tverrsnitt %

ykc = zeros(size(h));
ykc (1) = h(l)/2;

for i = 2:length (ykc)

yke (i) = yke(i—1) + h(i—1)/2 + h(i)/2;

end

% Finner koordinater for BETONG-tverrsnittet 1 halve

hgyden av tykkelser pa lag %

yO = t_ogl + t_og2 + v_og + h_s/2; % "0"—koordinaten

ligger i hs/2 fra topp
yc = zeros(size (ykc));
for i = 1l:length(yc)

ye(i) = y0 — yke(i);

end

% BETONGAREALER [mm2] %
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Ac(1,1) = t_ogl/2«b_og;
Ac(2,1) = t_ogl/2%b_og;
Ac(3,1) = 2%((t_og2/2%257.14)/2) + 7285.71«t_og2/2;

Ac(4,1) = 2%((t_og2/2%257.14)/2) + 6771.43xt_o0g2/2;

Ac(5,1) = 2%((342.86xv_og/2)/2 + 842.54xv_og/2 +
(250.31%v_og/2)/2);

Ac(6,1) = 2%((342.86«v_og/2)/2 + t_s=xv_og/2 +
(249.69«v_og/2)/2);

Ac(7:n+6,1) = 2xh_sn(i)=*t_s;

Ac(n+7,1) = 2%((v_ug*150/2) + t_s=v_ug);

Ac(n+8:n+74+4m,1) = t_ugm(j)=b_ug;

end
end

Ac_tot = sum(Ac); %[mm2] Totalt betongareal

%

%

% ——— DISKRETISERING AV SPENNARMERING —— %

% Finner koordinater for spennarmering %

ykp_og = 280; %Koordinat for spennarmering i overgurt fra
topp tverrsnitt

ykp_ug = h_tv — t_ug/2; %Koordinat for spennarmering i
undergurt fra topp tverrsnitt

ykp = [ykp_og; ykp_ugl;

yp = zeros(length(ykp) ,1);

for i = 1:length(ykp)
yp(i) = y0 — ykp(i);

end
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% Spennarmeringsarealer %

Ap_og = nr_og+Ap_05; %[mm2] Totalt areal spennarmering i
overgurt

Ap_ug = nr_ugxAp_05; %[mm2| Totalt areal spennarmering i
undergurt

Apx = [Ap_og; Ap_ug]; %[mm2]

Ap = sum(Apx); %[mm2] %Totalt spennarmeringsareal

%

%

% —— DISKRETISERING AV SLAKKARMERING —— %

% Finner koordinater for slakkarmering fra topp
tverrsnitt %

yks_tl14 u_og + ds_12 + ds_12/2; %[mm)]

yks_t13 = t_ogl + t_og2 — u — ds_12 — ds_12/2; %[mm]

yks_tll = 270; %[mm]
yks_t5_N = t_ogl + t_og2 + v_og + (1/4)xh_s; %[mm] NORD
yks_t5_S = t_ogl + t_og2 + v_og + (3/4)xh_s; %[mm] SOR

yks_t4 = t_ogl + t_og2 + v_og + h_s + v_ug + u + ds_12 +
ds_12/2; %[mm]

yks_t6 = h_tv — t_ug/2; %[mm]|
yks_t2 = h_tv — u — ds_12 — ds_12/2; %[mm]

yks = [yks_tl14; yks_t13; yks_tl1; yks_t5_N; yks_t5_S;
yks_t4; yks_t6; yks_t2]; %[mm]

ys = zeros(length(yks) ,1);
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for i = 1l:length(yks)
ys(i) = y0 — yks(i);

end

% Slakkarmeringsarealer %

As_t14 = t14xAs_12; %[mm2]
As_t13 = t13%As_12; %[mm2]
As_t1l = t11*%As_12; %[mm2]
As_t5 N = t5_N=xAs_12; %[mm2]
As_t5_S = t5_Sx*xAs_12; %[mm2]
As_t4 = t4+xAs_12; %[mm2]
As_t6 = t6xAs_25; %[mm?2]

As_ t2 = t2x%As_12; %[mm2]

Asx = [As_tl14; As_t13; As_tll; As_t5_N; As_t5_S; As_t4;
As_t6; As_t2]; %[mm2]

As = sum(Asx); %[mm2] Totalt slakkarmeringsareal

%

%

% Utregning av rissparametere for skjer %
% Rissparametere i lengderetning %

klx = (klsxAs + klp+Ap)/(As + Ap); %Vektet gjennomsnitt
for klx

cx = 100; %[mm]
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sx = 160; %[mm] Korteste senteravstand spennarmering/evt
slakkarmering
dbx = ds_12; %[mm] Diameter slakkarmering i lengderetning

rho_x = (As + Ap)/Ac_tot; %Armeringsforhold i
lengderetning

smx = 2x(cx + (sx/10)) + 0.25xklx=(dbx/rho_x); %[mm]

% Rissparametere i vertikalretning %
cv = t_s/2 — u — ds_12; %[mm]

klv = kls;

dbv = ds_16; %[mm]

Av

2%(2%xAs_16); %[mm2] Areal bgyler 2 snitt for 2 steg

bv

2%xt_s; %[mm] Total bredde for 2 steg
rho_v = Av/(bvxcc); %Armeringsforhold i vertikalretning

smv = 2x(cv + (cc/10)) + 0.25xklv=«(dbv/rho_v); %[mm]

%

%

% ——— AKTUELLE SNITTKREFTER —— %
V = 2280; %[kN]
M = 27300; %[kNm]

N = 830; %[kN]

%

%
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% ——— UT AV PREPROSESSERING —— UT AV PREPROSESSERING
— %
%
%
% ——— SKIZARLIKEVEKT I VERTIKALRETNING —— %
% —— Steg 1 —— %
eps_1 = 0.6120%10"—-3; %Valgt hovedstrekktgyning

9% ——— AKSIALLIKEVEKT I HORISONTALRETNING ——— %
% —— Steg 2 —— %

theta_start = 20;

ink = 0.01;

theta_slutt = 24;

for

m = theta_start:ink:theta_slutt

theta = mx(pi/180); %Antatt vinkel pa
hovedtrykkspenning i radianer

% —— Steg 3 —— %

sm_theta = 1/((sin(theta)/smx) + (cos(theta)/smv)); %
[mm] Rissavstand

w = eps_l=xsm_theta; %[mm] Kalkulert rissvidde 1 hht
MC90

vei = (0.179%sqrt(fcck))/(0.31 + (24sw/(a_tils + 16))
); %[MPa] Rissets evne til a kunne overfgre
skjerspenninger
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% —— Steg 4 —— %

itr = inf; %Antall iterasjoner som @¢nskes utfgrt mhp
pa vertikal likevekt

fv = 0; % [MPa] Initiell verdi for gjetning av
spenning i vertikal armering

fv_itr = 0; % [MPa] Initiell verdi for gjetning av
spenning i vertikal armering

for j = 1:itr

if fv <= fsy
fv = fv_itr; %[MPa] Spenning i vertikal
armering
else
fv = fsy; %[MPa] Dersom tverrarmeringen
flyter
end
% —— Steg 5 —— %

if eps_1 <= eps_cr
flg = Ecxeps_1; %[MPa] Fgr opprissing
else
flg = (alphal=alpha2x*fcr)/(1+sqrt(500«eps_1))
; %[MPa] Hovedstrekkspenning Globalt etter
opprissing
end

flIL = vcixtan(theta) + (Av/(ccxbv))*x(fsy — fv); %
[MPa] Hovedstrekkspenning Lokalt

if eps_1 >= eps_cr
f1 = min(flg,f1L); %Gjeldende
hovedstredkkspenning dersom det er
opprissing
else
f1 = flg; %Ellers gjelder hovedstrekkspenning
fgr opprissing
end
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% —— Steg 6 —— %

Vres = ((Avsfv)/cc + flxbv)=xjd=xcot(theta); %[N]
Skjerresultanten pga vertikal likevekt

% —— Steg 7T —— %

tau = Vres/(bvxjd); %[MPa]
Skjerspenningsresultanten — Maksimal verdi

f2 = (tan(theta) + cot(theta))=xtau — fl; %[MPa]
Hovedtrykkspenning

%9 —— Steg 8 —— %

f2max = min((fcck /(0.8 — 0.34=«(eps_1/eps_ck))),
fcck); %[MPa] %Gjeldende maksimal
hovedtrykkspenning etter anbefaling fra v&C

fck_merket = f2max (0.8 — 0.34=x(eps_1/eps_ck));

%9 —— Steg 9 —— %

eps_2 = eps_ck*(1 — sqrt(1—(f2/f2max))); %
Hovedtrykktgyning

% ——— Steg 10 —— %

%Finner tgyninger i lengde— og vertikalretning
fra (3.25) og (3.26)

eps_x = (eps_l=(tan(theta))”2 + eps_2)/(1 + (tan(
theta))"2); %T¢gyning 1 lengderetning

eps_t = (eps_1 + eps_2=(tan(theta))”2)/(1 + (tan(
theta))”2); %Tg¢yning i vertikalretning

gamma_xy = 2=x(eps_x — eps_2)/tan(theta); %
Skjertgyning (3.24)
% —— Steg 11 —— %

fv_itr = min((Esxeps_t),fsy);
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if abs(fv—fv_itr) < 10~ (—4)

break
end
end
% ——— MOMENTLIKEVEKT ———— %
% ——— STEG 1 — %

% Velger tgyninger i1 midten og bunn %

eps_cm = eps_x; %Valgt téyning 1 halve steghgyden (jd

12)

for eps = —10:0.01:10

% Utregning av tgyninger over tverrsnittet %

eps_b = eps*10~(—3); % Valgt tgyning

tverrsnitt

phi = (eps_b — eps_cm)/(h_tv — y0); %Krumning

rad /mm]

eps_topp = eps_cm — phixy0; %Tgyning
tverrsnitt

% Utregning av tgyninger i betongen

diskretisert tverrsnitt %

eps_c = zeros(size(yc));

i

i

i bunn

topp

hht

[
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for i = l:length(eps_c)

eps_c(i) = eps_cm — phixyc(i); %Tgyning i
respektive diskretiserte betonglag

end

% —— STEG 2 @ — %

% Utregning av spenninger i betongen i hht kurve
fra EC2 med materalparametere fra NS%

n_EC2 = 2; %Tabell 3.1
fc = zeros(size(eps_c));
for i = 1l:length(fc)

if (eps_c(i) < 0) && (abs(eps_c(i)) < abs(

eps_ck))
fc(i) = —feck*(1—(1—(eps_c(i)./eps_ck)”
n_EC2));
elseif (eps_c(i) < 0) && (abs(eps_c(i)) > abs
(eps_ck))

fc(i1) = —fcck;
elseif (eps_c(i) > 0) && (eps_c(i) <= eps_cr)
fc(i) = fcckx(1—(1—(eps_c(i)./eps_ck)"

n_EC2));
elseif (eps_c(i) > 0)
fc(i) = 0;
end
end
% ——— STEG 3 @ — %

% Tgyninger i betongen ved spennarmering %
eps_cp = zeros(size(yp));
for i = 1:length(eps_cp)

eps_cp(i) = eps_cm — phixyp(i);
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end

% Tgyninger 1 spennarmeringen

eps_p = eps_cp + delta_eps_p;

% Utregning av SPENNINGER i spennarmeringen %
fp = zeros(size(eps_p)); %[MPa]
for i = 1:length(eps_p)
if eps_p(i) > eps_fpu
eps_p(i) = 0;
end
fp(i) = Epxeps_p(i)*(0.025 + (0.975/(1+(118=
eps_p (i))A(10))A(0.10))); %[MPa] Lign
(3—26) i Collins
if fp(i) >= fpy
fp(i) = fpy;

end

end

% Toyninger 1 slakkarmering %
eps_s = zeros(size(ys));

for 1

l:length (eps_s)
eps_s(i) = eps_cm — phixys(i);

end

% Stalspenning slakkarmering %
fs = zeros(size(eps_s)); %[MPa]

for i = 1l:length(fs)
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if abs(eps_s(i)) > eps_fsu
eps_s(i) = 0;

end

fs (1

) = Esxeps_s(i);

if (fs(i) > 0) && (abs(fs(i)) >= fsy)
fs(i) = fsy;

elseif (fs(i) < 0) && (abs(fs(i)) >= fsy)
fs (i) = —fsy;

end

end

% —— STEG 3

— %

N_Ac = zeros(length(Ac),1);

N_Ap = zeros(length (Apx),1);

N_As = zeros(length (Asx),1);

% Aksialkraft

for 1 =

fra

trykk 1 betong [kN] %

l1:length (N_Ac)

if eps_c(i) < O

elseif (eps_c(i) > 0) && (eps_c(i) < eps_cr)

else

end

end

% Aksialkraft

for 1 =

N_Ac(i)

N_Ac(i)

fe (i)*Ac(i)/1000; %[kN]

fc (i)*Ac(i)/1000;

N_Ac(i) = 0;

fra

strekk 1 spennarmering [kN] %

1:length (N_Ap)

if eps_p(i)

else

N_Ap(1i)

N_Ap(1i)

\%

0
fp (i)*Apx(i)/1000; %[kN]

0; %Spennarmeringen antas

a
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ta trykk

Aksialkrefter slakkarmering

1:length (N_As)
N_As(i) = fs(i)*Asx(i)/1000; %[kN] %

Aksialkrefter fra
betongen

slakkarmeringen

% Utregning av momenter — Tar momentet om eps_cm%

zeros (length (N_Ac) ,1);

zeros (length (N_Ap) ,1);

zeros (length (N_As) ,1);

% Momenter fra betongtrykksone %
1:length (M_Ac)

M_Ac(i) = N_Ac(i)=*(yc(i)/1000); %[kNm]

% Momenter fra spennarmering %
l:length (M_Ap)

M_Ap(i) = N_Ap(i)*(yp(i)/1000); %[kNm]

% Momenter fra slakkarmering %

l:length (M_As)
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end

M_As(i) = N_As(i)*(ys(i)/1000); %[kNm]

end

% Totale momenter virkende 1 tverrsnittet %

M_tot = sum(M_Ac) + sum(M_Ap) + sum(M_As); %[kNm]
Negativt moment gir strekk i bunn — positiv
krumning

Tolerance_M = 1000; %][kNm]
if (abs(M-M_tot) < Tolerance_M) && (M_tot > 0)

break
end

end

% Total aksialkraft som virker i1 tverrsnittet pga
aksialtgyningsfordelingen%

Np

sum(N_Ac) + sum(N_Ap) + sum(N_As); %[kN]

Nv Vresxcot(theta)/1000; %[kN]

N_tot = Np — Nv; %[kN]
Tolerance_N = 100; %[kN]
if abs(N-N_tot) < Tolerance_N

break
end

% IF — tester %

if f2 > f2max
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fprintf ('BETONGEN KNUSER — DET MA VELGES EN LAVERE eps_1
ELLER H@YERE STARTVERDI PA theta’)

end

if fv >= fsy

fprintf ("FLYT I TVERRARMERING\n ")
end

for i = 1l:length(fc)

if abs(fc(i)) > fcck

fprintf (’Sterre trykk enn fck — Knusning mad velges lavere
eps_m og eps_b’)

end

end

for i = 1:length(eps_p)

if eps_p(i) > eps_fpu

fprintf ("OBS — BRUDD I SPENNARMERING )
end

end

for i = 1:length(fp)

if fp(i) >= fpy

fprintf (" Flyt i spennarmering’)

end

end

for i = 1l:length(eps_s)

if abs(eps_s(i)) > eps_f~fsy

fprintf (’OBS — BRUDD I SLAKKARMERING )
end

end

for 1 = 1l:length(fs)

if abs(fs(i)) >= fsy
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s3 fprintf (" Flyt 1 slakkarmering )

s34 end

835

s36  end

837

s33 Res = [eps_1%10"3 eps_2%1073 theta=(180/pi) eps_tx10"3
eps_x*107"3 gamma_xy=*1073 f2 f2max fl w Vres/1000000 fv
13

839

s90 Res

841

s2 eps_bx1000

843

ges M _tot
845
s6 M
847
gis N _tot
849
850
851 %
%
852
853 Yo ———— Utregning av kryptall EC2 — %
854
sss Lyv_og = 1250; %[mm] Lengde ytre voute ved overgurt
856
ss7 Liv_og = 538; %|mm] Lengde indre voute ved overgurt
858
sso Liv_ug = 212; %[mm] Lengde indre voute ved undergurt

860

ss0. uy = b_og + 130%2 + Lyv_og#2 + h_s%2 + v_ug#2 + t_ug#2 +
b_ug; %Ytre omkrets i kontakt med atmosferen

862

g3 Jouy = 2xh_s;

864

sss ui = 3900 + Liv_og=*2 + h_s=*2 + Liv_ug=2 + 4600; %Indre
omkrets

866

g7 %ui = 2xh_s;

868

s0o Ac_steg = 2sh_s=t_s;

870

g1t %Ac_tot;

872

s h0 = 2xAc_tot / (uy + 0.5%ui); %Effektiv
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tverrsnittstgrrelse [mm]

fcm = feck + 8; %Midlere sylindertrykkfasthet etter 28
dggn [MPa]

RH = 75; %Relativ fuktighet i prosent

% —Justert alder til betong— %
TMP = 20; %Temperatur [C]
t0 = 7; %[Palastningsdggn |

t0OT = exp(13.65 — (4000 / (273 + min(max(0,TMP) ,80))))*t0

alpha_sem = 0; %Normal eller raskt herdende sement
tO_jus = max((tOT=((9 / (2+t0T~1.2)) + 1)~alpha_sem) ,0.5)
% —Utregning av kryptall RM fra EC2 — %

alpha = min((35/fcm) ,1);

phiRH_EC2 = (1 + ((1—-(RH/100))/(0.1+h0~(1/3)))=+alpha”™0.7)
xalpha~0.2;

beta_fcm = 16.8 / (fcm”0.5);
beta_t0 =1 / (0.1 + t0O_jus”0.2);

beta_h = min((1.5%(1 + (0.012%xRH)"18)%h0 + 250xalpha”0.5)
,1500«alpha”0.5);

26280;

dagerl
dager2 = 100000;

t1

tO0_jus:1:dagerl+t0_jus;

t2

tO0_jus:1:dager2+t0_jus;

beta_cl = ((t1—tO0O_jus) ./ (beta_h + (t1 — tO_jus))).~0.3;
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beta_c2 = ((t2—t0_jus) ./ (beta_h + (t2 — tO_jus)))."0.3;

phi_0 = phiRH_EC2 % beta_fcm % beta_t0; %Normert
krypkoeffisient

phi_t_t0O_1 = beta_cl .x phi_0; %krypkurve ved palastning
etter 28 dggn

phi_t_t0_2 = beta_c2 .x phi_0; %krypkurve ved palastning
etter 28 dégn

phil = phi_t_tO_1(length(phi_t_t0_1)); %Kryptall ved tid
t etter palastning tO

phi2 = phi_t_t0O_2(length(phi_t_t0_2)); %Kryptall ved tid
t etter palastning tO

delta_phi = phi2 — phil;

Joplot (t2 ,phi_t_t0_2)

%xlabel ("In(t) )

%ylabel (*\phi’)

Ytitle (° Utvikling av krypkoeffisient )
%legend (* Krypkurve )

eps_2_phi = (eps_x — ((gamma_xy=tan(theta)*0.5)*(1+
delta_phi)))*1000;

gamma_phi = gamma_xy*(1l+delta_phi)=*1000

G = (tan(theta)/(2=(eps_x—eps_2)))=xtau;

Res_t = [eps_1%10"3 eps_2%10"3 theta=*(180/pi) eps_xx10"3
gamma_xy=*107"3 fv w Vres/1000000 delta_phi gamma_phi];

filename = "MTFT_SOLEMSUND_142 NY. xlsx ’;

sheet = "t=13140";

rute = '327;

%xlswrite (filename ,Res_t , sheet , rute)

Y%x1swrite (filename ,Res, sheet ,’ C32’)

173



Tillegg A. MatLab Script

174



Referanser

Referanser

[1]

(2]

(9]

[10]

Chugh A.K. Stiffness Matrix For A Beam Including Transverse Shear and Axial
Force Effects. Rock Mass Behavior Group, Denver Mining Research center, U.S
Bureau of Mines, Denver, Colorado, USA, International Journal for Numerical
Methods in Engineering, Vol. 11, pp. 1681 - 1697, 1977.

Geomatikk AS. Rapport nivellement FV680 Solemsund bru, Aure Kommune
for Statens Vegvesen Region midt, Prosjektnr:404364. Statens Vegvesen Region
midt, 2012.

Santhi A.S, Prasad J. og Ahuja A.K. Effects Of Creep and Shrinkage On The
Deflection of RCC Two Way Flat Plates. Department of Civil Engineering, Indian
Institute of Technology Roorke, Roorke, India, Asian journal of civil engineering
(building and housing) vol. 8, NO. 3, pages 267-282, 2007.

Quimby B. Long Term Deflection in Concrete Beams. UAA Civil Engineering,
CE 433 - Reinforced Concrete Design, 2002.

Comite Euro-International du Beton. CEP-FIP Model Code 1990. Bulletin No
213/214, 1991.

Morsch E. Concrete-Steel Construction. McGraw-Hill Book Company, New
York, 1909.

Bentz E.C og Collins M.P. Response-2000. Reinforced Concrete Sectional Ana-
lysis using the Modified Compression Field Theory, Version 1.0.5, 2000.

Vecchio F.J og Collins M.P. Response of Reinforced Concrete to In-Plane Shear
and Normal Stresses. Department of Civil Engineering, University of Toronto,
Publication No. 82-03, 1982.

Vecchio F.J og Collins M.P. The Modified Compression Field Theory for Rein-
forced Concrete Elements Subjected to Shear. ACI Journal, Vol. 83, No.2, pp.
219-231, 1986.

Vecchio F.J og Collins M.P. Predicting the Response of Reinforced Concrete
Beam Subjected to Shear Using Modified Compression Field Theory. Department
of Civil Engineering, University of Toronto, Publication No. 85-S27, 1988.

175



Referanser

[11]

[12]

[13]

[14]

[15]
[16]

[17]

[18]

[19]

[20]

[21]

[22]

[23]

[24]

[25]

[26]

[27]

Vecchio EJ og Collins M.P. Simplified Modified Compression Field Theory for
Calculating Shear Strength of Reinforced Concrete Elements. ACI Structural
Journal, Publication No. 103-S65, 2006.

Walraven J.C. Fundamental Analysis of Aggregate Interlock. ASCE, Procee-
dings, V. 107, ST11, pp.2245-2270, 1981.

Teigen J.G. Nonlinear Analysis of Concrete Structures Based On a 3D Shear-
Beam Element Formulation. Ph.D thesis, University of Oslo, Department of
Mathematics Mechanics Divison, 1994,

Vitek J.L.. Long-term deflections of large prestressed concrete bridges. CEB Bul-
letin No.235, Serviceability Models. Behaviour and modelling in serviceability
limit states including repeated and sustained loads, 1997.

Fiskum K. Program for BjelkeDimensjonering. Dr.techn. Olav Olsen a.s, 2004.
Collins M.P og Mitchell D. Prestressed concrete structures. Prentice Hall, 1991.

Standard Norge. Prosjektering av betongkonstruksjoner. Beregning- og konstruk-
sjonsregler. 6. utgave, 2003.

Standard Norge. Norsk Standard NS-EN 1992-1-1:2004 + NA:2008, Eurocode
2: Design of concrete structures, Part 1-1:General rules and rules for buildings.
2008.

Standard Norge. Norsk Standard NS-EN 12390-1:2012, Prgving av herdnet be-
tong Del 1:Form, mdl og andre krav til prgvelegemer og former. 2012,

Eide O.1.S og Saxtra @. Langtidsdeformasjoner av fritt frambygg-bruer. Mas-
teral thesis, Norwegian University of Science and Technology, Department of
Structural Engineering, 2011.

Gjerp P., Opsahl M. og Smeplass S. Grunnleggende betongteknologi. Byggena-
ringens Forlag, 2. utgave, 2004.

Paulay P. Reinforced Concrete Structures. John Wiley & Sons, Inc, 1975.

Takdcs P.F. Deformations in Concrete Cantilever Bridges: Observations and
Theoretical Modelling. Ph.D thesis, Norwegian University of Science and Tech-
nology, Department of Structural Engineering, 2002.

Cook R.D, Malkus D.S, Plesha M.E og Witt R.J. Concepts And Application of
Finite Element Analysis. John Wiley & Sons, Inc, 2002.

Parry R.H.G. Mohr cicles, stress paths and geotechnics. Taylor & Francis, pp. 1
- 30, 2 ed., 2004.

Sgrensen S.1. Betongkonstruksjoner. Tapir Akademisk Forlag, 2010.

Rambjer S.K. Fritt frambygg bruer. Kompendium, Aas-Jakobsen, 2009.

176



Referanser

[28] Bentley Systems. RM Bridge Analyser User Guide. 2012.
[29] Bentley Systems. RM Bridge Modeler User Guide. 2012.

[30] Kanstad T. Deformations of Segmentally Cast Cantilever Bridges of High-
Strength Concrete. Creep and shrinkage of concrete, Proceedings of the Fifth
International RILEM Symposium, Barcelona, Spain, 1993.

[31] Hals T.E. Konstruksjonsmekanikk - Enkel statikk og mekanikk. Tapir, Tredje
utgave, 1999.

[32] Statens Vegvesen. Hdandbok 238 Bruklassifisering. 2009.
[33] Statens Vegvesen. Inspeksjonsrapport Salasund bru. Oppdragsnr. 15-1729, 2010.

[34] Ritter W. Die Bauweise Hennebique (Construction Techniques of Hennebique).
Schweizerische Bauzeitung, Ziirich, 1899.

[35] Luo Y. An Efficient 3D Timoshenko Beam Element with Consistent Shape Func-
tions. Department of Mechanical & Manufacturing Engineering University of
Manitoba, Winnipeg, R3T 5V6, Canada, Adv. Theor. Appl. Mech., Vol.1, no. 3,
95 - 106, 2008.

[36] Bazant Z.P. Mathematical Modelling of Creep and Shrinkage of Concrete. John
Wiley & Sons Ltd, 1988.

[37] Bazant Z.P og Baweja S. Concrete creep and shrinkage prediction models for
design codes. Proceedings of the International RILEM Workshop on Technology
Transfer of the New Trends in Concrete, Barcelona, Spain, 1994.

[38] Bazant Z.P og Baweja S. Creep and shrinkage prediction model for analysis and
design of concrete structures - B3 model. Material and Structures, Vol. 28, 1995.

177



Referanser

178



	Figurer
	Tabeller
	Symbolliste
	Innledning
	Bakgrunn og motivasjon
	Avhandlingens mål og omfang
	Avhandlingens organisering og oppbygging
	Relevant litteratur

	Fritt frambygg bruer
	Statisk virkemåte
	Innledning
	Byggetilstand
	Ferdigtilstand

	Utilsiktede deformasjoner og skjærriss i fritt frambygg bruer
	Problematikk
	Årsaker til avvik


	Tidsavhengige materialmodeller
	Korttids-materialmodell for betong
	Fasthetsutvikling
	Elastisitetsmodul-utvikling

	Langtids-materialmodeller for kryp
	Innledning
	Basisgrunnlag for kryp
	Krypmodell etter CEP-FIP Model Code 1990
	Krypmodell etter Eurocode 2

	Langtids-materialmodeller for svinn
	Innledning
	Svinnmodell etter CEB-FIP Model Code 1990
	Svinnmodell etter Eurocode 2

	Usikkerhet i kryp- og svinnmodeller

	Skjær i betongkonstruksjoner
	Fordeling av skjærspenninger
	Generalisering

	Dannelser av skjærriss
	Innledning
	Skjærriss i bøyeopprisset strekksone
	Skjærriss i trykksone
	Oppsummering av skjærrissdannelser

	Betongfagverksmodell
	Skjærdeformasjoner i betongkonstruksjoner
	Uopprisset tilstand
	Opprisset tilstand

	Modifisert trykkfeltsteori
	Innledning
	Kompatibilitet
	Likevekt
	Materiallover for armering
	Materiallov for opprisset betong
	Lokale spenninger
	Algoritme for anvendelse av MTFT
	Oppsummering MTFT

	Respons av betongtverrsnitt utsatt for kombinert virkning av moment, skjær- og aksialkraft
	Kompatibilitetsrelasjoner
	Likevektsrelasjoner
	Materiallover
	Lamellmetoden
	Beregningsalgoritme for respons av betongtverrsnitt utsatt for kombinert virkning av moment, skjær- og aksialkraft


	Sålåsund bru
	Innledning
	Geometri og utforming
	Tverrsnitt bruoverbygning
	Underbygning
	Randbetingelser
	Byggehistorikk

	Numerisk modellering
	Elementformulering
	Innledning og forutsetninger
	Teorigrunnlag
	Elementstivhetsmatrise
	Elementoppbygning og ytelse
	Innvirkning av skjærdeformasjoner

	Geometrisk modell
	Statisk modell og randbetingelser
	Vegakse
	Tverrsnitt
	Segmentering

	Modellering av spennarmering
	Introduksjon og teorigrunnlag
	Friksjon- og låsetap
	Relaksasjon
	Tap som følge av deformasjoner i betongen
	Modellering av spennarmering i RM

	Modellering av seksjonsutbygging
	Tolkning av deformasjonsresultater

	Verifisering av numeriske beregninger for kryp og svinn i RM BridgeV8i
	Modell og geometri
	Innledning
	Diskretisering i RM
	Støpeplan

	Numerisk modellering av kryp og svinn i RM
	Analytiske beregninger for last- og krypdeformasjoner
	Inputparametere
	Konstruksjonssteg 1
	Konstruksjonssteg 2
	Oppsummering av deformasjonsresultater

	Analytiske beregninger for svinndeformasjoner
	Innledning og forutsetninger
	Beregning av svinndeformasjoner

	Nedbøyningsberegninger i RM med hensyn på svinn og kryp
	Nedbøyningsberegninger for svinn
	Nedbøyningsberegninger for kryp

	Virkning av ikke-uniformt kryp og svinn
	Oppsummering

	Numerisk lineære resultater
	Innledning
	Langtidsdeformasjoner
	Skjærdeformasjoner
	Snittkrefter
	Oppsummering

	Ikke-lineære tverrsnittsanalyser av FFB bruer med skjærriss
	Problemstilling
	Hypotese
	Anvendelse av modifisert trykkfeltsteori
	Tverrsnitt og geometri
	Valg av seksjon
	Tverrsnittsgeometri og materialparametere
	Diskretisering
	Forenklinger og forutsetninger

	Skjær-deformasjonsrespons
	Skjær-deformasjonsrespons med tidsavhengig analyse
	Innledning
	Relasjon mellom kryp og skjærtøyning
	Krypmodell
	Tidsutviklende skjær-deformasjonsrespons med konstante midlere snittkrefter
	Tidsutviklende skjær-deformasjonsrespons med varierende snittkrefter
	Sammenligning av beregnede resultater med observerte rissvidder- og rissvinkler

	Skjærdeformasjoner i skjæropprisset tilstand
	Tiltak

	Oppsummering

	Konklusjoner og videre arbeid
	Oppsummering, diskusjon og konklusjoner
	Videre arbeid

	Tillegg MatLab Script
	Referanser

