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Kurzfassung III

Kurzfassung

Fertigschraubpfähle sind industriell vorgefertigte Pfähle, die vorwiegend drehend in den Boden

eingebracht werden. Die Pfähle bestehen aus einem Schaft und mindestens einer Wendel, die das

Eindringen des Pfahls in den Boden durch die Drehbewegung ermöglicht. Auf Grund der Geo-

metrie und des Einbauverfahrens unterscheidet sich das Trag- und Verformungsverhalten maÿ-

geblich von anderen Pfahlarten. Die Bemessung der Pfähle erfolgt derzeit vorwiegend auf Basis

von empirischen Korrelationsfaktoren oder analytischen Berechnungsverfahren, die jeweils groÿe

Spannbreiten von Ergebnissen liefern. Ohne langjähriger Erfahrung und einer genauen Bewertung

der Eingangswerte und Ergebnisse können diese Verfahren zu einer maÿgeblichen Falschbewer-

tung der Tragfähigkeit führen. Für die Bemessung ist ein Verfahren wünschenswert, dass anhand

der üblichen Bodenkennwerte eine verlässliche Berechnung der Tragfähigkeit ermöglicht.

Die vorliegende Arbeit erläutert nach einer Begri�sbestimmung die Grundlagen der bisherigen

Bemessungsverfahren und verdeutlicht die Problemstellung. Aufbauend werden die Konzeption,

Durchführung und die Ergebnisse eigener Versuche vorgestellt. Zur Untersuchung des Trag- und

Verformungsverhalten der Fertigschraubpfähle kamen kleinmaÿstäbliche Modellversuche, teilweise

mit foto-optischer Beobachtung der Bodenverformung, sowie groÿmaÿstäbliche Versuche im Labor

und im Feld zum Einsatz. Mit Hilfe der Versuche werden die wesentlichen Ein�ussgröÿen auf

das Tragverhalten und die sich einstellenden Bruchmechanismen erläutert. Es zeigt sich, dass der

erzielbare Widerstand stark von den Ein�ussgröÿen abhängt und diese sich gegenseitig überlagern,

sodass sich hochgradig nichtlineare Zusammenhänge ergeben.

Zum tieferen Verständnis werden die kleinmaÿstäblichen Modellversuche numerisch nachge-

rechnet. Es wird gezeigt, dass die numerischen Modelle die relevanten Ein�üsse zuverlässig ab-

bilden. Darauf basierend folgt eine numerische Parameterstudie, in der das Tragverhalten von

Fertigschraubpfählen im Prototyp in unterschiedlichen Böden modelliert wird. Um konsistente

Lösungen zu erhalten, werden die Eingangsparameter für das verwendete Sto�gesetz des Bodens

aus Erfahrungswerten durch Kurvenanpassungen in stetige Funktionen überführt.

Die Resultate werden in ein empirisches Berechnungsmodell übertragen, dass die Prognose des

Widerstands eines Fertigschraubpfahls auf Grundlage der Bodenkennwerte und der Geometrie

ermöglicht. Der Widerstand berechnet sich aus einem Tragfähigkeitsfaktor, einem Formfaktor

und einem Anpassungsfaktor für die Belastungsrichtung, die sich jeweils aus spezi�schen Bei-

werten zusammensetzen. Über die Beiwerte �ieÿen die Bodenkenngröÿen und die geometrischen

Verhältnisse in die Prognose ein. Vergleichsberechnungen demonstrieren die Anwendbarkeit des

Verfahrens.





Abstract V

Abstract

Screw piles are industrially prefabricated piles which are mainly driven into the ground by rota-

tion. The piles consist of a shaft and at least one helix, which allows the pile to penetrate the

ground through the rotary motion. Due to the geometry and the installation method, the bearing

and deformation behaviour di�ers signi�cantly from other types of piles. At present, pile design

is mainly based on empirical correlation factors or analytical calculation methods, each of which

provides a wide range of results. Without many years of experience and a precise evaluation

of the input values and results, these methods can lead to a signi�cant wrong evaluation of the

bearing capacity. For the design, a method is desirable that allows a reliable calculation of the

bearing capacity on the basis of the usual soil properties.

The present work explains the basics of the previous design methods after a de�nition of terms

and clari�es the problem. In addition, the conception, implementation and results of own tests

are presented. Small-scale model tests, partly with photo-optical observation of soil deformation,

as well as large-scale tests in the laboratory and in the �eld were used to investigate the load-

bearing and deformation behaviour of screw piles. The tests are used to explain the main factors

in�uencing the load-bearing behaviour and the fracture mechanisms that occur. It is shown that

the achievable resistance is strongly dependent on the in�uencing variables and that these overlap

each other. This results in highly non-linear relationships.

For a deeper understanding, the small-scale model tests are numerically recalculated. It is

shown that the numerical models reliably represent the relevant e�ects. This is followed by a

numerical parameter study, in which the load-bearing behaviour of screw piles in the prototype

is modelled in di�erent soils. In order to obtain consistent solutions, the input parameters for the

material law of soil used are converted from empirical values into continuous functions by curve

�tting.

The results are transferred into an empirical calculation model that allows the prediction of

the resistance of a prefabricated screw pile based on soil properties and geometry. The resistance

is calculated from a bearing capacity factor, a form factor and an adjustment factor for the load

direction. The factors are each made up of speci�c coe�cients. Via the coe�cients, the soil

parameters and the geometric conditions are included in the analysis. Comparative calculations

demonstrate the applicability of the method.
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Symbolverzeichnis

Symbol Benennung Einheit

AW Fläche der Wendel m²

CU Ungleichförmigkeitszahl [-]

CC Krümmungszahl [-]

c′ Kohäsion kN/m²

d10 Korndurchmesser bei 10% Siebdurchgang mm

D Lagerungsdichte [-]

Deq = 2 · req m

DW Auÿendurchmesser der Wendel m

d Schaftdurchmesser des Fertigschraubpfahls m

db Tiefenbeiwert für Flachgründungen Gründungsbreite [-]

dc Tiefenbeiwert für Flachgründungen Kohäsion [-]

dd Tiefenbeiwert für Flachgründungen Gründungstiefe [-]

Eref50 Sekantenstei�gkeit (Standartriaxialversuch) kN/m²

Erefoed Tangentialstei�gkeit (Ödometerversuch) kB/m²

Ep Resultierende Erddruckkraft aus passivem Erddruck kN

E′p Resultierende Erddruckkraft aus modi�zierten passivem

Erddruck

kN

ES Steifemodul kN/m²

Erefur Ent- und Wiederbelastungsstei�gkeit kN/m²

Fc aufgebrachte Last am Pfahlkopf in Druckrichtung kN

Fn Kraft die in Normalrichtung zur Wendel wirkt kN

Ft aufgebrachte Last am Pfahlkopf in Zugrichtung kN

Ftang Kraft die tangential zur Pfahlachse wirkt kN

Fult Kraft am Pfahlkopf bei Erreichen des Grenzzustands der

Tragfähigkeit

kN
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Symbol Benennung Einheit

G Gewichtskraft eines Bodenkörpers kN

h Ganghöhe m

hf Die Höhe eines zylindrischen Bruchkörpers ober- bzw.

unterhalb einer Wendel

m

hw Abstand zwischen Geländeoberkante und Grundwasserspiegel m

ID bezogene Lagerungsdichte [-]

iC Ein�ussbeiwert der Kohäsion [-]

Ka aktiver Erddruckbeiwert [-]

Kagh aktiver horizontaler Erddruckbeiwert [-]

Kgh Erddruckbeiwert für an der Mantel�äche des von den Wendeln

umschlossenen Bodenzylinders

[-]

Kp passiver Erddruckbeiwert [-]

K ′p modi�zierter passiver Erddruckbeiwert [-]

Kpgh passiver horizontaler Erddruckbeiwert [-]

KT empirischer Korrelationsfaktor zwischen Eindrehmoment und

Widerstand

m−1

kS Kriechmaÿ mm

L Einbindelänge des Fertigschraubpfahls von GOK bis zur

untersten Wendel

m

L0 Einbindelänge des Fertigschraubpfahls von GOK bis zur

obersten Wendel

m

Lc Seitenlänge des kegelstump�örmigen Aufbruchkegels m

l Abstand zwischen 2 Wendeln m

lc Höhe des kegelstump�örmigen Aufbruchkegels m

m Exponent für Spannungsabhängigkeit [-]

Nt Tragfähigkeitsbeiwert bei Zugbelastung [-]

Nb0 Tragfähigkeitsbeiwert für Flachgründung Gründungsbreite [-]

NC Tragfähigkeitsbeiwert für Fertigschraubpfahl Kohäsion [-]

Nc Tragfähigkeitsbeiwert für Flachgründung Kohäsion [-]

Nd0 Tragfähigkeitsbeiwert für Flachgründung Gründungstiefe [-]

NDW Tragfähigkeitsbeiwert für Fertigschraubpfahl

Wendeldurchmesser

[-]
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Symbol Benennung Einheit

N ′d Modi�zierter Tragfähigkeitsbeiwert für

Fertigschraubpfahlwendeln

[-]

NFSP Tragfähigkeitsfaktor für Fertigschraubpfahl [-]

NL/DW
Tragfähigkeitsbeiwert für Fertigschraubpfahl relative

Einbindelänge

[-]

NW Tragfähigkeitsbeiwert für einzelne Wendel [-]

nW Anzahl der Wendeln eines Fertigschraubpfahls [-]

p0 Überlagerungsspannung an der Oberkante des tie�iegenden

Aufbruchkegels

kN/m²

pref Referenzspannung für Stei�gkeit kN/m²

qZ Scherwiderstand zwischen Schaft und Boden kN/m²

qW Widerstand unter- bzw. oberhalb einer Wendel kN/m²

qZ Scherwiderstand entlang des von den Wendeln umschlossenen

Bodenzylinders

kN/m²

R Widerstand allg. kN

Rc Gesamtwiderstand Druckbelastung kN

Rt Gesamtwiderstand Zugbelastung kN

RS Widerstand aus Mantelreibung entlang des Schafts kN

RW Widerstand einer Einzelwendel kN

RZ Widerstand aus Mantelreibung entlang des Bodenzylinders kN

r Radius (allg., variabel) m

req Radius an dem die Resultierende einer ringförmigen,

gleichmäÿig verteilten Tangentialspannung das gleich Moment

wie diese erzeugt

m

rc Radius des kegelstump�örmigen Aufbruchkegels m

s Kopfverschiebung des Fertigschraubpfahls mm

sb Formbeiwert für Flachgründungen Gründungsbreite [-]

sc Formbeiwert für Flachgründungen Kohäsion [-]

sd Formbeiwert für Flachgründungen Gründungstiefe [-]

sult Kopfverformung bei Erreichen des Grenzzustandes der

Tragfähigkeit

mm

sW Steigung der Wendel mm
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Symbol Benennung Einheit

T Eindrehmoment am Kopf kNm

TW Widerstandsmoment, das auf die Wendeln wirkt kNm

TS Widerstandsmoment, das auf den Schaft wirkt kNm

u Verschiebung in horizontaler Richtung (PIV) mm

v Verschiebung in vertikaler Richtung (PIV) mm

tW Dicke der Wendel mm

w Anzahl der Windungen [-]

Griechisch

γ Wichte des Bodens kN/m³

γ′ Wichte des Bodens unter Auftrieb kN/m³

γr Wichte des gesättigten Bodens kN/m³

δ Neigungswinkel des mobilisierten Erddrucks °

δr Grenz�ächenreibungswinkel zwischen Boden und

Wendelmaterial

°

ζi Parameter zur Berechnung von Widerstandslinien [-]

ηt Anpassungsfaktor für Zugbelastung [-]

ην Anpassungsfaktor für Stei�gkeit [-]

ιi Parameter zur Berechnung des Anpassungsfaktor für

Zugbelastung

[-]

κi Parameter zur Berechnung des Formfaktors [-]

λi Parameter zur Berechnung des Tragfähikeitsfaktors [-]

µ Reibungsbeiwert [-]

ν Formfaktor für Fertigschraubpfahl [-]

νDW Formbeiwert für Fertigschraubpfahl Wendeldurchmesser [-]

νDW/d Formbeiwert für Fertigschraubpfahl relatives

Durchmesserverhältnis

[-]

νe Steifebeiwert [-]

νl/DW Formbeiwert für Fertigschraubpfahl relativer Wendelabstand [-]

νur Querdehnzahl für Ent- und Wiederbelastung [-]

ξi Parameter zur Berechnung des Anpassungsfaktor für

Stei�gkeit

[-]
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ρs Korndichte g/cm³

θ Gangwinkel °

θeq Gangwinkel mit r = req °

ϑ Bruch�ächenwinkel °

ϑc Neigungswinkel des Aufbruchkegels gegen die Vertikale °

ϕ′ Reibungswinkel °

σat atmosphärischer Druck kN/m²

σr Radialspannung kN/m²

σ′v e�ektive Vertikalspannung kN/m²

ςi Parameter zur Berechnung des Kraftdurchgangs [-]

ψ Dilatanzwinkel °

ωe Steifeexponent [-]
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1 Einführung in die Thematik

1.1 Einführung, Motivation und Problemstellung

Zur Gründung von Bauwerken und technischen Anlagen können verschiedene Gründungsarten

verwendet werden. Grundsätzlich wird zwischen Flach- bzw. Flächengründungen und Tiefgrün-

dungen unterschieden. Während bei Flächengründungen die Bauwerkslasten über Einzel- und

Streifenfundamente oder Bodenplatten �ächig in die ober�ächennahen Bodenschichten eingelei-

tet werden, erfolgt der Lastabtrag bei Tiefgründungen über einzelne Gründungselemente, welche

die Last in tiefere Bodenschichten einleiten. Tiefgründungen kommen beispielsweise zum Einsatz,

wenn die oberen Bodenschichten wenig tragfähig sind, hohe punktuelle Lasten abgeleitet wer-

den müssen, ungleichmäÿige Setzungen zu befürchten sind oder das Grundwasser ober�ächennah

ansteht und nicht abgesenkt werden kann.

Pfähle sind die wohl am häu�gsten verwendete Tiefgründungsvariante. Pfähle lassen sich nach

der Art der Einbringung, nach der Herstellungsart und nach dem Bausto� unterscheiden. Die

Systematik ist in Abbildung 1.1 gegeben und �ndet sich auch in der EA-Pfähle (2012) wieder.

Wie der Systematik zu entnehmen ist, ist die EA-Pfähle jedoch im Hinblick auf vorgefertig-

te Pfähle, die drehend und drückend in den Boden eingebracht werden, unvollständig. Wäh-

rend zwischen Fertigrammpfählen und Ortbetonrammpfählen unterschieden wird, werden unter

Schraubpfählen nur Pfähle verstanden, die in Ortbeton hergestellt werden.

Im Gegensatz zu Bohrpfählen, die immer eine Ortbeton- oder Verbundbauweise erfordern, las-

sen sich Schraubpfähle auch vorfertigen und dann in den Boden einbringen. In der Systematik

sind somit Fertigschraubpfähle und Ortbetonschraubpfähle zu di�erenzieren. Die aktuelle Ausga-

be der EA-Pfähle (2012) nimmt eine solche Unterscheidung jedoch nicht vor, sondern behandelt

nur Ortbetonschraubpfähle.

Unter Fertigschraubpfählen sind demnach vorgefertigte Pfähle zu verstehen, die drehend in den

Boden eingebracht werden. Das Eindrehen kann zusätzlich durch eine Vorschubkraft unterstützt

werden. Die Pfähle werden vorwiegend zur Einleitung von Zug- und Druckkräften verwendet, kön-

nen aber je nach Geometrie auch laterale Lasten aufnehmen. Da es keine einheitliche Normung zu

diesen Bauteilen gibt, haben sich mit der Zeit verschiedene Bezeichnungen wie z. B. Schrauban-

ker, Bodenanker, Erdschraube oder Bohrfundament herausgebildet. Im englischen Sprachraum

sind die Begri�e helical anchors/piles oder screw piles gebräuchlich. Von den Herstellern wurden

diverse Bauformen für unterschiedliche Einsatzzwecke entwickelt.
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Abbildung 1.1: Einteilung von Pfählen nach Art der Einbringung und Herstellungsart mit
zugehörigen Abschnitten nach EA-Pfähle (2012)

Grundsätzlich besteht ein Fertigschraubpfahl aus einem Pfahlschaft und mindestens einer Wen-

del, deren Auÿendurchmesser gröÿer als der Schaftdurchmesser ist. Es können entweder auch

mehrere Wendeln mit einer einzelnen Windung (vgl. Rao, Prasad und Shetty (1991)) oder über

mehrere Windungen durchgängige Wendeln angeordnet werden (vgl. Chen et al. (2018)). Bei Ers-

teren, auf denen der Fokus der vorliegenden Arbeit liegt, ist meist der Wendelauÿendurchmesser

deutlich gröÿer als der Schaftdurchmesser. Bei Bauformen mit mehr oder weniger durchgängiger

Wendel ist der Wendelauÿendurchmesser nur etwas gröÿer als der Schaftdurchmesser.

Während sich ein Bohrpfahl in seiner Geometrie recht einfach, beispielsweise mit einem Zy-

linder, der einen Durchmesser und eine Länge hat, beschreiben lässt, sind die geometrischen

Variationsmöglichkeiten bei Fertigschraubpfählen deutlich vielfältiger. Als Schaft kommen vor-

wiegend runde Querschnitte (Rohre) zum Einsatz, es gibt aber auch Hersteller die quadratische

Querschnitte verwenden (z. B. Livneh und El Naggar (2008)). Die heute üblichen Schaftdurch-

messer liegen zwischen ca. 5 cm und 50 cm. Wenn einzelne Wendeln angeordnet werden, so liegt

das Verhältnis zwischen Wendeldurchmesser und Schaftdurchmesser oft im Bereich zwischen zwei

und vier, während bei durchgängigen Wendeln das Verhältnis meist unter zwei liegt. Die Län-
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(a) Fertigschraubpfahl mit zwei einzelnen Wendeln
(schematisch)

(b) Fertigschraubpfahl mit einer Wendel und mehreren
Windungen (schematisch)

Abbildung 1.2: Beispiele für mögliche Geometrien von Fertigschraubpfählen

ge der Pfähle bzw. Pfahlsegmente ist zwischen einem Meter und zehn Metern. Die Bauformen

mit mehreren eingängigen Wendeln eignen sich vorwiegend für wenig bis mäÿig tragfähige Böden,

d. h. weiche bis steife bindige Böden oder locker bis mitteldicht gelagerte nichtbindige Böden, vgl.

Niroumand et al. (2012). Fertigschraubpfähle mit durchgängiger Wendel eigenen sich auch zur

Installation in schwer bohrbaren Böden. Um das Einbringen zu erleichtern, wird dabei teilweise

vorgebohrt.

Fertigschraubpfähle werden unter anderem zur Gründung von Häusern (Crandell et al. 2011),

Masten (Adams und Klym 1972), Solar- und Windenergieanlagen (Sakr 2011; Dilley und Hulse

2007) sowie Gewerbebauten verwendet. Im Bestand können sie zur Nachgründung bei Lasterhö-

hungen oder Gründungssanierung eingesetzt werden (Vito und Cook 2011). Weiterhin sind sie als

Zugpfähle zur Abspannung von Seilkonstruktionen und zur Verankerung von Baugrubenwänden

nutzbar. Typischerweise werden Fertigschraubpfähle mit Traglasten von bis zu 200 kN verwendet.

Je nach Anwendungsbereich und Maschinentechnik sind aber auch deutlich höhere Lasten mög-

lich, vgl. Spagnoli (2013) und Sakr (2010). Im deutschsprachigen Raum und in den Niederlanden
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reichen die Erfahrungen mit �Schraubankern� zum Abtrag horizontaler Lasten bis in die 1970er

Jahre zurück. Es wurden beispielsweise Erfahrungen bei verschiedenen Wasserbauprojekten und

dem Bau der Landesgewerbeanstalt Bayern in Nürnberg gesammelt, siehe Vogt und Salden (1995)

und Vogt-Breyer (1999).

Die Verwendung von Fertigschraubpfählen ist bis heute in Deutschland, aber auch interna-

tional, stark von lokalen Erfahrungen geprägt. Zwar existieren einige Bemessungsverfahren, die

auf analytischen, erdstatischen Verfahren beruhen, diese weisen aber sehr starke Vereinfachungen

auf. Daneben existieren empirische Methoden, bei denen sich jedoch die Frage der Übertrag-

barkeit und Skalierbarkeit stellt. Im Hinblick auf die Bemessung besteht deshalb eine erhebliche

Wissenslücke, um die derzeitigen und zukünftigen Anwendungsbereiche von Fertigschraubpfählen

ingenieurmäÿig behandeln zu können.

1.2 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit

Das Ziel dieser Arbeit ist, ein praktisch anwendbares Verfahren zur Prognose der Tragfähigkeit

von Fertigschraubpfählen unter axialer Belastung herzuleiten. Unter praktisch anwendbar ist zu

verstehen, dass Ingenieurinnen und Ingenieure mit Erfahrung und Sachkunde auf dem Gebiet

der Geotechnik mit Hilfe der Ergebnisse eines quali�zierten Bodengutachtens die Widerstände

nachprüfbar prognostizieren können.

Zur Erreichung des Zieles wird im zweiten Kapitel der Arbeit ein Überblick zum aktuellen

Stand von Forschung und Technik gegeben. Anschlieÿend werden im dritten Kapitel die sich aus

den Ansätzen ergebenen Problemstellungen erläutert. Im vierten Kapitel wird anhand von Mo-

dellversuchen das Tragverhalten von Fertigschraubpfählen unter axialer Belastung untersucht.

Die Ergebnisse werden dem bisherigen Wissensstand gegenübergestellt. Das fünfte Kapitel be-

handelt die Ergebnisse von Labor- und Feldversuchen im Originalmaÿstab. Durch einen Vergleich

zwischen den Beobachtungen von Prototyp und Modellversuch wird die Aussagekraft der Mo-

dellversuche veri�ziert. Darauf aufbauend werden im sechsten Kapitel die Versuchsergebnisse um

numerische Untersuchungen erweitert. Im ersten Teil werden anhand der Ergebnisse der Modell-

versuche die Möglichkeiten und Grenzen der numerischen Modelle aufgezeigt. Im zweiten Teil wird

eine umfangreiche Parameterstudie vorgestellt, in der alle identi�zierten, maÿgeblichen Ein�üsse

auf das axiale Tragverhalten von Fertigschraubpfählen untersucht werden. Die numerischen Un-

tersuchungen bilden die Grundlage eines halbempirischen Berechnungsverfahrens zur Prognose

der Tragfähigkeit, das im achten Kapitel hergeleitet und veri�ziert wird. Mit den Empfehlun-

gen zur Verwendung des Verfahrens, in baupraktischer Hinsicht, wird das Ergebnis der Arbeit

vervollständigt.
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2 Wissensstand zum Tragverhalten von axial

belasteten Fertigschraubpfählen

2.1 Allgemeines

In den folgenden Abschnitten werden als Erstes einige De�nitionen vorgenommen, die für das

Verständnis und die Abgrenzung von Fertigschraubpfählen von Bedeutung sind. Anschlieÿend

wird ein Überblick zum Stand des Wissens gegeben. Die Sortierung erfolgt dabei nicht thematisch,

sondern nach Autorengruppen, da diese aufbauend auf den gleichen Versuchen, Verö�entlichungen

zu unterschiedlichen Themenbereichen publizierten.

2.2 Annahmen, Begri�e und De�nitionen

Gemäÿ der Einführung werden unter Fertigschraubpfählen (FSP) vorgefertigte Bauteile ver-

standen, die aus einem Schaft und mindestens einer Wendel mit mindestens einer Windung w

bestehen, vgl. Abbildung 2.1. Der Schaft wird als rund angenommen und hat ein über die Ein-

bindelänge L konstanten Durchmesser d.

Die Wendel hat eine Ganghöhe h und lässt sich vektoriell in kartesischen Koordinaten wie folgt

beschreiben:

−→x (w) =


r · cos (2πw)

r · sin (2πw)

h · w + t

 (2.1)

mit:
d/2 ≤ r ≤ DW /2 Abstand zur Pfahlachse

t Verschiebung der Wendel in z-Richtung

t = L+ h/2 für die unterste Wendel

Die z-Koordinate der Wendel ist unabhängig von r, dem Abstand zur Pfahlachse, woraus folgt,

dass die Steigung sW mit gröÿerem Abstand zur Achse abnimmt:

sW =
h

2πr
(2.2)
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h

d

D
W
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(mit einer Windung)
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l

L
0
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t W
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0
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D
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W  
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Abbildung 2.1: De�nitionen der geometrischen Abmessungen

Aus der Steigung kann der Gangwinkel θ ermittelt werden:

θ = arctan (sW ) = arctan

(
h

2πr

)
(2.3)

Werden mehrere Wendeln angeordnet, so sollen diese ausgehend von der untersten Wendel in

einem konstantem Abstand l zueinander angeordnet sein und alle den gleichenWendeldurchmesser

aufweisen. Die Dicke der Wendeln tW (Materialstärke) soll ebenfalls als konstant gelten.

Weiterhin sind die folgenden geometrischen Verhältnisse für die Beschreibung von Fertig-

schraubpfählen von Bedeutung:

L/DW relative Einbindelänge

l/DW relativer Wendelabstand

DW /d Durchmesserverhältnis
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Das untere Ende des Fertigschraubpfahls ist in Abbildung 2.1 nur schematisch dargestellt.

Die Spitze kann verschieden ausgebildet sein. Möglich ist ein stumpfes, o�enes oder geschlossenes

Ende, eine Anschrägung oder eine konisch zulaufende Spitze, die ggf. mit zusätzlichen Wendeln

und einer Bohrspitze ausgestattet ist. Es wird angenommen, dass die Ausbildung der Spitzenform

keinen maÿgeblichen Ein�uss auf das Tragverhalten hat, sofern die anderen Randbedingungen

(insbesondere Bodeneigenschaften) gleich sind. Es sei an dieser Stelle aber darauf hingewiesen,

dass die Spitzenform einen groÿen Ein�uss auf das Einbringen der Fertigschraubpfähle haben

kann.

Fertigschraubpfähle werden drehend und unter Aufbringung einer Vorschubkraft erschütte-

rungsarm in den Boden eingebracht. Die Einbringung ist entweder mit lafetten- bzw. mäkler-

geführten Kraftdrehköpfen oder mit Baggeranbaukraftdrehköpfen möglich, siehe Abbildung 2.2.

Die Installation sollte dabei im Vollverdrängungsverfahren erfolgen, d. h. während des Eindrehens

soll kein Boden nach oben gefördert, sondern seitlich verdrängt werden.

Während des Eindrehens kann das Drehmoment am Pfahlkopf gemessen werden. Dieses wird

als Eindrehmoment bezeichnet. Das Eindrehmoment T ist nicht konstant, sondern abhängig von

den jeweiligen Bodenverhältnissen und der Tiefe.

(a) Mäklergeführter Kraftdrehkopf an Kleingerät in
schwer zugänglichen Gelände, Quelle: Krinner
Schraubfundamente GmbH,
www.krinnerfoundations.com/de/leistungsspektrum/

(b) Bagger mit Anbaukraftdrehkopf in beengter
Baugrube, Quelle: Keller North America,
www.keller-na.com/projects/petrochemical-sump-
and-pipe-support

Abbildung 2.2: Einbringung von Fertigschraubpfählen
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2.3 Feld- und Modellversuche zum Herausziehwiderstand und

Eindrehmoment von Fertigschraubpfählen mit mehreren

Wendeln

Mit Hilfe von Feld- und Laborversuchen wurden von Mitch und Clemence (1985) Versagensformen

beim Herausziehen von Fertigschraubpfählen aus Sand identi�ziert und darauf aufbauend ein

analytischer Ansatz zur Berechnung des Widerstands erarbeitet. In den Feldversuchen sind Pfähle

mit drei Wendeln, einem Durchmesser von DW = 28, 7 cm und einem Abstand von l = 91, 4 cm

getestet worden. Der Schaft wurde nach oben verlängert und dadurch die Einbindung der obersten

Wendel zwischen L0 = 4 ·DW und 8 ·DW variiert.

Als Baugrund stand ein mitteldichter Feinsand mit teils feinkiesigen und schlu�gen Beimen-

gungen an, der bis in 12,2 m unter Gelände erbohrt wurde. Das Grundwasser stand 6,70 m unter

Gelände.

Die Probebelastungen wurden teils als Schnelltest, bei denen eine schnelle Laststeigerung erfolg-

te, sodass das Versagen nach 10 bis 15 Minuten eintrat, und als Probebelastung mit fünf bis sechs

Laststufen, in denen die Last bis zur Beruhigung der Verformung gehalten wurde, durchgeführt.

Insgesamt liegen Ergebnisse von acht Schnelltests und fünf Probebelastungen vor.

Für die Laborversuche wurde der gleiche Sand wie im Feldversuch benutzt. Der Sand wurde im

Testfeld entnommen, getrocknet und Körnungen mit d > 10 mm abgesiebt. Der Einbau für die

Modellversuche erfolgte in mitteldichter und dichter Lagerung. Die gewünschte Lagerungsdichte

konnte durch einen lagenweisen Einbau und anschlieÿender Verdichtung mittels Vibrationsplatte

erzielt werden. Die Modellpfähle wurden mit der Geometrie aus den Feldversuchen im Maÿstab 1:3

nachgebaut. Zusätzlich wurden Pfähle mit einer Wendel mit L = L0 getestet, um die Tragfähigkeit

der obersten Wendel zu ermitteln.

Der Einbau in den Sand erfolgte durch Eindrehen, wobei darauf geachtet wurde, dass je Umdre-

hung die Eindringung der Ganghöhe entsprach. Während des Eindrehens sind das Drehmoment

und die Verformungen an der Sandober�äche gemessen worden. Beim Herausziehen wurden die

aufgebrachte Kraft, die Kopfverschiebung und die Verformungen an der Sandober�äche gemessen.

In zwei Versuchen wurden zusätzliche Wegaufnehmer in den Sand eingebaut.

Nach Mitch und Clemence (1985) führt das Eindrehen in den Boden zu signi�kanten Ände-

rungen des Spannungszustandes und beein�usst die Tragfähigkeit erheblich. Bei der Installation

verdrängen die Wendeln und der Schaft den Sand. Der Sand, der direkt mit der Wendeln in

Kontakt kommt, wird vorwiegend seitlich und teilweise nach oben verdrängt. Durch die seitliche

Verdrängung des Sandes werden Spannungen in den umliegenden Boden übertragen und dieser

verdichtet. Bei gröÿerer Einbindung wird der Boden mehr seitlich verdrängt, was zu höheren

Horizontalspannungen führt. Eine �ache Einbindung begünstigt, durch die geringere Überlage-

rungsspannung, mehr Verformungen nach oben.
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Der Sand innerhalb des Zylinders, der von den Wendeln durchfahren wurde, wird aufgelockert,

während der Sand auÿerhalb, wie oben beschrieben, verdichtet wird. Daraus schlieÿen Mitch und

Clemence (1985), dass die Änderung des Spannungszustandes im Boden dazu führt, dass beim

Herausziehen tendenziell der Boden entlang der Mantel�äche des Zylinders zwischen den Wendeln

versagt.

Die Verformungsmessung an der Sandober�äche zeigte unterschiedliche Ergebnisse für unter-

schiedliche L0/DW -Verhältnisse. Bei geringer Einbindung der oberen Wendel (L0/DW = 4) konn-

ten relativ groÿe Verformungen an der Ober�äche während des Ausziehens gemessen werden. Der

Ein�ussbereich, in dem Hebungen gemessen wurden, reicht weit über den Durchmesser der Wen-

del hinaus. Bei gröÿerer Einbindung konnte nur eine leichte Hebung von ca. 0,3 mm gemessen

werden, was auf ein Versagen innerhalb des Bodens hindeutet. Ergänzend wurden Versuche mit

eingefärbten Sandschichten durchgeführt, deren Ergebnisse in Abbildung 2.3 dargestellt sind.

Pfähle, bei denen die Einbindung der obere Wendel geringer als das Fün�ache des Wendel-

durchmesser (L0 < 5 ·DW ) ist, werden von Mitch und Clemence (1985) als Pfähle mit geringer

(�acher) Einbindung bezeichnet. Ihr Tragverhalten ist dadurch gekennzeichnet, dass sich unter

Zugbelastung oberhalb der obersten Wendel ein Bruchkegel ausbildet, der bis an die Gelände-

oberkante reicht, vgl. Abbildung 2.3a. Der Ö�nungswinkel des Kegels ist etwa genauso groÿ wie

der Reibungswinkel des Bodens (ϑc = ϕ′/2).

Pfähle mit einer Einbindung der oberen Wendel mit L0 > 5 · DW werden von Mitch und

Clemence (1985) als Pfähle mit groÿer (tiefer) Einbindelänge bezeichnet. Charakteristisch für

diese ist, dass die Versagenszone unter Zugbelastung direkt oberhalb der obersten Wendel liegt

und nicht bis an die Ober�äche reicht. Es kann innerhalb des Bodens ein, in der Höhe begrenzter,

Kegel über der obersten Wendel beobachtet werden, vgl. Abbildung 2.3b.

Bei mehreren Wendeln verhält sich der Boden zwischen den Wendeln ähnlich wie ein Bohrpfahl,

d. h. es entsteht Mantelreibung zwischen dem durch die Wendeln begrenzten Zylinder und dem

umliegenden Boden.

Anhand der Ergebnisse wurde ein Berechnungsmodell entwickelt. Der Gesamtwiderstand unter

Zugbelastung kann durch Addition der einzelnen Anteile bestimmt werden:

Rt = RW +RZ +RS (2.4)

mit:
RW Widerstand der oberen Wendel

RZ Widerstand aus Mantelreibung entlang des Bodenzylinders

RS Widerstand aus Mantelreibung entlang des Schafts
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(a) L0/DW = 4 (b) L0/DW = 8

Abbildung 2.3: Ergebnisse der Modellversuche mit eingefärbten Sandschichten, aus Mitch und
Clemence (1985)

Die Anteile berechnen sich in Abhängigkeit der Einbindelänge, vgl. Abbildung 2.4. Für geringe

Einbindung lässt sich der Widerstand der oberen Wendel unter Berücksichtigung der Gewichts-

kraft G des Aufbruchkegels und der am Aufbruchkegel angreifenden Reibungskräfte RK bestim-

men:

RW = π · γ′ ·Ktgh · tanϕ′ · cos2
(
ϕ′

2

)
·

−DW · L2
0

2
+
L2
0 · tan

(
ϕ′

2

)
3

+G (2.5)

mit:
Ktgh Erddruckbeiwert für Zugbelastung im Boden Ktgh > K0

G Gewichtskraft des Aufbruchkegels

L0 < 5 ·DW

Bei groÿer Einbindung wird der Widerstand der oberen Wendel, ähnlich wie der Spitzendruck

von Pfählen, mit Hilfe von Tragfähigkeitsbeiwerten berechnet:

RW = γ′ · L0 ·AW ·Nt (2.6)

mit:
AW Fläche der Wendel

Nt Tragfähigkeitsbeiwert (bei Zugbelastung)
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Abbildung 2.4: Angenommenes Versagen bei unterschiedlichen Einbindetiefen, nach Mitch
und Clemence (1985)

Die Tragfähigkeitsbeiwerte für zugbelastete Fertigschraubpfähle wurden von Mitch und Cle-

mence (1985) experimentell bestimmt und sind in Abbildung 2.5a gra�sch gegeben. Die experi-

mentellen Werte zeigen den Autoren zufolge gute Übereinstimmungen mit der Lösung von Meyer-

hof und Adams (1968).

Der Widerstand, der aus der Mantelreibung entlang des Bodenzylinders entsteht, kann nach

folgender Gleichung berechnet werden:

RZ =
π

2
·DW · γ′ ·

(
L2 − L2

0

)
·Ktgh · tanϕ′ (2.7)

Zur Ermittlung des Erddruckbeiwertes wurden von Mitch und Clemence (1985) weitere Modell-

versuche mit Erddruckmessdosen durchgeführt. Der Erdruck wird, ausgehend vom Erdruhedruck,

durch die Installation des Pfahls und die anschlieÿende Zugbelastung erhöht. Der Vergleich mit

den von Meyerhof und Adams (1968) empfohlenen Werten zeigt, dass bei Fertigschraubpfählen

der Erddruckbeiwert etwa 35 % bis 43 % niedriger ist. Dies wird damit begründet, dass Meyerhof
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und Adams (1968) von vollkommen ungestörten Boden ausgehen. Für die Berechnung nach Glei-

chung 2.7 empfehlen die Autoren die Werte in Tabelle 2.1. In Abbildung 2.5b sind die Beiwerte

von Meyerhof und Adams (1968) mit einer Reduzierung um 40 % für Fertigschraubpfähle unter

Zugbelastung gegeben.

Tabelle 2.1: Empfohlene Erddruckbeiwerte für Fertigschraubpfähle, nach Mitch und Clemence
(1985)

Reibungswinkel ϕ′ in ° Ktgh nach Meyerhof und
Adams (1968)
(Plattenanker)

Ktgh nach Mitch und
Clemence (1985)

(Fertigschraubpfahl)

25 1,20 0,70

30 1,50 0,90

35 2,50 1,50

40 3,90 2,35

45 5,30 3,20

D
W
/L

0

N
t

(a) Tragfähigkeitsbeiwert Nt

D
W
/L

K
tg
h

φ' = 47°

φ' = 45°

φ' = 47°

φ' = 45°

φ' = 34°

φ' = 25° φ' = 34°

φ' = 25°

D
W
/L

Meyerhof und Adans (1968)
Mitch und Clemence (1985)

(b) Horizontaler Erddruckbeiwert unter Zugbelastung
Ktgh

Abbildung 2.5: Beiwerte für die Berechnung des Herausziehwiderstands, nach Mitch und
Clemence (1985)

Die Mantelreibung entlang des Schaftes wird ebenfalls mit bodenmechanischen Ansätzen berech-

net:

RS =
π

2
· d · L0 · γ′ ·

L0

2
·Ktgh · tanϕ′ (2.8)
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In Mooney, Adamczak und Clemence (1985) wurde das Tragverhalten unter Zugbelastung

in bindigen Böden (Ton und Schlu�) untersucht. In den Untersuchungen fand ebenfalls eine

Unterscheidung zwischen geringer und groÿer Einbindung statt. Es wurde jedoch ein einheitliches

Modell entwickelt, das dem in Abbildung 2.4b entspricht. Die einzelnen Widerstandskomponenten

werden mit den undrainierten Scherparametern (ϕu, cu) berechnet. Bobbitt und Clemence (1987)

verzichten auf den Ansatz des Reibungsanteils in bindigen Böden (Ton).

In Hoyt und Clemence (1989) werden Probebelastungsergebnisse den Ergebnissen des Berech-

nungsverfahren nach Mitch und Clemence (1985) und Mooney, Adamczak und Clemence (1985)

mit zylindrischer Scher�äche gegenübergestellt. Weiterhin wurden auch Berechnungen nach dem

Verfahren von Klym, Radhakrishna und Howard (1986) durchgeführt. Bei diesem wird das Versa-

gen des Bodens oberhalb jeder Einzelwendel mit entsprechenden Tragfähigkeitsbeiwerten unter-

sucht, vgl. Abbildung 2.6. Ergänzt wurde die Auswertung mit empirischen Korrelationsfaktoren

zwischen der Tragfähigkeit und dem Drehmoment am Ende des Eindrehvorgangs.

Die ausgewerteten Probebelastungen wurden vorwiegend weggesteuert, mit einer Belastungs-

geschwindigkeit von 102 mm/min, ausgeführt. Als Herausziehwiderstand wurde die erzielbare

Reaktionslast aus der Belastung angesetzt. Die untersuchten Zugpfähle hatten Schaftdurchmes-

ser zwischen 38 mm und 89 mm, die Wendeldurchmesser lagen zwischen 152 mm und 508 mm.

Die relativen Einbindelängen variierten zwischen L/DW = 5, 1 bis 134. Die Anzahl der Wendeln

je Fertigschraubpfahl lag zwischen zwei und vierzehn, der Abstand zwischen den Wendeln betrug

l/DW = 1, 55 bis 4,50.

(a) Scherversagen entlang des
Bodenzylinders

(b) Versagen des Bodens oberhalb jeder
Einzelwendel l/DW > 3÷ 4

Abbildung 2.6: Ansätze für die untersuchten Versagensformen, nach Hoyt und Clemence
(1989)
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Nach Hoyt und Clemence (1989) wird die beste Übereinstimmung zwischen Berechnung und Pro-

bebelastung bei dem empirischen Verfahren mit Korrelationsfaktor und Eindrehmoment erzielt.

Bei diesem Verfahren wird eine Korrelation mit einem empirischen Faktor zwischen der Tragfä-

higkeit Rt und dem Eindrehmoment T am Ende des Installationsvorganges hergestellt:

Rt = KT · T (2.9)

Die verwendeten Korrelationsfaktoren können der Tabelle 2.2 entnommen werden.

Tabelle 2.2: Korrelationsfaktoren KT zwischen Widerstand und Drehmoment, nach Hoyt und
Clemence (1989)

Schaftdurchmesser d in mm Korrelationsfaktor KT im m−1

< 88,9 33

88,9 23

219 9,8

Die beiden bodenmechanischen Verfahren liefern für die gegebenen Randbedingungen etwa

gleich gute Ergebnisse zur Prognose des Herausziehwiderstands. Die Autoren merken jedoch an,

dass trotz hoher Sicherheitsfaktoren eine ingenieurmäÿige Beurteilung entscheidend für die er-

folgreiche Anwendung der Berechnungsmethoden ist. Dies gilt besonders für die Betrachtung des

Versagens des Bodens oberhalb jeder Einzelwendel.

2.4 Kleinmaÿstäbliche 1-g Modellversuche zum

Herausziehwiderstand und Eindrehmoment von

Fertigschraubpfählen mit einer Wendel

Ghaly und Hanna (1991) haben mit Modellversuchen das erforderliche Eindrehmoment und den

Herausziehwiderstand von Fertigschraubpfählen mit einer Wendel studiert. Als Versuchsboden

wurde ein weitgestufter Sand in unterschiedlichen Lagerungsdichten (ID = 0, 20; ID = 0, 52 und

ID = 0, 83) verwendet. Es wurden Fertigschraubpfähle mit einem Wendeldurchmesser von DW =

50 mm und einem Schaftdurchmesser von 16 mm getestet. Neben der Ganghöhe h, die zwischen

10 mm und 20 mm variierte, wurden auch konisch zulaufende Wendeln mit drei Windungen

untersucht. Die Typen mit mehreren Windungen haben entweder eine gleichbleibende Ganghöhe

(Typ 4) oder ein gleichbleibendes Verhältnis zwischen Auÿendurchmesser und Ganghöhe (Typ 5),

vgl. Abbildung 2.7a.
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(a) Untersuchte Geometrien, Abmessungen in mm

φ' = 36°

T in Nm

R
t i

n 
N

(b) Herausziehwiderstand Rt in Abhängigkeit des
Eindrehmoments T im mitteldichten Sand

Abbildung 2.7: Ein�uss der Geometrie auf das Eindrehmoment und den
Herausziehwiderstand, aus Ghaly und Hanna (1991)

Bei gleicher Geometrie steigt das benötigte Eindrehmoment mit der Einbindelänge und der

Lagerungsdichte des Sands. Bei gleicher Lagerungsdichte wird für den Schraubpfahl mit der ge-

ringsten Ganghöhe auch das geringste Eindrehmoment benötigt, um den Fertigschraubpfahl in

eine vorgegebene Tiefe einzubringen. Für den Pfahl mit der gröÿten Ganghöhe ist das gröÿte

Eindrehmoment notwendig. Die Autoren folgern, dass das Verhältnis von Ganghöhe zu Wendel-

durchmesser h/DW die Hauptein�ussgröÿe für das Eindrehmoment ist. Für den Typ 4 (konstante

Ganghöhe) wurde ein etwa 10 % bis 15 % höheres Eindrehmoment benötigt als für den Type 3.

Für den Type 5 (konstantes Verhältnis zwischen Auÿendurchmesser und Ganghöhe) war das

erforderliche Moment etwa 10 % bis 15 % niedriger.
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Weiterhin wurde bei den Versuchen die Entwicklung der Horizontalspannungen während des

Eindrehens in verschiedenen Tiefen und Abständen zur Pfahlachse gemessen. Die Horizontalspan-

nungen nehmen nach Ghaly und Hanna (1991) mit zunehmenden Verhältnis h/DW zu. Weiterhin

lässt sich aus der gegebenen Abbildung feststellen, dass der Ein�uss auf die Horizontalspannungen

mit zunehmenden Abstand von der Pfahlachse abnimmt und mit zunehmender Einbindetiefe zu-

nimmt.

Das Eindrehen führte zu Verformungen, die an der Sandober�äche festgestellt wurden. Im Nah-

bereich des Schaftes senkte sich die Ober�äche ab, während bei etwas mehr Abstand Hebungen

beobachtet wurden. Direkt am Schaft war beim Eindrehen teilweise ein Mitdrehen des Sandes zu

sehen.

Die Messung der Herausziehwiderstände, vgl. Abbildung 2.7b, zeigte, dass diese nur geringfügig

von dem Eindrehmoment beein�usst werden. Bei gleicher Einbindelänge und gleicher Lagerungs-

dichte sind die gemessenen Widerstände in etwa gleich.

Aus den Beobachtungen in den Versuchen wurde ein theoretisches Modell hergeleitet, mit dessen

Hilfe das benötigte Eindrehmoment in Abhängigkeit von Geometrie, Ganghöhe, Einbindetiefe und

Reibungswinkel prognostiziert werden kann. Für den Herausziehwiderstand wurde durch Fitten

der Versuchsdaten eine Korrelation zum Drehmoment hergestellt:

(
Rt

γ ·AW · L

)
= 2

(
T

γ ·AW · L · h

)1,1

(2.10)

In Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) werden die Ergebnisse einer weiteren Versuchsreihe mit

ähnlichen Modellen und einem anderen Modellsand vorgestellt. Die Modelle wurden, ohne Auf-

bringung einer Vertikalkraft, in den Sand eingedreht und anschlieÿend statisch auf Zug belas-

tet. Während der Belastung wurden Verformungen der Sandober�äche gemessen und durch eine

Scheibe an der Stirnseite des Versuchskastens beobachtet. Als Hauptein�ussgröÿe auf den Her-

ausziehwiderstand wurden der Reibungswinkel und die Einbindetiefe identi�ziert. Die Ganghöhe

und die Anzahl der Windungen der Wendel haben kaum Ein�uss auf den Widerstand.

Es wurden zwei prinzipielle Versagensformen beobachtet, die zugehörigen Bruch�guren sind in

Abbildung 2.8a dargestellt. Bei einer geringen Einbindung bildet sich ein Bruchkegel bis zur Sand-

ober�äche aus. Ist die Einbindung deutlich gröÿer, entsteht ein lokaler Versagensbereich oberhalb

der Wendel. Bei dieser Versagensform können keine Verformungen an der Sandoberkante gemessen

werden. Die relative Einbindelänge L/DW , ab welcher das tie�iegende, lokale Versagen eintritt,

ist abhängig von der Lagerungsdichte bzw. dem Reibungswinkel des Sands. Mit zunehmender

Lagerungsdichte tritt das lokale Versagen erst mit zunehmender relativer Einbindung auf. Zwi-

schen den beiden Versagensformen gibt es nach Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) keine klare

Trennung, sondern es bilden sich Übergangsformen aus, wie in Abbildung 2.8a rechts dargestellt.
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(b) Analytisches Modell zur Berechnung des Herausziehwiderstands mit resultierenden Kräften

Abbildung 2.8: Bruch�guren von Fertigschraubpfählen unter Zugbelastung und daraus
abgeleitetes Berechnungsmodell, nach Ghaly, Hanna und Hanna (1991b)
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Für die nichtlinearen Bruch�guren wurden von Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) linear be-

grenzte Näherungen abgeleitet. Die Bruch�gur wird von einem Kegelstumpf mit dem Winkel ϑc
zur Vertikalen und der Höhe L bei geringer Einbindung bzw. im Übergangsbereich und der Höhe

lc bei tiefer Einbindung beschrieben. Für Fertigschraubpfähle mit geringer Einbindung wurde,

anhand der Messungen der Verformungen an der Sandoberkante, ϑc = 2/3 ·ϕ′ ermittelt. Für groÿe
Einbindungen wurde die Höhe des Versagensbereiches lc experimentell bestimmt. Diese ist von

der Lagerungsdichte abhängig. Die Werte können der Tabelle 2.3 entnommen werden. Für den

Übergangsbereich wird der Radius rc des Kegelstumpfes in Abhängigkeit der Lagerungsdichte

begrenzt.

Tabelle 2.3: Geometrische Eigenschaften der angenommenen Bruch�gur, nach Ghaly, Hanna
und Hanna (1991b)

Lagerungs-
dichte

Einbin-
dung

Einbindelänge
L

Radius des
Kegelstumpfes

rc*

maximaler
Radius
rc,max

Höhe des
Ver-

sagensbe-
reiches
lc

dicht
D = 0, 80
ϕ′ = 40◦

�ach < 11 ·DW
r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 4, 2 ·DW -

Über-
gangsbe-
reich

11 ·DW ≤ L <
13 ·DW

r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 4, 2 ·DW -

tief ≥ 13 ·DW 4, 2 ·DW 4, 2 ·DW 6 ·DW

mitteldicht
D = 0, 50
ϕ′ = 35◦

�ach < 8 ·DW
r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 3, 5 ·DW -

Über-
gangsbe-
reich

8 ·DW ≤ L <
10 ·DW

r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 3, 5 ·DW -

tief ≥ 10 ·DW 3, 5 ·DW 3, 5 ·DW 5 ·DW

locker
D = 0, 35
ϕ′ = 30◦

�ach < 7 ·DW
r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 2, 7 ·DW -

Über-
gangsbe-
reich

7 ·DW ≤ L <
9 ·DW

r = DW /2 +
L · tan (2/3 · ϕ′) 2, 7 ·DW -

tief ≥ 9 ·DW 2, 7 ·DW 2, 7 ·DW 4 ·DW

*rc = max

{
r

rc,max

Der Gesamtwiderstand wird aus der Gewichtskraft G des Kegelstumpfes, der Vertikalkompo-

nente des seitlichen Erddrucks E′p und bei tiefer Einbindung aus der Überlagerungsspannung p0
oberhalb des Kegelstumpfes berechnet:
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Rt = G+ E′pv + p0 (2.11)

G =


π
3 · γ

′ · L ·
(

(DW/2)2 + r2c + (DW/2) · rc
)

L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

π
3 · γ

′ · lc ·
(

(DW/2)2 + r2c + (DW/2) · rc
)

L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3
(2.12)

E′pv =


π
2 · γ

′ ·K ′p · tan δ · L2 ·
(
DW+L·tanϑc

cosϑc

)
L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

π
2 · γ

′ ·K ′p · tan δ · lc (2L− lc) ·
(
DW+lc·tanϑc

cosϑc

)
L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3

(2.13)

p0 =

0 L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

π · γ′ · r2c · (L− lc) L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3
(2.14)

Zur Berechnung des Radius des Kegelstumpfes und des Winkels ϑc sind neben der Tabelle 2.3

in Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) noch die folgenden Gleichungen gegeben:

rc =

DW/2 + L · tanϑc L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

DW/2 + lc · tanϑc L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3
(2.15)

ϑc =

arctan
(
rc−DW/2

L

)
≤ 2/3ϕ′ L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

arctan
(
rc−DW/2

lc

)
≤ 2/3ϕ′ L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3

(2.16)

Die Gleichungen widersprechen den Angaben in Tabelle 2.3 für tiefe Einbindungen. Dort ist

beispielsweise für einen Reibungswinkel ϕ′ = 30° ein Radius von rc = 2, 7 ·DW und eine Höhe von

lc = 4 ·DW gegeben. Setzt man die in Gleichung 2.16 ein, so erhält man ϑc = 28, 8◦ > 2/3ϕ′ = 20◦.

Für den modi�zierten Erddruckbeiwert K ′p ist folgende Gleichung gegeben:

K ′p =
1 + sin δ

1− sin δ
(2.17)

Der Neigungswinkel des mobilisierten Erdwiderstands δ wurde aus den Versuchsergebnissen

zurückgerechnet und ist abhängig vom Reibungswinkel sowie der relativen Einbindelänge. Er wird

von Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) gra�sch als Verhältnis zum Reibungswinkel angegeben.

Die gefundenen Werte lassen sich als Gleichung wie folgt beschreiben, wobei sich die Gleichung

für den Übergangsbereich aus der linearen Interpretation ergibt:

δ/ϕ′ =


−0, 01 · ϕ′ + 1 L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 5

−0.035 · ϕ′ + 2.05 L/DW ≥ 0, 4 · ϕ′ − 3

2ϕ′2−5L/DWϕ′−113ϕ′+210L/DW+1450
400 0, 4 · ϕ′ − 5 ≤ L/DW < 0, 4 · ϕ′ − 3

(2.18)
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Der Vergleich des analytischen Ansatzes mit den Ergebnissen von Feldversuchen, u. a. von

Mitch und Clemence (1985), zeigt eine gute Übereinstimmung.

In Ghaly, Hanna und Hanna (1991a) werden die Versuche und Erkenntnisse aus Ghaly, Hanna

und Hanna (1991b) aufgegri�en und im Hinblick auf das Eindrehmoment ergänzt. Prinzipiell

werden die Beobachtungen aus Ghaly und Hanna (1991) bestätigt:

� Mit steigender Einbindelänge wird das erforderliche Eindrehmoment gröÿer.

� Mit zunehmender Lagerungsdichte steigt das Moment zum Eindrehen in eine vorgegebene

Tiefe an.

� Das Drehmoment, das benötigt wird um einen Schraubpfahl in eine vorgegebene Tiefe

einzubringen, wird gröÿer, wenn die Ganghöhe der Wendel gröÿer wird.

� Ein konisches Zuspitzen der Wendel über 3 Windungen mit konstanter Ganghöhe führt zu

einem Anstieg des erforderlichen Drehmomentes im Vergleich zu einer Wendel mit einer

Windung.

� Ein konisches Zuspitzen der Wendel über 3 Windungen mit konstantem Verhältnis zwischen

Auÿendurchmesser und Ganghöhe führt zu einer Verringerung des erforderlichen Moments.

Das in Ghaly, Hanna und Hanna (1991b) vorgestellte Modell wird im Hinblick auf das Eindreh-

moment erweitert. Grundidee ist, dass die Vertikalkraft, die beim Eindrehen erzeugt wird, dem

Herausziehwiderstand entspricht. In Abbildung 2.9 sind die von Ghaly, Hanna und Hanna (1991a)

angenommenen Kräfte, die aus dem aufgebrachten Drehmoment während Eindrehens resultieren,

dargestellt. Die Kraft zum Eindringen in den Boden wird vernachlässigt:

� die vertikale Kraft Fv,

� die Reibungskraft entlang der Wendelober�äche µFn,

� eine tangentiale Kraft Ft, die als Reaktionskraft der Reibung entgegen steht und

� die Normalkraft Fn, um die Bedingung des statischen Gleichgewichts des Systems zu erfüllen

Die Gleichgewichtsbedingungen ergeben folgende Gleichungen:

Ft − Fn · sin θ − µFn · cos θ = 0 (2.19)

Fv − µFn · sin θ − Fn · cos θ = 0 (2.20)

Durch Umstellen der Gleichungen erhält man die Tangentialkraft:

Ft = Fv ·
(

tan θ + µ

1− µ · tan θ

)
= Fv · tan (θ + δr) (2.21)
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Abbildung 2.9:

Angenommene Kräfte, die auf die Wendel
(Abwicklung) wirken, nach Ghaly, Hanna und
Hanna (1991a)

mit:
µ = tan δr

δr ≈ 0, 6 · ϕ′ Reibungswinkel zwischen Wendel und Boden

Unter Annahme einer konstanten Spannungsverteilung ergibt sich das erforderliche Drehmoment

durch Integration der Spannung über die Wendel�äche multipliziert mit dem jeweiligen Hebel-

arm r:

TW =
Ft

π/4
(
D2
W − d2

) DW/2ˆ

d/2

2π · r · r · dr

=Fv · tan (θ + δr) ·

(
D3
W − d3

3
(
D2
W − d2

)) (2.22)

Der erste Faktor in Gleichung 2.22 ist die Resultierende der Tangentialkraft, die beim Endrehen

wirkt. Der zweite Faktor entspricht dem zugehörigen Hebelarm req. Der zugehörige Durchmesser

ergibt sich zu Deq = 2 · req.
Nach Ghaly, Hanna und Hanna (1991a) bleiben zusammenfasst folgende Kräfte bei der Be-

trachtung unberücksichtigt:

� Reibungskräfte zwischen dem Schaft und dem Boden

� Reibungskräfte auf der Unterseite der Wendel

� Reibungskräfte an der Flanke der Wendel

� Kräfte an der Schneide der Wendel, die zum Verdrängen des Bodens erforderlich sind
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Abbildung 2.10:

Entwicklung der radialen
Spannungen σr während
des Eindrehens eines
Fertigschraubpfahls, nach
Ghaly und Hanna (1992)

Die Kräfte sind demnach mathematisch schwer zu erfassen und machen nur einen geringen An-

teil von 5 % bis 7 % des gesamten Eindrehmoments aus. Für konisch zugespitzte Wendeln mit

mehreren Gängen kann das erforderliche Drehmoment mit einem Korrelationsfaktor abgeschätzt

werden. Der Vergleich des Ansatzes mit den Modellversuchen zeigt insbesondere bei geringen

Einbindetiefen eine gute Übereinstimmung. Mit zunehmender Einbindelänge werden die Abwei-

chungen gröÿer.

Der Fokus, in den von Ghaly und Hanna (1992) vorgestellten Ergebnissen, liegt auf der Än-

derung der Spannungszustände im Boden während des Einbringens und Belastens von Fertig-

schraubpfählen. Die Messung der Horizontaltspannung zeigte, dass mit zunehmender Steigung

beim Eindrehen auch die Horizontalspannung zunimmt. Bei konstanter Steigung beein�ussen

folgende Faktoren den Anstieg der Horizontalspannungen:

� Lagerungsdichte

� Einbindelänge

� radialer Abstand zwischen Messpunkt und Pfahlachse

Je dichter der Sand gelagert ist, um so gröÿer ist der Anstieg der Spannungen. Wie in Abbil-

dung 2.10 veranschaulicht, ist bei einer relativ geringen Einbindelänge der Anstieg der Horizon-

talspannung gering. Erst mit zunehmender Eindringtiefe wird auch eine deutliche Steigerung der

Spannungen gemessen. In gleicher Tiefe ist mit zunehmendem Abstand des Messpunktes zur

Pfahlachse die Spannungszunahme geringer.
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Beim Aufbringen einer Zugbelastung nimmt die Horizontaltspannung in der Nähe der Wen-

del noch einmal signi�kant zu, vgl. Abbildung 2.11. Die Geometrie der Wendel hat, nach Ghaly

und Hanna (1992), auf die Spannungszunahme kaum Ein�uss, dies gilt für alle untersuchten

Lagerungsdichten. In Bereichen, die weiter oberhalb der Wendel liegen, nimmt dagegen die Hori-

zontaltspannung mit zunehmender Belastung teilweise ab.
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Abbildung 2.11: Entwicklung der radialen Spannungen σr während des Herausziehens eines
Fertigschraubpfahls, nach Ghaly und Hanna (1992)

In Ghaly und Hanna (1994) wird ein weiterer analytischer Ansatz vorgestellt, der auf den

Versuchsergebnissen aufbaut und mit gekrümmten Gleit�ächen arbeitet. Die grundsätzliche Un-

terscheidung zwischen �acher und tiefer Einbindung sowie einem Übergangsbereich wird beibe-

halten. Aus der Geometrie und den weiteren Annahmen ergeben sich recht komplexe Integrale,

deren Lösung nur noch rechnergestützt erfolgen konnte. Für das Berechnungsverfahren wurde ein

entsprechendes Online-Tool zur Verfügung gestellt, siehe Ghaly (2013).

2.5 Zentrifugenversuche zum Herausziehwiderstand und

Eindrehmoment von Fertigschraubpfählen mit mehreren

Wendeln

Im Rahmen der Untersuchungen zum Zusammenhang zwischen dem Drehmoment beim Eindre-

hen und dem erzielbaren Herausziehwiderstand wurden von Tsuha et al. (2007) unter anderem

n-g Versuche in der Zentrifuge des Laboratoire Central des Ponts et Chaussées in Paris durchge-

führt. In einem Versuchskasten mit 120 cm x 80 cm Grund�äche und einer Höhe von 34 cm sind

bei ca. 22g die Zugwiderstände von Modellen mit unterschiedlicher Geometrie gemessen worden.

Als Versuchsboden wurde ein enggestufter Feinsand (D50 = 0, 30 mm) in zwei Lagerungsdich-
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Abbildung 2.12:

Geometrische
Abmessungen der
eingedrehten
Fertigschraubpfähle, aus
Tsuha und Aoki (2010)

ten mit ID = 0, 56 und ID = 0, 85 eingebaut, die wichtigsten Kenngröÿen sind in Tabelle 2.4

angegeben. Bei den Versuchen wurden drei Durchmesser mit jeweils ein bis drei Wendeln und

ergänzend Modelle ohne Wendeln untersucht, siehe Abbildung 2.12. Zur Versuchsdurchführung

wurde als erstes der Sand mit einer automatischen Vorrichtung in den Versuchskasten eingerieselt.

Anschlieÿend wurde die Versuchsbox in die Zentrifuge eingebaut und schrittweise in drei bis fünf

Zyklen bei 22g konsolidiert.

Tabelle 2.4: Bodenmechanische Kenngröÿen des Modellsands, nach Tsuha et al. (2007)

Untersuchung
Modellsand

mittteldicht dicht

Korndichte ρs = 2, 590 g/cm³

Porenanteil bei lockerster Lagerung maxn = 0, 455

Porenanteil bei dichtester Lagerung minn = 0, 355

bezogene Lagerungsdichte ID = 0, 56 ID = 0, 85

mittlere Dichte ρd = 15, 46 kN/m³ ρd = 16, 30 kN/m³

Reibungswinkel ϕ′ = 31° ϕ′ = 41°

Nach der Konsolidation wurde ein Rahmen mit dem servogesteuerten Einbau- und Prüfsystem

auf den Kasten aufgesetzt. Dieses System bestand im Wesentlichen aus einem Getriebemotor und

einem Vorschub- und Ausziehsystem sowie Weg-, Kraft- und Drehmomentaufnehmern. Mit dem

System konnten die Modelle �im Flug� eingedreht und anschlieÿend probebelastet werden. Das

Eindrehen erfolgte in zwei Abschnitten, da sich die Modelle in Vorversuchen, beim Versuch diese

bei 22g einzudrehen, verbogen haben. Bis 60 mm vor Erreichen der gewünschten Endtiefe wurden

die Modelle bei 1g eingedreht und dann die Beschleunigung auf 22g erhöht. Die verbleibenden

60 mmWeg wurden schlieÿlich bei 22g eingedreht und das Drehmoment bis zum Erreichen der ge-

wünschten Einbindelänge, mit einem Abstand zwischen Modelloberkante und Mitte der untersten

Wendel von L = 13, 5 ·DW , gemessen.
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Tabelle 2.5: Geometrische Abmessungen und Ergebnisse der Zentrifugenversuche, nach Tsuha
et al. (2007)

Schaftdurchmes-
ser d in
mm

Wendeldurch-
messer DW in

mm

Widerstand Rt
Prototyp in kN

Kopfverschie-
bung sult

Prototyp in mm

Pfahl-
typ

Modell
Proto-
typ

Modell
Proto-
typ

ID =
0, 56

ID =
0, 85

ID =
0, 56

ID =
0, 85

P1 14 66 53,9 51,4

P2 3,0 64,2 10 214,0 19 94 58,6 82,4

P3 43 122 70,8 57,0

P4 46 204 75,6 101,5

P5 4,5 97,7 15 325,5 83 261 86,4 105,8

P6 112 302 77,1 101,3

P7 74 494 85,1 186,3

P8 6,0 132,0 20 440,0 113 556 140,6 316,8

P9 155 556 120,6 258,2

Nach dem Eindrehen wurde eine Wartezeit von einer Minute eingehalten und anschlieÿend der

Auszugversuch weggesteuert mit einer Belastungsgeschwindigkeit von 1mm/s durchgeführt. Die

Autoren gehen davon aus, dass die relativ groÿe Geschwindigkeit keinen Ein�uss auf die gewonnen

Ergebnisse hat. Nach Abschluss eines Versuches wurde die Zentrifuge angehalten und das Einbau-

und Prüfsystem zum nächsten Punkt umgesetzt. Zwischen den Testpunkten lag ein Abstand von

10 ·DW .

Ziel der Untersuchungen war es, ein vereinfachtes Modell für den Zusammenhang zwischen Her-

ausziehwiderstand und Eindrehmoment zu veri�zieren. Es wird davon ausgegangen, dass das

Moment, das zum Eindrehen in den Boden benötigt wird, sich auf die Wendeln und den Schaft

aufteilen lässt, vgl. Abbildung 2.13.

T = TW + TS (2.23)
mit:

T Eindrehmoment am Kopf

TW Widerstandsmoment, das auf die Wendeln wirkt

TS Widerstandsmoment, das auf den Schaft wirkt

Das Widerstandsmoment der Wendeln ergibt sich aus der Summe der Einzelmomente:

TW =

nW∑
i=1

TW,i (2.24)
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Abbildung 2.13:

Annahmen zu den
wirkenden Momenten
während der Installation
und den resultierenden
Kräften beim
Herausziehen im
untersuchten Ansatz, nach
Tsuha et al. (2007)

Weiterhin wird im Modell angenommen, dass sich der Widerstand der Wendeln RW in Abhängig-

keit des Eindrehmoments am Ende der Pfahleinbringung durch folgende Gleichung beschreiben

lässt:

RW =
2 · TW

Deq · tan (θeq + δr)
(2.25)

mit:
Deq äquivalenter Durchmesser

θeq Gangwinkel nach Gleichung 2.3 mit r = Deq/2

δr Grenz�ächenreibungswinkel zwischen Wendelmaterial und

Sand

Der äquivalente Durchmesser ist von Ghaly, Hanna und Hanna (1991a) hergeleitet worden:

Deq =
2

3

(
D3
W − d3

D2
W − d2

)
(2.26)

Der Grenz�ächenreibungswinkel δr wurde experimentell in separaten Versuchen bestimmt, wo-

bei auch der Ein�uss der Schweiÿnaht, die zur Verbindung von Wendel und Schaft bei den Mo-

dellen diente, berücksichtigt wurde. Als Mittelwert ist δr = 10, 6° für den lockeren Sand und

δr = 15, 1° für den dichten Sand angegeben, was im Mittel ca. 1/3 · ϕ′ entspricht.
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Der Widerstand des Schaftes wird in Abhängigkeit des Drehmomentes am Ende der Installation

bestimmt. Der Gesamtwiderstand ergibt sich aus der Summe:

RS =
2 · TS
d

(2.27)

Rt =
2 · TW

Deq · tan (θeq + δr)
+

2 · TS
d

(2.28)

Zur Auswertung der Versuchsergebnisse wurde, aus dem gemessenen Eindrehmoment und Wi-

derstand, der empirische Faktor ḰT berechnet. Dieser wurde, in Anlehnung an Hoyt und Clemence

(1989), als Quotient aus TW und RW de�niert. Die zurückgerechneten Faktoren lagen im Bereich

zwischen 14 und 48 m−1. Der Faktor wird mit zunehmendem Reibungswinkel und zunehmendem

Durchmesser kleiner. Zur Bestätigung des Zusammenhangs nach Gleichung 2.25 wurde mit dem

gemessenen Drehmoment der Widerstand prognostiziert und dem Messwert gegenübergestellt.

Der Quotient zwischen Messwert und Prognose lag bei 0,98 und die mittlere Abweichung bei

15,7 %. Die Werte sind unabhängig von Geometrie, Lagerungsdichte und Anzahl der Wendeln.

Als Ergebnis gehen Tsuha et al. (2007) davon aus, dass die Versuchsergebnisse den theoretischen

Ansatz bestätigen.

In Tsuha und Aoki (2010) werden die Ergebnisse der Zentrifugenversuche aufgegri�en und er-

gänzt. Ein Augenmerk wird auf den Grenz�ächenreibungswinkel δr gelegt. Es werden Ergebnisse

von weiteren Versuchen vorgestellt, wobei festgestellt wurde, dass δr nicht unbedingt von der

Lagerungsdichte bzw. dem Reibungswinkel des Bodens abhängig sein muss. Die eigenen Ergeb-

nisse wurden einer gröÿeren Anzahl von Ergebnissen aus der Literatur gegenübergestellt. Wie in

Abbildung 2.14 ersichtlich, liegen die Korrelationsfaktoren aus Zentrifugenversuchen und Feldver-

suchen in einer ähnlichen Gröÿenordnung, während kleinmaÿstäbliche 1g-Modellversuche deutlich

gröÿere Faktoren liefern. Tsuha und Aoki (2010) folgern daraus, dass die Pfahlabmessungen einen

wesentlichen Ein�uss auf KT haben.

Da in den anderen zur Verfügung stehenden Versuchen aus der Literatur die Grenz�ächenrei-

bungswinkel nicht angegeben waren, wurde unter Zuhilfenahme des Reibungswinkels ϕ′ darauf

geschlossen, dass der Korrelationsfaktor KT mit zunehmendem Reibungswinkel abnimmt. Die

Ergebnisse von Ghaly, Hanna und Hanna (1991a) zeigten, dass KT nicht vom Reibungswinkel

beein�usst wird. Tsuha und Aoki (2010) führen dies darauf zurück, dass bei dem von Ghaly,

Hanna und Hanna (1991a) verwendeten Sand der Grenz�ächenreibungswinkel δr nicht vom Rei-

bungswinkel ϕ′ abhängt.
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Abbildung 2.14: Vergleich von gemessenen Korrelationsfaktoren KT , nach Tsuha und Aoki
(2010)

In Tsuha et al. (2013) werden ergänzende Auswertungen zu den Zentrifugenversuchen und neue

Feldversuche vorgestellt. Der Fokus liegt dabei auf der Fragestellung, inwieweit das Tragverhal-

ten durch die Anordnung zusätzlicher Wendeln, im Vergleich zu Pfählen mit nur einer Wendel,

verbessert werden kann. Die Auswertung der Modellversuche zeigt, dass im lockeren Sand die An-

ordnung zusätzlicher Wendeln prozentual einen gröÿeren Zuwachs des Widerstands bewirkt als im

dicht gelagerten Sand. Weiterhin nimmt der prozentuale Zuwachs mit steigendem Durchmesser

ab. Diese Beobachtung wird auf Au�ockerungse�ekte bei der Installation zurückgeführt.

In den Feldversuchen, die im Rahmen einer Masterarbeit entstanden, wurden neben Pfählen

mit gleichem Wendeldurchmesser auch Pfähle mit konisch zulaufenden Wendeldurchmessern un-

tersucht. Z. B. war beim Probepfahl B3 die untere Wendel 15 cm, die mittlere 20 cm und die obere

25 cm. Dies Feldversuche zeigten, dass in den anstehenden tropischen Böden (sandige Tone und

Schlu�e) die oberen Wendeln mehr zum Lastabtrag beitragen, als bei den Zentrifugenversuchen

festgestellt. Die konisch zulaufenden Pfähle konnten etwas mehr Last abtragen als Pfähle mit

gleichem (mittleren) Durchmesser. Für die konischen Pfähle wurde zur Installation jedoch auch

ein überproportional höheres Eindrehmoment benötigt.

Um weitere Erkenntnisse zu empirischen Korrelationsfaktoren zwischen Eindrehmoment und

Widerstand zu gewinnen, werden in Tsuha, Filho und Morais (2014) neue Feldversuche vorgestellt.

Bei den Versuchen wurden zwei Fertigschraubpfähle (A1 und A2) mit Dehnungsmessstreifen,

an jeweils zwei Messquerschnitten, instrumentiert. Bei einem weiteren Testpfahl (B1) wurde die

Geometrie (der Schaftdurchmesser) des ersten Segmentes variiert. Durch die Dehnungsmessungen

konnte der Drehmomentdurchgang während des Eindrehens und der Kraftdurchgang während der

Zugprobebelastung ermittelt werden. Die Pfähle A1 und B1 wurden am gleichen Standort bis in

15 m Tiefe eingebracht und der Pfahl A2 ca. 100 m entfernt in 12,5 m Tiefe. Die verschiedenen

Standorte führten zu deutlichen Unterschieden in den Messwerten.
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Der Pfahl A1 trug ca. 50 % der Last über Mantelreibung entlang des 11,85 m langen, glatten

Schaftes oberhalb der Wendeln ab. Beim Pfahl A2 trug der (2,5 m kürzere) Schaft nur zu 10 %

des Lastabtrags bei. Die Auswertung der Drehmomente und der daraus resultierenden Korrelati-

onsfaktoren zeigt, dass die Pfähle A1 und A2 trotz gleicher Geometrie deutlich unterschiedliche

KT -Faktoren haben. Eine Unterteilung auf die jeweiligen Abschnitte veranschaulicht, dass die

Unterschiede in erster Linie aus dem Anteil des Widerstands aus dem Schaft resultieren. Der

Pfahl B1, mit gröÿerem Schaftdurchmesser des Anfängers, zeigte in der Probebelastung ein ähn-

liches Tragverhalten wie der Pfahl A1. Zum Einbringen wurde zum Schluss jedoch ein etwa 30 %

höheres Drehmoment benötigt. Aus der Auswertung der Versuche ziehen Tsuha, Filho und Morais

(2014) folgende Schlüsse:

� Mit zunehmender Einbindung des Schaftes (während des Eindrehens) über den Wendeln

nimmt der Anteil des Schaftes am Gesamteindrehmoment zu.

� Der Widerstand der oberen Wendel ist geringer als der der unteren Wendeln. Dies wird auf

Installationse�ekte zurückgeführt.

� Der Korrelationsfaktor zwischen Eindrehmoment und Herausziehwiderstand ist trotz glei-

cher Geometrie aufgrund des Bodens und der Einbindetiefe verschieden.

2.6 Berechnung der Tragfähigkeit von axial belasteten

Fertigschraubpfählen nach dem Stand der Technik

Mit seinem Buch hat Perko (2009) ein umfassendes Werk zum Thema Fertigschraubpfähle vorge-

legt, das den aktuellen Stand der Technik wiedergibt. Die behandelten Themen reichen von einem

historischen Abriss über Einbau und Maschinentechnik, Berechnungs- und Probebelastungsver-

fahren bis hin zu Fragen der Wirtschaftlichkeit und Dauerhaftigkeit. Im Weiteren werden kurz

die Methoden zur Ermittlung der axialen Tragfähigkeit aufgezeigt.

Zur Berechnung des Widerstands unterscheidet Perko (2009) zwei Grenzfälle, die sowohl für

Druckbelastung als auch für Zugbelastung gelten:

� Versagen des Bodens unter- bzw. oberhalb jeder Einzelwendel

� Scherversagen entlang des Bodenzylinders zwischen den Wendeln, siehe Abbildung 2.6.

Unter Druckbelastung ergibt sich der Widerstand eines Fertigschraubpfahls aus der Summe der

Widerstände der einzelnen Wendeln und der Mantelreibung entlang des Schaftes über der obersten

Wendel:

Rc =

n∑
i=1

RW,c,i +RS (2.29)



30 Kapitel 2

mit:
RW,c,i Widerstand gegen Druckbelastung der jeweiligen Wendel

RS Widerstand aus Mantelreibung entlang des Schafts

RW,c,i = Ai · qW,c,i (2.30)

RS = π · d · L0 · qS (2.31)
mit:

qW,c,i mobilisierbare Normalspannung unterhalb der Wendel

qS mobilisierbare Scherspannung entlang des Schafts

Für die Berechnung der mobilisierbaren Normalspannung unterhalb der Wendel gibt Perko (2009)

verschiedene Verfahren an. Neben der Grundbruchgleichung nach Terzaghi (1943), die auf der Ar-

beit von Prandtl (1921) aufbaut, wird die von Meyerhof (1951) modi�zierte Gleichung empfohlen:

qW,c,i = c′ ·Nc · sc · dc + σ′ ·Nd0 · sd · dd + 0, 5 · γ′ ·DW ·Nb0 · sb · db (2.32)
mit:

Nd0 = eπ·tanϕ
′ · tan2

(
45◦ +

ϕ′

2

)
(2.33)

Nc = (Nd0 − 1) · cotϕ′ (2.34)

Nb0 = (Nd0 − 1) · tan
(
1, 4 · ϕ′

)
(2.35)

Für die Form- und Tiefenbeiwerte wird die Berücksichtigung der Arbeiten von Brinch-Hansen

(1970) und Vesic (1973) vorgeschlagen:

sc = 1 +
Nd0

Nc

DW

DW
(2.36)

sd = 1 +
DW

DW
· tanϕ′ (2.37)

sb = 1− 0, 4
DW

DW
(2.38)

dc = 1 + 0, 4 · arctan

(
Li
DW

)
[rad] (2.39)

dd = 1 + 2 · arctan

(
Li
DW

)
· tanϕ′ ·

(
1− sinϕ′

)2 (2.40)
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db = 1 (2.41)

Für undranierte Bedingungen verweist Perko auf den Ansatz nach Skempton (1951):

qW,c,i = 9 · cu (2.42)

Perko (2009) stellt fest, dass bei der Berechnung nach Gleichung 2.32 der Widerstand mit

zunehmender Tiefe ins Unendliche steigen kann, da die Überlagerungsspannung linear eingeht.

Die beispielsweise von Meyerhof (1951) und Meyerhof (1976) vorgeschlagenen Grenztiefen lassen

sich nach Perko (2009) nicht auf die Wendeln der Fertigschraubpfähle übertragen, deshalb wur-

den von ihm Probebelastungen zurückgerechnet. Als Ergebnis schlägt er vor, das Zweifache des

Wendeldurchmessers als maximale Einbindelänge anzusetzen.

Weiterhin werden für drainierte Randbedingungen die Vernachlässigung des Breitenglieds und

der Kohäsion empfohlen, sodass sich die Gleichung 2.32 deutlich vereinfacht:

qW,c,i = 2 ·DW · γ′ ·N ′d (2.43)

N ′d = Nd0 ·
(
1 + tanϕ′

)
·
(

1 + π · tanϕ′ ·
(
1− sinϕ′

)2) (2.44)

Neben der analytischen Lösung gibt Perko (2009) noch verschiedene Korrelationen zwischen

der mobilisierbaren Normalspannung unterhalb der Wendel qW,c,i und den Schlagzahlen vom

Standard Penetration Test (SPT) in unterschiedlichen Böden an.

Für die Berechnung des Versagens entlang des Bodenzylinders stellt Perko (2009) eine Gleichung

analog zu Mitch und Clemence (1985) mit folgenden Anteilen auf:

Rc = RW,1 +RZ +RS (2.45)

mit:

RW,1 = qW,c,1 ·A1 (2.46)

RZ = qZ · (L− L0) · π ·DW (2.47)

RS = qS · L0 · (πd) (2.48)
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Der Scherwiderstand entlang des Bodenzylinders wird analytisch mit den E�ektivspannungen und

einem zugehörigen Erddruckbeiwert berechnet. Dazu hat Perko (2009) die Werte von Mitch und

Clemence (1985), siehe Tabelle 2.1, mit einer e-Funktion in Abhängigkeit des Reibungswinkels

ge�ttet:

qZ = σ′v ·Kgh · tanϕ′ (2.49)

Kgh = 0, 09 · e0,08ϕ′ (2.50)

qS = 2/3 · qZ (2.51)

mit:
A1 Fläche der untersten Wendel

qZ Scherwiderstand des Bodens entlang des von den Wendeln

umschlossenen Bodenzylinders

qS Scherwiderstand zwischen Schaft und Boden

σ′v e�ektive Vertikalspannung

Kgh Erddruckbeiwert K0 < Kgh < Kpgh

Zur Berechnung des Widerstands von Fertigschraubpfählen, mit ausreichend groÿer Einbindung,

gegen Zugbelastung werden analog die beiden Versagensformen nach Abbildung 2.6 untersucht.

Für das Versagen oberhalb der einzelnen Wendeln gilt:

Rt,0 =

n∑
i=1

RW,t,i +RS (2.52)

RW,i = Ai · qW,c,i (2.53)

RS = π · d · L0,e� · qS (2.54)

Der Widerstand beim Versagen des zylindrischen Bodenkörpers beträgt:

Rt,0 = RW,n +RZ +RS (2.55)

RW,n = qW,c,n ·An (2.56)

RZ = qZ · (L− L0) · π ·DW (2.57)
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RS = qS · L0,eff (πd) (2.58)

mit:
An Fläche der obersten Wendel

L0,e� Länge des Schaftes auÿerhalb des Versagensbereiches über der

oberen Wendel. Nach Zhang (1999) kann L0,e� = L0

angenommen werden.

Nach Perko (2009) haben Fertigschraubpfähle, mit ausreichend groÿer Einbindelänge, theoretisch

in Zug- und Druckrichtung betragsmäÿig den gleichen Widerstand. Auswertungen von Probe-

belastungen zeigen jedoch teilweise eine Verringerung des Widerstands bei Zugbelastung. Perko

(2009) führt diese auf Installationse�ekte zurück. Zur Berücksichtigung emp�ehlt er einen An-

passungsfaktor ηt:

Rt = ηt ·Rt,0 (2.59)

Die Auswertung der Probebelastungsergebnisse ergab:

ηt = 0, 87

Als Mindesteinbindelänge für zugbelastete Fertigschraubpfähle emp�ehlt Perko (2009), dass

das Gewicht eines Aufbruchkegels, mit 90° Ö�nungswinkel (ϑc = 45◦), mindesten genauso groÿ

sein sollte wie der Widerstand der obersten Wendel nach Gleichung 2.56.

Für das empirische Verfahren zur Ermittlung des Widerstands aus dem Drehmoment nach Glei-

chung 2.2 hat Perko (2009) einen umfangreichen Datensatz von 300 Probebelastungen zusam-

mengetragen und den zurückgerechneten Korrelationsfaktor KT als Funktion, in Abhängigkeit

des Schaftdurchmessers, abgetragen:

KT =
λk
dλd

(2.60)

Parameter
Ausgewertete Probebelastungen

Zug- und

Druckbelastung

Druckbelastung Zugbelastung

λk 1443mm0,92/m 1044mm0,84/m 1986mm1,01/m

λd 0,92 0,84 1,01
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Die Auswertung wurde von Perko (2009) für beide Belastungsrichtungen sowie jeweils separat

für Druckbelastung und für Zugbelastung durchgeführt. Die Parameter λK und λd können der

Tabelle entnommen werden. Der Korrelationsfaktor ist demnach für Druckbelastung etwa 10 %

höher als für Zugbelastung.

Setzt man die Parameter für beide Belastungsrichtungen und die von Hoyt und Clemence

(1989) gegebenen Schaftdurchmesser aus Tabelle 2.2 in Gleichung 2.60 ein, so erhält man für

d = 88, 9 mm KT = 23, 1m−1 und für d = 219 mm KT = 10, 1m−1. Die Übereinstimmung der

Ergebnisse von Perko (2009) und Hoyt und Clemence (1989) ist demgemäÿ sehr gut.
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3 Diskussion des Kenntnisstandes und o�ene

Fragestellungen

In Kapitel 2 wurde der aktuelle Stand der Technik für die Bemessung der Tragfähigkeit von

Fertigschraubpfählen unter axialer Belastung wiedergegeben. Neben den dort vorgestellten Pu-

blikationen existiert noch eine Vielzahl weiterer Verö�entlichungen, in denen auf unterschiedliche

Aspekte der Anwendung und Bemessung von Fertigschraubpfählen eingegangen wird. Ein Groÿteil

dieser setzt sich aus Anwenderberichten und Berichten über die Ergebnisse von Probebelastungen

zusammen, z. B. Gavin, Doherty und Tolooiyan (2014), Nagata und Hirata (2005), Saeki und Oh-

ki (2000), Zhang et al. (1998a) und Zhang et al. (1998b). Andere gehen auf o�ene Fragestellungen

oder Widersprüche zu den unterschiedlichen Berechnungsverfahren ein.

Prinzipiell besteht Einigkeit darüber, dass bei ausreichend groÿer Einbindung zwischen den

beiden unterschiedlichen Versagensformen nach Abbildung 2.6 unterschieden werden kann. Unklar

ist, wie groÿ der Abstand zwischen den Wendeln sein muss, damit ein Einzelversagen auftreten

kann. Während Hoyt und Clemence (1989) einen Abstand von l > 3 ÷ 4 · DW angeben, gehen

Rao, Prasad und Shetty (1991) von l > 1, 5 ·DW aus. Livneh und El Naggar (2008) haben den

Übergang bei einem relativen Wendelabstand von l/DW = 4 ermittelt, während die Versuche von

Lutenegger (2011a) auf einen Wert von l/DW = 3 hindeuten. Das Modell von Rao und Prasad

(1993) sieht einen �ieÿenden Übergangsbereich zwischen l/DW = 1, 5÷ 4, 6 vor.

Die Vielzahl an vorgeschlagenen Werten verdeutlicht die Unklarheit bzgl. der konkreten Versa-

gensmechanismen. Die unterschiedlichen Ergebnisse der Autoren weisen darauf hin, dass neben

dem Wendelabstand weitere Parameter den Versagensmechanismus beein�ussen. Am nahelie-

gendsten ist es, den Ein�uss der Bodeneigenschaften auf das Verhältnis zu untersuchen, was

bisher noch nicht systematisch erfolgte.

Sofern der Versagensmechanismus bekannt ist, stellt sich die Frage der Zuverlässigkeit der

vorhandenen Ansätze zur Berechnung der einzelnen Widerstände.

Die Berechnung des Widerstands unter- bzw. oberhalb einer einzelnen Wendel auf Grundlage

von erdstatischen Ansätzen widerspricht grundlegend der in Deutschland üblichen Bemessung

von anderen Pfahlarten. Die EA-Pfähle (2012) schlieÿt rein analytische Verfahren explizit aus.
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In Höppner (2011) wurden Vergleichsberechnungen zwischen dem Ansatz nach Brinch-Hansen

(1970) und den Erfahrungswerten der EA-Pfähle (2007) für Atlasschraubpfähle durchgeführt. Die

Verknüpfung zwischen dem für die Berechnung nach EA-Pfähle (2007) erforderlichem Spitzenwi-

derstand der Drucksonde qc und dem für die Berechnung nach Brinch-Hansen (1970) erforderli-

chen Reibungswinkel ϕ′ erfolgte über die Korrelationen aus der DIN EN 4094-1:2002-06 (2002).

Bei der Einbindelänge von 5 m wurde der Grundwasserstand an der Geländeoberkante angesetzt,

bei der Einbindelänge von 10 m wurde kein Grundwasser berücksichtigt.

Tabelle 3.1: Parameter für nichtbindigen Boden, aus Höppner (2011)

Korrelation nach DIN 4094 Erfahrungswerte nach EA-Pfähle
(2007)

Spitzenwider-
stand der

Drucksonde qc
in MN/m²

Steifemodul ES
in MN/m²

Reibungswinkel
ϕ′k in °

Pfahlspitzen-
widerstand qb,k
bei s = 0, 03 ·D

in kN/m²

Pfahlspitzen-
widerstand qb,k
bei s = 0, 10 ·D

in kN/m²

7,5 30 35 1200 2750

15 60 38 2150 4750

25 100 42 3350 6000
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(a) Ergebnisse für einen Durchmesser von D=0,30 m
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(b) Ergebnisse für einen Durchmesser von D=0,60 m

Abbildung 3.1: Vergleich der berechneten Tragfähigkeit für nichtbindige Böden nach
Brinch-Hansen (1970) mit den Erfahrungswerten der EA-Pfähle (2007)
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Der Vergleich in Abbildung 3.1 zeigt, dass bei einer Einbindung von 5 m, mit Verringerung

der Überlagerungsspannung durch das Grundwasser, der nach Brinch-Hansen (1970) berechnete

Widerstand in etwa mit den Erfahrungswerten nach EA-Pfähle (2007) übereinstimmt. Wird je-

doch die Überlagerungsspannung erhöht, wie im Beispiel mit 10 m Einbindelänge, so steigt der

Widerstand nach dem Ansatz von Brinch-Hansen (1970) deutlich an, während der Ansatz nach

EA-Pfähle (2007) den gleichen Widerstand liefert. Der Widerstand nach Brinch-Hansen (1970)

ist circa viermal gröÿer.

Überträgt man die Erkenntnisse auf einen Fertigschraubpfahl mit mehreren Einzelwendeln, so

summieren sich die Fehler mit zunehmender Tiefe auf, was zu einer deutlichen Überschätzung

der Tragfähigkeit führen kann.

Der zweite Berechnungsansatz, mit der Annahme, dass eine Scher�äche entlang des von den

Wendeln umschlossenen Bodenzylinders entsteht, wird maÿgeblich von der mobilisierbaren Man-

telreibung entlang des Zylinders beein�usst. Die Höhe dieser wird im Allgemeinen mit Hilfe

des Reibungswinkels, der vertikalen Ausgangsspannung und des Erddruckbeiwertes nach Glei-

chung 2.50 ermittelt. Hier stellt sich die Frage, ob die Annahme der vertikalen Ausgangsspan-

nung und des Erddruckbeiwertes, der von Mitch und Clemence (1985) für Zugbelastungen mit

Modellversuchen bestimmt wurde, gerechtfertigt ist.

Bei einer Druckbelastung wird von den oberen Wendeln Spannung auf den Boden übertra-

gen, was zu einer Erhöhung der Vertikalspannungen führt. Bei Zugbelastung kann die Spannung

im oberen Bereich ebenso durch der Lasteintrag verringert werden. Der Erddruckbeiwert nach

Gleichung 2.50 liegt bei ϕ′ = 45◦ mittig zwischen dem Erdruhedruckbeiwert und dem passiven

Erddruckbeiwert für den Rankine'schen Sonderfall. Mit abnehmenden Reibungswinkel fällt der

Beiwert zum Erdruhedruck hin ab. Bei ϕ′ . 25◦ führt der Ansatz zu Beiwerten, die unter dem

Erdruhedruck liegen.

Die empirische Methode zur Berechnung der Tragfähigkeit aus dem Drehmoment am Ende des

Eindrehvorganges weist ebenfalls Kritikpunkte auf. Bei dem Ansatz nach Gleichung 2.60 geht, als

geometrische Gröÿe, lediglich der Schaftdurchmesser ein. Weder die Bodeneigenschaften noch die

weiteren geometrischen Gröÿen wie Ganghöhe, Wendeldurchmesser oder Wendelabstand werden

berücksichtigt. Dem gegenüber stehen die Ergebnisse von Ghaly et. al. und Tsuha et. al., die

beispielsweise gezeigt haben, dass das Eindrehmoment von der Ganghöhe direkt beein�usst wird.

Weiterhin deuten die Versuche aus Tsuha, Filho und Morais (2014) darauf hin, dass mit zuneh-

mender Länge des Schaftes, oberhalb der letzten Wendel L0, der Schaft einen zunehmenden Anteil

an dem erforderlichen Eindrehmoment hat. Auch wurde von Tsuha und Aoki (2010) gezeigt, dass

die Reibung zwischen dem Material des Fertigschraubpfahls und dem Boden von diesem abhängig

ist. Bei gleicher Scherfestigkeit des Bodens führt eine höhere Reibung zu einem höheren Dreh-

moment beim Eindrehen. Ist ein Einzelversagen unterhalb einer Wendel anzunehmen, so ist der

Widerstand, bei gleicher Scherfestigkeit und Geometrie, gleich groÿ. Somit müsste, bei einer hö-

heren Reibung zwischen Boden und Schraubpfahl beim Eindrehen, ein höherer Korrelationsfaktor

vorliegen.
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Die von Ghaly et. al. und Tsuha et. al. hergeleiteten analytischen Modelle, zur Erklärung

des empirischen Faktors ihrerseits, weisen beide den Schwachpunkt auf, dass angenommen wird,

beim Einschrauben würde sich das System im Grenzzustand be�nden. Demnach entspricht die

Kraft, die auf die Wendeln wirkt, dem maximalen Widerstand beim Herausziehen. Betrachtet

man jedoch das Gesamtgleichgewicht, so muss davon ausgegangen werden, dass auf die Wendeln

nicht der Gesamtwiderstand wirkt (zumindest nicht bei ausreichend groÿer Einbindung). Die auf

die Oberseite der Wendeln wirkende vertikale Kraft kann nicht gröÿer sein als die Summe aus den

folgenden Kräften:

� Die Kraft, die zum weiteren Eindrücken der Spitze erforderlich ist und den Boden verdrängt

sowie

� der Kraft, die aus der Mantelreibung entlang des Schaftes resultiert und erforderlich ist, um

den Schaft mit nach unten zu ziehen.

Von den Kräften ist ggf. noch die Vorschubkraft des Gerätes abzuziehen. Bei geringer Einbindung

ist es durchaus wahrscheinlich, dass sich das System im Grenzzustand be�ndet, da bei geringer

Einbindung der Herausziehwiderstand recht gering ist. Mit zunehmender Eindringtiefe nimmt der

Herausziehwiderstand, im Vergleich zum Spitzenwiderstand, jedoch überproportional zu.

Trotz der Kritikpunkte zeigen die Auswertungen von Hoyt und Clemence (1989) und Perko

(2009) recht gute Übereinstimmungen mit den Ergebnissen aus Probebelastungen. In Perko (2000)

wird dafür ein Ansatz zur Erklärung gegeben.

Anhand der dargelegten Kritik ist ersichtlich, dass mit dem derzeitigen Kenntnisstand das

Tragverhalten von axial belasteten Fertigschraubpfählen nur unzureichend beschrieben werden

kann. Das gilt sowohl in qualitativer als auch in quantitativer Hinsicht.
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4 Kleinmaÿstäbliche 1g Modellversuche zum

Trag- und Verformungsverhalten

4.1 Ziele, Konzeption und Randbedingungen

Mit den Modellversuchen sollen die Hauptein�ussgröÿen auf das Trag- und Verformungsverhalten

von Fertigschraubpfählen identi�ziert und qualitativ bewertet werden. Ein Hauptaugenmerk liegt

dabei auf der Visualisierung von den im Boden auftretenden Verformungen, um so zu einer

möglichen Beschreibung der Bruchmechanismen zu kommen. Weiterhin ist für die quantitative

Bewertung die Messung der Bruchlast und der dazu notwendigen Verformung vorgesehen.

Die Anforderungen an die Versuche sind in Abhängigkeit dieser gewünschten Zielsetzung zu

ermitteln. Nach Pregel (1998) können bei Modellversuchen mit Böden grundsätzlich die folgenden

drei Anwendungsziele unterschieden werden:

Demonstrations-Modellversuche dienen meist zur Veranschaulichung bereits bekannter Mecha-

nismen. Die Versuchsergebnisse werden nur qualitativ ausgewertet.

Modellversuche zur Ermittlung von Verformungs- und Bruchmechanismen werden

durchgeführt, um die Entwicklung von Verschiebungs- und Spannungsfeldern oder Bruch-

mechanismen zu untersuchen. Anhand der Ergebnisse können Rechenmodelle abgeglichen

werden. Die so ermittelten Gleichungen können auf die Natur (den Prototyp) angewendet

werden, wenn die Übertragbarkeit der maÿgeblichen Mechanismen nachgewiesen ist.

Modellversuche zur Übertragung der Ergebnisse auf den Prototyp lassen unmittelbar quan-

titative Aussagen zum Verhalten der Natur (des Prototyps) zu. Hierbei werden, aus den im

Experiment aufgenommenen Messwerten (Verformungen, Spannungen), direkt Prognosen

für das Verhalten des Prototyps abgeleitet. Eine solche Übertragung von Versuchsergebnis-

sen ist nur möglich, wenn Modell und Prototyp mechanisch äquivalent sind.

Je nach Zielsetzung nehmen die Anforderungen, an die Modellversuche, in oben genannter Rei-

henfolge zu, vgl. Zaeske (2001). Für die Übertragung der Ergebnisse auf den Prototyp müssen

die Modellgesetze beachtet werden. Wenn diese eingehalten sind, können dimensionslose Werte

aus den Modellversuchen abgeleitet und auf die Natur übertragen werden.
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Bei Untersuchungen mit Boden ergibt sich bei Modellversuchen grundsätzlich die Problemstel-

lung, dass die Korngröÿe des Bodens nicht im Modellmaÿstab abgebildet werden kann, da dies

zu unterschiedlichen Eigenschaften des Bodens führt. Es sollte vielmehr ein Boden verwendet

werden, wie er auch in der Natur anzutre�en ist. Neben der Korngröÿe entspricht das span-

nungsabhängige Sto�verhalten des Bodens nicht den Modellgesetzen. Eine Äquivalenz zwischen

Modell und Prototyp kann nur eingehalten werden, wenn das Sto�verhalten ausschlieÿlich mit-

tels dimensionsloser, spannungsunabhängiger Parameter beschrieben werden kann, vgl. Zaeske

(2001). Dimensionsbehaftete Bodenparameter, wie beispielsweise die Kohäsion, lassen sich in der

Regel nicht äquivalent auf einen anderen Maÿstab abbilden. Walz (2006) weist weiterhin auf den

groÿen Ein�uss der Dilatanz bei der Übertragung des Modellverhaltens auf den Prototyp hin.

Insbesondere bei stabförmigen geotechnischen Modellen haben die Modellfehler gravierende Aus-

wirkungen. Der zahlenmäÿige Übertrag der Versuchsergebnisse auf die Natur ist jedoch nicht das

Ziel der Modellversuche, hierzu werden in den Kapiteln 5 und 6 eigene Versuche und Berech-

nungen vorgestellt. Vielmehr sollen grundsätzliche Mechanismen aufgezeigt und erklärt werden.

Die Modellversuche sind dementsprechend in die Kategorie Modellversuche zur Ermittlung von

Verformungs- und Bruchmechanismen einzuordnen.

Es wurden zwei Versuchsarten durchgeführt:

� kleinmaÿstäbliche Modellversuche zur Untersuchung von Ein�ussparametern auf die erziel-

baren Widerstände (Modellversuche)

� achsensymmetrische, foto-optische Versuche zur Untersuchung der Verformungen im Boden

(PIV-Versuche)

Die beiden Versuchstypen sollen im Weiteren direkt verglichen werden, deshalb wurde bei der Ver-

suchskonzeption auf eine entsprechende Ähnlichkeit geachtet. Bei dieser stellt sich unter anderem

die Frage nach der Einbaumethode der Fertigschraubpfähle. Realitätsnah wäre es die Modelle,

ebenfalls wie in Natur, nach Vorbereitung des Modellbodens in diesen einzuschrauben. Bei den

achsensymmetrischen, foto-optischen Versuchen ist diese Methode prinzipiell nicht möglich, da

nur halbierte Modelle der Fertigschraubpfähle verwendet werden und diese sich nicht eindrehen

lassen. Weiterhin sollen vorwiegend Bruchzustände untersucht werden, wobei der Boden ohne-

hin das Gedächtnis seiner Belastungsgeschichte verliert, vgl. Walz (2006). Die Modelle wurden

hinsichtlich dieser Überlegungen erst eingestellt und anschlieÿend der Modellboden, wie in Ab-

schnitt 4.4 beschrieben, eingebaut.

Neben der Veranschaulichung der Bruchmechanismen ist auch die Validierung von numerischen

Modellen anhand der Versuchsergebnisse vorgesehen. Die zuvor genannte Einbaumethode bietet

den Vorteil, dass so der Ausgangsspannungszustand bekannt ist. Ein Teil der Versuche wurde

bereits in Boley und Höppner (2016) vorgestellt.
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Abbildung 4.1:

Versuchsstand für die Modellversuche

4.2 Versuchsstand und Messtechnik

Zur Durchführung der Versuche wurde ein Versuchsstand bestehend aus einem Versuchskasten,

einem Rahmen und einer Belastungseinrichtung konstruiert. Der Versuchskasten mit Abmes-

sungen von 100 cm x 100 cm x 120 cm wurde aus 15 mm starkem Acrylglas gefertigt, sodass

die Verformungen im Boden mittels der Particle Image Velocimetry (PIV-Methode) beobachtet

werden konnten. Der Versuchskasten wurde verschiebbar unter dem Rahmen aufgestellt, an dem

die Belastungseinrichtung befestigt wurde. Mit Hilfe der Belastungseinrichtung konnten die Mo-

dellpfähle kraftgesteuert oder weggesteuert getestet werden. Der gesamte Versuchsaufbau ist in

Abbildung 4.1 zu sehen. Für eine kraftgesteuerte Belastung wurde ein pneumatischer Zylinder

verwendet, der bis zu 3,5 kN Last aufbringen konnte. Die Steuerung erfolgte, indem an einem

Präzisionsdruckregelventil der Pneumatikdruck, entsprechend der gewünschten Belastung, einge-

stellt wurde. Weggesteuerte Versuche wurden mit einem schrittgesteuerten, elektromechanischen

Zylinder durchgeführt, der bis zu 2 kN Last aufbringen konnte.

Während der Versuche wurde die Kopfverformung mit einem potentiometrischen Wegaufneh-

mer Typ Ahlborn FWA100T und die Belastung mit einem Kraftaufnehmer Typ HBM C2 auf

DMS-Basis gemessen. Die Auswertung und Aufzeichnung der Daten erfolgte mit einem Messver-

stärker vom Typ Ahlborn Almemo 2890-9 mit einer Messrate von 10 Hz.

Zur foto-optischen Untersuchung der Verformungen wurde vor dem Versuchskasten eine Kame-

ra vom Typ Nikon D90 mit einer Au�ösung von 12,3 Megapixel im RGB-Farbraum aufgestellt.

Zwei 500 W Halogenscheinwerfer dienten zur Ausleuchtung der Front�äche, zur Unterdrückung

von Re�exionen wurde ein Polarisations�lter verwendet. Die Auslösung der Kamera erfolgte zeit-

gesteuert in Abhängigkeit der weggesteuerten Belastungsgeschwindigkeit. Somit kann jedem auf-

genommenen Bild eine aufgebrachte Kopfverformung zugeordnet werden.
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4.3 Modellboden und Modelle

Als Versuchsboden wurde ein feinsandiger, schwach grobsandiger Mittelsand mit einem Gröÿtkorn

von d100 = 1 mm und einem mittleren Korndurchmesser von d50 = 0, 26 mm verwendet. In Ab-

bildung 4.2 ist die Kornverteilung gegeben. Mit einer Ungleichförmigkeitszahl von Cu = 1, 9 und

einer Krümmungszahl von CC = 0, 8 ist der Sand als enggestuft und gleichförmig zu klassi�zieren.

Abbildung 4.2: Kornverteilung des Modellbodens

Die weiteren bodenmechanischen Eigenschaften wurden mit den üblichen Laborversuchen für

unterschiedliche Lagerungsdichten bestimmt. Der Einbau des Sandes in die Versuchsgeräte erfolg-

te dabei, wie in den Modellversuchen, im trockenen Zustand. In Tabelle 4.1 sind die wichtigsten

Ergebnisse zusammengestellt.

Die Modelle der Fertigschraubpfähle wurden aus Stahl im Maÿstab 1:5 gefertigt. Dabei wur-

den einige geometrische Vereinfachungen vorgenommen. Der Schaftdurchmesser wurde für alle

Modellversuche einheitlich auf d = 14 mm festgelegt. Für die achsensymmetrischen Modelle der

PIV-Versuche wurde der Schaft aufgrund der Verfügbarkeit nicht aus Halbkreispro�len, sondern

aus Vierkantpro�len hergestellt. Die Wendeln wurden aus 3 mm Blech ausgeschnitten und direkt

mit dem Schaft verschweiÿt. In Abbildung 4.3 sind Ansichten und Bilder für die Modelle mit

DW = 65 mm und nW = 5 dargestellt.

4.4 Einbau und Versuchsdurchführung

4.4.1 Einbau

Vor dem Beginn eines neuen Versuches wurde der Versuchskasten unter dem Versuchsrahmen

hervorgezogen und vollständig entleert. Der Einbau des Modellbodens erfolgte entsprechend der

gewünschten Lagerungsdichte mit zwei unterschiedliche Methoden.



Einbau und Versuchsdurchführung 43

Tabelle 4.1: Bodenmechanische Kenngröÿen des Modellsands

Untersuchung
Modellsand

locker dicht

Ungleichförmigkeitszahl Cu = 1, 9

Krümmungszahl CC = 0, 8

Bodengruppe nach DIN 18196 SE

Korndichte nach DIN 18124 ρs = 2, 727 g/cm³

Porenanteil bei lockerster Lagerung maxn = 0, 502

Porenanteil bei dichtester Lagerung minn = 0, 376

Lagerungsdichte nach DIN 18126 D = 0, 27 D = 0, 56

mittlere Dichte ρd = 1, 45 g/cm³ ρd = 1, 55 g/cm³

Porosität n = 0, 468 n = 0, 432

maximaler Reibungswinkel ϕ′ = 38, 5° ϕ′ = 43, 5°

Reibungswinkel bei konstantem Volumen ϕ′cv = 33, 0°

Steifemodul DIN 18135
ES = 25 MN/m² ES = 35 MN/m²

(100 kN/m² - 200 kN/m²)

Abbildung 4.3:

Modelle der FSP für Modell- und
PIV-Versuche mit D = 65 mm, L = 9 ·D,
l = 1, 5 · d und nW = 5
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Zur Erzielung einer lockeren Lagerung wurde der Sand im Einrieselverfahren eingebaut. Dazu

wird der Sand in einen Trichter mit Siebplatte gefüllt. An dem Trichter sind ein Fallrohr und

ein Di�usor in Form eines Kegels montiert. Der Sand fällt durch das Sieb in das Fallrohr und

wird am Ende durch den Di�usor verlangsamt und verteilt. Bei Einhaltung eines gleichmäÿigen

Abstands zwischen Di�usor und Sandober�äche, die durch ein Lot sichergestellt wurde, wird eine

reproduzierbare Lagerungsdichte erzielt. Die Vorversuche ergaben für eine Fallhöhe zwischen 10

und 15 cm eine Dichte zwischen 1,44 g/cm³ und 1,46 g/cm³.

Eine dichte Lagerung wurde erreicht, indem der Sand lagenweise in den Versuchskasten einge-

füllt und anschlieÿend mit einem modi�zierten Fallgewicht des Proctorversuchs verdichtet wurde.

Entsprechend der Vorversuche wurden 10 cm dicke Lagen eingebaut und mit zwei Übergängen

verdichtet. Daraus resultierte eine Dichte von 1,53 g/cm³ bis 1,56 g/cm³, was einer mitteldichten

bis dichten Lagerung entspricht.

Die Modelle wurden, wie bereits in Abschnitt 4.1 erläutert, nicht eingeschraubt, sondern ein-

gestellt. Konkret wurde wie folgt vorgegangen:

Zu Beginn wurde der Sand in der gewünschten Lagerungsdichte bis zur Unterkante des Fertig-

schraubpfahlmodells eingefüllt. Anschlieÿend wurde das Modell in den Kasten eingestellt und im

Kopfbereich �xiert. Nach dem Einstellen und Fixieren des FSP-Modells wurde der Einbau des

Modellsandes fortgesetzt.

Bei den PIV-Versuchen ergibt sich die Besonderheit, dass zwischen demModell und der Acrylglas-

scheibe einerseits so wenig Reibung wie möglich sein sollte und andererseits kein Luftspalt, in den

Sand einrieseln könnte, entstehen durfte. Dieses Problem wurde gelöst, indem das Modell in der

Kontakt�äche zur Acrylglasscheibe mit einem Hochvakuum-Silikonfett bestrichen wurde. Durch

den Fett�lm wird der Spalt aufgefüllt, das Modell durch die Adhäsion an der Scheibe gehalten und

die Reibung verringert. Etwas nachteilig wirkt sich das Fett bei der Beobachtung der Verformun-

gen im Nahbereich der horizontal verlaufenden Wendeln aus. Durch die vertikale Belastung des

FSP-Modells und der daraus folgenden Verformung verbleibt in der Ausgangshöhe ein Fett�lm

auf der Scheibe. Der Sand kommt mit diesem in Kontakt und bleibt dort aufgrund der kohäsiven

Eigenschaften des Fettes an der Scheibe haften und folgt somit nicht weiter den Verformungen des

umliegenden Bodens. Neben dem Fett war eine zusätzliche horizontale Fixierung im Bereich über

der Sandober�äche erforderlich, da ohne diese das Modell durch die Imperfektionen im System

ggf. während der Belastung von der Scheibe weggedrückt würde. Die Fixierung erfolgte mit einem

Gleitlager, das gegen die Acrylglasscheibe gespannt wurde.

Nach dem Einbau wurde der Versuchskasten unter der Belastungseinrichtung ausgerichtet, so-

dass eine senkrechte Lasteinleitung erfolgte und die Verbindung zum Belastungszylinder mit dem

Kraftaufnehmer, unter Zuhilfenahme eines Gabelkopfes, hergestellt. Die Wegaufnehmer wurden

auf die Kopfplatte aufgesetzt und die Kabel mit dem Messaufnehmer verbunden.
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Fixierung durch Formschluss
an der Oberfläche, Reibungs-
verminderung mittels 
Silikonfett 

Hochvakuumfett zum Ab-
dichten des Luftspaltes 
zwischen Scheibe und Modell

temporäre Auflage bis das 
Modell ausgerichtet und 
ausreichend Sand eingebaut ist

Abbildung 4.4:

Einbau des achsensymetrischen Modells in
den Versuchskasten

4.4.2 Durchführung von kraftgesteuerten Modellversuchen

Als Erstes wurde bei den kraftgesteuerten Modellversuchen eine Vorlast von 0,005 kN auf das Sys-

tem aufgebracht, sodass ein Kraftschluss in allen mechanischen Verbindungen eintrat. Anschlie-

ÿend wurden Weg- und Kraftaufnehmer genullt. Ziel war es bei den lastgesteuerten Versuchen

mindestens fünf Laststufen aufzubringen. Die Last wurde durch Aufdrehen des Präzisionsdruck-

regelventils langsam erhöht. Jede Laststufe wurde mindestens 15 Minuten und bis zum Erreichen

einer Verformungsgeschwindigkeit < 0,01 mm/min gehalten. Bei dem gewählten trockenen Mo-

dellboden war üblicherweise ersteres Kriterium maÿgebend.

4.4.3 Durchführung von weggesteuerten PIV-Versuchen

Bei den PIV-Versuchen erfolgte, nach dem Einbau des Modells in den Versuchsstand, das Auf-

stellen und Einstellen von Kamera und Scheinwerfern. Zur Beurteilung der richtigen Kameraein-

stellung im Hinblick auf Belichtung und Schärfentiefe wurden einige Probeaufnahmen erstellt.

Anschlieÿend begann die Versuchsdurchführung mit der Aufnahme des Referenzkoordinatensys-

tems und des Referenzbildes vom Ausgangszustand. Im Anschluss daran wurden gleichzeitig die

Belastung und der Intervallzeitauslöser der Kamera gestartet. Die weggesteuerte Belastung wur-

de mit einer konstanten Belastungsgeschwindigkeit von 0,1 mm/min aufgebracht. Das Intervall

zwischen zwei Aufnahmen betrug eine Minute. Die Versuche wurden gefahren, bis eine Kopfver-

schiebung von 0, 2 ·DW erreicht wurde.
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4.5 Versuchsumfang und -auswertung

Insgesamt wurde ein Versuchsprogramm mit 26 PIV-Versuchen und 70 kleinmaÿstäblichen Ver-

suchen durchgeführt, folgende Parameter variierten:

� zwei verschiedene Lagerungsdichten des Modellbodens, D = 0, 27 und 0,56

� drei Wendeldurchmesser

� unterschiedliche Einbaulängen

� Belastungsrichtung

� Anzahl der Wendeln

Die Modellversuche wurden in locker oder dicht gelagerten Modellboden mit D = 0, 27 und

D = 0, 56 durchgeführt. Der Wendeldurchmesser der untersuchten Modelle betrug DW = 45 mm,

DW = 65 mm oder DW = 90 mm. Die Einbaulänge wurde in Abhängigkeit des Durchmessers mit

Verhältnissen von L/DW = 1, 5 bis L/DW = 10 variiert. Für jede gewählte geometrische Kombina-

tion wurden sowohl Druckbelastung als auch Zugbelastung untersucht. Weiterhin wurden auch

Modelle mit zwei, drei und fünf Wendeln verteilt auf eine Länge von L/DW = 9 getestet. Die

Modellversuche wurden für jede Kon�guration zweifach durchgeführt, um Streuungen und die

Reproduzierbarkeit bewerten zu können. Bei den zeitlich deutlich aufwändigeren PIV-Versuchen

war dieses Vorgehen leider nicht möglich. Allerdings ist hier auch ein Vergleich bzw. eine Mittel-

wertbildung von zwei Versuchen kaum möglich bzw. sinnvoll. Eine tabellarische Aufstellung der

jeweiligen Versuchsparameter �ndet sich im Anhang A Abschnitt A.1.1 und A.2.1 sowie Anhang B

Abschnitt B.1.1 und B.2.1.

Die Auswertung der Modellversuche erfolgt über die gra�sche Darstellung der Widerstands-

Setzungs-Linien (WSL) bzw. der Widerstands-Hebungs-Linien (WHL). Aus den Graphen kann

dann die Kraft beim Erreichen des Grenzzustands der Tragfähigkeit Fult abgeleitet werden. Als

Grenzzustand wurde, wie bei Pfählen üblich, das Erreichen einer Kopfverformung von sult =

0, 1 ·DW de�niert.

Die PIV-Versuche dienen entsprechend der Konzeption der Visualisierung der Verformungen

im Boden. Wie in Abschnitt 4.4.3 beschrieben, wurden während der Versuchsdurchführung Fo-

tos, des sich hinter der Acrylglasscheibe be�ndenden Bodens, aufgenommen. Die Bilder wurden

nach dem Abschluss des Versuches mit Hilfe der Particle Image Velocimetry ausgewertet. Dieses

Verfahren stammt ursprünglich aus der Strömungsmechanik und wird dort zur berührungslosen

Bestimmung von Geschwindigkeitsfeldern in mit Partikeln versetzten Strömungsfeldern verwen-

det. In der geotechnischen Forschung wird das Verfahren seit Anfang der 2000er Jahre eingesetzt

(z. B. White, Take und Bolton (2003)) und hat sich bei verschiedenen Fragestellungen bereits

bewährt, vgl. Thomas (2011) und Schober (2014). In Thomas (2011) �nden sich auch Angaben

zur erreichbaren Genauigkeit, die aufgrund der Ähnlichkeit der Versuchsdurchführung, auf die

vorliegenden Versuche übertragen werden können.
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Zur Auswertung der hier vorgestellten Versuche wurde die Software PIVlab, siehe Thielicke und

Stamhuis (2014), in der Version 1.36 als Add-on für MATLAB verwendet. Im Vorlauf wurden

die Bilder vom RAW-Format der Kamera in das verlustfreie TIFF-Format mit 8-bit Graustu-

fen umgewandelt. Nach dem Einlesen und Kalibrieren wurden die Verschiebungsfelder in einem

3-stu�gen Prozess mit einer Suchfenstergröÿe von 64x64 Pixel bis 8x8 Pixel ermittelt. Im Post-

prozess wurden aus den Verschiebungsvektoren die zugehörigen Dehnungen berechnet und die

Ergebnisse als Bild exportiert. Diese sind vollständig im Anhang B zu �nden.

In der Software PIVlab werden die Normal- und Scherdehnungen als Gradient aus den hori-

zontalen und vertikalen Anteilen der jeweiligen Verschiebungsvektoren mit Hilfe des zentralen

Di�erenzenquotienten berechnet:

u = f (x, y)

∇f =
δf

δx
êx +

δf

δy
êy

v = g (x, y)

∇g =
δg

δx
êx +

δg

δy
êy

εn =
δf

δx
êx −

δg

δy
êy (4.1)

εγ =
δf

δy
êy +

δg

δx
êx (4.2)

mit:
u,v Horizontal- und Vertikalverschiebung des Suchfensters (als Matrix)

∇f ,∇g Gradienten der Verschiebungen als partielle Ableitungen in die Koordinatenrichtungen

êx, êy Einheitsvektor der Koordinatenrichtungen

εn Normaldehnung

εγ Scherdehnung

4.6 Auswertung der kleinmaÿstäblichen Modellversuche

Wie bereits erwähnt, wurden die kleinmaÿstäblichen Modellversuche in Boley und Höppner (2016)

umfassend beschrieben. Der Vollständigkeit halber werden hier nochmals die wesentlichen Er-

kenntnisse dargestellt.
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4.6.1 Druckbelastete Modellversuche

Ziel ist es, die Ein�ussgröÿen auf das Tragverhalten herauszuarbeiten. Als Erstes sind dazu in

Abbildung 4.5 Versuche mit einem Wendeldurchmesser von DW = 65 mm und unterschiedlichen

Einbindetiefen im dicht gelagerten Sand dargestellt. Beim Versuch 8 mit einer relativ geringen Ein-

bindetiefe von L/DW = 1, 0 nimmt die Kopfverschiebung s bis zu einer Belastung von F = 0, 7 kN

relativ linear zu. Die weitere Erhöhung der Belastung führt zu zunehmenden Kriechverformun-

gen beim Halten der Laststufe. Während die Belastung von 1,0 kN noch aufgenommen werden

konnte, führte die Lasterhöhung auf 1,1 kN schlieÿlich zum Versagen. Dieses tritt bereits vor dem

Erreichen der üblich als Grenzzustand angenommenen Kopfverschiebung von sult = 0, 1 ·DW ein.

Wie der Messkurve, die mit 10 Hz aufgenommen wurde, zu entnehmen ist, wurde beim Versagen

ein sprödes Verhalten mit entsprechend hohen Verformungsgeschwindigkeiten beobachtet.

zunehmende Verschiebung
unter konstanter Belastung

linearer Anstieg

(a) DW = 65 mm und L = 65 mm

F ult=2,9 kN

(b) DW = 65 mm und L = 325 mm

Abbildung 4.5: Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen im dicht gelagerten Sand

Daneben sind in Abbildung 4.5b insgesamt 5 Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen mit

einer Einbindetiefe von L/DW = 5, 0 abgetragen. Zunächst sei angemerkt, dass die fünf Messkur-

ven gut übereinstimmen. Dies ist ein Hinweis auf eine gute Reproduzierbarkeit von Einbaumetho-

de und Versuchsdurchführung. Im Vergleich zu dem Versuch 8, mit der geringen Einbindung, ist

bei den Versuchen ein deutlicher Anstieg der Tragfähigkeit zu beobachten. Während Versuch 8 bei

Lasten gröÿer 1 kN versagte, wird in den Versuchen mit L/DW = 5, 0 ein Versagen erst bei 2,9 kN

erreicht. Weiter sind auch nach dem Überschreiten des Versagenskriteriums Tragreserven vorhan-

den. Wie zu erwarten, hat die Einbindelänge einen erheblichen Ein�uss auf die Tragfähigkeit und

den Verlauf der Widerstands-Setzungs-Linie von Fertigschraubpfählen.
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(a) DW = 45 mm und L = 225 mm (b) DW = 45 mm und L = 450 mm

Abbildung 4.6: Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen im dicht gelagerten Sand

In Abbildung 4.6 ist ein ähnlicher Vergleich für einen Durchmesser von DW = 45 mm und

Einbindelängen von L = 5 ·DW bzw. L = 10 ·DW . Qualitativ lassen sich die zuvor getro�enen

Aussagen auch auf dieses Beispiel übertragen, d. h. die Erhöhung der Einbindetiefe führt auch

zu einer Erhöhung des Widerstands von Fult,mitt = 1, 30 kN auf Fult,mitt = 1, 50 kN. Allerdings

fällt der Zuwachs deutlich geringer aus, obwohl die Längenänderung sowohl absolut (260 mm

bzw. 225 mm) als auch relativ (4 · DW bzw. 5 · DW ) in einer sehr ähnlichen Gröÿenordnung

liegt. Die Ergebnisse lassen vermuten, dass mit zunehmender Einbindetiefe deren Ein�uss auf die

Tragfähigkeit geringer wird.

In Ergänzung zu Abbildung 4.6 sind in Abbildung 4.7 Ergebnisse von Versuchen mit DW =

90 mm dargestellt. Die Vergröÿerung des Durchmessers führt zu einem deutlichen Anstieg der

Tragfähigkeit. Während bei DW = 45 mm mit L = 225 mm das Versagenskriterium bei ca. 1,4 kN

erreicht wurde, konnte durch die Verdoppelung des Durchmessers eine Last von > 3 kN aufge-

bracht werden. Zu den Versuchen 42 und 43 ist anzumerken, dass bei diesen die innere Tragfähig-

keit der Wendeln überschritten wurde. Nach den Versuchen waren die Auÿenkanten der Wendeln

durch die Belastung ca. 1 cm nach oben verbogen.

Zusammenfassend sind die gemittelten Ergebnisse, bei einer Kopfverschiebung von sult =

0, 1 ·DW , für die druckbelasteten Versuche im dichten Sand mit einer Wendel in Abbildung 4.8

über die Tiefe aufgetragen. In Abbildung 4.8a ist klar ersichtlich, dass der Widerstand mit Durch-

messer und Einbindetiefe zunimmt. Die Einbindetiefe geht dabei nicht linear ein, sondern mit zu-

nehmender Einbindetiefe wird deren Ein�uss geringer. Dieser E�ekt fällt bei den Versuchen mit
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(a) DW = 90 mm und L = 90 mm (b) DW = 90 mm und L = 225 mm

Abbildung 4.7: Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen im dicht gelagerten Sand

gröÿerem Wendeldurchmesser deutlicher aus, was vermuten lässt, dass bei dem kleineren Wen-

deldurchmesser von DW = 45 mm die Mantelreibung entlang des Schaftes einen zunehmenden

Ein�uss auf den Gesamtwiderstand hat. Weiterhin wird durch die Darstellung in 4.8b erkennbar,

dass bei geringen Einbindetiefen der Widerstand linear zur Wendel�äche ist.

Zur Beurteilung der Auswirkungen der Lagerungsdichte auf das Tragverhalten zeigt die Ab-

bildung 4.9 Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen bei gleichen geometrischen Randbedin-

gungen. Es geht deutlich hervor, dass die Lagerungsdichte einen signi�kanten Ein�uss auf die

Tragfähigkeit haben muss. Während im dicht gelagerten Sand ein Widerstand von annähernd

2,8 kN erreicht wurde, fällt dieser im locker gelagerten Sand auf 0,4 kN ab, was einem Siebtel des

Ausgangswertes entspricht.

Auch ein qualitativer Ein�uss der Lagerungsdichte auf den Verlauf der Widerstands-Setzungs-

Linie ist erkennbar. Während im dicht gelagerten Sand ein relativ deutlicher Bruch erkennbar

ist, vgl. Abbildung 4.5a, ist im lockeren Sand auch bei geringer Einbindung kein klarer Bruch

feststellbar, wie in Abbildung 4.9 zu sehen ist. Vielmehr wird mit zunehmender Verformung ein

zunehmender Widerstand mobilisiert.

Wie sich die Anordnung mehrerer Wendeln bei einer vorgegebenen Einbindetiefe auf das Trag-

verhalten auswirkt, kann anhand der Abbildung 4.10 nachvollzogen werden. Hier sind drei un-

terschiedliche Anordnungen von Wendeln mit einem Durchmesser von DW = 65 mm und einer

Einbindetiefe von L = 585 mm gegenübergestellt. Es ist die Anzahl und somit der Abstand

zwischen den Wendeln variiert worden.
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linearer Anstieg

abnehmender Einfluss
der Einbindetiefe auf 

den Widerstand

(a) erreichter Widerstand Rc bei sult = 0, 1 ·DW (b) auf Wendel�äche bezogener Widerstand
qW,c =

4·Rc
π·DW

2

Abbildung 4.8: Ergebnisse von Versuchen im dicht gelagerten Sand

(a) DW = 65 mm und L = 325 mm (b) DW = 65 mm und L = 163 mm

Abbildung 4.9: Ergebnisse von Versuchen im locker gelagerten Sand
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Erwartungsgemäÿ nimmt der Widerstand mit der Anzahl der Wendeln zu. Für den lockeren

Sand kann ein Vergleich zwischen dem Versuch 10, vgl. Anhang A, mit einer Wendel, gleichen

Durchmessers und einer Einbindelänge von 650 mm und dem Versuch 16 mit zwei Wendeln gezo-

gen werden. Der Widerstand steigt durch die zweite Wendel etwa auf das Doppelte an. Allerdings

ist der Zuwachs durch die Anordnung weiterer Wendeln deutlich geringer. Die Erhöhung der An-

zahl von zwei auf fünf führt nur zu einem Anstieg der Tragfähigkeit um ca. 15 %. Dies gilt sowohl

für eine lockere als auch eine dichte Lagerung des Sandes.

(a) dicht gelagerter Sand (b) locker gelagerter Sand

Abbildung 4.10: Ergebnisse von Versuchen mit DW = 65 mm L = 585 mm und mehreren
Wendeln im Abstand von l = 97 mm bis l = 293 mm

4.6.2 Zugbelastete Modellversuche

Abbildung 4.11 zeigt exemplarisch Versuchsergebnisse von Versuchen mit Zugbelastung in dich-

tem Sand. Die Wiederholungsversuche mit gleichen Randbedingungen weisen hier, wie bei den

druckbelasteten Versuchen, eine gute Übereinstimmung zu den Referenzversuchen auf, sodass von

einer guten Reproduzierbarkeit ausgegangen werden kann.

Die Vergröÿerung der Einbindetiefe hat bei Zugversuchen einen noch weitaus gröÿeren Ein�uss

auf den erzielbaren Widerstand als bei druckbelasteten Versuchen. Die Vervierfachung der Ein-

bindelänge von L = 163 mm auf L = 650 mm führt zu einer Verzwanzigfachung des Widerstands.

Weiterhin ist ein geändertes Verformungsverhalten zu beobachten. Während bei einer Druck-

belastung mit zunehmender Einbindelänge keine eindeutigen Bruchzustände identi�ziert werden

können, ist bei einer Zugbelastung in allen Versuchen ein eindeutiges Versagen erkennbar. Beson-
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(a) DW = 65 mm und L = 163 mm (b) DW = 65 mm und L = 650 mm

Abbildung 4.11: Widerstands-Hebungs-Linien von Versuchen im dicht gelagerten Sand

ders bei geringen Einbindetiefen tritt der Versagenszustand bei kleinen Kopfverschiebungen, die

deutlich unter 0, 1 ·DW liegen, auf. Beispielsweise ist bei einer Einbindung von L = 2, 5 ·DW bis

kurz vor dem Versagen eine Kopfverformung von unter 1 mm zu beobachten. Erst im Grenzzu-

stand nehmen die Verformungen abrupt zu. Bei gröÿerer Einbindung, wie in Abbildung 4.11b, ist

der Übergang in den Versagenszustand weniger schlagartig. Hier gleicht der Kurvenverlauf eher

einer Hyperbel. Bei Verformungen > 0, 1 ·DW versagt der Fertigschraubpfahl trotzdem eindeutig.

Der Durchmesser hat bei einer Zugbelastung einen geringeren Ein�uss auf den erzielbaren

Widerstand, wie in der Gegenüberstellung in Abbildung 4.12 zu erkennen ist. Eine Verdoppelung

des Durchmessers von DW = 45 mm auf DW = 90 mm, was einer Vervierfachung der Fläche

entspricht, führt nur zu einen um etwa 50 % erhöhten Widerstand.

Zur besseren Übersicht sind in Abbildung 4.13 die Resultate aller Versuche wieder absolut und

bezogen auf die Wendel�äche dargestellt. Die Kurven bestätigen die Annahme, dass bei kleinen

Einbindelängen diese überproportional in den Widerstand eingeht, während die Vergröÿerung des

Durchmessers nur geringe Auswirkungen hat. Erst bei Einbindelängen von über 400 mm ist eine

eindeutige Tendenz zu erkennen, dass ein gröÿerer Durchmesser auch einen gröÿeren Widerstand

bewirkt.
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(a) DW = 45 mm und L = 450 mm (b) DW = 90 mm und L = 450 mm

Abbildung 4.12: Widerstands-Hebungs-Linien von Versuchen im dicht gelagerten Sand

(a) erreichter Widerstand Rt bei sult = 0, 1 ·DW (b) auf Wendel�äche bezogener Widerstand
qW,t =

4·Rt
π·DW

2

Abbildung 4.13: Ergebnisse von Zugversuchen im dicht gelagerten Sand
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(a) DW = 65 mm und L = 163 mm (b) DW = 65 mm und L = 650 mm

Abbildung 4.14: Ergebnisse von Zugversuchen im locker gelagerten Sand

Wie den Gegenüberstellungen in Abbildung 4.14 zu entnehmen ist, hat die Lagerungsdichte

auch bei einer Zugbelastung einen maÿgebenden Ein�uss auf den erzielbaren Widerstand von

Fertigschraubpfählen. In den Versuchen mit einer relativ geringen Einbindetiefe von 162,5 mm ist

der Widerstand im dichten Sand mit ca. 0,06 kN etwa doppelt so groÿ, wie im lockeren Sand. Mit

gröÿerer Pfahllänge steigt der Ein�uss der Lagerungsdichte noch weiter an. Bei einer Einbindetiefe

von 650 mm beträgt der Widerstand im dichten Sand 1,55 kN und ist somit um das Zehnfache

gröÿer als im lockeren Sand.

Die Anordnung mehrerer Wendeln entlang des Schaftes hat auf den qualitativen Kurvenverlauf

keinen erkennbaren Ein�uss. Im dichten Sand bei dem Versuch 49 mit 5 Wendeln kann ein deut-

licher Anstieg des Widerstands um ca. 35 % beobachtet werden. Im locker gelagerten Sand führt

die Anordnung mehrerer Wendeln nicht zu so einem ausgeprägten Anstieg und fällt mit 10 %

kleiner aus.

4.7 Auswertung der foto-optischen Versuche

4.7.1 Druckbelastete PIV-Versuche

Die Auswertung der foto-optischen Versuche soll im Wesentlichen die bodenmechanischen Vorgän-

ge im Boden visualisieren, um die in Abschnitt 4.6 beobachteten Ein�ussparameter zu erklären

und daraus Bruchmechanismen ableiten zu können.
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(a) dicht gelagerter Sand (b) locker gelagerter Sand

Abbildung 4.15: Ergebnisse von zugbelasteten Versuchen mit DW = 65 mm, L = 585 mm
und mehreren Wendeln im Abstand von l = 97 mm bis l = 293 mm

(a) Widerstands-Setzungs-Linie (b) Vektoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Abbildung 4.16: Ergebnisse des Versuches PIV D 02 mit DW = 65 mm und L = 163 mm im
dicht gelagerten Sand
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In Abbildung 4.16 sind als Erstes die Widerstands-Setzungs-Linie und die mit LabPIV ermittel-

ten Verschiebungsvektoren dargestellt. Die im Versuch gemessene Grenzlast beträgt etwa 0,8 kN

und ist somit etwa halb so groÿ wie bei den zugehörigen Modellversuchen nach Abschnitt 4.6.

Es kann daher von einer Vergleichbarkeit ausgegangen werden. Die Maÿnahmen zur Reibungs-

verringerung erfüllen ihren Zweck. Wie in Abbildung 4.16b ersichtlich, ist nur im Bereich der

Verformungsermittlung oberhalb der Wendel deutlich zu sehen, dass das Fett ein Nachrutschen

der Sandkörner direkt an der Scheibe verhindert. Dies führt dazu, dass bei der Auswertung mit

der PIV-Methode zu kleine bzw. falsche Ergebnisse geliefert werden (rote Vektoren).

Die Verformungen im Boden lassen sich anhand der berechneten Verschiebungsvektoren in

drei Bereiche einteilen. Zentrisch, ober- und unterhalb der Wendel treten vorwiegend nach unten

gerichtete, vertikale Verformungen auf. Seitlich, unterhalb der Wendel können horizontale Verfor-

mungen beobachtet werden. Seitlich, oberhalb der Wendel sind geringe Hebungen zu sehen.

(a) vertikale Verformungen (b) horizontale Verformungen

Abbildung 4.17: Ergebnisse des Versuches PIV D 02 mit DW = 65 mm und L = 163 mm im
dicht gelagerten Boden bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Zur Vertiefung des Verständnisses sind in Abbildung 4.17 die Konturdiagramme für Vertikal-

und Horizontalverformungen sowie in Abbildung 4.18 die Scher- und Normalverzerrungen darge-

stellt. Den gröÿten Verformungsanteil haben erwartungsgemäÿ die Vertikalverformungen und sind

ober- und unterhalb der Wendel am gröÿten. Unterhalb bildet sich o�ensichtlich eine klassische

Druckzwiebel aus, wodurch der Boden verformt und verdichtet wird. Mit der Tiefe dehnt sich

diese in die Breite aus, was zu einer Abnahme der Verformungen führt. Der Boden oberhalb der

Wendel folgt dieser und verschiebt sich ebenfalls nach unten.
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In horizontaler Richtung lassen sich nur unterhalb der Wendel nennenswerte Verschiebungen

beobachten. Durch die vertikale Belastung wird der Boden seitlich verdrängt. Die Auswertungen

nach den Dehnungen zeigen, dass Scherdehnungen einerseits oberhalb der Wendel im Bereich des

Ausbruchs entstehen und andererseits seitlich unterhalb der Wendel. Der Boden unterhalb der

Wendel wird nach unten verschoben, während der Boden seitlich in seiner Ausgangslage verbleibt

bzw. nur sehr kleine Verformungen erfährt.

In der Darstellung der Verzerrungen in Koordinatenrichtung lassen sich drei Bereiche identi�zie-

ren. Oberhalb der Wendel entstehen Au�ockerungen im Boden. Während der Boden direkt über

der Wendel der Bewegung dieser folgt, verbleibt der Boden weiter oberhalb annähernd in seiner

Ursprungslage. Somit vergröÿert sich das Volumen in diesem Bereich, was eine Au�ockerung zur

Folge hat. Direkt unterhalb der Wendel wird der Boden ebenfalls in der gleichen Gröÿenordnung

wie die Wendel verschoben. Mit zunehmender Tiefe nimmt die Verformung ab. Daraus resultiert

eine Verdichtung unterhalb der Wendel. Als dritten Bereich lassen sich Au�ockerungszonen seit-

lich unterhalb der Wendel beobachten. Auf den ersten Blick scheint diese Beobachtung nicht mit

der seitlichen Verdrängung des Bodens, die eine Verdichtung in diesem Bereich erwarten lieÿe,

übereinzustimmen. Die Erklärung liegt in der unterschiedlichen Farbskalierung für die Vertikal-

und Horizontalverformung. Die Farbskala für die Horizontalverformungen ist um den Faktor 10

höher skaliert, siehe Anhang B, d. h. die seitliche Verformung, die eine Verdichtung erzeugt, wird

von einer gröÿeren, vertikalen Verformung überlagert, die zu Au�ockerungen führt. Die gröÿte

Verdichtung wird direkt unter der Wendel, bis in etwa eine Tiefe, die dem Wendeldurchmesser

entspricht, gemessen. Unterhalb dieses Bereiches nimmt der Verdichtungse�ekt ab.

(a) Scherverzerrungen (b) Normalverzerrungen

Abbildung 4.18: Ergebnisse des Versuches PIV D 02 mit DW = 65 mm und L = 163 mm im
dicht gelagerten Boden bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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In Abbildung 4.19 sind die vertikalen Verschiebungen von Versuchen mit unterschiedlichen

Einbindetiefen dargestellt. Es sind keine prinzipiellen schematischen Unterschiede zwischen den

Versuchen mit unterschiedlichen Einbindetiefen zu erkennen. Es ist also davon auszugehen, dass

sich unabhängig von der Einbindetiefe, zumindest im untersuchten Bereich, keine prinzipiellen

Unterscheide bei dem Lasteintrag in den Boden ergeben. Für einen besseren Vergleich sind in den

Gegenüberstellungen zwei Isolinien rot hervorgehoben. Zwei E�ekte werden deutlich. Oberhalb

der Wendel wird bei einer gröÿeren Einbindung der Kegel des nachrutschenden Bodens kleiner.

Und unterhalb der Wendel wird der Ein�ussbereich der Druckzwiebel gröÿer.

(a) Versuch PIV D 02 mit DW = 65 mm und
L = 163 mm und Versuch PIV D 04 DW = 65 mm
und L = 325 mm

(b) Versuch PIV D 02 mit DW = 65 mm und
L = 163 mm und Versuch PIV D 06 DW = 65 mm
und L = 650 mm

Abbildung 4.19: Vergleich der vertikalen Verformungen im dicht gelagerten Boden bei einer
Kopfverschiebung von 6,5 mm

Die Beobachtungen lassen sich noch besser durch eine Gegenüberstellung der Normalverzer-

rungen in Abbildung 4.20 illustrieren. Die Au�ockerungsbereiche oberhalb der Wendel werden

mit zunehmender Einbindetiefe kleiner, während die Verdichtungsbereiche unterhalb gröÿer wer-

den. Allerdings wird der Au�ockerungsbereich seitlich der Wendel mit zunehmender Einbindetiefe

ebenfalls gröÿer.

Die Ergebnisse könnten darauf hindeuten, dass im dicht gelagerten Sand der Spannungszu-

stand in Höhe der Wendel einen maÿgebenden Ein�uss auf das Trag- und Verformungsverhalten

hat. Oberhalb der Wendel führt ein höheres Spannungsniveau zu einer besseren Ausbildung eines

Druckgewölbes, das den Boden am Nachrutschen hindert. Unter der Wendel sorgt der höhere
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Abbildung 4.20:

Vergleich der Normalverzerrungen im dicht
gelagerten Boden bei einer Kopfverschiebung
von 6,5 mm des Versuches PIV D 02 mit
DW = 65 mm und L = 163 mm mit dem
Versuch PIV D 04 mit DW = 65 mm und
L = 325 mm

Spannungszustand für eine höhere Stei�gkeit und bessere seitliche Stützung des Verdichtungsbe-

reiches. Die höhere Stei�gkeit führt dazu, dass bei gleicher Kopfverformung die in Abschnitt 4.6

gemessene höhere Last abgetragen werden kann. Die höhere Last hat eine gröÿere Lastausbreitung

zur Folge, die sich anhand der gröÿeren Verformungen unterhalb der Wendel zeigt.

Mit der Abbildung 4.21 wird der Ein�uss der Lagerungsdichte auf das Verformungsverhalten

veranschaulicht. Oberhalb der Wendel wird im locker gelagerten Sand ein wesentlich gröÿerer

Bodenbereich durch die Belastung des Fertigschraubpfahls beein�usst. Der Boden folgt der Ab-

wärtsbewegung des Fertigschraubpfahls. Diese verursacht Au�ockerungen, die bei der geringen

Einbindetiefe bis zur Ober�äche reichen. Aufgrund der Ergebnisse ist zu vermuten, dass entlang

des Schaftes in diesem Bereich nur sehr geringe Reibungskräfte übertragen werden.

Im Verdichtungsbereich direkt unter der Wendel sind die Verformungen im locker gelagerten

Sand tendenziell etwas groÿer. Der Sand wird aufgrund des gröÿeren Porenvolumens im Ausgangs-

zustand mehr verdichtet. Im gröÿerem Abstand ist die Verformung und Verdichtung bei gleicher

Kopfverformung aufgrund des deutlich geringeren Lasteintrages, vgl. Abschnitt 4.6, jedoch gerin-

ger. Der Au�ockerungsbereich seitlich der Wendel ist im locker gelegertem Sand deutlich gröÿer

ausgebildet. Insgesamt scheint im lockeren Boden ein gröÿeres Bodenvolumen der Bewegung des

Fertigschraubpfahls zu folgen, was zu gröÿeren Verformungen führt.

In Abbildung 4.22 sind Auszüge der Ergebnisse der Versuche PIV D 08 und PIV L 03 ab-

gebildet. Als Erstes wird auf die Anordnung einer zusätzlichen Wendel mit einem Abstand von

l = 4, 5 ·DW im dicht gelagerten Sand eingegangen. Die beobachteten Verformungen unterhalb

der unteren Wendel entsprechen den Beobachtungen bei Versuchen mit einer einzelnen Wen-

del, vgl. Abbildung 4.19. Die Wendel oberhalb weist zum Teil vergleichbare Verformungen auf.

Der Boden unterhalb wird verdichtet und seitlich verdrängt. Allerdings überlagern sich die Ein-

�ussbereiche der oberen und unteren Wendel, sodass messbare Gesamtverformungen entlang des

Schaftes zwischen den Wendeln und auch im weiterreichenden Ein�ussbereich entstehen. Die
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(a) Vertikalverformungen (b) Normalverzerrungen

Abbildung 4.21: Vergleich der Versuche PIV D 02 (dichte Lagerung) und PIV L 11 (lockere
Lagerung) mit DW = 65 mm und L = 163 mm bei einer Kopfverschiebung
von 6,5 mm

Au�ockerung im Boden oberhalb der unteren Wendel wird gewissermaÿen von dem Druckbereich

unterhalb der oberen Wendel überdrückt. Der E�ekt führt dazu, dass der Boden unterhalb der

oberen Wendel weniger stark seitlich verdrängt wird, sondern sich nach unten verformt. Dass die

seitliche Verdrängung im Bereich der oberen Wendel geringer ist, lässt sich in Abbildung 4.22b

gut nachvollziehen. Dementsprechend ist zu erwarten, dass die obere Wendel nicht den gleichen

Widerstand erzielt, wie es bei gleicher Einbindetiefe ohne die untere Wendel zu erwarten ist.

Tabelle 4.2: Aufstellung der gemessenen und interpolierten Widerstände von PIV-Versuchen

Einbindelänge L
in mm

dicht gelagert locker gelagert

Versuch Widerstand
Rc,ult in kN

Versuch Widerstand
Rc,ult in kN

163 PIV D 02 0,76 PIV L 11 0,171

293 interpoliert 1,26 interpoliert 0,197

325 PIV D 04 1,38 PIV L 09 0,203

585 interpoliert 1,44 interpoliert 0,269

650 PIV D 06 1,45 PIV L 08 0,285

585 N=2 PIV D 08 1,75 PIV L 03 0,399

Summe Zeile 2 und 4 2,69 0,493
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Diese Annahme kann durch die Auswertung der Widerstands-Setzungs-Linien der zugehörigen

Versuche in Anhang B erhärtet werden. Wie der Tabelle 4.2 entnommen werden kann, würde der

Widerstand eines achsensymmetrischen FSP-Modells mit einer Einbindetiefe von L = 4, 5 ·DW

etwa 1,26 kN betragen. Bei einer Einbindung von L = 9 · DW würden sich 1,44 kN und in

Summe 2,7 kN ergeben. Im dargestellten Versuch PIV D 08 wurde jedoch nur ein Widerstand

von ca. 1,75 kN gemessen. Somit ist der gemessene Widerstand um 35 % geringer als bei zwei

unabhängigen äquivalenten Fertigschraubpfählen. Aus den Ergebnissen kann jedoch nicht direkt

auf die Aufteilung des Widerstands zwischen den zwei Wendeln geschlossen werden.

(a) Gesamtverformungen (b) Horizontalverformungen

Abbildung 4.22: Vergleich der Versuche PIV D 08 (dichte Lagerung) und PIV L 03 (lockere
Lagerung) mit DW = 65 mm, L = 585 mm bei einer Kopfverschiebung von
6,5 mm

Der Versuch im locker gelagerten Modellboden mit den gleichen geometrischen Randbedingun-

gen zeigt nach der Auswertung mit der PIV-Metode ein deutlich anderes Ergebnis. Der beein-

�usste Bodenbereich be�ndet sich nicht nur unterhalb der Lasteinleitungspunkte, sondern reicht

bis an die Oberkante des Modellbodens. Durch die Belastung scheint insgesamt weniger eine

Verdichtung und seitliche Verdrängung des Bodens zu erfolgen, sondern vielmehr folgt der Bo-

den der Verschiebung des FSP-Modells, was zu einer groÿräumigen Setzungsmulde führt. Dass

die seitliche Verdrängung wesentlich kleiner ist, zeigt die Gegenüberstellung in Abbildung 4.22b.

Insbesondere unterhalb der oberen Wendel sind nur geringe horizontale Verformungen zu beob-

achten. Die Belastung führt nicht wie im dicht gelagerten Sand zu einer Verspannung im Boden.
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Es wird vorwiegend nur der Bereich unterhalb der untersten Wendel verdichtet. Insgesamt folgt

der Boden oberhalb der unteren Wendel der abwärts gerichteten Verformung. Auch hier wird

durch die Überlagerung ein geringerer Widerstand erreicht als bei zwei unabhängigen äquivalen-

ten Modellen. Mit ca. 20 % fällt der Unterschied im lockern Boden jedoch geringer aus.

(a) Gesamtverformungen (b) Scherverzerrungen

Abbildung 4.23: Vergleich der Versuche PIV D 08 und PIV D 10 (dichte Lagerung) sowie
PIV L 03 und PIV L 02 (lockere Lagerung) mit DW = 65 mm, L = 585 mm
bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Die Anordnung noch weiterer Wendeln führt zu gröÿeren Überlagerungen der einzelnen Ein-

�ussbereiche, wie in Abbildung 4.23a zu sehen ist. Im dicht gelagerten Sand wird der durch die

Belastung beein�usste Bereich im Boden noch wesentlich gröÿer, was auf einen höheren Lastab-

trag und eine gröÿere Stei�gkeit hindeutet. Aus Abbildung 4.15a geht hervor, dass beim Versuch

mit fünf Wendeln etwa 15 % mehr Last bei gleicher Kopfverformung abgetragen werden kann. Die

zu den Versuchen PIV D 08 und PIV D 10 gehörenden Widerstands-Setzungs-Linien in Anhang B

bestätigen diese Gröÿenordnung.

Im locker gelagerten Sand scheint der beein�usste Bereich im Boden durch die Anordnung von

fünf Wendeln im Abstand von l = 1, 5 ·DW kleiner zu werden, was nicht für eine lasterhöhende

Wirkung der zusätzlichen Wendeln spricht. Als Erklärung für die Diskrepanz ist die Verteilung

der Verformungen geeignet. Während bei zwei Wendeln ein gröÿer Bereich oberhalb der oberen

Wendel beein�usst wurde, ist bei fünf Wendeln besonders in der Mitte des Fertigschraubpfahl-

modells eine Ausbauchung des Ein�ussbereiches erkennbar. Durch die höher liegenden Wendeln

wird also mehr Boden seitlich verdrängt, was einerseits zu einer Stützung des darüber liegenden

Bodens führt und ein Nachrutschen verhindert und andererseits die höhere Tragfähigkeit erklärt.

In Abbildung 4.23b sind noch die zugehörigen Scherverzerrungen dargestellt. Bei den Versuchen
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PIV D 08 und PIV L 03 mit zwei Wendeln sind die Scherverzerrungen unter- und oberhalb

der jeweiligen Wendel ähnlich wie bei Versuchen mit einer Wendel, vgl. Abbildung 4.18. Bei den

Versuchen PIV D 10 und PIV L 02 bilden sich durchgehende Scherbänder aus. Die Schattierungen

der Scherbänder sind über die Tiefe unterschiedlich stark ausgeprägt. In Höhe der jeweiligen

Wendel treten gröÿere Verformungen auf als in Bereichen zwischen den Wendeln. Die Ergebnisse

sprechen nicht dafür, dass hier von einem Zylinder, mit gleichmäÿig angreifender Mantelreibung,

zur Berechnung des Widerstands ausgegangen werden kann.

4.7.2 Zugbelastete PIV-Versuche

Die wesentlichen Beobachtungen bei den zugbelasteten PIV-Versuchen werden anhand des Ver-

suches PIV D 03 mit eine Einbindetiefe von L = 5, 0 · DW und DW = 65 mm erläutert. Die

Widerstands-Hebungs-Linie ist in Abbildung 4.24a zu sehen. Der Verlauf deckt sich mit den Er-

gebnissen im Abschnitt 4.6. Bis zu einer Belastung von 0,1 kN werden kaum Kopfverformungen

gemessen. Im Bereich zwischen 0,1 kN und 0,35 kN nehmen die Kopfverformungen deutlich zu.

Bei sult = 0, 1 · DW = 6, 5 mm wird die Grenzlast von ca. Ft,ult = 0, 35 kN erreicht. Mit wei-

ter zunehmender Kopfverformung kann kaum mehr Widerstand erzielt werden. Da die Belastung

weggesteuert aufgebracht wurde, sind bei Verformungen > 6,5 mm immer wieder Rückgänge beim

Widerstand zu verzeichnen, wodurch das Versagen klar gekennzeichnet ist.

(a) Widerstands-Setzungs-Linie (b) Vektoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Abbildung 4.24: Ergebnisse des Versuches PIV D 03 mit DW = 65 mm und L = 325 mm im
dicht gelagerten Sand
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In Abbildung 4.24b sind die mit PIVLab berechneten Vektoren der Verschiebung und das

zugehörige Bild bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm dargestellt. Unter der Wendel ist ein

schwarzer Bereich zu sehen. Dies ist der Hohlraum, der durch das Heben des Fertigschraubpfahls

entsteht. In diesem Bereich ist mangels Farbunterschieden keine korrekte Auswertung mit der

PIV-Methode möglich. Dadurch entstehen fehlerhaft berechnete Vektoren, die in der Verarbeitung

durch entsprechende Filterfunktionen und Interpolationen ersetzt wurden (rote Vektoren im Bild).

Im Nahbereich der Wendel werden dadurch keine ganz korrekten Ergebnisse angezeigt. Hier kann

jedoch angenommen werden, dass die Verformungen im Boden der Kopfverschiebung entsprechen.

Oberhalb der Wendel lassen sich zwei Bereiche identi�zieren. Entlang des Schaftes treten vor-

wiegend vertikale, nach oben gerichtete Verformungen auf. Seitlich daneben sind auch horizontale

Verformungen erkennbar.

(a) Gesamtverformungen (b) horizontale Verformungen

Abbildung 4.25: Ergebnisse des Versuches PIV D 03 mit DW = 65 mm und L = 325 mm im
dicht gelagerten Boden bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Zur besseren Auswertung sind in Abbildung 4.25a die Gesamtverformungen farblich unterlegt.

Erwartungsgemäÿ treten direkt über der Wendel die gröÿten Hebungen auf. Hier bildet sich,

ähnlich wie bei der Druckbelastung, eine Druckzwiebel aus. Mit zunehmendem Abstand wer-

den die Verformungen deutlich kleiner, der Radius des Ein�ussbereiches wird aber gröÿer. Die

Verformungen setzen sich bis zur Oberkante des Modellbodens fort.
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Aus Abbildung 4.25b ist ersichtlich, dass die horizontalen Verformungen oberhalb der Wendel

ebenfalls am gröÿten sind. Durch das Anheben der Wendel wird, ähnlich wie bei der Druckbelas-

tung, ein Teil des Bodens seitlich verdrängt. Nach oben hin weiten sich die Horizontaltverformun-

gen in die Breite aus, werden aber betragsmäÿig kleiner. Scherbänder bilden sich bei Zugbelastung

nur oberhalb der Wendel aus. Es wird nur ein kleiner, unmittelbar an die Wendel angrenzender

Bereich maÿgeblich durch Scherverzerrungen beansprucht.

Die Normalverzerrungen in Abbildung 4.26b weisen ebenfalls eine gewisse Ähnlichkeit mit

den Beobachtungen bei Druckbelastungen auf. Über der Wendel entstehen deutlich verdichtete

Bereiche, die sich in die Breite ausdehnen. Der verdichtete Bereich setzt sich jedoch dann, ohne

weitere nennenswerte Ausbreitung, bis an die Oberkante des Bodens fort. Unterhalb der Wendel

und seitlich oberhalb der Wendel sind gröÿere Au�ockerungen zu beobachten. Die Au�ockerung

reicht ebenfalls bis zur Modelloberkante.

(a) Scherverzerrungen (b) Normalverzerrungen

Abbildung 4.26: Ergebnisse des Versuches PIV D 03 mit DW = 65 mm und L = 325 mm im
dicht gelagerten Boden bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

Anhand der Auswertung kann das Tragverhalten wie folgt beschrieben werden. Die am Kopf

aufgebrachte Kraft wird über den Schaft zur Wendel geleitet. Dort erzeugt die Bodenreaktion eine

Normalspannung auf die Wendel. Die Normalspannung führt lokal zu einer Hebung und Verdich-

tung des Bodens direkt über der Wendel. Die Verdichtung führt zu horizontalen Verformung im

Boden. Die Normalspannung breitet sich mit zunehmendem Abstand von der Wendel in die Breite

aus, was zu einer Verringerung von Verformungen und Verzerrungen führt. Unterhalb der Wen-

del, im Bereich des Hohlraumes, wird der Boden vom Ausgangsspannungsniveau aus vollkommen
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entlastet. Im darunterliegenden Boden führt die Entlastung zu Hebungen und Au�ockerungen.

Seitlich neben dem zuvor beschrieben Verdichtungsbereich wird das vertikale Spannungsniveau

ebenfalls reduziert, was zu Au�ockerungen führt. Gleichzeitig wird diese Hebung durch seitliche

Verformungen überlagert.

Eine Verkürzung der Einbindetiefe, wie beim Versuch PIV D 01 in Abbildung 4.27a, führt

zu deutlich gröÿeren Verformungen über der Wendel, die im dicht gelagerten Sand bis an die

Modelloberkante reichen. Dabei könnte durchaus von einem Aufbruchkegel gesprochen werden.

Allerdings ist es auch in diesem Fall nicht so, dass ein monolithischer Bodenblock abgehoben

wird. Die Verformungen sind direkt über der Wendel gröÿer als an der Geländeoberkante, sodass

der Boden verdichtet und verdrängt wird, was mit Spannungsumlagerungen einhergeht.

(a) Versuch PIV D 03 mit DW = 65 mm und
L = 325 mm und Versuch PIV D 01 DW = 65 mm
und L = 163 mm

(b) Versuch PIV D 03 mit DW = 65 mm und
L = 325 mm und Versuch PIV D 05 DW = 65 mm
und L = 650 mm

Abbildung 4.27: Vergleich der Gesamtverformungen im dicht gelagerten Boden bei einer
Kopfverschiebung von 6,5 mm

Die Vergröÿerung der Einbindetiefe führt trotz höheren gemessenen Widerstands, der bei Ver-

such PIV D 05 mit Rt = 0, 93 kN etwa zweieinhalb mal so groÿ ist wie bei Versuch PIV D 03,

zu deutlich geringeren gemessenen Verformungen im Boden, siehe Abbildung 4.27b. Sowohl der

Verdichtungsbereich direkt über der Wendel als auch der Hebungsbereich fallen deutlich kleiner

aus. Die Verformungen setzen sich nicht bis zur Modelloberkante fort. Die Verformungen und

damit auch die Verzerrungen und Spannungsänderungen konzentrieren sich lokal auf den Bereich

oberhalb der Wendel.
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Das Verformungsverhalten wird durch die Lagerungsdichte maÿgeblich bestimmt. Die Gegen-

überstellung der Versuche PIV D 05 und PIV L 10, mit gleichen geometrischen Randbedingungen,

in Abbildung 4.28 zeigt, dass im locker gelagerten Sand der Ein�ussbereich deutlich kleiner wird.

Die Verformungen konzentrieren sich hier schon bei geringer Einbindetiefe auf den Bereich ober-

halb der Wendel. Aus der Gegenüberstellung der Normalverzerrungen geht hervor, dass der Boden

direkt über der Wendel wesentlich stärker verdichtet wird, als im dicht gelagerten Sand. Dies ist

plausibel, da ausgehend von der lockeren Lagerung ein gröÿeres Potential zur Verdichtung zur

Verfügung steht. Die gröÿere Verdichtung geht mit geringeren horizontalen Verformungen (vgl.

Anhang B), d. h. weniger seitlicher Verdrängung einher. Dies wiederum hat voraussichtlich ein

geringeres horizontales Spannungsniveau zur Folge, weshalb der Widerstand im lockeren Sand

mit Fult = 0, 07 kN mehr als zehn mal kleiner ist als im dicht gelagerten Sand.

(a) Vertikalverformungen (b) Normalverzerrungen

Abbildung 4.28: Vergleich der Versuche PIV D 03 (dichte Lagerung) und PIV L 10 (lockere
Lagerung) mit DW = 65 mm und L = 163 mm bei einer Kopfverschiebung
von 6,5 mm

Auch bei Zugbelastungen kommt es im dicht gelagerten Sand zu Überschneidungen der Ein�uss-

bereiche, wenn mehrere Wendeln wie in Abbildung 4.29 angeordnet werden. Während im Versuch

PIV D 05 mit ähnlicher Einbindetiefe der Ein�ussbereich nicht bis an die Oberkante reicht, wird

im Versuch PIV D 07 der Ein�ussbereich der unteren Wendel mit dem Ein�ussbereich der obe-

ren Wendel überlagert, sodass sich die Hebungen bis an die Modelloberkante ausbreiten können.

Die zugehörige Widerstands-Hebungs-Linie zeigt, dass im Vergleich zu dem Versuch PIV D 05

durch die zusätzliche Wendel nur wenig zusätzlicher Widerstand bei ähnlicher Einbindetiefe mo-

bilisiert werden kann. Im lockeren Sand scheint die gegenseitige Beein�ussung deutlich geringer

zu sein, da auch insgesamt, wie zuvor festgestellt, ein kleinerer Bereich beein�usst wird. Der
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gemessene Widerstand wird durch die zweite Wendel merklich erhöht, wie den Abbildungen in

Abschnitt 4.6 und den Widerstands-Hebungs-Linien in Anhang B entnommen werden kann. Die

in Abbildung 4.29b dargestellten Horizontaltverformungen bestätigen die zuvor getro�ene Aus-

sage, dass im dicht gelagerten Boden sich deutlich gröÿere horizontale Verspannungen einstellen,

die zu höheren Tragfähigkeiten führen.

(a) Gesamtverformungen (b) Horizontalverformungen

Abbildung 4.29: Vergleich der Versuche PIV D 07 (dichte Lagerung) und PIV L 04 (lockere
Lagerung) mit DW = 65 mm, L = 585 mm, l = 293 mm bei einer
Kopfverschiebung von 6,5 mm

Die Erhöhung der Wendelanzahl von zwei auf fünf hat, wie in Abschnitt 4.6.2 dargestellt, nur

einen geringen Ein�uss auf den erzielbaren Widerstand. Wie Abbildung 4.30 zeigt, ändert sich das

Verformungsverhalten jedoch deutlich. Im dicht gelagerten Modellboden bildet sich zwischen den

einzelnen Wendeln ein in etwa gleichmäÿig verschobener Bodenbereich aus. Der gesamte durch die

Zugbelastung beein�usste Bereich ist bei zwei und fünf Wendeln ungefähr gleich groÿ, sodass von

einem ähnlichen Spannungsverhältnis ausgegangen werden kann, was die annähernd gleichgroÿen

Widerstände erklärt.

Im locker gelagerten Sand ist dieses Verhalten nicht so deutlich ausgeprägt. Hier sind die Verfor-

mungen über den Wendeln weiterhin konzentriert. Zwischen den Wendeln sind die Verformungen

etwas geringer. Bei beiden Lagerungsdichten bildet sich jedoch ein deutlich erkennbares Scherband

über die gesamte Einbindelänge aus.
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(a) Gesamtverformungen (b) Scherverzerrungen

Abbildung 4.30: Vergleich der Versuche PIV D 07 und PIV D 09 (dichte Lagerung) sowie
PIV L 04 und PIV L 01 (lockere Lagerung) mit DW = 65 mm, L = 585 mm
bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm

4.8 Zusammenfassung und Bewertung der Versuchsergebnisse

Mit den Modellversuchen konnten die Hauptein�üsse auf das Trag- und Verformungsverhalten

von Fertigschraubpfählen unter axialer Belastung aufgezeigt werden. Bei den untersuchten Ein-

bindetiefen bis L/DW = 10 weisen druckbelastete Fertigschraubpfähle grundsätzlich ein ande-

res Tragverhalten als zugbelastete Fertigschraubpfähle auf. Das zeigen sowohl die gemessenen

Widerstands-Setzungs-Linien bzw. Widerstands-Hebungs-Linien als auch die Auswertungen der

PIV-Versuche.

Bei einer Druckbelastung wird der Boden unterhalb der Wendel verdichtet, was (unter drainier-

ten Bedingungen) zur Erhöhung der e�ektiven Spannungen führt. Durch das höhere Spannungs-

niveau kann die Last weiter erhöht werden. Bei dichter Lagerung und ausreichend Einbindung

führt das dazu, dass kein progressiver Bruch eintritt, sondern der Grenzzustand durch ein Verfor-

mungskriterium de�niert werden muss. Nimmt die Lagerungsdichte bzw. die Stei�gkeit ab, so kann

Boden unterhalb der Wendel mit weniger Widerstand verdichtet und seitlich verdrängt werden,

sodass der Gesamtwiderstand abnimmt. Die Wendel�äche beein�usst den erzielbaren Widerstand

in etwa linear, die Einbindelänge geht bei L/DW < 5 annähernd linear in den Widerstand ein,

bei gröÿerer Einbindung nimmt der Ein�uss ab.

Bei Zugbelastung wird zwar ebenfalls der Boden direkt oberhalb der Wendel durch die Span-

nungszunahme bei Belastung verdichtet. Seitlich verringert sich aber das Spannungsniveau, da die

Belastung der Spannung aus Bodeneigengewicht entgegen gerichtet ist. Dies zeigt sich in den mit

der PIV-Methode beobachteten Au�ockerungen. Mit zunehmender Belastung stellt sich dann der



Zusammenfassung und Bewertung der Versuchsergebnisse 71

Grenzzustand ein und der Fertigschraubpfahl wird aus dem Boden gezogen. Bei relativ geringen

Einbindelängen sind nur sehr kleine Verformungen bis zum Erreichen des Grenzzustandes erfor-

derlich, bei Einbindelängen von L/DW = 10 wird der Grenzzustand bei einer Kopfverformung

von sult ≈ 0, 1 · DW erreicht. Versagensformen, die in etwa einem Aufbruchkegel entsprechen,

konnten im dichten Sand bei Einbindungen L/DW ≤ 5 beobachtet werden. Im lockeren Sand hat

sich auch bei einer Einbindung von L/DW = 2, 5 die Verformung nicht bis an die Geländeober-

�äche fortgesetzt. Von den geometrischen Gröÿen hat bei Zugbelastung die Einbindelänge den

gröÿten Ein�uss auf den erzielbaren Widerstand.

Quantitativ liegen die in den Modellversuchen gemessenen Widerstände unter Zugbelastung

im dichten Sand in einer ähnlichen Gröÿenordnung, wie sie auch von Ghaly, Hanna und Hanna

(1991b) gemessen wurden, wobei ein direkter Vergleich schwer möglich ist, da der verwendete

Modellsand nicht identisch ist. Im lockeren Sand sind die von Ghaly, Hanna und Hanna (1991b)

gemessenen Widerstände etwa doppelt so groÿ. Die Beobachtungen könnten darauf hindeuten,

dass im locker gelagerten Sand die Installationse�ekte einen gröÿeren Ein�uss auf den Widerstand

haben. Dies könnte mit einer Verdichtung des Sandes im Nahbereich des Fertigschraubpfahls

begründet werden.

Bezüglich der Bruch�guren bei Fertigschraubpfählen mit mehreren Wendeln zeigt sich, dass

die Lagerungsdichte einen maÿgeblichen Ein�uss darauf hat, bei welchen Wendelabstand sich ein

quasi zylindrischer Bodenblock zwischen den Wendeln bildet. Bei den Versuchen mit lockerem

Sand war dies selbst bei relativ geringen Wendelabständen von l = 1, 5 · DW nicht eindeutig

der Fall. Allerdings zeigen die Modellversuche auch, dass eine weitere Verringerung des Abstands

kaum einen Zuwachs an Tragfähigkeit verspricht. Schon die Verringerung von l = 3 · DW auf

l = 1, 5 ·DW brachte nur sehr geringe Zuwächse der Tragfähigkeit.

Der Vergleich mit den Ergebnissen von Ferguson und Standing (2012), die ebenfalls PIV-

Versuche mit dicht gelagertem Sand durchführten, zeigt, dass sich bei den hier vorgestellten

Versuchen der Bruchmechanismus im Versuch PIV D 10 bei deutlich geringerer Kopfverformung

einstellte. Nach der von Ferguson und Standing (2012) gegebenen Gra�k stellte sich ein durch-

gängiges Scherband bei ca. 9 mm Kopfverformung ein. In den Abbildungen im Anhang B für den

Versuch PIV D 10 ist das Scherband bereits bei s = 0, 05 · DW = 3, 25 mm deutlich zu sehen.

Allerdings waren die Versuche auch deutlich anders konzipiert (horizontaler Einbau, ebener Ver-

zerrungszustand). Es ist daher anzunehmen, dass die Versuche von Ferguson und Standing (2012)

nur einen Demonstrationscharakter haben.

Motamedinia, Hataf und Habibagahi (2019) haben ebenfalls Ergebnisse von PIV-Versuchen

vorgestellt. Die Modelle waren dabei ähnlich konzipiert wie bei Tsuha et al. (2007), d. h. es wurden

zwei Wendeln mit einem längerem Schaft getestet. Die Einbindelänge der obersten Wendel wurde

dabei konstant auf L0/DW = 11 belassen. In Abbildung 4.31 sind die Vertikalverformungen bei
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Bruchlast dargestellt. Bei einemWendelabstand von l/DW = 2 ist auch bei diesen Versuchen noch

ein annähernd durchgängiger Zylinder erkennbar. Bei der Vergröÿerung des Wendelabstands geht

das Versagensbild in eine Bruch�gur mit einzelnen Versagensbereichen oberhalb der Wendeln

über.

(a) l/DW = 2 (b) l/DW = 3 (c) l/DW = 4

Abbildung 4.31: PIV-Auswertung der vertikalen Verformung bei Bruchlast im mitteldichten
Sand DW = 47 mm und L0/DW = 11, aus Motamedinia, Hataf und
Habibagahi (2019)
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5 Groÿ- und Feldversuche zum Trag- und

Verformungsverhalten

In den folgenden Abschnitten werden die Ergebnisse von Groÿ- und Feldversuchen zur Bestim-

mung des Trag- und Verformungsverhaltens von Fertigschraubpfählen vorgestellt. Die Versuche

gliedern sich in drei Abschnitte:

1. Die Groÿversuch in der Versuchsgrube wurden im Rahmen des DIBt-Forschungsprojektes

zur �Tragfähigkeit von Schraubfundamenten unter statischer und zyklischer Last� durchge-

führt und bereits in Boley und Höppner (2016) verö�entlicht.

2. Die erste Serie von Feldversuchen entstand im Rahmen eines Forschungsprojektes, bei dem

die Verwendbarkeit von Fertigschraubpfählen zur Gründung von Kleinwindenergieanlagen

untersucht wurde. Die Kernfrage war, ob die Zuglasten aus den Seilabspannungen von den

Fertigschraubpfählen aufgenommen werden können und wie die Nachweise der Tragfähigkeit

zu führen sind. Die Ergebnisse sind ebenfalls in Boley und Höppner (2016) enthalten.

3. Die zweite Feldversuchsserie entstand in Zusammenarbeit mit der Krinner Schraubfunda-

mente GmbH. Das Unternehmen hat im Rahmen der Produktweiterentwicklung ein verlän-

gerbares Schraubpfahlsystem konzipiert und sich mit Fragen bezüglich der äuÿeren Tragfä-

higkeit an das Institut für Bodenmechanik und Grundbau der Universität der Bundeswehr

München gewandt.

5.1 Groÿversuch in der Versuchsgrube

In der Versuchsgrube des Instituts für Bodenmechanik und Grundbau der Universität der Bun-

deswehr München wurden insgesamt 3 Groÿversuche durchgeführt. Bei den Versuchen wurden

Fertigschraubpfähle der Firma Krinner verwendet. Das Fertigschraubpfahlsystem unterscheidet

sich etwas von den im Modellversuch getesteten Geometrien, siehe Abschnitt 5.3.1. Die Geome-

trie des untersuchten verlängerbaren Systems ist in Abbildung 5.1a dargestellt. Für die begrenzte

Tiefe der Grube wurden Pfähle mit einer etwas kürzeren Baulänge als im Original verwendet.
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(a) Systemschnitt mit Abmessungen des Fertigschraubpfahls
(in mm)

(b) Versuchsaufbau im eingebauten Zustand

Abbildung 5.1: Versuchsgrube, Testpfahl und Belastungseinrichtung

5.1.1 Versuchsstand, Instrumentierung und Versuchsdurchführung

Die Versuchsgrube der Universität der Bundeswehr München hat Abmessungen von 3,0 m x 3,0 m

und ist 2,80 m tief. Als Versuchsboden wurde ein weitgestufter Sand mit einem Feinanteil < 7 %

und einem Wassergehalt zwischen 5 % und 10 % verwendet. Der Einbau des Sandes erfolgte in

25 cm starken Lagen. Nach der Aufschüttung der Schicht wurde anschlieÿend jede Lage mit einer

elektrischen Rüttelplatte mit einem Gewicht von 75 kg und einer Leistung von 3 kW in zwei

Übergängen verdichtet. Die Kontrolle der Lagerungsdichte und des Wassergehalt fand beim Ein-

und Ausbau mittels Ausstechzylinder statt. Durch dieses Vorgehen ist eine mitteldichte Lagerung

des Sandes gewährleistet worden. Nach beendetem Versuch wurden die benötigten fünfunddreiÿig

Tonnen Sand komplett ausgebaut und wieder neu eingebaut.

Nach dem Einbau des Sandes erfolgte der Einbau der Fertigschraubpfähle mit einem elektri-

schen Handeindrehgerät. Die Verwendung von einem gröÿeren Gerät war aus Platzgründen nicht

möglich. Das Handeindrehgerät hatte den Nachteil, dass damit keine nennenswerte Vertikalkraft

auf den Schraubpfahl aufgebracht werden konnte, sodass beim Eindrehen teilweise Boden geför-

dert wurde, was sich negativ auf die Tragfähigkeit auswirkt.
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Insgesamt wurden drei Versuche durchgeführt:

� ein statischer Druckversuch

� ein statischer Zugversuch

� ein zyklischer Versuch mit Druckschwelllast

Bei den statischen Versuchen wurde als Erstes der Anfänger in den Boden eingedreht und pro-

bebelastet. Anschlieÿend wurde die Verlängerung aufgesetzt, eingedreht und eine zweite Probe-

belastung durchgeführt. Die Belastung selbst erfolgte kraftgesteuert mit einem Hydraulikzylinder

in mehreren Laststufen. Je Laststufe wurde die Belastung mindestens 15 Minuten konstant ge-

halten und die Beobachtungszeit solange verlängert, bis die Verformungsgeschwindigkeit kleiner

als 0,1 mm/5 min war. Es wurden die Kopfverformung, die Kraft und die Verformungen an der

Geländeoberkante im Umfeld des Fertigschraubpfahls gemessen. Die fünf Wegaufnehmer an der

Geländeoberkante befanden sich im Abstand von 15 cm, 25 cm, 40 cm, 55 cm und 75 cm zur

Achse des Schraubpfahls.

5.1.2 Ergebnisse des Druckversuchs

In Abbildung 5.2 sind die beiden im ersten Versuch gemessenen Widerstands-Setzungs-Linien ge-

genübergestellt. Das Grundelement mit der geringen Einbindetiefe von L = 1, 00 m erreicht in der

statischen Probebelastung nur einen relativ geringen Widerstand in dem mitteldicht gelagerten

Sand.

Bis zu einer Belastung von 6 kN, die in drei Laststufen je 2 kN aufgebracht wurde, steigt

die Kopfverformung moderat bis auf 2,5 mm an. Nach dem Aufbringen der nächsten Laststufe

von 8 kN nimmt die Kopfverformung um weitere 2 mm zu. Das Einsetzen von Kriechverfor-

mungen während des Haltens der Laststufe ist deutlich in der Widerstands-Setzungs-Linie in

Abbildung 5.2a zu erkennen. Beim Aufbringen der letzten Laststufe wird nach dem Abklingen

der Verformung eine Kopfverschiebung von 7,5 mm angezeigt, was 6 % des Wendeldurchmessers

entspricht. Somit war der Grenzzustand annähernd erreicht. Um einen negativen Ein�uss beim

weiteren Eindrehen mit der Verlängerung zu vermeiden, wurde der Versuch beendet.

Nach dem Einbau der Verlängerung wurde eine erneute Probebelastung durchgeführt, die zuge-

hörige Widerstands-Setzungs-Linie ist in Abbildung 5.2b gegeben. Die Belastung wurde bis 40 kN

in Schritten zu je 5 kN und anschlieÿend in Schritten mit je 10 kN aufgebracht. Bis zu einer Belas-

tung von 35 kN steigt die Kopfverschiebung nur um 2 mm an. Bei der weiteren Belastung werden

die Kopfverschiebungen zunehmend gröÿer. Bei 70 kN Belastung und einer Kopfverschiebung von

ca. 22 mm (≈ 0, 08 ·DW ) wurde der Versuch beendet.
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(a) Grundelement mit durchgängiger Wendel (b) Grundelement mit Verlängerung

Abbildung 5.2: Vergleich der gemessenen Widerstands-Setzungs-Linien

Durch die Verlängerung mit der deutlich gröÿeren Wendel hat sich das Tragverhalten geändert.

Bis zu einer Belastung von ca. 35 kN reagiert das System sehr steif, anschlieÿend nehmen die

plastischen Verformungen beträchtlich zu. Eine mögliche Erklärung für das beobachtete Verhalten

bietet die unterschiedliche Mobilisierung von Scherkräften entlang des Schaftes und Normalkräften

unterhalb der Wendel. Bis zu einer Belastung von 35 kN werden vorwiegend Scherwiderstände

entlang des Schaftes und der unteren mehrgängigen Wendel mobilisiert. Bei der Erhöhung der

Belastung bis auf 70 kN werden die zusätzlichen Kräfte vorwiegend über Normalspannungen

unterhalb der oberen Wendel in den Boden eingeleitet, die zur Mobilisierung deutlich gröÿere

Verformungen benötigen. Die unterschiedliche Mobilisierung von Scherkräften (Mantelreibung)

und Normalkräften (Spitzenwiderstand) wird so auch für z. B. Bohrpfähle in der EA-Pfähle (2012)

angenommen. Insgesamt betrachtet, führt die Verlängerung zu einer Erhöhung der Tragfähigkeit

um etwa das Siebenfache im Vergleich zum Grundelement. Mit den o. g. Annahmen setzt sich die

Erhöhung dabei aus zwei Komponenten zusammen. Zum einen bindet das Grundelement tiefer in

den Boden ein, was zu einer höheren Mantelreibung führt. Weiterhin bietet die Wendel zusätzliche

Fläche zur Einleitung von Normalspannungen.



Groÿversuch in der Versuchsgrube 77

5.1.3 Ergebnisse des Zugversuchs

In Abbildung 5.3 sind analog die Widerstands-Hebungs-Linien für den zweiten, zugbelasteten

Versuch abgedruckt. Der Widerstand des Grundelementes ist noch geringer als im Druckversuch.

Bis zu einer Belastung von 2 kN steigt die Kopfverformung auf etwa 1,5 mm an. Beim Versuch,

die Belastung auf 3 kN zu steigern, beginnt der Fertigschraubpfahl zu versagen, sodass beim

Erreichen einer Kopfverformung von 9 mm die Probebelastung beendet worden ist.

(a) Grundelement mit durchgängiger Wendel (b) Grundelement mit Verlängerung

Abbildung 5.3: Vergleich der gemessenen Widerstands-Hebungs-Linien

Nach der Installation des Verlängerungselementes konnte auch bei der Zugbelastung eine deutli-

che Erhöhung des Widerstands beobachtet werden. Die Belastung wurde in Schritten zu je 2,5 kN

aufgebracht, die zugehörige Widerstands-Hebungs-Linie ist in Abbildung 5.3b gegeben.

Bis zu einer Belastung von 15 kN treten nur geringe Kopfverformungen auf. Nach der Erhö-

hung auf 17,5 kN ist eine starke Zunahme der Verformung und ein länger anhaltendes Kriechen

aufgetreten. In der darauf folgenden Laststufe von 20 kN hat der Schraubpfahl endgültig ver-

sagt. Die Verwendung der Verlängerung führt auch bei der Zugbelastung zu einer Erhöhung des

Widerstands um den Faktor sieben.
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Abbildung 5.4: Groÿaufnahme
nach dem Versagen des
zugbelasteten Fertigschraubpfahls

Abbildung 5.5:

Verformungen an der
Sandoberkante während der
Probebelastung in Zugrichtung
(Hebungen negativ)

Zur Klärung der Frage, ob bei Zugbelastung ein Aufbruchkegel zu erwarten ist, ist in Ab-

bildung 5.4 die Sandoberkante im Kopfbereich des Fertigschraubpfahls nach dem Versagen dar-

gestellt. Abbildung 5.5 zeigt die zugehörigen Kopf- und Bodenverformungen. Wegaufnehmer 1,

der oberhalb des von der Wendel durchdrungenen Bodenzylinders liegt, und Wegaufnehmer 2,

in 25 cm Abstand zur Pfahlachse, zeigen eine deutliche Hebung vor dem bzw. beim Bruch des

Fertigschraubpfahls an. Auch bei den Wegaufnehmern 3 und 4 sind noch Hebungen erkennbar,

allerdings fallen diese mit weniger als 1 mm geringer aus.
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Die Messungen bestätigen also die Beobachtungen in den Modellversuchen, dass bei gerin-

gen Einbindetiefen (hier L0 = 2, 5 · DW ) ein Aufbruchkegel auftritt. Der Neigungswinkel des

Kegels υc gegen die Vertikale ist jedoch deutlich geringer als 45° einzuschätzen. Anhand der

unterschiedlichen Verformungen ist davon auszugehen, dass die Bruch�gur nicht aus einem kom-

pletten Bodenblock, der als Aufbruchkegel versagt, besteht, sondern sich ein zusammengesetzter

Bruchmechanismus einstellt.

Der Bodenzylinder oberhalb der Wendel folgt der Bewegung von Schaft und Wendel und wird

nach oben verschoben. Der Zylinder überträgt durch �Mantelreibung� die Beanspruchung auf den

umliegenden Boden. Durch den Neigungswinkel der mobilisierten Reibung entstehen horizontale

Kraftanteile, die den umliegenden Boden, ähnlich wie beim Erdwiderstand, auf einer Gleit�äche

nach oben schieben.

5.1.4 Ergebnisse des Druckschwelllastversuchs

Im dritten Versuch in der Versuchsgrube wurde das Grundelement mit der Verlängerung zu-

sammen eingebaut und anschlieÿend mit einer zyklischen Druckschwelllast belastet. Die Last-

aufbringung erfolgte sinusförmig mit einer Frequenz von 0,5 Hz. Die gröÿte Drucklast betrug

Fc,max = 15 kN, die kleinste Drucklast Fc,min = 7, 5 kN. Somit ergeben sich, bezogen auf den

statischen Druckversuch, ein mittleres Lastniveau von 32 % und ein zyklisches Lastniveau von

5 %. Das maximale Lastniveau, welches der Summe des mittleren und des zyklischen Lastniveaus

entspricht, liegt bei 37 %.

In Abbildung 5.6 sind die gemessenen Kopfverschiebung und die Verformungen an der Gelände-

oberkante über die Zyklenanzahl abgetragen. Bei dem geringen Belastungsniveau haben sich über

die insgesamt 10.000 Lastzyklen nur geringe plastische Verschiebungen von 1,2 mm akkumuliert.

Der elastische Verschiebungsanteil zwischen Fc,max und Fc,min blieb über die gesamte Versuchs-

dauer bei 0,12 mm. In der Kurve für die Kopfverschiebung ist bei etwa 2500 Lastzyklen ein Knick

zu erkennen. Während der Versuchsdurchführung kam es zu einer 12-stündigen Unterbrechung

aufgrund eines Ausfalls in der Steuerungskette. Diese zwischenzeitliche Entlastung hatte also

einen Ein�uss auf das Setzungsverhalten. In der halblogarithmischen Darstellung kann insgesamt

von einer zyklischen Beruhigung ausgegangen werden, vgl. Thomas (2011).

Die Verformungen an der Geländeoberkante korrelieren mit den Verformungen des Fertig-

schraubpfahls. Je dichter ein Wegaufnehmer am Pfahl war, umso gröÿer waren auch die gemes-

senen Setzungen an der Geländeoberkante. Die zyklische Druckbelastung führt dementsprechend

zu einer Verdichtung im Nahbereich des Fertigschraubpfahls.
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Abbildung 5.6: Ergebnisse des
zyklischen
Druckschwelllastversuches mit
Fc,max = 15 kN und Fc,min = 7,5 kN

5.2 Feldversuche zur Untersuchung der Verwendbarkeit von

Fertigschraubpfählen zur Gründung von

Kleinwindenergieanlagen

Durch das Institut für Bodenmechanik und Grundbau der Universität der Bundeswehr Mün-

chen wurden zahlreiche Feldversuche, in Form von statischen Probebelastungen, zur Beurteilung

des axialen Tragverhaltens von Fertigschraubpfählen in der praktischen Anwendung durchge-

führt. In ersten Untersuchungsprüfungen wurden Fertigschraubpfähle in unterschiedlichen Böden

vorwiegend durch Zug bis zur Bruchgrenze belastet, sofern dies möglich war. Die zugehörigen

Untersuchungsberichte sind als Anhang 3 und 4 in Boley und Höppner (2016) verö�entlicht.

Das Tragverhalten der Fertigschraubpfähle wurde in locker bis mitteldicht gelagertem Sand,

steifem Mergel, weichem Klei und Torf untersucht. Je nach Bodenverhältnissen kamen Fertig-

schraubpfähle mit Schaftdurchmessern von d = 77, 4 mm oder 88,9 mm und einer Baulänge von

1,60 m mit einer Wendel oder 2,20 m mit zwei Wendeln zum Einsatz. Der Wendeldurchmesser

DW wurde zwischen 290 mm und 600 mm variiert.

Druckbelastete Fertigschraubpfähle konnten in den Feldversuchen nicht soweit belastet wer-

den, dass sich ein progressiver Bruch entwickelte. Vielmehr wurden Widerstands-Setzungs-Linien

aufgezeichnet, bei denen der Widerstand annähernd proportional zur Verformung ist, vgl. Abbil-

dung 5.7a.

Die Widerstands-Hebungs-Linien der durchgeführten Zugversuche zeigen üblicherweise einen

Versagenszustand an, d. h. mit zunehmender Belastung nehmen die Verformungen überpropor-

tional zu (Abbildung 5.7b). Allerdings sind im Feldversuch teilweise sehr groÿe Verformungen

erforderlich, um den maximalen Widerstand zu mobilisieren. Im Versagenszustand werden die
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(a) Druckbelastung (b) Zugbelastung

Abbildung 5.7: Typische Ergebnisse von Probebelastungen in Feldversuchen

Wendeln des Fertigschraubpfahls durch den Boden gezogen und dieser seitlich verdrängt. Bei

sehr groÿen Verformungen entstehen dann die zylindrischen Bruchkörper oberhalb der Wendeln,

wie sie in Abbildung 5.8 zu sehen sind. Ähnliche Versagensformen in Modellversuchen mit bindi-

gen Boden beobachteten Rao, Prasad und Shetty (1991).

Die Auswertungen der Probebelastungsdaten zeigen, dass die Tragfähigkeit und das Tragverhal-

ten der Fertigschraubpfähle stark von den Bodeneigenschaften abhängen. Besonders in bindigen

Böden weisen die Schraubpfähle ein sehr duktiles Tragverhalten auf. Dies zeigt sich in den groÿen

Verformungen (mehrere Zentimeter), die aufgebracht werden müssen, bevor es überhaupt zu ei-

nem Bruch kommt. Nach einem kurzzeitigen Überschreiten der Tragfähigkeit konnte eine hohe

Resttragfähigkeit festgestellt werden. Für die baupraktische Anwendung der Schraubpfähle in

bindigen Böden mit breiiger bis steifer Konsistenz ist somit hauptsächlich die Verformung ein

entscheidendes Kriterium. In locker gelagerten nichtbindigen Böden sind ebenfalls groÿe Verfor-

mungen erforderlich, um den Grenzzustand der Tragfähigkeit zu erreichen. Mit steigender Lage-

rungsdichte nimmt die Tragfähigkeit der Fertigschraubpfähle, bei sonst gleichbleibenden Rand-

bedingungen, deutlich zu.
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Abbildung 5.8: Ausziehversuch zur
Ermittlung der Bruch�gur

5.3 Feldversuche zur Untersuchung der Verwendbarkeit von

Fertigschraubpfählen sowie der Korrelation zwischen

Eindrehmoment und Tragfähigkeit

5.3.1 Beschreibung des Fertigschraubpfahlsystems

Das Fertigschraubpfahlsystem KSF-V 114 der Firma Krinner besteht aus einem Anfänger mit

konischer Spitze und einer über 7 Windungen durchgängigen Wendel sowie zwei verschiedenen

Verlängerungen, die über ein aufgepresstes Achtkantpro�l und mit Bolzen miteinander verbunden

werden können.

Der Schaft des Anfängers besteht aus einem 2,00 m langen Stahlrohr mit einem Auÿendurch-

messer von d = 114, 3 mm und einer Wandungsstärke von 5 mm. Die Spitze verjüngt sich auf

einer Länge von 240 mm. Im Übergang von der Spitze zum Schaft ist eine 350 mm lange Wendel

mit einer Materialstärke von tW = 5 mm und einer Ganghöhe von h = 50 mm aufgeschweiÿt.

Zur Herstellung einer Gründung wird zu Beginn immer, unabhängig vom anstehenden Boden,

der insgesamt 2,00 m lange Anfänger in den Boden eingedreht. Sollte tragfähiger Boden erst in

gröÿerer Tiefe anstehen, so kann die Pfahllänge mit Hilfe der Verlängerungen vergröÿert werden.

Bei den Verlängerungen besteht der Schaft ebenfalls aus Rohr mit einem Auÿendurchmesser von

d=114,3 mm und einer Wandstärke von 5 mm. Je nach Typ be�ndet sich am unteren Ende

entweder eine Wendel mit fünf Windungen und DW = 154 mm oder eine Wendel mit einer

Windung und DW = 300 mm. Das Datenblatt der Schraubpfähle ist im Anhang C.1 gegeben.
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5.3.2 Installation der Fertigschraubpfähle, Versuchseinrichtung und Messtechnik

Die Installation der Pfähle erfolgte mit einem Bohrgerät vom Typ Krinner KRD 60 PV. Das Gerät

ist auf einem Raupenfahrwerk aufgebaut und besitzt einen mäklergeführten Kraftdrehkopf, der

bis 6 kNm Drehmoment liefern kann. Ein elektronisches System protokolliert die Herstelldaten,

Drehmoment und zugehörige Tiefe, kontinuierlich. Die Ermittlung des Drehmomentes erfolgt über

Di�erenzdruckmessung am Kraftdrehkopf unter Berücksichtigung der Öltemperatur.

Zur Durchführung der statischen Zug- und Druckversuche wurde eine Belastungseinrichtung

entwickelt, die aus einem Belastungsrahmen, einem Hydraulikzylinder, einer Handpumpe, einem

Kraftaufnehmer und einem Wegaufnehmer besteht.

Der Belastungsrahmen besteht aus zwei Traversen, die die aufgebrachte Last gleichmäÿig auf

drei Reaktionspfähle verteilen. Der Abstand zwischen dem Probepfahl und den Widerlagern be-

trägt in Anlehnung an die EA-Pfähle (2012) 1,50 m.

Die Lastaufbringung erfolgte mit einem einfach wirkenden Hydraulikzylinder, der für Druckbe-

lastungen zusammen mit dem Kraftaufnehmer direkt zwischen dem Probepfahl und der Traverse

angeordnet wurde. Zur Aufbringung von Zuglasten wurde der Zylinder oberhalb der Traverse

angeordnet und der Kraftschluss mittels Zugstangen hergestellt. Eine Kugelkalotte zwischen der

Traverse und dem Zylinder gleicht leichte Imperfektionen aus. Der Kraftaufnehmer vom Typ

HBM U3 mit einer Nennlast von 100 kN ist für die wirkenden Querkräfte, die sich durch geo-

metrische Imperfektionen zwangsläu�g ergeben, ausreichend stabil. Zur Wegmessung kam ein

optischer Aufnehmer mit 50 mm Messweg zum Einsatz.

Bei den Versuchen wurden die Verschiebung des Pfahlkopfes in axialer Richtung sowie die aufge-

brachte Last gemessen. Die Verschiebungsmessung erfolgte von einem Fixpunkt aus, der mit Hilfe

einer zusätzlichen Traverse gebildet wurde. Die Aufnehmer wiesen folgende Genauigkeit auf:

� Die Messunsicherheit der Verschiebungsmessung betrug 0,1 mm,

� während der Prüfzeiten zur Bestimmung des Kriechmaÿes war eine Messunsicherheit kleiner

0,05 mm gewährleistet,

� der Messaufnehmer zur Verschiebungsmessung wies eine Ablesegenauigkeit von 0,01 mm

auf,

� die Messunsicherheit des Kraftaufnehmers betrug 0,2 kN.

Die Messwerte für Verformung und Kraft wurden kontinuierlich durch einen entsprechenden

Analog-Digital-Wandler umgewandelt und mit einer Frequenz von 10 Hz aufgezeichnet. Die Mess-

kette wurde vor Beginn der Versuche kalibriert.
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5.3.3 Prüfstandorte und Versuchsprogramm

Es wurden an mehreren Standorten Probebelastungen an den Fertigschraubpfählen durchgeführt,

um Erkenntnisse über das Tragverhalten in verschiedenen Böden zu gewinnen. Tabelle 5.1 gibt

einen Überblick mit den wichtigsten Angaben zu den durchgeführten Versuchen. An jedem Stand-

ort wurden zwei unterschiedliche Belastungsschemas mit unterschiedlichen Belastungszeiten ge-

testet. Nach Möglichkeit wurden die Fundamente bis zum Versagen belastet. Die Probebelas-

tungen wurden sowohl in Zug- als auch in Druckrichtung durchgeführt. Eine Beschreibung der

Bodenverhältnisse an den Standorten und der durchgeführten Versuche ist im Anhang C.2 gege-

ben.

Tabelle 5.1: Überblick zu den durchgeführten Feldversuchen

Standort anstehende
Bodenarten nach DIN

EN ISO 14688-2
(2018)

Anzahl der
Versuche

getestete Pfahlelemente

Kiesgrube Furth
b. Landshut

GW/GU, dicht 11 KSF V 114 x 2000 PT und
KSF V 114 x 1500 EH

Tongrube
Mainburg

TM, halbfest 10 KSF V 114 x 2000 PT

SE, mitteldicht bis
dicht

6 KSF V 114 x 2000 PT und
KSF V 114 x 1500 EH

A, locker/weich 7 KSF V 114 x 2000 PT, KSF
V 114 x 1500 EH und KSF

V 114 x 1500 ET

Krinner
Firmengelände

UL, steif bis halbfest 11 KSF V 114 x 2000 PT und
KSF V 114 x 1500 EH

5.3.4 Auswertung, Ergebnisse und Bewertung der Probebelastungen

Zur Bewertung der Ergebnisse der Probebelastungen wurden die Kopfverschiebungen in Abhän-

gigkeit des erreichten Wiederstands als Widerstands-Setzungs-Linie bzw. Widerstands-Hebungs-

Linie abgetragen und für jede Laststufe das Kriechmaÿ bestimmt. Als Bruchkriterium wurde das

Erreichen eines Kriechmaÿes von 2,00 mm für Fertigschraubpfähle ohne Einzelwendeln de�niert.

Für Fertigschraubpfähle mit der Verlängerung KSF V 114 x 1500 EH wurde zusätzlich, in An-

lehnung an die EA-Pfähle (2012), die Kopfverschiebung beim Erreichen des Grenzzustands der

Tragfähigkeit auf 10 % des Wendeldurchmessers begrenzt. Das Kriechmaÿ wurde für jede Last-

stufe ausgewertet und in einem Diagramm über die Belastung abgetragen. Die Messdaten wurden

mit einer e-Funktion ge�ttet, sodass genau ein Wert für kS = 2, 00 mm ermittelt werden konnte:

f(x) = y0 +A · eR0·x (5.1)
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5.3.4.1 Ergebnisse der Druckversuche

In Abbildung 5.9a sind drei Widerstands-Setzungs-Linien von Versuchen mit dem Grundelement

in unterschiedlichen Bodenarten abgebildet, die den typischen Verlauf der Kurven zeigen. Bei-

spielhaft für den Versuch S-A1 lässt sich dieser wie folgt beschreiben:

� In den unteren zwei Laststufen bis 20 kN nehmen die Verformungen moderat mit der Be-

lastung zu. Während der Lasthaltezeit sind die zeitabhängigen Verformungen gering.

� Bei der anschlieÿenden Erhöhung der Belastung auf 34 kN ist eine deutliche Zunahme der

Kopfverschiebung zu beobachten. Am Ende der Lasthaltezeit liegt die Kopfverschiebung bei

5,7 mm und das Kriechmaÿ beträgt 0,79 mm. Der Ein�uss der Kriechverformung auf die

Gesamtverschiebung ist deutlich erkennbar.

� Bei der weiteren Erhöhung der Last auf 40 kN geht der Fertigschraubpfahl in den Versa-

genszustand über. Das Kriechmaÿ steigt auf 4,4 mm.

(a) Grundelement in unterschiedlichen Böden: Schlu�
steif-halbfest (S-A1), Kies dicht gelagert (F-A1) und
Ton halbfest (MT-A2)

(b) Grundelement (S-A1) und Grundelement mit
Verlängerung (S-E1) im Schlu�

Abbildung 5.9: Vergleich von Druckprobebelastungen mit dem Grundelement KFV V 114 x
2000 und dem Grundelement mit Verlängerung KSF V 114 x 1500 EH

Das typische Verhalten unterscheidet sich von Beobachtungen, wie sie beispielsweise in Ab-

schnitt 4.6 oder Abschnitt 5.2 beschrieben wurden. Dies ist mit der unterschiedlichen Bau-

form der Grundelemente zu begründen. Während in vorgenannten Abschnitten Fertigschraub-

pfähle untersucht wurden, deren Wendeldurchmesser deutlich gröÿer als der Schaftdurchmesser
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war, ist beim Grundelement der Wendeldurchmesser nur 35 % gröÿer als der Schaftdurchmes-

ser (DW /d = 1, 35). Bei groÿen Durchmesserverhältnissen wird die Belastung überwiegend über

Normalspannungen in den Boden unterhalb der Wendel eingeleitet. Die Mantelreibung entlang

des Schaftes hat eine untergeordnete Bedeutung.

Bei dem kleinen Durchmesserverhältnis erfolgt der Lastabtrag im Gegensatz dazu über Man-

telreibung zwischen dem Boden und dem Schaft. Im Bereich der Wendel wird die Verzahnung

zwischen dem Schaft und dem Boden ggf. erhöht. Der Spitzendruck am Ende des Pfahls ist

aufgrund der konischen Formgebung vernachlässigbar. Der Lastabtrag über Mantelreibung er-

klärt den Verlauf der Widerstands-Setzungs-Linie. Bei einem geringen Belastungsniveau sind nur

kleine Scherdehnungen im Boden zum Lastabtrag erforderlich, die Verformungen bleiben gering.

Beim Übergang in den Grenzzustand der Tragfähigkeit wird die maximal mobilisierbare Reibung

in der Scherfuge zwischen Schaft und Boden erreicht und es kommt zum Abscheren, d. h. bei

zunehmender Verformung bleibt der Widerstand annähernd konstant. Somit ist ein eindeutiger

Bruchzustand erreicht.

Die Widerstands-Setzungs-Linie des Versuchs F-A1 in Abbildung 5.9a verläuft ähnlich wie zu-

vor beschrieben. Aufgrund der besseren Bodenverhältnisse wird aber insgesamt ein höherer Wi-

derstand erreicht. Bei dem ebenfalls dargestellten Versuch MT-A2 war die maximal aufbringbare

Belastung von 97 kN nicht ausreichend, um den Grenzzustand der Tragfähigkeit zu erreichen.

Die Abbildung 5.9b zeigt die Widerstands-Setzungs-Linien für ein Grundelement und ein Grund-

element mit Verlängerung. Durch die Verlängerung wird die Einbindetiefe des Grundelements und

die Länge des Schaftes und somit auch die Mantel�äche erhöht. Weiterhin kann durch die groÿe

Wendel der Verlängerung zusätzliche Last in Form von Normalspannungen in den Boden einge-

leitet werden. Durch die Verlängerung wird die Grenzlast von 37,2 kN auf 67,6 kN erhöht.

Zur Untersuchung der Abhängigkeit des Widerstands vom Eindrehmoment wurde als letzter

Schritt der Auswertung der Widerstand über das mittlere Eindrehmoment der letzten 0,5 m

Einbringung in Abbildung 5.10 abgetragen. Die Auswertung ergibt, dass weitgehend unabhängig

von der Bodenart ein annähernd linearer Zusammenhang zwischen dem Eindrehmoment und dem

in der Probebelastung erzielbaren Widerstand besteht. Sowohl die Versuchsergebnisse mit dem

Grundelement als auch die untersuchten Kombinationen mit den Verlängerungen werden von der

Korrelation erfasst.

5.3.4.2 Ergebnisse der Zugversuche

Analog zu den Druckversuchen sind in Abbildung 5.11a drei Widerstands-Hebungs-Linien mit

typischen Kurvenverläufen von Versuchen mit dem Grundelement KSF V 114 x 2000 PT in

unterschiedlichen Bodenarten abgebildet. Der Kurvenverlauf der Widerstands-Hebungs-Linien

entspricht den Widerstands-Setzungs-Linien. In den unteren Laststufen treten nur geringe Kopf-

verformungen auf. Mit zunehmender Beanspruchung nimmt dann das Kriechen und damit auch

die Gesamtverformung deutlich zu. Besonders deutlich ist dieses Verhalten beim Versuch F-A3



Statische Probebelastungsverfahren für Fertigschraubpfähle 87

Abbildung 5.10:

Korrelation zwischen
Eindrehmoment und
Widerstand bei den
durchgeführten
Probebelastungen mit
Druckbelastung

zu erkennen. Bis zu einer Belastung von 60 N sind die Kopfverschiebungen kleiner als 1,9 mm.

Mit der Erhöhung der Last um 10 kN auf insgesamt 70 kN steigt die Kopfverschiebung bis zum

Ende der Lasthaltedauer von 10 Minuten um 3,7 mm auf 5,6 mm an. Das zugehörige Kriech-

maÿ beträgt 1,28 mm. Bei dem Versuch, die Belastung um weitere 10 kN zu erhöhen, hat der

Schraubpfahl dann endgültig versagt. Der Lastabtrag geschieht bei der Zugbelastung ebenfalls

durch Mantelreibung entlang des Schaftes und im Bereich der Wendel.

Die Widerstands-Hebungs-Linie des Versuchs S-E3 mit Grundelement ist in Abbildung 5.11b

der des Versuchs S-E2 mit Grundelement und der Verlängerung gegenübergestellt. Bei gleichen

Randbedingungen kann durch die Verlängerung der aufnehmbare Widerstand von 36,3 kN auf

58 kN erhöht werden. Auch in den anderen Versuchen mit dem Verlängerungssystem konnte eine

Erhöhung des Widerstands bei Zugbelastung erzielt werden.

Wie bei den Druckversuchen wurde der Widerstand über das Eindrehmoment in Abbildung 5.12

abgetragen. Auch bei den Zugversuchen lässt sich eine lineare Korrelation zwischen dem Eindreh-

moment und dem Widerstand herstellen. Die Korrelation zeigt keine erkennbare Abhängigkeit

von der Bodenart oder vom Pfahltyp.

5.4 Statische Probebelastungsverfahren für Fertigschraubpfähle

Bei der Planung und Auswertung von statischen Probebelastungen für Fertigschraubpfähle stellte

sich die grundsätzliche Frage, nach welchen Methoden diese durchzuführen sind. Einerseits stellt

sich bei zug- und druckbelasteten Fertigschraubpfählen trotz der abweichenden Geometrie ein

pfahlähnliches Trag- und Verformungsverhalten ein. Andererseits wurden mit der Einführung der
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(a) Grundelement in unterschiedlichen Böden: Schlu�
steif-halbfest (S-A2), Kies dicht gelagert (F-A3) und
Ton halbfest (MT-A1)

(b) Grundelement (S-E3) und Grundelement mit
Verlängerung (S-E2) im Schlu�

Abbildung 5.11: Vergleich von Zugprobebelastungen mit dem Grundelement KFV V 114 x
2000 und dem Grundelement mit Verlängerung KSF V 114 x 1500 EH

DIN EN 1997-1:2009-09 in Verbindung mit der DIN 1054:2010-12 erstmals Schraubanker (ggf. zu

bezeichnen als zugbelastete Fertigschraubpfähle) in Deutschland normativ erwähnt. Dort wird für

die Prüfung von Schraubankern auf die Regelungen der DIN EN 1537:2001-01 zurückgegri�en.

Demnach wäre entsprechend in Deutschland das Prüfverfahren 1 anzuwenden.

Die Eignungs- und Abnahmeprüfungen der DIN EN 1537 sind speziell auf die Bedürfnisse

der Verpressanker ausgerichtet. Neben der Ermittlung der maximalen Traglast und des Kriech-

verhaltens steht hier der Nachweis der freien Stahllänge im Vordergrund (Nachweis der tiefen

Gleitfuge).

Ein solcher Nachweis ist für Fertigschraubpfähle üblicherweise nicht notwendig, da hier vorwie-

gend vertikale Belastungen in den Boden eingeleitet werden. Weiterhin ist durch die Geometrie

der Bauteile die Lage der Lasteinleitungspunkte bekannt. Ggf. kann der Nachweis der freien

Stahllänge, z. B. bei Schraubankern zur Verankerung von Baugrubenwänden, erforderlich sein.

Allerdings ist fraglich, ob hier ausreichend groÿe elastische Verformungen im Schaft des Fertig-

schraubpfahls mobilisiert werden können, um aussagekräftige Ergebnisse zu erhalten. Während

das Stahlzugglied eines Verpressankers auf die maximale Zugbelastung dimensioniert und auch

ausgenutzt wird, ist bei der Verwendung von Fertigschraubpfählen meist das maximale Torsions-

moment des Schaftes die maÿgebende Gröÿe. Ohne einen ausreichend steifen Querschnitt ist das

Eindrehen in den Boden nicht möglich. Bei der folgenden Zugbelastung wird der Querschnitt nur
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Abbildung 5.12:

Korrelation zwischen
Eindrehmoment und
Widerstand bei den
durchgeführten
Probebelastungen mit
Zugbelastung

zu einem geringen Prozentsatz ausgenutzt, sodass nur geringe Verformungen im Stahl entstehen.

Diese sind dann kaum mehr von den elastischen Verformungen des Bodens zu unterscheiden.

Insgesamt betrachtet erscheint es zweckmäÿig, druck- und zugbelastete Fertigschraubpfähle auch

wie Pfähle zu prüfen. Dies gilt insbesondere bei einem vertikalen Lastabtrag.

Zur Unterstützung dieser These wurden Feldversuche durchgeführt, bei denen mehrere gleiche

Fertigschraubpfähle mit einem Schaftdurchmesser von d = 88, 9 mm, einer Baulänge von 2,20 m

und zwei Wendeln mit DW = 400 mm im Abstand von l = 1000 mm mit unterschiedlichen

Belastungsverfahren an einem Standort mit möglichst homogenen Bodenbedingungen untersucht

wurden. Die Bodenerkundung am Versuchsstandort in Altheim ergab, dass Feinsand und Grob-

schlu� bis zu einer Tiefe von 3,50 m in mitteldichter Lagerung anstanden. In den Ergebnissen

kann festgestellt werden, dass sich bei Fertigschraubpfählen keine eindeutig ableitbaren Ein�üsse

aus dem Belastungsschema auf die Versuchsergebnisse ergeben. Den gröÿeren Ein�uss haben die

im Feldversuch variierenden Bodenein�üsse und Ein�üsse aus dem Eindrehvorgang, vgl. Abbil-

dung 5.13.

Auf Grundlage der unterschiedlichen Probebelastungsmethoden für (Mikro-)Pfähle, Verpressan-

ker und Bodennägel wurde ein Probebelastungsverfahren für Fertigschraubpfähle entwickelt, das

den besonderen Anforderungen dieser Rechnung trägt. Dieses ist in Anhang D beigefügt. Es wird

ähnlich, wie bei Verpressankern zwischen Eignungsprüfungen und Abnahmeprüfungen unterschie-

den. Im Vergleich zu Pfählen oder Verpressankern sind die in den Boden eingeleiteten Lasten von

Fertigschraubpfählen gering. Während z. B. bei Verpressankern Prü�asten von über 1000 kN

keine Seltenheit sind, werden mit Fertigschraubpfählen derzeit nur Lasten im, wenn überhaupt,

niedrigen dreistelligen kN-Bereich eingeleitet. Der geringen Belastung wurde insofern Rechnung
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Abbildung 5.13:

Verglich unterschiedlicher
Prüfverfahren nach
DIN EN 1537 im
Feldversuch

getragen, dass die Zeiten zur Versuchsdurchführung etwas abgemindert wurden und sich an denen

von Kurzzeitankern orientieren. Das Belastungsschema sieht zwei Lastzyklen und sechs Laststu-

fen vor und orientiert sich an den Ablauf des Probebelastungsverfahrens A für Mikropfähle der

EA-Pfähle (2012).

5.5 Zusammenfassung und Bewertung der Ergebnisse

Die Groÿ- und Feldversuche haben im Wesentlichen die zuvor in den Modellversuchen gemachten

Beobachtungen bestätigt:

� Beim Tragverhalten ist zwischen Druck- und Zugbelastung zu unterscheiden.

� Druckbelastete Fertigschraubpfähle erreichen in Probebelastungen häu�g keinen klaren

Bruchzustand, sondern mit zunehmender Verformung kann auch ein zunehmender Wider-

stand mobilisiert werden.

� Zugbelastete Fertigschraubpfähle erreichen bei ausreichend groÿer Last einen Versagenszu-

stand, in dem keine weitere Last mehr aufgebracht werden kann. Je nach Geometrie und

Bodenverhältnissen können dazu aber recht groÿe Verformungen erforderlich werden.

� Beim Versagen von Fertigschraubpfählen mit einer ober�ächennahen Wendel können Bruch-

�guren entstehen, die sich bis zur Ober�äche fortsetzen. Die Beobachtungen deuten auf einen

zusammengesetzten Bruchmechanismus hin.
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� Zur Auswertung von Probebelastungen haben sich die Kriterien nach EA-Pfähle (2012),

d. h. sult = 0, 1 ·DW und kS < 2, 00 mm, als praxistauglich erwiesen. Probebelastungsver-

fahren nach DIN EN 1537:2001-01 sind für die Probebelastung von Fertigschraubpfählen

wenig geeignet. Es wird die Anwendung des in Anhang D beigefügten Verfahrens empfohlen.

� Zur Bewertung der Korrelation zwischen Drehmoment und Widerstand sind in Abbil-

dung 5.14 die Ergebnisse der Feldversuche dargestellt. Weiterhin wurden die lineare Regres-

sion, das Prognoseband mit 95 % Wahrscheinlichkeit und der lineare Korrelationsfaktor, der

sich nach Gleichung 2.60 für den Schaftdurchmesser von d = 114 mm ergibt, eingetragen.

Die Übereinstimmung der Messwerte mit dem empirischen Faktor kann als gut bezeichnet

werden.
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K
T
=19,5 m-1

95% Prognoseband

(a) Druckbelastung

K
T
=16,6 m-1

95% Prognoseband

(b) Zugbelastung

Abbildung 5.14: Korrelation zwischen Eindrehmoment und Widerstand mit Prognoseband
und empirischen Faktor KT
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6 Numerische Untersuchungen zum

Tragverhalten

6.1 Numerische Nachrechnung der Modellversuche

Mit Hilfe der vorgestellten Modellversuche konnten die wesentlichen Ein�ussgröÿen auf den er-

zielbaren Widerstand und das Verformungsverhalten im Boden unter Zug- und Druckbelastung

identi�ziert werden. Die gewonnen Erkenntnisse sind jedoch noch nicht ausreichend, um den Ver-

sagensmechanismus hinreichend genau zu beschreiben, da davon auszugehen ist, dass das Span-

nungsniveau insbesondere bei Zugbelastungen einen maÿgebenden Ein�uss auf den Widerstand

hat. Wie anhand der foto-optischen Versuche gezeigt wurde, wird ein Teil des Bodens über den

Wendeln seitlich verdrängt, was zu einer Erhöhung der Horizontaltspannung führt.

Die Spannungen und Verformungen im Boden sollen im Folgenden anhand von numerischen

Modellen untersucht werden. Für die Berechnungen wird auf die Methode der Finiten Elemente

(FEM) zurückgegri�en. Bei der FEM handelt es sich um ein Weggröÿenverfahren, d. h. es werden

erst die Verformungen bestimmt und hieraus die Kräfte und Spannungen über die Stei�gkeitsbe-

ziehungen abgeleitet. Die Verformungen und auch die zu erwartende Gesamtlast wurden bereits

gemessen. Die Stei�gkeit des Bodens wurde mit Laborversuchen bestimmt. Unter Verwendung

eines geeigneten Sto�modells ist es somit möglich numerische Modelle abzuleiten, die den tat-

sächlichen Spannungszustand realitätsnah abbilden, wenn die Gesamtlast und die Verformungen

realitätsnah abgebildet werden.

Prinzipiell wäre zu erörtern, ob es nicht zielführender ist, die Berechnungen mit Methoden

durchzuführen, die netzungebunden sind. Dies sind beispielsweise die Diskrete-Elemente-Methode

(DEM) oder netzfreie Methoden wie die Material-Point-Method (MPM). Diese bieten insbe-

sondere bei gröÿeren Verformungen oder Rissbildungen Vorteile. Allerdings be�nden sich diese

Methoden im Hinblick auf geotechnische Fragestellungen erst im Entwicklungsstadium und sind

noch wenig praktisch erprobt. Weiterhin konnten durch die Verbesserung der FEM, beispielsweise

durch Interface-Elemente und adaptive Netzanpassung, die Nachteile verringert werden.
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6.1.1 Zielsetzung, Konzeption und Parameter

In den nachfolgenden Abschnitten werden die Modell- und PIV-Versuche näher untersucht. Neben

Aussagen zum Lastabtrag in den Modellversuchen sollen auch die Möglichkeiten und Grenzen

des eingesetzten Programms und der Sto�modelle untersucht werden, um die Fragestellungen der

Arbeit zu beantworten.

Die numerischen Berechnungen wurden mit dem Programm Plaxis 2D Version 2017.1 durch-

geführt. Das Bodenkontinuum wurde als axialsymmetrisches Modell mit Hilfe von Dreiecksele-

menten mit kubischen Ansatzfunktionen (15 Knoten-Elemente) diskretisiert. Die Abmessungen

der Modellränder wurden entsprechend der Abmessungen des Modellkastens bzw. dessen zylindri-

schen Äquivalents gewählt. Der Radius beträgt 56 cm und die Höhe 100 cm. Die Fertigschraubpfahl-

Modelle sind durch Plattenelemente modelliert worden. Zwischen den Platten- und Kontinuums-

elementen wurden Interface-Elemente, mit einem Beiwert Rinter = 0, 5, angeordnet, die den

Scherverbund zwischen dem Stahlmodell und dem Boden entsprechend reduzieren.

(a) Gesamtmodell (b) Netzverfeinerung im Pfahlnahbereich

Abbildung 6.1: Axialsymmetrisches Modell mit dem von Plaxis generiertem Netz mit
15-Knoten-Elementen
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Im Detail wurde das Fertigschraubpfahlmodell aus mindestens drei einzelnen Platten gebildet.

Die erste vertikale Platte stellt den Schaft dar und reicht von 4 cm über Bodenoberkante bis 1 cm

unter die unterste Wendel. Der Abstand zur Symmetrieachse beträgt 0,7 cm was dem Radius

des Schaftes der Modelle entspricht. Die zweite Platte schlieÿt den Schaft unten in horizontaler

Richtung ab. Die dritte Platte stellt die Wendel dar, diese beginnt ab der Schaftauÿenkante und

reicht bis zum Wendelradius und verläuft ebenfalls horizontal. Im Nahbereich des Modellpfahls

wurde ein zusätzliches Cluster angelegt, in dem das Netz mit dem Faktor 0,12 verfeinert wurde.

Je nach Abmessungen des Modellpfahls wurde ein Netz mit ca. 7000 Elementen und ca. 14000

Knoten generiert.

Abbildung 6.2: Ein�uss der Vorbelastung auf die Horizontalspannungen

Die Lastaufbringung erfolgte an der Oberkante des Schaftes durch Einprägung einer vorgege-

benen Verschiebung von s = 0, 1 · DW . Für die Nachbildung der Verdichtung des Bodens beim

Einbau (vgl. Abschnitt 4.4) wurde an der Modelloberkante eine Flächenlast von 1 N/cm² ange-

setzt und nach der Aktivierung der Elemente des Fertigschraubpfahlmodells aufgebracht. Aus der

Last folgt eine Erhöhung der Vertikalspannungen und Horizontalspannungen im Boden, siehe Ab-

bildung 6.2. Nach der Entlastung fallen die Vertikalspannungen auf das Ausgangsniveau ab. Die

Horizontalspannungen verringern sich ebenfalls, jedoch sinken diese nicht bis zum Ausgangsni-

veau. Somit herrscht nicht mehr der Erdruhedruck, sondern ein erhöhter Erddruck. Die Erhöhung

ist über die Tiefe annähernd konstant. Das Verhältnis zwischen Horizontalspannungen und Verti-

kalspannungen ist in der Nähe zur Modelloberkante deutlich gröÿer als der Erdruhedruckbeiwert,

da die Vertikalspannungen relativ klein sind. In 30 cm Tiefe liegt dieses bei ca. 0,5 und nähert

sich mit zunehmender Tiefe dem Erdruhedruck an. Die Werte erscheinen durchaus plausibel. Die
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beim Einbau verwendete Verdichtungsplatte hat eine Kantenlänge von 15 cm, die Schichtdicke

betrug 10 cm. Somit wird durch die Lastaufbringung im numerischen Modell ein Bodenbereich

maÿgeblich beein�usst, der der zweifachen Kantenlänge bzw. der dreifachen Einbauschichtdicke

entspricht.

Nach der Simulation des Einbaus und Verdichtes des Sands wurde die Belastung im numeri-

schen Modell jeweils in Zug- und Druckrichtung aufgebracht. Der Berechnungsablauf lässt sich

zusammenfassend wie folgt beschreiben:

� Initiale Phase - Berechnung des Ausgangsspannungszustands mit K0

� Einbau des Modells und Aktivierung der Interfaceelamente (�wished-in-place�)

� Aufbringung der Flächenlast an der Modelloberkante (nur bei dichter Lagerung)

� Entlastung der Modelloberkante (nur bei dichter Lagerung)

� Aufbringung der Kopfverschiebung

� als Druckbelastung

� als Zugbelastung

Die Berechnungen wurden mit dem Hardening-Soil-Modell durchgeführt. Die Kalibrierung der

Modellparameter erfolgte an Triaxial- und Oedometerversuchen sowie an den gemessenen Ar-

beitslinien für ausgewählte Versuche. In den Laborversuchen ist, wie in den Modellversuchen,

getrockneter Sand eingebaut worden. Die Kontrolle der Lagerungsdichte erfolgte für die gegebene

Prüfkörperabmessung über das Gewicht des eingebauten Sandes. Die Triaxialversuche wurden als

D-Versuche gefahren.

In Abbildung 6.3 sind die Ergebnisse der Triaxialversuche und die numerische Nachrechnung mit

den gewählten Parametern als ε1−q-Diagramm gegenübergestellt. Im dicht gelagerten Sand wird

deutlich, dass der in der Numerik angesetzte Reibungswinkel von ϕ′ = 42, 5° etwas geringer ist als

der maximale Reibungswinkel ϕ′max = 43, 5°. Aus den Modell- und PIV-Versuchen ist bekannt,

dass die Spannungen unter der Wendel bei Druckbelastung auf bis zu 1000 kN/m² ansteigen

können. Weiterhin sind in diesem Bereich Verformungen von etwa 10 % zu erwarten. Somit wird in

dem Bereich direkt unter der Wendel die maximale Scherfestigkeit überschritten. Andererseits ist

dieser Bereich lokal begrenzt, der umliegende Bereich erfährt wesentlich geringere Verformungen.

Der gewählte Reibungswinkel stellt somit einen Kompromiss dar, der dem gewählten Sto�modell

und den zu erwartenden Ergebnissen geschuldet ist. Auch beim locker gelagerten Sand wurde der

in der Numerik angesetzte Reibungswinkel von ϕ′max = 38, 5° auf ϕ′ = 37, 5° herunter gesetzt.

Die weiteren Parameter können dem Anhang E.1.1 entnommen werden.
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(a) dicht gelagerter Sand

(b) locker gelagerter Sand

Abbildung 6.3: Vergleich von Triaxialversuchen mit dem Hardening-Soil-Sto�modell

Neben den Berechnungen mit dem Hardening-Soil-Sto�gesetz wurden ergänzend auch line-

ar-elastische, ideal-plastische Berechnungen nach Mohr-Coloumb durchgeführt, um den Ein�uss

des Sto�gesetzes zu bewerten. Die angesetzten Parameter können ebenfalls dem Anhang E.1.1

entnommen werden.

6.1.2 Ergebnisse der numerischen Nachrechnung

Die Auswertung der numerischen Berechnungen erfolgt analog zu den in Kapitel 4 vorgestellten

Modellversuchen. Im Vordergrund steht die Abbildung der mit den PIV-Versuchen beobachte-

ten Verformungen im numerischen Modell. Dazu werden die Ergebnisse der PIV-Versuche den

numerisch berechneten Verschiebungen und Verzerrungen gegenüber gestellt. Der aus den foto-

optischen Versuchen ermittelten Normalverzerrung wird die mit Plaxis in Koordinatenrichtung
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Abbildung 6.4: Vergleich zwischen
Versuchsergebnissen und
Berechnungsergebnissen für den
Widerstand unter Druckbelastung
im dicht gelegerten Sand

ermittelte Verzerrung εyy gegenübergestellt. Entgegen der nach Abschnitt 4.5 ermittelten Normal-

verzerrung ist darin die horizontale Komponente nicht enthalten. Die horizontalen Verformung

und die daraus resultierend zugehörigen Dehnungen sind jedoch deutlich kleiner als die in ver-

tikaler Richtung. Es kann davon ausgegangen werden, dass trotz der Di�erenz ein qualitativer

Vergleich möglich ist. Der Scherverzerrung nach Abschnitt 4.5 wird die mit Plaxis ebenfalls in

Koordinatenrichtung ermittelte Verzerrung γxy gegenübergestellt, sodass eine direkte Vergleich-

barkeit gegeben ist. Die Farbskalierung entspricht Abschnitt 4.7.

6.1.2.1 Druckbelastete Versuche

Die Abbildung 6.4 zeigt eine Gegenüberstellung der gemittelten im Modellversuch gemessenen

Widerstände in Abhängigkeit der relativen Einbindelänge. Für einen Wendeldurchmesser von

DW = 65 mm sind zudem noch Werte aus den PIV-Versuchen abgetragen, dazu wurde aus der

Widerstands-Setzungs-Linie der Widerstand bei 0, 1 ·DW mit dem Faktor zwei multipliziert.

Die numerische Nachrechnung der Modellversuche mit dem Hardening-Soil-Modell bildet die

wesentlichen Ein�ussgröÿen, Wendeldurchmesser und Einbindetiefe, entsprechend den Beobach-

tungen im Modellversuch ab. Für einen Wendeldurchmesser von DW = 65 mm und 45 mm ist

die Abweichung zwischen Messwerten und numerischen Ergebnissen relativ gering. Die Versuche

mit 90 mm Wendeldurchmesser zeigen geringere Widerstände als numerisch berechnet. Es liegen

aber nur korrekte Messwerte für die Einbindelängen von L = 0 ·DW und 1 ·DW vor, da bei den

Versuchen mit L = 2, 5 ·DW der Stahlquerschnitt der Wendel bereits versagte.

Die Nachrechnung mit dem Mohr-Coloumb-Modell zeigt in der Tendenz einen ähnlichen Kur-

venverlauf wie die Berechnungen mit dem Hardening-Soil-Sto�gesetz.
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Die Nachrechnung der Versuche im locker gelagerten Sand liefert ebenfalls eine gute Überein-

stimmung zwischen gemessenen und berechneten Widerständen für unterschiedliche Einbindelän-

gen, siehe Anhang E.1.2. Der Ansatz des Mohr-Coloumb-Sto�gesetzes führt auch hier zu höheren

berechneten Widerständen bei Einbindelängen zwischen L/DW = 1 und L/DW < 10.

Die Gegenüberstellung der in den PIV-Versuchen gemessenen Verformungen mit den nume-

risch berechneten Verformungen in Abbildung 6.5 zeigt ebenso eine gute Übereinstimmung. Alle

wesentlichen Beobachtungen, die in Abschnitt 4.7.1 beschrieben wurden, werden von dem nu-

merischen Modell abgebildet. Unterhalb der Wendel bildet sich ein Kegel aus, der nach unten

verschoben wird und seitlich Boden verdrängt. Der Boden oberhalb der Wendel folgt der Bewe-

gung der Wendel nach unten. Entsprechend der Verformungen bilden sich die Scherbänder aus.

Die Normalverzerrungen zeigen, wie im PIV-Versuch, oberhalb und seitlich der Wendel Au�ocke-

rungen an und unterhalb der Wendel eine Verdichtung.

Im numerischen Modell ist die Bruchzone ober- und unterhalb der Wendel etwas gröÿer und die

Scherbänder und Au�ockerungsbereiche sind konzentrierter. Die Di�erenzen lassen sich mit den

Ein�üssen aus den Versuchsbedingungen erklären. Einerseits erfolgt bei den PIV-Versuchen die

Beobachtung durch die unverschiebliche Acrylglasscheibe. Zwischen der Scheibe und dem Boden

entstehen Reibungskräfte, die im numerischen Modell nicht auftreten. Weiterhin ist die Au�ösung

in den PIV-Versuchen durch die Au�ösung der Kamera und des Suchrasters begrenzt, sodass in

den Übergangsbereichen die Ergebnisse unscharf werden.

Im Anhang E.1.2 in der Abbildung E.2 sind Ergebnisse der Plaxis-Berechnungen für verschie-

dene Ein�ussgröÿen vergleichend dargestellt. Das numerische Modell bildet auch hier die in den

Modellversuchen beobachteten Verformungszustände ab. Die Einbindelänge hat nur wenig Ein-

�uss auf die Verformungen. Bei locker gelagertem Sand ist der beein�usste Bereich kleiner als im

dicht gelagerten Sand. Werden mehrere Wendeln entlang des Schaftes angeordnet, so versagt bei

ausreichend groÿem Wendelabstand der Boden unterhalb der Wendeln. Bei einer Reduzierung des

Abstands geht die Bruch�gur in einen zylindrischen Bruchkörper über. Auch der E�ekt, dass bei

zwei Wendeln der umliegende Boden unter Druckbelastung im locker gelagerten Sand insgesamt

mehr der Bewegung des Fertigschraubpfahls folgt, wird im numerischen Modell abgebildet.
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PIV Plaxis

(a) Vertikalverformung

PIV Plaxis

(b) Horizontalverformungen

PIV Plaxis

(c) Scherverzerrungen

PIV Plaxis

(d) Normalverzerrungen (Farben invertiert)

Abbildung 6.5: Vergleich der numerisch berechneten Verformungen und Verzerrungen mit den
Ergebnissen des Versuches PIV D 02 mit DW = 65 mm und L = 163 mm im
dicht gelagerten Sand

6.1.2.2 Zugbelastete Versuche

Unter Zugbelastung ist die Übereinstimmung zwischen den im Modellversuch gemessenen Wider-

standen und den numerischen Ergebnissen noch besser als bei der Druckbelastung. Die bessere

Übereinstimmung ist evtl. darauf zurückzuführen, dass bei den untersuchten relativen Einbin-

delängen vorwiegend die Gewichtskraft des Bodens und die Scherfestigkeit einen maÿgeblichen

Ein�uss haben, während bei Druckbelastungen auch die Stei�gkeit maÿgebend mit eingeht. Dar-
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auf deutet auch die Übereinstimmung der Berechnungen mit dem Mohr-Coulomb-Sto�gesetz und

dem Hardening-Soil-Sto�gesetz für L/DW < 7, 5 hin. Erst bei gröÿeren Einbindelängen haben die

Verformungen im Nahbereich der Wendel und somit die Verformungseigenschaften des Bodens

einen signi�kanten Ein�uss.

In der Abbildung 6.7 sind die Ergebnisse des Versuchs PIV D 03 den Ergebnissen der nu-

merischen Berechnung gegenübergestellt. Während im PIV-Versuch bei der Einbindelänge von

L = 5 · DW der Versagensbereich nicht eindeutig bis an die Sandoberkante reicht, wird in der

numerischen Berechnung eindeutig ein Kegel bis zur Geländeoberkante angezeigt. Vergleicht man

die Verformungen bei s = 0, 2 ·DW in Anhang B mit den numerischen Ergebnissen, so ergibt sich

eine bessere Übereinstimmung. Es wurden auch hier in den PIV-Versuchen kleinere Verformungen

beobachtet, als numerisch berechnet. Mögliche Ursachen wurden im vorhergehenden Abschnitt

erläutert.

Die Horizontalverformungen sowie die Scher- und Normalverzerrungen stimmen qualitativ gut

mit den Beobachtungen im Versuch überein, die Scherbänder und Au�ockerungs- bzw. Verdich-

tungsbereiche sind in der numerischen Berechnung jedoch deutlicher konzentriert, als im Versuch

beobachtet.

Der Anhang E.1.3 enthält weitere Abbildungen mit Gegenüberstellungen unterschiedlicher Ein-

�ussgröÿen. Wie im Modellversuch beobachtet, führt eine Vergröÿerung der Einbindung zu einer

lokalen Bruch�gur oberhalb der Wendel. Mit der Verringerung der Lagerungsdichte wird auch die

Tiefe, bis zu der ein kegelförmiger Aufbruchkörper beobachtet werden kann, geringer.
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PIV Plaxis

(a) Vertikalverformung

PIV Plaxis

(b) Horizontalverformungen

PIV Plaxis

(c) Scherverzerrungen

PIV Plaxis

(d) Normalverzerrungen (Farben invertiert)

Abbildung 6.7: Vergleich der numerisch berechneten Verformungen und Verzerrungen mit den
Ergebnissen des Versuches PIV D 03 mit DW = 65 mm und L = 325 mm im
dicht gelagerten Sand

Interessant ist die Abbildung E.4c, in der Fertigschraubpfähle mit mehreren Wendeln im dich-

ten Sand gegenübergestellt sind. Bei dem Modell mit nW = 2 Wendeln bildet sich oberhalb der

oberen Wendel ein Aufbruchkegel aus, wie dies auch von Mitch und Clemence (1985) angenommen

wurde, vgl. Abbildung 2.4b. Bei dem Modell mit nW = 5 kann ebenfalls ein Aufbruchkegel beob-



Numerische Nachrechnung der Modellversuche 103

achtet werden. Dieser beginnt jedoch nicht oberhalb der obersten Wendel, sondern der darunter

folgenden Wendel. Dies entspricht in etwa der gleichen Tiefe wie bei dem Modell mit nW = 2.

Der Abbruchkegel wird folglich nicht von der Einbindelänge der obersten Wendel L0 de�niert.

Die Beobachtung deutet sich auch in den PIV-Versuchen an.

6.1.3 Zusammenfassung und Bewertung der Ergebnisse

Mit Hilfe der numerischen Berechnungen konnten die Ergebnisse der Modellversuche mit guter

Übereinstimmung nachgerechnet werden. Sowohl die gemessenen Widerstände, als auch die in

den foto-optischen Versuchen beobachteten Verformungen, werden mit dem numerischen Modell

abgebildet. Alle untersuchten Ein�ussgröÿen (Wendeldurchmesser, relative Einbindelänge, Lage-

rungsdichte und Wendelabstand) zeigen die gleichen Tendenzen auf, wie in den Modellversuchen

beobachtet.

Unter Druckbelastung sind die Berechnungen mit Hardening-Soil-Sto�gesetz besser geeignet,

als der liner-elastische, ideal-plastische Ansatz nach Mohr-Coulomb-Sto�gesetz. Bei Zugbelastung

hat das Sto�gesetz für die untersuchten Einbindelängen kaum einen Ein�uss. Die Unterschiede

sind in der De�nition des Gerenzzustandes als Verformungskriterium mit sult = 0, 1 · DW zu

begründen. Unter Druckbelastung tritt tendenziell kein Bruchzustand ein, in dem die Last nicht

weiter erhöht werden kann, sondern mit zunehmender Verformung wird der aufnehmbare Wider-

stand gröÿer. Unter Zugbelastung wird der Bruchzustand, in Abhängigkeit der Einbindelänge,

bei Verformungen von sult << 0, 1 · DW erreicht, da ein Scherversagen im Boden auftritt. Die

Verformungen haben nur geringen Ein�uss.

Als Bruch�guren bei Fertigschraubpfählen mit mehreren Wendeln können, wie von Hoyt und

Clemence vorgeschlagen, in Abhängigkeit des Wendelabstands, die zwei Versagensformen, lokales

Versagen im Bereich der Wendeln und das Scherversagen entlang des von den Wendeln umschlos-

senen Bodenzylinders, unterschieden werden. Bei Zugbelastung weicht ggf. aber die Geometrie

des Aufbruchkegels am oberen Ende ab, vgl. Abschnitt 6.1.2.2.

Während das Scherversagen, beispielsweise in den Abbildungen 4.30 und E.4, klar ersichtlich

ist, ist für das lokale Versagen die Bruch�gur nicht eindeutig de�niert. In Abbildung 6.8 sind

deshalb die inkrementellen deviatorischen Verzerrungen dargestellt. In der Darstellungsweise wird

deutlich, dass sich zwei Hauptbruchzonen ausbilden. Die erste Scher�äche liegt jeweils unterhalb

der Wendel und bildet einen spitz zulaufenden Kegel, der in den Boden eingedrückt wird und den

umliegenden Boden seitlich verdrängt.

Die dort auftretende Belastung kann in Analogie zum Triaxialversuch betrachtet werden. Die

Wendel belastet den darunter liegenden zylindrischen Bodenkörper in der 1. Hauptspannungs-

richtung. Die Belastung führt zu einem Abscheren innerhalb des Zylinders. Der Neigungswinkel

der Bruch�äche zur Horizontalen entspricht in etwa der Bruchebene im Triaxialversuch und be-

trägt demnach ϑ = 45 + ϕ′/2, was auch dem Gleit�ächenwinkel in der Aktivzone entspricht. Im

Gegensatz zum Triaxialversuch ist jedoch die seitliche Stützung des Zylinders nicht konstant,
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Abbildung 6.8: Numerisch berechnete inkrementelle
deviatorische Verzerrungen im dichten Sand unter
Druckbelastung, DW = 65 mm, L = 9 ·DW , l/DW = 4, 5

sondern eine Funktion der aufgebrachten Verformung. Weiterhin entstehen an der Mantel�ä-

che auch Scherspannungen, sodass in diesem Bereich die Hauptspannungen gedreht werden. Die

unde�nierten Randbedingungen machen eine Quanti�zierung des erzielbaren Spannungsniveaus

entsprechend schwierig.

Die zweite Bruchzone liegt oberhalb der Wendeln. Durch die Abwärtsbewegung der Wendeln

wird die Vertikalspannung, die im Ausgangsspannungszustand die gröÿte Hauptspannung dar-

stellt, in dem Zylinder direkt über der Wendel auf null verringert. Der horizontale Erddruck des

umliegenden Bodens wird dann zur gröÿten Hauptspannung und führt ebenfalls zu einem Absche-

ren mit ϑo = 45 +ϕ′/2 in dem Zylinder oberhalb der Wendel. Weitere durchgängige Bruchzonen

konnten in den numerischen Berechnungen nicht beobachtet werden.

Mit den Erkenntnissen ist keine Berechnung des erzielbaren Widerstands möglich, da die Span-

nungszustände, insbesondere in horizontaler Richtung, nicht bekannt sind und durch die Belastung

erheblich vom Ausgangsspannungszustand abweichen. Das Abscheren führt zu der beobachteten

seitlichen Verdrängung vom Boden, sodass die Horizontalspannungen unterhalb der Wendeln in

Richtung des passiven Erddrucks ansteigen. Aber auch das Spannungsniveau in vertikaler Rich-

tung ist im Nahbereich der Wendel nicht hinreichend bekannt, da die Ausgangsspannung durch

die Spannungszunahme unterhalb der Wendel überlagert wird. Weiterhin beein�ussen noch die

Wendeln, die ober- bzw. unterhalb der jeweiligen Wendel liegen, den Spannungszustand.

Mit der oben gemachten Modellvorstellung kann aber ein Mindestabstand de�niert werden, der

erforderlich ist, dass bei mehreren Wendeln ein lokales Versagen auftreten kann.
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Damit sich ein lokales Versagen einstellen kann, muss der Abstand zwischen zwei Wendeln so groÿ

sein, dass sich die Bruch�ächen oberhalb und unterhalb der Wendel einstellen können. Die Höhe

eines Zylinders ober- bzw. unterhalb der Wendel ergibt sich aus dem Durchmesser der Wendel

und dem Bruch�ächenwinkel:

tanϑ =
hf
DW

(6.1)

ϑ = 45 + ϕ′/2 Bruch�ächenwinkel

hf = tan (45 + ϕ′/2) ·DW (6.2)

Der Mindestabstand entspricht der zweifachen Höhe:

llim = 2 · tan (45 + ϕ′/2) ·DW (6.3)

l/DW lim = 2 · tan (45 + ϕ′/2) (6.4)

Die Gleichung ergibt für einen Reibungswinkel von ϕ′ = 10° einen Wert von l/DW lim ≈ 2, 4

und für ϕ′ = 45° einen Wert von l/DW lim ≈ 4, 8. Die berechneten Wendelabstände liegen in

dem Bereich der in Kapitel 3 diskutierten Werte. Die Herleitung lässt sich auch auf zugbelastete

Wendeln übertragen, wobei in den numerischen Berechnungen keine Scher�ächen unterhalb der

Wendeln beobachtet wurden.

Zum besseren Verständnis des Lastabtrags sind in Abbildung 6.9 die e�ektiven Vertikalspannun-

gen bei sult = 0, 1 ·DW für Druck- und Zugbelastung dargestellt. In der Abbildung wird deutlich,

dass ein Groÿteil der Last durch die unterste Wendel abgetragen wird. Die Wendeln oberhalb

werden entsprechend von den Verformungen der untersten Wendel überlagert, sodass dort weni-

ger Last abgetragen wird. Auch bei gröÿerem Wendelabstand kann diese Beobachtung gemacht

werden. Ausgehend davon kann darauf geschlossen werden, dass besonders die Gesamteinbinde-

länge und damit die Tiefe der untersten Wendel einen signi�kanten Ein�uss auf den erzielbaren

Widerstand hat.

Trotz der Kenntnis der Ausbildung der Scher�äche unter- bzw. oberhalb der Wendeln ist mit

dem Ansatz die Berechnung des Widerstands nicht möglich, da die Randbedingungen im Hin-

blick auf das Spannungsniveau unbekannt sind. Prinzipiell wäre es möglich, den Bereich um die

Wendeln herum in weitere Zonen einzuteilen und an den Grenz�ächen bzw. Knoten Spannungen

und Verformungen zu berechnen. Eine händische Lösung wird dabei, je nach gewählten Rand-



106 Kapitel 6

ZugDruck

Abbildung 6.9: Beispiel für vertikale Spannungen
im dicht gelagerten Sand

bedingungen, zunehmend komplex. Da die Nachrechnung der Modellversuche gezeigt hat, dass

mit Hilfe von FEM-Berechnungen realitätsnahe Ergebnisse erzielt werden, wird im Folgenden ein

Ansatz für eine umfangreiche Parameterstudie vorgestellt, mit deren Hilfe weitere Erkenntnisse

gewonnen werden können.

6.2 Parameterstudie zur Ermittlung des Widerstands unter axialer

Belastung

Die folgenden Abschnitte enthalten Erläuterungen, welche Ansätze der durchgeführten Parame-

terstudie zu Grunde liegen und wie die Ergebnisse ausgewertet wurden. Dabei wird insbesondere

auf die Wahl der Sto�parameter eingegangen.

6.2.1 Geometrische Randbedingungen

Die Geometrie der Fertigschraubpfähle mit dem umliegenden Boden wird, wie bei der Nach-

rechnung der Modellversuche, in einem axialsymmetrischen Modell mit 15-Knoten-Elementen

abgebildet. Der Fertigschraubpfahl wird analog zu den Modellversuchen mit Plattenelementen

abgebildet, zwischen Platten und Boden wurden Interface-Elemente angeordnet.
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Die Abmessungen der Fertigschraubpfähle sollen in einem realitätsnahen Bereich liegen, dazu

wurden fünf zu untersuchende Schaftdurchmesser festgelegt, auf denen aufbauend parametrisch

die weiteren Abmessungen festgelegt wurden:

� d = [0,07 m; 0,10 m; 0,14 m; 0,19 m; 0,27 m]

� DW /d = [1,5; 2,5; 4,0; 6,5]

� L = d · 6, 5· [5; 9; 15; 27]

� l/DW = [2,0; 3,5; 7; 14]

Aus den Parametern ergeben sich 124 geometrische Kombinationen mit mehreren Wendeln. Die

Wendelanzahl wurde durch Abrundung des folgenden Ausdrucks bestimmt:

nW = bL/l + 0, 5c

Aus dem Ansatz folgt, dass der Abstand der obersten Wendel zur Geländeoberkante zwischen

0, 5 · l ≤ L0 und L0 < 1, 5 · l liegt.
Neben Fertigschraubpfählen mit mehreren Wendeln wurde auch für jede Kombination von

L und DW ein Pfahl mit nur einer Wendel am unteren Ende modelliert. Ergänzend wurden

im Rahmen der Auswertung noch Berechnungen mit festen L/DW -Verhältnissen und weiteren

Anpassungen durchgeführt, wenn keine ausreichende Anzahl von Ergebnissen zur Auswertung

zur Verfügung stand.

Die Modellränder, die das FEM-Modell seitlich und nach unten abgrenzen, wurden für jeden

untersuchten Schaftdurchmesser so festgelegt, dass der Abstand zwischen der untersten Wendel

und dem unteren Modellrand mindestens 14 mal gröÿer als der gröÿte Wendeldurchmesser ist:

zmax = L+ 14 · (d · 6, 5)

Der Radius des axialsymmetrischen Modells betrug jeweils 2/3 der Modelltiefe:

rmax = 2/3 · zmax

Zur Überprüfung, ob der Modellausschnitt ausreichend groÿ gewählt wurde, ist vorab dieser

zwischen zmax = L+8 ·(d · 6, 5)÷zmax = L+20 ·(d · 6, 5) verkleinert bzw. vergröÿert worden. Das

Verhältnis zwischen Tiefe und Radius blieb gleich. Die berechneten Widerstands-Setzungs-Linien

für Fertigschraubpfähle im Parameterbereich der Abbildung 6.11 wurden anschlieÿend verglichen.

Dabei konnten keine Randein�üsse festgestellt werden.

Im Pfahlnahbereich wurde das Netz in zwei Stufen verfeinert. Insgesamt wurden ca. 3500 Ele-

mente und 30000 Knoten generiert, wobei die Zahlen in Abhängigkeit der Pfahlgeometrie schwan-

ken.
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6.2.2 Sto�gesetz und Bodenparameter

Die numerische Nachrechnung der Modellversuche zeigte, dass sowohl der Ansatz nach Mohr-

Coulomb als auch das Hardening-Soil-Modell prinzipiell in Frage kommen. Mit dem Hardening-

Soil-Modell kann das Verformungsverhalten einer Bodenprobe, während des Abscherens im Triaxi-

alversuch, relativ realitätsnah abgebildet werden. Wie in Abschnitt 6.1.3 erläutert, stellen sich

beim Versagen im Bereich der Wendel ähnliche Versagenszustände ein, weshalb das Hardening-

Soil-Sto�gesetz für die weiteren Berechnungen verwendet wurde.

Insgesamt sind für die Berechnungen nach dem Hardening-Soil-Sto�gesetz mindestens folgende

Parameter erforderlich:

� Wichte γ′ und Sättigungswichte γr

� Referenzstei�gkeit bei Erstbelastung im Ödometer Erefoed , im Standardtriaxialversuch Eref50

sowie bei Ent- und Wiederbelastung Erefur

� Exponent für Spannungsabhängigkeit der Stei�gkeit m

� Reibungswinkel ϕ′

� Dilatanzwinkel ψ

� Kohäsion c′

Da für die Parameterstudie keine Ergebnisse von Laborversuchen zur Kalibrierung der Para-

meter zur Verfügung standen, stellte sich die Frage nach der richtigen Wahl dieser. Ein einfaches

Festlegen der Parameter, z. B. anhand eines Konvoluts vorhergehender Verö�entlichungen, scheint

nicht zielführend, da sich die Parameter gegenseitig und das Gesamtergebnis beein�ussen.

Als Lösung wurden Erfahrungswerte aus Soos (2001) jeweils in Abhängigkeit des Reibungs-

winkels gra�sch aufgetragen. Die Diagramme sind in Abbildung 6.10 dargestellt. Die Auswertung

zeigt, dass sich alle relevanten Parameter als Funktion des Reibungswinkels darstellen lassen.

Somit kann aus den Erfahrungswerten ein in sich geschlossener Parametersatz abgeleitet werden,

der Vergleiche zwischen einzelnen Berechnungen zulässt.
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Abbildung 6.10: Erfahrungswerte für Bodenkenngröÿen in Abhängigkeit des Reibungswinkels,
nach Soos (2001)

Die Wichten wurden als lineare Funktion approximiert:

γ = 0, 1556 · ϕ′ + 14, 5 [kN/m³] (6.5)

γ′ = 0, 1879 · ϕ′ + 4, 5 [kN/m³] (6.6)

γr = γ′ + 10 [kN/m³] (6.7)

ρs =


2, 70 ϕ′ < 15◦

2, 70− (ϕ′ − 15) · 0, 05/20 15◦ ≤ ϕ′ ≤ 35°

2, 65 ϕ′ > 35◦

(6.8)

Das Verhältnis zwischen Kohäsion und e�ektiver Vertikalspannung ergibt sich zu:

c′/σ′v = 151, 55 · ϕ′−2,765
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Zur Berechnung der Kohäsion wurde von einer mittleren Vertikalspannung von 100 kN/m² ausge-

gangen. Die Referenzstei�gkeit kann aus dem Kompressionsgesetz nach Ohde abgeleitet werden:

ES = ve · σat ·
(
σ′v
σat

)we

Erefoed = ES ·
(
pref
σ′v

)m

Erefoed = ve · σat ·
(
σ′v
σat

)we (pref
σ′v

)m

Setzt man für σat = pref = σv = 100 kN/m² ein, so vereinfacht sich die Gleichung zu:

Erefoed = ve · σat (6.9)

Die Referenzstei�gkeit im Standardtriaxialversuch wurde mit der bei Erstbelastung im Ödometer

gleichgesetzt:

Eref50 = Erefoed

Für die Berechnung der Stei�gkeit bei Wiederbelastung wurde ein linearer Ansatz gewählt:

Erefur = 9− 5, 5/31 · (ϕ′ − 12, 5◦) · Erefoed

Weiterhin wird angenommen das gilt m = we:

m = we =

0, 95 ϕ′ < 20°

95− 9/470 · (ϕ′ − 20◦) ϕ′ ≥ 20°
(6.10)

Der Dilatanzwinkel wurde nach EANG (2014) bestimmt:

ψ =

0 ϕ′ < 30°

ϕ′ − 30◦ ϕ′ ≥ 30°
(6.11)

Mit den gegebenen Gleichungen können alle erforderlichen Parameter für das Hardening-Soil-

Modell bestimmt werden. Die Parameterstudie wurde mit neun verschiedenen Reibungswinkeln

zwischen 12,5° und 43,5° durchgeführt. Der vollständige Parametersatz kann dem Anhang E.2

entnommen werden.
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Abbildung 6.11: Ein�uss verschiedener Modellparameter auf den Widerstand am Pfahlkopf
bei sult = 0, 1 ·DW ; DW = 0, 42 m; d = 0, 14 m; l = 3, 5 ·DW
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Um die Beein�ussung der Materialparameter auf den berechneten Widerstand zu bewerten,

wurden in Abbildung 6.11 die Referenzparameter, welche nach den oben gegebenen Gleichungen

berechnet wurden, einzeln variiert und der so berechnete Widerstand in das Verhältnis zum

Referenzwert gesetzt. Stei�gkeit, Wichte und Kohäsion sind prozentual verändert worden, bei

dem Reibungswinkel und dem Dilatanzwinkel wurde ein absoluter Wert addiert bzw. subtrahiert.

Den gröÿten Ein�uss auf den Widerstand hat die Wichte des Bodens. Diese geht annähernd

linear in den Widerstand ein. Weiterhin hat auch die Stei�gkeit einen deutlichen Ein�uss auf

den Widerstand. Die Kohäsion hat unter den gegebenen Randbedingungen nur geringen Ein�uss.

Die alleinige Variation des Reibungswinkels hat in der Untersuchung einen unerwartet geringen

Ein�uss. Die Erhöhung des Reibungswinkels von 35° auf 37,5° steigert den Widerstand im Mittel

nur um etwa 5 %. Die Veränderung des Dilatanzwinkels hat bei den Referenzwerten mit einem

Reibungswinkel von ϕ′ref = 23◦ kaum einen Ein�uss auf den Widerstand. Bei ϕ′ref = 35◦ führt die

Erhöhung des Dilatanzwinkels zu einer deutlichen Erhöhung des Widerstands. Analog resultiert

aus der Verringerung des Dilatanzwinkels auch eine Verringerung des Widerstands.

6.2.3 Berechnungsparameter und Auswertung der Berechnungen

Die Parameterstudie wurde mit Plaxis 2D in der Version 2017.01 durchgeführt. Der Berech-

nungsablauf folgte der in Abschnitt 6.1.1 vorgestellten Vorgehensweise (ohne Vorbelastung), d. h.

der Einbauprozess wurde als �wished-in-place� abgebildet und anschlieÿend eine Kopfverformung

aufgebracht. Die Kopfverformung wurde bis s = 0, 15 · DW eingeprägt, um auch Informationen

erhalten zu können, ob ggf. der Fertigschraubpfahl bei sult = 0, 1 ·DW nahe einem Bruchzustand

war. Zur Abbildung der groÿen Verformungen wurde die �updated mesh analysis� gewählt, bei

der groÿe Verformungen durch eine Anpassung des Netzes besser berücksichtigt werden können.

Die numerischen Berechnungsparameter wurden so angepasst, dass die Berechnungen mit hoher

Wahrscheinlichkeit automatisiert durchliefen. In den Berechnungsschritten, in denen die Kopfver-

formung aufgebracht wurde, wurde das Bogenlängenverfahren deaktiviert, die Schrittweite im

ersten Durchgang 0,02 begrenzt und die Anzahl der Iterationen auf maximal 50 festgelegt. Nach

der Berechnung wurde geprüft, ob der zulässige Fehler (1%) mit diesen Werten eingehalten wer-

den konnte. Falls dies nicht der Fall war, wurde die Schrittweite mit dem Faktor 0,25 multipliziert

und die Berechnung neu gestartet.

Wie angedeutet erfolgten die Berechnungen automatisiert, da insgesamt mehr als 4300 Mo-

delle durchgerechnet wurden. Zur Automatisierung wurde die Python-API von Plaxis verwendet,

worüber auch die Auswertung erfolgte. Zur Auswertung wurden die Kopfverschiebung und die auf-

gebrachte Last ausgelesen und als Widerstands-Setzungs-Linie bzw. Widerstands-Hebungs-Linie

gespeichert. Anhand dieser konnte dann der Widerstand bei sult = 0, 1 ·DW ermittelt werden.
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Berechnungen mit d = 0, 14 m; DW /d = 4;
l/DW = 20

6.2.4 Auswertung der Bruch�guren

Zur Überprüfung, ob der in Abschnitt 6.1.3 vorgestellte Ansatz zur Abgrenzung der unterschiedli-

chen Versagensformen auch für numerische Modelle im Maÿstab 1:1 anwendbar ist, wurden vorab

für vier unterschiedliche Reibungswinkel der Wendelabstand um den prognostizierten Bereich

herum um l/DW lim ± 1, 0 · l/DW variiert. Die Auswertung der Versagensformen erfolgte optisch

anhand der Verformungen. Eine eindeutige Abgrenzung ist dabei nur bedingt möglich, da sich

Übergangsformen ausbilden. In Abbildung 6.12 sind deshalb die Abstände abgetragen, in denen

das Versagen eindeutig einer der beiden Formen zugeordnet werden konnte. Der theoretische

Ansatz liegt in der Bandbreite der Beobachtungen.

Um die weitere Relevanz der Versagensform auf den Widerstand zu prüfen, wurden die berech-

neten Widerstände auf einen dimensionslosen Tragfähigkeitsbeiwert umgerechnet:

NW =
R∑

AW,i · Li · γ
(6.12)

Nach den Ansätzen aus Kapitel 2 müsste bei l/DW < l/DWlim der Tragfähigkeitsbeiwert kleiner

werden, weil der Widerstand durch den Zylinder bestimmt wird und konstant bleibt, während die

Wendel�äche zunimmt. Bei l/DW > l/DWlim müsste der Tragfähigkeitsbeiwert konstant bleiben.

Die Auswertung in Abbildung 6.13 bestätigt diesen Ansatz nicht.
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Abbildung 6.13:

Rückgerechnete
Tragfähigkeitsbeiwerte für
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Reibungswinkel und
Einbindelängen; d = 0, 14 m;
DW /d = 4;
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7 Empirisches Berechnungsmodell zur

Prognose der Tragfähigkeit von

Fertigschraubpfählen

Wie in den Kapiteln 4 und 6 beschrieben, konnte keine ausreichende Übereinstimmung zwischen

den bekannten analytischen Modellen und den eigenen Beobachtungen festgestellt werden. Auf

Grundlage der eigenen Untersuchungen wird im Weiteren ein empirisches Berechnungsmodell zur

Prognose des Widerstands von Fertigschraubpfählen hergeleitet. Das Berechnungsmodell beruht

im Wesentlichen auf den Ergebnissen der in Abschnitt 6.2 vorgestellten numerischen Untersu-

chungen.

7.1 Zielsetzung und Vorgehensweise

Ziel ist es ein Berechnungsmodell herzuleiten, das alle wesentlichen geometrischen und boden-

abhängigen Parameter sowie die Belastungsrichtung berücksichtigen kann, um die Gesamttrag-

fähigkeit von Fertigschraubpfählen abzuschätzen. In Kapitel 2 wurden die analytischen Ansätze

zur Berechnung vorgestellt. Diese unterscheiden zwischen dem lokalen Versagen im Bereich der

Wendel und dem Versagen eines gröÿeren Bodenbereiches entlang der (�ktiven) Auÿenkanten

des Fertigschraubpfahls. Wie die Untersuchungen gezeigt haben, wird das lokale Versagen jedoch

immer von den globalen Verformungen und Spannungsänderungen überlagert. Dies macht die

Festlegung einer Bruchgeometrie, welche für eine analytische Lösung erforderlich ist, schwierig.

Zuletzt ist noch zu berücksichtigen, dass im Grenzzustand lokal gröÿere Verformungen auftre-

ten, aber auch kleine Verformungen im Kontinuum den Widerstand maÿgeblich beein�ussen, da

sie das Spannungsniveau ändern. Somit müsste bei einer analytischen Lösung ein nichtlineares,

elastisch-plastisches Bodenverhalten berücksichtigt werden können.

Den theoretischen Überlegungen zur Gestaltung eines analytischen Ansatzes stehen praktische

Überlegungen zur Anwendbarkeit gegenüber. So werden die bodenmechanischen Kenngröÿen des

Bodens oft als Schätzwert auf Grundlage von Erfahrungswerten und Korrelationen abgeleitet.

Selbst wenn bodenmechanische Laborversuche durchgeführt werden, so bilden diese nur eine

kleine Stichprobe des tatsächlichen Bodenkontinuums ab. Bzgl. der Problematik sei an dieser

Stelle auf die weiterführende Literatur z. B. Entenmann, Zou und Boley (2012) verwiesen.



116 Kapitel 7

Aus den zuvor genannten Gründen scheint die Entwicklung eines empirischen Ansatzes zur

Berechnung der Tragfähigkeit von Fertigschraubpfählen ein probates Mittel darzustellen. Ideal

wäre die Ableitung der Tragfähigkeit aus Ergebnissen von Probebelastungen. Da Fertigschraub-

pfähle jedoch nicht genormt sind, ist eine Vielzahl von Geometrien vorhanden, welche wiederum

die Tragfähigkeit beein�ussen. In Verbindung mit einer Variation der Bodeneigenschaften ergibt

sich eine Vielzahl von Kombinationsmöglichkeiten, die sich in praktischer Hinsicht zahlenmäÿig

nicht annäherungsweise in Feldversuchen untersuchen lassen würden. Somit bleibt die Möglich-

keit der Ableitung des empirischen Verfahrens auf Grundlage der durchgeführten numerischen

Untersuchungen.

7.2 Herleitung eines halbempirischen Ansatzes für druckbelastete

Fertigschraubpfähle

7.2.1 Tragfähigkeitsfaktor für druckbelastete Fertigschraubpfähle mit geringem
Wendelabstand

Den Ausgangspunkt für die Herleitung des empirischen Berechnungsmodells soll der dimensions-

lose Tragfähigkeitsfaktor NFSP bilden. Dieser ist in Abbildung 7.1 über die relative Einbindelänge

L/DW für die numerischen Berechnungen dargestellt und wurde aus der aufgebrachten Last Fc,ult
bei einer Kopfverformung von sult = 0, 1 ·DW nach folgender Gleichung zurückgerechnet:

NFSP,num =
Fc,ult

π
4 · γ ·D

2
W · L

(7.1)
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Abbildung 7.1: Aus Parameterstudie zurückgerechnete Tragfähigkeitsfaktoren in
Abhängigkeit der relativen Einbindelänge L/DW
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Die Verteilung der Ergebnisse, die für unterschiedliche Reibungswinkel farblich hervorgeho-

ben sind, zeigen den zu erwartenden Trend, dass mit zunehmendem Reibungswinkel der Trag-

fähigkeitsfaktor zunimmt. Dennoch streuen die Tragfähigkeitsfaktoren durch die Variation der

Geometrie derartig stark, dass bei einem Reibungswinkel von ϕ′ = 15° teilweise höhere Trag-

fähigkeitsfaktoren errechnet werden, als bei einem Reibungswinkel von ϕ′ = 35°. Das bedeutet,

ein Fertigschraubpfahl mit ungünstiger Geometrie hat ggf. in einem gut tragfähigen Boden einen

geringeren Widerstand als ein Fertigschraubpfahl mit günstiger Geometrie in wenig tragfähigen

Boden.

Zur weitergehenden Untersuchung der geometrischen Ein�üsse auf den Tragfähigkeitsfaktor

sind in Abbildung 7.2 diese für einen konstanten Reibungswinkel von ϕ′ = 23° abgetragen. Die

Achsen sind im Gegensatz zu Abbildung 7.1 linear skaliert. Es wird deutlich, dass der relative

Wendelabstand l/DW einen deutlichen Ein�uss auf den zurückgerechneten Tragfähigkeitsfaktor

hat. Eine Verkleinerung des Wendelabstands l und damit der Verringerung des Verhältnisses

l/DW , führt bei gleichbleibender Gesamtlänge L und konstantem Wendeldurchmesser DW zu

einer Erhöhung des Tragfähigkeitsfaktors NFSP,num. Dies ist eine in sich konsistente Feststellung.

Durch die Verringerung des Abstandes werden mehr Wendeln entlang des Schaftes angeordnet.

Die am Kopf eingeleitete Belastung wird somit über eine gröÿere (Wendel-) Fläche in den Bo-

den eingeleitet und die Spannungen unterhalb der Wendeln werden geringer. Die Mantelreibung

entlang des Schaftes ist bei kleinen l/DW -Verhältnissen vernachlässigbar, womit auch der Schaft-

durchmesser d vernachlässigbar wird.

Die Reduzierung der Variablen führt bei einem relativen Wendelabstand von l/DW = 2, 0 schon

zu einer deutlichen Verringerung der Streubreite der zurückgerechneten Tragfähigkeitsfaktoren.

Ergänzend sind in Abbildung 7.2 die Tragfähigkeitsfaktoren für unterschiedliche Durchmesserbe-

reiche durch verschiedene Symbole gekennzeichnet. Auch hier lässt sich eine eindeutige Tendenz

feststellen. Bei kleineren Durchmessern werden höhere Tragfähigkeitsfaktoren erzielt. Dieses Ver-

halten ist beispielsweise auch von Mantelreibungspfählen bekannt, wo es günstiger ist lange Pfähle

mit kleinem Durchmesser anzuordnen als kürzere Pfähle mit gröÿerem Durchmesser.

Zur Approximation der Tragfähigkeitsfaktoren bei konstantem Durchmesser DW und einen

Wendelabstand l/DW = 2 wurde eine lineare Ansatzfunktion gewählt. Diese wird im Weiteren

als Grundwert bezeichnet:

NFSP,0 = λ1 · L/DW + λ2 (7.2)

Für praktisch relevante, relative Einbindelängen zwischen L/DW ≥ 5 und L/DW < 100 ist

eine gute Annäherung der Funktion an die zurückgerechneten Werte möglich.
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Abbildung 7.2: Beispiele für zurückgerechnete Tragfähigkeitsfaktoren in Abhängigkeit der
relativen Einbindelänge L/DW für ϕ′ = 23° und unterschiedliche
Wendelabstände l

Um den Ein�uss von Reibungswinkel und Wendeldurchmesser auf die Parameter λ1 und λ2

weiter zu untersuchen, sind in Abbildung 7.3a die zurückgerechneten Werte für jede Kurvenschar

für drei Reibungswinkel über den Wendeldurchmesser dargestellt. Der Parameter λ1, der den

Anstieg darstellt, ist vorwiegend vom Reibungswinkel abhängig. Je gröÿer der Reibungswinkel ist,

umso gröÿer ist auch der Anstieg. Der Wendeldurchmesser beein�usst diesen kaum. Im Weiteren

wird nur eine Abhängigkeit vom Reibungswinkel angenommen.
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Abbildung 7.3: Beispiele für zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des
Wendeldurchmessers DW für unterschiedliche Reibungswinkel; l/DW = 2
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Der Parameter λ2 stellt den Schnittpunkt der Geraden mit der Y-Achse in Abbildung 7.2 dar.

Wie in Abbildung 7.3 zu sehen, ist der Parameter sowohl vom Durchmesser DW als auch vom

Reibungswinkel ϕ′ abhängig. Für einen gegebenen Reibungswinkel können die Werte durch eine

Gleichung der folgenden Form beschrieben werden:

λ2 = λ2,1 ·DW
λ2,2 (7.3)

wobei gilt:

λ2,1 > 0

λ2,2 < 0

DW Wendeldurchmesser in m

Der Parameter λ2,1 ist der Funktionswert bei DW = 1 m und nimmt augenscheinlich mit

dem Reibungswinkel überproportional zu. λ2,2 beschreibt den Kurvenverlauf. Da die Funktionen

annähernd parallel verlaufen, wird dieser als Konstante angenommen.

In Abbildung 7.4 sind die von ϕ′ abhängigen Parameter abgetragen. Mit einer Potenzfunktion

kann der Parameter λ1 in Abhängigkeit des Reibungswinkels beschrieben werden:

λ1 = λ1,1 · ϕ′λ1,2 (7.4)
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Abbildung 7.4: Aus Parameterstudie zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des
Reibungswinkels ϕ′; l/DW = 2
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Der Parameter λ2,1 kann für einen gegebenen Reibungswinkel mit der folgenden Gleichung nähe-

rungsweise bestimmt werden:

λ2,1 = λ2,3 · eϕ
′·λ2,4 (7.5)

Die Konstanten λ1,1, λ1,2, λ2,2, λ2,3, und λ2,4 wurden numerisch mit Hilfe der Methode der

kleinsten Quadrate bestimmt. Als Residuum wurde dabei der relative Abstand zwischen dem

zurückgerechneten Tragfähigkeitsfaktor NFSP,num und dem berechneten Grundwert NFSP,0 de�-

niert:

Res =
NFSP,num −NFSP,0

NFSP,0
+
NFSP,num −NFSP,0

NFSP,num

(7.6)

Die Wichtung ist bei den nichtlinearen Ansatzfunktionen erforderlich. Eine Minimierung der

Fehler der Form NFSP,num − NFSP,0 würde dazu führen, dass die Ergebnisse von Berechnungen

mit kleinem Reibungswinkel nur geringen Ein�uss auf das Ergebnis hätten, da die Tragfähigkeit

deutlich kleiner ist. Die Bildung der Di�erenz, bezogen auf den Ausgangswert NFSP,num−NFSP,0

NFSP,num
,

liefert auch keine Gleichverteilung der Abweichungen nach oben und unten. Für den unteren

Grenzwert mit NFSP,0 → 0 liefert die Gleichung den Wert 1, während bei NFSP,0 →∞ der Fehler

gegen −∞ geht. Der Ansatz aus Gleichung 7.6 liefert für NFSP,num = NFSP,0 den Wert 0, für

NFSP,0 → ∞ geht der Wert gegen −∞ und für NFSP,0 → 0 geht das Ergebnis gegen +∞. Eine

Abweichung um zehn Prozent nach oben liefert den gleich Absolutwert, wie eine Abweichung um

zehn Prozent nach unten. Gröÿere Abweichungen gehen überproportional ein. Mit der gegebenen

Gleichung zur Berechnung der Residuen weisen die numerischen Verfahren zur Bestimmung des

Minimums ein gutes Konvergenzverhalten auf, die numerische Auswertung ergibt die folgenden

Parameter:

λ1,1 = 0, 00238431 λ1,2 = 1, 67076547

λ2,2 = −0, 62324023

λ2,3 = 0, 001 λ2,4 = 0, 26284624

Mit den Ansatzfunktionen nach den Gleichungen 7.2 bis 7.5 konnten die numerischen Ergebnis-

se schon hinreichend approximiert werden. Die Einführung eines weiteren Summanden 1 + λ3 in

Gleichung 7.2 führte jedoch zu einer weiteren Verbesserung. Nach Ausschluss aller übrigen Mög-

lichkeiten verblieb als Ein�ussgröÿe auf den Parameter nur die in der numerischen Berechnung

angesetzte Kohäsion c'.
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Abbildung 7.5:

Aus Parameterstudie zurückgerechneter
Parameter λ3 in Abhängigkeit des
Reibungswinkels ϕ′

In Abbildung 7.5 ist der zurückgerechnete Parameter für den Summanden λ3 · c′ dargestellt. Eine
Approximation der Werte ist durch eine Exponentialfunktion möglich:

λ3 = λ3,1 · eλ3,2·ϕ (7.7)

mit:
λ3,1 = 0, 02892667

λ3,2 = 0, 1657195

Substituiert man die zuvor vorgestellten Parameter durch Tragfähigkeitsbeiwerte, so erhält man

zur Berechnung des Tragfähigkeitsfaktors eine dreigliedrige Gleichung, die der von der Grund-

bruchgleichung bekannten Form ähnelt:

NFSP,0 = NL/DW
+NDW +NC (7.8)

mit:

NL/DW
= 0, 0024 · ϕ′1,671 · L

DW
(7.9)

NDW = 0, 001 · e0,263·ϕ′ ·D−0,623W (7.10)

NC = 1 + 0, 029 · e0,166·ϕ′ · c′ · iC (7.11)
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iC Ein�ussbeiwert der Kohäsion

c′ in kN

DW in m

Die Tragfähigkeitsbeiwerte sind in den Abbildungen 7.6, 7.7 und 7.10 dargestellt. Zu beachten

ist, dass die y-Achsen jeweils im dekadischen Logarithmus skaliert sind. In Abbildung 7.6 entsteht

sonst der Eindruck, dass mit zunehmendem Reibungswinkel dessen Ein�uss geringer wird. Zwar

geht der Reibungswinkel bei der Berechnung des Tragfähigkeitsbeiwertes für die Einbindelänge

NL/DW
, wie Gleichung 7.9 zu entnehmen ist, nur mit einer Potenz von 1,671 und nicht exponentiell

ein, ist aber trotzdem überproportional. Der Ein�uss der relativen Einbindelänge ist ebenfalls in

der Darstellung ersichtlich und stellt jeweils einen konstanten Faktor dar, d. h. eine Verdoppelung

der relativen Einbindung führt zu einer Verdoppelung des Tragfähigkeitsbeiwertes.

N L
/D
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L/D = 15
L/D = 10
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Abbildung 7.6: Abgeleiteter Tragfähigkeitsbeiwert NL/DW
zur Berücksichtigung der

Einbindetiefe in Abhängigkeit des e�ektiven Reibungswinkels ϕ′ für
unterschiedliche relative Einbindetiefen L/DW

Der Tragfähigkeitsbeiwert NDW zur Berücksichtigung des Wendeldurchmessers ist vor allem

bei kurzen Einbindelängen und gröÿeren Reibungswinkeln von Bedeutung. Er berücksichtigt,

dass theoretisch auch ohne Einbindung in den Boden eine Tragfähigkeit bis zum Erreichen des

Grundbruches vorhanden ist. Betrachtet man beispielsweise einen Reibungswinkel von 35°, so
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erhält man für einen kurzen Pfahl mit 2,00 m Länge und 40 cm Wendeldurchmesser einen Beiwert

NL/DW
≈ 4, 5, während der Beiwert für den Durchmesser NDW ≈ 15 beträgt. Der Beiwert für die

Tiefe trägt zu circa 25 % und der Beiwert für den Durchmesser zu 75 % zum Gesamtergebnis bei.

Erhöht sich die Länge auf 20 m, so steigt der Beiwert NL/DW
auf ca. 45 an, während der Beiwert

für den Durchmesser konstant bleibt. Der Anteil des Durchmesserein�usses reduziert sich auf

25 %. Bei der Betrachtung der gleichen Abmessungen und einen Reibungswinkel von 20° ergibt

sich für den kurzen Pfahl NL/DW
≈ 2 und NDW ≈ 0, 6. Mit zunehmender Länge wird der Ein�uss

vernachlässigbar.

Der Durchmesser geht in die Berechnung des Beiwertes NDW mit einer Potenz von -0,623 ein.

Durchmesser, die kleiner als ein Meter sind, führen somit zu einer Erhöhung und Durchmesser

gröÿer als ein Meter zu einer Verringerung des Beiwertes. Die Begründung für dieses Ergebnis

liegt in der Wahl des Kriteriums für die Ermittlung des Grenzzustandes. Dieser wurde als Verfor-

mungskriterium mit sult = 0, 1 ·DW de�niert. Bei einer gleichgroÿen Spannung führt ein gröÿerer

Durchmesser zu mehr Setzungen, sodass das Kriterium schneller erreicht wird, als bei geringerem

Durchmesser.
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Abbildung 7.7: Abgeleiteter Tragfähigkeitsbeiwert NDW zur Berücksichtigung des
Wendeldurchmessers in Abhängigkeit des e�ektiven Reibungswinkels ϕ′ für
unterschiedliche Wendeldurchmesser DW
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Abbildung 7.8:

Aus Parameterstudie
zurückgerechnete Faktoren iC in
Abhängigkeit des Reibungswinkels
für verschiedene relative
Einbindelängen

Um den Ein�uss der Kohäsion genauer zu untersuchen, wurden nachträglich noch weitere nume-

rische Berechnungen mit folgenden Parameterkombinationen durchgeführt:

� Modellböden mit ϕ′ = 12, 5◦ 18,5° ; 28,5°; 35° und 43,5°

� Kohäsion mit 0, 2 · c′ref ; 0, 5 · c′ref , 2 · c′ref und 5 · c′ref
� Schaftdurchmesser von d = 10 cm und d = 19 cm

� Wendeldurchmesser von D/d = 2, 5 und 4,0

� Einbindelängen von L/D = 5; 9 und 27

� Wendelabstände von l/D = 3, 5 und 7,0

� Modellböden mit ϕ′ = 12, 5◦ 18,5° ; 28,5°; 35° und 43,5°

� Kohäsion mit 0, 1 · c′ref und 10 · c′ref
� Schaftdurchmesser von d = 14 cm

� Wendeldurchmesser von D/d = 2, 5 und 4,0

� Einbindelängen von L/D = 5; 9; 27 und 40

� Wendelabstände von l/D = 3, 5 und 7,0
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Abbildung 7.9:

Beispiele für zurückgerechnete Faktoren iC in
Abhängigkeit des Verhältnisses c′/c′ref

Die Berechnungen ergaben, dass die Kohäsion nicht linear in den Beiwert eingeht, sondern von

der angesetzten Kohäsion abhängt. Zur Berücksichtigung dieses Umstands wird ein Faktor iC ein-

geführt. Der Faktor wurde aus den Ergebnissen der numerischen Berechnungen zurückgerechnet

und ist in Abbildung 7.8 in Abhängigkeit des Reibungswinkels abgetragen. Das Diagramm zeigt,

dass der Reibungswinkel und die relative Einbindelänge keinen Ein�uss auf den Faktor haben.

Für ein konstantes Verhältnis zwischen c′/c′ref ergibt sich aus der Rückrechnung ein annähernd

konstanter Wert für iC .

Die Abbildung 7.9 zeigt den Zusammenhang zwischen dem Verhältnis c′/c′ref und dem Fak-

tor iC . Dieser kann durch eine Gleichung der Form

iC =
λ4,1(

c′/c′ref + λ4,2

)λ4,3
beschrieben werden. Die Quanti�zierung erfolgte ebenfalls numerisch mit Hilfe der Methode

der kleinsten Fehlerquadrate. Durch Einsetzen der Werte und das substituieren des Ansatzes für

die Kohäsion c′ref aus den Referenzberechnungen erhält man den Faktor in Abhängigkeit der

e�ektiven Scherparameter:

iC =
0, 7549

(6, 598 · 10−5 · c′ · ϕ′2,765 + 0, 1)0,7505
(7.12)

Der Beiwert NC für die Kohäsion ist in Abbildung 7.10 für verschiedene Werte der Kohäsion

in Abhängigkeit des Reibungswinkels gegeben. Zu beachten ist, dass dieser nicht einheitenneutral

abgeleitet worden ist und somit die Kohäsion zwingend in der Einheit kN/m² in die Berechnung

eingehen muss. Für c′ = 0 gilt NC = 1.
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Abbildung 7.10: Abgeleiteter Tragfähigkeitsbeiwert NC zur Berücksichtigung der e�ektiven
Kohäsion c′ in Abhängigkeit des e�ektiven Reibungswinkels ϕ′

7.2.2 Formfaktor zur Berücksichtigung unterschiedlicher Geometrien

Der Tragfähigkeitsfaktor wurde für die numerischen Berechnungen mit einem relativ geringen

Abstand der Wendeln von l/Dw = 2, 0 und für die Durchmesserverhältnisse von DW /d = 1, 5 bis

6,5 abgeleitet. Bei dem geringen Abstand der Wendeln untereinander ist davon auszugehen, dass

der Schaftdurchmesser kaum einen Ein�uss auf das Ergebnis hat, da sich der gesamte Bodenzy-

linder mit dem Pfahl verschiebt, vgl. Abschnitt 4.7. Die Vergröÿerung des relativen Wendelab-

stands führt bei sonst gleichbleibenden Randbedingungen zu einer Verringerung des erzielbaren

Widerstands. Weiterhin ist davon auszugehen, dass der Ein�uss des Schaftdurchmessers mit zu-

nehmendem relativen Wendelabstand zunimmt, da entlang des Schaftes Mantelreibung entstehen

kann.

Zur Berücksichtigung der geometrischen Ein�üsse wird ein Formfaktor in die Berechnung einge-

führt:

NFSP = ν ·NFSP,0 (7.13)

mit:

ν = νl/DW · νDW/d · νDW (7.14)
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Abbildung 7.11:

Beispiele für zurückgerechnete Formfaktoren
ν in Abhängigkeit des relativen
Wendelabstands

Neben dem relativen Wendelabstand und dem Schaftdurchmesser hat die Auswertung gezeigt,

dass auch die Berücksichtigung des (absoluten) Wendeldurchmessers erforderlich wird. Zwar wird

dieser schon bei dem Beiwert NDW berücksichtigt, hat aber, wie zuvor ausgeführt, nur bei groÿen

Reibungswinkeln in Verbindung mit kleinen Einbindetiefen Bedeutung. Werden jedoch relativ

lange Fertigschraubpfähle in weniger tragfähigen Böden eingesetzt, so hat auch der Durchmesser

einen Ein�uss. Auch hier führt bei sonst gleichen Randbedingungen der gröÿere Durchmesser zu

gröÿeren Gesamtsetzungen, sodass der de�nierte Grenzzustand bei geringerer Last Fult erreicht

wird.

Die Herleitung des Formfaktors erfolgt ausgehend vom relativen Wendelabstand l/DW . Der

Faktor wurde aus den Ergebnissen der Parameterstudie zurückgerechnet, indem der numerische

Tragfähigkeitsfaktor Nnum durch den sich nach Gleichung 7.8 ergebenen Faktor NFSP,0 geteilt

wurde. In Abbildung 7.11 sind Ergebnisse über den relativen Wendelabstand aufgetragen. Als

erster Ansatz ist eine Annäherung der Punkte mit einer Potenzfunktion mit negativen Exponenten

möglich. Die Funktion hat jedoch die Eigenschaft, dass sie für x→ 0 gegen +∞ strebt. Deshalb

wurde ein exponentiell abklingender Ansatz gewählt:

νl/DW = κ1 + e
− l/DW

κ2 (7.15)

Der Parameter κ1 ist der Grenzwert der Funktion für l/DW → ∞ und der Parameter κ2 beein-

�usst die Steigung und somit den Funktionsverlauf. Wie in Abbildung 7.12 deutlich ersichtlich,

sind sowohl κ1 als auch κ2 linear vom Reibungswinkel abhängig:

κ1 = κ1,1 · ϕ′ + κ1,2 (7.16)

κ2 = κ2,1 · ϕ′ + κ2,2 (7.17)



128 Kapitel 7

κ 1

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

φ' in °
10 20 30 40 50

(a) Parameter κ1 mit linearer Approximation
κ 2

0,0

5,0

10,0

φ' in ° 
10 20 30 40 50

(b) Parameter κ2 mit linearer Approximation

Abbildung 7.12: Beispiele für zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des
Reibungswinkels ϕ′

Aufbauend auf dem Beiwert νl/DWwird der Beiwert νDW/d zur Berücksichtigung des Verhält-

nisses zwischen Wendeldurchmesser und Schaftdurchmesser aus den numerischen Ergebnissen

zurückgerechnet. Aus Abbildung 7.13 geht hervor, dass ein linearer Zusammenhang zwischen

dem Beiwert und dem Durchmesserverhältnis besteht:

νDW/d = κ3 ·Dw/d+ κ4 (7.18)

Wie den Diagrammen in Abbildung 7.14 zu entnehmen ist, sind die Parameter κ3 und κ4 erwar-

tungsgemäÿ vom Wendelabstand abhängig. Diese können ebenfalls linear approximiert werden:

κ3 = κ3,1 · l/DW + κ3,2 (7.19)

κ4 = κ4,1 · l/DW + κ4,2 (7.20)

Die Abhängigkeit des dritten Beiwertes νDW ist in Abbildung 7.15 aufgetragen und kann ebenfalls

ausreichend genau mit einer linearen Ansatzfunktion beschrieben werden:

νDW = κ5 ·Dw + κ6 (7.21)
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Abbildung 7.13:

Beispiele für zurückgerechnete Formbeiwerte
νDW/d in Abhängigkeit des Verhältnisses
zwischen Wendeldurchmesser DW und
Schaftdurchmesser d
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Abbildung 7.14: Beispiele für zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des relativen
Wendelabstands l/DW

Für die zugehörigen Parameter ist die Stei�gkeit des Bodens ausschlaggebend. Diese wird indirekt

über den Reibungswinkel in Ansatz gebracht:

κ5 = κ5,1 · ϕ′ + κ5,2 (7.22)

κ6 = κ6,1 · ϕ′ + κ6,2 (7.23)
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Abbildung 7.15:

Beispiele für zurückgerechnete Formbeiwerte
νDW in Abhängigkeit des
Wendeldurchmessers DW

Aus den Gleichungen 7.15 bis 7.23 ergeben sich insgesamt 12 Parameter, die quanti�ziert werden

müssen. Hierfür wurde analog zu Abschnitt 7.2.1 vorgegangen. Insgesamt standen 2269 Ergebnisse

aus der numerischen Parameterstudie zur Verfügung um die 12 Parameter anzupassen:

κ1,1 = −0, 00701216 κ1,2 = 0, 62149501

κ2,1 = 0, 15423677 κ2,2 = 0, 1295871

κ3,1 = −0, 00275958 κ3,2 = 0, 01396645

κ4,1 = 0, 00074371 κ4,2 = 0, 95

κ5,1 = 0, 01193765 κ5,2 = −0, 44613423

κ6,1 = −0, 01003501 κ6,2 = 1, 32294204

Durch Einsetzen und Runden der Parameter erhält man folgende Gleichungen für die einzelnen

Beiwerte:

νl/DW = (−0, 007 · ϕ′ + 0, 622) + e
− l/DW

0,1542·ϕ′+0,130 (7.24)

νDW/d = 0, 95 + 0, 00074 · l/DW − (0, 0028 · l/DW − 0, 014) ·Dw/d (7.25)

νDW = 1, 323− 0, 01 · ϕ′ + (0, 0119 · ϕ′ − 0, 446) ·Dw (7.26)

mit:
l/DW ·DW /d ≤ 375
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In den Abbildungen 7.16 bis 7.18 sind die ermittelten Formbeiwerte gra�sch über den Rei-

bungswinkel bzw. das Durchmesserverhältnis abgetragen. Der relative Wendelabstand beein�usst

das Gesamtergebnis am stärksten. Bei einem geringen Abstand von l/DW = 2 liegt der Wert, je

nach Reibungswinkel, bei etwas über eins. Die Verdoppelung des Abstands auf 4 ·DW verringert

den Wert um ca. 20 % auf ca. 0,8. Eine weitere Erhöhung um 2·DW auf l/DW = 6 führt nochmals

zu einer Abnahme um weitere 20 % auf ca. 0,65. Bei Wendelabständen die gröÿer als 10 · DW

sind, werden nur ca. 50 % des Ausgangswertes erreicht. Zu beachten ist, dass der Beiwert νl/DW
mit den Ein�üssen des Beiwertes νDW/d, der in Abbildung 7.17 dargestellt ist, überlagert wird.
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Abbildung 7.16: Abgeleiteter Formbeiwert νl/DW zur Berücksichtigung des Ein�usses des
relativen Wendelabstands in Abhängigkeit des e�ektiven Reibungswinkels ϕ′

Der Beiwert νDW/d ist wie erwartet stark vom Wendelabstand abhängig. Bei einem Abstand

von l/DW = 14 beträgt er, bei einem Durchmesserverhältnis von DW /d = 1, 5, ca. 0,92. Wird

der Schaftdurchmesser verkleinert, sodass das zugehörige Verhältnis auf DW /d = 6, 5 ansteigt,

so nimmt der Beiwert auf ca. 0,8 ab, was eine Verringerung von etwa 15 % bedeutet. Ursächlich

für den Abfall ist, wie bereits erläutert, die Verringerung der Fläche des Schaftes an der Man-

telreibung wirkt. Wird der Abstand l/DW < 5, so nimmt der Beiwert mit kleiner werdendem

Schaftdurchmesser zu, was zunächst unplausibel erscheint, sich aber schlüssig begründen lässt:
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Bei dem geringen Abstand zwischen den Wendeln spielt die Mantelreibung am Schaft keine

Rolle mehr für den Lastabtrag. Die Last wird ausschlieÿlich als Normalspannungen unterhalb der

Wendeln abgetragen. Wird der Schaftdurchmesser vergröÿert, so verringert sich die zum Lastab-

trag zur Verfügung stehende Wendel�äche. Aus der Reduzierung der Fläche folgt bei gleicher

Last eine proportionale Erhöhung der Spannung, bzw. bei gleicher Spannung ein geringerer Wi-

derstand.
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Abbildung 7.17: Abgeleiteter Formbeiwert νDW/d zur Berücksichtigung des Ein�usses des
Verhältnisses zwischen Wendel- und Schaftdurchmesser in Abhängigkeit des
Verhältnisses DW /d für unterschiedliche relative Wendelabstände l/DW

Der Durchmesser scheint auf den ersten Blick den Formfaktor erheblich zu beein�ussen. Das

ist jedoch teilweise der gewählten Darstellung mit Durchmessern von DW = 0, 10 m bis 1,50 m

und ϕ′ = 10° bis 50° geschuldet. Betrachtet man realistische Anwendungsbereiche mit Durchmes-

sern zwischen 25 cm und 80 cm, bei Reibungswinkeln 15° und 40°, so liegt der Faktor zwischen

0,92 und 1,08. Der Faktor hat insbesondere bei sehr groÿen oder sehr kleinen Durchmessern, in

Verbindung mit sehr hohen bzw. sehr kleinen Reibungswinkeln, Ein�uss auf das Ergebnis. Er be-

rücksichtigt, dass sich bei kleinen Durchmessern die Spannungen räumlich schneller ausbreiten.

In wenig tragfähigen Böden resultieren daraus geringere Setzungen. Bei dicht gelagerten Böden

bilden sich kleinere Scherzonen aus, was bei der in der Parameterstudie angesetzten Dilatanz zu

geringerer Volumenzunahme führt. Bei groÿen Durchmessern verhält es sich genau umgekehrt. In

weichen Böden entstehen mehr Setzungen, während in dicht gelagerten Böden die Ein�üsse aus

der Dilatanz zunehmen.
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Abbildung 7.18: Abgeleiteter Formbeiwert νDW zur Berücksichtigung des Ein�usses des
Wendeldurchmessers in Abhängigkeit des e�ektiven Reibungswinkels ϕ′

7.2.3 Fehlerbetrachtung und Zusammenfassung

Insgesamt hat die Auswertung der Parameterstudie im Hinblick auf die Formbeiwerte schlüssige

und begründbare Ergebnisse geliefert. Die empirischen Ansätze beschreiben alle für die getro�e-

nen Annahmen maÿgeblichen Zusammenhänge. Es werden der Wendeldurchmesser, der Wendel-

abstand und das Verhältnis zwischen Wendeldurchmesser und Schaftdurchmesser berücksichtigt.

In Abbildung 7.19 ist die Häu�gkeitsverteilung des relativen Fehlers, der sich ergibt, wenn

der empirisch ermittelte Tragfähigkeitsfaktor NFSP nach Gleichung 7.13, durch den numerisch

ermittelten NFSP,num nach Gleichung 7.1 geteilt wird, als Histogramm dargestellt. Der Mittelwert

beträgt 1,01 und die Standardabweichung 0,16. Daraus folgt, dass mit dem empirischen Modell

etwa 68 % aller numerischen Ergebnisse auf ±16 % genau vorhergesagt werden. Die 95%-Fraktile

liegt bei 1,25 und das Maximum bei 2,15. Die Auswertung der Fehler bzgl. der Verteilung in

Abhängigkeit verschiedener Parameter ergibt, dass die gröÿten Streubreiten bei Reibungswinkeln

< 20° und groÿen relativen Wendelabständen in Verbindung mit kleinen Durchmessern liegen.

Wird der Anwendungsbereich auf Reibungswinkel ϕ′ > 20° begrenzt, so beträgt die 5%-Fraktile

0,88 und die 95%-Fraktile 1,17, das Maximum sinkt auf 1,30.

Die Tragfähigkeit eines druckbelasteten Fertigschraubpfahls lässt sich somit aus dem Tragfä-

higkeitsfaktor, der Geometrie und der Bodenwichte berechnen:



134 Kapitel 7
An

za
hl

0

50

100

150

200

NFSP/Nnum

0,00 0,50 1,00 1,50 2,00

Mittelwert: 1,01
Standardabweichung: 0,16
Minimum: 0,50
Maximum: 2,65
5%-Fraktile: 0,79
95%-Fraktile: 1,25

Abbildung 7.19:

Histogramm zur Verteilung des
Fehlers NFSP/NFSP,num

RFSP,c =
π

4
· γ ·D2

W · L ·NFSP (7.27)

7.3 Übertragung des Ansatzes auf zugbelastete

Fertigschraubpfähle

Nachdem in Abschnitt 7.2 ein empirisches Modell zur Berechnung des Widerstands von druck-

belasteten Fertigschraubpfählen vorgestellt wurde, geht der folgende Abschnitt auf zugbelastete

Pfähle ein. Prinzipiell wäre es möglich, analog zu Abschnitt 7.2 entsprechende empirische Trag-

fähigkeitsfaktoren abzuleiten. Zugelemente stellen jedoch in der Geotechnik immer besondere

Bauteile dar. Selbst bei (Mikro-)Bohrpfählen oder Verpressankern liegen trotz jahrzehntelanger

Erfahrung keine Berechnungsmethoden vor, die eine zuverlässige Prognose der aufnehmbaren Zug-

kräfte liefern. Hier sind also entsprechend hohe Sicherheiten oder Prüfungen in situ erforderlich.

Im Weiteren soll deshalb ein vereinfachter Faktor hergeleitet werden, mit dem, aus dem Ergebnis

der Berechnung für Druckbelastung, der Zugwiderstand abgeleitet werden kann. Umgekehrt kann

der Faktor auch herangezogen werden, um aus Ergebnissen einer Zugprobebelastung Rückschlüsse

auf einen Widerstand in Druckrichtung abzugeben. Die Grundlage für die Herleitung des Faktors

bilden wieder die Ergebnisse der Parameterstudie.

Der Faktor soll das Verhältnis zwischen dem Widerstand unter Zugbelastung Rt und Druck-

belastung Rc bei einer Kopfverschiebung von sult = 0, 1 · DW wiedergeben und wurde aus den

numerischen Berechnungen zurückgerechnet:
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Abbildung 7.20:

Beispiele für zurückgerechnete Faktoren ηt in
Abhängigkeit der relativen Einbindung für
einen Reibungswinkel von ϕ′ = 28, 5°

ηt,num =
Rt,num
Rc,num

(7.28)

In Abbildung 7.20 wurden die für einen Reibungswinkel von 28,5° zurückgerechneten Werte

von verschiedenen Berechnungen über die relative Einbindelänge abgetragen. Der Beiwert ηt
ist stark von der relativen Einbindung abhängig, bei Verringerung dieser vermindert sich die

Zugtragfähigkeit überproportional. Während bei L/DW > 20 der Zugwiderstand mehr als 90 %

des Druckwiderstands beträgt, fällt dieser für den ausgewählten Datensatz auf etwa 60 % bei

L/DW = 5 ab.

Um konsistente Lösungen zu liefern, sollte die Ansatzfunktion zur Beschreibung des Verhältnisses

zwischen Zugwiderstand und Druckwiderstand folgende Eigenschaften aufweisen:

� Für groÿe Einbindungen entspricht die Tragfähigkeit in Druckrichtung etwa der in Zugrich-

tung. Der Grenzwert L/DW →∞ muss eins sein.

� Für (sehr) kurze Einbindelängen L/DW → 1 ist zwar eine Druckkraft (bis zum Erreichen

des Grundbruches) über die Wendel abtragbar, aber keine Zugbelastung. Der Grenzwert

muss gegen null gehen.

Für eine Approximation, die die Grenzwertbetrachtungen erfüllt, wurde die Gleichung folgender

Form gewählt:

ηt,0 =
−1

ι1 · L/DW ι2 + 1
+ 1 (7.29)
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In den Abbildungen 7.21 und 7.22 sind die zurückgerechneten Parameter ι1 und ι2 für einen

Wendelabstand von l/DW = 2 und ein Durchmesserverhältnis von DW /d = 1, 5 dargestellt.

Der Parameter ι1 ist augenscheinlich vom Reibungswinkel abhängig und soll mit einem linearen

Ansatz erfasst werden:

ι1 = ι1,1 · ϕ+ ι1,2 (7.30)
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Abbildung 7.21: Aus Parameterstudie zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des
Reibungswinkels ϕ′

In der ersten Auswertung war der Parameter ι2 sowohl vom Reibungswinkel als auch vom Durch-

messer anhängig. Im ersten Schritt wurde der Parameter über die folgende lineare Funktion

beschrieben:

ι2 = ι2,1 ·DW + ι2,2 (7.31)

Die weitere Auswertung der Daten ergab, dass bei den oben genannten Vorgaben zusätzlich die

Parameter ι1,1 und ι1,2 in Abhängigkeit vom Durchmesser zu betrachten sind. Da sich ι1 und ι2
gegenseitig beein�ussen, ist durch die Einführung des Durchmessers in ι1 keine weitere Berück-

sichtigung des Reibungswinkels bei ι2 erforderlich, um eine gute Übereinstimmung zwischen den

Ergebnissen der numerischen Berechnung und der Näherungslösung zu erzielen:

ι1,1 = ι1,3 ·DW + ι1,4 (7.32)

ι1,2 = ι1,5 ·DW + ι1,6 (7.33)
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Abbildung 7.22: Aus Parameterstudie zurückgerechnete Parameter in Abhängigkeit des
Wendeldurchmessers DW für einen Reibungswinkel von ϕ′ = 43, 5◦

Neben den Ein�üssen aus Durchmesser und Reibungswinkel ist noch der geometrische Ein�uss

des relativen Wendelabstands für die Zugkrafttragfähigkeit von Bedeutung. Dieser soll über einen

zusätzlichen Beiwert berücksichtigt werden:

ηt = ηt,0 · νη (7.34)
mit:

νη = ι3 · ι4 (7.35)

ι3 = ι3,1 · L/DW + ι3,2 (7.36)

ι4 = ι4,1 · l/DW + ι4,2 (7.37)

Die insgesamt 10 erforderlichen Parameter wurden analog zu Abschnitt 7.2.1 numerisch ermittelt:

ι1,3 = −0, 00660179 ι1,4 = 0, 17769947

ι1,3 = 0, 29953052 ι1,4 = 0, 19045861

ι2,1 = −0, 00122803 ι2,1 = 1, 98575813

ι3,1 = −0, 00027345 ι3,2 = 0, 94114682

ι4,1 = 0, 00066568 ι4,2 = 1, 0062489
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Durch Einsetzen der Werte erhält man:

ηt,0 = 1=
1

L/DW
1,99=0,0012DW ·

(
0, 3 ·DW

0,191
=0, 0066 · ϕDW

0.178
)

+ 1
(7.38)

νη = (0, 941=0, 003 · L/DW ) (0, 0007 · l/DW + 1.01) (7.39)

Die Funktion aus Gleichung 7.38 ist in Abbildung 7.23 über den Reibungswinkel abgetragen.

Auf den ersten Blick fällt auf, dass insbesondere bei kleinen relativen Einbindelängen der Faktor

mit zunehmendem Reibungswinkel stark abfällt. Die Verringerung des Widerstands unter Zug-

belastung wird durch den Beiwert ηt,0 in das relative Verhältnis zum Widerstand unter Druck-

belastung gesetzt. Der Beiwert gibt somit keinen direkten Aufschluss über den Absolutwert, da

bei der Berechnung dessen der Reibungswinkel exponentiell eingeht. Somit ist die Tragfähigkeit

absolut betrachtet auch unter Zuglast in Böden mit gröÿerem Reibungswinkel gröÿer.
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Abbildung 7.23: Abgeleiteter Beiwert ηt zur Berücksichtigung von Zugbelastungen in
Abhängigkeit des Reibungswinkels ϕ′ für unterschiedliche relative
Einbindelängen L/DW und Wendeldurchmesser DW
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Der Ein�uss des Durchmessers auf die mögliche Zugtragfähigkeit zeigt sich sehr deutlich. Ins-

besondere bei kleinen relativen Einbindelängen führt ein gröÿerer Durchmesser zu einer höheren

Tragfähigkeit. Dies ist damit zu begründen, dass bei einem konstanten Verhältnis L/DW mit zu-

nehmendem Durchmesser DW auch die absolute Einbindelänge steigt. Bei gröÿerer Einbindung

und gröÿerem Durchmesser ist das Spannungsniveau höher und es wird insgesamt ein gröÿeres

Bodenvolumen zum Lastabtrag herangezogen.

Der Beiwert νη in Abbildung 7.24 ist als Korrekturbeiwert für die Ansatzfunktion zu verstehen.

Bei zunehmender relativer Einbindelänge strebt die Funktion gegen den Wert 1. Da auch bei

groÿen Einbindelängen dieser Wert nicht erreicht wird, wird mit dem Faktor das Gesamtergebnis

reduziert. Der Ein�uss des Wendelabstands ist annähernd vernachlässigbar.
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Abbildung 7.24: Abgeleiteter Beiwert νη zur Berücksichtigung von geometrischen Ein�üssen
auf den Zugwiderstand in Abhängigkeit der relativen Einbindelängen L/DW

Das Ergebnis zeigt, dass die geometrischen Verhältnisse l/DW und DW /d unter Zug- und

Druckbelastung den gleichen Ein�uss auf das Tragverhalten haben müssen, sodass sich ein von

diesen Parametern unabhängiger Faktor ergibt.
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Abbildung 7.25:

Histogramm zur Verteilung des
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In Abbildung 7.25 ist die Verteilung des Fehlers abgetragen, der sich ergibt, indem man den

empirisch ermittelten Faktor ηt durch den aus der Parameterstudie ermittelten Wert ηt,num teilt.

Die empierische Näherungslösung zeigt eine gute Übereinstimmung mit den numerischen Berech-

nungsergebnissen. Der Mittelwert beträgt 1,01 und die Standardabweichung beträgt 0,11. Die

Fraktilwerte betragen 0,88 für die 5%-Fraktile und 1,21 für die 95%-Fraktile, d. h. 95% aller

Ergebnisse der numerischen Berechnung werden auf ca. 20% genau approximiert.

Aufgrund der guten Übereinstimmung wurde noch eine Fehlerbetrachtung bezüglich des Trag-

fähigkeitsfaktors durchgeführt. Für zugbelastete Fertigschraubpfähle soll dieser als Produkt aus

Gleichung 7.13 und 7.34 de�niert sein:

NFSP,t = ηt ·NFSP (7.40)

Die zugehörige Fehlerverteilung ist in Abbildung 7.26 dargestellt. Die empirischen Lösungen

aus den beiden unabhängig von einander ermittelten Faktoren weichen in ähnlichem Maÿe ab, wie

die für die druckbelasteten Fertigschraubpfähle. Sowohl Streuung als auch Fraktilwerte liegen in

einer ähnlichen Gröÿenordnung. Die gegebene Gleichung ist somit geeignet, um den Widerstand

auch für Zugbelastungen abzuschätzen:

Rt =
π

4
· γ ·D2

W · L ·NFSP,t (7.41)
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Abbildung 7.26:

Histogramm zur Verteilung des
Fehlers NFSP,t/NFSP,num,t

7.4 Abschätzung von Kopfverformungen und des Kraftdurchgangs

7.4.1 Berechnung von Widerstands-Setzungs-Linien bzw.
Widerstands-Hebungs-Linien

Neben dem Nachweis der Tragfähigkeit sind Nachweise der Gebrauchstauglichkeit zu führen.

Hierzu sind häu�g Aussagen zu den Verformungen notwendig. Für diese Fragestellung wird im

Weiteren eine Näherungslösung angegeben. Grundlage der Näherungslösung bildet das Auswerte-

verfahren für Pfahlprobebelastungen nach Chin-Kondner, (Kondner (1963), Chin (1970) und Chin

(1971)). Das Verfahren beruht auf der Annahme, dass sich die Pfahlverschiebung in Abhängigkeit

der Belastung hyperbolisch einem Grenzwert annähert:

R(s) =
s

c1 · s+ c2
(7.42)

Die Parameter c1 und c2 lassen sich gra�sch bestimmen, indem man die Verschiebung über

die aufgebrachte Last geteilt durch die Verschiebung aufträgt. Der Parameter c1 entspricht der

Steigung der Regressionsgeraden, während c2 den Schnittpunkt mit der y-Achse darstellt. Wie

in Boley und Höppner (2012) festgestellt, lassen sich mit diesem Ansatz die Kurvenverläufe von

Probebelastungen gut nachbilden. Während França und Viana (2011) die gute Anwendbarkeit

des Verfahrens bestätigen, weisen Rybak und Król (2018) darauf hin, dass insbesondere Extra-

polationen nicht zulässig sind.
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Die numerischen Berechnungen wurden bis zu einer Kopfverformung von 0, 2 ·DW durchgeführt.

Aus dieser wurden die Kraft-Verschiebungs-Kurven am Pfahlkopf ausgelesen und die Parameter

für Gleichung 7.42 numerisch bestimmt. Daraus kann die Grenzlast für sult,inf → ∞ bestimmt

werden:

Rinf (sult,inf ) =
1

c1
(7.43)

Anschlieÿend wird ein Faktor ηinf eingeführt, der das Verhältnis zwischen der Last bei 0, 1 ·DW

und der nach Chin-Kondner ermittelten Grenzlast ins Verhältnis setzt:

ηinf,num =
Rnum

Rinv,num
(7.44)

Der Faktor kann durch einen empirischen Ansatz beschrieben werden, der analog zu den vorher-

gehenden Abschnitten aus der Parameterstudie abgeleitet wurde. Die Ansatzfunktion lautet:

ηinf = max

(ζ1 · L/DW + ζ2) · ζ3 + ζ4

1, 01
(7.45)

Die Parameter ζ1 bis ζ3 sind von den geometrischen Randbedingungen und dem Reibungswinkel

abhängig, ζ4 ist eine Konstante:

ζ1 = ζ1,1 · ϕ′ + ζ1,2 (7.46)

ζ2 =
(
ζ2,1 · ϕ′ + ζ2,2

)2
+ ζ2,3 (7.47)

ζ3 = ζ3,1 · l/DW + ζ3,2 (7.48)

ζ3,1 = ζ3,4 ·DW /d+ ζ3,5 (7.49)

ζ3,2 = ζ3,6 ·DW /d+ ζ3,7 (7.50)

Die Parameter sind für Druck- und Zugbelastung verschieden und können der folgenden Tabelle

entnommen werden. In den Abbildungen 7.27 und 7.28 sind die Faktoren der Gleichung 7.45 über

den Reibungswinkel bzw. den relativen Wendelabstand abgetragen.
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Abbildung 7.27: Abgeleitete Parameter zur Berechnung des Faktors ηinf bei Druckbelastung
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Abbildung 7.28: Abgeleitete Parameter zur Berechnung des Faktors ηinf bei Zugbelastung
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Tabelle 7.1: Parameter ζi,j zur Berechnung des Beiwertes ηult
Druckbelastung Zugbelastung

ζ1,1 -0,00363841 -0,0003839

ζ1,2 0,09903272 0,03683632

ζ2,1 0,18693016 0,13078504

ζ2,2 -4,27207645 -3,2655389

ζ2,2 0,08830643 1,06737245

Druckbelastung Zugbelastung

ζ3,4 0,000548 0,00125851

ζ3,5 -0,00622679 0,00183913

ζ3,6 -0,0144276 -0,00476725

ζ3,7 0,39971306 0,21708363

ζ4 1,04346308 0,72811428

Mit der Berechnung nach Abschnitt 7.2 bzw. Abschnitt 7.3 kann der Widerstand bei einer Setzung

von s = 0, 1 ·DW und mit Gleichung 7.45 die Grenzlast nach Chin-Kondner berechnet werden.

Daraus abgeleitet ergibt sich die Konstante c1:

c1 =
1

ηinf ·RFSP

(7.51)

Die Konstante c2 kann durch Einsetzen von Gleichung 7.51 in Gleichung 7.42 und Umstellen

ermittelt werden:

c2 = −c1 · s · F − s
F

(7.52)

Zur Ermittlung des Zahlenwertes muss noch ein Punkt, der auf der Last-Verformungs-Kurve

liegt, eingesetzt werden. Dies geschieht mit dem bekannten Punkt RFSP mit einer Verformung

von sult = 0, 1 ·DW . Durch die Vorgehensweise folgt eine konsistente Lösung, die Aussagen über

das Verformungsverhalten erlaubt.

7.4.2 Berechnung des Kraftdurchganges

Neben dem Verformungsverhalten am Pfahlkopf ist auch der Kraftdurchgang, d. h. der Lastabtrag

über die Pfahllänge, von Interesse. Die Parameterstudie wurde auch dahingehend ausgewertet,

um für längere Pfähle mit L/DW > 10 diesbezüglich Aussagen tre�en zu können. Es wird davon

ausgegangen, dass ein Teil der aufgebrachten Last über die oberen Wendeln und der verbleibende

Rest über die untere Wendel in den Baugrund eingeleitet wird.
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Der Abbau der Last soll im Modell kontinuierlich erfolgen (d. h. es werden keine Lastsprünge an

den Wendeln berücksichtigt) und durch eine quadratische Gleichung beschrieben werden:

Frel(Lrel) = (1− ς1Lrel)ς2 (7.53)

mit:
Frel relativer Kraftdurchgang in der Tiefe Lrel im Verhältnis

zum Gesamtwiderstand RFSP

Lrel = z/L relativer Abstand zwischen Geländeoberkante und der

untersten Wendel

Die zwei Parameter sind vom Reibungswinkel ϕ′, der relativen Einbindung L/DW und vom

relativen Wendelabstand l/DW abhängig:

ς1 =
−1

ς1,1 · L/DW
+ 1 (7.54)

ς1,1 = ς1,2 · ϕζ1,3 (7.55)

ς2 =
−1

ς2,1 · L/DW + 1/ς2,2
+ ς2,2 (7.56)

ς2,1 = ς2,3 · l/DW + ς2,4 (7.57)

mit:

l/DW ≤ 18

Die Parameter sind in der Tabelle 7.2 gegeben. Den Diagrammen in Abbildung 7.29 und 7.30

können die Lösungen der Gleichung 7.54 und 7.56 entnommen werden.

Tabelle 7.2: Parameter ςi,j zur Berechnung des Kraftdurchgangs

Druckbelastung Zugbelastung

ς1,2 20,3163451 1,08265326

ς1,3 -1,03551186 0,38221556

ς2,2 0,58947196

ς2,3 -0,0186215

ς2,4 0,38567184
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Abbildung 7.29: Parameter ς1 in Abhängigkeit des Reibungswinkels ϕ′ für unterschiedliche
relative Einbindelängen L/DW
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Abbildung 7.30: Parameter ς2 in Abhängigkeit der relativen Einbindelängen L/DW für
unterschiedliche relative Wendelabstände l/DW

Zu beachten ist, dass der Kraftdurchgang mit der Näherungslösung von einem kontinuierli-

chen Verlauf ausgeht und keine Sprünge an den Wendeln berücksichtigt. Um Aussagen bzgl. des

Lastabtrags einer einzelnen Wendel tre�en zu können, kann die Di�erenz des Kraftdurchgangs in

den Punkten l/2 oberhalb und unterhalb der Wendel berechnet werden.

7.5 Berücksichtigung von Grundwasser und geschichtetem

Baugrund

7.5.1 Berücksichtigung von Grundwasser im Ein�ussbereich des
Fertigschraubpfahls

Die Berechnung des Widerstandes für Fertigschraubpfähle oberhalb des Grundwasserspiegels er-

folgt aus dem Tragfähigkeitsfaktor multipliziert mit dem umschlossenen Volumen des Pfahls und

der Wichte γ des Bodens. Liegt der Grundwasserspiegel an der Geländeoberkante, so kann die

Tragfähigkeit mit der Wichte unter Auftrieb errechnet werden:

RFSP =
π

4
· γ′ ·D2

W · L ·NFSP (7.58)
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Zur Bestätigung dieser Annahme wurden zusätzliche numerische Berechnungen durchgeführt.

Die Abbildung 7.31 zeigt auf der x-Achse das Verhältnis zwischen der Wichte unter Auftrieb und

der Wichte. Auf der y-Achse ist das Verhältnis zwischen dem Widerstand unter Auftrieb und

dem Widerstand abgetragen.

Für Druckbelastungen zeigen alle untersuchten Berechnungen, dass das Verhältnis zwischen

den Wichten kleiner ist als das Verhältnis zwischen den Widerständen. Der Ansatz nach Glei-

chung 7.58 liegt somit auf der sicheren Seite. Im Mittel wird mit dem Ansatz bei Druckbelastung

die Tragfähigkeit unter Auftrieb um etwa 15 % unterschätzt.
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Abbildung 7.31: Verhältnis des numerisch berechneten Widerstands unter Auftrieb Rnum (γ′)
zum Widerstand ohne Grundwasserein�uss Rnum (γ) in Abhängigkeit des
Verhältnisses der Wichten γ′/γ

Bei Zugbelastung liegen die Ergebnisse sowohl über als auch unter der Diagonalen, d. h. es

werden mit dem Ansatz auch Widerstände berechnet, die auf der unsicheren Seite liegen kön-

nen. Die genauere Auswertung der Ergebnisse zeigt, dass mit zunehmendem Reibungswinkel die

Ergebnisse auf der unsicheren Seite liegen. Bei der Berechnung des Zugwiderstands mit der Nähe-

rungslösung nach Gleichung 7.41 wird jedoch mit zunehmendem Reibungswinkel der Widerstand

überproportional abgemindert. In Abbildung 7.32a sind deshalb die numerisch berechneten Wi-

derstände Rnum den nach Gleichung 7.58 berechneten Ergebnissen gegenübergestellt. Wie zu

sehen, liegen die mit der Näherungslösung berechneten Widerstände vorwiegend auf der sicheren

Seite. Betrachtet man die zugehörige Verteilung in Abbildung 7.32b, so ergibt sich ein Mittelwert

von 0,64, d. h. der Widerstand wird mit der Näherung im Mittel um etwa 35 % unterschätzt. Die

95%-Fraktiele beträgt 1,13 und der Maximalwert 1,80.
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Abbildung 7.32: Vergleich des numerisch berechneten Widerstands unter Auftrieb Rnum (γ′)
mit dem nach der Näherungslösung berechneten Widerstand RFSP unter
Zugbelastung

Steht der Grundwasserspiegel nicht an der Geländeoberkante, sondern im Abstand hw dazu an,

so kann der Widerstand mit einer gemittelten Wichte abgeschätzt werden:

γ̄ =
hw · γ + (L− hw) · γ′

L
(7.59)

7.5.2 Berücksichtigung von geschichtetem Baugrund

Zur Berücksichtigung von geschichtetem Baugrund wurden keine eigenen ausführlichen Untersu-

chungen durchgeführt. Trotzdem soll eine Möglichkeit dazu aufgezeigt werden, um die Tragfähig-

keit abschätzen zu können. Es wird vereinfachend davon ausgegangen, dass das Superpositions-

prinzip angewendet werden kann. Unter dieser Voraussetzung kann die Tragfähigkeit abschnitts-

weise für jede Bodenschicht berechnet werden, indem die theoretische Gesamttragfähigkeit RFSP,i,

unter Annahme des jewiligen Schichtreibungswinkels über die Gesamtlänge, nach Gleichung 7.27

bzw. 7.41 und den Kraftdurchgang an Ober- und Unterkante der jeweiligen Schicht berechnet wer-

den. Die Wichte ist über die Höhe zu mitteln, die Widerstände der einzelnen Schichten werden

anschlieÿend aufsummiert:

RFSP,ges =

n∑
i=1

RFSP,i · (Fi (Lrel,o,i)− Fi (Lrel,u,i)) (7.60)
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Abbildung 7.33:

Vergleich der mit Plaxis
berechneten Vertikalspannungen σ′yy
bei Zugbelastung und gleicher
Geometrie im homogenen Modell
und Modell mit zwei
Bodenschichten mit
Reibungswinkeln von ϕ′ = 23° und
43,5°

Zur Überprüfung des Ansatzes wurden ergänzende numerische Berechnungen durchgeführt. Es

sind einerseits Modelle mit zwei Bodenschichten untersucht worden, wobei die obere Bodenschicht

von Geländeoberkante bis zur halben Einbindetiefe (L/2) und die unter Bodenschicht bis zur

Unterkante des numerischen Modells reichte. Als Modellböden wurden dabei die Reibungswinkel

von ϕ′ref = 23,0°; 28,5°; 32,5° und 37,5° in allen möglichen Kombinationen und für die Geometrie

folgende Parameterkombinationen untersucht:

� Schaftdurchmesser von d = 10 cm und d = 19 cm

� Wendeldurchmesser von D/d = 2, 5 und 4,0

� Einbindelängen von L/D = 5; 9 und 27

� Wendelabstände von l/D = 3, 5 und 7,0

In einem zweiten Schritt wurden Berechnungen mit drei Bodenschichten bei jeweils L/3 durch-

geführt. Dazu wurden folgende Kombinationen berechnet:

� Modellböden mit ϕ′ = 18, 5°; 28,5°; 35° und 43,5°

� Schaftdurchmesser von d = 14 cm

� Wendeldurchmesser von D/d = 2, 5 und 4,0

� Einbindelängen von L/D = 5; 9; 27 und 40

� Wendelabstände von l/D = 3, 5 und 7,0
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Abbildung 7.34:

Vergleich des numerisch berechneten
Widerstands Rnum mit dem nach
der Näherungslösung berechneten
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Baugrund mit zwei Schichten für
Zug- und Druckbelastung

In Abbildung 7.33 sind die numerisch berechneten Vertikalspannungen für einen Fertigschraub-

pfahl mit d = 19 cm, D = 38 cm L/D = 27 und l/d = 3, 5 mit unterschiedlichen Böden

dargestellt. In den ersten zwei Teilabbildungen sind jeweils die Spannungen in einem homoge-

nen Modellboden mit ϕ′ = 43, 5° bzw. ϕ′ = 23, 0° gezeigt. Zum Vergleich wurden die Isobaren

50 kN/m² und 150 kN/m² farblich hervorgehoben. Die Kurvenverläufe weisen einen deutlichen

qualitativen Unterschied auf. Während bei einem Reibungswinkel von 43,5° die Kurve vom Pfahl

aus ansteigt und erst am Modellrand ab�acht, steigt die Kurve bei einem Reibungswinkel von

23,5° im Nahbereich des Pfahls deutlich an und verläuft zum Rand hin annähernd horizontal.

In den beiden rechten Teilabbildungen sind die Vertikalspannungen bei geschichtetem Baugrund

dargestellt. Im ersten Teilbild wird der Boden mit ϕ′ = 23, 0° von dem Boden mit ϕ′ = 43, 5°

unterlagert. Im zweiten Teilbild ist der Boden mit ϕ′ = 43, 5° in der oberen Hälfte. Zum Vergleich

der Spannung wurden die Isobaren unter homogenen Randbedingungen auf die jeweiligen Schich-

ten übertragen. Die Übertragung zeigt eine qualitativ gute Übereinstimmung in der jeweiligen

Bodenschicht, d. h. die Spannungen sind annäherungsweise wie bei ungeschichtetem Boden in der

gleichen Tiefe. Somit kann wie vorgeschlagen eine abschnittsweise Berechnung des Widerstands

erfolgen.

In Abbildung 7.34 ist der mit der Näherungslösung nach Gleichung 7.60 berechnete Wider-

stand über den numerisch berechneten Widerstand für Berechnungen mit zwei Bodenschichten

abgetragen. Die Ergebnisse liegen sowohl für Druckbelastung als auch für Zugbelastung etwa auf

der Diagonalen. Das bedeutet, dass die Näherungslösung in etwa dem numerischen Ergebnis ent-

spricht (Rnum ≈ RFSP ). Die Streuung entspricht in etwa der Streuung für die Näherungslösung

nach Gleichung 7.27 bzw. 7.41 mit nur einer Bodenschicht.
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Für die Berechnungen mit drei Bodenschichten sind die Ergebnisse in gleicher Weise in Ab-

bildung 7.35 dargestellt. Die Streuung um die Diagonale ist bei drei Bodenschichten deutlich

ausgeprägter. Insbesondere bei kleinen Widerständen (die aus kleinen relativen Einbindetiefen

resultieren) wird der Widerstand mit der Näherungslösung teilweise deutlich überschätzt. Eine

nähere Auswertung der Ergebnisse zeigte, dass die Näherungslösung den Widerstand überschätzt,

wenn eine weniger tragfähige Schicht zwischen zwei tragfähigen Schichten liegt. Hier wird der An-

teil des Lastabtrags der oberen Schicht zu hoch berechnet.
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Abbildung 7.35: Vergleich des numerisch berechneten Widerstands Rnum mit dem nach der
Näherungslösung berechneten Widerstand RFSP für geschichteten Baugrund
mit drei Schichten

Um ein Überschätzen der Tragfähigkeit zu vermeiden, wird bei geschichtetem Baugrund emp-

fohlen, wenn eine Schicht mit gröÿerem Reibungswinkel ϕ′1 von einer Schicht mit kleinerem Rei-

bungswinkel ϕ′2 unterlagert wird, die Schichtgrenze um 3 ·DW nach oben zu verschieben. Dadurch

wird die Dicke der tragfähigen Schicht entsprechend verringert. Die zugehörigen Vergleichsberech-

nungen sind ebenfalls in Abbildung 7.35 gegeben.

7.5.3 Berücksichtigung abweichender Steifebeiwerte

Grundlage der numerischen Berechnungen war die Parametrisierung der Eingangswerte für das

Hardening-Soil-Sto�gesetz in Abhängigkeit des Reibungswinkels. Neben dem Reibungswinkel hat

die Stei�gkeit einen deutlichen Ein�uss auf die Tragfähigkeit, insbesondere da für den Grenzzu-

stand das Verformungskriterium sult = 0, 1 ·DW de�niert wurde. Zur Ermittlung der Stei�gkeits-

werte wurde das Kompressionsgesetz nach Ohde verwendet.
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Der Steifekoe�zient wurde in Abhängigkeit des Reibungswinkels zu

ve,ref = 0, 345 · e0,184·ϕ′ (7.61)

berechnet und daraus die Referenzstei�gkeit ermittelt. Zur Berechnung der Tragfähigkeit bei

Böden mit abweichendem Steifekoe�zient wurden zusätzliche numerische Berechnungen durch-

geführt. Dabei wurde der Steifekoe�zient mit einem Faktor δv multipliziert:

ve = ve,ref · δv (7.62)

Weiterhin wurden folgende Parameter variiert:

� Modellböden mit ϕ′ = 12, 5°; 18,5°; 28,5°; 35° und 43,5°

� Schaftdurchmesser von d = 14 cm und 19 cm

� Wendeldurchmesser von D/d = 2, 5 und 4,0

� Einbindelängen von L/D = 5; 9 und 27

� Wendelabstände von l/D = 3, 5 und 7,0

� Faktor für den Steifebeiwert δv = 0, 4; 0,66; 1,5; 2,5; 4,0; und 6,5

Aus den Berechnungsergebnissen lässt sich ein weiterer Beiwert ηv ableiten, mit dem der nach

Gleichung 7.27 bzw. 7.41 berechnete Widerstand erhöht bzw. abgemindert wird:

RFSP,v = RFSP · ηv (7.63)

Der Beiwert lässt sich in Abhängigkeit des Reibungswinkels wie folgt annähern:

ηv =
(
ξ1 · eϕ

′·ξ2 + ξ3

)
· ξ(δν−1)4 (7.64)

Die Parameter ξ1 bis ξ3 sind abhängig vom Reibungswinkel, während der Parameter ξ4 die relative

Einbindelänge berücksichtigt:

ξ1 = ξ1,1 · δ
ξ1,2
v (7.65)

ξ2 = ξ2,1 · δv + ξ2,2 (7.66)

ξ3 = ξ3,1 · ln δv + ξ3,2 (7.67)
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ξ4 = (ξ4,1 · L/DW + ξ4,2)
δv−1 (7.68)

Die Zahlenwerte, der zur Berechnung erforderlichen Parameter ξi,j , können der nachfolgenden

Tabelle entnommen werden. In den Abbildungen 7.36 und 7.37 sind die Terme der Gleichung 7.64

für unterschiedliche Verhältnisse der Steifekoe�zienten in Abhängigkeit vom Reibungswinkel bzw.

der relativen Einbindelänge abgetragen. Anhand der Ergebnisse lassen sich folgende Erkenntnisse

zusammenfassen:

Bei Druckbelastung führt ein zunehmender Steifekoe�zient mit zunehmendem Reibungswinkel

zu höheren Tragfähigkeiten. Umgekehrt führt eine Verringerung des Steifekoe�zinetens mit zu-

nehmendem Reibungswinkel zu einer gröÿeren Verringerung der Tragfähigkeit. Begründen lässt

sich die Beobachtung mit dem Anteil der plastischen Verformungen an den Gesamtverformun-

gen. Während bei kleinen Reibungswinkeln vorwiegend plastische Verformungen aufgrund von

Bruchzuständen im Boden auftreten, haben bei gröÿeren Reibungswinkeln auch die elastischen

Verformungen einen deutlichen Anteil an der Gesamtverformung, sodass eine Erhöhung der Stei-

�gkeit zu einer Erhöhung der Tragfähigkeit führt.

Bei Zugbelastung lassen sich im Hinblick auf den Reibungswinkel die gleichen Tendenzen fest-

stellen, allerdings ist die Ausprägung weniger stark. Die Stei�gkeit hat bei Zugbelastung, beson-

ders bei kurzen Einbindelängen, einen deutlich geringeren Ein�uss.

Im Bezug auf die relative Einbindung L/DW kann der Abbildung 7.37 entnommen werden, dass

unter Druckbelastung die Stei�gkeit bei groÿen Einbindelängen einen geringeren Ein�uss hat,

während unter Zugbelastung eine gröÿere Einbindelänge auch zu einer gröÿeren Tragfähigkeit

führt. Dies ist darauf zurück zu führen, dass bei groÿen Einbindelängen unter Zugbelastung

ähnliche Tragfähigkeiten wie unter Druckbelastung erreicht werden, vgl. Abschnitt 7.3.

Tabelle 7.3: Parameter ξi,j zur Berechnung des Beiwertes ηv
Druckbelastung Zugbelastung

ξ1,1 0,12 1,258

ξ1,2 -0,7543 -0,0432

ξ2,1 0,0176 0,0016

ξ2,2 -0,0072 -0,0005

Druckbelastung Zugbelastung

ξ3,1 0,5223 0,3662

ξ3,2 0,8054 -0,3002

ξ4,1 0,3662 0,0002

ξ4,2 -0,3002 0,003
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Abbildung 7.36: Parameter
(
ξ1 · eϕ

′·ξ2 + ξ3

)
in Abhängigkeit des Reibungswinkels ϕ′ für

unterschiedliche Verhältnisse δv
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Abbildung 7.37: Parameter ξ(δv−1)4 in Abhängigkeit der relativen Einbindelängen L/DW für
unterschiedliche Verhältnisse δv
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7.6 Vergleichsberechnungen

7.6.1 Nachrechnung der Modellversuche aus Abschnitt 4.6

Die Nachrechnung der Modellversuche soll zeigen, ob die in den Versuchen qualitativ beobachteten

Eigenschaften auch von dem emirischen Berechnungsmodell korrekt abgebildet werden können.

Eine erste Nachrechnung eines Modellversuches im dicht gelagerten Sand mit dem im Labor-

versuch ermittelten Reibungswinkel von 43,5° zeigt, dass die Tragfähigkeit unter Ansatz dieses

Reibungswinkels deutlich überschätzt wird. Für einen Wendeldurchmesser von DW = 6, 5 cm

und eine Einbindung von L = 32, 5 cm liefert der halbempirische Berechnungsansatz einen Wi-

derstand gegen Druckbelastung von 5,83 kN. Dieser Wert liegt deutlich oberhalb des im Versuch

gemessenen.

Bei den Modellversuchen ist der Reibungswinkel aufgrund des trockenen Einbaus des Sandes

relativ hoch. In der Parameterstudie wurde der Dilatanzwinkel mit ψ = ϕ′ − 30◦ angesetzt.

Es ist davon auszugehen, dass der Modellsand aufgrund der Feinkörnigkeit einen geringeren Di-

latanzwinkel hat. Verringert man den Reibungswinkel auf 40,5°, so liefert der halbempierische

Ansatz einen Widerstand von 2,75 kN. Dies entspricht in etwa dem experimentell ermittelten

Mittelwert von 2,85 kN. Die Abbildung 7.38 zeigt einen Vergleich zwischen den Ergebnissen der

Modellversuche und der Nachrechnung der Versuche mit dem vorgestellten halbempirischen An-

satz.

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass die numerischen Berechnungen, auf denen der hal-

bempirische Ansatz beruht, eine Mindesteinbindelänge vom L/DW > 5 aufweisen, während die

Messreihen der Modellversuche schon bei L/DW > 1, 5 beginnen. Auch die in den numerischen

Modellen untersuchten Wendeldurchmesser DW > 10 cm sind gröÿer als in den Modellversu-

chen. Somit stellt die Nachrechnung der Modellversuche mit dem Ansatz teilweise eine deutliche

Extrapolation im Hinblick auf die geometrischen Randbedingungen dar.

Betrachtet man den gemessenen und berechneten Widerstand in Abbildung 7.38a, so ist bei

Wendeldurchmessern von DW = 4, 5 cm und 6,5 cm, für alle relativen Einbindelängen, eine gute

Übereinstimmung zwischen Versuch und Berechnung zu erkennen. Mit zunehmender Einbinde-

länge nimmt der Widerstand zu, bei Einbindelängen >≈ 3 ·DW ist die Zunahme jedoch weniger

stark.

Für den Wendeldurchmesser von DW = 9, 0 cm liegen nur zwei Messpunkte vor. Beim ersten

Messpunkt mit L/DW = 1, 5 wird mit der Nachrechnung der Widerstand unterschätzt, wäh-

rend bei L/DW = 2, 5 ein gröÿerer Widerstand berechnet wird. Allerdings war bei dem Versuch

nach Ausbau die Wendel deutlich verbogen, sodass der gemessene Wert nicht den tatsächlichen

Bruchzustand darstellt.
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Abbildung 7.38: Vergleich zwischen Modellversuchen im dicht gelagerten Sand und den
Ergebnissen des halbempirischen Berechnungsmodells

Für die Widerstände unter Zugbelastung zeigen Modellversuche und das Berechnungsmodell

ebenfalls eine gute qualitative Übereinstimmung, siehe Abbildung 7.38 b. Betragsmäÿig ergeben

sich, besonders bei kleinen Einbindungen, recht deutliche Unterschiede, wobei die Berechnung die

Versuchsergebnisse überschätzt. Ab einer relativen Einbindung von L/DW = 10 ist die Abwei-

chung zwischen Versuch und Berechnung mit etwa 20 % als gering zu bezeichnen.

In Tabelle 7.4 sind die Ergebnisse der Versuche mit mehreren Wendeln der Näherungslösung

gegenübergestellt. Im Gegensatz zu den oben beschriebenen Ergebnissen bildet die Nachrechnung

die Ergebnisse der Modellversuche nur unzureichend ab. Je kleiner der Wendelabstand wird,

desto stärker werden die Versuchsergebnisse überschätzt. Während bei Druckbelastungen das

Verhältnis zwischen berechnetem Widerstand und gemessenem Widerstand mit maximal 1,56

noch plausibel erscheint, wird bei zugbelasteten Modellversuchen mit Verhältnissen von bis zu

4,32 der Widerstand deutlich überschätzt.

Für die Nachrechnung der Modellversuche im locker gelagerten Sand wurde ein Reibungswinkel

von ϕ′ = 32° angesetzt. In Tabelle 7.5 sind die Ergebnisse zusammengefasst. Die Ergebnisse haben

ähnliche Tendenz wie beim dicht gelagerten Sand. Für Druckbelastungen wird, unabhängig von

Einbindelänge und Anzahl der Wendeln, eine gute Übereinstimmung erzielt. Unter Zugbelastung

ist der Widerstand im Modellversuch jedoch deutlich geringer, als mit dem Berechnungsmodell

nach Gleichung 7.41 prognostiziert.
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Tabelle 7.4: Vergleich zwischen Modellversuchen mit Wendeldurchmesser DW = 6, 5 cm und
mehreren Wendeln im dicht gelagerten Sand und Nachrechnung

Widerstand bei Druckbelastung Widerstand bei Zugbelastung

Wendel-
abstand

l

Modell-
versuch in

kN

Nach-
rechnung
in kN

Verhältnis Modell-
versuch in

kN

Nach-
rechnung
in kN

Verhältnis

1, 5 ·DW 4,8 7,5 1,56 1,2 3,6 4,32

3, 0 ·DW 4,5 6,2 1,37 1,3 3,1 2,38

4, 5 ·DW 4,2 5,3 1,26 1,7 2,6 1,53

Tabelle 7.5: Vergleich zwischen Modellversuchen mit Wendeldurchmesser DW = 6, 5 cm im
locker gelagerten Sand und Nachrechnung

Widerstand bei Druckbelastung Widerstand bei Zugbelastung

Ein-
binde-
länge
L/D

Wendel-
abstand
l/DW

Modell-
versuch
in kN

Nach-
rechnung
in kN

Verhältnis Modell-
versuch
in kN

Nach-
rechnung
in kN

Verhältnis

2,5 2,5 0,25 0,21 0,82 0,03 0,04 1,40

5 5 0,38 0,33 0,86 0,11 0,17 1,49

10 10 0,45 0,49 1,08 0,17 0,38 2,26

9 1,5 1,18 1,01 0,86 0,26 1,01 2,88

9 3,0 1,01 0,83 0,82 0,25 0,83 2,48

9 4,5 0,95 0,69 0,73 0,23 0,69 2,25

Es stellt sich die Frage, ob diese beachtlichen Unterschiede zwischen Berechnungsmodell und

Modellversuchen ihre Ursache im Berechnungsmodell haben oder ob sie mit den Randbedingun-

gen der Modellversuche zu begründen sind. Wie in Abschnitt 4.1 erläutert, waren die Modell-

versuche als Versuche zur Ermittlung von Verformungs- und Bruchmechanismen konzipiert. In

qualitativer Hinsicht bildet das Berechnungsmodell die beobachteten Eigenschaften des geometri-

schen Ein�usses auf den Widerstand auch bei Zugversuchen gut ab. So führt eine Erhöhung der

Einbindetiefe zu einer überproportionalen Erhöhung des Widerstands. Die Anordnung mehrerer

Wendeln führt ebenfalls zu einem höheren Widerstand. Das halbempirische Berechnungsmodell

bildet auch ab, dass mit zunehmender Wendelanzahl und damit einhergehender Verringerung des

Wendelabstands der Gesamtwiderstand weniger stark zunimmt. Im folgenden Abschnitt werden

weitere Vergleichsberechnungen zum Widerstand von Fertigschraubpfählen unter Zugbelastung

präsentiert.
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7.6.2 Nachrechnung der n-g-Versuche von Tsuha et al. (2007)

Zur Überprüfung der Anwendbarkeit des halb-empirischen Berechnungsmodells auf Fertigschraub-

pfähle unter Zugbelastung wurden die in Abschnitt 2.5 vorgestellten Zentrifugalversuche von Tsu-

ha et al. (2007) nachgerechnet. In der Abbildung 7.40 sind die von Tsuha et al. (2007) gemessenen

Werte, vgl. Tabelle 2.5, den Ergebnissen der Nachrechnung mit dem vorgestellten Berechnungs-

modell gegenübergestellt. Für die Nachrechnung wurden Reibungswinkel und Wichte gemäÿ den

Angaben von Tsuha et al. (2007) aus Tabelle 2.4 eingesetzt.

Die Widerstände der Modelle mit zwei und drei Wendeln wurden analog zu Abschnitt 7.5.2

berechnet. Die Vorgehensweise bei abschnittsweiser variabler Geometrie ist in Abbildung 7.39

dargestellt. Aus der zu berechnenden Geometrie werden die Grundtypen abgeleitet, die jeweils die

Gesamtlänge L haben und den jeweiligen Abschnitt repräsentieren. Im oberen Bereich ist nur der

Schaft für den Lastabtrag maÿgebend. Der Widerstand dieses Abschnittes lässt sich berechnen,

indem man ein Modell mit l = L betrachtet, den Gesamtwiderstand RFSP,t,l=L=13,5·DW nach

Gleichung 7.41 berechnet und nach Gleichung 7.53 den Kraftdurchgang für den gewünschten

Abschnitt ermittelt. Der Lastabtrag ergibt sich aus der Di�erenz, vgl. Gleichung 7.60.

Bei der Festlegung der zu betrachtenden Abschnitte ist zu berücksichtigen, dass der Kraft-

durchgang mittels einer stetigen Funktion approximiert wurde. Diese kann die Sprünge, die sich

im Kraftdurchgang zwangsläu�g an den Wendeln ergeben, nicht adäquat abbilden. Der Sach-

verhalt ist im zweiten Teil in Abbildung 7.39 mit der grau gestrichelten Linie skizziert. Die

Näherungslösung ist statistisch betrachtet zwischen zwei Wendeln am genauesten. Bei der Un-

tersuchung abschnittsweiser Geometrien sollten deshalb die Berechnungsabschnitte im Abstand

von l/2 zu den Wendeln gelegt werden. In Abbildung 7.39 ist dies durch die horizontale, graue

Strichpunktlinie symbolisiert.

Als weiteren Grundtyp, der sich mit den zuvor hergeleiteten Gleichungen berechnen lässt, ist

der Widerstand RFSP,t,l=3·DW für einen Pfahl mit durchgängigen Wendeln mit einem Abstand

von l = 3 ·DW zu berechnen. Die Berechnung des Kraftdurchgangs ist nur für den oberen Schnitt

notwendig. Die Gleichung 7.53 liefert bei Lrel = 1 immer einen Wert > 0, da hier der Kraft-

durchgang bis oberhalb der Wendel approximiert wird. Der Gesamtwiderstand ergibt sich aus

der Superposition der Einzelergebnisse und muss zwischen den beiden untersuchten Grenzfällen

liegen.

Die Ergebnisse der Vergleichsberechnungen sind in Abbildung 7.40 gra�sch wiedergegeben.

In x-Richtung sind die von Tsuha et al. (2007) gemessenen Widerstände Rmeas abgetragen und

auf der y-Achse die zugehörigen Widerstände RFSP,t aus der Nachrechnung mit Gleichung 7.41.

Zusätzlich ist der Fehler RFSP/Rmeas als Verhältnis zwischen berechnetem Wert und Messwert

angegeben.
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Abbildung 7.39: Prinzip zur Berechnung des Widerstands bei abschnittsweiser Geometrie
durch Superposition

Das Verhältnis zwischen Berechnung und Messwert liegt im Mittel bei 0,99, was für eine gute

Übereinstimmung der halbempirischen Lösung mit den Ergebnissen der Versuchsreihe spricht. Die

gröÿte Abweichung zwischen Berechnung und Versuch nach unten mit 0,49 ergibt sich bei dem

Versuch mit einem Durchmesser von DW = 0, 214 m und drei Wendeln im lockeren Sand. In einer

späteren Publikation von Tsuha et al. (2013) gehen die Autoren davon aus, dass die Versuchsreihe

mit DW = 0, 214 m im lockeren Sand teilweise durch lokale Inhomogenitäten gestört war.

Die gröÿte Abweichung nach oben ergibt sich bei den Versuchen mit einem Wendeldurchmesser

vonDW = 0, 440 mmit zwei bzw. drei Wendeln. Hier überschätzt die Berechnung den Widerstand

deutlich. Auf den Umstand, dass die Anordnung weiterer Wendeln, bei der Versuchsreihe mit

groÿem Durchmesser im dicht gelagerten Sand, zu keiner signi�kanten Erhöhung des Widerstands

geführt hat, sind Tsuha et al. (2013) ebenfalls eingegangen. Es wurde die Hypothese aufgestellt,

dass dies auf Installationse�ekte zurückzuführen ist. Während des Eindrehens wird demnach

der Sand, oberhalb der obersten Wendel, dreimal von den Wendeln durchdrungen, was zu mehr

Au�ockerungen führt. Der Sand zwischen der untersten Wendel und der darüber folgendenWendel

wird immer nur einmal beim Eindrehen durchdrungen. Somit kann von der untersten Wendel

immer der gleiche Widerstand abgeleitet werden. Im lockeren Sand hat der E�ekt kaum Ein�uss,

da dieser nicht weiter aufgelockert wird.
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RFSP

Bei der Argumentation von Tsuha et al. (2013) ist jedoch zu beachten, dass der E�ekt nur bei

den Versuchen mit dem gröÿten Durchmesser beobachtet wurde. In den Versuchen mit kleinem

und mittlerem Durchmesser brachte die Anordnung einer zweiten und dritten Wendel eine deut-

liche Erhöhung des gemessenen Widerstands, wie es zu erwarten ist und vom Berechnungsmodell

prognostiziert wird. Aus den Beobachtungen lässt sich somit nicht generell ableiten, dass mehr

Wendeln zwangsläu�g zu mehr Au�ockerungen führen. Es besteht auch die Möglichkeit, dass,

beispielsweise für die Versuche mit groÿem Durchmesser im dichten Sand, die Vorschubkraft

nicht ausreichend groÿ war, um den Fertigschraubpfahl ohne groÿen Schlupf (Schraubmaÿ <�< 1)

einzudrehen oder dass beim Modellpfahl Impferektionen bzgl. der Wendelgeometrie vorgelegen

haben.
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7.6.3 Vergleich des halbempirischen Ansatzes mit analytischen Ansätzen aus
Kapitel 2

Im letzten Schritt soll der neu hergeleitete halbempirische Ansatz mit den Berechnungsverfah-

ren, die in Kapitel 2 vorgestellt wurden, verglichen werden. Als Berechnungsbeispiel wurde ein

druckbelasteter 10,30 m langer Fertigschraubpfahl mit einem Wendeldurchmesser von 0,49 m und

einem Schaftdurchmesser von 0,14 m in einem Boden mit einem Reibungswinkel von ϕ′ = 37, 5°

gewählt. Als Referenz soll der zugehörige mit Plaxis berechnete Widerstand bei einer Kopfver-

formung von 0, 1 ·DW dienen. In der Berechnung wurde der Wendelabstand zwischen l/DW = 3

bis 7 variiert.

In der Abbildung 7.41 sind die berechneten Widerstände gra�sch in Abhängigkeit des relativen

Wendelabstands abgetragen. Weiterhin ist der Übergang vom Scherversagen entlang des um-

schlossenen Bodenzylinders zum Versagen unterhalb der einzelnen Wendeln nach Gleichung 6.4

bei l/DW ≈ 4, 1 markiert.

R c
 in

 k
N

1000

10000

l/DW

2 3 4 5 6 7 8

Übergang Zylinder/Einzelversagen Plaxis
 

emp. Ansatz
 

Einzelwendeln 
 Brinch-Hansen

 
Mantelreibung Zylinder 

 + untere Wendel nach 
 Brinch-Hansen

 
Perko vereinfacht

 
Mantelreibung Zylinder

 
untere Wendel

 nach Brinch-Hansen
 
DW = 0,49 m
L/DW = 21
φ' = 37,5°
γ = 20,3 kN/m

Abbildung 7.41: Vergleich zwischen dem hergeleiteten halbempirischen Berechnungsverfahren
und den Berechnungsverfahren nach Kapitel 2
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Die schlechteste Übereinstimmung ergibt sich zwischen der numerischen Berechnung und der

analytischen Lösung nach dem Ansatz von Meyerhof und Brinch-Hansen nach Gleichung 2.32.

Wie im Kapitel 3 aufgezeigt, wird durch die Aufsummierung der Einzelwiderstände, die ab einer

gewissen Tiefe den Widerstand überschätzen, der Gesamtwiderstand signi�kant überschätzt. Für

einen Wendelabstand von l/DW = 5 beträgt der Widerstand nach Gleichung 2.32 ca. 11.000 kN,

im numerischen Modell wurde ein Widerstand von ca. 1700 kN ermittelt. Der Widerstand wird

um etwa das Sechsfache überschätzt.

Auch die Berechnung des Widerstands aus Mantelreibung entlang des Bodenzylinders nach

Gleichung 2.45 überschätzt den Widerstand deutlich. Zur Veranschaulichung wurden die beiden

Widerstandsanteile aus der Mantelreibung und dem Spitzenwiderstand noch aufgeteilt. Wäh-

rend der Widerstand aus der Mantelreibung durchaus noch realitätsnahe Werte liefert, wird der

Spitzenwiderstand deutlich überschätzt.

Der vereinfachte Ansatz von Perko (2009) nach Gleichung 2.43 liefert eine recht gute Überein-

stimmung für l/DW > l/DW lim. Die gute Übereinstimmung der numerischen Berechnung mit dem

Ansatz von Perko (2009) deutet indirekt darauf hin, dass die Numerik, trotz der Vernachlässigung

von Installationse�ekten, das tatsächliche Tragverhalten wiedergibt, da Perko den Ansatz aus der

Rückrechnung von Probebelastungen hergeleitet hat.

Der neu hergeleitete Ansatz stimmt qualitativ gut mit dem numerischen Ergebnis überein und

unterschätzt den Widerstand unabhängig vom Wendelabstand um nur 15 %.

7.7 Zusammenfassung und Bewertung der Ergebnisse

Aus der numerischen Parameterstudie konnte ein halbempirischer Berechnungsansatz hergeleitet

werden, mit dem die axiale Tragfähigkeit und auch das Verformungsverhalten für eine groÿe

Bandbreite von Geometrien unter drainierten Randbedingungen in bindigen und nichtbindigen

Böden berechnet werden kann.

Der Widerstand eines druckbelasteten Fertigschraubpfahls wird nach Gleichung 7.27 aus der

Wichte des Bodens, der Einbindelänge und der Wendel�äche sowie einem Tragfähigkeitsfaktor

berechnet. Der Tragfähigkeitsfaktor wiederum setzt sich zusammen aus Tragfähigkeitsbeiwerten

für den Durchmesser, die relative Einbindelänge und die Kohäsion. Die Geometrie und ggf. eine

Zugbelastung werden ebenfalls über entsprechende Faktoren berücksichtigt.

Mit Hilfe des empirischen Ansatzes zur Berechnung des Kraftdurchgangs kann die Boden-

schichtung und ggf. auch eine über die Tiefe variable Geometrie berücksichtigt werden, wie in

Abschnitt 7.6.2 gezeigt wurde. Der Widerstand im Grundwasser kann mit dem Ansatz der Wichte

unter Auftrieb berechnet werden. Fragen der Gebrauchstauglichkeit lassen sich über den empiri-

schen Ansatz zur Berechnung der Widerstands-Setzungs-Linie bzw. Widerstands-Hebungs-Linie

beantworten.
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Die Vergleichsberechnungen von n-g Modellversuchen sowie die Gegenüberstellung des neuen

Ansatzes mit den bisher verwendeten Berechnungsverfahren zeigt, dass das neue Berechnungs-

verfahren realitätsnahe Ergebnisse liefert. Insbesondere der eingeführte Formbeiwert liefert dabei

wichtige Erkenntnisse, da beispielsweise der Ein�uss des Wendelabstands und der Ein�uss des

Verhältnisses zwischen Wendeldurchmesser und Schaftdurchmesser bisher nicht systematisch un-

tersucht wurden.
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8 Zusammenfassung und Ausblick

Mit Fertigschraubpfählen steht eine Gründungsvariante zur Verfügung, die Zug- und Druckbelas-

tungen sicher und verformungsarm in den Baugrund einleiteten kann. In der Baupraxis hat sich

das Verfahren bereits über Jahrzehnte bewährt, siehe Lutenegger (2011b).

Der Wissensstand zum Lastabtrag von Fertigschraubpfählen ist dagegen stark fragmentiert.

Für einzelne Fragestellungen wurden Ansätze adaptiert, die ursprünglich andere Fragestellungen

betrachteten. Mit der vorliegenden Arbeit konnte der Forschungsstand zum Trag- und Verfor-

mungsverhalten von axial belasteten Fertigschraubpfählen erweitert werden.

Im Kapitel 2 wurden die wichtigsten Arbeiten zum aktuellen Stand der Technik und die daraus

abgeleiteten Bemessungsansätze vorgestellt. Die Diskussion der Ansätze in Kapitel 3 zeigte, dass

die Bemessungsansätze und insbesondere der Ansatz der Grundbruchgleichung nach Meyerhof

und Brinch-Hansen nicht dem Kenntnisstand für andere Pfahlarten entsprechen und die Tragfä-

higkeit deutlich überschätzen.

Zur Untersuchung des Trag- und Verformungsverhaltens wurden sowohl Modell- als auch Feld-

versuchsserien durchgeführt. Mit Hilfe der kleinmaÿstäblichen Modellversuche konnten die maÿ-

geblichen Ein�ussgröÿen auf den erzielbaren Widerstand identi�ziert werden:

Bei kleinen bis mittleren relativen Einbindelängen (L/DW ≤ 25) ist grundsätzlich zwischen

Druckbelastung und Zugbelastung zu unterscheiden. Unter Zugbelastung weisen Fertigschraub-

pfähle einen geringerenWiderstand auf. Erst bei gröÿerer Einbindung nähern sich die Widerstände

von zugbelasteten und druckbelasteten Fertigschraubpfählen an.

Unter Druckbelastung geht die Wendel�äche annähernd linear in den Widerstand ein, der Ein-

�uss der Einbindelänge nimmt mit Zunahme dieser ab. Unter Zugbelastung ist die Einbindelänge

die geometrische Hauptein�ussgröÿe. Mit zunehmender Einbindelänge wird auch der Ein�uss des

Wendeldurchmessers gröÿer. Die Lagerungsdichte hat ebenfalls einen erheblichen Ein�uss auf den

erzielbaren Widerstand.

Mit Hilfe der PIV-Versuche konnten die Versagensformen veranschaulicht werden. Die im Ka-

pitel 2 vorgestellten Versagensformen wurden teilweise bestätigt. Unter Zugbelastung konnte bei

dichter Lagerung und geringer Einbindung ein Aufbruchkegel beobachtet werden. Bei Modellen

mit mehreren Wendeln wurden die zwei Versagensformen, Versagen der Einzelwendeln und ein

durchgängiges Scherversagen des von den Wendeln umschlossenen Bodenzylinders, beobachtet.

Bei dem Versagen unter- bzw. oberhalb der einzelnen Wendeln konnte jedoch nur ein direktes

Versagen im Nahbereich der Wendel gezeigt werden, gröÿere grundbruchartige Versagenszonen

traten nicht auf.
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Die Messungen in den Feldversuchen, die im Kapitel 5 vorgestellt wurden, haben die Ergebnisse

aus den kleinmaÿstäblichen Laborversuchen bestätigt. Unter Druckbelastung wird in Probebe-

lastungen oft kein eindeutiger Bruchzustand erreicht, mit zunehmender Verformung steigt der

Widerstand weiter an. Bei Zugbelastung wird meist ein Bruchzustand erreicht, bei dem kein

weiterer Widerstand mobilisiert wird. Zur Auswertung von Probebelastungen hat sich die Über-

tragung der Versagenskriterien von Bohrpfählen bewährt. Probebelastungen sollten in Anlehnung

an Probebelastungsverfahren für Pfähle nach Anhang D durchgeführt werden.

Darüber hinaus haben die Feldversuche gezeigt, dass empirische Korrelationsfaktoren zwischen

Drehmoment und Widerstand durchaus anwendbar sind. Angesichts der starken Vereinfachungen

sollten die Korrelationsfaktoren für die jeweilige Geometrie und Bodenart in Untersuchungsprü-

fungen bestimmt werden. Weiterhin ist mit dem derzeitigen Kenntnisstand zu empfehlen, immer

eine Kombination von Bemessungsverfahren anzuwenden.

Im Kapitel 6 wurde mit der numerischen Nachrechnung der Modellversuche gezeigt, dass mit

der Finite-Elemente-Methode das Trag- und Verformungsverhalten von Fertigschraubpfählen rea-

litätsnah modelliert werden kann. Weiterhin konnte eine Gleichung gefunden werden, mit der sich

der Wendelabstand berechnen lässt, bei dem sich die Versagensform ändert.

Darauf aufbauend wurde eine Parameterstudie entwickelt, um die Erkenntnisse aus den Mo-

dellversuchen auf Fertigschraubpfähle im 1:1 Maÿstab zu übertragen. Die Parameter für das ver-

wendete Sto�gesetz zur Modellierung des Bodens wurden durch stetige Näherungsfunktionen in

Abhängigkeit des Reibungswinkels aus Erfahrungswerten abgeleitet. Die so gefundenen Parameter

ermöglichten die Herleitung des im 7. Kapitel gezeigten halbempirischen Ansatzes zur Berechnung

des Widerstands von druck- und zugbelasteten Fertigschraubpfählen. Der Ansatz berücksichtigt

die Geometrie des Fertigschraubpfahls und die Bodeneigenschaften. Mit weiteren Näherungslö-

sungen kann auch der Widerstand von Fertigschraubpfähle in geschichtetem Baugrund oder mit

einer variablen Geometrie berechnet werden. Die Nachrechnung von Modellversuchen und der

Vergleich mit anderen Berechnungsverfahren zeigte die Anwendbarkeit des Ansatzes.

Mit der vorliegenden Arbeit wurde das Ziel erreicht, das Trag- und Verformungsverhalten von

Fertigschraubpfählen unter statischer Belastung zu prognostizieren. Dabei ist jedoch eine wesent-

liche Einschränkung gegeben: E�ekte, die sich aus der Installation ergeben, wurden weitestgehend

vernachlässigt.

Welchen Ein�uss die Installation auf das Tragverhalten hat, ist nur teilweise bekannt. Einer-

seits wurde beobachtet, dass die Installation von Fertigschraubpfählen zu einer Verdichtung des

Bodens und einer Erhöhung der horizontalen Spannungen führt. Diese Spannungszunahme wird

jedoch bei Belastung zumindest teilweise überlagert. Andererseits gehen beispielsweise Tsuha et

al. (2013) davon aus, dass bei Fertigschraubpfählen mit mehreren Wendeln das Einschrauben

teilweise auch zu Au�ockerungen führt. Der komplexen Thematik konnte in der vorliegenden
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Arbeit nicht weiter nachgegangen werden, hier besteht weiterer Forschungsbedarf. Aufbauend

auf den Erkenntnissen für den ungestörten Ausgangsspannungszustand sollte die Änderung des

Spannungszustandes beim Eindrehen und die Auswirkungen dieser Änderung auf den Widerstand

systematisch untersucht werden.

Aus dem Anwendungsbereich der Fertigschraubpfähle ergibt sich weiterhin die Fragestellung

nach dem Tragverhalten unter zyklischer Belastung. Fertigschraubpfähle werden häu�g für Grün-

dungen verwendet, bei denen der veränderliche Lastanteil im Vergleich zu dem statischen Lastan-

teil recht hoch ist. Wie in der vorliegenden Arbeit gezeigt wurde, tragen die Fertigschraubpfähle

den gröÿten Anteil der Belastung über Normalspannungen unter- bzw. oberhalb der Wendeln

in den Baugrund ein. Insbesondere bei zyklischen Wechsellasten kann durch eine Akkumulati-

on der Verformungen ein Hohlraum im Bereich der Wendel entstehen, der zur Verringerung der

Tragfähigkeit führt. Hier sind ebenfalls weitergehende Untersuchungen erforderlich.
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A Ergebnisse der Modellversuche

A.1 Kleinmaÿstäbliche Versuche im dicht gelagerten Sand

A.1.1 Tabellarische Übersicht

Tabelle A.1: Übersicht der Versuche im dichten Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

1 65 10 Druck

2 65 5 Zug

3 65 5 Druck

4

5 65 2,5 Zug

6 65 2,5 Druck

7 65 1 Zug

8 65 1 Druck

9 45 5 Druck

10 45 5 Druck

11 45 10 Zug

12 45 10 Druck

13 65 0 Druck

14 45 2,5 Druck

15 45 2,5 Zug

16 45 0 Druck

17 65 5 Druck

18 90 2,5 Zug

wird fortgesetzt . . .
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Tabelle A.1: Übersicht der Versuche im dichten Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

19 60 2,5 Druck

20 90 1 Zug

21 90 1 Druck

22 90 5 Zug

23 90 0 Druck

24 45 10 Zug

25 45 5 Zug

26 45 5 Druck

27 45 10 Druck

28 90 5 Zug

29 45 2,5 Zug

30 45 2,5 Druck

31 45 0 Druck

32 65 10 Zug

33 65 5 Druck

34 65 5 Zug

35 65 2,5 Druck

36 65 2,5 Zug

37 65 0 Druck

38 90 0 Druck

39 90 2,5 Druck

40 90 2,5 Zug

41 90 1 Druck

42 90 2,5 Druck

43 90 2,5 Druck

44 65 5 Druck

45 65 5 Druck

wird fortgesetzt . . .
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Tabelle A.1: Übersicht der Versuche im dichten Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

46 2 x 65 9 Druck

47 5 x 65 9 Druck

48 3 x 65 9 Druck

49 5 x 65 9 Zug

50 3 x 65 9 Zug

51 2 x 65 5 Zug
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A.1.2 Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche unter Druckbelastung

a) b)

c) d)

Abbildung A.1: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 45 mm
a) Einbindetiefe L = 0 mm
b) Einbindetiefe L = 113 mm
c) Einbindetiefe L = 225 mm
d) Einbindetiefe L = 450 mm
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a) b)

c) d)

Abbildung A.2: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm
a) Einbindetiefe L = 0 mm
b) Einbindetiefe L = 65 mm
c) Einbindetiefe L = 163 mm
d) Einbindetiefe L = 325 mm
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a) b)

Abbildung A.3: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm (Fortsetzung)
a) Einbindetiefe L = 650 mm
b) Einbindetiefe L = 585 mm, mit unterschiedlicher Plattenanzahl
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a) b)

c)

Abbildung A.4: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 90 mm
a) Einbindetiefe L = 0 mm
b) Einbindetiefe L = 90 mm
c) Einbindetiefe L = 225 mm
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A.1.3 Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche unter Zugbelastung

a) b)

c)

Abbildung A.5: Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche mit D = 45 mm
a) Einbindetiefe L = 113 mm
b) Einbindetiefe L = 225 mm
c) Einbindetiefe L = 450 mm
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a) b)

c) d)

Abbildung A.6: Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm
a) Einbindetiefe L = 65 mm
b) Einbindetiefe L = 163 mm
c) Einbindetiefe L = 325 mm
d) Einbindetiefe L = 650 mm
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a)

Abbildung A.7: Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm (Fortsetzung)
a) Einbindetiefe L = 585 mm, mit unterschiedlicher Plattenanzahl
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a) b)

c)

Abbildung A.8: Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche mit D = 90 mm
a) Einbindetiefe L = 90 mm
b) Einbindetiefe L = 225 mm
c) Einbindetiefe L = 450 mm
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A.2 Kleinmaÿstäbliche Versuche im locker gelagerten Sand

A.2.1 Tabellarische Übersicht

Tabelle A.2: Übersicht der Versuche im lockeren Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

1 65 5 Zug

2 65 5 Zug

3 65 5 Druck

4 65 5 Druck

5 65 2,5 Druck

6 65 2,5 Druck

7 65 2,5 Zug

8 65 2,5 Zug

9 65 10 Zug

10 65 10 Druck

11 65 0 Druck

12 65 0 Druck

13 5 x 65 9 Zug

14 3 x 65 9 Zug

15 3 x 65 9 Druck

16 2 x 65 9 Druck

17 3 x 65 9 Zug

18 2 x 65 9 Zug

19 5 x 65 9 Druck

20 2 x 65 9 Druck
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A.2.2 Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche unter Druckbelastung

a) b)

c) d)

Abbildung A.9: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm
a) Einbindetiefe L = 0 mm
b) Einbindetiefe L = 163 mm
c) Einbindetiefe L = 325 mm
d) Einbindetiefe L = 650 mm



190 Anhang A

a)

Abbildung A.10: Widerstands-Setzungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm (Fortsetzung)
a) Einbindetiefe L = 585 mm, mit unterschiedlicher Plattenanzahl
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A.2.3 Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche unter Zugbelastung

a) b)

c) d)

Abbildung A.11: Widerstands-Hebungs-Linien der Versuche mit D = 65 mm
a) Einbindetiefe L = 163 mm
b) Einbindetiefe L = 325 mm
c) Einbindetiefe L = 650 mm
d) Einbindetiefe L = 585 mm, mit unterschiedlicher Plattenanzahl
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B Ergebnisse der PIV-Versuche

Im Folgenden sind die Ergebnisse der foto-optischen Versuche dargestellt. Die zugehörigen Kopf-

verformungen und Farbskalierungen können folgenden Tabellen entnommen werden

Zeile/Spalte 1 s = 0, 05 ·DP 2 s = 0, 10 ·DP 3 s = 0, 20 ·DP

1 Absolute Verformung blau = 0 mm → rot > 6,5 mm

2 Vertikale Verformung blau < -0,65 mm → rot > 6,5 mm

3 Horizontale Verformung blau < -0,65 mm → rot > 0,65 mm

4 Scherdehnung blau < -0,30 → rot > 0,30 mm

5 Normaldehnung blau < -0,10 → rot > 0,10 mm

Tabelle B.1: Zuordnung absolute Verformungen

Ausnahmen vom Schema bilden die Versuche PIV D 01, PIV D 11, PIV D 12, PIV L 12,

PIV L 13, und PIV L 14. Bei den Versuchen PIV D 01 und PIV L 12 wurde die Kopfverformung

nur bis smax = 0, 1 · DW aufgebracht. In der Darstellung der Absolutwerte sind die Spalten zu

s = 0, 025 ·DW , s = 0, 05 ·DW und s = 0, 01 ·DW angepasst.

Die Versuche PIV D 11, PIV D 12, PIV L 13, und PIV L 14 wurden mit Durchmessern von

DW = 45 mm bzw. DW = 90 mm durchgeführt zur Vergleichbarkeit sind die Absolutverformun-

gen aller Versuche bei s = 1, 3 mm, s = 2, 3 mm und s = 4, 5 mm Kopfverformung ausgewertet.
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Zeile 1
2

3 4 5
Druck Zug

Tabelle B.2: Farbskalen

B.1 PIV-Versuche im dicht gelagerten Sand

B.1.1 Tabellarische Übersicht

Tabelle B.3: Übersicht der PIV-Versuche im dichten Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

1 65 2,5 Zug

2 65 2,5 Druck

3 65 5 Zug

4 65 5 Druck

5 65 10 Zug

6 65 10 Druck

7 2 x 65 9 Zug

wird fortgesetzt . . .
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Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

8 2 x 65 9 Druck

9 5 x 65 9 Zug

10 5 x 65 9 Druck

11 90 2,5 Zug

12 45 5 Zug
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B.1.2 Ergebnisse der Versuche unter Druckbelastung

B.1.2.1 Versuch PIV D 02

a)

b)

Abbildung B.1: Ergebnisse des Versuchs PIV D 02 mit D = 65 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.2: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 02
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B.1.2.2 Versuch PIV D 04

a)

b)

Abbildung B.3: Ergebnisse des Versuchs PIV D 04 mit D = 65 mm und L = 325 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.4: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 04
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B.1.2.3 Versuch PIV D 06

a)

b)

Abbildung B.5: Ergebnisse des Versuchs PIV D 06 mit D = 65 mm und L = 650 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.6: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 06
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B.1.2.4 Versuch PIV D 08

a)

b)

Abbildung B.7: Ergebnisse des Versuchs PIV D 08 mit 2x D = 65 mm, l = 203 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.8: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 08
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B.1.2.5 Versuch PIV D 10

a)

b)

Abbildung B.9: Ergebnisse des Versuchs PIV D 10 mit 5 x D = 65 mm, l = 97, 5 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.10: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 10
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B.1.3 Ergebnisse der Versuche unter Zugbelastung

B.1.3.1 Versuch PIV D 01

a)

b)

Abbildung B.11: Ergebnisse des Versuchs PIV D 01 mit D = 65 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.12: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 01
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B.1.3.2 Versuch PIV D 03

a)

b)

Abbildung B.13: Ergebnisse des Versuchs PIV D 03 mit D = 65 mm und L = 325 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.14: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 03
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B.1.3.3 Versuch PIV D 05

a)

b)

Abbildung B.15: Ergebnisse des Versuchs PIV D 05 mit D = 65 mm und L = 650 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.16: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 05
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B.1.3.4 Versuch PIV D 07

a)

b)

Abbildung B.17: Ergebnisse des Versuchs PIV D 07 mit 2 x D = 65 mm, l = 203 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.18: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 07
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B.1.3.5 Versuch PIV D 09

a)

b)

Abbildung B.19: Ergebnisse des Versuchs PIV D 09 mit 5 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.20: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 09
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B.1.3.6 Versuch PIV D 11

a)

b)

Abbildung B.21: Ergebnisse des Versuchs PIV D 11 mit D = 90 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 4,5 mm
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Abbildung B.22: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 11
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B.1.3.7 Versuch PIV D 12

a)

b)

Abbildung B.23: Ergebnisse des Versuchs PIV D 12 mit D = 45 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 4,5 mm
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Abbildung B.24: Absolute Verformungen des Versuchs PIV D 12
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B.2 PIV-Versuche im locker gelagerten Sand

B.2.1 Tabellarische Übersicht

Tabelle B.4: Übersicht der PIV-Versuche im lockeren Sand

Versuchs-Nr. Plattendurchmesser

[mm]

relative

Einbindetiefe L/D [-]

Belastungsrichtung

1 5 x 65 9 Zug

2 5 x 65 9 Druck

3 2 x 65 9 Druck

4 2 x 65 9 Zug

5 3 x 65 9 Zug

6 3 x 65 9 Druck

7 65 10 Zug

8 65 10 Druck

9 65 5 Druck

10 65 5 Zug

11 65 2,5 Druck

12 65 2,5 Zug

13 90 2,5 Zug

14 45 5 Zug
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B.2.2 Ergebnisse der Versuche unter Druckbelastung

B.2.2.1 Versuch PIV L 02

a)

b)

Abbildung B.25: Ergebnisse des Versuchs PIV L 02 mit 5 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.26: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 02
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B.2.2.2 Versuch PIV L 03

a)

b)

Abbildung B.27: Ergebnisse des Versuchs PIV L 03 mit 2 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.28: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 03
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B.2.2.3 Versuch PIV L 06

a)

b)

Abbildung B.29: Ergebnisse des Versuchs PIV L 06 mit 3 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.30: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 06
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B.2.2.4 Versuch PIV L 08

a)

b)

Abbildung B.31: Ergebnisse des Versuchs PIV L 08 mit D = 65 mm und L = 650 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.32: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 08
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B.2.2.5 Versuch PIV L 09

a)

b)

Abbildung B.33: Ergebnisse des Versuchs PIV L 09 mit D = 65 mm und L = 325 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.34: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 09
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B.2.2.6 Versuch PIV L 11

a)

b)

Abbildung B.35: Ergebnisse des Versuchs PIV L 11 mit D = 65 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Setzungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.36: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 11



234 Anhang B

B.2.3 Ergebnisse der Versuche unter Zugbelastung

B.2.3.1 Versuch PIV L 01

a)

b)

Abbildung B.37: Ergebnisse des Versuchs PIV L 01 mit 5 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 585 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.38: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 01
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B.2.3.2 Versuch PIV L 04

a)

b)

Abbildung B.39: Ergebnisse des Versuchs PIV L 04 mit 2 x D = 65 mm, l = 98 mm und
L = 293 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.40: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 04
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B.2.3.3 Versuch PIV L 05

a)

b)

Abbildung B.41: Ergebnisse des Versuchs PIV L 05 mit 3 x D = 65 mm, l = 195 mm und
L = 293 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.42: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 05
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B.2.3.4 Versuch PIV L 07

a)

b)

Abbildung B.43: Ergebnisse des Versuchs PIV L 07 mit D = 65 mm und L = 650 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.44: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 07
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B.2.3.5 Versuch PIV L 10

a)

b)

Abbildung B.45: Ergebnisse des Versuchs PIV L 10 mit D = 65 mm und L = 325 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.46: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 10
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B.2.3.6 Versuch PIV L 12

a)

b)

Abbildung B.47: Ergebnisse des Versuchs PIV L 12 mit D = 65 mm und L = 163 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 6,5 mm
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Abbildung B.48: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 12
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B.2.3.7 Versuch PIV L 13

a)

b)

Abbildung B.49: Ergebnisse des Versuchs PIV L 13 mit D = 90 mm und L = 225 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 4,5 mm
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Abbildung B.50: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 13
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B.2.3.8 Versuch PIV L 14

a)

b)

Abbildung B.51: Ergebnisse des Versuchs PIV L 14 mit D = 45 mm und L = 225 mm
a) Widerstands-Hebungs-Linie
b) Ermittelte Vectoren bei einer Kopfverschiebung von 4,5 mm
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Abbildung B.52: Absolute Verformungen des Versuchs PIV L 14
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C Angaben zu den durchgeführten

Feldversuchen

C.1 Angaben zur Geometrie

Technische Änderungen vorbehalten! Schematische Darstellung! 
Krinner Schraubfundamente GmbH | Passauer Straße 55 | D-94342 Straßkirchen  
Phone: +49 9424 9401-80 | E-Mail: service@krinner.com | www.krinner.com
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114x5x2000-PT

KSF V 
114x5x1500-ET

KSF V  
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114x5x860-E

KSF V  
114x5xM24

a Nennlänge PT (mm) 

2000 1500 1500 860 300

b Außendurchmesser (mm)

114 114 114 114 114

c Innendurchmesser (mm)

104 104 104 104 104

d Lochkreisdurchmesser (mm)

– – – – 150

e Innengewinde

– – – – M24

f Bohrung Lochkreis (mm)

– – – – 6 x Ø 14

g Schlüsselweite Flansch (mm)

– – – – 160

h Flanschaußendurchmesser (mm)

– – – – 182

i Flanschstärke (mm)

– – – – 15

j Achtkant Höhe (mm)

180 180 180 180 180

80 80 80 80 80
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350 250 – – –
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50 50 50 – –
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C.2 Angaben zu den Baugrundeigenschaften

C.2.1 Straÿkirchen, Firmengelände der Krinner Schraubfundamente GmbH

Der Baugrund am Standort Straÿkirchen wurde im Rahmen einer versuchsbegleitenden Bau-

grunderkundung mit einer Kleinbohrung und drei Rammsondierungen (DPL-5) erkundet. Wei-

terhin wurden zwei Bodenproben gewonnen, die im Labor des Instituts untersucht wurden. Der

Aufschluss ergab, dass unter der 0,20 m dicken Oberbodenschicht eine etwa 4 m mächtige Auen-

lehmschicht folgt. Im oberen Bereich, bis 50 cm unter Geländeoberkante war der Boden aufgrund

der Witterungsverhältnisse stark ausgetrocknet. Die in 0,70 m und 2,00 m Tiefe entnommenen

Proben ergaben, dass es sich um einen mittelplastischen Ton mit halbfester bis steifer Konsistenz

handelt. In 4,20 m Tiefe wurden der Beginn einer Kiesschicht und das Grundwasser erkundet. Die

Rammsondierungen spiegelten das erkundete Bodenpro�l wieder. In der oberen ausgetrockneten

Schicht stieg die Schlagzahl teilweise über 30 an. Darunter wurden Schlagzahlen zwischen 12 und

2 erreicht. Mit zunehmender Tiefe nimmt die Schlagzahl ab. In etwa 4,00 bis 4,50 m Tiefe nahm

die Schlagzahl im Kies dann deutlich zu.

C.2.2 Furth bei Landshut, Kieswerk Eichstetter GmbH

Im Kieswerk Furth wird �Bergkies� abgebaut, dabei handelt es sich um tertiäre Kiese. Dieser wur-

de während des Tertiärs als Abtragungsschutt aus den Alpen von einem weitverzweigten Flusssys-

tem abgelagert. Zur Untersuchung des Baugrunds am Standort Fuhrt wurden Rammsondierungen

durchgeführt und Proben zur Bestimmung der Kornverteilung entnommen. Auf Kleinbohrungen

wurde verzichtet, da der Schichtverlauf an den umliegenden Abbruchkanten nachvollzogen werden

konnte. Der Oberboden wurde bereits von der Fläche abgetragen. Entsprechend der Kornvertei-

lung handelte es sich um einen sandigen Kies, schwach schlu�g. Der Feinkornanteil beträgt 9 %,

Als Bodengruppe ergibt sich ein gemischtkörniger Boden GU. Die Rammsondierungen deuten auf

eine mitteldichte Lagerung hin.

C.2.3 Mainburg, Ziegelwerk Leip�nger Bader

In Puttenhausen bei Mainburg wurden Probebelastungen in der Abbau�äche des dortigen Ziegel-

werks ausgeführt. Auf dem Gelände konnten mehrere Bodenarten untersucht werden. Im südwest-

lichen Teil befand sich eine Fläche mit einer etwa 4 m mächtigen Sandschicht. Die Mächtigkeit

der Schicht konnte aufgrund des geneigten Geländeanschnittes nachvollzogen werden. Es han-

delte sich um einen Feinsand, die Rammsondierung ergab eine mitteldichte bis dichte Lagerung.

Im unteren Bereich der Abbau�äche befand sich der, zur Ziegelherstellung, verwendete schwach

sandige Ton. Dieser stand in halbfester Konsistenz an und wurde durch eine Kleinbohrung bis
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in 3,00 m Tiefe erkundet. Im nordöstlichen Teil wurde das Abbaufeld bereits wieder verfüllt. In

diesem Bereich standen gemischtkörnige, inhomogene, locker bis mitteldicht gelagerte Au�üllun-

gen an. Die Rammsondierungen mit der leichten Rammsonde DPL-5 ergab im oberen Bereich

Schlagzahlen zwischen 2 und 5. Mit zunehmender Tiefe nahm auch die Schlagzahl zu.

C.3 Angaben zu den durchgeführten Versuchen

C.3.1 Straÿkirchen, Firmengelände der Krinner Schraubfundamente GmbH

Auf dem Testfeld in Straÿkirchen sind insgesamt 11 Probebelastungen ausgeführt worden. Da

zu Beginn keine Erwartungswerte vorlagen, welche Prü�asten aufgebracht werden können, wur-

den als erstes Schnelltests zur groben Abschätzung der Tragfähigkeit durchgeführt. Die Prü�ast

wurde dabei in Schritten von 5 kN gesteigert und anschlieÿend 2 Minuten konstant gehalten.

Danach folgte die nächste Steigerung der Belastung. Zwei Ansatzpunkte, einer für Druckbelas-

tung und einer für Zugbelastung, wurden untersucht. In den Versuchen S-S1 und S-S2 wurde das

Grundfundament KSF V 114 x 2000 getestet. Anschlieÿend wurden auf die Grundfundamente

die Verlängerungen vom Typ KSF V 114x1500 EH aufgesetzt und niedergebracht. Die Versuche

S-S3 und S-S4 wurden dann analog durchgeführt. Im Anschluss wurden mit den ermittelten, zu

erwartenden Prü�asten Abnahmeprüfungen und Eignungsprüfungen an den Schraubfundamenten

durchgeführt.

C.3.2 Furth bei Landshut, Kieswerk Eichstetter GmbH

Auf der Versuchs�äche wurden insgesamt 9 Probebelastungen durchgeführt. Zum eindrehen der

Schraubfundamente wurde ein Gerät vom Typ KRD 60 - PV verwendet, bei dem das Eindreh-

moment auf 6000 Nm beschränkt war. In dem anstehenden Kies war es mit diesem Gerät nicht

möglich die Schraubfundamente vollständig in den Boden einzudrehen. Bei einem Drehmoment

von 6000 Nm wurden Einbindetiefen von ca. 1,50 m erreicht, was zu einem Überstand von etwa

60 cm an der GOK führte. Bei den Versuchen F-A1 und F-A2 wurden die Fundamente soweit

eingedreht, bis ein Drehmoment von etwa 3000 Nm erreicht war. Ziel war es den Ein�uss des

Drehmomentes sowie der Einbindetiefe auf das Tragverhalten zu untersuchen.
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Tabelle C.1: Ausgeführte Versuche am Standort Straÿkirchen

Versuchs-
nummer

Versuchsart Belastungsricht-
ung

geprüfte Pfahlelemente Einbinde-
tiefe in
m

S-S1 Schnelltest Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,90

S-S2 Schnelltest Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,90

S-S3 Schnelltest Druck KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

S-S4 Schnelltest Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

S-A1 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,90

S-A2 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,90

S-A3 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

S-E1 Eignungs-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

S-E2 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

S-E3 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,90

S-H1 Abnahme-
prüfung

Horizontal KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

C.3.3 Mainburg, Ziegelwerk Leip�nger Bader

In der Abbau�äche des Ziegelwerks wurden in den unterschiedlichen Bodenarten insgesamt 20

Probebelastungen ausgeführt. Im Tonboden war aufgrund der halbfesten Konsistenz nur das Ein-

drehen des Grundfundaments möglich. Es wurden Eignungsprüfungen mit entsprechend langen

Lasthaltezeiten zur Bestimmung des Kriechverhaltens durchgeführt. Zur Absicherung der Ergeb-

nisse folgten zusätzliche Abnahmeprüfungen. Im Sand wurden Eignungsprüfungen in Zug- und

Druckrichtung ausgeführt. In dem aufgefüllten Bereich wurden verschiedene Versuche mit dem

Verlängerungssystem durchgeführt. Dabei wurde als erstes das Grundfundament eingedreht und

belastet. Anschlieÿend wurde die Verlängerung aufgesetzt und ein weiterer Versuch durchgeführt.

Dadurch lieÿ sich der Ein�uss der Verlängerung auf das Tragverhalten untersuchen.
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Tabelle C.2: Ausgeführte Versuche am Standort Furth

Versuchs-
nummer

Versuchsart Belastungsricht-
ung

geprüfte Pfahlelemente Einbinde-
tiefe in
m

F-S1 Schnelltest Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,40

F-S2 Schnelltest Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,20

F-A1 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 0,80

F-A2 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 0,80

F-A3 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,65

F-A4 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,75

F-E1 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,50

F-E2 Eignungs-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,40

F-H1 Abnahme-
prüfung

Horizontal KSF V 114 x 2000 PT 1,40

Tabelle C.3: Ausgeführte Versuche am Standort Mainburg im Ton

Versuchs-
nummer

Versuchsart Belastungsricht-
ung

geprüfte Pfahlelemente Einbinde-
tiefe in
m

MT-A1 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,80

MT-A2 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,95

MT-E1 Eignungs-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,50

MT-E2 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,50

MT-H1 Abnahme-
prüfung

Horizontal KSF V 114 x 2000 PT 1,80
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Tabelle C.4: Ausgeführte Versuche am Standort Mainburg im Sand

Versuchs-
nummer

Versuchsart Belastungsricht-
ung

geprüfte Pfahlelemente Einbinde-
tiefe in
m

MS-E1 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,55

MS-E2 Eignungs-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,25

MS-E3 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,05

MT-H1 Abnahme-
prüfung

Horizontal KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,05

Tabelle C.5: Ausgeführte Versuche am Standort Mainburg im aufgefüllten Boden

Versuchs-
nummer

Versuchsart Belastungsricht-
ung

geprüfte Pfahlelemente Einbinde-
tiefe in
m

MA-A1 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,70

MA-A2 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT 1,70

MA-A3 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,90

MA-A4 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT 1,90

MA-A5 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,20

MA-A6 Abnahme-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 ET

3,20

MA-A7 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,40

MA-A8 Abnahme-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 ET

3,40

MA-E1 Eignungs-
prüfung

Druck KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,50

MA-E2 Eignungs-
prüfung

Zug KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1000 EH

3,50

MA-H1 Abnahme-
prüfung

Horizontal KSF V 114 x 2000 PT +
KSF V 114 x 1500 EH

3,50
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D Empfehlungen für ein

Probebelastungsverfahren für

Fertigschraubpfähle

D.1 Vorrichtungen und Prüfgeräte

Zur Durchführung der statischen Zug- bzw. Druckversuche ist ein Belastungstraverse erforderlich,

über den die Last zentrisch und axial in den Fertigschraubpfahl eingeleitet werden kann. Die

Geometrie der Belastungseinrichtung ist im Grundriss so zu wählen, dass eine Beein�ussung der

Versuchsergebnisse durch die Au�agerung der Traverse ausgeschlossen werden kann. Dazu ist ein

Mindestabstand des Fertigschraubpfahl bis zur Au�agerung von mindestens 1,50 m erforderlich.

Der Belastungsrahmen ist gegen horizontale Verschiebungen zu sichern, sodass während der

gesamten Prüfung eine axiale und zentrische Einleitung gewährleistet bleibt. Die aufgebrachten

Lasten sind mit einem kalibrierten Kraftaufnehmer zu ermitteln. Die Lastaufbringung erfolgt mit

einem Hydraulikzylinder. Zwischen Hydraulikzylinder und der Traverse des Belastungsrahmens

ist eine Kugelkalotte anzuordnen.

Die Verschiebungen sind von einem Fixpunkt aus zu registrieren. Dieser kann durch Einschlagen

von P�öcken in den Boden und einer Traverse hergestellt werden. Dabei sind die oben genannten

Mindestabstände ebenfalls zu berücksichtigen. Die Messuhr bzw. der Wegaufnehmer muss über

einen ausreichend groÿen Messbereich verfügen, sodass die Messuhr während der Versuchsdurch-

führung nicht umgesetzt werden muss. Ein nutzbarer Messbereich von 0, 15 · DW > 50 mm ist

dazu ausreichend.

D.2 Messgröÿen, Messgenauigkeit

Bei den Prüfungen sind die Verschiebung des Pfahlkopfes in axialer Richtung sowie die aufge-

brachte Last P zu messen. Die Verschiebungs- und Kraftmessungen sind mit folgender Genauigkeit

aufzuführen:

� Die Messunsicherheit der Verschiebungsmessung darf höchstens 0,5 mm betragen,

� während der Prüfzeiten zur Bestimmung des Kriechmaÿes ist eine Messunsicherheit kleiner

0,05 mm erforderlich,
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� die Geräte zur Verschiebungsmessung müssen eine Ablesegenauigkeit (Au�ösung) von 0,01

mm aufweisen,

� die Messunsicherheit der Geräte zur Kraftmessung darf 3 % der maximalen Prüfkraft nicht

übersteigen.

Die Messwerte der Verschiebungsmessung werden nach dem Aufbringen der jeweiligen Laststufe

mindestens zu den nachfolgend angegebenen Ablesezeitpunkten aufgezeichnet:

0�1�2�3�5�7�10�15�tn−1 + 5�tn

Die Messwerte sind in einem Protokoll und soweit vorhanden kontinuierlich mit einer Messrate

≥ 1 Hz digital aufzuzeichnen. Es wird empfohlen immer ein handschriftliches Protokoll zu führen,

um Datenverlust auszuschlieÿen.

D.3 Versuchsdurchführung

D.3.1 Eignungsprüfungen

Eignungsprüfungen werden üblicherweise vor Baubeginn ausgeführt, wenn für den anstehenden

Baugrund keine ausreichende Erfahrung vorhanden ist. Die Prü�ast wird ausgehend von einer

Vorlast in 2 Belastungszyklen und in 6 Laststufen aufgebracht. Die Haltedauer der einzelnen

Belastungsstufen richtet sich nach der Bodenart und kann der folgenden Tabelle D.1 entnommen

werden. Die Einordnung der Baugrunds in die Kategorien bindig/nichtbindig richtet sich nach

DIN 1054:2010 Abschnitt A 3.1.

Tabelle D.1: Laststufen und Beobachtungszeiten bei Eignungsprüfungen

Laststufe in % der
Prü�ast PP

Haltedauer in min

nichtbindig bindig

Vorlast (10 %) - -

25 5 10

40 5 10

55 10 20

10 3 5

55 3 5

70 10 20

85 10 20

100 30 60

10 3 5
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(a) nichtbindiger Boden

(b) bindiger Boden

Abbildung D.1: Belastungsverlauf für Eignungsprüfungen
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D.3.2 Abnahmeprüfungen

Abnahmeprüfungen werden in der Regel zur Qualitätskontrolle von hergestellten Fertigschraub-

pfählen verwendet. Sie können auch ausgeführt werden, um eine Bemessung auf Grundlage von

Berechnungen oder Korrelationen abzusichern. Die Abnahmeprüfung wird in zwei Lastzyklus und

5 Laststufen durchgeführt. Die Haltedauer der einzelnen Belastungsstufen richtet sich nach der

Bodenart und kann der folgenden Tabelle D.2 entnommen werden.

Tabelle D.2: Laststufen und Beobachtungszeiten bei Abnahmeprüfungen

Laststufe in % der
Prü�ast PP

Haltedauer in min

nichtbindig bindig

Vorlast (10 %) - -

30 1 2

50 3 7

10 1 1

70 3 7

85 3 7

100 10 20

10 1 1

D.4 Abnahmekriterien und Verlängerung der Beobachtungszeit

D.4.1 Eignungsprüfungen

Die in Tabelle D.1 angegebenen Beobachtungszeiten sind zu verlängern, wenn die in Tabelle D.3

Zeile 1 genannten Verformungsdi�erenzen nicht eingehalten werden können. Bei einer Verlänge-

rung der Beobachtungszeit ist das Kriechmaÿ aus der halblogarithmischen Darstellung aus dem

linearen Abschnitt zu ermitteln. Die Beobachtungszeit ist solang zu verlängern, bis das Kriechmaÿ

sicher bestimmt werden kann, mindestens jedoch auf die in Zeile zwei genannten Zeiten.

Die Eignungsprüfung gilt als bestanden, wenn das in Tabelle D.3 gegebene Kriechmaÿ einge-

halten wird und die gemessene Kopfverschiebung kleiner 0, 1 ·DW ist.
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(a) nichtbindiger Boden

(b) bindiger Boden

Abbildung D.2: Belastungsverlauf für Abnahmeprüfungen
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Tabelle D.3: Beobachtungszeiten und zulässige Verschiebungen bzw. Kriechmaÿe bei der
Prüfkraft PP von Eignungsprüfungen

Bodenart nichtbindig bindig

Beobachtungszeitpunkte
ta in min 10 20

tb in min 30 60

Verschiebung sb − sa in mm ≤ 0, 50 ≤ 0, 75

verlängerte Beobachtungszeit

tb in min > 60 > 120

zul. Kriechmaÿ kS in mm ≤ 2, 00 ≤ 2, 00

D.4.2 Abnahmeprüfungen

Die in Tabelle D.2 angegebenen Beobachtungszeiten sind zu verlängern, wenn die in Tabelle D.4

Zeile 1 genannten Verformungsdi�erenzen nicht eingehalten werden können. Bei einer Verlänge-

rung der Beobachtungszeit ist das Kriechmaÿ aus der halblogarithmischen Darstellung aus dem

linearen Abschnitt zu ermitteln. Die Beobachtungszeit ist solang zu verlängern, bis das Kriechmaÿ

sicher bestimmt werden kann mindestens jedoch auf die in Zeile zwei genannten Zeiten.

Die Abnahmeprüfung gilt als bestanden, wenn das in Tabelle D.4 gegebene Kriechmaÿ eingehalten

wird und die gemessene Kopfverschiebung kleiner 0, 1 ·DW ist.

Tabelle D.4: Beobachtungszeiten und zulässige Verschiebungen bzw. Kriechmaÿe bei der
Prüfkraft PP von Abnahmeprüfungen

Bodenart nichtbindig bindig

Beobachtungszeitpunkte
ta in min 3 5

tb in min 10 20

Verschiebung sb − sa in mm ≤ 0, 40 ≤ 0.75

verlängerte Beobachtungszeit

tb in min > 30 > 60

zul. Kriechmaÿ kS in mm ≤ 2, 00 ≤ 2, 00
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E Numerische Berechnungen

E.1 Numerische Nachrechnung der Modellversuche

E.1.1 Parameter für die Sto�gesetze

E.1.1.1 Parameter der Nachrechnung mit dem Hardening-Soil-Sto�gesetz

Parameter dicht gelagerter Sand locker gelagerter Sand

γunsat in N/cm³ 0,015 0,013

γsat in N/cm³ 0,015 0,013

Eref
50 in N/cm² 4400 2250

Eref
oed in N/cm² 3800 2500

Eref
ur in N/cm² 11400 17500

m [-] 0,50 0,85

cref in N/cm² 0,00001 0,00001

ϕ in ° 42,5 37,5

ψ in ° 10,0 0,0

νur [-] 0,20 0,20

pref in N/cm² 10,0 10,0

Knc
0 [-] 0,3244 0,3912

Rf [-] 0,90 0,85

Tension cut-o� yes yes

Tension strenght 0,00 0,00

Rinter [-] 0,66 0,33

K0,x = K0,z [-] 0,3244 0,3912

OCR [-] 1,0 1,0
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E.1.1.2 Parameter der Nachrechnung mit dem Mohr-Coulomb-Sto�gesetz

Parameter dicht gelagerter Sand locker gelagerter Sand

γunsat in N/cm³ 0,015 0,013

γsat in N/cm³ 0,015 0,013

E in N/cm² 4400 2250

ν [-] 0,32 0,37

cref in N/cm² 0,00001 0,00001

ϕ in ° 42,5 37,5

ψ in ° 10,0 0,0

Tension cut-o� yes yes

Tension strenght 0,00 0,00

Rinter [-] 0,66 0,33

K0,x = K0,z [-] 0,3244 0,3912

E.1.2 Ergebnisse für druckbelastete Fertigschraubpfähle

R
c 

in
 k

N

0,0

0,2

0,4

0,6

L/DW

0 2 4 6 8 10 12

Modellversuche
PIV-Versuche
MC
HS

Abbildung E.1: Vergleich zwischen Versuchsergebnissen und Berechnungsergebnissen für den
Widerstand unter Druckbelastung im locker gelagerten Sand
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L=2,5xD PlaxisL=10xD

(a) Einbindelänge im dichten Sand

PIV dichtlocker

(b) Lagerungsdichte

n
w
=5 n

w
=2 n

w
=5 n

w
=2

Vertikalverformung Scherverzerrungen

(c) Wendelabstand im dichten Sand

PIV PIVn
w
=5 n

w
=2 n

w
=5 n

w
=2

Vertikalverformung Scherverzerrungen

(d) Wendelabstand im lockeren Sand

Abbildung E.2: Vergleich der unterschiedlichen Ein�ussgröÿen in den numerischen
Berechnungen unter Druckbelastung
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E.1.3 Ergebnisse für zugbelastete Fertigschraubpfähle

R
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in
 k

N

0,0

0,2

0,4

0,6

L/DW

0 2 4 6 8 10 12

Modellversuche
PIV-Versuche
MC
HS

Abbildung E.3: Vergleich zwischen Versuchsergebnissen und Berechnungsergebnissen für den
Widerstand unter Zugbelastung im locker gelagerten Sand
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L=5xD PlaxisL=10xD

(a) Einbindelänge im dichten Sand

L=5xD lockerdicht

(b) Lagerungsdichte

n
w
=5 n

w
=2 n

w
=5 n

w
=2

Vertikalverformung Scherverzerrungen

(c) Wendelabstand im dichten Sand

n
w
=5 n

w
=2 n

w
=5 n

w
=2

Vertikalverformung Scherverzerrungen

(d) Wendelabstand im lockeren Sand

Abbildung E.4: Vergleich der unterschiedlichen Ein�ussgröÿen in den numerischen
Berechnungen unter Zugbelastung
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E.2 Parameter für das Hardening-Soil-Sto�gesetz der

numerischen Parameterstudie
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