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Kapitel 1
Einleitung

Die Geschichte des Kalibergbaus in Deutschland begann vor iiber 170 Jahren mit einer
Bohrung in Stafurt, die im Jahre 1843 das in 250 m Teufe liegende Kalilager — das spitere
,,F10z Stalifurt — erreichte [1].

Abb. 1.1: Eroffnung des StaBfurter Salzbergbaus im Jahre 1852. [2]

Trotz anfanglicher Enttduschung, da der eigentlich anvisierte Steinsalzhorizont nicht
erreicht wurde, sind bald industrielle Anwendungszwecke fiir das stattdessen angetroffene
,.Bittersalz* entdeckt worden, die dessen Abbau auch wirtschaftlich lukrativ machten. Somit
legte diese Bohrung den Grundstein fiir das Abteufen der weltweit ersten Kalischichte ,,von
der Heydt* und ,,von Manteuffel*“ (Abb. 1.1) und ldutete das Zeitalter der bergminnischen

Gewinnung von Kalisalz ein, als mit beiden Schichten neben dem Kalifl6z auch das dltere
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Steinsalz erschlossen wurde. Seither sind in der durchaus bewegten Geschichte des Kali-
und Steinsalzbergbaus allein in Deutschland 239 Kalischiichte abgeteuft worden [1, 3].

Neben der traditionellen bergménnischen Gewinnung wurden die Salzlagerstétten auf-
grund ihrer hydraulischen Dichtheit und Fihigkeit zur langfristigen Speicherung von Gasen
und Fliissigkeiten fiir weitergehende Anwendungen interessant. So wurden weltweit Kaver-
nen ausgesolt, die u.a. zur Speicherung von Erddl und -gas eingesetzt werden [4]. Weiterhin
wird die mogliche Nutzung des Isolationsvermogens der Salzgesteine im Rahmen der
langfristigen und sicheren Endlagerung radioaktiver Abfallstoffe seit mehreren Jahrzehnten
erforscht und wurde fiir schwach radioaktive, nicht-wirmeentwickelnde Abfille bereits in
konkreten Féllen genehmigt und durchgefiihrt [5, 6].

In allen Anwendungsbereichen, die sich mit der Nutzung von Salzlagerstitten beschif-
tigen, sind gebirgsmechanische Untersuchungen unabdingbar, um sowohl die Betriebs-
sicherheit fiir die Bergarbeiter und den Schutz der Umwelt zu gewdhrleisten als auch
eine 0konomisch optimale Ausnutzung der Lagerstétte zu erreichen. In den Anfidngen
des Kalibergbaus wurde die Dimensionierung von Kammern und Pfeilern rein empirisch
durchgefiihrt, indem man sich schrittweise an groflere Extraktionsraten herantastete. Diese
Herangehensweise war demnach natiirlich mit verhéltnisméBig hohem Risiko sowohl fiir
die Integritdt und Stabilitdt des Hangenden als auch die Sicherheit der Bergleute unter
Tage verbunden. Dies gilt umso mehr, da die Erfahrungswerte aus einem bestimmten
Abbau aufgrund von unterschiedlicher Geologie, Teufenlage oder Steinsalzvarietét nicht

notwendigerweise direkt auf andere Bergwerke iibertragbar sind.

Optimierung Sicherheit

max. Ausnutzung gegenlaufige Bergbausicherheit
effiziente Abbauverfa Interessen Umweltbelastun
hochfrequente Sp ‘ Sicherer Einsch

y

Abb. 1.2: Notwendigkeit eines Kompromisses zwischen wirtschaftlicher Optimierung und
gleichzeitiger Gewihrleistung von Sicherheitsstandards.

Aus diesem Grund steht die heutige Dimensionierung und allgemeine Begutachtung

von Aufgabenstellungen im Kalibergbau auf zwei Sdulen: Die laborative Untersuchung



der Verformungs- und Festigkeitseigenschaften der lokalititsspezifischen Gesteine und
die Simulation der relevanten Mechanismen basierend auf komplexen Stoffgesetzen zur
Umsetzung der experimentell ermittelten Materialcharakteristiken sowie der moglichst
realititsnahen Abbildung der Problemgeometrie. Die Computersimulation zur Untersu-
chung verschiedenster Aufgabenstellungen vom konventionellen Gewinnungsbergbau iiber
Kavernenspeicherung bis hin zur Endlagerung radioaktiver Abfallstoffe hat sich durch die
rasante Entwicklung der Rechentechnik heute als essentielles Werkzeug fiir die Stabilitéts-
und Integrititsbewertung etabliert [7].

Im Rahmen dieser Arbeit wird mit dem diskontinuumsmechanischen Ansatz eine
neue Modellierungsmethodik vorgestellt, die signifikante Vorteile gegeniiber konventio-
nellen kontinuumsmechanischen Berechnungen bietet und insbesondere in der Lage ist,
zusitzliche integritédtsrelevante Prozesse explizit abzubilden. Die Notwendigkeit eines
solchen erweiterten Modellierungsansatzes wird zunéchst in Kapitel 2 anhand von ex-
perimentellen Untersuchungen zum Einfluss der Mikrostruktur auf das Gesamtverhalten
unter thermo-hydro-mechanischer Belastung motiviert. Darauf folgt in Abschnitt 3 ein
kurzer Uberblick iiber die Moglichkeiten und Grenzen der etablierten rein kontinuums-
mechanischen Beschreibung (Finite-Element (FE [8]) bzw. Finite-Difference (FD [9]))
und der darauf aufbauenden XFEM-Methode [10]. In Kapitel 4 wird dann zunéchst der
grundlegende theoretische Hintergrund des Programmablaufes diskontinuumsmechani-
scher Simulationen erldutert sowie die Funktionsweise und Implementation der am Institut
fiir Gebirgsmechanik Leipzig entwickelten Stoffmodelle fiir Salzgesteine vorgestellt. In
diesem Zusammenhang wird dann die Darstellung polykristalliner Materialien durch die
zwei- und dreidimensionale Voronoi-Zerlegung erldutert. Basierend auf derartig zerlegten
Modellstrukturen folgen dann einfache Untersuchungen zum mechanischen (Kapitel 5)
und hydraulischen (Kapitel 6) Verhalten dieser komplexen Systeme, die gleichzeitig als
Priifung der Funktionalitét der verwendeten diskontinuumsmechanischen Rechencodes die-
nen. Gleichzeitig wird ein konsistenter Parametrisierungsansatz vorgestellt, der es erlaubt,
das experimentell ermittelte Verformungsverhalten in den Simulationen zu replizieren.

Zur umfangreichen Validierung werden dann in Kapitel 7 zahlreiche Laborversuche
mittels der diskontinuumsmechanischen Methode unter Verwendung der abgeleiteten Para-
metrisierung nachgerechnet. Dabei werden verschiedenste Versuchsformen, Priifkorpergeo-
metrien und Belastungsarten inkl. hydraulischer Beanspruchung und Verheilung abgedeckt.

Basierend auf der erfolgreichen Validierung enthilt Kapitel 8 anschlieBend Anwendungs-
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beispiele des diskontinuumsmechanischen Ansatzes zur Untersuchung praxisrelevanter
Aufgabenstellungen an groriumigen Modellen. AbschlieBend werden in Kapitel 9 die
gegenwdrtigen Vor- und Nachteile des Ansatzes sowie weitere Entwicklungsperspektiven

und Optimierungsmoglichkeiten diskutiert.



Kapitel 2

Salzgestein als Diskontinuum

2.1 Charakteristika und Mechanismen des makroskopi-

schen Verformungsverhaltens von Steinsalz

Auf mikroskopischer Ebene stellt Steinsalz ein Diskontinuum von ineinander verwachsenen

Salzkristallen dar (Abb. 2.1). Das makroskopische Verformungsverhalten wird dabei nicht

Abb. 2.1: Steinsalzproben mit deutlich erkennbarer Mikrostruktur.

allein von den Verformungsmechanismen innerhalb des NaCl-Geriists der Kristalle [11]
bestimmt, sondern ergibt sich insbesondere auch aus dem Zusammenspiel von intra- und
interkristallinen Wechselwirkungen. Im folgenden Abschnitt soll daher ein umfassender
Uberblick iiber das Verhalten von Salzgesteinen unter mechanischer, hydraulischer und
thermischer Belastung als direkte Folge der diskontinuumsmechanischen Struktur prisen-
tiert werden. Zunéchst werden die zentralen Charakteristika des elasto-visko-plastischen

Materialverhaltens von Steinsalz aus Sicht experimenteller Untersuchungen dargestellt,
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bevor daraufhin eben jenes Verformungsverhalten auf Basis von inter- und intrakristallinen
Verformungsprozessen erklért wird.

In Abb. 2.2 wird ein charakteristisches Beispiel der Tragfihigkeit einer Steinsalzprobe
im weggeregelten, einachsialen Druckversuch gezeigt, bei dem der Priifkdrper zwischen

zwel Druckplatten mit konstanter Geschwindigkeit gestaucht wird. Typisches Steinsalz

A

n: 1l I

() --------- ( ) ------- () ----------- max. Festigkeit
o
(@] : ]
2 _ | N/
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© >
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axiale Verformung

Abb. 2.2: Charakteristisches Spannungs-Verformungs-Diagramm fiir Steinsalz im einach-
sialen Druckversuch.

zeigt demnach im Laborversuch nach der elastischen Anfangsreaktion (I) eine deutliche
plastische Verfestigungsphase (II). Nach Uberschreitung der Maximalfestigkeit erfolgt
dann eine eher duktile Entfestigung mit langsamem Spannungsabfall (III). Das Einsetzen
der Auflockerung des Materials beim Ubergang von (I) zu (II) #uBert sich durch eine
Veridnderung in der Volumenentwicklung des Priifkorpers: Nachdem das Volumen in der
elastischen Reaktion zunédchst mit zunehmender Kompaktion abnimmt, steigt es durch die
mikroskopische Rissbildung und zunehmende Aufweitung dieser Risse bei einsetzender
Schidigung wieder an (Abb. 2.2, unten).

Im Gegensatz zu diesem duktilen Verformungsverhalten des Steinsalzes verhélt sich
beispielsweise Carnallitit bis zum Bruchpunkt fast quasi-elastisch und versagt in einem
sproden Entfestigungsprozess [12]. Dieser signifikante Unterschied hat natiirlich dement-
sprechende Konsequenzen fiir die Standsicherheitsbeurteilung und Systemstabilitidt von

carnallitischen Abbaufeldern und lédsst erneut die Vielfalt der Verformungscharakteristiken
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von Salzgesteinen erahnen. Entsprechende gebirgsmechanische Modellierungen miissen
also in der Lage sein, ein groles Spektrum von Materialcharakteristiken abzubilden.

Die Betrachtung einer Reihe von triaxialen Druckversuchen an typischen Steinsalzpriif-
korpern macht weitere essentielle Eigenschaften deutlich (Abb. 2.3). Bei diesen Versuchen
wird der Druckversuch bei verschiedenen lateralen Einspannungen durchgefiihrt. Mit zu-
nehmender Einspannung steigt durch die aufgebrachte Stiitzwirkung die Festigkeit des
Gesteins, wihrend das Entfestigungsverhalten zunehmend duktiler wird, bis schlieBlich bei
sehr hohen Einspannungen ein entfestigungsfreies plastisches FlieBen dominiert. Unterhalb
der quasi-schiddigungsfreien Einspannungen beginnen mit zunehmender Verformung Schi-
digungsprozesse durch die Entwicklung von Mikrorissen. Die dabei auftretende dilatante

Volumenzunahme ist umso ausgeprigter, je geringer die Einspannung des Salzgesteines ist.

07 15 MPa %07
0.2 MPa
60 254

50 o 20 -

40 4 1 MPa

304
5 MPa

Differenzspannung [MPa]
Volumenverformung [%]

15 MPa

T T T T T T T T 1
0 5 10 15 20 25 0 5 10 15 20 25

Axialverformung [%] Axialverformung [%]

Abb. 2.3: Charakteristische triaxiale Druckversuche an Steinsalzproben.

Das mechanische Verformungsverhalten des Salzgesteines lésst sich beziiglich dieser

Beobachtungen also in folgende Kernpunkte zusammenfassen [13]:

Die Flie3- bzw. Bruchgrenze ist nichtlinear und abhéngig von der minimalen Haupt-

spannung

die Entfestigung ist verformungs- und spannungsabhéngig

bei hoher Einspannung dominiert plastisches FlieBen ohne Entfestigung

die Dilatanz ist stark abhéngig vom Einspannungszustand

Zu diesen Effekten gesellt sich ein weiterer charakteristischer Verformungsmechanis-
mus von Salzgesteinen: das Kriechen [14]. Dabei handelt es sich um eine zeitabhéngi-

ge, volumentreue Verformung, die durch deviatorische Spannungen ausgeldst wird. Der
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Kriechprozess versucht dabei, eben jene Differenzspannungen auszugleichen, sodass der
Spannungszustand in ungestorten Salzlagerstitten typischerweise annéhernd isotrop ist
[15]. Im Allgemeinen wird das Kriechverhalten in drei Phasen eingeteilt [16]: das primdére,

sekundire und tertidre Kriechen (Abb. 2.4).

A primar sekundar :  tertiar

Kriechverformung

Zeit
Abb. 2.4: Die drei Phasen des Kriechprozesses.

Das primire Kriechen wird auch als transientes Kriechen bezeichnet und tritt un-
mittelbar nach Beginn bzw. Anderung der Belastung in Erscheinung. Es bewirkt eine
Kriechverformung mit degressiver Kriechgeschwindigkeit, die sich langsam einem kon-
stanten Wert annihert. Das darauffolgende Kriechen mit dieser konstanten Geschwindigkeit
ist das sog. sekundére Kriechen und wird auch als stationéres Kriechen bezeichnet. In der
tertidaren Kriechphase steigt die Verformungsgeschwindigkeit schlieBlich wieder an und
fiihrt letztendlich zum Kriechversagen. Die tertidre Phase muss nicht notwendigerweise
auftreten, sondern nur dann, wenn die Belastung des Priifkorpers dauerhaft iiber der Dila-
tanzgrenze liegt. Die Dichte der Versetzungen im Kristallgitter ist stark abhiingig von der
Temperatur, wodurch auch der Kriechprozess extrem temperaturempfindlich ist. Bei hohen
Temperaturen und Spannungen kann das Salz somit z.B. von Menschenhand geschaffene
Hohlrdume in kurzer Zeit verschlieBen (Abb. 2.5, [17]).

Mikroskopisch wird das Kriechen im praxisrelevanten Temperatur- und Spannungsbe-
reich vorrangig durch ,.dislocation creep®, d.h. die Bewegung intrakristalliner Versetzung
im Kristallgitter des Steinsalzes, verursacht. Es liegen jedoch auch experimentelle Befunde
vor, die nahelegen, dass unter bestimmten Randbedingungen durch sog. ,,pressure-solution

creep* auch Korngrenzeffekte mafigeblich zum Kriechprozess beitragen [18]. Dabei wird
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3 Tage
68 MPa
115°C

Abb. 2.5: Laborversuch zur kriechinduzierten SchlieBung eines Bohrloches unter Randbe-
dingungen, die einer Teufenlage von ca. 3 km entsprechen.

davon ausgegangen, dass sich stark beanspruchte Korngrenzen unter der Anwesenheit
geringer Mengen gesittigter Sole auflosen und dann unter geringerer Einspannung re-
kristallisieren. Gleichzeitig wird dieser Prozess von Kornrotationen und interkristallinen
Scherbewegungen begleitet. Zwar zeigt sich im Bereich der deviatorischen Spannungen
typischer Kriechversuche (>10 MPa) 1.A. eine deutliche Dominanz des Versetzungskrie-
chens, jedoch ist das Regime unter geringeren Spannungen aufgrund der entsprechend
kleinen Kriechraten und hohen Sensitivitit gegen duBere Einfliisse kaum experimentell
belegt. Langzeitkriechversuche an Steinsalzproben von Avery Island, die in einem abgele-
genen Bereich der Varangéville-Mine bei moglichst geringen Storungen und konstanter
Temperatur durchgefiihrt werden, unterstiitzen zunichst die Annahme eines zusétzlichen
Kriechmechanismus bei kleinen Deviatorspannungen, da die dort ermittelte Kriechrate
signikant groBer ist, als dies fiir reines Versetzungskriechen zu erwarten wire [19]. Es ist
allerdings fraglich, ob es sich dabei wirklich um die stationire Kriechrate handelt oder
ob sich die untersuchte Probe nicht vielmehr noch im transienten Bereich befindet, der
bei geringer Auflast iiber sehr lange Zeitriume der dominante Mechanismus sein kann.
Dariiber hinaus erfolgt die Versuchsfiithrung einachsial, d.h. auch Auflockerungseffekte
sind nicht auszuschlieBen. Das konkrete Kriechverhalten bei geringen Deviatorspannungen

(<1 MPa) ist also noch immer Gegenstand der Forschung und nicht belastbar belegt.
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2.2 Mikroskopische Grundlage der belastungsinduzierten

Verfestigung, Schidigung und Rissbildung

Die charakteristischen Verformungsmechanismen von Salzgesteinen basieren auf verschie-
densten mikroskopischen Wechselwirkungen, fiir deren makroskopische Beschreibung
bereits zahlreiche ausgefeilte Stoffmodelle entwickelt wurden. Zum Verstdndnis der Ge-
samtheit der auftretenden Effekte ist es jedoch notwendig, die zugrundeliegenden Mecha-
nismen der Kristalldeformation, Rissbildung und -ausbreitung zu verstehen und auch auf
Basis der Gesteinsstruktur zu beschreiben. Anhand der nachfolgenden Diskussion und
Ubersicht der relevanten inter- und intrakristallinen Deformationsprozesse soll motiviert
werden, dass die diskontinuumsmechanische Mikrostruktur den zentralen Faktor fiir eine
Vielzahl praktisch relevanter Effekte darstellt.

Prinzipiell lisst sich das Verformungsverhalten von Salzgesteinen in drei iibergeordnete

Mechanismen einteilen [20]:

* Ductile crystal slip plasticity (CSP)
* Brittle grain boundary microcracking (GBM)

* Grain boundary sliding (GBS)

Das viskoplastische FlieBen wird dabei zwar von der Kristallplastizitit (CSP) dominiert,
jedoch sind alle drei Effekte koexistierende und kooperierende Mechanismen, d.h. dass
makroskopisches viskoplastisches FlieBen und lokale intergranulare Schédigung untrenn-
bar miteinander verbunden sind. Jeder dieser Haupteffekte wird von der temperatur- und
spannungsabhingigen Beteiligung untergeordneter Sub-Mechanismen charakterisiert. So
enthilt beispielsweise allein die Kristallplastizitdt mindestens fiinf voneinander verschie-
dene Anteile, die zusammen das plastische Verhalten des Salzkristalles bestimmen [11].
Diese Mechanismen stehen dann wiederum in Wechselwirkung mit den Korngrenzeffekten,
an denen sich durch Spannungskonzentrationen Scherbewegungen (GBS) und Rissoffnun-
gen (GBM) einstellen. Im Zusammenspiel mit weiteren Einfliissen durch Faktoren wie
Unreinheiten und Fluideinschliissen ergibt sich allein aus der Mikrostruktur des Gesteins
eine Vielzahl von Effekten, die das Verformungsverhalten ma3geblich mitgestalten [21]. In
den nachfolgenden Abschnitten soll daher ein grober Uberblick iiber die vielfaltigen intra-
und interkristallinen Verformungsmechanismen und deren gegenseitige Wechselwirkungen

gegeben werden.
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Betrachten wir das polykristalline Salzgestein als komplexes System von untereinander
wechselwirkenden, unterschiedlich orientierten Kristallen, so ist es naheliegend zunichst
isoliert die mechanischen Eigenschaften der Kristallmatrix selbst zu untersuchen, um somit
auch den Einfluss der gegenseitigen Wechselwirkung spéter besser abgrenzen zu konnen.

Ein idealer Kristall wird durch eine spezifische periodische Anordnung von Atomen
definiert und seine elastische Reaktion erfolgt durch die Auslenkung der Gitteratome
aus ihrer Ruheposition. Basierend auf Ansitzen fiir die potentielle Energie der NaCl-
Kristallatome wurde daher bereits 1923 von Zwicky der Versuch unternommen, einen
theoretischen Wert fiir beispielsweise die makroskopische Zugfestigkeit zu ermitteln [22].
Die auf diese Weise berechnete theoretische Zugfestigkeit von ca. 2 GPa weicht allerdings
um mehrere Grofenordnungen von der Realitit ab, was einen ersten Hinweis darauf liefert,
dass fiir den makroskopischen Verformungs- und Versagensprozess andere Mechanismen
verantwortlich sein miissen, sowohl auf inter- als auch intrakristalliner Ebene.

Im Gegensatz zur elastischen Verformung werden bei der irreversiblen Plastizitéit Verfor-
mungen durch Kristalldefekte als Abweichungen von der idealen Kristallstruktur induziert
bzw. bestehende Defekte in Bewegung versetzt. Entsprechend der Komplexitit dreidi-
mensionaler Gitterstrukturen existieren ausfiihrliche Klassifikationen von Gitterfehlstellen,
z.B. nulldimensionale Punktdefekte durch fehlende bzw. substituierte Atome und eindi-
mensionale Liniendefekte (Kombinationen von Schrauben- und Stufenversetzungen)[23].
Abbildung 2.6 stellt einige einfache Gitterdefekte schematisch dar.

Innerhalb eines Kristalls geschieht die plastische Verformung typischerweise durch
eine relative Bewegung entlang von kristallographischen Ebenen als Folge der wirkenden
Scherspannungen. Diese sog. ,,slip planes* sind im Allgemeinen parallel zur Ebene der
dichtesten Packung der Kristallstruktur orientiert. Innerhalb einer Gleitebene existieren
dann ebenfalls bevorzugte Gleitrichtungen (,,slip directions*), die sich in analoger Art und
Weise entlang der Richtung mit hochster Dichte ausbilden. Gleitebenen und Gleitrichtun-
gen werden zusammen als Gleitsysteme (,,slip systems*) bezeichnet [24]. Die kritische
Scherspannung, bei der eine Gleitbewegung entlang eines bestimmten Gleitsystems infolge
einer aufgebrachten Belastung induziert wird, kann anhand von Spannungsprojektionen
wie z.B. dem sog. Schmid’schen Schubspannungsgesetz [25] ermittelt werden.

Die Scherbewegung verteilt sich dabei nicht homogen auf den Kristall, d.h. es riicken
nicht alle kristallographischen Ebenen gleichmé@Big nach, sondern es bilden sich sog. Scher-

binder, in denen sich die plastische Scherverschiebung lokalisiert. In Abbildung 2.7 wird
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Zwischengitteratom Stufenversetzung

Abb. 2.6: Einfache Beispiele fiir Defekte in Gitterstrukturen.

am Beispiel einer Stufenversetzung gezeigt, wie sich zwei Gitterebenen schrittweise gegen-
seitig verschieben und dabei die Versetzung durch den Kristall wandert. Fiir diese schritt-
weise Migration ist eine deutlich geringere Scherspannung nétig als fiir die gleichzeitige
Verschiebung des gesamten idealen Kristallgitters, weshalb diese Versetzungsbewegungen

die treibende Kraft hinter der Kristallplastizitit sind.

Abb. 2.7: Plastische Scherverschiebung durch Bewegung einer Stufenversetzung.

Der Ausbreitung dieser plastischen Verformung wirken wiederum andere Mechanismen
entgegen, die zu einer hohen Temperatur-, Geschwindigkeits- und Spannungsabhéngig-
keit der makroskopischen Plastizitit von Salzgesteinen fithren. Zum einen behindern sich

die Versetzungen bei ansteigender Versetzungsdichte zunehmend gegenseitig, was eine
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fortschreitende plastische Verformung erschwert. Zum anderen werden die Fehlstellen im
Kristall bei hohen Temperaturen und mit ldngerer Zeitdauer aber auch wieder abgebaut,
wodurch sich das Material im Hochtemperaturbereich und bei langsamer Belastung duf3erst
duktil verhalten kann. Derartige Beobachtungen wurden bereits sehr friih in einfachen
Plastizitéts- und Zuguntersuchungen an makroskopischen Steinsalz-Einkristallen durchge-
fiihrt. Schon in den 1930er Jahren wurden Ergebnisse von ReiBfestigkeitsuntersuchungen
an zylinderformigen Stidbchen aus NaCl-Kristallen publiziert, in denen auch die Tempera-
turabhingigkeit der Zugfestigkeit erfasst wurde [25]. Bei schneller Zugbelastung zeigte
sich ein sproder Zugriss bei einer Zugfestigkeit von ca. 4 MPa, wohingegen bei langsamer
Belastung deutlich groBere plastische Verformungsanteile zum Tragen kommen, wodurch
sich sogar eine Reillverfestigung bis zu einer fast 30-fach erhohten Zugfestigkeit einstellte.

Aufgrund der polykristallinen Struktur des Steinsalzes und der unterschiedlichen Orien-
tierung angrenzender Salzkorner konnen sich die Scherversetzungen nicht iiber die Korn-
grenzen hinweg ausbilden (Abb. 2.8), wodurch es zu einer Akkumulation von Versetzungen
an den Korngrenzen kommt, die dort zu Spannungskonzentrationen und darauffolgenden
Scherbewegungen an den Korngrenzen fiihrt. Der Effekt ist umso stérker, je grofer der
Orientierungsunterschied der angrenzenden Kristalle ist. Die Folgen dieses Prozesses
werden im nachfolgenden Abschnitt ndher thematisiert, wihrend damit an dieser Stelle
lediglich erneut die enge Verkniipfung von inter- und intrakristallinen Verformungsprozes-
sen unterstrichen werden soll. Die Wirkung der Korngrenzen als blockierende Elemente
der Kristallplastizitit fiihrt auch zu der an vielen polykristallinen Materialien gefundenen
Abhingigkeit der Festigkeit von der mittleren KorngroBe (,,grain boundary strengthening*
[26]).

Die auch als ,,glide* bezeichnete plastische Verformung, die eben durch Akkumula-
tion oder Vernichtung von Versetzungen behindert oder begiinstigt wird, wird durch die
Beteiligung weiterer Mechanismen noch komplexer. So konnen sich im sog. ,,cross slip*
Schraubenversetzung aus ihrer aktuellen Gleitebene in eine andere verschieben und somit
z.B. Versetzungsblockaden umgehen, was sich dann durch stufenartige Strukturen in den
Scherbédndern dufBert. Dariiber hinaus sind auch Versetzungsbewegungen durch Atomdiffu-
sion senkrecht zur Gleitebene moglich und werden als ,,climb* bezeichnet. Gemil seiner
diffusiven Natur ist dieser Prozess stark temperaturabhiingig und besonders fiir Kriechen
bei hohen Temperaturen relevant. Diese Ansammlung verschiedener Mechanismen ldsst

sich noch um Effekte der Rekristallisation und Korngrenzmigration — insbesondere auch
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Korngrenze

Abb. 2.8: Blockierung der Versetzungsausbreitung an den Korngrenzen unterschiedlich
orientierter Kristalle.

im Zusammenhang mit Fluideinschliissen — erweitern [11, 27], worauf in dieser Ubersicht
jedoch verzichtet wird.

Schon anhand dieses sehr groben Uberblickes iiber einen Teil der intrakristallinen
Verformungsprozesse ldsst sich die hochkomplexe Abhéngigkeit der Gesamtverformung
von zahlreichen Randbedingungen erahnen, wobei der Einfluss der Korngrenzen fiir die
makroskopische Schiadigungsentwicklung bis hierhin nur angedeutet wurde. Im nachfol-
genden Abschnitt werden daher experimentelle Studien und theoretische Uberlegungen
angefiihrt, die die Relevanz der Korngrenzeffekte GBM und GBS fiir das makroskopische

Systemverhalten polykristallinen Salzgesteins unterstreichen.

Korngrenzen als Triager der Rissbildung und Schiadigung

Die Gesamtverformung polykristalliner Materialien setzt sich aus intra- und interkristal-
linen Verformungsanteilen zusammen. Fiir das makroskopische Gesamtverhalten ist es
damit von entscheidender Bedeutung, welchen Anteil der jeweilige Prozess an der Gesamt-
verformung und inbesondere an der Schadigungsentwicklung hat.

Es wurde bereits im vorangehenden Abschnitt angedeutet, dass sich die plastische
Verformung der Salzkristalle an den Korngrenzen durch die Inkompatibilitét der Kristall-
ausrichtungen nicht fortsetzen kann und es demnach zu Spannungskonzentrationen durch

lokale Anhédufungen von Versetzungen kommt. An diesem Punkt ist dann die jeweilige
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intra- und interkristalline Festigkeit entscheidend dafiir, ob eine Rissbildung entlang von

Korngrenzen oder durch den Kristall selbst initiiert wird [28].

| l
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Abb. 2.9: Mogliche Rissentwicklung durch Versetzungsakkumulation an einer Korngrenze.
(a) intra- und (b) interkristallin [28].

Dieser Gesamtprozess wurde in Bourcier et al. [20] anhand von optischen und elek-
tronenmikroskopischen Aufnahmen an synthetisierten Steinsalzproben unter einaxialer
Kompression beobachtet. Im Hinblick auf die plastische Anisotropie konnte dabei fest-
gestellt werden, dass die plastische Verformung der Salzkristalle in Abhédngigkeit der
Orientierung ihrer Scherebenen zu jeweils unterschiedlichen Zeitpunkten einsetzte. Dies
hatte zur Folge, dass es entlang der Korngrenzen zu Scherbewegungen und Offnungen
aufgrund von plastischer Inkompatibilitét der beteiligten Salzkristalle kam. Damit werden
nicht nur die vorangehenden Uberlegungen zur Rissinitiierung an Korngrenzen besti-
tigt, sondern auch gezeigt, dass die Rissentstehung in Salzgesteinen primir entlang der
Korngrenzen und nicht durch Risse in der Kristallmatrix selbst entsteht.

Ahnliche Befunde lieferten Untersuchungen der mikroskopischen Rissbildung bei
der dilatanten Auflockerung wihrend eines triaxialen Druckversuches durch akustische

Emissionsmessungen (AE) [29]. Diese Versuche zeigten in der statistischen Verteilung ein
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scharfes Maximum fiir Mikrorisse vom Typ 1, d.h. durch die interkristalline Offnung von
Korngrenzen entstandene Zugrisse. Die Lokationen der seismischen Signale zeigen eine
zellulare Struktur mit Zellen in der Groenordnung von einigen Korndurchmessern (Abb.
2.10). Mit zunehmender Last erhoht sich die Dichte der Risse, die sich dann untereinander
zu groBeren Rissen verbinden. Kliifte vom Typ 2, d.h. intra-kristalline Risse entlang der
kristallographischen Ebenen innerhalb der Salzkorner spielen bei dieser Generierung von
Konnektivitdt nur eine untergeordnete Rolle, da sich die Rissbildung vorrangig entlang
der Grenzflichen der Korngrenzstruktur ausbildet. Dies konnte durch die Auswertung von
Rontgen-Untersuchungen an Steinsalzproben bestétigt werden, in die ein Di-Iod-Methan-

Tracer injiziert wurde.
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Abb. 2.10: Projektionen der AE-Ereignislokationen auf die Gesamtprobe (links) und in
ausgewdhlten horizontalen Scheiben (rechts) in [29].

Anhand dieser Aussagen ldsst sich das eingangs zusammengefasste Verformungs-
verhalten der Salzgesteine unter triaxialer Belastung im Hinblick auf die Relevanz der
Kiristallstruktur folgendermaBlen beschreiben: Bei geringer Einspannung fiihrt die Auflast
zu einer Rissbildung im Material, wobei diese Risse iiberwiegend durch Offnung der
Korngrenzen als pri-existierende Schwicheflachen entstehen und nicht etwa durch das
Aufreiflen der Salzkorner selbst hervorgerufen werden. Dies folgt unmittelbar aus Ergeb-
nissen der AE-Messungen und konnte auch optisch an Druckversuchen mit synthetischen
Steinsalzproben bestitigt werden [30]. Die deutlich axial orientierte Rissstruktur in Abb.
2.11 unterstreicht dariiber hinaus, dass die Rissbildung bevorzugt parallel zur maximalen

Hauptspannung, d.h. senkrecht zur minimalen Hauptspannung verlduft.
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Abb. 2.11: Lichtmikroskopische Aufnahme einer geschéadigten Steinsalzprobe im Vertikal-
(a) und Horizontalschnitt (b) nach [30].

2.3 Fluidperkolation und Einschlussvermogen

unter hydro-mechanischer Belastung

Fiir die Ausbreitung von Gasen und Fluiden innerhalb des Salzgesteines ist diese Ent-
stehung und Vernetzung von potentiellen FlieBwegen entlang der Korngrenzenstruktur
von entscheidender Bedeutung [31]. Zahlreiche in-situ Beobachtungen und Untersuchun-
gen bekriftigen die Aussage, dass Fliissigkeiten und Gase in Salzgesteinen iiberwiegend
entlang interkristalliner Grenzflichen transportiert oder gespeichert werden: Im ungestor-
ten Zustand konnen Gase und Fliissigkeiten auf den Korngrenzen sogar fiir Millionen
von Jahren in isolierten Hohlrdumen gebunden werden. Belege hierfiir finden sich bei-
spielsweise in grolen Mengen CO,, die wihrend des Tertidrvulkanismus vor iiber 20
Millionen Jahren druckgetrieben in das Steinsalz des Werra-Reviers verpresst wurden
und dort zu einem groflen Teil im grobkristallinen ,,Kristallbrockensalz* eingeschlossen
sind. Erst wenn das in iiberkritischem Zustand gespeicherte CO, beispielsweise durch
Bergbautitigkeiten angebohrt wird, kann das Gas spontan freigesetzt werden [32]. Ein
solcher Gasausbruch ereignete sich beispielsweise im Bergwerk Unterbreizbach (Abb. 2.12,
links), bei dem sich das Gas durch die plotzliche Ausdehnung derart stark abkiihlte, dass es
einen CO;-Gletscher im Bergwerk bildete.

Ein analoges Beispiel fiir das Einschlussvermogen findet sich im Hauptsalz (z2HS) des

Salzstockes Gorleben, in dem Kohlenwasserstoffverbindungen nachgewiesen wurden, die
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20 pm -

Abb. 2.12: Untertdgiger CO,-Gletscher nach einem Gasausbruch (links) und druckgetrie-
benes Verpressen von Ol am Beispiel des Siid-Oman Salzbeckens (rechts, [33]).

sich ebenfalls hauptsidchlich (>90 Vol.-%) auf den interkristallinen Korngrenzen befinden
[34]. Ahnliche Beobachtungen wurden in Untersuchungen des Siid-Oman Salzbeckens
gemacht [33]: Durch die Kompaktion der 6lfiihrenden pordsen Gesteine (Dolomit & Anhy-
drit) — die sogenannten ,,Stringer* — stieg der Oldruck iiber die minimale Einspannung des
benachbarten Steinsalzes und fiihrte damit zur druckgetriebenen Offnung der Korngrenzen,
wodurch Ol in die Steinsalzmatrix eindringen konnte. Diese Interpretation wurde durch
den mikroskopischen Nachweis von Bitumen auf den Korngrenzen bekriftigt.

Die Generation und Vernetzung von Rissen und damit potentiellen FlieBwegen durch
mechanische Schidigung oder hydraulische Belastung wurde in zahlreichen Laborversu-
chen untersucht [35].

Mathematisch kann der Prozess der druckgetriebenen Offnung von Korngrenzen iiber
das Konzept der Perkolation beschrieben werden, das in Kapitel 6.1 ausfiihrlich erldutert

wird.

2.4 Verheilung

Im Vergleich zur Schidigungsentwicklung ist das Verheilungsverhalten von Salzgesteinen
deutlich weniger untersucht worden. Dabei ist eben jenes Verheilungspotential insbesonde-
re im Hinblick auf das Prinzip des vollstindigen Einschlusses bei der Endlagerung relevant,
da z.B. die nachweisliche Riickbildung auffahrungsbedingter Konturschiadigungen der

Einlagerungsstrecken einen zusétzlichen Sicherheitsmechanismus belegen wiirde. Dement-
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Abb. 2.13: Verteilung von Tracer-Fliissigkeiten entlang der Korngrenzen des Steinsalzes.

sprechend wurden fiir die WIPP-Site bereits 1990 erste Untersuchungen zur Verheilung
von Steinsalz durchgefiihrt [36]. Dabei wurde an triaxial eingespannten Priifkorpern der
Manteldruck verringert und somit gezielt ein Schidigungszustand erzeugt, bevor die Ein-
spannung wieder erhoht wurde. Aus Messungen der Schallgeschwindigkeit wihrend der
verschiedenen Belastungsphasen konnten Riickschliisse auf die mikroskopische Schidi-
gung gemacht werden. Insbesondere wurde der Anstieg der Wellengeschwindigkeiten und
-amplituden in der letzten Phase als Zeichen der beginnenden Wiederverheilung interpre-
tiert. Diese Befunde konnten in anderen Studien unter dhnlichen Versuchsanordnungen
bestétigt werden [37, 38].

Aus mikroskopischer Sicht verliduft der Verheilungsprozess selbst sinngemil umgekehrt

zur Rissbildung an den Korngrenzen und kann grob in zwei Phasen gegliedert werden:
1. Riickbildung des Rissvolumens, SchlieBung der Rissoffnungen
2. Allméhliche Ausbildung kohisiver Bindung an wieder geschlossenen Korngrenzen

Die Stérke bzw. die Geschwindigkeit des Verheilungsprozesses wird dabei maB3geblich
von der Normalspannung auf den Korngrenzen, dem Feuchtigkeitsanteil und der Temperatur
bestimmt [39, 40]. Je hoher diese sind, desto schneller bilden sich die Korngrenzenbin-
dungen wieder aus und fiihren zu einer Verheilung der einstigen Risse. Im Hinblick auf
diese allmdhliche Ausbildung von neuen Bindungskriften an aufeinandertreffenden Korn-
grenzen zeigt sich die diskontinuumsmechanische Mikrostruktur damit erneut als treibende

Kraft hinter den makroskopischen Eigenschaften von Salzgesteinen. Aus diesem Grund
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wird im Laufe dieser Arbeit auch ein Heilungsansatz fiir die diskontinuumsmechanische
Modellierung vorgestellt und mit einigen bis dato existierenden phinomenologischen Ver-
heilungsmodellen verglichen. In diesem Zusammenhang wird in Kapitel 7.4 der bisherige
Kenntnisstand zur Verheilung von Salzgesteinen beziiglich experimenteller Evidenz und
theoretischer Modellbildung noch einmal ausfiihrlicher dargelegt. Im Rahmen dieses Ab-
schnittes sollte der grundlegende Mechanismus lediglich zur Motivation der Relevanz

der Mikrostruktur umrissen werden. Dieser grobe Uberblick iiber die zentralen Eigen-

schaften von Salzgesteinen unter mechanischer und hydraulischer Belastung ermdoglicht
einen Einblick in den untrennbaren und komplexen Zusammenhang von Mikrostruktur
und makroskopischem Verhalten. Zahlreiche integrititsrelevante Prozesse wie Schidigung,
Perkolation oder Verheilung spielen sich vorwiegend auf den Korngrenzen ab, wihrend
gleichzeitig plastisches FlieBen und Kriechen eher von der Kristallmatrix selbst ausgehen.
Demnach liegt es nahe, diese verschiedenen intra- und interkristallinen Wechselwirkungen
auch in geomechanischen Modellierungen explizit abzubilden. Um jedoch besser zu verste-
hen, warum die Abbildung dieser Mikrostruktur mit den Beschrinkungen konventioneller
kontinuumsmechanischer Programmansitze im Allgemeinen nicht moglich ist und wel-
chen Weg die diskontinuusmechanische Modellierung stattdessen geht, soll nachfolgend
zunéchst der grundlegende Ablauf kontinuumsmechanischer Berechnungen rekapituliert

und beziiglich seiner einschrinkenden Annahmen analysiert werden.



Kapitel 3

Merkmale und Grenzen der

kontinuumsmechanischen Modellierung

Im Zuge der sprunghaften Entwicklung der Rechentechnik hat sich die Anwendung nu-
merischer Rechencodes fiir die Modellierung von komplexen Stoffeigenschaften in geo-
technischen und ingenieurgeologischen Aufgabenstellungen als wesentliches Hilfsmittel
fiir die Optimierung, Dimensionierung und langzeitige Standsicherheitsanalyse etabliert.
Als erster Ansatz wurde und wird hierbei die numerische Umsetzung der klassischen
Kontinuumsmechanik fiir die verschiedenen Materialien verwendet, deren spezielle Verfor-
mungseigenschaften dann iiber Stoffmodelle beschrieben werden konnen. Insbesondere fiir
Salzgesteine muss die Modellierung in der Lage sein, unterschiedlichste Besonderheiten
und Verformungsmechanismen vom duktilen visko-plastischen Verhalten des Steinsalzes
bis hin zum eher sprode versagenden Carnallit abzubilden [13]. Im Laufe langjdhriger For-
schung wurden fiir diese Stoffklasse daher am Institut fiir Gebirgsmechanik entsprechende
kontinuumsmechanische Stoffgesetze entwickelt und in zahlreichen Aufgabenstellungen
erfolgreich angewandt [41].

Die Familie der kontinuumsmechanischen Berechnungsansitze zur Losung partieller
Differentialgleichungen gliedert sich grob in die sogenannten ,,Finite-Element* [42] — und
,.Finite-Difference* [9] — Codes, deren methodischer Unterschied hauptsédchlich in der
jeweiligen Formulierung der zugrundeliegenden Differentialgleichung und dem zugehori-
gen Losungsweg liegt. Tabelle 3.1 ordnet einige der geldufigeren Simulationscodes ihren

numerischen Losungsansitzen zu.
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Code-Beispicl

Finite Element (FE) | Abaqus, Ansys, Nastran
Finite Difference (FD) | FLAC, FLAC3D
Distinct Element (DE) | UDEC, 3DEC
Tab. 3.1: Ubersicht geldufiger Simulationscodes und ihrer Berechnungsmethode.

In beiden Methoden wird eine numerische Losung einer vorgegebenen partiellen Dif-
ferentialgleichung auf einem Raumgebiet Q2 unter Beriicksichtigung von vorgegebenen
Randbedingungen angestrebt. Hierfiir wird zunéchst die fiir die Aufgabenstellung relevante
Raumstruktur in zahlreiche kleinere Elemente zerlegt, die aus untereinander verbundenen
Knotenpunkten bestehen. Diese Elemente konnen verschiedene Formen annehmen, jedoch
sind in dreidimensionalen Fall Tetraeder und Quader die geldufigste Wahl. Abb. 3.1 zeigt die
Zerlegung des Raumbereiches Q fiir die Modellierung in einem kontinuumsmechanischen

Programm.

Abb. 3.1: Exemplarische Zerlegung des Raumes € in Dreieckselemente (griin) durch
untereinander verbundene Knotenpunkte (blau).

Im Rahmen dieses Abschnittes soll der grundlegende Ablauf kontinuumsmechanischer
Berechnungen in der Festkorpermechanik am Beispiel der zweidimensionalen Finite-
Differenzen-Methode erlautert werden, da dieser Ansatz auch Bestandteil der in dieser
Arbeit verwendeteten diskontinuumsmechanischen Programme ist und deren Erlduterung
in Kapitel 4 dann auf den hier vorgestellten Betrachtungen aufbauen kann. Dariiber hinaus
lassen sich die Einschriankungen konventioneller kontinuumsmechanischer Codes und die

Notwendigkeit neuer Berechnungsansitze fiir die Modellierung von Salzgesteinen durch
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die nachfolgenden Erlduterungen besser motivieren. Die Grundlagen des Finite-Element-
Ansatzes werden jedoch in Abschnitt 9.2 aus Griinden der Vollstindigkeit und im Zuge der

Vorstellung alternativer Methoden und Entwicklungsansitze ebenfalls erldutert.

3.1 Finite-Difference-Methode

Die explizite FD-Methode basiert auf den Bewegungsgleichungen eines gedachten Punktes

im Material,
dui; aG,'j
7 i 3.1
P Ix; +pg 3.1

wobeli i die jeweilige Komponente im kartesischen Koordinatensystem bezeichnet und

die Einsteinsche Summenkonvention fiir doppelt auftretende Indizes gilt. In Gl. (3.1)
ist u die 1.A. gesuchte Verschiebung, p die Dichte,g der Gravitationsvektor und ¢ der
Spannungstensor.

Das explizite FD-Verfahren 16st eine Gleichung nun ausgehend von einem Initialzustand
schrittweise, indem anhand der Bewegungsgleichungen immer wieder neue Positionen und
Geschwindigkeiten der Gitterpunkte nach einem kurzen Zeitintervall berechnet werden, die
ithrerseits neue Spannungen und Verformungen der Elemente ergeben. Genauer formuliert,

wird zunichst fiir jeden Knotenpunkt ein Gesamtkraftvektor F ermittelt [43]:
E — EZ—*—P}EXZ (3.2)

Hierbei ist
Ff = / oijnjds (3.3)
C

der Gesamtbeitrag der internen Spannungen der angrenzenden Elemente. Der Vektor 7 ist
dabei die nach auflen gerichtete Normale zur geschlossenen Integralkurve C, die jeweils
durch den Mittelpunkt der Kanten am Knotenpunkt fiihrt und damit quasi den zum Knoten-
punkt gehorigen Raum eingrenzt (Abb. 3.2). Mit diesem Raum lésst sich dann anhand der
vorgegebenen Materialdichte eine Knotenpunktmasse m; definieren. F** enthilt die zusitz-
lichen dufleren Krifte durch Randbedingungen, wie z.B. eine Gravitationskomponente.
Ausgehend von diesen Kriften werden neue Knotenpunktgeschwindigkeiten ermittelt
durch:
ui(t +At/2) :ui(t—At/2)+F,~%t (3.4)

1
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Abb. 3.2: Zugeordnete Fliche und Integrationskurve um einen Gitterpunkt zur Bestimmung
der Kraftvektoren.

Der Zeitschritt Ar wird kleiner als die Zeit der kiirzesten charakteristischen Eigen-
schwingung im System gewihlt, so dass die ungestorte Informationsiibertragung zwischen

den Elementen gewihrleistet ist, d.h.

m\ /2
At <2-min <?’> (3.5)

i
wobei m; die zum Knotenpunkt gehorige Masse und k; ein Malf fiir die Steifigkeit der

umliegenden Elemente ist. Der Gesamtwert fiir &; ldsst sich berechnen durch

8 4 \ b2
k=Y - (K+-G |- 3.6
’ ;3< 3 )hmm :0)

wobei die Summation iiber die alle anliegenden Element lzuft, b2, . deren jeweils groBte
Kantenldnge und 4,,;, die minimale Hohe der Dreiecks- oder Tetraederzone ist. K und G
bezeichnen hierbei jeweils den Kompressions- und Schermodul des Materials. Aus den
aktualisierten Geschwindigkeitsvektoren lassen sich dann prinzipiell die aktualisierten

Verformungsraten und Rotationsanteile ermitteln:

. 1 /du; 8u,

1 (dw du
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Fiir die numerische Berechnung dieser Werte werden jedoch die Ableitungen % benotigt.
J
Die Bezeichnung ,,Finite Differences* stammt urspriinglich von der Approximation eben

solcher Ableitungen durch Differenzenquotienten an diskreten Stiitzstellen:

df(x) _ fleth) —f()
dx h (39)

Zur Ermittlung der Ableitungen in GI. (3.7) und (3.8) benotigen wir eine derartige Appro-

ximation fiir den Mittelwert einer Funktion f(x) auf einem Gebiet der Flidche A:

<3xl> /a_x,dA_ /fds (3.10)

wobei im letzten Schritt der GauB3sche Integralsatz verwendet wurde und demnach n; der

nach auflen gerichtete Normalenvektor auf Kurve S ist. Fiir ein Dreieckselement wird GI.

(3.10) zu:
<ax,> an (3.11)

Die Summe erstreckt sich dabei iiber die drei Dreiecksseiten mit jeweiliger Léange As und
der Funktionswert wird als Mittelwert zwischen den Endpunkten der Seite angenommen.
Damit ergibt sich letztendlich die Berechnung der gesuchten Ableitungen fiir Gl. (3.7) und
(3.8) mit:

) i 1 a .
o (i + ") njs (3.12)
J

Durch die inkrementelle Formulierung als Zeitschrittalgorithmus, konnen beliebige Stoff-
gesetze implementiert werden, indem aus dem alten Spannungszustand und neu ermittelten

Verformungen und Verformungsraten aktualisierte Spannungszustiinde berechnet werden.
Ao = f(o,Ag,A€) (3.13)

Im Falle eines isotropen, elastischen Materials berechnet sich die Spannungséinderung z.B.
durch [44]:
2
Gij = Oij+ [511;' (K - §G) & + 2Géi_,} At (3.14)

Durch diese Methodik lassen sich nicht nur hochgradig nichtlineare Stoffgesetze in ein-
facher Art und Weise implementieren, sondern auch dynamische Prozesse durch den

expliziten Zeitschrittalgorithmus abbilden.
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3.2 Grenzen der Kontinuumsmechanik

Aus den Grundannahmen der Kontinuumsmechanik folgen jedoch auch einige Einschrin-
kungen, die eine Weiterentwicklung der numerischen Simulationsansitze notwendig ma-
chen. Beispielweise folgen der Entfestigung des Salzgesteines hohe Verformungen und
demnach starke Verzerrungen des kontinuumsmechanischen Berechnungsnetzes. Da die-
ses Netz in der Regel in seiner Struktur erhalten bleiben muss, kann z.B. ein auf diese
Weise modellierter Steinsalzpfeiler nicht die typischen Abschalungen und Ausbriiche von
Salzbrocken zeigen, wie sie in-situ beobachtet werden. Stattdessen verbleibt das versagte
Material unrealistisch am intakten Pfeilerkern hidngen, wodurch das Verhalten gerade im
Langzeitprozess fiir den Bereich hoher Verformungen nicht adidquat abgebildet werden
kann. Dariiber hinaus bieten die hohen Verzerrungen der kontinuumsmechanischen Ver-
netzung das Potential fiir numerische Instabilitdten. Abb. 3.3 zeigt einen Probenkorper

mit deutlich sichtbaren Scherrissen und ein zugehoriges, verformtes Berechnungsnetz.

Die Orientierung der Scherbahnen wird zwar ersichtlich, jedoch kann der simulierte Pro-
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Abb. 3.3: Kontinuumsmechanischer Druckversuch mit verzerrter Vernetzung durch hohe
Verformungen im Nachbruchbereich.

benkorper nicht in Bruchstiicke zerfallen, wodurch die Modelltriangulation die hohen
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Verformungen durch stark verzerrte Elemente darstellt. Ohne zusitzliche Modifikationen
fiihren die Simulationen in diesen Zustdnden hdufig zum Abbruch.

Fiir derartige Situationen existieren in diversen Rechencodes sogenannte ,,Remeshing**-
Techniken, die das Gitter an die neuen Konfigurationen anpassen sollen, um die Insta-
bilitdten zu umgehen [45, 46]. Allerdings miissen dann weitere Vorkehrungen getroffen
werden, um sog. ,artificial stresses“ durch die Neuvernetzung zu minimieren. Alternativ
behalten einige Finite-Element-Ansitze das undeformierte Referenzgitter bei und ermitteln
die reale Konfiguration aus Abbildungsmatrizen, wodurch starke deformierte oder gar

vollig kollabierte Berechnungsnetze noch behandelt werden kdnnen [47].
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Abb. 3.4: Remeshing-Prozedur zur Neuanpassung eines stark deformierten Gitters [45].

Fiir die zentralen Effekte von Salzgesteinen angefangen von Konturabschalungen iiber
Pfeilerversagen bis hin zur Fluidperkolation auf Korngrenzen ist jedoch die diskontinu-
umsmechanische Mikrostruktur des Materials ausschlaggebend, die auch mit derartigen
Modifikationen in der kontinuumsmechanischen Beschreibung derzeit nicht ausreichend

beriicksichtigt werden kann.






Kapitel 4

Diskontinuumsmechanische

Modellierung

4.1 Grundidee und Berechnungsablauf

der Distinct-Element Methode

Die ,,Distinct-Element‘“-Methode [48, 49] erweitert die Moglichkeiten der klassischen
kontinuumsmechanischen Ansitze fiir die numerische Modellierung durch die Einfiih-
rung eines weiteren iibergeordneten Diskretisierungsgrades, der es erlaubt, voneinander
unabhiéngige deformierbare Elemente zu beschreiben, die untereinander iiber besondere
Stoffgesetze fiir Schichtflachen und Korngrenzen wechselwirken. Diese iibergeordneten
Stukturen werden nachfolgend schlicht als ,,Blocke* bezeichnet. Durch einen systemati-
schen Kontakterkennungsalgorithmus wird im Laufe der Berechnung stets ermittelt, wo
die diskreten Blocke sich beriihren. Die dort erstellten Kontaktflichen beschreiben dann
das Scher- und Normalspannungsverhalten zwischen den Blocken iiber beliebig komplexe
Mechanismen. Abb. 4.1 zeigt die schematische Darstellung der Wechselwirkung zwischen
den diskreten Elementen.

Es handelt sich also in diesem Sinne um eine Erweiterung der konventionellen FE-
und FD-Methode, da die Verformung jedes einzelnen diskreten Blockelements iiber die
kontinuumsmechanische Berechnung erfolgt, aber die verschiedenen Netze auch unterein-
ander in systematischer Art und Weise interagieren. Insbesondere kann ein System aus

vielen Blocken durch Beanspruchung iiber das Versagen an den Kontaktflichen in seine
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Abb. 4.1: Schematische Darstellung der Kontaktwechselwirkung zwischen angrenzenden
deformierbaren, diskreten Elementen.

Einzelblocke zerbrechen, was diesen Ansatz fiir die Anwendung vor dem Hintergrund der
polykristallinen Salzstruktur besonders interessant macht.

Dadurch lassen sich mit dieser Methode auch stark nichtlineare und physikalisch
instabile Prozesse mit dem moglichen Auftreten groBBer Deformationen und Verschiebungs-
reaktionen sowohl unter quasistatischen als auch dynamischen Belastungsbedingungen
simulieren. Fiir die numerischen Modellierungen werden die diskontinuumsmechanischen
Rechencodes UDEC (Universal Distinct Element Code) und 3DEC (3-Dimensional Distinct
Element Code) der Fa. ITASCA eingesetzt [43, 50].

Die Strukturierung ermoglicht beispielsweise die Zuweisung der unterschiedlichen
mechanischen Eigenschaften der geologischen Schichten zu den Blocken. Speziell fiir
geotechnische Problemstellungen sind zahlreiche Materialgesetze in UDEC und 3DEC
bereits implementiert. Dariiber hinaus konnen benutzerdefinierte Stoffmodelle integriert
werden, welche eine bessere Anpassung an die spezifischen Eigenschaften der Gesteine
ermoglichen. Die Programmcodes sind somit speziell fiir die Analyse diskontinuumsme-
chanischer Problemstellungen sehr gut geeignet und erlauben auflerdem eine gekoppelte
thermo-hydro-mechanische Analyse des Verformungs- und Bruchverhaltens.

Die Grundidee in dieser Arbeit besteht jedoch darin, die Distinct-Element-Methode
nicht nur fiir makroskopische Uberginge und Schichtflichen zwischen unterschiedlichen
geologischen Schichten anzuwenden, sondern die explizite Reproduktion der aus der
Kornstruktur des polykristallinen Salzgesteins resultierenden Prozesse zu erreichen. Die

Modellgeometrie wird hierfiir durch eine Zerlegung in viele unterschiedlich geformte
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Polyederblocke mittels einer Voronoi-Triangulation dargestellt, die die diskontinuierliche
Natur des Steinsalzes in den Simulationen in guter Ndherung nachbildet. Hierfiir wurde
eine Methodik entwickelt, die beliebige zwei- und dreidimensionale Objekte in Voronoi-
Strukturen fiir die Verwendung in UDEC und 3DEC herstellen kann (Kap. 4.3).

Ein weiterer Vorteil des diskontinuumsmechanischen Ansatzes ist, dass es damit mog-
lich sein wird, die druckgetriebene Generierung von diskreten FlieBwegen in gekoppelten
hydro-mechanischen Simulationen explizit zu modellieren. Die Korngrenzen zwischen den
Blocken werden mit dem am IfG entwickelten Schermodell fiir Schichtflichen belegt (Kap.
4.2) und sind zunichst impermeabel, konnen sich jedoch im Laufe der Simulation durch
Zug- oder Scherversagen 6ffnen, sodass eine Fluidpropagation entlang dieser entstandenen
FlieBwege stattfinden kann. Somit konnen neben den mechanischen Eigenschaften auch die
zahlreichen relevanten Effekte bei der druckgetriebenen Fluidperkolation in das Salzgestein
detailliert durch hydro-mechanische Simulationen in Kombination mit dem Schermodell
fiir Diskontinuitdten beschrieben werden. Das mechanische Verhalten der Salzkristalle

wird mit einem am IfG entwickelten visko-elasto-plastischen Stoffmodell beschrieben [41].
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4.2 Stoffmodelle fiir inter- und intrakristalline Wechsel-

wirkungen

4.2.1 Elasto-visko-plastisches Stoffmodell

Der Verformungs- und Bruchmechanismus von Salinargesteinen wird von Standardmodel-
len, die teilweise bereits in den ITASCA-Rechencodes implementiert sind, nur ungeniigend
erfasst. Das duktile Verhalten, die ausgeprigten Nichtlinearitdten sowie die rheonomen bzw.
viskosen Eigenschaften miissen durch ein speziell auf Salzgesteine ausgerichtetes Stoffge-
setz beschrieben werden. Das am IfG entwickelte Materialgesetz fiir Salinargesteine [13]
basiert auf dem in Abb. 2.1 dargestellten Modellkonzept, welches die zeitunabhingigen

und zeitabhdngigen Komponenten erfasst.

generalized
modified Mohr-Coulomb
Hooke model Burgers model softening model
Op(Er. &)
GE oy, "{(Ep g)
AT z
1 1
K TS @
v —AIEW=
g, (eF)
tan By(eF)
elasfically
elastic persistent ViSCous plastic
g® g=n gv gr
By <0 By =0 Eyo=0 €y >0
reversible reversible imeversible imeversible

Abb. 4.2: Visko-elasto-plastisches Modellkonzept.

Gemal dieser Struktur setzt sich die Gesamtverformung aus den folgenden Verfor-

mungsanteilen zusammen:
* elastische isotrope Kompression
* elastisch nachwirkender Verformungsanteil (Kelvin-Element)
* (deviatorisch) elastischer und viskoser Anteil (Maxwell-Element)

* plastischer Verformungsanteil (generalisiertes Mohr-Coulomb-Modell)
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Das Modellkonzept (Abb. 4.2) des visko-elasto-plastischen Materialgesetzes basiert auf
bewihrten Standardmodellen der Mechanik und ist universell neben Steinsalz auch auf
andere Salinargesteine und nichtsalinare Sedimentgesteine anwendbar. Das visko-elasto-
plastische Entfestigungsmodell ist geeignet, sowohl duktiles Materialverhalten als auch
Sprodbruchverhalten von Gesteinen zu beschreiben.

Als Bruchkriterium wird ein verallgemeinertes nichtlineares Mohr-Coulombsches Flie3-

kriterium verwendet [12]:

013 =0p+Ng - 03 4.1
mit der Reibungsfunktion
Nop = 1 4 ZMAX — 0D 4.2)
O + O3
bzw.
Ocif,p = Op + Gﬁix—J:;D - 03 (4.3)

wobei 03 die minimale Hauptspannung, o5 die maximale Hauptspannung (Bruchspan-
nung), Ogff,gp = O1p — 03 die maximal ertragbare Effektivspannung, GD(EP ) die einaxiale
Druckfestigkeit, opax(€”) die maximale effektive Festigkeit, oo (e”) der Kriimmungs-
parameter der Festigkeitskurve und e’ die plastische Scherverformung sind. Mit der
FlieBfunktion (4.3) wird die Dilatanzfestigkeit, die Bruchfestigkeit und die Restfestigkeit
in Abhéngigkeit von der plastischen Scherverformung beschrieben (Abb. 4.3). Der pla-
stische Verformungsanteil wird aus einem plastischen Potential unter Verwendung einer
nichtassoziierten FlieBregel abgeleitet, wodurch die fiir Sedimentgesteine typische Volu-
menvergroflerung (Dilatanz) infolge von Scherbeanspruchungen erfasst wird. Die spezielle
mathematische Formulierung ist in [41] ausfiihrlich nachzulesen.

Das fiir Salzgesteine typische viskose Materialverhalten ist dadurch gekennzeichnet,
dass die Verformung bei konstanter Spannung (& = 0) anwichst und die Spannung bei kon-
stanter Dehnung (¢ = 0) abnimmt. Diese Erscheinungen werden Kriechen und Relaxation
genannt. Der zeitabhédngige Verformungsprozess wird im visko-elasto-plastischen Mate-
rialmodell mit einem modifizierten Burgers-Modell beschrieben. Das so genannte primére
Kriechen tritt unmittelbar nach Belastungsbeginn ein und ist durch die Parameter GX und
nX des Kelvin-Modells bestimmt. In der anschlieBenden sekundiren Kriechphase ist nur
die Maxwell-Viskositit n™ bestimmend fiir die Verformungen. Das tertiire Kriechen ist

verbunden mit einem dilatanten Entfestigungsprozess, der zum Kriechbruchversagen fiihren
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kann. Die Spannungsabhingigkeit der Kriechrate wird im visko-elasto-plastischen Modell
durch folgende Abhiéngigkeit der Maxwell-Viskositit von der deviatorischen Spannung oy

beriicksichtigt:
M

_ n
= sinh [m ~0<g—g>n] R

mit oy = +/3-Jp, wobei J, die zweite Invariante des Spannungsdeviators ist und m und n

empirische Parameter sind.

4.2.2 Adhisives Scherreibungsmodell fiir Kontaktfliichen

Im diskontinuumsmechanischen Ansatz wird die Wechselwirkung zwischen angrenzenden
Salzblocken durch Scher- und Normalbewegungen entlang der Korngrenzen modelliert.
Hierfiir ist es in Analogie zur kontinuumsmechanischen Modellierung notig, das Festigkeits-
und Verformungsverhalten dieser Kontaktflachen mit einem entsprechenden Schermodell
zu beschreiben.

Im Rahmen der Beschreibung des Verhaltens makroskopischer Schichtflachen und
Diskontinuitdten wurde am IfG ein adhidsives Scherreibungsmodell entwickelt [41, 51, 52],
das eine groBBe Anzahl physikalischer Effekte der Haft- und Gleitreibung beschreiben
kann und sich ebenso fiir die Modellierung mikroskopischer Korngrenzwechselwirkungen
eignet.

Das Scherfestigkeitsmodell basiert auf einem grundlegenden Reibungsansatz in Form

eines Mohr-Coulombschen Festigkeitsansatzes:

TMAX = MW -ON+cC 4.5)

mit dem Unterschied, dass die Parameter des Modells keine Konstanten sind. Der Rei-

bungskoeffizient

B= - (1+Ap) (4.6)

wird aus einem Term fiir die Gleitreibung

lx = tan [ch +ig-exp (—KZ@H 4.7)
Ok
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und fiir die Haftreibung

Al = Aty - exp (_Kl —) (4.8)

gebildet. Die Haftreibung resultiert aus der von der Normalspannung abhéngigen Akti-
vierung von Adhisions- bzw. Kohésionskriften. c ist die Kohésion bei verschwindender
Normalspannung und @, ist der Restreibungswinkel. i ist der so genannte Aufgleitwinkel,
welcher ein Ma8 fiir die Unebenheit der Kontaktflichen représentiert und fiir die Aufwei-
tung des Scherspaltes bei zunehmender Scherverschiebung verantwortlich ist. ok ist die
Druckfestigkeit der Kontaktflache. K| und K; sind Kriimmungsparameter, die sich aus der
Anpassung des Modells an Versuchsergebnisse ergeben.

Die Abhiéngigkeit der Haftreibung von der Verschiebungsgeschwindigkeit v wird durch
eine Funktion analog zu der Geschwindigkeitsfunktion des visko-elasto-plastischen Mo-

dells relativ zu einer kritischen Schergeschwindigkeit v beriicksichtigt:

1
Fool = = - {1 +tanh (bs log 1)] (4.9)
2 Vi

Der Haftreibungskoeffizient wird damit ausgedriickt durch

A:uvel = A.LLMAX 'fvel (410)

Physikalisch ist dieser Zusammenhang so zu interpretieren, dass im Fall eines dynamischen
Gleitprozesses bei hohen Schergeschwindigkeiten ( f,,; ~ 1) ein Haftreibungswiderstand
tiberwunden werden muss, bevor der Scherspannungsabfall einsetzt. Dagegen wird bei
langsamen Scherverschiebungsraten (f,,.; ~ 0) kein zusétzlicher Haftreibungswiderstand
aufgebaut und die Kohision bleibt erhalten. Die Scherverschiebung findet praktisch ohne
Abfall der Scherspannung statt (Abb. 4.4).

Neben der Geschwindigkeitsabhidngigkeit wird auch die Abhingigkeit von der stattge-
fundenen Scherverschiebung im Modell beriicksichtigt. Der Haftreibungskoeffizient wird

um einen verschiebungsabhingigen Term (in inkrementeller Form) abgemindert:

Au?
Ly

AU = —Alye; - (4.11)
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Abb. 4.3: Fliegrenzen des visko-elasto-plastischen Stoffmodelles.
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Abb. 4.4: Einfacher Scherversuch an einer einzelnen Schichtflache (links) und Abhingig-
keit der Scherfestigkeit von der Schergeschwindigkeit (rechts).
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Darin ist Au} das Inkrement der plastischen Scherverschiebung. L; bestimmt die Steilheit
des Scherspannungsabfalls im Nachbruchbereich. Mit zunehmender Scherverschiebung

wird durch Abscheren der Unebenheiten ebenfalls der Aufgleitwinkel abgemindert:

Auf

Ai = —Aig -
i io L,

(4.12)

Die inkrementellen Beziehungen entsprechen einer Reduktion der Haftreibungskompo-
nente und des Aufgleitwinkels in exponentieller Form wihrend des Schervorgangs an den
Kontaktfldchen.

Die besonderen Eigenschaften des Schermodells sind damit:
* eine Peak-Scherfestigkeit mit adhdsiver Reibungskomponente
 die Abhingigkeit der adhédsiven Reibungskomponente von der Schergeschwindigkeit

» der Abfall der Scherfestigkeit mit fortschreitender Scherverschiebung sobald die

maximale Scherfestigkeit tiberschritten wird
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4.3 Darstellung polykristalliner Materialien durch

Voronoi-Triangulation

4.3.1 Mathematische Grundlagen

Das grundlegende Konzept der diskontinuumsmechanischen Methode liegt darin, die inter-
und intrakristallinen Wechselwirkungen innerhalb der Kornstruktur des Steinsalzes zu
modellieren. Hierfiir muss man in der Lage sein, Berechnungsmodelle aufzubauen, in
denen die zentralen Charakteristiken eben jener Struktur in guter Ndherung abgebildet
werden konnen. Wie die nachfolgenden Ausfithrungen zeigen werden, bietet sich die
Voronoi-Diskretisierung hierfiir besonders an, da sie in der Lage ist, die unregelméBige
Polyederstruktur der Salzkristalle auf einfache Art und Weise zu reproduzieren.

Aus mathematischer Sicht handelt es sich beim Voronoi-Diagramm um eine Zerlegung
des n-dimensionalen Raumes in einzelne Polygone — sogenannte Voronoi-Zellen — unter
Beriicksichtigung einer vorgegebenen Metrik. Zur einfachen Veranschaulichung gehen
wir zundchst vom zweidimensionalen Fall mit euklidischer Metrik aus [53]: Sei P =
{p1.--pn} € R? eine Menge paarweise verschiedener Punkte, d.h. p; # p ; fir i # j mit

2 < n < o, Dann bezeichnen wir die Menge

Vipi) = { x[llx—xill < lle—x;ll £- i 7 Jj} (4.13)

als Voronoi-Polygon des Punktes p;.! DefinitionsgemiB gehoren zum Voronoi-Polygon
eines bestimmten Punktes p; demnach alle Punkte x € R2, die ngher zu pi liegen als zu allen
anderen Punkten der Menge P. Die Vereinigung aller Voronoi-Polygone V =, cpV (pi) ist
dann die vollstindige Voronoi-Zerlegung und die enstehenden Polygone sind stets konvex.
Abb. 4.5 zeigt die Voronoi-Zerlegung einer zufilligen und einer geordneten Punktmenge
beziiglich der iiblichen euklidischen Abstandsmetrik.

Erwartungsgemal ist die Stuktur und GroBenverteilung der Voronoi-Zerlegung stark
abhiéngig von der Lage und Dichteverteilung der zugehorigen Punktmenge. Insbesondere
liegen die Voronoi-Zentren p; im Allgemeinen nicht im Schwerpunkt des erzeugten Polyg-

ons. Im Falle einer zufilligen Punktemenge mit unerwiinschten Haufungspunkten kann

IEs ist zu beachten, dass obige Definition zu einer geschlossenen Voronoi-Zerlegung fiihrt, da sie die
Grenzen durch die Verwendung von < explizit einschlie3t. Eine offene Beschreibung mittels < ist ebenfalls
moglich, wird aber hier nicht verwendet.
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Abb. 4.5: Zweidimensionale Voronoi-Zerlegung einer zufélligen (links) und geordneten
(rechts) Punktmenge.

dies fiir das iterative Ausgleichen der Hiufungen genutzt werden, indem die urspriingli-
chen Punkte p; auf den Schwerpunkt der Voronoi-Zelle verschoben werden und eine neue
Zerlegung anhand der gednderten Positionen erzeugt wird [54]. Dies ist im Kontext der dis-
kontinuumsmechanischen Simulation von besonderem Interesse fiir die Modellerstellung
einer moglichst homogenen KristallgroBenverteilung. Andererseits lassen sich durch eine
absichtliche Manipulation der Punktdichte natiirlich auch anisotrope GréBenverteilungen
erstellen.

Vergleicht man die auf diese Art und Weise erzeugte Anordnung mit dem Erschei-
nungsbild der Kornstruktur des Steinsalzes (Vgl. Abb. 2.1 in Abschnitt 2.1) wird eine
immense Ahnlichkeit der beiden Anordnungen offensichtlich. Demzufolge lag es nahe, die
diskontinuumsmechanische Simulation auf Basis von Voronoi-Zerlegungen durchzufiihren.
Die Erweiterung der obigen Definition der Voronoi-Diskretisierung auf drei Dimensionen
erfolgt dabei ganz zwangslos durch die Verwendung einer Punktmenge und zugehdoriger
Metrik im dreidimensionalen Raum und zeigt auch dann eine beeindruckende Ahnlichkeit

zu den in der Realitdt beobachtbaren polykristallinen Strukturen im Steinsalz.

4.3.2 Voronoi-Diskretisierung beliebiger Modellgeometrien

Um die diskontinuumsmechanische Simulation von Steinsalz mittels Voronoi-Modellen
durchfiihren zu kdnnen, benétigen wir eine Methode, mit der wir quasi beliebige Geometri-
en als Ansammlung von Voronoi-Polygonen darstellen und in die Rechencodes UDEC &

3DEC einbinden konnen. Wihrend UDEC eine eingebaute Routine besitzt, mit der zumin-
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dest quasi-isotrope Voronoi-Zerlegungen erstellt werden konnen, ist derzeit keine solche
Funktionalitdt in 3DEC enthalten. Aus diesem Grund musste ein Workflow entwickelt

werden, der folgende Schritte ausfiihren kann:

1. Erstellung einer dreidimensionalen Punktmenge nach benutzerdefinierten Vorgaben

(Dichte, Anisotropie)

2. Generierung einer 3D-Voronoi-Zerlegung basierend auf der Punktmenge und vorge-

gebenen Modellgrenzen und Geometrien

3. Umwandlung des Ergebnisses in 3DEC-kompatiblen Input

Punktmengengeneration

Zur benutzerdefinierten Erstellung der Punktmenge wurde das C#-Programm ,,VoroGen*
entworfen. Im einfachsten Falle erstellt das Programm eine zufillige Punktwolke inner-
halb eines vorgegebenen Quaders basierend auf einem Monte-Carlo-Einsetzungsverfahren,
wobei die Punkte als ,.hard spheres* mit vorgegebenem Radius angesetzt werden. Das
bedeutet, dass eine Einsetzung nur dann giiltig ist, wenn keine Uberlappung mit bereits
vorliegenden Punkten besteht. Dies ist die unkomplizierteste Methode, um bei ausreichen-
der Punktzahl eine Hiufung von Punkten aufgrund des Abstandskriteriums zu verhindern.
In einem weiteren Schritt kann der Kugelradius von der Raumposition abhédngig variiert
werden, um gezielt anisotrope Verteilungen zu erstellen, z.B. um bestimmte Bereiche mit
einer hoheren Punktdichte zu versehen. In Abb. 4.6 wird dies anhand einer anisotropen
Punktverteilung demonstriert, deren Dichte mit zunehmender Entfernung vom zentralen
Hohlraum kontinuierlich abnimmt.

Die Technik der Punktmengengenerierung lésst sich beliebig komplex erweitern. Fiir
sehr grof3e und dichte Punktmengen wird diese einfache Methodik allerdings ineffizient,
da dann eine hohe Anzahl von Einsetzungsversuchen und Abstandsberechnungen beno-
tigt wird. Fiir derartige Fille und als generell eleganteres Einsetzungsverfahrungen kann
eine Variation des so genannten Metropolis-Algorithmus [55] verwendet werden. Die Me-
thodik stammt aus der Monte-Carlo-Simulation von Gleichgewichtszustidnden, die durch
effektives Einsetzen und Entfernen von Teilchen verschiedene Zustidnde thermodynami-
scher Ensembles erzeugen soll. Im Prinzip wird dabei das Einsetzen nicht vollig zufillig

vorgenommen, sondern die Einsetzwahrscheinlichkeit des neuen Punktes anhand einer
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Abb. 4.6: Gezielt anisotrop verteilte Punktmenge (links) zur Erzeugung einer Voronoi-
Zerlegung mit abstandsabhéngiger Feinheit um einen Hohlraum (rechts).

positionsabhingigen Potentialfunktion berechnet. Die vorliegende Zielstellung liegt zwar
abseits des urspriinglichen Anwendungsgebietes der Methode, fiihrt aber dennoch auch in
diesem Fall zu einem effektiven und eleganten Verfahren zur benutzerdefinierten Erstellung
anisotroper Punktmengen.

Fiir das Einsetzen des n+1ten Punktes an Position X wird zunichst die fiktive ,,Ener-
giednderung® berechnet, die das Gesamtsystem durch den neuen Punkt erfahrt. Diese

Anderung setzt sich aus zwei Teilen zusammen:
¢ die Wechselwirkung U;; mit den bereits eingesetzten Punkten
e eine globale Energiefunktion Ugjpas

Fiir die Wahrscheinlichkeit, dass ein neuer Punkt an Position X eingesetzt wird, gilt

dann:
o . AE (X
P;(X) :mzn{l,exp(— AE(O))} (4.14)
wobei
AE;= Y Uij(®)+ Ugiopar (%) (4.15)

und AEj ein Skalierungsfaktor ist.
Wihrend die Paarwechselwirkung (z.B. ein Lennard-Jones-Potential [56]) sicherstellt,

dass bevorzugt in einen bestimmten Abstandsbereich der bestehenden Punkte eingesetzt
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wird, konnen durch das globale Skalarfeld Ug,p,; bestimmte Raumbereiche gezielt begiins-
tigt oder benachteiligt werden.

Fiir den Grofteil typischer Anwendungsfille wird der Riickgriff auf diese erweiter-
te Technik zwar nicht zwingend notwendig sein, jedoch bietet der Ansatz eine flexible
und konsistente Moglichkeit der Erstellung beliebig komplexer Punktmengen unter den

verschiedensten Randbedingungen.

3D -Voronoi-Diskretisierung

Anhand der erzeugten zwei- oder dreidimensionalen Punktmenge kann nun die zugehorige
Voronoi-Zerlegung erstellt werden. Hierfiir war es nicht notig, ein eigenes Programm
zu entwerfen, da das frei erhiltliche Tool ,,voro++‘“ in dieser Hinsicht alle wichtigen
Funktionalititen bietet [57]. Das Programm ist nicht nur dulerst schnell in der Lage,
die 3D-Voronoi-Zerlegung beliebiger Punktmengen zu generieren, sondern kann dariiber
hinaus auch die Schnittflichen mit vorgegebenen einfachen Randbedingungsgeometrien
(z.B. Ebenen, Zylinder) beriicksichtigen. Somit kann die initial quaderférmige Bounding-
Box innerhalb von voro++ zur letztendlich beabsichtigten Geometrie zurechtgeschnitten

werden. In Abb. 4.7 sind einige Beispiele fiir verschiedene einfache Geometrien dargestellt.

Abb. 4.7: Voronoi-Zerlegung bei verschiedenen geometrischen Randbedingungen.

Dartiber hinaus kann der Benutzer iiber ein C++ Interface eigene Begrenzungstypen
definieren und somit noch weitaus komplexere Geometrien — wie z.B. den Torus in Abb.
4.8 — erstellen. Diese Moglichkeit der Programmierung von benutzerdefinierten Grenzen
wurde ausgenutzt, um die dreidimensionale Modellierung von gebirgsmechanisch rele-

vanten Strukturen wie Abbaupfeilern oder Kavernen basierend auf 3D-CAD-Daten zu
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gewihrleisten. Die Umsetzung des Workflows soll nachfolgend anhand der Erstellung einer

3D-Voronoi-Zerlegung fiir eine Kaverne demonstriert werden.

Abb. 4.8: Voronoi-Zerlegung eines dreidimensionalen Torus.

Ausgangspunkt fiir die Modellierung ist in diesem Fall die Sonarvermessung der
Kaverne, aus der zunichst ein dreidimensionales Kavernenmodell innerhalb des CAD-
Programmes Rhinoceros [58] erstellt wird (Abb. 4.9, links). Die vorher erzeugte Punkt-
menge kann dann importiert werden oder mittels der eingebauten Skriptsprache eine neue
generiert werden. Ausgehend von dieser Punktmenge wird fiir jeden Punkt, der auerhalb
der Kaverne liegt, der Abstandsvektor zur Kavernenkontur ermittelt und zusammen mit den
Punktkoordinaten gespeichert. Dieser Input wird dann im C++ Quellcode unter Verwendung
von voro++ eingelesen und bewirkt letztendlich, dass die konturnahen Voronoi-Elemente
entsprechend der Orientierung der Kavernenkontur geschnitten werden, so dass die Aus-
gabedatei letztendlich die vollstindige 3D-Voronoi-Zerlegung fiir das Kavernenmodell
enthilt (Abb. 4.9, rechts).

Fiir die konkrete Anwendung wiirde man natiirlich nicht primér das Kaverneninnere,
sondern vielmehr das umgebende Steinsalz, d.h. die Kavernenkontur und den Pfeilerbe-
reich modellieren. Da dies fiir die Illustration des Ablaufes an dieser Stelle aber weniger
anschaulich ist, wurde stattdessen die 3D-Voronoi-Diskretisierung des Kavernenhohlraums
dargestellt. Aus Abb. 4.9 wird ebenfalls deutlich, dass die Qualitit der Ubereinstimmung
mit dem CAD-Modell maBigeblich von der Dichte der Voronoi-Blocke — und damit der
zugrundeliegenden Punktmenge — bestimmt wird. Sind die Blocke zu groB, so reicht die Ap-
proximation der Kontur durch eine einzelne Schnittfliche nicht mehr aus und es bilden sich
deutlich abstehende Kanten. In analoger Art und Weise konnen somit beliebige Voronoi-
Geometrien wie z.B. auch Abraumhalden (Abb. 4.10) fiir die diskontinuumsmechanische

Modellierung generiert werden.
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Abb. 4.9: Erstellung der 3D-Voronoi-Zerlegung eines Kavernenkorpers basierend auf
Sonarvermessungsdaten.

Abb. 4.10: 3D-Voronoi-Modell einer Abraumhalde.
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4.3.3 Strukturanalyse von zwei- und dreidimensionalen

Voronoi-Zerlegungen

Im Hinblick auf die Nachbildung der unregelmifigen Kornstruktur polykristalliner Salzge-
steine macht es Sinn, die strukturellen Eigenschaften der beschriebenen Voronoi-Zerlegungen
auch aus statistischer Sicht zu untersuchen. Somit kann beispielsweise die Korngroenver-
teilung und ihre Abweichung vom Mittelwert tiberpriift werden. Weiterhin ist zu bestétigen,
dass die zufilligen Voronoi-Gitter iiber gleichverteilte Korngrenzorientierungen verfiigen,
d.h. dass es keine Uberreprisentierung bestimmter Orientierungen und damit bevorzugte
Rissflichen gibt?. Fiir diese statistisch motivierten Untersuchungen werden nachfolgend
quadratische bzw. wiirfelformige Blocke in Voronoi-Elemente zerlegt. Dabei werden stets
drei verschiedene Zerlegungen (Abb. 4.11) betrachtet, um die Unabhingigkeit der statisti-

schen Eigenschaften von der konkreten Zerlegung zu zeigen.

Abb. 4.11: Drei verschiedene 2D-Voronoi-Diskretisierungen bei gleichem mittleren Durch-
messer.

Abb. 4.12 zeigt ein Histogramm der mittleren Voronoi-Durchmesser 3, d.h. also die
Wahrscheinlichkeit, dass ein bestimmter Voronoi-Block einen bestimmten Durchmesser
hat, fiir einen vorgegebenen mittleren Durchmesser von 0,5 m. Wir sehen deutlich, dass
sich erwartungsgemd0 fiir alle drei Zerlegungen ein Wahrscheinlichkeitsmaximum um eben
jenen vorgegeben Wert abzeichnet. Die Verteilung hat eine Breite von etwa 0,2 m, d.h. die
Mehrheit der Blocke hat einen mittleren Durchmesser von 0,4 bis 0,6 m. Es fillt weiterhin
auf, dass die Besetzungswahrscheinlichkeit fiir gréBere Durchmesser schnell auf null fillt,

wihrend fiir sehr kleine Durchmesser eine nichtverschwindende Restwahrscheinlichkeit

Diese Betrachtung gilt fiir die zufillige Voronoi - Zerlegung selbt. Fiir die geomechanische Modellierung
kann eine Voronoi-Zerlegung selbstverstdndlich noch zusétzlich mit durchgehenden Rissen zur Abbildung
makroskopischer Schichtflachen zwischen verschiedenen Salzvarietiten versehen werden.

3Definiert als Durchmesser eines flichengleichen Kreises
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verbleibt. Dabei handelt es sich offensichtlich um diejenigen Blocke am Modellrand, die

durch die Begrenzung quasi ,,abgeschnitten* wurden.
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Abb. 4.12: Wahrscheinlichkeitsverteilung der Korndurchmesser in verschiedenen Voronoi-
Diskretisierung bei gleichem mittleren Durchmesser.

In einer weiteren Untersuchung wurde die Verteilung des Winkels der Kontaktnormalen
mit der y-Achse untersucht (Abb. 4.13, rechts). Dieser Winkel schwankt von 0° (horizon-
tal) bis 90° (vertikal, Kontaktnormalen mit negativer y-Komponente werden entlang der
x-Achse gespiegelt) und es galt zu belegen, dass es keine Bevorzugung bestimmter Rich-
tungen gibt. Hierfiir wurde erneut ein Histogramm angelegt, in dem die gefundenen Winkel
in 18 Segmente (zu je 5°) einsortiert wurden. Im Falle einer vollig zufilligen Verteilung
sollte die Wahrscheinlichkeit, einen Winkel in einem bestimmten 5°-Segment zu finden
bei p = % ~ 0.055 liegen. Abb. 4.13 bestitigt diese Annahme fiir die drei untersuchten
Zerlegungen.

Eine interessante Folge dieser Eigenschaft der gleichmiBig verteilten Korngrenzori-
entierungen polykristalliner Zerlegungen ist, dass im Allgemeinen kein durchgehender
Weg auf Korngrenzen entlang eines geradlinigen Pfades existiert. Diese Feststellung und
ihre Konsequenzen werden im spéteren Abschnitt zur druckgetriebenen Fluidausbreitung
im polykristallinen Salzgestein einer genaueren Betrachtung unterzogen. Ohne diesen
Erlduterungen vorgreifen zu wollen, gehen wir im Rahmen der strukturellen Analyse in
diesem Kapitel noch einen Schritt weiter und untersuchen, wie grof3 die ,,mittlere gerade
Weglinge* in Abhéngigkeit der Feinheit der Voronoi-Zerlegung ist. Den Begriff ,,mittlere

gerade Weglinge* definieren wir in unserem Kontext folgendermallen: Wir suchen die
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Abb. 4.13: Wahrscheinlichkeitsverteilung der Winkel zwischen y-Achse und Korngrenz-
normale als MaB fiir die Verteilung Korngrenzorientierungen.

mittlere Linge eines zusammenhingenden Pfades von Korngrenzen, deren Winkel zur
Ausgangskorngrenze maximal 45° betrdgt (Abb. 4.14, links). Hierfiir wird ausgehend von
jeder einzelnen Korngrenze die zugehorige Pfadlinge ermittelt und dann iiber alle Pfade
gemittelt. Es zeigt sich (Abb. 4.14, rechts), dass die mittlere freie Weglidnge im Mittel
ca. drei Korngrenzdurchmesser betrdgt und demnach fiir feine Voronoi-Diskretisierungen
zunehmend kleiner wird. Auch dieser Punkt dient als Fundament fiir die kritische Betrach-
tung der druckgetriebenen Fluidperkolation in Kapitel 6 und wird an dieser Stelle zunichst

nicht weiter interpretiert.

0 . . . i . ; . : .
0,0 0,2 04 06 0,8 10

mittl. Abstand bis Richtungsabweichung > 45° [m]

mittlere Voronoi-Kantenlange [m]

Abb. 4.14: Mittlere freie Weglidnge innerhalb einer 2D-Voronoi-Struktur in Abhédngigkeit
der mittleren Korngrofe.
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Insgesamt untermauern die dargelegten einfachen statistischen Betrachtungen die prin-
zipiellen Annahmen, die wir fiir die Darstellung polykristalliner Festkorper durch Voronoi-
Triangulationen unterstellen. Bei zufilliger Punktmenge mit Abstandskriterium entstehen
Voronoi-Triangulationen mit vorgebener mittlerem Korndurchmesser bei mit maximal ca.
+20% Abweichung. Gleichzeitig entsteht eine Korngrenzstruktur mit zufillig verteilten

Normalenrichtungen ohne signifikante Bevorzugungen.



Kapitel 5

Entwicklung einer konsistenten

Parametrisierungsstrategie

5.1 Makroskopische Eigenschaften als Folge intra- und

interkristalliner Wechselwirkungen

In den folgenden Kapiteln wird dargelegt, welche Effekte durch die zusitzliche Diskreti-
sierungsebene der diskontinuumsmechanischen Methode auftreten und wie diese mit der
modellierten Blockstruktur korrelieren. Dabei wird héaufig eine Unterscheidung zwischen
mikroskopischen und makroskopischen Eigenschaften nétig werden, die wie folgt auf-
gefasst werden: Unter mikroskopischen Eigenschaften werden die fiir das mechanische
Verhalten der deformierbaren Blocke und ihren Wechselwirkungen angesetzten Materia-
leigenschaften wie z.B. Elastizititsmodul oder Normalsteifigkeiten verstanden, wihrend
diejenigen Eigenschaften als makroskopisch bezeichnet werden, die sich aus der expliziten
Simulation eines Probenkorper unter bestimmter mechanischer Belastung ergeben.

In konventionellen kontinuumsmechanischen Berechnungen wird das elastische Ver-
halten durch die Angabe von Kompressions- und Schermodul fiir die finiten Elemente
vollstidndig bestimmt, sodass die makroskopischen elastischen Eigenschaften eines kontinu-
umsmechanischen Berechnungsmodelles mit den fiir die numerischen Zonen angesetzten
Moduli iibereinstimmen. Durch die zweifache Zerlegung des Gesteins in eine Menge defor-
mierbarer Blocke, die untereinander entlang ihrer Grenzflichen wechselwirken, ergibt sich
zwangsldufig, dass die makroskopischen Eigenschaften eines diskontinuumsmechanischen

Modells sowohl durch das Verformungsverhalten der Blocke als auch durch die Normal-
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und Schersteifigkeiten der Kontaktflichen bestimmt werden. Fiir die Modellierung muss
daher beriicksichtigt werden, dass z.B. die makroskopischen elastischen Moduli deutlich
von denen der einzelnen Kristalle abweichen konnen. Abb. 5.1 verdeutlicht das Zusammen-
spiel der Wechselwirkungen anhand eines Modells mit parallelen, horizontal orientierten

Schichtungen. Die durch eine vertikal wirkende Auflast verursachte elastische Gesamt-

>

= %J\/\ﬂJ k
>

Abb. 5.1: Prinzipskizze zu den Wechselwirkungen entlang von Grenzflachen.

verformung wird sowohl durch die elastische Reaktion der einzelnen Blocke als auch die
Normalsteifigkeiten der Schichtung bestimmt. Fiir dieses einfache Modell bei einachsi-
al Belastung lédsst sich der makroskopische Kompressionsmodul in z-Richtung Kyzaxro
durch den mikroskopischen Kompressionsmodul Ky, und die Normalsteifigkeiten der

Kontakte &, sowie deren mittleren Abstand s angeben [50]:

1 1 1
+ (5.1)

KMakro,z KMikro,z kn S

Diese Gleichung ist offensichtlich strukturell analog zu einer Reihenschaltung von
Widerstinden. Dementsprechend ldsst sich das qualitative Systemverhalten aus diesen Rela-
tionen leicht ablesen: Im Falle hoher Normalsteifigkeiten oder groler Schichtabstinde wird
die Verformung durch die elastische Reaktion der Blocke selbst - und damit durch Kjyyixro -
- bestimmt. Geringe Normalsteifigkeiten bzw. eine hohe Dichte von Schichtflichen fiithren
jedoch zu einem immer groer werdenden Anteil der interkristallinen Wechselwirkungen,

sodass Kyrakro,; < Kuyikro,; werden kann.
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Eine analoge Beziehung lésst sich fiir Schermoduli und Steifigkeiten ableiten:

1 1 1
= + (5.2)
GMakro,z GMikr07z ks-s

Diese Relationen sind jedoch nur fiir die in Abb. 5.1 dargestellte Modellgeometrie
giiltig und fiir die Modellierung von Voronoi-Elementen mit verschiedensten Orientie-
rungen der Kontaktflichen bestenfalls zur Bestimmung einer groben Groflenordnung der
Normal- und Schersteifigkeiten geeignet. Beispielsweise lédsst sich bereits fiir ein einfa-
ches Schichtmodell mit leicht geneigten Schichtflichen zeigen, dass der makroskopischen
Kompressionsmodul erwartungsgemif auch von der Schersteifigkeit k; abhiingig ist und
im Widerspruch zu Gl. 5.1 nicht alleine durch k, bestimmt wird.

Es existieren zahlreiche Ansétze zur qualitativen und quantitativen Beschreibung des
Effekts von unregelméfig orientierten Schichtungen auf die makroskopischen Eigenschaf-
ten eines Gesteins [59-61]. Idealerweise sollte ein funktionaler Zusammenhang vorliegen,
der die GI. 5.1 und 5.2 um den Einfluss der geometrischen Struktur erginzt. Eine solche
Moglichkeit wird in [62] fiir den Elastizitdtsmodul einer Korpers angegeben, der von n

verschiedenen Schichtungen mit Schichtdichte A durchzogen wird:

Epmik
Epakro = e 5 " (5.3)
ct C.
1+ Epitro - Xy Aic? (g + ,éj)
wobei ¢; = —cos(B;) und B; der Winkel zwischen Schichtflichennormalen und x-y-Ebene

ist.
Diese Gleichung lisst sich durch Vorziehen der Normal- und Schersteifigkeiten und

Einfithrung der Variablen o, und o mit

o =Y Aicf (5.4)
i=1
L I
o = Z Aictc? (5.5
i=1
vereinfachen zu:
EMikro

Epmakro = (5.6)

1+ Emikro (%’Z + %j)
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Abb. 5.2: Zwei verschiedene Voronoi-Diskretisierungen bei gleicher mittlerer Korngrof3e.

Diese Gleichung erfasst nun also die Abhingigkeit des makroskopischen Elastizi-
tatsmoduls von beiden Kontaktsteifigkeiten und dem mikroskopischen Elastizitdtsmodul.
Die konstanten Parameter ¢, und o, werden dabei ausschlieBlich durch die Geometrie
und Verteilung der Kontaktflachen bestimmt und lassen sich damit beispielsweise aus
einer Reihe von einfachen Druckversuchen an diskontinuumsmechanischen Modellen mit
Voronoi-Blockstruktur ermitteln.

Zusitzlich zu diesen strukturell motivierten Uberlegungen sind auch numerische Ge-
sichtspunkte beziiglich der Wahl von k,, und kg zu beachten. So werden von Itasca [43] aus
Anforderungen an die numerische Stabilitét folgende Ober- und Untergrenzen fiir die Wahl

der Steifigkeiten gestellt:

K+1G
ON_ <k <10.0- [max( 2 ) (5.7)

0.1-Az Z

wobei oy die Normalspannung, Az die kleinste Abmessung der naheliegenden defor-
mierbaren Zonen mit Kompressionsmodul K und Schermodul G ist. Diese Relationen
ergeben sich aus der Forderung, dass die Blocke gegenseitig nicht zu stark tiberlappen
diirfen und die Kontakte gleichzeitig nicht so steif sein diirfen, dass das Modell mit zu
starken Fluktuationen und lange anhaltenden Ausgleichsbewegungen reagiert. Die For-
derungen unterstreichen damit, dass es sich bei den Normal- und Schersteifigkeiten im
diskontinuumsmechanischen Modell primédr um Modellgroen handelt, die u.a. von der Ver-
netzungsfeinheit abhiingen und somit nicht notwendigerweise den Steifigkeiten entsprechen
miissen, die experimentell an makroskopischen Schichtflachen ermittelt werden.

Zur genauen Untersuchung der Einflusses der Normal- und Schersteifigkeiten auf das

Gesamtverhalten des Modells wurden zwei wiirfelformige Korper (Kantenldnge 10 m, Abb.
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5.2) mit unterschiedlichen Voronoi-Zerlegungen bei vergleichbarer mittlerer Blockgrof3e
einer einachsigen Belastung von 10 MPa ausgesetzt. Die Voronoi-Blocke wurde dabei rein
elastisch mit Ky;;i,,=18 GPa und Gy;jt,,=12 GPa modelliert. Anhand der vertikalen und
horizontalen Verformungen im Gleichgewicht wurden somit die entsprechenden makro-
skopischen Moduli fiir verschiedene Kombinationen von k; und kg berechnet. In Abb. 5.3
(links) wird der Elastizititsmodul fiir beide Voronoi-Blockstrukturen in Abhiingigkeit der

Normalsteifigkeit bei verschiedenen konstanten Schersteifigkeit dargestellt. Die Ergebnisse
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Abb. 5.3: Makroskopischer Elastizititsmodul (links) und Querdehnungszahl (rechts) in
Abhingigkeit der Normal- und Schersteifigkeiten auf den Korngrenzen.

zeigen einerseits die erwartete Annédherung an die mikroskopischen Moduli bei zuneh-
menden Kontaktsteifigkeiten und sind andererseits vollig unabhingig von der konkreten
Voronoi-Zerlegung. Diese Resultate lassen sich dann bei geeigneter Wahl von o, und o
durch GI. 5.6 anpassen, die im Gegensatz zu vereinfachten Ansitzen (Gl. 5.1) gleichzeitig
den Einfluss von Scher- und Normalsteifigkeiten beriicksichtigt. Damit sind wir also in der
Lage, die makroskopische elastische Reaktion eines Voronoi-Blockmodells mit gegebener
Geometrie und Parametern fiir das Verformungsverhalten der Blocke abzuschitzen und
vorherzusagen. Nun besteht im Rahmen der o.g. Anforderungen fiir numerische Stabilitit
dennoch scheinbar ein gewisser Freiraum fiir die Wahl der Kontaktsteifigkeiten. Die Un-
tersuchung der makroskopisch aufgetretenen Querdehnungszahlen in den Simulationen
zeigt allerdings, dass nur bei geeigneten Verhiltnissen von Normal- zu Schersteifigkeiten
physikalisch sinnvolle Querdehnungen beobachtet werden, die dann auch mit den mi-
kroskopischen Zoneneigenschaften iibereinstimmen. In Abb. 5.3 (rechts) wird daher die
makroskopische Querdehnungszahl erneut bei verschiedenen festen Schersteifigkeiten als

Funktion des Verhiltnisses ],i—’; dargestellt. Es wird unmittelbar ersichtlich, dass eine zu-
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friedenstellende Ubereinstimmung mit der mikroskopisch angesetzten Querdehnungszahl
(v = 0.227) erst ab einem Verhiltnis % 2 5 erreicht wird. Wenn die Normalsteifigkeit
deutlich unter der Schersteifigkeit liegt, zeigen sich in den Simulationen sogar negative
Querdehnungen, d.h. die korrekte Wahl dieses Verhiltnisses ist von entscheidender Be-
deutung fiir die korrekte Reproduktion des elastischen Verhaltens der Modelle, die mit der
diskontinuumsmechanische Methode modelliert werden.

Insgesamt bestitigen diese Testsimulationen an Voronoi-Probekorpern die eingangs
getroffenen Uberlegungen zur Wechselwirkung intra- und interkristalliner Eigenschaften
und liefern dariiber hinaus ein erstes Argument fiir die Unabhéingigkeit der Simulationser-

gebnisse von der jeweiligen Voronoi-Triangulation.

5.2 Ermittlung elastischer Parameter

basierend auf Schallmessungen

In Kapitel 5.1 wurde ausfiihrlich auf die Abhédngigkeit der makroskopischen Systemeigen-
schaften vom mikroskopischen Wechselspiel der intra- und interkristallinen Wechselwir-
kungen eingegangen. Die elastische Reaktion hingt demnach sowohl von intrakristallinem
Elastizitdtsmodul und Querdehnungszahl als auch von den Normal- und Schersteifigkeiten
entlang der Korngrenzen ab. Die numerischen Studien hatten gezeigt, dass fiir Normal-
steifigkeiten ky nahe der numerischen Obergrenze aus Gl. 5.7 bei ],i—’;’ 2 5 das elastische
Verhalten der Kristallmatrix dominiert (Abb. 5.4, links) und die entsprechenden Elasti-
zitidtskonstanten geméal der elastischen Eigenschaften der Voronoi-Blocke reproduziert
werden. Die Korngrenzen wiirden unter diesen Bedingungen bei hohen Steifigkeiten also
nicht mehr signifikant zum elastischen Verformungsprozess beitragen !

Da das Verformungsverhalten auch im realen Salzgestein im Zusammenspiel von intra-
und interkristallinen Anteilen geschieht, stellt sich also die Frage, inwieweit die elastische
Reaktion auch im echten Priifkdrper von der Kristallmatrix dominiert wird, oder ob wir in
der Modellierung auch einen deutlicheren Einfluss durch ,,weichere* Kontaktsteifigkeiten

beriicksichtigen miissten.

'Das Konzept der Schidigungsentwicklung auf Korngrenzen als intrinsisches Schwicheflichennetz-
werk bleibt hiervon unbeeinflusst, da hier lediglich der elastische Verformungsanteil der Korngrenzen im
ungeschidigten Zustand diskutiert wird.
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Abb. 5.4: Kristalldominierte (links) und korngrenzdominierte (rechts) Verformung.

Um die tatsdchliche relative Wichtung der intra- und interkristallinen Anteile am Ver-
formungsprozess zu erfassen, konnen wir weitere Laborversuche zur Eichung heranziehen.
Neben der klassischen Ermittlung elastischer Parameter aus den Be- und Entlastungsschlei-
fen von Druckversuchen, hat sich die Methode der Ultraschallmessung in der experimen-
tellen Gesteinsmechanik etabliert [63]. Da dieser Ansatz auf der Charakterisierung der
Wellenausbreitung im Gestein basiert, erscheint er als besonders geeignet, die elastischen
Kristallwechselwirkungen zu parametrisieren.

Die Methode basiert auf der Laufzeitmessung von Ultraschallwellen durch die Ge-
steinsprobe, d.h. der benétigten Zeit der Schallausbreitung vom Signalgeber bis zum
Messaufnehmer, wobei die Ausbreitung von Longitudinal- und Transversalwellen be-
trachtet wird (Abb. 5.5). Aus den zugehorigen Geschwindigkeiten v, und v, lassen sich

Kompressions- und Schermodul bestimmen:

K+31G
vp =1/ 7;3 (5.8)

G
VS - - (5.9)
p

Fiir ungeschédigte, polykristalline Steinsalzpriifkorper liegen die gemessenen Ge-
schwindigkeiten in etwa bei v, = 45007 und vy = 2500% und nehmen bei zunehmender
Einspannung leicht zu, bedingt durch SchlieBung von vorhandenem Porenraum und all-
gemeiner Matrixkompaktion. Unter fortschreitender Schidigung hingegen erhdhen sich

jedoch die Laufzeiten, wodurch diese Messmethode auch zur Charakterisierung des Schi-
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digungsverlaufes bei triaxialer Belastung verwendet wird [29, 64]. Die verschiedenen
Geschwindigkeiten reagieren dariiber hinaus unterschiedlich sensitiv auf die Art der Sché-

digung, d.h. kompressive oder extensive Belastung.

Deformationsachse ||
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p-Wellen ls-Weuen | Kompression: 0, > 0, = 05| | Extension: 0, = 05 > o,
§§ 04 Ao 1 Ao
L~ VS
S| Vp
o o v
= 02 93 Vs ° ’ :
= c <

Abb. 5.5: Prinzip der Schallmessungen und Abhéngigkeit der Schallgeschwindigkeiten
unter verschiedenen Deformationsformen.

Aus Literaturwerten der elastischen Eigenschaften von Steinsalz-Einkristallen [65]
lasst sich aus GI. (5.8 und 5.9) auch zum Vergleich die Schallgeschwindigkeiten der
Kristallmatrix selbst ermitteln. Die damit ermittelten Werte liegen (im drucklosen Zustand
und bei T= 300 K) ebenfalls bei Werten von v, ~ 4500 m/s und v, ~ 2600 m/s, d.h. also
nahe der Werte, die auch an polykristallinen Steinsalzproben gemessen werden. Alternative
Messungen an Einzelkristallen bestitigen diese Abschidtzungen [66]. Damit kann die
Schlussfolgerung gezogen werden, dass die Korngrenzen der realen Probe in der elastischen
Reaktion keine deutliche Verzogerung der Schallwellen verursachen und daher auch das
gesamte elastische Verhalten des ungeschiddigten Materials eher von der Kristallmatrix
bestimmt wird. Demnach konnten wir fiir unsere nachfolgenden Validierungsrechnungen

und Anwendungsstudien mit den groben Parametrisierungsrichtlinien

K+3G
ky ~10.0- [max( 3 ) (5.10)
Az
k
N> (5.11)
ks

arbeiten, sofern die numerischen Stabilitéitskriterien (Gl. 5.7) keine Anpassung erfordern.
Hierzu ist ergdnzend zu erwihnen, dass sehr hohe Steifigkeiten i.A. im Programmco-
de zu Instabilitét neigen, da bereits kleine Verschiebungsschwankungen im Rahmen der

numerischen Ungenauigkeit der Finite-Difference-Methode zu groBen (kiinstlichen) Span-
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nungsspitzen fithren konnen. Demnach ist modellspezifisch abzuwigen, ob gegebenenfalls
etwas geringere Steifigkeiten verwendet werden konnen, um auf Kosten kleiner Abwei-
chungen der Elastizitit im Gegenzug viel numerische Stabilitit zu gewinnen.

Erginzend zu diesen Uberlegungen wurde ein Durchschallversuch in einem diskontinu-
umsmechanischen Modell fiir einen zylinderformigen Priifkdrper (mit einem Verhiltnis
Breite : Hohe von 1 : 2) modelliert (Abb. 5.6), wie er in Kapitel 7 im Rahmen der ver-
gleichenden Validierung mit Laborversuchen verwendet werden wird. Im Hinblick auf
die Modellierung groBrdumiger Strukturen wurde die Probe mit einer Gréfe von 12 m
und einem Durchmesser von 6 m dargestellt. Der mittlere Voronoi-Durchmesser betrigt
etwa 1 m und die interne Vernetzung wird mit einer maximalen Kantenlidnge von 0,3 m
vorgenommen. Im ungeschidigten Zustand wurde jeweils eine sinusférmige Geschwin-
digkeitsrandbedingung der z- bzw. x-Komponente ausgesetzt, um die p- und s-Wellen
nachzubilden. Hierfiir wurde die Schwingung am oberen Probenteil in Anlehnung zu realen
Schallversuchen [63] mit einer Anregungsfrequenz von 1 kHz angesetzt und die Laufzeit
der induzierten Welle bis zum unteren Ende des Priifkorpers gemessen. Zur Modellierung
dynamischer Vorginge miissen Dimpfung und Massenskalierung, die zur beschleunig-
ten Konvergenz quasi-statischer Simulationen beitragen, abgeschaltet werden, da sie die
Wellenausbreitung sonst verfilschen wiirden. Fiir die korrekte Abbildung der Wellendy-
namik von p- und s-Wellen werden aus numerischer Sicht ebenfalls Bedingungen an den

maximalen Gitterpunktabstand £, /s gestellt (GL. (5.12) und (5.12)),

1 |K+2%G
h, < 10 V—”:m-? p3 (5.12)
|
hsglo-?:m-]—c g (5.13)

wobei

vp,s die Schallgeschwindigkeit von p- und s-Welle

K der Kompressions- und G der Schermodul

v die Querdehnungszahl

p die Materialdichte
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* f die Frequenz der Welle

darstellen. Unter Beriicksichtigung der in Tabelle 5.1 zusammengestellten Materialpara-

Tab. 5.1: Materialparameter der Durchschallungssimulation eines Voronoi-Probekdorpers.

Zoneneigenschaften
Elastisches Stoffmodell

Kompressionsmodul K [GPa] 25 Schermodul G [GPa] 15
Dichte [kg/m®] 2160

Schichtflicheneigenschaften
Mohr-Coulomb Modell
Normalsteifigkeit ky [GPa/m] 10 Kohision [MPa]
Schersteifigkeit ks [GPa/m] 2 Restkohision [MPa]
Reibungswinkel [ /] 30 Zugfestigkeit [MPa]
Restreibungswinkel [ /] 15 Restzugfestigkeit [MPa]

SO

meter fiir den Durchschallungsversuch lédsst sich unmittelbar erkennen. dass beide Bedin-
gungen sicher erfiillt sind. Die Festigkeitsparameter der Korngrenzen sind in diesem Fall
irrelevant, da der geringe Schallimpuls keine Schidigungen induziert. Anhand des vorge-
stellten Versuchsablaufes wurden letztendlich in der Simulation Schallgeschwindigkeiten
von v, = 4400 m/s und vy = 2400 m/s gemessen, was in guter Ubereinstimmung mit den
Erwartungen steht und das elastische Verhalten der diskontinuumsmechanisch modellierten

Gesteine zusitzlich validiert.

5.3 Strategie zur Ermittlung der Festigkeitsparameter fiir

SalzKkristalle und Korngrenzen

Fiir die diskontinuumsmechanische Simulation wird die zu modellierende Probengeometrie
mittels der in Kap. 4.3 vorgestellten Methodik durch eine dreidimensionale Voronoi-
Blockstruktur dargestellt, fiir deren intra- und interkristalline Wechselwirkungen nun eine
Parametrisierung notig ist, die sich moglichst auf nachvollziehbare und konsistente Art und
Weise aus Laborergebnissen und in-situ Messungen ergibt.

Wie wir bereits in der Diskretisierungsstudie des vorherigen Abschnittes gesehen ha-

ben, kann ein einfacher, sehr sproder Bruchprozess bereits mit elementaren Stoffmodellen
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Abb. 5.6: Qualitative Darstellung der x-Geschwindigkeitskomponente wihrend einer Dur-
schallungssimulation (s-Welle). Anregung erfolgte am oberen Druckstempel.

abgebildet werden. Das Verhalten von Steinsalz ist jedoch mit seinen ausgeprigten Be-
reichen der plastischen Ver- und Entfestigung sowie dem Kriechen deutlich komplexer.
Die Modellierung muss in der Lage sein, all diese Effekte innerhalb einer konsistenten
Formulierung mit angemessenen Stoffmodellen abzubilden.

Prinzipiell wird fiir diesen Modellierungsansatz folgende Annahme getroffen, die fiir
die nachfolgende Parameterwahl von entscheidender Bedeutung ist: Wihrend die Kristall-
matrix — und damit die intra-kristallinen Eigenschaften — die Verfestigung des Materials
beschreibt, lauft die Entfestigung ausschlieflich iiber Scher- und Zugversagen entlang
der Korngrenzen ab. Fiir das Verhalten der Kristalle selbst wird also lediglich eine von
der plastischen Verformung abhéngige Verfestigung bis zu einer einhiillenden Maximalfe-
stigkeit verwendet, auf die im Unterschied zur konventionellen kontinuumsmechanischen
Behandlung keine Entfestigung folgt. Vielmehr wird durch die zunehmende Verfestigung
der Kristalle immer mehr Last auf die Korngrenzen verteilt, die letztendlich abscheren und
z.B. den Priifkorper sprode oder duktil versagen lassen.

Ausgehend von diesem Ansatz miissen dann die Festigkeits- und Verformungseigen-
schaften entlang der Korngrenzen in ihrem Zusammenspiel mit den entsprechenden Eigen-
schaften der Kristallmatrix ermittelt werden. In experimentellen Untersuchungen werden

Scherfestigkeiten typischerweise an makroskopischen Grenzflichen zwischen unterschied-
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Abb. 5.7: Einhiillende Festigkeitskurve zur Ableitung der diskontinuumsmechanischen
Scherfestigkeiten an Korngrenzen.

lichen Gesteinen untersucht, da diese sich als Schwicheflichen darstellen, entlang derer
das Scherversagen bevorzugt stattfindet. Auch in Scherversuchen an Probenkorpern, die
nur aus Steinsalz bestehen, sind Vorzugszonen des Scherversagens entlang von Ubergiingen
zwischen grob- und feinkristallinen Bereichen zu beobachten. Demzufolge eignen sich die-
se Versuche nur bedingt, um aus ihnen die Schereigenschaften der Korngrenzen abzuleiten,
die sich direkt kaum experimentell messen lassen werden. Um die Scherfestigkeiten fiir
die diskontinuumsmechanische Modellierung dennoch auf einem belastbaren und nachvoll-
ziehbaren Wege ermitteln zu konnen, wird ein Weg gewihlt, der die Scherparameter aus
experimentell ermittelten Festigkeiten liber elementare Relationen der Festkorpertheorie
ansetzt.

In Abb. 5.7 sind die Festigkeitskurven aus triaxialen Druckversuche an Steinsalz zu-
sammengestellt, aus denen sich die notwendigen Parameter ableiten lassen. Fiir geringe
Einspannungen ist die zunehmende Verfestigung und darauffolgende Entfestigung bei an-
steigender plastischer Verformung deutlich erkennbar. Fiir die diskontinuumsmechanische
Simulation verwenden wir lediglich die verfestigenden Bereiche bis hin zur einhiillen-
den maximalen Tragfidhigkeit. Diese Kurven sind dann direkte Eingabeparameter in das
elasto-visko-plastische Stoffmodell (Vgl. Kap. 4.2.1).

Basierend auf der einhiillenden Festigkeitskurve wird nun die Scherfestigkeit der

Korngrenzen basierend auf [67] abgeleitet. Ausgehend von der Bruchfestigkeit oy g =
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Abb. 5.8: Ermittlung der Scherfestigkeit der Korngrenzen aus triaxialen Festigkeiten und
Anpassung des Schermodells.

f(03) in Abhingigkeit der minimalen Hauptspannung und der Ableitung Gi = g—gi ergibt

sich fiir die maximale Scherfestigkeit

/

(01 —03)-4/0

Tonax = ; (5.14)
I+o0
bei zugehoriger Normalspannung
oy = 211956 (5.15)
1+o0,

Fiir das elasto-visko-plastische Stoffmodell ldsst sich damit also basierend auf der

Festigkeit
Gis = Op+ (1+M> o (5.16)
Oy + 03
und der Ableitung
/ (GMax — 6D> . G¢:|
o p=1+ 5.17
e { (69 +03)° 47

die zugehorigen T — oy —Paarungen der Scherfestigkeit ermitteln.
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In einem letzten Schritt wird die auf diese Weise ermittelte Scherfestigkeitskurve dann
durch eine geeignete Parametrisierung des nichtlinearen Schermodells (Vgl. Kap. 4.2.2)
angepasst und so mit hoher Genauigkeit im diskontinuumsmechanischen Modell umgesetzt,
was bei der Verwendung eines einfachen linearen Mohr-Coulomb Schermodells aufgrund
der hochgradigen Nichtlinearitit nicht moglich wire (Abb. 5.8).

Die auf diese Weise gewonnenen Parameter fiir die Festigkeiten der Korngrenzen liefern
eine gute Ausgangsbasis fiir einen nachvollziehbar abgeleiteten Datensatz. Dennoch sollte
der jeweilige Datensatz danach sorgfiltig durch die Nachrechnung von Laborversuchen
validiert werden. Dies gilt insbesondere aufgrund der vielfdltigen Moglichkeiten der Para-
meterwahl im verwendeten Schermodell, wodurch zwei verschiedene Parametersitze zwar
die gleiche Maximalfestigkeit beschreiben konnen, aber gleichzeitig moglicherweise ein
vollig unterschiedliches Entfestigungsverhalten aufweisen. Da es im diskontinuumsmecha-
nischen Modell keine einzelne ,,entscheidende* Schichtfliche gibt, die unter bestimmten
Bedingungen versagt, sondern der Schadigungsprozess explizit als eine Akkumulation von
Korngrenzversagenszustinden bei verschiedenen Zeitpunkten und Spannungszustidnden
abgebildet wird, wird diese komplexe Wechselwirkung auch entscheidend vom indivi-
duellen Entfestigungsverhalten jeder einzelnen Kontaktflache und der Ansammlung von
Versagenszustinden bestimmt. Die in diesem Abschnitt abgeleitete Parametrisierung bil-
det also eine solide Grundlage fiir die Modellierung, die dann im Zusammenspiel mit
sinnvollen Entfestigungseigenschaften des Schermodells anhand der Nachrechnung von

Laborversuchen verfeinert werden sollte.

5.4 Mikroskopische und makroskopische Zugfestigkeit

Die vorgestellte Parametrisierungsmethodik liefert einen Ansatz zur Festlegung der normal-

spannungsabhingigen Scherfestigkeit, d.h. es muss noch zusitzliche eine Festlegung der

Mikro

Zugfestigkeit o auf den Korngrenzen erfolgen. In [68] wurde an der Simulation von

Spaltzugversuchen bereits festgestellt, dass die modellierte makroskopisch beobachtete

Zugfestigkeit o} akro geringer ausfillt, als die auf den Korngrenzen angesetzte Zugfestig-

Mikro

. o " Tt c

keit, wobei ein ungefidhres Verhiltnis von m ~ 2 bestand.
T

Diese Beobachtung soll zunédchst an der Nachrechnung direkter Zugversuche an den
beiden wiirfelférmigen Voronoi-Modellkorpern aus Kapitel 5.1 tiberpriift werden. Die

Priifkorper werden am unteren Ende fixiert und eine Deckplatte fest auf den oberen Modell-
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rand geklebt. Nachfolgend wird auf der Deckplatte solange eine schrittweise ansteigende
Zugspannung aufgebracht, bis sich das Zugversagen einstellt (Abb. 5.9). Die Matrix wurde
rein elastisch mit K=24 MPa und G=14 MPa modelliert. Die verwendeten Modellparameter
fiir die Korngrenzen sind in Tabelle 5.2 zusammengestellt. Am relevantesten ist hierbei die
angesetzte Zugfestigkeit der Korngrenzen von G7M ikro— 1 MPa.

Tab. 5.2: Schermodellparameter der Korngrenzen fiir die ergdnzenden Untersuchungen zur
mikroskopischen und makroskopischen Zugfestigkeit.

Schermodellparameter

Normalsteifigkeit ky [MPa/m] 10°
Schersteifigkeit ks [MPa/m] 2-10*

Kriimmungsparameter K 0,02
Kriimmungsparameter K, 0,02
Kontaktfestigkeit ox [MPa] 1
Restreibungswinkel ®z[/] 15
Aufgleitwinkel iy[/] 10

Entfestigungsdistanz L; [m] 0,01
Rauhigkeit ., [m] 0,01

Max. Diff. Reibungskoeff. Apy,x 2,3
Krit. Scherverschiebungsgeschw. v; 10730
Geschwindigkeitsfaktor b 1,2
Kohision ¢ [MPa] 5,5

Zugfestigkeit o, [MPa] 1

Durch die Verwendung zweier verschiedener Voronoi-Diskretisierung wird gleichzeitig
deren Einfluss auf das Berechnungsergebnis untersucht. Dariiber hinaus soll durch die
Varation des Verhiltnisses zwischen mittlerem Voronoi-Durchmesser /iy und der internen
Vernetzungslinge /7 eine Beobachtung aus [69] iiberpriift werden: Dort hatte sich in der
2D-Simulation von Compact-Tension-Tests [70] gezeigt, dass ein nahezu vernetzungsu-
nabhéngiges Ergebnis erst ab Iy /I; 2 2 einstellte und also bei sehr grober Vernetzung
(Iy /17 = 1) eine leichte Uberschitzung (20%) der makroskopischen Zugfestigkeit beobach-
tet wurde.

Abb. 5.9 zeigt das Ergebnis der direkten Zugversuche fiir verschiedene Voronoi-
Diskretisierung und Vernetzungsverhiltnisse. Es bestitigt sich zunédchst die Beobachtung
aus [68], dass im Allgemeinen eine makroskopische Zugfestigkeit beobachtet wird, die

etwa um den Faktor 2 unter der angesetzten Korngrenzzugfestigkeit liegt. Dieser Faktor ist
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Abb. 5.9: Simulation direkter Zugversuche an wiirfelformigen Voronoi-Korpern. Abhéingig-
keit der makroskopischen Zugfestigkeit G%/[ akro yon der angesetzten Zugfestigkeit G%/[ ikro
auf den Korngrenzen.

also auch bei der Parametrisierung diskontinuumsmechanischer Modelle von Salzgesteinen
zu beriicksichtigen.

Eine signifikante Abhingigkeit von der Vernetzungsfeinheit der Voronoi-Kristalle selbst
konnte im direkten Zugversuch allerdings nicht festgestellt werden. Daher wurde zusétzlich
auch noch der Compact-Tension-Test aus [69] nachgerechnet. Eine quadratische Schei-
be aus Voronoi-Elementen wird mit einem vorgeprigten Riss bis in die Priifkorpermitte
versehen und nachfolgend am oberen und unteren Modellrand mit einer ansteigenden
Zugspannung versehen. Aufgrund der vorgeprégten Rissfliche konzentriert sich die Sché-
digungsentwicklung stark auf die Rissspitze und die Zugspannung bei Priifkdrperversagen
liegt deutlich unter der Zugfestigkeit der Korngrenzen, weshalb in Abb. 5.10 das Verhiltnis
von extern aufgebrachter Zugspannung Gfx’ und 6%/[ ikro qargestellt wird.

In diesem Versuch bestitigt sich dann eine leichte Abhéngigkeit der makroskopischen
Zugfestigkeit von der Vernetzungsfeinheit, wenn (ly /Iz < 2), allerdings féllt der Einfluss
mit maximal 10% etwas geringer aus, als in [69]. Der Compact-Tension-Test scheint also
aufgrund seiner konzentrierten Wirkung auf die Rissspitze empfindlicher gegeniiber kleinen
Abweichungen im Spannungs- und Verformungsfeld zu sein. Trotz des — insbesondere
in Bezug auf Absolutwerte — insgesamt eher geringen Einflusses wird in allen nachfol-
genden Modellierungen stets ein minimales Verhéltnis von ly /l; 2 2 eingehalten und

Vernetzungseffekte zu minimieren.
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Abb. 5.10: Vernetzungsabhiingigkeit des Ergebnisses bei Simulation eines Compact-
Tension-Tests.

Der interessierte Leser sei an dieser Stelle auf [71] verwiesen, wo im Rahmen von
Untersuchungen zur Rissentwicklung in sproden Materialen durch quellenden Zement
ausfiihrlichere und tiefergehende Modellierungen zum Verhalten von diskontinuumsme-

chanisch modellierten Compact-Tension-Tests durchgefiihrt worden sind.






Kapitel 6

Hydro-mechanische Beanspruchung

und Perkolation

Die Betrachtungen zum Verhalten von Salzgestein unter hydraulischer Beanspruchung in
Kap. 2.3 haben gezeigt, dass die Ausbreitung von Fliissigkeiten und Gasen tiberwiegend
durch die Offnung und Vernetzung von FlieBwegen nach Uberschreitung einer Perkolati-
onsschwelle auf den Korngrenzen geschieht.

Im diskontinuumsmechanischen Modell sind wir aufgrund der expliziten Simulation
der Korngrenzen in der Lage, diesen Prozess abzubilden. Da es jedoch i.A. rechentechnisch
nicht moglich sein wird, eine Voronoi-Zerlegung in der Feinheit der realen Salzkristalle
zu simulieren, sind einige Anpassungen im Berechnungsablauf zu beriicksichtigen, um
die Dynamik und Ausbreitungsgeschwindigkeit des Perkolationsprozesses auch in einem
grober vernetzten Modell korrekt reproduzieren zu konnen. Im nachfolgenden Abschnitt
wird die Entwicklung der Modellierungsstrategie fiir perkolative Prozesse im diskonti-
nuumsmechanischen Ansatz ausgehend von einfachen Einzelschichtmodellen bis hin zu
komplexen Strukturen unter variablen Belastungsbedingungen vorgestellt. Aufgrund eines
konzeptionellen Unterschiedes in der Fluid-Logik der Rechencodes UDEC und 3DEC,
dessen Ausmal an spiterer Stelle ersichtlich wird, miissen die Untersuchungen jeweils

getrennt fiir beide Programme durchgefiihrt werden.
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6.1 Darcy-Stromung und Perkolationstheorie

Die Fluiddynamik ist ein duflerst komplexes Themengebiet, in dem i. A. nur fiir speziel-
le Sonderfille geschlossene Losungen angegeben werden konnen, weshalb numerische
Néherungslosungen aus Computersimulationen auch fiir diesen Zweig der Physik ein
beliebtes Hilfsmittel sind. Fiir die geomechanisch relevanten Perkolationsprozesse konnen
wir uns mit der sogenannten ,,Darcy-Stromung‘ jedoch auf einen einfachen Spezialfall
zuriickziehen, womit die Fluidberechnungen deutlich vereinfacht werden.
In Durchstromungsversuchen an porésen Medien beobachtete Darcy eine Proportiona-
litdt des Volumenstromes Q zum anliegenden Druckgradienten % p:
kA .
MFuid

0=— (6.1)
wobei Ury,iq die dynamische Viskositét des Fluids und A die durchstromte Flidche ist. Der
Proportionalititsfaktor k, der also die Durchlissigkeit des Material charakterisiert, wird als
Permeabilitit bezeichnet. Diese experimentelle Beobachtung konnte spiter auch theoretisch
aus den Navier-Stokes-Gleichungen fiir die laminare Stromung in speziellen Geometrien
abgeleitet werden. Fiir den Fall der eindimensionalen Strémung eines inkompressiblen

Fluids zwischen zwei parallelen Platten im Abstand w (Abb. 6.1) folgt demnach [72]:

b-w? 8p

- 6.2
12UF g Ox (02)

0=
Relation (6.2) wird aufgrund der Abhéngigkeit von der dritten Potenz der Spaltoffnungs-
weite w auch als ,,cubic law* bezeichnet. Unter Beriicksichtigung der Querschnittsfliche
A = b-w folgt aus dem Vergleich von (6.1) und (6.2) fiir die Permeabilit der Spaltoffnung

unmittelbar:

w2

k=-—
12

(6.3)

Unter der Annahme, dass die mechanisch- oder hydraulisch-induziert ge6ffneten Korn-
grenzflachen jeweils niherungsweise einen derartigen planaren Spalt bilden, kann die
Gleichung (6.2) fiir die hydro-mechanisch gekoppelten Berechnungen verwendet werden.
Die Giiltigkeit dieser Annahme wurde in experimentellen Untersuchung an Rissstrukturen

in verschiedenen Gesteinen bestitigt [73].
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Abb. 6.1: Spaltstromung zwischen parallelen Platten (links) und Struktur der Fluiddoménen
in UDEC (rechts).

Numerische Umsetzung

Im Rahmen der Rechencodes UDEC und 3DEC wird die Spaltstromung unter Verwendung
des cubic law explizit modelliert. Hierfiir sind die Kontaktflachen zwischen den diskon-
tinuierlichen Blocken zusétzlich in Fluiddominen (UDEC) bzw. Fluidebenen, -réhren
und -knoten (3DEC) diskretisiert. Im zweidimensionalen Fall von UDEC bedeutet dies
schlichtweg, dass jeweils die von Blockkontakten umschlossenen Bereiche eine Fluiddo-
méne mit konstantem Druck darstellen (Abb. 6.1, rechts). Die Stromungsberechnung wird
dann beziiglich der Offnungsweite der anliegenden Kontakte und den daraus folgenden
Volumenstromen durchgefiihrt, d.h. fiir Domine d; mit Volumen V wird der neue Druck im

nichsten Zeitpunkt  + At bestimmt durch:

At AV
pldit) — pldiyt +a0) + K- = K= (6.4)

(1) 2)

wobel

q=Y.4j (6.5)

die Summe der FlieBraten durch alle anliegenden Kontakte darstellt und K der Kompres-
sionsmodul der Fliissigkeit ist. Term (1) beschreibt dabei die Druckinderung durch das
ein- bzw. ausflieBende Fluid, wihrend (2) die Reaktion auf die mechanische Kompressi-
on/Expansion darstellt.

Aufgrund der hohen Kompressibilitat von Gasen kann fiir diese Stoffe die Ableitung
der Druckberechnung nicht in analoger Art und Weise erfolgen, da der Kompressionsmodul

nicht konstant, sondern stark druckabhingig ist. Gleichung (6.4) lisst sich fiir diesen Fall
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erweitern, indem GI. (6.5) modifiziert wird:

pavg
q=) 4q;- (6.6)
T

Hierbei ist pg die aktuelle Gasdichte in Doméne d; und

i T Pj
purg = PP 67)

die mittlere Dichte der zwei Doménen entlang des Kontaktes j. Fiir ein ideales Gas ist die

Dichte proportional zum Druck, d.h.:

Pavg _ Pavg (6.8)
Po Po
mit mittlerem Druck pg,, und Referenzdruck py bzw. -dichte py. Damit folgt fiir die
Druckberechnung der Gasausbreitung:

pldi) = p(di) +K ‘7‘;% ERReT (6.9)

Diese Beziehungen bilden die Grundlagen fiir die Analyse der hydromechanischen Si-
mulation und werden in den nachfolgenden Abschnitten fiir die vergleichende Betrachtung
von Gasen und Fluiden in vernetzten Porenrdaumen verwendet.

Basierend auf Gleichung (6.2) kann fiir die Simulation eine hydraulische Offnungs-
weite zu einer gegebenen makroskopischen Permeabilitit errechnet werden. Eine direkte
Zuordnung von makroskopischen Permeabilitdten zu mikroskopisch gemessenen Rissoft-
nungsweiten ist allerdings von zahlreichen Annahmen durchzogen, die leicht anzuzweifeln
sind. So bedeutet beispielsweise das lokale Auftreten von grofleren Rissoffnungen nicht,
dass die Gesamtprobe eine dementsprechend hohe makroskopische Permeabilitit hat. Es ist
also sehr viel sinnvoller, die hydraulische Offnungsweite w eher als Skalierungsparameter
zu sehen, der lediglich im Falle eines vollstindig vernetzten Porenraumes eine Uberein-
stimmung mit der globalen Permeabilitét der real durchstromten Probe ergibt. Dies gilt
umso mehr, da auch die Anwendung der Darcy-Stromung aufgrund der Rauhigkeit der
realen Schichtflichen und anderen Randeffekten nur eine Niherungslosung darstellt und
demnach iiber den Parameter w an die realen Probeneigenschaften angepasst werden kann,

denn in einer realen Korngrenze wird die Offnungsweite stark variieren und die Permeabi-
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litdt der gesamten Korngrenze von den Engstellen bestimmt sein (Abb. 6.2). Die genaue
Berechnung von w anhand von experimentellen Permeabilitdtsmessungen in Abhéingigkeit

des Einspannungszustandes wird in Kapitel 8 erldutert.

Abb. 6.2: Schematische Gegeniiberstellung der stark variierenden realen Kluftoffnungs-
weiten und der idealisierten glatten Korngrenzen.

Die dreidimensionale Berechnung von Kluftstromungen funktioniert in 3DEC prinzi-
piell analog zu UDEC, mit der Ausnahme, dass die Topologie in der dreidimensionalen
Darstellung weiteraus komplexer ist. Um dies zu beschreiben wird die Porenstruktur durch
FlieBflachen dargestellt, die miteinander an ihren Kanten durch ,,flow pipes* und Eck-
punkten durch ,,flow knots* verbunden sind. Abb. 6.3 zeigt diese Element am Beispiel
der Korngrenzenstruktur der wiirfelformigen Voronoi-Korper aus Kapitel 5.1. Abgesehen
von dieser deutlich komplizierteren Struktur werden die gleichen zugrundeliegenden hy-
dromechanischen Relationen wie im zweidimensionalen Code UDEC verwendet. In den
nachfolgenden Abschnitten wird das hydromechanische Verhalten von Gasen und Fluiden

unter Verwendung der vorgestellten Beziehungen und Methoden analysiert.
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Flow plane

Flow pipe

Abb. 6.3: Schichtflichentopologie fiir die 3D-Modellierung der Kluftstromung.
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6.2 Gas- und Fluidausbreitung im Einzelschichtmodell

Rein hydraulische Berechnung einer einzelnen Fluidwegsamkeit

Am Anfang der Untersuchungen steht die Betrachtung einer einzelnen, bereits fiir die Fluid-
ausbreitung geoffneten Schichtfliche, um die Funktionalitit der hydraulischen Berechnun-
gen in den diskontinuumsmechanischen Rechencodes sicherzustellen und gleichzeitig das
Ausbreitungsverhalten von Fluiden und Gasen vergleichend zu untersuchen. Wie bereits in
Kapitel 6.1 erldutert, ist das Stromungsverhalten mageblich von den folgenden Faktoren

abhingig:
* hydraulische Offnungsweite WHydr

» Kompressionsmodul Kz;,;; des flieBenden Mediums

* Viskositit tg;,;q des flieBenden Mediums

Das einfache Untersuchungsmodell enthilt eine 10 m lange horizontale Schichtfliche
und ist mit seinen Abmessungen in Abb. 6.4 dargestellt. Die Schichtfliche ist permeabel
und fiir den Fluidfluss mit einer konstanten hydraulischen Offnungsweite von w =2- 1078
m zugingig. Die Viskositit der Fliissigkeit betrdgt 10~ Pa-s und ihr Kompressionsmodul
Kriq wird mit 2 GPa angesetzt. Fiir die vergleichende Gasberechnung wird die Gasvisko-
sitit mit 10~ Pa-s und damit ca. zwei GroBenordnungen geringer als die der Fliissigkeit

angenommen. Zu Beginn der Simulation wird am linken Ende des Modells ein Fluiddruck

yo

pLinks pRechts
1ompPal || 0 MPa

P1 P2 Ps

Abb. 6.4: Einzelschichtmodell mit einseitiger Fluid- bzw. Gasinjektion.

von 10 MPa angelegt und die zeitliche Entwicklung des Druckprofils entlang der Schich-
tung beobachtet. Der rechte Modellrand wird dabei auf p = 0 MPa fixiert, d.h. es sollte sich



74 Hydro-mechanische Beanspruchung und Perkolation

im Zeitverlauf ein stationédrer Zustand mit einem charakteristischen Druckprofil einstellen.
Da es sich hier zunéchst um eine rein hydraulische Berechnung handelt, werden keine
Effekte aus der mechanischen Reaktion der Schichtflache beriicksichtigt.

Aus den Gleichungen (6.4) und (6.9) lisst sich bereits niherungsweise ableiten, wie
sich die jeweiligen Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Fluid und Gas verhalten werden.
Betrachten wir die Stromung von einer gedachten Fluiddomine d; in die anliegenden
Domaine d, so gilt bei gleicher Druckdifferenz fiir die Druckanstiege Apgj,ia bzw. ApGas

und innerhalb eines Zeitschrittes 67:

3

w P2 —P1
A i = Kriui . 6.10
PFluid Fluid 12.uFluid I ( )
I W' pa—pi Pavg 6.11)
PGas Gas 12.uGas I o .
Da fiir ein ideales Gas aber Kg,s = po ergibt der Vergleich beider Relationen:
MFluid P
ApGas = = - 5 - Appiuia = F - ApFiuid (6.12)
HGas KF luid

Die Relation setzt sich effektiv aus dem Verhiltnis der Viskositidten und dem Verhéltnis
der Kompressionsmoduli zusammen. Im Allgemeinen ist die Viskositit der Fliissigkeit
deutlich hoher als die des Gases, z.B. in unserem angesetzten Fall % = 100. Fiir geringe
Driicke ist allerdings % << 1, d.h. also im geringen Druckbereich ist bei gegebe-
ner Druckdifferenz Apg,s << Apriq und somit die Fluidausbreitung in diesem Sinne
»schneller*. Erst im hoheren Druckbereich wird F>1 und die Ausbreitungsgeschwindigkeit
vergleichbar.

Unter Verwendung der obigen Randbedingungen und Parameter ergibt sich somit, dass
sich die Fliissigkeit im Modell deutlich schneller ausbreiten sollte als das Gas. Die Aus-
wertung der zeitlichen Druckentwicklung an den markierten Punkten im Modell bestitigt
diese Annahme (Abb. 6.5a).

Nehmen wir nun in einer zweiten Variante einen Startdruck von 10 MPa in der Kluftfli-
che an und belegen den linken Modellrand mit 20 MPa wihrend der rechte Modellrand bei
10 MPa fixiert bleibt. Somit haben wir im Hinblick auf den angelegten Druckgradienten ei-
ne analoge Situation zur vorherigen Variante, aber aufgrund des erhthten Ausgangsdruckes

sagt Gl. (6.12) nun ein vergleichbares Verhalten von Apg,s und Apg,s vorher. Wir erwarten
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nun also eine deutliche Annédherung der Druckkurven von Gas- und Fliissigkeitsausbreitung,

was erneut durch das Simulationsergebnis bestétigt wird (Abb. 6.5b).
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Abb. 6.5: Druckentwicklung fiir die Fliissigkeits- und Gasausbreitung im einfachen Einzel-
schichtmodell bei verschiedenen Initialdriicken.
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6.3 Druckgetriebene Offnung von FlieBwegen

Im Rahmen der diskontinuumsmechanischen Codes UDEC und 3DEC ist es also moglich,
eine Kluftstromung entlang der Grenzflichen von diskreten Blocken zu modellieren. Im
Gegensatz zu gekliifteten Materialien sind die Korngrenzen als potentielle FlieBwege im
Steinsalz im ungestorten Zustand impermeabel und miissen erst durch hydro-mechanische
Beanspruchungen in einen Versagenszustand iiberfiihrt werden, bevor ein EinflieBen von
Fluiden moglich wird. Demnach muss auch das diskontinuumsmechanische Berechnungs-
programm in der Lage sein, die fluiddruck- oder schidigungsinduzierte Offnung von initial
verschlossenen FlieBwegen abzubilden. Diese Funktionalitiit ist in beiden Programmsyste-
men vorhanden und ihre korrekte Wirkungsweise soll nachfolgend verifiziert werden.
Hierfiir wird zunéchst wieder eine horizontale Einzelschicht zwischen zwei Blocken
modelliert, die nun aber initial impermeabel ist, d.h. also keine Fluidausbreitung entlang der
Schichtung zulésst (Abb. 6.6). Das Modell wird nun an der Unterkante festgehalten und mit
einer definierten Auflast o) von oben belastet. In diesen Grundspannungszustand wird dann
im Zentrum der Einzelschicht ein ansteigender Fluiddruck injiziert. Die mechanischen
Parameter der Blocke sowie der Kontaktschicht entsprechen denen aus Abschnitt 5.4,
mit einer Ausnahme: Die hydraulische Zugfestigkeit or wird mit 0 MPa angesetzt, d.h.
die Fluidausbreitung sollte erst dann einsetzen, wenn der ansteigende Fluiddruck die

aufgebrachte Normalspannung erreicht bzw. iibersteigt.

fox 1o

A A
P <Oy Pr > Oy

Abb. 6.6: Schematische Darstellung des Berechnungsmodells zum hydraulischen Aufreil3-
versuch. Offnung der Schichtfliche und Einstréomen von Fliissigkeit, sobald pr > oy.

Abbildung 6.7 zeigt das Ergebnis einer solchen Simulation in 3DEC bei einer Auflast
von oy =10 MPa anhand des Druckverlaufes im Zentrum und an einem weiteren Punkt

entlang der Kluftfliche. Wihrend der Druck im Zentrum als Randbedingung schrittweise
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erhoht wird, verbleibt der Druck im iibrigen Bereich der noch impermeablen Schichtung bei
p =0, d.h. die initiale Dichtheit wird korrekt reproduziert. Sobald jedoch der aufgebrachte
Fluiddruck die Normalspannung auf dem Modell iiberschreitet, setzte eine druckgetriebene
Rissoffnung ein, die sich im sprunghaften Druckanstieg in Punkt p, duf3ert. Innerhalb von
3DEC kann die korrekte Funktionsweise der druckgetriebenen Rissoffnung also mit wenig

Aufwand direkt abgebildet werden.
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12,5
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g
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Abb. 6.7: Ergebnis der Nachrechnung eines hydraulischen AufreiBversuches in 3DEC.

Bei genauerem Studium des gleichen Effekts bei identischen Simulation im zweidimen-
sionalen Code UDEC offenbahrt sich jedoch das Problem, dass der notige AufreiBdruck
hier nun deutlich hoher ist, als die aufgebrachte Normalspannung, wie es theoretisch zu
erwarten wiire. Insbesondere ist der notige Uberdruck umso héher, je hoher die Normal-
spannung auf dem Modell ist. Eigentlich sollte das Versagen der Kontakte in dem Moment
einsetzen, bei dem der Fluiddruck die aufgelegte Normalspannung erreicht und iibersteigt.
Abb. 6.8 zeigt den benotigten Uberdruck in Abhiingigkeit der aufgebrachten Normalspan-
nung fiir die Codes UDEC und 3DEC. So wird z.B. ersichtlich, dass in UDEC bei oy =30
MPa mehr als 40 MPa Fluiddruck zum Aufreilen benotigt wird.

Durch die Spannungsabhiingigkeit des Uberdruckes ist der Versuch der Kompensation
dieses Effektes durch z.B. eine entsprechend verringerte, konstante Zugfestigkeit nicht
zielfithrend. Die Situation wird sogar noch komplizierter, wenn man weitere Parameter-
abhingigkeiten untersucht. Es zeigt sich dann ndmlich, dass der AufreiBdruck auch noch

von der Vernetzungsfeinheit des modellierten Materials sowie der Normalsteifigkeiten
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Abb. 6.8: Benotigter hydraulischer Aufrei-Uberdruck in Abhingigkeit der aufgebrachten
Normalspannung.

der Kontakte an der Kluftfliche abhiingt. Abb. 6.10 zeigt den benétigten Uberdruck in
Abhingigkeit von Vernetzungsfeinheit und Normalsteifigkeiten. Im Allgemeinen ldsst sich
sagen, dass der benotigte Uberdruck umso groBer wird, je geringer die Normalsteifigkeit
und je grober die Vernetzung ist.

Zwar wire es denkbar, aus diesen Versuchen eine Abhédngigkeitsmatrix fiir alle mogli-
chen Parameterkombinationen abzuschitzen, um den Effekt lokal zu kompensieren, jedoch
erscheint dies aufgrund der vielen Abhingigkeiten wenig praktibal und ermoglich dariiber
hinaus keinerlei Einblicke in die Ursachen dieses Effekt. Dies gilt umso mehr, wenn wir
uns erneut in Erinnerung rufen, dass die 3D-Formulierung des Codes diese Probleme nicht
zeigt. Demnach macht es zunéchst Sinn, sich mogliche Unterschiede in der numerischen
Formulierung beider Programme anzuschauen.

Die Ursache fiir dieses Verhalten findet sich dann — moglicherweise wenig iiberraschend
— in der unterschiedlichen Topologie von Kontakten und Fluid-Doménen in UDEC und
3DEC. In UDEC wechseln sich entlang einer Schichtung Kontakte und Fluid-Dominen
ab, wihrend in 3DEC (sehr vereinfacht betrachtet) die Kontaktpunkte und die Fluidknoten
prinzipiell an der gleichen Stelle sitzen (Vgl. Abb. 6.1). Fiir 3DEC hat dies den Effekt, dass
der Fluiddruck direkt am mechanischen Kontakt wirkt und die Normalspannung genau um
den Betrag des Fluiddruckes heruntergesetzt wird. Aus diesem Grund ,,funktioniert* der

hydraulische Aufrei3versuch bei 3DEC wie erwartet.
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In UDEC hingegen wirkt der Fluiddruck nur indirekt, da er quasi ,,neben* dem Kontakt
bzw. nur an seinem néichsten Nachbarn sitzt. In den Rechnungen lésst sich daher beob-
achten, dass das Ansetzen eines Fluiddruckes pr;,;s beim anliegenden Kontakt nur eine

Verringerung der Normalspannung um einen geringeren Anteil bewirkt, d.h.

Ocff = ON — & DFluid (6.13)

mit o < 1.

Durch ein lokales Kriterium mittels einer FISH-Funktion, dass die abgeschwéchte
Wirkung des Fluiddruckes in UDEC beriicksichtigt, lisst sich der nétige Uberdruck und
der Effekt seiner Spannungsabhiingigkeit vollig eliminieren (Abb. 6.9).
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Abb. 6.9: Benotigter hydraulischer Aufrei-Uberdruck in Abhiingigkeit der aufgebrachten
Normalspannung. Modifikation durch FISH-Routine.

Doch nicht nur der Normalspannungseffekt wird durch diese Korrekturfunktion entfernt.
Wie Abb. 6.10 zeigt, wird hierdurch zusétzlich die Netzabhingigkeit vollkommen beseitigt.
Auch die Abhidngigkeit von der Normalsteifigkeit der Kontakte verschwindet fast vollig.
Lediglich im Bereich sehr hoher Normalspannungen (oy > 40 MPa) in Kombination
mit Normalsteifigkeiten deutlich unterhalb der Matrixkompressiblitit (ky < 10*MPa /m)
wird dann noch eine etwas verfriihte Rissoffnung beobachtet. Aufgrund der in den Be-

rechnungen verwendeten Bereiche der Normalsteifigkeiten ist dies fiir die dargestellten
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Simulationen und Studien jedoch von geringerer Relevanz und wiirde dariiber hinaus stets
eine konservativere Einschitzung bewirken.

Es ldsst sich festhalten, dass die topologischen Unterschiede in der Fluid-Kontakt-
Struktur von UDEC und 3DEC im zweidimensionalen Falle eine Korrekturfunktion not-
wendig machen, mit deren Hilfe den problematischen Abhéngigkeiten entgegengewirkt
werden kann. Dennoch wire die Ideallosung natiirlich eine topologische Umstrukturierung
in UDEC, die sich jedoch wohl nur mit gro3en Anstrengungen bewerkstelligen lief3e.

Nachdem wir also die Funktionalitit und die grundlegenden Abhédngigkeiten der Fluid-
ausbreitungssimulationen in UDEC und 3DEC untersucht haben, soll nun zur Ausbreitung
in komplexeren Voronoi-Strukturen iibergegangen werden. Da sich die Propagation entlang
der Korngrenzen der Voronoi-Blocke im Prinzip jeweils wieder auf einzelne Einzelschicht-
probleme reduzieren lédsst, miissen die einfachen Studien aus dem vorangehenden Abschnitt
nicht wiederholt werden.

Stattdessen interessieren wir uns fiir die Effekte und Simulationsszenarien, in denen
sich die zusitzliche geometrische Komplexitit dulern wird. Da wir fiir die mechanische
Wirkung bereits eine weitgehende Unabhingigkeit der Ergebnisse von der konkreten
Voronoi-Diskretisierung und ihrer jeweiligen Feinheit gezeigt haben, sollen dhnliche Unter-
suchungen auch fiir die Fluidausbreitung vorgenommen werden.

Zunichst wird in ungekoppelter, reiner Fluidsimulation untersucht, ob die Feinheit des
Voronoi-Rissflichennetzwerkes einen signifikanten Einfluss auf die Ausbreitungsgeschwin-
digkeit hat. Der Hintergrund dieser Frage ergibt sich daraus, dass das Fluid bei groberer
Struktur moglicherweise deutliche ,,Umwege* nehmen muss und somit die Ausbreitung
verlangsamt wird. Um diesen Einfluss der Voronoi-Blockgrofe auf die Fluidausbreitung zu
untersuchen, betrachten wir in Analogie zum Abschnitt 6.2 das einseitige Einstromen von
Fliissigkeit und die zeitliche Entwicklung der Fluidverteilung. Es wird nach vorgegebener
Simulationsdauer iiberpriift, ob die eindringende Fluidfront trotz verschiedener Zerlegun-
gen zu einem vorgegebenen Zeitpunkt an der gleichen Stelle angelangt ist. Dies wiirde
es analog zu den Festigkeitseigenschaften auch fiir die Fluidberechnungen erlauben, die
Salzstruktur mit groBeren Voronoi-Salzkristalle zu simulieren als dies in der Realitit der
Fall ist.

Das 2D-Modell ist ein 10x10 m groBes Quadrat, dass mit unterschiedlichen mittleren
Voronoi-Groflen von 0,25 bis 2 m zerlegt wird. Am linken Modellrand wird dann erneut

ein Randdruck von 10 MPa fixiert. Wie bereits beschrieben, handelt es sich um eine reine
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Abb. 6.10: Benotigter hydraulischer Aufrei-Uberdruck in Abhingigkeit der Normal-
steifigkeit (oben) und der Vernetzungsfeinheit (unten) mit und ohne Zuhilfenahme einer
Korrekturfunktion.
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hydraulische Berechnung und die Korngrenzen werden als gedffnet und damit permeabel
betrachtet. Die relevanten Parameter der Fluidausbreitung entsprechen denen aus Kapitel
6.2, wobei die Zeitskala der Ausbreitung hier irrelevant ist, da wir lediglich fiir die ver-
schiedenen Modell bei gleichbleibenden Randbedingungen und Parametern untersuchen
wollen, wie sich die Fluidfront entwickelt.

In Abbildung 6.11 wird die Fluidverteilung zum Zeitpunkt t = 60min nach Beginn
der Fluidinfiltration fiir die verschiedenen Modelle gegeniibergestellt. Es ist unmittelbar
ersichtlich, dass die Fluidfront in allen Modellen - unabhédngig von der individuellen
Zerlegung - in etwa die gleiche Distanz zuriickgelegt hat. Bei genauerer Betrachtung ist
entsprechend der eingehenden Vermutungen lediglich lokal eine geringfiigig geringere
Ausbreitunsgeschwindigkeit in der grobsten Struktur zu beobachten, die jedoch kein

signifikantes Ausmaf} annimmt.
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Abb. 6.11: Fluidausbreitung ca. 60 min nach Beginn der einseitigen, freien Infiltration in
verschieden fein zerlegte Voronoi-Strukturen.

Damit kann also festgestellt werden, dass zumindest aus rein geometrischen Gesichts-
punkten durch den Coarse-Graining Prozess keine unzulédssige Verfédlschung der Fluidaus-
breitungsdynamik bewirkt wird und somit auch fiir die hydro-mechanisch gekoppelten
Berechnungen auf Voronoi-Zerlegungen zuriickgegriffen werden kann, die eine geringe
Feinheit als die reale Salzstruktur aufweisen.

Aufgrund der expliziten Natur der Fluidberechnung in diskontinuumsmechanischen
Rechencodes wird sich das Fluid nach Uberschreitung der Perkolationsschwelle stets
entlang des geringsten Widerstandes, d.h. der geringsten Normalspannungen fortbewegen.
Diese Abhingigkeit der Perkolationsrichtung vom gegenwiértigen Spannungszustand wird
in aller Ausfiihrlichkeit bei der Validierung und Nachrechnung von Extensionsversuchen

und Drucktests an Bohrlochern in Kapitel 7.5 untersucht und somit hier nicht mit einem
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zusitzlichen Testmodell diskutiert. Die bisherigen Untersuchungsmodelle haben jedoch
gezeigt, dass die Funktionalitidt der hydraulischen Berechnungskomponenten bestitigt
wurde und die grundlegenden Mechanismen der perkolativen Fluidpropagation durch den

diskontinuumsmechanischen Ansatz abgebildet werden konnen.



Kapitel 7

Validierung

7.1 Einachsiale Druckversuche

an zylindrischen Priifkorpern

7.1.1 Coarse-Graining-Vorstudie

Die Korngroenverteilung typischer Salzgesteine liegt im Bereich von einigen Mikrometern
bis hin zu Zentimetern. Fiir die gebirgsmechanische Modellierung von Steinsalzpfeilern,
Kavernen und anderen Aufgabenstellungen miisste also eine immense Anzahl von diskon-
tinuumsmechanischen Elementen simuliert werden, wenn man die Feinstruktur bis auf
die Groflenordnung der Salzkristalle abbilden mochte. Wie der folgende Abschnitt jedoch
demonstriert, lassen sich die aus der diskontinuierlichen Natur der Salzgesteine folgenden
Eigenschaften bereits mit einer deutlich groberen Kristallstruktur qualitativ und quantita-
tiv erfolgreich modellieren. Dieser Ansatz der gezielten Vergroberung — das sogenannte
,Coarse Graining* — wird es ermoglichen, auch geologisch relevante Gro3enordnungen
durch die diskontinuumsmechanische Methode mit lediglich geringfiigigen Anpassungen
fiir die hydraulischen Eigenschaften zu simulieren.

Um dies zu illustrieren, wird zunéchst ein zylindrischer Priifkorper mit drei verschiede-
nen mittleren KorngroBen einem einachsialen Druckversuch unterzogen. Fiir diese einfa-
che Studie wird die vollstandige Modellierungsmethodik fiir das visko-elasto-plastische
Stoffmodell (Kapitel 5) noch nicht verwendet. Stattdessen werden die Blocke selbst rein
elastisch modelliert, wihrend ein lineares Mohr-Coulomb Schermodell auf den Korngren-

zen wirkt. Fiir die Modellierung der komplexen Eigenschaften von Salzgesteinen sind diese
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Stoffmodelle zwar ungeeignet, sind jedoch fiir die anvisierte Diskretisierungsstudie eine
einfache und leicht reproduzierbare Moglichkeit, das sprode Versagen eines Priifkorpers
ohne plastische Verformung abzubilden. Die simulierte Probe wird daher zunéchst rein
elastisch reagieren, bis die Scherfestigkeiten auf den Korngrenzen iiberschritten werden,
woraufhin der Priifkorper schlagartig versagt. Im Rahmen dieser Studie interessiert dabei
vor allem, ob der Bruchpunkt - also die Festigkeit der Probe - unabhéngig von der Feinheit

der Blockstruktur bleibt.

Tab. 7.1: Materialparameter der Coarse-Graining Vorstudie eines einaxialen Druckversu-
ches.

Zoneneigenschaften
Elastisches Stoffmodell

Kompressionsmodul K [GPa] 16,7 Schermodul G [GPa] 10
Dichte [kg/m®] 2450

Schichtflicheneigenschaften
Mohr-Coulomb Modell
Normalsteifigkeit ky [GPa/m] 10 Kohision [MPa]
Schersteifigkeit ks [GPa/m] 2 Restkohision [MPa]
Reibungswinkel [ /] 30 Zugfestigkeit [MPa]
Restreibungswinkel [ /] 15 Restzugfestigkeit [MPa]

S B~ O

Zusitzlicher positiver Nebeneffekt dieser Berechnungen ist die vergleichende Vali-
dierung mit den Resultaten dhnlicher Simulationen in [68, 74], weshalb die dortige Pa-
rametrisierung fiir das Mohr-Coulomb Modell hier iibernommen wird. Tabelle 7.1 stellt
die Gesamtparametrisierung fiir diese Simulationsstudie zusammen. Im Hinblick auf die
Modellierung groBraumiger Strukturen wurde die Probe mit einer Grofle von 12 m und
einem Durchmesser von 6 m dargestellt. Im Vergleich zu [68] bedeutet dies lediglich
etwas geringere Kontaktsteifigkeiten entsprechend der Relationen in Abschnitt 5.1. Das
Verhiltnis von Hohe zu Durchmesser entspricht den Empfehlungen zu Druckversuchen an
zylindrischen Priifkorpern [75].

Die zylindrischen Priifkérper werden nun in den Simulationen zwischen zwei Stahl-
platten platziert und die obere Druckplatte mit konstanter Geschwindigkeit nach unten
bewegt (verformungsgeregelte Versuchsfiihrung). In Anlehnung an reale einachsiale Druck-
versuche wird eine hohe Endflichenreibung zwischen Stahlplatten und den Stirnseiten

der Zylinderproben angenommen. Innerhalb der Simulation wird die axiale Spannung
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Abb. 7.1: Diskontinuumsmechanischer zylindrischer Probenkorper mit drei verschiedenen
mittleren Korngrof3en.

ermittelt und protokolliert indem die mittlere Normalspannung der Kontaktfliche zwischen
Zylinder und oberem Druckstempel berechnet wird. Zur Kontrolle wird diese Auswertung
auch fiir die Kontaktfliche zur Bodenplatte vorgenommen, um zu gewihrleisten, dass die
Verformungsgeschwindigkeit nicht zu hoch ist. Alternativ kann die Geschwindigkeit des
Druckstempels auch an die Spannungsdifferenz zwischen den beiden Kontaktflichen zu den
Stahlplatten gekoppelt werden, worauf in dieser Arbeit jedoch verzichtet wurde, da somit
eine quasi-zufillige Komponente in den Versuchsablauf eingeht und streng genommen
nicht mehr mit den konstant weggeregelten realen Druckversuchen verglichen werden kann.
Aus diesem Grund wurde die Verformungsgeschwindigkeit aus Testrechnungen so gewéhlt,
dass der Unterschied zwischen beiden Spannungswerten nie grofer als 0,1 MPa wurde.

Abb. 7.2 zeigt die Ergebnisse des einachsialen Druckversuches an den drei verschieden
grobkornigen Zylinderproben im Vergleich zu den Resultaten der dhnlichen Modellierung
in [74].

Alle Proben zeigen das erwartet sprode Bruchverhalten nach dem Erreichen der maxi-
malen Festigkeit, die fiir die verwendeten Parameter bei ca. 15 MPa liegt und zwischen
den unterschiedlichen Modellen kaum variiert. Es zeigt sich bei zunehmend groberen
KristallgroBen lediglich eine leichte Neigung zu einem insgesamt etwas sproderem Nach-
bruchverhalten, was sich dadurch begriinden lésst, dass das Herausbrechen eines Blockes
natiirlich einen stirkeren Einfluss auf das Festigkeitsverhalten der Restprobe haben wird,
je grofer dieser Block in Relation zur Gesamtprobe ist. Die Abweichungen im Anstieg

der elastischen Reaktion ergeben sich in Ubereinstimmung mit den Uberlegungen im
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Abb. 7.2: Ergebnisse der diskontinuumsmechanischen Studie mit Druckversuchen an
verschieden grob diskretisierten Zylinderproben.

vorangehenden Abschnitt: Bei Verdnderung der Blockanzahl verschieben sich die Anteile
der inter- und intra-kristallinen elastischen Verformungen fiir die Gesamtprobe, sodass bei
geringen Blockzahlen die intrakristalline Deformation dominiert und vice versa.
Insgesamt bestitigen diese Ergebnisse jedoch die Eingangsthese, dass die Effekte der
diskontinuierlichen Gesteinsstruktur bereits bei weitaus groeren Korngroflen im Vergleich
zu den realen Salzkornern auftreten und die diskontinuumsmechanische Modellierung
somit auch fiir praktisch relevante GroBBenordnungen angewandt werden kann. Das Er-
gebnis der vergleichbaren Simulation aus [68] ordnet sich gut in die Resultate unserer
Berechnungen ein und weicht lediglich in der maximalen Festigkeit um ca. 8% ab. Damit
betrachten wir also auch den in dieser Arbeit verwendeten grundlegenden Berechnungsab-
lauf der diskontinuumsmechanischen Modellierung im Vergleich mit dhnlichen Arbeiten

als validiert.

7.1.2 Modellaufbau, Randbedingungen und Berechnungsvarianten

Die vorangehend erlauterte Modellierungsstrategie wurde nun zur Nachrechnung der ein-

achsialen Kompressionsversuche an zylindrischen Probenkdrpern mit Schlankheitsmal3 1
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angewandt. Hierfiir wurde der drei-dimensionale Priitkorper mit 1010 Voronoi-Elementen

modelliert, wodurch im Mittel etwa 10 Blocke pro Probenhohe vorhanden sind. Die Ver-

Abb. 7.3: Zylinderférmiger Probekorper in der diskontinuumsmechanischen Modellierung
durch Voronoi-Zerlegung (links, verschiedene Blocke farblich markiert) im Vergleich zur
realen Probe (rechts).

gleichsberechnungen in Abschnitt 7.1.1 hatten gezeigt, dass auch bei deutlich geringeren
Diskretisierungsfeinheiten (= 400 Elemente) nur geringe Abweichungen in den ermittelten
Festigkeiten festzustellen sind, sodass die gewéhlte Blockdichte im Sinne einer moglichst
genauen Erfassung der Bruch- und Versagensmechanismen deutlich oberhalb der mini-
malen Blockanzahl liegt, wiahrend das Modell dennoch rechentechnisch in vertretbaren
Zeitrdumen realisierbar bleibt.

Die nachzurechnenden Laborversuche waren sowohl verformungs- als auch kraft-
geregelt durchgefiihrt wurden (Anhang A.1), weshalb auch in der Modellierung beide
Verfahrensweisen simuliert worden sind. Diese unterscheiden sich vor allem in der Dy-
namik im Nachbruchbereich: Bei kraftgeregelten Versuchen erfolgt mit dem Erreichen
der Bruchfestigkeit ein spontaner Verlust der Tragfihigkeit, d. h. die Proben kollabieren
in Sekundenbruchteilen schlagartig, wihrend sich im verformungsgeregelten Versuch ein
allmahlicher Ubergang in ein Plateau entsprechend eines stabilen Restfestigkeitsniveaus
ergibt. Ursidchlich hierfiir sind die lokal unterschiedlichen Verformungen. Der Vergleich
der Bruchbilder wihrend und nach dem Verformungsversuch zeigt, dass sich in beiden
Fillen mit einsetzender plastischer Verformung zunichst nach einer Auflockerung der
Mantelfliche Scherbahnen entlang eines auf den stumpfen Spitzen stehenden Doppelkegels
ausbilden, wobei es auf der Aullenseite mit fortschreitender Verformung zu erheblichen

Abschalungen kommt. Die stumpfen Kegelspitzen beriihren sich im Probenzentrum und
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besitzen trotz des offensichtlichen Querschnittsverlustes durch die Abschalungen aufgrund
der erzielten Verfestigung eine erhebliche Resttragfihigkeit. Wihrend sich im weggeregel-
ten Verformungsversuch nach dem Probenbruch infolge der durch die Maschinenregelung
erfolgten Abnahme der Axialspannung die lokalisierte Verformung auf den Scherbahnen
stabilisiert, kommt es im kraftgeregelten Versuch zu einer Uberlastung des Pfeilerkerns,
der zum schlagartigen Abgleiten der Scherkegel fiihrt. Auch nach dem Berdumen der
Versuchskorper nach Versuchsende bleiben die Reste der Doppelkegel erhalten, wobei sich

im weggeregelten Versuch die Kegelspitzen nach wie vor berithren und auch mechanisch

stabil sind (Abb. 7.4).

Abb. 7.4: Priitkorper nach weggeregeltem Druckversuch im Laborversuch (links) und der
Simulation (rechts). Abschalungen jeweils nach Versuchsende entfernt.

Als weitere Berechnungsvariante wurde zusitzlich eine Simulation durchgefiihrt, in
der keine Endflachenreibung zwischen Probekorper und Stempel angenommen wurde.
Eine derartige Versuchsfithrung war zwar nicht Teil des Untersuchungsprogrammes am
Steinsalz, aber charakterisierte sich in anderen Versuchen durch eine deutlich geringere
Tragfdhigkeit und vertikal orientierten Rissstrukturen bis in den Pfeilerkern hinein. Von
daher war es von Interesse, ob die diskontinuumsmechanische Modellierung auch diese

Effekte qualitativ bestétigen kann.

7.1.3 Berechnungsergebnisse

Abbildung 7.5 zeigt das Ergebnis der Simulation bei Verformungsregelung zusammen
mit den experimentell erhaltenen Kurvenscharen, die den Bereich der Streuung verdeutli-

chen. Die errechnete Tragfidhigkeitskurve ordnet sich hervorragend in die experimentellen
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Messwerte ein, insbesondere beziiglich der maximalen Tragfihigkeit und der langsam
abfallenden Axialspannung im Nachbruchbereich (zugehorige Modellparameter zusam-

mengestellt in den Anlagen B.1 & B.2).
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Abb. 7.5: Berechnete Tragfihigkeitskurve im Vergleich zu den Laborergebnissen.

Die detaillierte Untersuchung des Bruchverhaltens in dieser Simulation ermdglicht
einen Einblick in die auftretenden interkristallinen Versagensmechanismen. Zu Beginn
der Belastung treten bereits ab 0,1 % Verformung erste Zugrisse in der Probe auf und
zeigen damit das Einsetzen von dilatanter Schidigung (Abb. 7.6, blaue Kurve). Anhand
eines normierten Windplots der Rissorientierungen kann man ablesen, dass diese Zugrisse
in Ubereinstimmung mit den Ergebnissen von AE-Untersuchungen vornehmlich parallel
zur Belastungsachse, d.h. vertikal ausgerichtet sind (Abb. 7.7). Erst ab ca. 3 % axialer
Verformung nimmt auch die Anzahl auftretender Scherrisse spiirbar zu (griine Kurve in Abb.
7.6), deren mittlerer Winkel beziiglich der z-Achse, ¢z, sich mit ansteigender Verformung
ebenfalls erhoht. Im Verformungsbereich von 6 bis 9 % axialer Deformation bedeutet diese
einen mittleren Winkel von az=25° bei Maximalwerten von bis zu 40°.

Bei kraftgeregelter Verfahrensweise (Anhang A.2, blaue Kurve) ergibt sich zunichst
eine fast identische Tragfdhigkeitskurve, die aufgrund der kontinuierlichen weiteren Be-
lastung das Tragfdahigkeitsmaximum der Verformungsregelung leicht iiberschreitet, wor-

aufthin die Probe infolge des iiberlasteten Pfeilerkernes sprode versagt. Damit hat das
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Abb. 7.6: Anzahl der Mikrorisse durch Zug- und Scherbeanspruchung in Abhingigkeit der
axialen Deformation.
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Abb. 7.7: Windplots zur Orientierung der gebildeten Risse in verschiedenen Verformungs-
bereichen.
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diskontinuumsmechanische Modell das qualitative und quantitative Verhalten der Laborver-
suche erfolgreich reproduziert und den Einfluss der Verformungsrandbedingungen korrekt
nachvollzogen.

Die zusitzliche Berechnungsvariante mit geringer Endflachenreibung ist in Anhang A.2
durch die rote Kurve dargestellt. Wie erwartet, bilden sich vertikale Rissstrukturen bis in
den Pfeilerkern hinein (Anhang A.3) und fiihren zu einer deutlichen Verringerung der Pro-
bentragfihigkeit, womit durch die Berechnungen eine weitere experimentelle Beobachtung

reproduziert werden konnte.
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7.2 Triaxiale Druckversuche

an zylindrischen Priifkorpern

7.2.1 Modellaufbau, Zielstellung und Volumenmessung

Nachdem das Priifkorperverhalten unter einachsialer Belastung bei verschiedenen Randbe-
dingungen erfolgreich reproduziert werden konnte, ist als nidchster Schritt das Verhalten
unter triaxialer Einspannung zu untersuchen. Hierbei sind im besonderen die folgenden

Fragestellungen fiir die diskontinuumsmechanische Simulation relevant:

* Wird bei zunehmender Einspannung eine ansteigende Festigkeit und hohere Gesamt-

verformung bis zum Bruchpunkt beobachtet?

 Kann der Ubergang zum viskoplastischen FlieBen ohne Entfestigung abgebildet

werden?

* Inwieweit stimmt die volumetrische Auflockerung als MaB fiir die Priifkorperschadi-

gung mit dem Experiment {iberein?

Bei den nachzurechnenden Laborversuchen handelt es sich um triaxiale Druckversuche
an Steinsalzpriifkorpern der gleichen Lokalitit wie sie im Rahmen der einachsialen Druck-
versuche verwendet wurden, wobei das Verhiltnis Hohe:Breite der zylindrischen Proben
jedoch nun 2:1 betrégt. Fiir die Simulation der verschiedenen Einspannungen wurde die
duBere Oberflache der modellierten Priifkdrper mit der entsprechenden Normalspannung
beaufschlagt und unter diesen Randbedingungen relaxiert. Der Simulationsablauf selbst ist
dann identisch zu den verformungsgeregelten einaxialen Druckversuchen im vorherigen
Abschnitt.

Die Auswertung der Dilatanz im Laufe der Berechnungen gestaltet sich dabei jedoch
komplizert, denn in diesem Fall kann nicht wie in einem kontinuumsmechanischen Modell
einfach iiber die Volumina der Elemente summiert werden, da die entstehenden Hohlrdume
bei der explizit modellierten Rissbildung davon nicht erfasst werden. Stattdessen muss in
Analogie zum tatsédchlichen Laborexperiment aus der du3eren Einhiillenden des Priifkor-
pers das Volumen errechnet werden. Aus der Betrachtung einer typischen Dilatanzkurve
lasst sich eine bendtigte Genauigkeit von mindestens 0.1 % bei der Bestimmung des Priif-

korpervolumens ableiten, um den Dilatanzeffekt auflosen zu konnen. Vorstudien haben
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gezeigt, dass es aufgrund der rauen Oberflachenstruktur und dem bei hohen Verformungen
nicht zwingend symmetrischen Verformungsbild im Hinblick auf die geforderte Genauig-
keit nicht ausreicht, das Volumen anhand einer einfachen Fassregel mit einem maximalen

Durchmesser D und Ausgangsdurchmesser d zu ermitteln:

_T )
V= 12h(zz) +d°) (7.1)

Stattdessen wurde die radiale Verschiebung entlang von 7 horizontalen Umrissen

anhand von jeweils 8 Stiitzstellen gemessen und die mittleren Radien | bis r;7 berechnet

(Abb. 7.8).

Abb. 7.8: Volumenmessung am diskontinuumsmechanischen Modell anhand von 7 Kon-
trollradien.

Auf deren Grundlage kann dann das Volumen unter Anwendung der Simpson’schen

Regel approximiert werden mit:

T
V:%h(r%+r%+2-(r%+r§)+4-(r%+rﬁ+r%)) (7.2)

7.2.2 Ergebnisse

Die berechneten Tragfahigkeitskurven fiir verschiedene Einspannungen sind in Abb. 7.9a
dargestellt (Parameter gemidf3 Anlage B.1 & B.2). Es ist zunéchst festzuhalten, dass beziig-
lich der erreichten maximalen Festigkeiten und Verformungen eine gute Ubereinstimmung

mit den experimentell ermittelten Kurven besteht und die Genauigkeit stets innerhalb
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der typischen Abweichungen zwischen verschiedenen Priifkdrpern liegt. Insbesondere ist
die zunehmende effektive Festigkeit mit steigender Einspannung zu beobachten, die bei

ausreichend hoher Einspannung den Ubergang zum viskoplastischen FlieBen vollzieht.

Experiment (gestrichelt) vs. Simulation (durchgezogen)
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Abb. 7.9: Nachrechnung triaxialer Druckversuche an Steinsalzproben im Vergleich zu
Labordaten.

Hinsichtlich des einspannungsabhéngigen Verformungsverhaltens hat die diskontinu-
umsmechanische Berechnung auch in diesem Beispiel die essentiellen Charakteristiken des
Verformungs- und Bruchprozesses erfolgreich abgebildet. Auch die Dilatanzentwicklung in
Abb. 7.9b bestitigt zunédchst das qualitativ erwartete Verhalten unter triaxialer Kompression:
Auf einen Bereich der Volumenabnahme folgt mit dem Einsetzen der mikroskopischen

Schidigung und Rissbildung eine Zunahme des Probenvolumens, die umso ausgeprigter
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ist, je geringer die Einspannung des Priifkorpers ist. Wie der Vergleich mit den experimen-
tellen Labordaten zeigt, wurde jedoch nicht nur die qualitative Schidigungsdynamik in den
diskontinuumsmechanischen Berechnungen reproduziert, sondern im Rahmen der Genau-
igkeit der Volumenapproximation iiber Gl. (7.1) auch eine sehr gute Ubereinstimmung mit
den quantitativen Messwerten erzielt.

Lediglich im Nachbruchbereich bei groen Verformungen fallen die diskontinuumsme-
chanischen Priifkorper unter das experimentell ermittelte Restfestigkeitsniveau, wihrend
die Dilatanzkurve nicht abknickt, sondern weiter ansteigt. Die Ursache hierfiir wird in der
zunehmenden Bedeutung von Kristallentfestigungsprozessen im spiten Nachbruchbereich
bei realen Priifkdrpern gesehen, die ein Durch- bzw. Abscheren der kristallographischen
Ebenen der Kristalle selbst ermoglichen, wordurch die Priifkérperverformung dann fast
volumenkonstant entlang von makroskopischen Scherbahnen erfolgt und nicht linger durch
neue intrakristalline Rissbildung. Ohne diesen Mechanismus muss die Last weiterhin
durch Rissbildung und -aufweitung abgebaut werden, weshalb in den Simulationen die
Dilatanzkurve weiter steigt und die Restfestigkeit leicht abnimmt.

Im nachfolgenden Abschnitt 7.2.3 werden die Hintergriinde und die Plausibilitét dieser
Begriindung ausfiihrlich behandelt und gleichzeitig demonstriert, wie diesen Effekten
Rechnung getragen werden kann, um diese letzte Diskrepanz im hochverformten post-
failure-Bereich zu elimineren. An dieser Stelle der Beurteilung der modellierten triaxialen
Druckversuche sei lediglich zusammengefasst, dass die diskontinuumsmechanische Simu-
lation alle anwendungsrelevanten Charakteristika von plastischer Verfestigung, maximalen
Tragfihigkeiten, Dilatanzentwicklung bis hin zum Ubergang ins dilatanzfreie plastische
FlieBen hervorragend abbildet und lediglich im anwendungstechnisch weniger relevanten
spaten Nachbruchbereich Unterschiede vorzufinden sind.

Die Schiadigungsentwicklung im Inneren des Priifkorpers — insbesondere bei geringen
Einspannungen — lésst sich besonders gut in einem Schnittbild durch den Priifkérper veran-
schaulichen (Abb. 7.10). Durch die erhohte Einspannung im Bereich der Druckstempel
bilden sich am oberen und unteren Ende der Probe Druckkegel, entlang derer die Korn-
grenzen abscheren und somit die Abschalungen in horizontaler Richtung herausgedriickt
werden. In Anlage A.4 sind zusétzliche Abbildungen der modellierten Priifkorperverfor-
mungen im Vergleich zu dhnlichen realen Proben zusammengestellt.

Zusitzlich zur Quantifizierung der Priifkorperschiadigung iiber die Messung der volume-

trischen Auflockerung kann die Schidigungsentwicklung auch durch die Verdnderung der
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Abb. 7.10: Modellierte Rissbildung im Inneren des Priifkorpers durch weggeregelte Ver-
formung (Vertikalschnitt).

Schallgeschwindigkeit des Priitkorpers beschrieben werden (Vgl. Kapitel 5.2). In Analogie
zu experimentellen Messungen [63] wurden auch in der diskontinuumsmechanischen Si-
mulation an verschiedenen Verformungsstufen Schallmessungen vorgenommen, indem das
Zeitintervall gemessen wurde, in dem ein Scher-Impuls von der Ober- bis zur Unterkante
der Probe ausbreitet (Abb. 7.11).

Der Verlauf der Schallgeschwindigkeiten vy unterstreicht die bisherigen Uberlegun-
gen und Beobachtungen zum Schidigungsprozess. Nach einer initialen Phase mit quasi-
konstantem v, folgt mit einsetzender Schidigung nach Uberschreitung der Dilatanzgrenze
eine allméhliche Reduktion der Schallgeschwindigkeit. Diese Reduktionsrate bleibt zu-
nichst annihernd konstant, bevor beim Erreichen und Uberschreiten der Maximalfestigkeit
des Priifkorpers ein noch deutlicher Abfall der Schallgeschwindigkeit zu beobachten ist. Ab
etwa 6-7%- Verformung — d.h. also genau im Bereich der Maximalfestigkeit — findet in Uber-
einstimmung mit den Ergebnissen realer Schallmessungen ein zweiter Ubergang statt, nach
dem die Schallgeschwindigkeit mit zunehmender Deformation nun noch stirker abnimmt.
Somit bestitigt die dynamische diskontinuumsmechanische Simulation durch die explizite
Modellierung der Korngrenzen auch aus Sicht der Reduktion der Schallgeschwindigkeiten

das experimentell gemessene Verhalten.
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Abb. 7.11: Verdnderung der Schallgeschwindigkeiten im Laufe eines triaxialen Druckver-
suches (03 = 1 MPa).

7.2.3 Einsetzen intrakristalliner Schidigung im Nachbruchbereich

Wir hatten anhand der Dilatanzentwicklung in den Validierungsresultaten der Nachrech-
nung triaxialer Druckversuche an Steinsalzpriifkorpern (Abschnitt 7.2) gesehen, dass sich
das Einsetzen der Priifkorperschiadigung infolge der explizit modellierten Rissoffnung
entlang der Korngrenzen mit guter Genauigkeit nachbilden lie. Ebenso wurden die ein-
spannungsabhingige Verfestigung und die Maximalfestigkeiten basierend auf der in Kapitel
5 vorgestellten Parametrisierungsmethode erfolgreich in den Modellrechnungen repliziert.

Im Bereich hoher post-failure-Verformungen kommt es beim Ubergang zum quasi-
stationiren Restfestigkeitsniveau jedoch zu Abweichungen zwischen Experiment und
Simulation. Zwar ist dieser Bereich weit im Versagenszustand fiir die geomechanische
Bewertung der Standfestigkeit und Integritét von untertigigen Grubenbauen, Kavernen und
anderen denkbaren geotechnischen Aufgabenstellungen nur von sekundirer Bedeutung, je-
doch soll im Rahmen dieses ergidnzenden Anhanges erortert werden, welche Effekte hierfiir
verantwortlich sind und in weiteren Entwicklungsstufen des diskontinuumsmechanischen

Simulationsansatzes angegangen werden sollten.
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Hierfiir schauen wir zunéchst auf die Dilatanzentwicklung in einem typischen Triaxi-
alversuch zuriick. Wie bereits ausfiihrend erldutert, findet die Schidigungsentwicklung
des Salzgesteins zunichst vorwiegend iiber die versagenden Korngrenzen als intrinsisches
Schwicheflachennetzwerk statt, deren Scher- und Zugfestigkeiten dabei die Festigkeit des
Priifkorpers bestimmen. Das Uberschreiten der Dilatanzgrenze fiihrt zur Rissbildung im
Priifkorper, wodurch sich dessen Volumen erhoht, d.h. die Dilatanzkurve steigt an. Durch
die zunehmende Rissdichte und Vernetzung der entstandenen Risse erreicht der Priifkdrper
bei geringen Einspannungen letztendlich eine Maximalfestigkeit die nachfolgend wieder
abnimmt. Im Nachbruchbereich gleiten die Kristalle zunichst aneinander entlang, wéihrend
sich durch die zunehmende Deformation weitere Risse 6ffnen, wodurch die Dilatanzkurve
zunichst weiter ansteigt (Abb. 7.12, Punkt 2). Bis zu diesem Punkt wird die experimentelle

Beobachtung durch die diskontinuumsmechanische Simulation hervorragend nachgebildet.

Dilatanz

T ¥ T
Axialverformung

Abb. 7.12: Schematische Darstellung inter- und intrakristalliner Entfestigungsprozesse in
Relation zur Dilatanzentwicklung.

Darauffolgend geschieht im realen Priifkorper jedoch folgendes: Die Restlast wird durch
die scherverschiebungsinduzierte Materialauflockerung von immer kleinen Bereichen der

Kristalle getragen, wodurch letztendlich eine intrakristalline Entfestigung (,,Kristallzertriim-
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merung*) einsetzt. Ab diesem Punkt werden kaum noch neue Risse gebildet; stattdessen
schert der Priifkdrper durch die Durchtrennung der Kristallen quasi-volumentreu ab (Abb.
7.12, Punkt 3). Im Festigkeitsdiagramm zeichnet sich dieser Bereich durch die Bildung
eines konstanten Restfestigkeitsniveaus ab, wihrend die Dilatanzkurve einen deutlich
sichtbaren Knick aufweist und die Volumenzunahmen nachfolgend stark vermindert ist.

Leider ist es im derzeitigen Entwicklungsstand von UDEC und 3DEC nicht méglich,
die initial erstellten Voronoi-Blocke infolge von Scher- und Zugbelastungen zu ,teilen®, d.h.
also die Kristallzertrimmerung addquat abzubilden. Stattdessen kann man lediglich eine
Entfestigung in der Kristallplastizitét selbst beriicksichtigen, der bis hierhin rein verfesti-
gende Eigenschaften zugeordnete waren. Dies steht in keinem Widerspruch zur in Kapitel 5
vorgestellten Methodik, da diese Entfestigung erst bei sehr starker Kristallverformung (z.B.
> 30 %) einsetzt und die diskontinuumsmechanische Abbildung des Priifkorperversagens
iber die Rissbildung an Korngrenzen unberiihrt ldsst. Die Schwierigkeiten liegen hierbei
eher in numerischen Gesichtspunkten: Um die intrakristallinen Scherbahnen aufzuldsen ist
eine dementsprechend hohe Vernetzungsdichte notwendig, die zu stark erhohten Rechen-
zeiten fiithrt. Dariiber wird die numerische Stabilitdt durch die hohe Kristalldeformation
stark strapaziert, da sich die Kristalle nicht in unabhédngige Triimmer zerlegen konnen,
sondern dies durch hohe Netzdeformation nachgebildet werden muss.

Dennoch ist es am Beispiel der zweidimensionalen Nachrechnung von Scherversuchen
gelungen, zu zeigen, dass die eingehende Uberlegungen zu den Ursachen der Unterschiede
zwischen Experiment und Simulation bei hohen post-failure-Deformation stimmig und
die vorgeschlagenen Mallnahmen zur Losung des Problems zielfiihrend sind. Nachfolgend
werden diese ergidnzenden Modellrechnungen dargestellt und erliutert.

Abbildung 7.13 verdeutlicht, wie die prinzipiellen Mechanismen auch im Scherversuch
ganz analog zum Triaxialversuch zum Tragen kommen. Nach elastischer Anfangsdefor-
mation und plastischer Verfestigung bilden sich zuginduzierte Risse, die sich zunehmend
aufweiten. Die als Scherdilatanz bezeichnete Vertikalverschiebung (die hierbei die analoge
GroBe zur Dilatanz im Triaxialversuch ist) nimmt in diesem Bereich schidigungsgetrieben
zu. Mit zunehmendem Aufgleiten der Kristalle durch Deformation und Rissbildung erreicht
die Scherfestigkeit ein Maximum und l4uft nachfolgend auf ein Restreibungsniveau. Somit
stoppt im Scherversuch das Aufgleiten und die Vertikalverschiebung bleibt nahezu konstant.

Diese Dominanz der interkristallinen Korngrenzéffnung tiber weite Verformungsbereiche
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Abb. 7.13: Gemessene Scherspannung und Vertikalverschiebung wihrend eines Scherver-
suches an homogenem Steinsalz.

und die zusitzliche Entwicklung von intrakristallinen Rissen im Nachbruchbereiche wurde
bereits in partikelbasierten Simulation d@hnlicher Scherversuche nachgewiesen [76].

In unmodifizierten diskontinuumsmechanischen Nachrechnungen dieser Scherversuche
treffen wir zunéchst auf die gleiche Problematik wie im Triaxialversuch. Nach sehr guter
Reproduktion der maximalen Scherfestigkeit und Vertikalverschiebungen bis zum Nach-
bruchbereich knickt die Scherdilatanz nicht ab, sondern nimmt weiter zu (Abb. 7.14, griine
Kurve). Die Scherlast verteilt sich nun nur noch auf wenige Kristalle, die sich regelrecht zu
einem Turm aufrichten und zu weiter Vertikalverschiebung der Probe fiihren. Dieser Effekt
tritt unabhéngig von der konkreten Voronoi-Zerlegung und ihrer Diskretisierungsfeinheit
auf.

Ergénzt man nun die plastischen Kristalleigenschaften in einer Modifikation um eine
Entfestigung ab lokalen plastischen Verformungen von ca. 30% und wiederholt die Simula-
tion, kommt es letztlich zum Durchscheren der Kristalle und dem erwarteten Abknicken der
Dilatanzkurve (Abb. 7.14 und 7.15). Allerdings ist es hierfiir auch notwendig, in der Mo-
dellierung eine sehr feine Vernetzung der Kristalle anzusetzen, damit die intrakristallinen
Scherbénder aufgelost werden konnen.

Somit wurden die grundlegenden Uberlegungen zu Ursache und moglicher Aufhebung
der Diskrepanzen im hochverformten post-failure-Bereich bestitigt. Da diese aufgrund

der gegenwirtigen Einschrinkungen im Programmcode jedoch mit groBem Aufwand
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Abb. 7.14: Modellierte Normalverschiebung im Scherversuch im Vergleich zum experi-
mentellen Ergebnis.

einhergehen, muss abgeschitzt werden, ob die Abbildung dieser — anwendungstechnisch

als weniger relevant zu charakterisierenden — Effekte fiir praktische Aufgabenstellungen

tatsidchlich notwendig ist.
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Abb. 7.15: Diskontinuumsmechanische Simulation eines Scherversuches mit sichtbarer
Rissbildung und Aufgleiten (links) sowie Durchscheren von Kristallen bei hohen Verfor-

mungen (rechts, pinke Bereiche).

Im Rahmen dieser Abschnittes sollte gezeigt werden, dass die diskontinuumsmecha-
nische Modellierung in der Lage ist, die Festigkeit und Schadigungsentwicklung von
Salzgesteinen bis in hohe Verformungsbereiche realitidtsnah abzubilden und dass die verblei-

benden Diskrepanzen im Bereich des spiten post-failure Bereiches durch Kristallzertriim-
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mungseffekte hervorgerufen werden. Diese Effekte konnen aufgrund programmtechnischer
Einschriankungen und numerischer Restriktionen nur mit erhdhtem Aufwand beriicksichtigt
werden, wodurch jedoch die verbliebenen Unterschiede verschwinden. Sollte in zukiinfti-
gen Entwicklungsstufen der Programmsysteme UDEC & 3DEC die Zerteilung von Blocken
moglich werden, wird dieser Effekt deutlich einfacher und realitdtsnaher abgebildet werden

konnen.
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7.3 Pfeilermodelle

7.3.1 Modellaufbau, Randbedingungen und Berechnungsvarianten

Im Rahmen von IfG-Laboruntersuchungen sind Pfeilermodellversuche durchgefiihrt wor-
den, mit denen ausgehend von einem konstanten Pfeilerquerschnitt und Hohenverhiltnis
naturnahe Einspannungsverhéltnisse im Liegenden bzw. Hangenden der Modellpfeiler iiber
die Fertigung jeweils eines kompletten Modellpfeilers einschlieBlich eines Sohlen und
Firstanschlussstiickes realisiert werden sollten. Auch hier waren unterschiedliche Versuchs-
regimes (kraft- bzw. verformungsgeregelt) realisiert sowie erginzende Pfeilermodellversu-
che durchgefiihrt worden, bei denen zusétzlich zur rein vertikalen Kraftkomponente seitlich

eine horizontale Scherkomponente wirkte. Die Pfeilermodelle fiir die Modellversuche

Abb. 7.16: Darstellung des Pfeilermodelles und Prinzipskizze der Versuchsanordnung
(links,mitte). Diskontinuumsmechanischer Nachbau des Pfeilermodelles (rechts).

wurden mittels Heraussigen aus entsprechenden Grof3blocken gewonnen. Danach wurden
zundchst Quader (Maf3e L x B x H: ca. 150 x 150 x 200 mm) mittels Abdrehen auf einer
Karusselldrehbank hergestellt. Abschliefend wurde mittig der eigentliche Pfeiler durch Her-
ausfrisen seitlicher Vertiefungen hergestellt. Dadurch entstanden komplette Pfeilermodelle
mit einem SchlankheitsmaBl & = 1 und einem Formfaktor pt = 0.4, bestehend aus Steinsalz-
Hangendplatte (MaBle L x B x H: ca. 150 x 150 x 70 mm), Steinsalz-Rechteckpfeiler (Malle
L x B x H: ca. 150 x 60 x 60 mm) und Steinsalz-Liegendplatte (Male L x B x H: ca. 150 x
150 x 70 mm). Abbildung 7.16 zeigt die resultierende Probenform und den schematischen

Versuchsaufbau.
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Die IfG-Laborversuche der verformungsgeregelten Belastung des Pfeilermodells (Abb.
7.18, blaue Kurve) zeigten eine quasielastische Anfangsverformung mit Ubergang zu einer
flacher werdenden Kurve infolge zunehmender Verfestigung. Nach ca. 10% Verformung
wurde ein Tragfihigkeitsmaximum in der Groenordnung von o7 = 45 MPa erreicht, das
trotz fortschreitender Verformung bis zum Erreichen der vorgegebenen Endverformung bei
&y = 25% erhalten blieb und durch das BreitflieBen des Pfeilers und die Stiitzwirkung der
Abschalungen sogar wieder leicht anstieg. Hier zeigte sich ein wesentlicher Unterschied
zum zylindrischen Pfeilerversuch. Das makroskopische Schidigungsbild zeigte die Ent-
wicklung von grordumigen Abschalungen, wobei im Zentrum ein intakter Pfeilerkern
erhalten blieb.

Zur Untersuchung des Einflusses eines deviatorischen Spannungsfeldes auf die Pfei-
lertragfahigkeit wurden im Labor zusitzlich Pfeilermodelle bei gleichzeitiger vertikaler
Belastung horizontal belastet. Das entsprechende Diagramm des Versuchsverlaufes mit den
Spannungs-Dehnungskurven fiir die vertikale und horizontale Belastungskomponente ist in
Anhang A.5 dargestellt. Qualitativ ergibt sich bei einer gleichzeitigen Kraftbeaufschlagung
in vertikaler und horizontaler Richtung zunéchst die klassische Spannungsdehnungskurve.
Allerdings ist das Niveau gegeniiber der rein vertikalen Krafteinleitung deutlich reduziert,
da die seitlich angreifende Horizontalkomponente offenbar eine Verschiebung bewirkt,
die zu einem seitlichen Abgleiten der mit der Belastung erzeugten Druckkegeln fiihrt.
Als Folge trat ein abrupter Scherbruch des Pfeilers in Querrichtung auf, d. h. parallel zur
Schubrichtung (Abb. 7.17).

3-dimensionaler Versuchsaufbau fur
UC-Versuche bei gleichzeitiger
Scherung [kraftgeregelt]; Simulation
eines deviatorischen Spannungsfeldes

Abb. 7.17: Scherversagen eines Pfeilermodells mit Scherspannungskomponente.
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7.3.2 Ergebnisse

Die Simulation des verformungsgeregelten Pfeilermodellversuches unter Verwendung der
eingangs abgeleiteten Parameter reproduziert auch fiir diese Modellgeometrie die essen-

tiellen Charakteristika des Versuchsablaufes (Abbildung 7.18). Auch in der Berechnung

60
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Abb. 7.18: Nachrechnung des Pfeilermodellversuches PM02.

zeigt sich die Abflachung der Tragfestigkeitskurve mit zunehmender Verfestigung und das
Erreichen eines stabilen Tragfiahigkeitsmaximums von ca. 45 MPa, das bis zu 25% Axialver-
formung erhalten bleibt. Dabei weist auch das Bruchverhalten eine gute Ubereinstimmung
zu den experimentellen Beobachtungen auf; angefangen von kleineren Abplatzungen an
den Pfeilerkanten bis hin zu groflachigen Abschalungen entlang der kleinen und grof3en
Seiten des Pfeilers. Nach Entfernung der herausgebrochenen Salzblocke verbleibt ein
noch intakter Pfeilerkern mit charakteristisch sanduhrférmigem Querschnitt, wie er in
eben dieser Form auch im Laborversuch zustande kam (Abb. 7.19). Lediglich der leichte
Tragfdhigkeitsanstieg im Bereich von 15-25% konnte nicht reproduziert werden, was sich
wahrscheinlich darauf zuriickfiihren lasst, dass der Stahlrahmen des Versuchsaufbaues
nicht explizit modelliert wurde und somit keine Stiitzwirkung von den Abschalungen auf
den kleinen Seiten des Pfeilers ausgehen konnte. Die Weiterfiihrung der Simulation auf

Verformungswerte >25% bestitigt diese Annahme, da es durch das Zusammenpressen der
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Abb. 7.19: Vergleich der intakt gebliebenen Pfeilerkerne nach Entfernen der Abschalungen
bei 25% Verformung..

Abschalungen zwischen Hangend- und Liegendplatte etwas verzdgert ebenfalls noch zu
einer erneuten Erhohung der Tragfdahigkeit kommt (Anhang A.6).

Im Falle einer zusitzlichen horizontalen Scherkomponente verringern sich auch in den
diskontinuumsmechanischen Berechnungen die Tragfdhigkeiten des Pfeilers, der in beiden
Fillen (Scherspannung jeweils 10% bzw. 20% von oy) analog zum Laborversuch durch
einen abrupten Scherbruch versagt. Dabei zeigen die erreichten Scherspannungen, Verti-
kalspannungen und —verformungen eine gute Ubereinstimmung mit den experimentellen
Ergebnissen, d.h. auch die gemischte Belastung mit einer Scherkomponente wird beziig-
lich der Tragfihigkeitsreduktion und der Bruchdynamik korrekt reproduziert (Anhénge
AT&AR).
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7.4 Verheilung

Die bisherigen Betrachtungen konzentrierten sich vor allem auf die Dynamik und Lokalisie-
rung der Schiadigungsprozesse im belasteten Salzgestein. Als gegenldufiger Prozess wurde
bereits in den einleitenden Worten zu den diskontinuumsmechanischen Eigenschaften das
Verheilungspotential von Salzgesteinen angesprochen.

Experimentelle Untersuchungen zur Verheilung sind zwar bisher in deutlich geringerem
Umfang untersucht worden als die Kriech- und Festigkeitseigenschaften, jedoch existieren
verschiedene belastbare Studien, die mit teilweise unterschiedlichen Methodiken zum glei-
chen Resultat kommen: Wenn eine geschidigte Steinsalzprobe wieder in einen triaxialen,
isotropen Spannungszustand gebracht wird, dann schlieBen sich die interkristallinen Risse
und entlang der Korngrenzen werden allméhlich wieder Bindungskrifte aktiviert. Dies
wurde beispielsweise in [37] anhand von triaxialen Versuchen mit variablem Manteldruck
gezeigt. Dabei wurde ausgehend von einer allseitigen, isotropen Einspannung von 30 MPa
der Manteldruck bis auf 1 MPa verringert, um eine dilatante Schiadigung im Priifkorper
zu erzeugen. Nach dieser Schidigungsphase wurde der Manteldruck wieder auf 30 MPa
erhoht und die Probe iiber einen lingeren Zeitraum so stehen gelassen. Wihrend des
Versuches wurde die Schiddigung sowohl iiber die Dilatanz als auch tiber Messungen der

Schallgeschwindigkeit von p-Wellen quantifiziert:

1 v 2
D= (—P) (7.3)
1 —é&yy Vp,0

wobei v, o die p-Wellengeschwindigkeit der ungeschidigten Probe ist. Diese Messgrofle

steigt wie erwartet an, wenn der Manteldruck verringert wird und nimmt nach Wiedererrei-
chen der isotropen Einspannung allmihlich wieder ab, was als Indikator fiir die eintretende
Verheilung des Materials interpretiert wird.

Analoge Beobachtungen wurden auch an kiinstlich erzeugten Steinsalzgrenzflichen
beobachtet [40]. Hierfiir wurden zylindrische Steinsalzpriiftkorper auf halber Hohe durchge-
sdgt und die Verheilung dieser Grenzfldche unter verschiedenen Lasten und Feuchtigkeits-
randbedingungen beobachtet. Auch in dieser Versuchsanordnung konnte ein Heilungseffekt
festgestellt werden, der umso stirker ausfiel, desto hoher die Auflast und die Feuchtig-
keit war. Offensichtlich spielt die sogenannte ,,fluid-assisted recrystallization® [18] also

eine grof3e Rolle fiir den Verheilungsprozess. Ein entsprechender Modellansatz sollte al-
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so idealerweise diese Abhingigkeit von Normalspannung und Fluidanteil wiedergeben
konnen.

In Kapitel 2 ist die Verheilung in zwei Stufen eingeteilt wurden: Der Riickgang des
Rissvolumens durch SchlieBung der Risse und die darauffolgende Ausbildung von Bin-
dungskriften auf den neu entstandenen Kontakten zwischen Salzkristallen. In [37] wird
die RissschlieBung zusitzlich in zwei Teilprozesse unterteilt: Eine sogenannte Rissschlie-
Bungsphase 1, in der sich das Rissvolumen durch die ansteigende Mantelspannung verhilt-
nisméBig schnell zuriickbildet und eine Phase 2, bei der die noch verbliebenen Risse durch
viskoplastisches FlieBen und Kriechen bei konstanter Einspannung langsam verschlossen
werden. Diese zusitzliche Unteilung macht den zeitlichen Ablauf des Schidigungsriickgan-
ges deutlicher und wird auch in den diskontinuumsmechanischen Verheilungsrechnungen
besonders gut zu beobachten sein. Phase 3 enthélt dann die Neubildung von Kohision und
Zugfestigkeit an den Korngrenzen, die nach RissschlieBung wieder in Kontakt getreten

sind (Abb. 7.20).
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Abb. 7.20: Die RissschlieBungs- und Verheilungsphasen nach [37] im triaxialen Verhei-
lungsversuch.

Die gesamte Einteilung in RissschlieBungs- und Rekristallisationsphase suggeriert eine
klare Abfolge, die aber streng genommen nur fiir den individuellen Riss und nicht fiir
das zeitliche Verhalten der Gesamtprobe gilt. Das Experiment beobachtet jedoch immer
die Uberlagerung einer Vielzahl solcher Prozesse, die zu unterschiedlichen Zeitpunkten
einsetzen und auch verschieden schnell wirken. Demnach ist stets Vorsicht geboten, wenn
der Versuch gemacht wird, das makroskopische Systemverhalten durch die Beschreibung

einer einzelnen Korngrenze zu erreichen.
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Um den Verheilungsprozess nun theoretisch beschreiben und numerisch simulieren zu
konnen, sind bereits einige Modellansitze entwickelt worden. Diese setzen der schiadigungs-
bedingten Verformungsrate in der Regel eine gegenlidufige Verheilungsrate in Abhédngigkeit
von Differenzspannungen und aktueller plastischer Verformung entgegen.

Diese Verheilungsansitze entstammen in der Regel kontinuumsmechanischen Uber-
legungen und miissen daher die verschiedenen RissschlieBungsphasen zum Teil separat
modellieren. In diskontinuumsmechanischen Berechnungen miissen wir uns dahingegen
nicht zusitzlich mit den RissschlieBungsphasen 1 und 2 beschiftigen, da diese durch die
explizite Darstellung von Korngrenzen ganz automatisch dargestellt werden. Wird die
Einspannung erhoht, so schlieen sich einige Risse sehr schnell, da die entsprechenden
Salzkorner zusammengepresst werden (Phase 1). Durch das visko-plastische Verhalten der
Kiristalle schlieBen sich dann im lidngeren Verlauf die noch verbleibenden Risse (Phase
2). Fiir die diskontinuumsmechanische Berechnung muss also lediglich ein funktionaler
Zusammenhang fiir die ,,eigentliche* Verheilung (d.h. die Rekristallisation und Ausbildung
von neuer Kohision und Zugfestigkeit an Korngrenzen) ermittelt werden.

Leider ist es gerade dieser Prozess, der vor allem iiber lange Zeiten agiert und fiir den
daher kaum experimentelle Daten beziiglich des zeitlichen Ablaufs der Entstehung neuer
Korngrenzbindungen existieren. Anhand der Beobachtungen in [40] konnen wir jedoch
zumindest einen einfachen Verheilungsansatz implementieren, der die grundlegenden
Abhingigkeit bei gleichzeitig moglichst geringer Parameterzahl beeinhaltet. Wir gehen
davon aus, dass sich fiir eine Korngrenze bei kompressiver Normalspannung oy (und
nur dann) eine Erholungsrate fiir die Kontaktparameter Haftreibung Ay, Kohision und
Zugfestigkeit proportional zur aktuellen Differenz zum ungeschidigten Maximalwert

einstellt. Das heiflt am Beispiel der Kohésion c:
ON

T 27 [eppax — ()] - E (7.4)

wobei die Proportionalitdtskonstante 7y als eine ,,Verheilungszeit® interpretiert werden
kann.
Durch Integration erhélt man — fiir konstantes oy — den funktionalen Zusammenhang

fiir den zeitabhiingigen Aufbau der Kohésion dann zu:

c(t) = cmax - [1 —exp (—GN@)} (7.5)

TH
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Abb. 7.21: Zeitabhingiger Aufbau der Kohésion nach Gl. 7.5 fiir verschiedene Verhei-
lungszeiten 7y und oy = 1 MPa.

Dieser Verheilungsansatz wurde im Schichtflichenmodell implementiert und seine
Funktionalitit zunidchst an Simulationen von Scherversuchen verifiziert [77]. Fiir den
Scherversuch wurde eine Einzelschicht zwischen zwei Blocken (Abb. 4.4) modelliert
und der Versuchsablauf des typischen weggeregelten Scherversuchs leicht modifiziert.
Zunichst ist ein normaler Scherversuch gefahren worden, d.h. die Schichtfliche wurde
mit einer Auflast von 1 MPa belastet, der obere Block mit konstanter Geschwindigkeit
relativ zum festgehaltenen unteren Block bewegt und die Scherspannung in Abhéngigkeit
des Scherweges simuliert (Abb. 7.22). Es zeigt sich der erwartete Haftreibungspeak, nach
dessen Erreichen die Scherspannung auf ein Restreibungsniveau abféllt. Nach diesem
ersten Scherversagen wurde die Scherbewegung gestoppt und dann zugelassen, dass die
Festigkeitsparameter der Kontaktflache gemal} Gl. (7.5) wieder zeitabhingig ansteigen,
bevor der Scherversuch erneut durchgefiihrt wurde. Ohne diese Verheilung verbleibt die
Scherspannung auf dem Restreibungsniveau, wihrend bei vollstindiger Verheilung wie-
der der gleiche Spannungsverlauf wie im ersten Scherversuch erscheint. Eine partielle
Verheilung mit einem abgeschwichten Haftreibungspeak lie3 sich ebenfalls erfolgreich
abbilden.

Nachdem die Funktionalitit des implementierten Verheilungsansatzes bestitigt werden
konnte, sollte nun eine qualitative Demonstration des Verheilungseffektes am Beispiel
der triaxialen Schidigung und Verheilung von zylinderischen Steinsalzproben folgen. Der

Probenkorper entspricht dabei dem Voronoi-Modell aus den ein- und triaxialen Druckver-
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Abb. 7.22: Scherspannungsverlauf eines mehrstufigen Scherversuches bei verschiedenem
Grad der Verheilung.

suchen (Abschnitt 7.1 und 7.2) mit gleicher Parametrisierung (Anlagen B.1 & B.2). Dieser
wird zunéchst bei einer triaxialen Einspannung von 1 MPa weggeregelt bis 8% Axialver-
formung gefahren, bevor eine elastische Entlastung erfolgt. In diesem entlasteten Zustand
wird eine lingere Standzeit (f ~ Ty) unter erhohter isotroper Einspannung modelliert, in
der druck- und zeitabhingig durch Kriechen und Aufbau von Kohésionsbindungen eine
Verheilung einsetzen kann. Nach dieser Verheilungsphase wird der verformungsgeregelte
Versuch weitergefiihrt. Analog wurde der gleiche Ablauf in einer Vergleichssimulation
angesetzt, jedoch ohne Verheilung der Korngrenzen. Ohne diesen Verheilungsanteil fahrt
die Versuchskurve bei Wiederaufnahme der weggeregelten Verformung auf das vorherige
Spannungsniveau und entfestigt weiter (Abb. 7.23, schwarze Kurve). Dahingegen zeigt die
Simulation unter Beriicksichtigung von Verheilungseffekten, dass nun wieder ein hoheres
Spannungsniveau erreicht wird, die zwar nicht bis an die urspriingliche Maximalfestigkeit
heranreicht, aber zumindest eine teilweise Verheilung andeutet (Abb. 7.23, blaue Kurve).
Fiir eine vollstindige Heilung hitte eine ldngere Standzeit hoherer Einspannung modelliert

werden miussen.
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Abb. 7.23: Simulation von Verheilungseffekten in einem triaxial eingespannten Priifkorper.

Im Rahmen des diskontinuumsmechanischen Ansatzes ist es also bereits mit einer
einfachen qualitativen Verheilungsrelation moglich, den Wiederaufbau von Kohésions-
kréiften abzubilden. Die Aktivierung von Kohisionskréften im post-failure Bereich von
Salzgesteinen 146t sich physikalisch dadurch erkliren, dass die Grenzflichen an den Kon-
taktstellen eine gegeniiber den Bruchflichen reduzierte Oberflichenenergie besitzen, aus
der eine Anziehungskraft — die Haftreibungskraft — resultiert [78]. Einen anschaulichen
Beleg fiir die Aktivierung von Kohésionskréften liefern die an den Bruchflichen fest anein-
ander haftenden Priifkorperhilften von Salzgesteinen nach einem Triaxialversuch. Zu ihrer
Uberwindung miissen Zugkrifte aufgebracht werden, vergleichbar denen beim Zerreifen

intakter Salzgesteine [79].
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7.5 Hydro-mechanisch gekoppelte Berechnungen

7.5.1 Extensionsversuche unter Fluiddruckbelastung

Nachdem das Materialverhalten unter mechanischer Belastung unter den verschiedensten
Randbedingungen und Geometrien erfolgreich mit der diskontinuumsmechanischen Me-
thode abgebildet werden konnte, wird nun der Schritt zur Nachrechnung hydro-mechanisch
gekoppelter Laborversuche unternommen. Wir betrachten hierfiir zunichst einen Extensi-
onsversuch, der die hydraulische Dichtheit des Steinsalzes bis zur Perkolationsschwelle
eindrucksvoll unterstreicht [80]: Ein zylinderformiger Priifkorper wird in einem triaxialen
Spannungsfeld bei einem Manteldruck von 20 MPa und Axiallast von 15 MPa eingespannt.
Zusitzlich wird tiber eine Bohrung im Zentrum der Probe ein Fluiddruck von 15 MPa
aufgebracht (Abb. 7.24). Da der Fluiddruck die minimale Einspannung nicht iibersteigt,
ist dies zunéchst ein Zustand ohne jegliche Fluidperkolation, d.h. das Steinsalz ist unter

diesen Bedingungen fluiddicht.
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Abb. 7.24: Extensionsversuch unter hydraulischem Druck.

Bei konstant bleibendem Fluiddruck wird nun die Axialspannung langsam verringert,
wodurch die minimale Hauptspannung unter den angreifenden Fluiddruck sinkt. Demzufol-
ge kommt es zu einer druckgetriebenen Fluidperkolation und zur Ausbildung von horizontal
gerichteten Rissen senkrecht zur minimalen Hauptspannung, die den Priifkdrper schlieBlich
durchtrennen (Abb. 7.24). Dieses Experiment demonstriert zwei wichtige Charakteristiken

von Steinsalz unter hydro-mechanischer Belastung: Die Dichtheit bis zur Uberschreitung
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der Perkolationsschwelle und die spannungsabhiingige Ausbreitungsrichtung des Flui-
des. Beide Effekte miissen also auch durch die diskontinuumsmechanische Modellierung
abgebildet werden, um das Materialverhalten korrekt reproduzieren zu konnen.

Hierfiir wurde der Versuchsaufbau sowohl in 2D (UDEC) als auch in 3D (3DEC)
nachgebildet. Die zentrale Bohrung wird durch einen axialen Riss modelliert, an dem die
Druckrandbedingung fiir die Simulation angelegt wird. Die hydraulische Simulation erfolgt
dabei im ,,steady-state“-Verfahren, das den Zeitschritt fiir die Fluidberechnung auf Kosten
einer realen Zeitskala optimiert, indem Kontaktpermeabilititen und Doménenvolumina au-
tomatisch gewihlt und angepasst werden. Dies entspricht einer sehr schnellen Ausbreitung,
in der das Fluid stets in der Lage ist, die zur Verfiigung stehenden gedffneten Korn-
grenzen bis zum nichsten mechanischen Berechnungsabschnitt auszufiillen. Demzufolge
eignet sich dieser Algorithmus nicht fiir die Nachbildung der exakten Zeitabhingigkeit
der Fluidausbreitung, ermdglicht dafiir aber die schnelle und effiziente Nachbildung des
qualitativen hydraulischen Verhaltens beziiglich der Ausbreitungsrichtung und des Ein-
setzens ab Uberschreitung der Perkolationsschwelle. Der Extensionsversuch wird dann
durch die weggeregelte Entlastung der oberen Druckplatte ausgefiihrt. Die verwendeten

Stoffmodellparameter entsprechen denen aus Abschnitt 7.1 (Anlagen B.1 & B.2).
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Abb. 7.25: Nachrechnung des Pfeilermodellversuches PMO02.

Die Simulationsergebnisse reproduzieren das qualitative und quantitative Materialver-
halten des Laborversuches sowohl in der zwei- als auch der dreidimensionalen Modellie-
rung (Abb. 7.25). Der Priifkorper ist solange dicht, bis die minimale Hauptspannung ca.
1 MPa unter dem angreifenden Fluiddruck liegt, woraufhin eine Perkolation in horizontaler

Orientierung einsetzt, die schlieBlich den Priifkorper komplett durchdringt.
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7.5.2 Abhiangigkeit der Ausbreitungsrichtung vom Spannungsfeld

Nachdem der Laborversuch erfolgreich nachgebildet werden konnte, wurde das Modell
fiir eine weitere Demonstration der Spannungsabhéngigkeit der Fluidausbreitung leicht
modifiziert. Hierfiir wurde der Priifkorper fiir zwei Vergleichsimulationen zunéchst in zwei
verschiedene anisotrope Spannungszustinde gebracht, bei denen die minimale Hauptspan-
nung jeweils einmal in horizontaler und vertikaler Richtung orientiert ist. Anstelle einer
Extensionsverformung wird nun der Fluiddruck in der Bohrung erhoht, bis die minimale
Einspannung iiberschritten wird. Wir erwarten dann das Einsetzung der Perkolation, die
jeweils senkrecht zur minimalen Hauptspannungen und damit parallel zur maximalen
Hauptspannung orientiert ist. Die Berechnungen bestitigen diese Uberlegungen (Abb. 7.26)
und unterstreichen somit die Fihigkeit des diskontinuumsmechanischen Ansatzes, die
spannungsabhingige Ausbreitungsrichtung der Perkolation explizit zu erfassen. Das Simu-
lationsergebnis bestitigt dariiber hinaus die Beobachtungen aus analogen Laborversuchen

der Fluidausbreitung in triaxial eingespannten Priifkorpern [81] (Anlage A.9).

Abb. 7.26: Spannungsabhingigkeit der Perkolationsrichtung nach Uberschreitung der
minimalen Hauptspannung.

Vor dem Hintergrund des konventionellen Minimalspannungskriteriums ist an dieser
Stelle darauf hinzuweisen, dass diese explizite Modellierung durch die Beriicksichtigung
der Richtungsabhiingigeit dazu beitragen kann, genauere und weniger konservative Aus-
sagen zu Integritidt salinarer Barrieren zu machen. Die Anwendung des Minimalspan-

nungskriteriums auf die Beispiele in Abb. 7.26 hitte eine Verletzung iiber den gesamten
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Priifkorper ergeben, da der Fluiddruck bei Einsetzen der Perkolation stets hoher ist als
die minimale Einspannung der Probe. Dabei macht es der Spannungszustand im Fall (b)
jedoch unméglich, dass sich das Fluid in vertikaler Richtung bewegt. Die Auswertung des
Minimalspannungskriteriums ist daher sehr konservativ, da es lediglich bewerten kann, ob
eine Perkolation an einem bestimmten Punkt in irgendeine Richtung stattfinden konnte,
wenn sich dort ein Fluid befdnde. Fiir die Bewertung, ob Gase oder Fliissigkeiten unter den
gegebenen Einspannungszustinden sich iiberhaupt bis zu diesem Punkt bewegen konnen,
muss jedoch eine explizite hydro-mechanisch gekoppelte Berechnung erfolgen; insbeson-
dere da der lokale Spannungszustand stark von der gegenwirtigen Fluidverteilung und

deren Druck abhingen kann.

7.5.3 Winkelabhiingigkeit der Rissoffnung an Konturbereichen

Im Zusammenhang mit der zufallsverteilten Generierung der Pseudo-Kristallstruktur folgt,
dass die Korngrenzen an Konturbereichen von Hohlriumen und anderen Ubergiingen im
Allgemeinen nicht senkrecht zur Oberfliche stehen werden. Wihrend die unregelméifige
Korngrenzstruktur ein essentieller Bestandteil fiir die spannungsfeldabhéngige Modellie-
rung der Fluidperkolation ist, ergibt sich aber die Frage, ob das anfingliche Einsetzen
der druckgetriebenen Perkolation an der Kontur moglicherweise vom jeweiligen Winkel
der Korngrenze abhiingt. Abb. 7.27 zeigt im zweidimensionalen Fall eine schematische
Nahaufnahme einer Korngrenze, die in einem Winkel o zur Modellbegrenzung steht, an
der ein Fluiddruck prp wirkt. Auf das System wirkt zusétzlich sowohl eine horizontale
Einspannung o, von den Seiten und eine vertikale Fernfeldkomponente oy,.

Derartig isolierte Spannungszustiinde lassen fiir theoretische Uberlegungen leicht vor-
stellen, aber nur schwierig numerisch modellieren, da einerseits allseitige Spannungsrand-
bedingungen zur Bewegung des Gesamtmodells fithren konnen und andererseits im Kon-
turbereich typischerweise zahlreiche wechselwirkende Effekte durch lokale Entspannung
und Schidigung konkurrieren. Wir konnen an diesem System jedoch zunéchst folgende
Uberlegungen anstellen:

Nahe der Kontur entspricht die vertikale Spannungskomponente dem angreifenden
Fluiddruck prr. Gleichzeitig verringert der Fluiddruck die Normalspannung auf der Korn-

Ir

grenze. Somit ldsst sich die effektive Normalspannung Gf, im vorliegenden Spannungs-

feld folgendermaBlen beschreiben (kompressive Spannungen hier positiv, keine Scherspan-
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Abb. 7.27: Schematische Darstellung einer Korngrenze im Winkel o zur Kontur.

nung Tyy):

Gﬁff = Oyy ° Sin2 O+ prr,- COS2 O — DFL (7.6)

und damit

ou!l = (6 — prr) -sin o (1.7)

Da wir in vorliegenden Untersuchungen stets davon ausgehen, dass keine hydraulische
Zugfestigkeit vorliegt und demnach die druckgetriebene Perkolation genau dann einsetzt,
wenn Gf;f ! <0, folgt aus Gl. (7.7) unmittelbar, dass dies unabhédngig von o stets dann
geschieht, wenn o, < pry. Aus diesen rein strukturellen Uberlegungen ist also nicht von
einer Winkelabhédngigkeit auszugehen.

Mit einer kleinen Modifikation der Randbedingungen kénnen wir das System aus
Abb. 7.27 zur numerischen Verifikation der Giiltigkeit von GI. (7.7) einsetzen: Da die
Vertikalspannung an der Kontur ndherungsweise dem aufgebrachten Fluiddruck entspricht,
ersetzen wir die duBere Spannungsrandbedingung oy, durch eine vollstindige Fixierung in
y-Richtung. Zusitzliche wird im Zentrum der oberen Modellbegrenzung noch in x-Richtung
fixiert, um eine mogliche Verschiebung des Gesamtmodells entlang der x-Achse zu unterbin-
den. Ausgehend von einer horizontalen Einspannung von 5 MPa wird in dem in Abb. 7.28
zusammengefassten Modell an der Unterkante schrittweise ein ansteigender Fluiddruck
gemiB der vorherigen Uberlegungen aufgebracht und in Abhingigkeit des Anstellwinkels

Eff

o der idealisierten Korngrenze deren effektive Normalspannung 6,,”” aufgezeichnet. Die

zugrundeliegenden Matrix- und Kontaktparameter sind in Tabelle 7.2 zusammengefasst.
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Abb. 7.28: Modellaufbau und Randbedingungen fiir die numerische Studie zur winkelab-
hiingigen Normalspannung einer Konturkluft unter angreifendem Fluiddruck.

Es werden fiir die Kontakte sehr hohe Festigkeiten angesetzt, da hier lediglich die Normal-
spannungsentwicklung als Funktion von Fluiddruck und Winkel untersucht werden soll.

Abb. 7.29 zeigt die Resultate der ergidnzenden numerischen Studie fiir drei verschiedene

Matrixparameter (elastisch) Kontaktparameter (elastisch)

Dichte [kg/m?] 2160 Normalsteifigkeit ky [MPa/m] 10°
Kompressionsmodul K [GPa] 18 Schersteifigkeit ks [MPa/m] 2-10°
Schermodul G [GPa] 12

Tab. 7.2: Materialparameter zur Untersuchung der Winkelabhéngigkeit der Normalspan-
nung auf Kluftflichen entlang einer Hohlraumkontur unter angreifendem Fluiddruck.

Rissorientierungen im Vergleich zur analytischen Vorhersage gemall G1.(7.7). Es zeigt
sich eine deutliche Ubereinstimmung mit den theoretischen Uberlegungen, inbesondere im
Bezug auf den Punkt, an dem der Fluiddruck die horizontale Einspannung kompensiert.
Bei der Modellierung einer druckgetriebenen Risséffnung bei genau oy < prp ist also
keine Winkelabhédngigkeit des Eindringens zu beobachten. Aufgrund der unterschiedlichen
Anstiege wire dies fiir den Fall einer zusitzlichen hydraulischen Zugfestigkeit i.A. jedoch
der Fall und somit gegebenenfalls gesondert zu betrachten. Allerdings sei angemerkt, dass
sich diese Abhingigkeit einzig und allein aus dem Spannungstensor in der Geometrie
der diskreten FlieBwegstruktur polykristalliner Gesteine ergibt und demnach also weniger
eine rein numerische Problematik als vielmehr eine direkte Folge der Grundannahmen zur

Perkolation auf Korngrenzen ist.
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Abb. 7.29: Abhingigkeit der effektiven Normalspannung einer Konturkluft in Abhéngigkeit
von derem Anstellwinkel. Theoretische Vorhersage nach G1.(7.7) gestrichelt.

Wenn wir annehmen, dass das Salzgestein als polykristallines Diskontinuum mit Korn-
grenzen auf unregelmiBig geformten Polyederflachen agiert, miisste man schlieBen, dass
bei einer hydraulischen Zugfestigkeit GITLI ¥ quch in-situ eine solche Winkelabhingigkeit
existiere. Es mag dabei argumentiert werden, dass in der realen Kontur aufgrund der gerin-
gen GroBe der Salzkristalle stets zahlreiche Korngrenzen in der giinstigsten Orientierung
(senkrecht zur Kontur) vorliegen und somit obige Diskussion lediglich eine Folge der
notwendigen Vergroberung in der numerischen Modellierung wire. Allerdings wire dem
unter Verweis auf die Strukturanalyse in Abschnitt 4.3.3 entgegenzuhalten, dass bereits
nach wenigen Korndurchmessern eine signifikant abweichende Korngrenzorientierung zu
erwarten ist, wodurch die Fragestellung lediglich einige Milli- bis Zentimeter in die Kontur
verschoben wird, wo noch immer ndherungsweise die gleichen Spannungsbedingungen
wie an der Kontur selbst herrschen.

Fiir eine diskontinuumsmechanische Konturmodellierung mit Voronoi-Elementen be-
deutet dies, dass die makroskopisch beobachtete Perkolationsschwelle etwas hoher als die
angesetzte mikroskopische Zugfestigkeit liegen wiirde. Es bleibt aber festzuhalten, dass
im Rahmen dieser Arbeit stets keine hydraulische Zugfestigkeit fiir die hydro-mechanisch
gekoppelten Berechnungen angesetzt wurde, und somit nicht von einer Winkelabhéngigkeit
im Konturgebiet auszugehen ist, d.h. die Fluidperkolation setzt stets genau dann ein, wenn

der angreifende Fluiddruck die wirkende Normalspannung iiberwindet.
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Insgesamt sollte jedoch erneut betont werden, dass unter realen Bedingungen im Kon-
turbereich durch Scherverformungen und Kriechprozesse weitaus komplexere Wechselwir-
kungen auftreten, so dass in diesem Bereich hédufig bereits durch schiadigungsinduzierte
Rissoffnung ein Perkolationsprozess initiiert wird. Wenn dies nicht der Fall ist, sichert Gl.
(7.7) jedoch zu, dass der rein fluiddruckgetriebene Mechanismus winkelunabhéngig startet.
Nichtsdestotrotz sollte die gekoppelte diskontinuumsmechanische Modellierung aufgrund
ihrer strukturellen Komplexitidt weiterhin stets auf Plausibilitédt gepriift und anhand von

Laborversuchen umfassend validiert werden.



Kapitel 8

Praktische Anwendungen

8.1 Standfestigkeit im Kammer-Pfeiler-Abbau

8.1.1 Aufgabenstellung

Als erste Aufgabenstellung wird ein Abbaufeld bei offenem Kammerbau mit rechteckigen
Pfeilern untersucht. Der konkrete Standort wird aus Griinden betrieblicher Geheimhaltung
im Rahmen dieser Studie nicht ndher prizisiert. Ebenso werden anstatt von konkreten
Senkungswerten und -raten jeweils prozentuale Angaben in Bezug auf den Maximalsen-
kungsbetrag am Ende des Berechnungszeitraum angegeben.

Wihrend des Abbaus wurden im Feld keine Besonderheiten im mechanischen Ge-
birgsverhalten festgestellt. Mehrere Jahre nach Abbauende wurde jedoch eine signifikante
Zunahme der Senkungen an der Tagesoberfldche festgestellt. Begleitend wurden Sen-
kungsprognosen und Schutzschichtbewertungen angepasst sowie notwendige gesteinsme-
chanische Untersuchungen im Labor und in-situ-Messungen durchgefiihrt. Im Ergebnis
von umfangreichen Untersuchungen wurde deutlich, dass die Aussagen aus 2D-Modellen
aufgrund der dabei zu treffenden, modellbedingten Vereinfachungen (besonders Pfeilergeo-
metrie und Baufeldverhalten) beziiglich der Langzeitsicherheit und der Barrierenintegritét
sinnvollerweise durch eine dreidimensionale Modellierung des Baufeldes ergénzt werden
sollten.

Zur Untersuchung des Systemverhaltens werden zwei 3D-Scheibenmodelle verwendet,
die sich an zwei zueinander orthogonalen Schnitten durch das Zentrum des Baufeldes

orientieren. Die Schnitte werden nachfolgend stets als ,,Schnitt 1 und ,,Schnitt 2 be-
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zeichnet. Aufgrund der zu erwartenden hohen Verformungen wurde die in dieser Arbeit
vorgestellte und entwickelte Modellierungstechnik angewendet, die es erlaubt, die Pfeiler
als Diskontinuum zu modellieren und damit die Struktur des Salzgesteins sowie dessen
Bruchprozesse auch bei sehr hohen Verformungen physikalisch plausibel nachzubilden. Die
umfangreichen Validierungen anhand von Laborversuchen typischer Steinsalze (Kapitel
7) unter verschiedensten Randbedingungen und Belastungsformen an Einzelpfeilern aus

Steinsalz bilden dabei die Grundlage dieser Untersuchungen.

8.1.2 Scheibenmodell Schnitt 1
Modellaufbau

Mit der beschriebenen Methodik wurde ein 3D-Modell fiir den ausgewéhlten Schnitt 1
erstellt, mit dem die numerischen Berechnungen ausgefiihrt wurden. Abb. 8.1 zeigt die

prinzipielle Stratigraphie im betrachteten Schnitt sowie die Lage des Abbaus.

Deckgebirge

Abbauhorizont

Abb. 8.1: Stratigraphie und Lage der Abbaue im WE-Schnitt.

Das numerische Scheibenmodell enthilt eine Pfeilerreihe sowie die begleitenden Ab-
baue (Abb. 8.1). Das gesamte numerische Modell hat eine Abmessung (B x H x T') von
ca. 1100 x 780 x 58 m> und enthilt ca. 500000 Zonen und 300000 Block-Kontakte. Der

linke Modellrand wird in x-Richtung fixiert und stellt damit eine Symmetrieebene dar.
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Das Modell erstreckt sich bis zur Tagesoberfldche, weshalb keine zusitzliche Auflast auf
der Modelloberkante notwendig ist, sondern sich das Spannungsfeld aus den Dichten der
geologischen Schichten ergibt. Der untere Modellrand wird in z-Richtung festgehalten.
Die Ermittlung des wirkenden lithostatischen Teufendruckes erfolgte entsprechend des

Aufbaus des Deckgebirges und des Zechsteins, mit einem Teufendruckgradienten von:
Dg =p-g=0,0245 MPa/m 8.1

wobei sich fiir den Zechstein im Bereich des Baufeldes nidherungsweise ein isotroper Pri-
mairspannungszustand mit einem Seitendruckbeiwert (Verhiltnis von Horizontalspannung
zu Vertikalspannung) von A= 1 ergibt. In Gebirgsschichten mit ausgeprigtem Kriech- und
Relaxationsverhalten — wie Salzgesteinen — bestidtigen Messergebnisse die Ausbildung
eines isotropen Spannungszustandes mit allseitig gleichem Druck, der dem lithostatischen
Uberlagerungsdruck entspricht [15, 82]. Dementsprechend wurde der Seitendruckbeiwert
1 im Zechstein angesetzt. Aus Spannungssondierungen im postsalinaren Deckgebirge sind
Seitendruckbeiwerte im Bereich A = 0,6 bis 0,8 abzuleiten. Der Wert von A = 0,6, der in den
Berechnungen angesetzt wurde, kann ohne Beriicksichtigung eines tektonischen Anteils als
unterer Grenzwert fiir den Seitendruckbeiwert des Deckgebirges in flacher Lagerung ange-
sehen werden. Weiterhin wurde die Wirkung eines hydrostatischen Porenwasserdruckes auf
die Effektivspannung von der Tagesoberfliche bis zur Oberkante des Zechsteins angenom-
men. Ausgehend von diesem Initialspannungszustand wird dann zunichst ein mechanischer
Grundspannungszustand unter Beriicksichtigung der unterschiedlichen Dichteverteilungen
durch eine ldngere Ausgleichsrechnung ohne Streckenauffahrungen hergestellt.

Neben den Abbaukammern sind im Baufeld weitere Strecken vorhanden, die wiahrend
der Vorrichtung und fiir Bewetterung und Forderung aufgefahren wurden. Diese verlau-
fen in sog. Zwischenpfeilern und sind von ihren Abmessungen deutlich kleiner als die
Abbaukammern. Eine detaillierte Modellierung in 3D wiirde den Aufwand fiir die Modeller-
stellung erheblich vergroern und zu ldngeren Rechenzeiten fithren. Da die Strecken fiir das
Senkungsverhalten von untergeordneter Bedeutung sind wurden die Querschnitte in diesem
Zwischenpfeiler zu einem dquivalenten Ersatzquerschnitt zusammengefasst (Abbildung
8.2).

Alle Pfeiler des Abbaufeldes wurden gemif3 der diskontinuumsmechanischen Berech-

nungsmethode durch eine Voronoi-Triangulation durch kleinere, unregelmifig geformte
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Insitu-Cuerschnitt Ersatzquerschnitt

Abb. 8.2: Ersatzquerschnitt fiir Zwischenpfeiler.

Polyeder dargestellt (Abbildung 8.3) und gemif den in Kap. 7 abgeleiteten und in Anlage
B angegebenen Parametern belegt (Tabelle B.1 & B.2).

Abb. 8.3: Modellierte Abbaustruktur (Hangendes ausgeblendet) und diskontinuumsmecha-
nische Zerlegung der Abbaupfeiler.

Der im Deckgebirge vorwiegend anstehende Buntsandstein ist nicht kompakt aus-
gebildet und intakt, sondern von einer Schar steil bis seiger einfallender Storungs- und
Schwicheflichen durchzogen. Somit sind Bewegungen im Trennflachengefiige des Deck-
gebirges moglich. Der Buntsandstein wurde daher in vereinfachter Art und Weise als

gekliifteter Gesteinskorper modelliert, indem er mit vertikalen Rissstrukturen durchzo-



8.1 Standfestigkeit im Kammer-Pfeiler-Abbau 127

gen wurde, die sich ebenfalls unter Zug- und Scherbeanspruchung 6ffnen konnen. Fiir
die Schichtflichenparameter innerhalb des Bundsandsteines wurden hierfiir die Ergebnis-
se von triaxialen Scherversuchen an Bundsandsteintrennfldichen verwendet [83], um das

Schichtflichenmodell zu parametrisieren (Anhang B.3).

Nachbildung des Abbauverlaufes

Die Zeitentwicklung des Senkungsverhaltens an der Tagesoberfliche wird mal3geblich
vom tatsdchlichen rdumlichen und zeitlichen Verlauf der Abbauarbeiten bestimmt. Aus
diesem Grund muss dieser Ablauf auch im geomechanischen Modell so nachvollzogen
werden, dass zu einem bestimmten Zeitpunkt der jeweils in-situ vorliegende Lastfaktor
moglichst gut abgebildet wird. Die Schwierigkeit besteht jedoch darin, dass sich der reale
Abbauverlauf aufgrund seiner raumlichen Verteilung i. A. nicht direkt auf das Streifenmo-
dell iibertragen ldsst. Aus diesem Grund wurde eine Umrechnung vorgenommen, um die
zeitabhidngige Belastung bezogen auf den modellierten Streifen moglichst gut nachzubil-
den. Hierfiir wurde jeder Abbau zu seinem ungefiahren Abbauzeitpunkt beziiglich seiner
Entfernung zum Senkungszentrum und damit seinem relativen Anteil am Senkungsvorgang
bewertet.

Dazu wurde die Auffahrungsgeschichte des Bergwerkes herangezogen. Fiir jeden
Auffahrungsschritt eines Volumens V; zum Zeitpunkt #; und im Abstand r; zum spéteren
Senkungszentrum wurde in Anlehnung an die markscheiderische Senkungsformel von

Schober & Sroka [84] ein Wirkfaktor
r2
Ri(V,-,t,-,r,-) :H(t—tl-)~V,-~exp —2—l (82)
rref

definiert, wobei H die Heaviside-Sprungfunktion und r,. s ein vorgegebener Normie-
rungsabstand (r.f =~ 500 m, d.h. etwa der Radius des Baufeldes) ist. Somit ldsst sich zu

jedem Zeitpunkt ein Auffahrungsgrad beziiglich des Senkungszentrums angeben durch:
R(t) =Y Ri(Vi,t,ri) (8.3)
i

bzw. normiert auf den Endzustand der vollstdndigen Auffahrung aller Strecken:

R(t) _  YiRi(Vit,n)
R(tend) ZiRi(Viat _>tend=ri)

R(t) = (8.4)
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Ausgehend vom Anfangszustand bis zur vollstindigen Auffahrung der Abbaue lésst
sich so ein ungefdhrer Wert fiir den auf 100% normierten Belastungsverlauf im Sen-
kungszentrum angeben (Abbildung 8.4). Im dreidimensionalen Streifenmodell wurde dann
der zeitliche Ablauf von Hangendauffahrung und Strossen so angepasst, dass eben jener
Belastungsverlauf auch im geomechanischen Modell nidherungsweise abgebildet wird.
Auf diese Weise konnte die komplizierte riumliche und zeitliche Einwirkung des realen

Abbauverlaufes auf nachvollziehbare Weise fiir das Scheibenmodell umgerechnet werden.
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Abb. 8.4: Umrechnung der realen Lastentwicklung auf das Streifenmodell.

Berechnungsergebnisse

Die Berechnung des Abbauverlaufes und des darauffolgenden langzeitigen Systemverhal-
ten wurde iiber einen Gesamtzeitraum von etwa 1000 Jahren durchgefiihrt. Mittels der
diskontinuumsmechanischen Modellierung konnte das Senkungsverhalten - insbesondere
beziiglich der beschleunigten Senkungsentwicklung — mit guter Genauigkeit reproduziert
werden.

Die Oberflichensenkungen erreichen eine maximale (wieder prozentual bezogene) Rate
von ca. 3,3 %/a (Abb. 8.5), was den beobachteten maximalen Senkungsraten entspricht.
In der darauffolgenden Zeit zeigen die Senkungen einen degressiven Trend, durch den
sich die Senkungsrate innerhalb von 100 Jahren auf ca. 0,12 %/a bei einer relativen Ge-

samtsenkung von 77% reduziert. Dies wird durch einen Selbstversatzprozess unterstiitzt,
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Abb. 8.5: Senkungsverlauf an der Tagesoberflache (Senkungszentrum) tiber 100 Jahre.

der die Hohlrdume mit den Abschalungen der entfestigten Pfeilerbereiche auffiillt und
somit die verbleibende Pfeilerstruktur stabilisiert. Ein derartiges Verhalten kann dabei
nur durch die diskontinuumsmechanische Berechnungsmethode abgebildet werden, die
das Abschalen und Herausbrechen von Pfeilergestein explizit modellieren kann. Bis zum
Ende der Simulation etwa 1000 Jahre nach Abbaubeginn verfiillen sich bei weiter riick-
laufiger Senkungsrate die restlichen Hohlrdume durch die kriechbedingte Deformation
des verbrochenen Materials (Abb. 8.7 & Anlage B.4). Wihrend sich der Bereich iiber
den Abbaukammern relativ gleichmiBig absenkt, entsteht ein scharfer Ubergang an der
Abbaukante, der mit entsprechenden mechanischen Beanspruchungen in diesem Bereich
einhergeht. Die darstellende Auswertung des Senkungsprofiles an der Modelloberkante
verdeutlicht dies (Abb. 8.6) und steht in guter Ubereinstimmung mit iibertsigigen Messun-
gen. Die Zerrbeanspruchung fiihrt im Modell an der Tagesoberfliche zur Entstehung von

Rissstrukturen im Buntsandstein (Anlage B.5).

8.1.3 Scheibenmodell Schnitt 2
Modellaufbau

Die Lage der Schnittspur des zweiten Scheibenmodells liegt orthogonal zu Schnitt 1. Die

wesentlichen Bearbeitungsschritte bei der Erstellung sind in Analogie zur Erstellung des



130 Praktische Anwendungen

20 +

40 |

60 -

80 ——25 Jahre
—— 100 Jahre
—— 500 Jahre

Relative Vertikalverschiebung [%]

100

T T T T T T T T T T |
0 200 400 600 800 1000 1200

Abstand zur Symmetrieachse [m]
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Abb. 8.7: Kriechdeformation und Konturabschalungen der Pfeiler, Entwicklung einer
Selbstversatzwirkung.
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Scheibenmodells fiir Schnitt 1 durchgefiihrt worden. Abbildung 8.8 zeigt schematisch
die Modellstruktur des gro3raumigen Modells. Ein wichtiger Grund fiir die zusitzliche
Betrachtung eines zweiten Schnittes durch das Baufeld liegt darin, dass das Floz entlang
dieser Achse leicht einfallend liegt (= 8°) und somit Abbaue in verschiedenen Teufenberei-
chen vorliegen, wihrend im Schnitt 1 ein weitestgehend konstantes Teufenniveau herrscht.

Das Gesamtmodell hat eine Linge von ca. 2600 m und eine Héhe von 920 m. Im Vergleich

2,6 km

Abb. 8.8: Ansicht des Modells fiir den Schnitt 2 mit angedeuteter Zerlegung des Buntsand-
steins.

zum Schnitt 1 ist das Modell also deutlich groer und enthilt insgesamt 28 Pfeiler, von
denen 24 als diskontinuumsmechanische Voronoi-Strukturen modelliert wurden. Bei den
verbleibenden 4 Pfeilern handelt es sich um Querpfeiler, die i.A. von weiteren Forder- und
Wetterstrecken durchzogen sind (Abb. 8.9). Da dies die diskontinuumsmechanische Erstel-
lung stark erschwert und dariiber hinaus ohnehin ein stark erhohter Berechnungsaufwand
zu erwarten war, wurden diese Zwischenpfeiler kontinuumsmechanisch modelliert. Das ge-
samte Scheibenmodell des Schnittes 2 beinhaltet damit ca. 1,5 Millionen Kontakte und 2,4
Millionen Zonen in 14500 Blocken. Die Struktur des Buntsandsteins im Deckgebirge wird
durch vertikale und horizontale Schichtflichen in regelméfigen Abstinden entsprechend
eines orthogonalen Kluftsystems dargestellt und erlaubt somit analog zum Schnittmodell 1

die Beobachtung von Kluftéffnungen durch Zug- oder Scherbeanspruchungen.

Nachbildung des Abbauverlaufes

Fiir den Schnitt 2 ldsst sich der reale Abbauverlauf im Vergleich zum Schnitt 1 ohne Um-

rechnung auf schnittspezifische Belastungswerte durchfiihren, da die Abbau vornehmlich



132 Praktische Anwendungen

Abb. 8.9: Von Forder- und Wetterstrecken durchzogener Zwischenpfeiler.

senkrecht zum Modell aufgefahren wurden und damit in der diskontinuumsmechanischen

Berechnung leicht zu den entsprechenden Zeitpunkten entfernt werden kdnnen.

Berechnungsergebnisse

Aufgrund des immensen Mehraufwandes wurden die Berechnung des Abbauverlaufes und
des darauffolgenden langzeitigen Systemverhalten zunéchst iiber einen verringerten Ge-
samtzeitraum von etwa 100 Jahren durchgefiihrt. Auch fiir den Schnitt 2 konnte mittels der
diskontinuumsmechanischen Modellierung das Senkungsverhalten — analog zum Schnitt 1
— mit guter Genauigkeit reproduziert werden (Abbildung 8.10).

In diesem Modell erreichen die Oberflaichensenkungen eine maximale Rate von ca.
3,1 %l/a, was ebenfalls nahe an den beobachteten maximalen Senkungsraten liegt. In
der darauffolgenden Zeit zeigen die Senkungen wiederum einen degressiven Trend, der
zundchst sogar minimal stirker ausgeprigt ist, als dies im Scheibenmodell fiir Schnitt 1 der
Fall war. Die Abweichung ist jedoch gering und die grundlegenden Mechanismen bleiben

gleich.

8.1.4 Dynamische Berechnungen

Zusitzlich zum quasi-statischen Langzeitverhalten ist auch die Systemstabilitit unter
dynamischer Anregung zu untersuchen. Wahrend fiir quasi-statische Modellierungen in
den Rechencodes interne Dadmpfungsglieder und Massenskalierungen fiir eine schnelle
Konvergenz unter Maximierung des mechanischen Zeitschritts eingesetzt werden, miissen

diese im dynamischen Berechnungsmodus angepasst bzw. ausgeschaltet werden, damit
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Abb. 8.10: Modellierter und gemessener Senkungsverlauf an der Tagesoberfliche im
Senkungszentrum fiir beide Modellschnitte.

z.B. Schockwellen nach spontanem Pfeilerversagen nicht unrealistisch stark weggeddmpft
werden. Dies fiihrt jedoch dazu, dass der mechanische Zeitschrittalgorithmus mit extrem
kleinen Zeitschritten arbeiten muss, um die Wellenausbreitung korrekt abzubilden, weshalb
dynamische Simulationen typischerweise nur einen Zeitraum von wenigen Sekunden
abdecken konnen [13].

Anhand des Scheibenmodells fiir Schnitt 1 soll die Systemstabilitiit unter dynamischer
Anregung zum Zeitpunkt der maximalen Senkungsraten modelliert werden. Hierfiir wird
die Systemreaktion auf den duflerst unwahrscheinlichen Extremfall eines spontanen und
vollstindigen Versagens eines zentrumsnahen Pfeilers untersucht. Zusétzlich werden auch
am grofleren und damit rechenintensiveren Scheibenmodell fiir Schnitt 2 zwei dynamische

Anregungsfille betrachtet.

Dynamische Anregung im Scheibenmodell fiir Schnitt 1

Im Rahmen der geomechanischen Untersuchung und zur Erweiterung des Verstdndnisses
iber das Systemverhalten wurde der Schnitt 1 einem Extremfall ausgesetzt, in dem ein zen-
trumsnaher Abbaupfeiler durch das manuelle Herabsetzen der Pfeilerfestigkeiten plotzlich

vollstidndig versagt. Durch die Symmetrieebene am linken Modellrand bedeutet dies fiir
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das Gesamtsystem also automatisch die schlagartige und gleichzeitige Entfestigung von
zwei zentrumsnahen Pfeilern (Vgl. Abb. 8.12). Durch die Simulation als Scheibenmodell
wird dariiber hinaus auch die Wirkung in lateraler Richtung iiberschitzt. Es handelt sich
dabei also um einen immens unwahrscheinlichen Extremfall, der auch nicht das typische
Entfestigungsverhalten von Steinsalz-Langpfeilern mit den im Baufeld aufgefahrenen
Abbauparametern widerspiegelt, sondern lediglich als dullerst konservative Anregungso-
bergrenze das diskontinuumsmechanische Modell in dieser Prinzipstudie einer sehr starken
Belastung unterziehen soll.

Um Reflektionen der zu erwartenden Wellenausbreitung an der rechten Modellkante
zu vermeiden, wurde dieser Randbereich nicht linger in x-Richtung fixiert, sondern als
sogenannte ,,viskose Grenzfliche* modelliert. Diese Einstellung erméglicht die Dissipation
von Wellenenergie an der Modellgrenze, ganz so als ob sich das Modell dort weiter in
x-Richtung erstrecken wiirde. Da es sich bei der dynamischen Anregung um einen Kurz-
zeitprozess mit hohen Verformungsgeschwindigkeiten handelt, wird fiir die Simulationen
dementsprechend nun die laborativ ermittelte Kurzzeitfestigkeit angesetzt (anstelle der
reduzierten Langzeitfestigkeit fiir langsame in-situ Verformungsgeschwindigkeiten bei

quasi-statischen Deformationen).
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Abb. 8.11: Simulierte relative Vertikalverschiebung im Senkungszentrum und freigesetzte
kinetische Energie nach manuell induziertem Pfeilerversagen im Schnitt 1.

Infolge des manuell induzierten, spontanen Tragfihigkeitsverlustes des angeregten
Abbaupfeilers kommt es zu einer unmittelbaren elastischen Reaktion und der Ausbreitung

einer Druckwelle in Richtung Tagesoberfliche. Die freigesetzte kinetische Energie E im
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Modell erreicht im Maximum ca. 10,5 GJ (bzw. 21,0 GJ unter Beriicksichtigung der
Symmetrieebene am linken Modellrand), was sich anhand der empirischen Relation [13]:

My, log(E) —4,8) (8.5)

= m (

in eine lokale Ereignismagnitude von etwa 3,3 umrechnen ldsst (Abb. 8.11a). An der
Tagesoberfliche kommt es dementsprechend zu einer zusitzlichen relativen Absenkung.
Diese betrégt (aus Griinden des Datenschutzes erneut als relative Grée zur errechneten
Maximalsenkung) ca. 2 % (Abb. 8.11b). Die vom angeregten Pfeiler nicht linger getragene
Last wird im Laufe des dynamischen Prozesses auf die iibrigen Pfeiler umverteilt. Hier
war nun von besonderem Interesse, ob die benachbarten Pfeiler diese zusitzliche Last

aufnehmen und tragen, oder ob ein kettenreaktionsartiger Pfeilerbruchvorgang einsetzt
(Abbildung 8.12).
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Abb. 8.12: Umverteilung der Last infolge des spontanten Tragfahigkeitsverlustes eines
Einzelpfeilers.

In den Resultaten der diskontinuumsmechanischen Berechnungen nehmen die Nach-
barpfeiler die Zusatzlast auf, ohne selbst in einen Entfestigungsprozess zu geraten. Das
modellierte System ist also unter den verwendeten Stoffmodellen und Parametern auch in

diesem stark konservativen Berechnungsfall stabil gegeniiber der Anregung.

Dynamische Anregung im Scheibenmodell fiir Schnitt 2

Im Schnitt 2 wurden in dhnlicher Vorgehensweise zum vorangegangen Abschnitt ebenfalls
dynamische Berechnungen durchgefiihrt. Hierbei sollte nun neben der vergleichenden

Berechnung des unrealistischen Extremfalles ,,vollstandiges Pfeilerversagen* auch eine
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etwas moderatere Anregung in Form eines grof3flachigen, einseitigen Konturbruches si-

muliert werden. Als Anregungspfeiler wurde in der Abbaugeometrie des Schnittmodells

Abb. 8.13: Auswahl des Anregungspfeilers im Scheibenmodell fiir Schnitt 2.

aus Konservativititsgriinden der gekennzeichnete Barrierepfeiler aufgrund seiner gro3en

Michtigkeit und hohen Teufenlage gewahlt (Abb. 8.13).
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Abb. 8.14: Simulierte Vertikalverschiebung im Senkungszentrum und freigesetzte kineti-
sche Energie nach manuell induziertem Pfeilerversagen im Schnitt 2.

Infolge eines manuell induzierten, schlagartigen Tragfdahigkeitsverlustes des gesamten
Barrierepfeilers kommt es d@hnlich wie im Schnitt 1 zur Entwicklung einer Druckwelle
und entsprechender Absackung an der Tagesoberflache sowie zu einer Lastumverteilung
im Abbauhorizont. Die maximal freigesetzte kinetische Energie im Modell betrigt ca. 28
GJ und damit berechnet sich die Ereignismagnitude zu M = 3,3 (Abbildung 8.14a). Die
zusitzliche relative Absenkung an der Tagesoberflidche erreicht ca. 1,2 % (Abb. 8.14b).
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Auch im Scheibenmodell fiir Schnitt 2 bleibt das Gesamtsystem unter dieser Anregung
stabil. Lediglich kleinere zusitzliche Abschalungen an vereinzelten Pfeilern werden durch
die dynamische Lastumverteilung ausgelost.

Im Vergleich zum Pfeilerversagen ist die Reaktion auf die groflachige Konturent-
festigung weitaus weniger stark. Hierbei wurde auf einer Pfeilerseite die Festigkeit bis
in ca 30% der Pfeilerbreite hinein drastisch verringert. Dies fiihrt ebenfalls zum kurzzei-
tigen dynamischen Nachgeben des Pfeilers, wobei dieser jedoch nun nicht vollstindig
entfestigt, sondern die Last weiterhin trigt. Somit ist es lediglich der kurze Zeitraum der
Spannungsumverteilung der zur Ausbildung einer schwicheren Druckwelle fiihrt, deren
Geschwindigkeitsmagnituden etwa eine Groflenordnung geringer ist, als im Extremfall
des Pfeilerversagens. Dementsprechend wird in dieser Modellberechnung eine deutlich
geringere Absenkung an der Modelloberkante von ca. 0,05 % ausgewiesen. Die Ereignis-
magnitude ergibt sich aus der freigesetzten kinetischen Energie von etwa 2,5 GJ zu M=2,7

(Vgl. Abbildungen 8.14a und 8.14b).

8.1.5 Zusammenfassung

Im Rahmen dieser Studie wurde der diskontinuumsmechanische Simulationsansatz zur
Untersuchung von Pfeilertragverhalten und Senkungsentwicklung in einem Steinsalz-
Abbaufeld angewendet. Der Ansatz wurde vorangehend anhand von umfangreichen Nach-
rechnungen zugehoriger Laborversuche validiert und fiir die groBrdumigen Simulationen
parametrisiert.

Fiir die geomechanischen Untersuchungen wurden zwei 3D-Modelle erstellt, die jeweils
einen Streifen in zueinander orthogonalen Schnittspuren durch das Abbaufeld abbilden. Im
Rahmen der Simulationen wurde das Verhalten des Scheibenmodells fiir Schnitt 1 iiber ca.
1000 Jahre simuliert, wihrend im deutlich groeren Schnitt 2 bis etwa 100 Jahre gerechnet
wurde. Das Ziel der Untersuchungen war es, ein Instrumentarium zu entwickeln, anhand
dessen das Verhalten von Steinsalzpfeilern innerhalb ihrer Abbaugeometrie bis in hohe
Verformungsbereiche und unter verschiedensten Belastungsszenarien zu untersuchen und
zu verstehen.

In beiden Modellen konnte das Senkungsgeschehen — insbesondere die Beschleuni-
gungsphase — mit maximalen Senkungsgeschwindigkeiten von 3,3 %/a mit guter Ge-

nauigkeit reproduziert werden. Fiir die zukiinftige Entwicklung prognostizieren beide
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Berechnungen einen degressiven Trend der Senkungsgeschwindigkeiten, die innerhalb von
100 Jahren bis unter 0,1 %/a fallen. Im Langzeitprozess stabilisiert sich das Pfeilersystem
durch die Selbstversatzwirkung der eigenen Abschalungen und verschlieft die geschaffenen
Hohlrdume selbststiindig. Nach 1000 Jahren hat sich im Modell eine annihernd konstante
Endsenkung bei einer sehr geringen Restsenkungsrate < 0,01 %/a eingestellt. Trotz ihrer
unterschiedlichen Geometrien und Abmessungen zeigen beide 3D-Scheibenmodelle gute
Ubereinstimmungen beziiglich ihrer Prognosen und stiitzen damit zusammen mit den er-
folgreichen Nachrechnungen der Laborversuche die Belastbarkeit der aus den Simulationen
abgeleiteten Aussagen.

Im dynamischen Anregungsfall blieben beiden Modellvarianten auch unter hoher
Belastung durch die konservative Annahme extrem unwahrscheinlicher Versagensszenarien
stabil. Die obertdgigen Auswirkungen korrelierten dabei entsprechend der Stirke der
Anregung, wobei die zusitzliche Last jeweils von den verbleibenden Pfeilern aufgenommen

wird.
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8.2 Hydro-mechanische Kopplung am Beispiel der Ka-
vernenspeicherung

In den zuriickliegenden Jahrzehnten wurden Speicherkavernen vorwiegend in saisona-
len Speicherzyklen betrieben, d.h. im Sommer wurde ein- und im Winter ausgespeist.
Dementsprechend sind die geomechanischen Untersuchungen zur Bestimmung der cha-
rakteristischen Betriebsparameter (max. Speicherdriicke etc.) fiir Speicherkavernen in
der Regel basierend auf diesem Druckverlaufsszenario abgeleitet. Aufgrund von neuen
Entwicklungen auf dem internationalen Gasmarkt werden jedoch mittlerweile von Ka-
vernenbetreibern immer hiufiger Operationszyklen und Druckregimes mit hdufigen und
schnellen Druckverdanderungen anvisiert. Diese Fahrweisen fiihren jedoch zum Auftreten
zusitzlicher Effekte, die ihm Rahmen von moderaten saisonalen Speicherzyklen keine bzw.
nur untergeordnete Relevanz haben und nun fiir die Bewertung der Kavernenintegritit und
den modifizierten Betriebsparametern beriicksichtigt werden miissen.

In nachfolgendem Anwendungsbeispiel soll der diskontinuumsmechanische Berech-
nungsansatz zur Bewertung und Optimierung der Betriebsparameter von Gasspeicher-
kavernen im hochfrequenten Betrieb angewandt werden. Fiir die hier betrachteten Ka-
vernen erfolgte bereits auf kontinuumsmechanischem Wege eine Begutachtung, in der
die maximal und minimal zulédssigen Betriebsdriicke und maximalen Verweilzeiten bei
niedrigen Driicken festgelegt worden sind. Die Kavernen werden gegenwirtig vornehmlich
im saisonalen Speicherbetrieb gefahren fiir den diese entsprechenden Begutachtungen
vorliegen. Zukiinftig sind auch hoher frequente Speicherfahrweisen angedacht, wobei in
die Betrachtungen zur Optimierung und Vereinheitlichung des Speicherregimes folgende

Problemstellungen einzubeziehen sind:

* maximale Ausspeiseraten
 Standzeiten bei niedrigen Speicherdriicken

* minimale und maximale Speicherdriicke

Die bisherige Kavernendimensionierung basiert auf empirischen Ansétzen, in Jahr-
zehnten gesammelter Erfahrungen und numerischen gebirgsmechanischen Berechnungen.
Aktuell wird international im Rahmen des SMRI diskutiert [85], ob und in welchem
Ausmal dilatante Zonen zuldssig sind und Bereiche in denen die Zugfestigkeit bzw. ef-

fektive Zugfestigkeit verletzt wird. Die gestellte Aufgabenstellung erfordert eine vertiefte
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Betrachtung der Schiadigungsentwicklung und Konturstabilitidt der Kavernen iiber den

Betriebszeitraum unter Beriicksichtigung von:

» Zugspannungen und Frac-Gefahr

Konturschiddigungen durch mechanische Entfestigung (Dilatanz)

Gasdruckbelastung im Salzgestein (druckgetriebene Perkolation)

thermomechanischen Einfliissen auf die Konturstabilitit

realer Kavernengeometrie und -grofle

Beanspruchung im Rohrschuhbereich

Zur Losung der Aufgabenstellung sind iiber bisherige Betrachtungen hinaus, gekoppelte
thermo-hydro-mechanische Berechnungen erforderlich, mit denen die Wechselwirkung
der Prozesse in den geomechanischen Modellen erfasst und abgebildet werden kann.
Fiir die Berechnungen wird der in dieser Arbeit vorgestellte diskontinuumsmechanische
Modellierungsansatz verwendet, um die Simulation von Frac-Vorgidngen und die fluiddruck-
getriebene Perkolation zu ermdglichen. Auf dieser Grundlage lassen sich die komplexen
Wechselwirkungen zwischen Spannungen, Verformungen, Dilatanz, Entfestigung, Kontur-

bruch und Fluiddruck simulieren.

8.2.1 Grundlegende gebirgsmechanische Vorginge bei der Gasspei-

cherung in Salzkavernen

Die Aussolung von Kavernen in méchtigen Steinsalzformationen stellt grundsitzlich einen
erheblichen Eingriff in den herrschenden thermomechanischen Zustand dar. Umso mehr
trifft dies zu, wenn die Sole anschlieBend durch komprimiertes Gas verdringt wird.
Durch die Auflosung des Steinsalzes durch eine gelenkte Einleitung von SiiBwasser
iber die Kavernenbohrung wird ein Hohlraum geschaffen, der sich im Zuge des Solprozes-
ses entwickelt und vergroBert. Der Kavernenhohlraum steht dabei unter einem permanenten
Innendruck, der dem hydrostatischen Druck der Solesdule im Forderstrang bis zur Tages-

oberfldache entspricht, aber dennoch erheblich kleiner ist als der initiale Gebirgsdruck. Der
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Druckunterschied Ap zwischen dem initialen isotropen Gebirgsdruck in der Lagerstitte

und dem Innendruck in der Kaverne mit Sole betrigt bezogen auf die betrachtete Teufe

Ap = (’}’Salz - }/Sole) ‘H (8.6)

wobei H die Teufe und 7y das spezifische Gewicht von Sole bzw. Steinsalz ist.

Bei der nachfolgenden Befiillung mit Gas dndert sich das mechanische Gleichgewicht.
Zundchst muf} der Gasdruck hoher sein als der hydrostatische Druck der Sole im Kavernen-
tiefsten, um diese verdringen zu konnen. Am Kavernenkopf muss daher ein erheblicher
Uberdruck aufgebaut werden um die Kaverne erstmals mit Gas befiillen zu konnen. Der
Druckunterschied zwischen dem initialem Gebirgsdruck und dem Gasdruck wird dann

kleiner und kann ausgedriickt werden durch:

H
AP(H) = (}/Salz H) — PKopf — /0 YGas(p7 T)dz 8.7)

mit YGas = spez. Gewicht von Gas (druck- und temperaturabhéngig) und pgopr = Druck
am Sondenkopf. Nach der Erstbefiillung mit Gas ist der Druck im Kavernentiefsten etwas
hoher als der ehemalige Soledruck, aber kleiner als der lithostatische Teufendruck. Im
Bereich des Kavernendaches ist der Gasdruck dann allerdings deutlich hoher als der
ehemalige Soledruck, denn der Teufendruckgradient des Gases ist auch bei Kompression
deutlich kleiner als der von Sole und Gebirge. Auch bei schwankendem Gasdruck wird
im Kavernentiefsten der Gasdruck immer kleiner sein als der lithostatische Teufendruck.
Die Konvergenz des Gebirges wird hier stetig in Richtung Kavernenmitte auftreten und
die Kaverne wird insbesondere in diesem Bereich immer schmaler. Im Kavernendach
liegt der Gasdruck maximal geringfiigig unter dem urspriinglichen Gebirgsdruck. Eine
Uberschreitung muss hier grundsitzlich vermieden werden, um Zugspannungen und damit
eine Frac-Gefahr zu verhindern.

Abb. 8.15 zeigt die grundlegende mechanische Reaktion der Tangential- und Radialspan-
nungen wihrend eines Druckanstieges bzw. -abfalls anhand eines horizontalen Schnittes.
Wihrend des Druckaufbaus verringert sich die tangentiale Einspannung, wihrend die
Radialspannung steigt. Ein Druckabfall hingegen induziert eine sinngemifl umgekehrte
Reaktion. Diese einfache Betrachtung gilt jedoch streng genommen nur unter Vernachléssi-
gung thermo-mechanischer Effekte, die gerade fiir hochfrequente Kavernenspeicherung

zunehmend an Bedeutung gewinnen.
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Abb. 8.15: Prinzipielles Verhalten von Tangential- und Normalspannungen an der Ka-
vernenkontur bei Druckanstieg (links) bzw. -abfall (rechts) im Horizontalschnitt. Rein
mechanischer (schwarz) und thermo-mechanischer (rot) Einfluss.

Das Einleiten eines Gases in die Kaverne fiihrt zu einer Erwdrmung, denn das iiberwie-
gend adiabatisch komprimierte Gas wird mit hoher Temperatur in die Kaverne eingeleitet.
Bei liangeren Standzeiten mit hohem Druck bildet sich ein thermisches Gleichgewicht und
die Gastemperatur wird sich der Gebirgstemperatur angleichen. Aufgrund der vergleichs-
weisen kleinen Wirmekapazitidt und der hohen Beweglichkeit des Gases wird dies viel
schneller erfolgen als in einer solebelassenen Kaverne. Bei der Ausspeisung des Gases
erfolgt hingegen eine starke Abkiihlung, die aber aufgrund der geringen Wirmekapazitit
des Gases nicht lange bestehen bleibt. Beim regelmédfigen Wechsel von Ein- und Ausspei-
sungen werden sich die Temperaturschwankungen nur auf die unmittelbare Kontur der
Kaverne auswirken. Einige Meter hinter der Kontur wird sich eine mittlere Temperatur
einstellen, die aber i.A. unter der urspriinglichen Gebirgstemperatur liegt.

Die Temperaturschwankungen fithren aber auch zu mechanischen Spannungen. Eine
Abkiihlung fiihrt zu Zugspannungen, ein Erwidrmung zu Druckspannungen. Auch hier kon-
nen Dilatanz und Schidigungen durch starke Temperaturgradienten induziert werden. Dabei
wirkt der Temperatureffekt insbesondere auf die Tangentialspannungen bei Druckanstieg
und -abfall jeweils gegenldufig zum rein mechanischen Einfluss: Wihrend ein schneller
Druckabfall die Tangentialspannung im Grunde erhoht, fiihrt die damit einhergehende

Abkiihlung zum Zusammenziehen des Materials und damit eher zu einer Verringerung der
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Einspannung. Welcher Effekt sich letztendlich durchsetzt bzw. wann der Temperatureffekt
moglicherweise zu einer groferen Integrititsverletzung in die Kavernenkontur fiihrt, hingt
entscheidend von der Hohe der Anderungsraten von Druck und Temperatur ab.

Die Festigkeit und Verformbarkeit des Salzgebirges ist dariiber hinaus abhiingig von
der Belastungsgeschwindigkeit. Bei schnellen Belastungen iiberwiegen elastische und
plastische Verformungen. Hingegen wirkt bei langsamen Belastungen ein Spannungsabbau
durch Kriechbewegungen dem Scherspannungsaufbau entgegen. Eine schnelle Ein- und
Ausspeicherung von Gas mit groBen Druckauf- und Abbauraten fithrt somit zu deutlich
hoheren Belastungen im Vergleich zu langsamen Druckinderungen. Eine wichtige Fra-
gestellung ist die Perkolation von Gas in das Gebirge und wieder zuriick in die Kaverne.
Grundsitzlich bewirken dilatante Zonen, bedingt durch den vergroBerten Porenraum, ei-
ne hohere Durchlissigkeit fiir Gase und Fliissigkeiten. Weiterhin ist das Verhiltnis des
Gasdruckes zum Gebirgsdruck entscheidend. Wenn der Gasdruck den Gebirgsdruck er-
reicht und iiberschreitet steigt die Permeabilitét sprunghaft an, es entstehen druckgetrieben
FlieBwege entlang der Korngrenzen, die vorhandene Poren verbinden. Das in das Gebirge
perkolierte Gas ist bei groBerem Volumen auch fiir die Betrachtung wichtig, denn es kann
bei schneller Druckentlastung zu Zugspannungen im Gebirge fithren und Schidigungen
hervorrufen. In Gaskavernen wird im normalen Betriebsablauf allerdings immer vermie-
den, den Gasdruck iiber den initialen Gebirgsdruck bzw. die minimale Hauptspannung im
umgebenden Steinsalzgebirge zu erhdhen. Nur an der Kontur konnen sich Gasdruck und

minimale Hauptspannung angleichen.

8.2.2 Modellaufbau

Nachfolgend betrachten wir die beschriebenen Effekte anhand eines Horizontalschnittes
durch eine typische Kaverne in einer Teufenlage von ca. 1200 bis 1500 m mit einem mitt-
leren Radius von 25 m. Die Referenzteufe des Schnittes wurde in konservativer Hinsicht
am hochstmoglichen Punkt gewihlt. Damit wird der ungiinstigste Fall — d.h. ein hoher
Durchmesser nahe der Kavernenfirste — abgedeckt. Die Teufenlage des Horizontalschnit-
tes entspricht daher einem initialen Teufendruck von ca. 33 MPa. Insgesamt weist das
Horizontalmodell eine Gesamtbreite und —hohe von je 400 m auf (Abb. 8.16).

Durch die Verwendung eines horizontalen Schnittes wird implizit ein in vertikaler Rich-

tung unendlich ausgedehnter Hohlraum modelliert, wodurch zu erwarten ist, dass die model-
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Abb. 8.16: Diskontinuumsmechanisches Horizontalschnittmodell der Kaverne (links) und
Nahaufnahme der Blockstruktur und Vernetzung (rechts).

lierten Einspannungen im Horizontalschnitt konservativ etwas geringer sein werden, als in
einer vollstandigen dreidimensionalen Simulation. Der Ausgangsspannungszustand vor der
Gasbefiillung wird durch die Nachbildung der Kavernensolung iiber 5 Jahre ausgehend von
einem isotropen Initialzustand durch Entfernen des Kavernenhohlraums und schrittweise
Verringerung einer Druckrandbedingung an der Kavernenkontur modelliert. Basierend auf
dem hierdurch entstandenen Spannungsfeld wird die hydro-diskontinuumsmechanisch ge-
koppelte Berechnung fiir diverse Szenarien und Betriebszyklen fortgefiihrt, die nachfolgend

vorgestellt werden.

8.2.3 Berechnungsvarianten und Betriebszyklen

Vor der expliziten Simulation der Betriebszyklen wurde das Kavernenverhalten — insbeson-
dere die Abhédngigkeit der Standzeit bei geringem Druck — durch mehrere Berechnungs-
variationen eines einfachen Druckaufbaues ausgehend von verschiedenen Initialdriicken
untersucht. Hierfiir wurde die modellierte Kaverne nach Erstbefiillung jeweils 1 Monat bei
vorgegebenen Initialdruck gehalten und danach mit einer Druckaufbaurate von 5 bar/d bis
zum Maximaldruck von 278 bar befiillt. Fiir die anschlieBende Modellierung des Speicher-
betriebes der Kaverne wurden ein in Anlehnung an konkrete Druckdaten ein typischer,
realitdtsnaher Druckverlauf abgeleitet (Abb. 8.17). Dabei wurde jeweils ein ,,moderates
und ein ,,schnelles* Nutzungsprofil vorgegeben. Der moderate Druckverlauf weist dabei

einen gleichmifBigen Druckanstieg von ca. 1 bar/d bis zum Maximaldruck auf, wihrend
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Abb. 8.17: Verschiedene modellierte Druckregimes in Anlehnung an reale Fahrweisen.

im schnellen Nutzungsprofil ein deutlich schnellerer Druckanstieg mit 4 bar/d auf eine
relative lange Standzeit (=150 d) bei lediglich ca. 150 bar folgt. Die charakteristischen
Eckdaten dieser Varianten sind in der nachfolgenden Tabelle 8.1 fiir beide Kavernen
zusammengestellt.

Tab. 8.1: Eckdaten der untersuchten Druckregimes (Abb. 8.17). Maximal- und Minimal-
druck, sowie charakteristische mittlere Raten fiir Befiillung und Entleerung.

Puyax [bar]  Pyin [bar]  Rate, [bar/d] Rate_ [bar/d]

Moderat 278 73 1 2,5
Schnell 278 73 4 10

8.2.4 Berechnungsergebnisse
Drucktests bei verschiedenen Initialdriicken

Die Simulationen des Druckaufbaus ausgehend von einer vorherigen 1-monatigen Standzeit
bei verschiedenen Startdriicken zeigt einen deutlichen Trend (Abb. 8.18): Je geringer
der Initialdruck, d.h. je groBer die Differenz zum angefahrenen Maximaldruck, umso
starker findet eine druckgetriebene Perkolation von Gas in das anstehende Steinsalz statt.

Die Ursache hierfiir liegt in der weitrdumigen Spannungsumverteilung, die eine ldngere
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Standzeit bei niedrigem Druck nach sich zieht. Steigt der Gasdruck dann in der Folgezeit
schneller an, als das umliegende Gebirge reagieren kann, kommt es durch die Verringerung

der tangentialen Einspannung zur Perkolation von Gas in den Konturbereich der Kaverne.

Druckaufbau nach 1monatiger Druckaufbau nach 1monatiger Druckaufbau nach 1monatiger
Standzeit bei 200 bar Standzeit bei 150 bar Standzeit bei 100 bar

Abb. 8.18: Abhingigkeit der Gasperkolation vom Ausgangszustand bei gleicher Druckauf-
baurate und gleichem Maximaldruck.

Diese Interpretation wird dadurch unterstiitzt, dass bei einem Initialdruck von 200 bzw.
220 bar keinerlei Gasperkolation zu beobachten ist, obwohl mit gleicher Druckaufbaurate
der gleiche Maximaldruck von 278 bar angefahren wurde. Die Ergebnisse bestitigen damit
die bereits frither getroffenen Empfehlungen fiir den Speicherbetrieb von Kavernen, dass
die Standzeit bei geringem Speicherdruck moglichst zu begrenzen und nach lidngeren

Phasen unter niedrigem Druck mit geringeren Druckaufbauraten zu arbeiten ist.

Simulation des Betriebes der Kaverne

Die Abbildung 8.19 zeigt die Ausbreitung der Fluidperkolation im Laufe von 5 Betriebs-
zyklen mit moderatem Nutzungsprofil. In den ersten beiden Jahren zeigen sich nur sehr
kleine Bereiche, in denen vereinzelt Gas in den unmittelbaren Kontursaum eindringt. Die
fortwihrende Be- und Entlastung durch das Hoch- und Herunterfahren des Druckes fiihrt
jedoch bei der Betrachtung iiber mehrere Jahre zu einer etwas deutlicher sichtbaren Gas-
perkolation, die jedoch in Bezug auf die numerische Genauigkeit des Modells nur wenige
Elemente fortschreitet. Die Auswertung des klassischen Minimalspannungskriteriums,
wie es in den kontinuumsmechanischen Berechnungen verwendet wurde, offenbart einen
Vorteil der diskontinuumsmechanischen Simulation mit expliziter Beriicksichtigung der
Gesteinsmikrostruktur: Der Bereich, in denen das Minimalspannungskriterium verletzt

wird, ist deutlich groBer als das Gebiet, in das tatsdchlich eine Gasperkolation stattfindet.
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5 Zyklen

3 Zyklen

1 Zyklus

,Moderat*
Ausgangszustand

Abb. 8.19: Abhingigkeit der Gasperkolation vom Ausgangszustand bei gleicher Druckauf-
baurate und gleichem Maximaldruck.
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Die Ursache hierfiir liegt in der Richtungsunabhingigkeit des Minimalspannungskriteriums,
denn die Verletzung des Kriteriums wird im horizontalen Schnittmodell auch zum Teil
durch verringerte radiale Einspannungen verursacht. Fiir die radiale Ausbreitung von der
Kaverne weg miisste jedoch die tangentiale Einspannung geringer sein als der angreifende
Gasdruck. Dies ist jedoch nur in der unmittelbaren Umgebung der Kavernenkontur der
Fall (Abb. 8.20), sodass auch nur in diesen Bereich eine geringe Gasperkolation stattfindet.

Die vergleichende Betrachtung des schnellen Nutzungsprofiles zeigt vor dem Hintergrund

Giex[MPa]

-3.200E+01
-3.100E+01
-3.000E+01
-2.900E+01
-2.800E+01
-2.700E+01
-2 600E+01
-2.500E+01

GMI\' / P)'IAX

<11
>1,1

Minimalspannungskriterium bei gy bei Maximaldruck 278 bar
Maximaldruck 278 bar

Schwarzer Kreis — Bereich der Kriterienverletzung des
Minimalspannungskriteriums (siehe linke Abb.)

Roter Kreis — Bereich der Kriterienverletzung unter
Beriicksichtigung der Spannungsrichtung
(entscheidend fiir Perkolation)

Abb. 8.20: Vergleich mit kontinuumsmechanischen Minimalspannungskriterium, Modell-
ausschnitte 100x100m.

der einfithrenden Berechnungsvarianten das erwartete Verhalten: Aufgrund der lingeren
Standzeit bei Driicken < 150 bar und der deutlich hoheren Druckaufbaurate kommt es
gegeniiber des moderaten Betriebes zu einer stirkeren Gasperkolation. Durch das etwas
weitere Eindringen des Gases ldsst sich beim ebenfalls schnelleren Herunterfahren des
Gasdruckes ein weiterer Effekt beobachten: Durch das schnelle Herunterfahren sinken die
Radialspannungen um die Kaverne abrupt ab. Wenn der Druckabfall schneller geschieht, als
die Zeit die das perkolierte Gas benétigt um entlang der Korngrenzen wieder in die Kaverne
zuriickzustromen, verbleibt ein Teil des Gases auf den Korngrenzen. Da der eingeschlosse-
ne Gasdruck dann hoher sein kann als die absinkende radiale Einspannung beobachtet man
beim Herunterfahren des Druckes eine Ausbreitung in tangentiale Richtung, parallel zur
Kavernenkontur. Dieser Effekt konnte zwar zu zusitzlichen Abschalungen an der Kontur
fiihren, ermdoglicht aber ebenfalls aufgrund der Spannungsrichtungen keine Ausbreitung

von der Kaverne weg.
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8.2.5 Zusammenfassung

Der diskontinuumsmechanische Berechnungsansatz wurde verwendet, um die druckgetrie-
bene Perkolation an Kavernenkonturen infolge des verdnderten Anforderungsprofils der
Druckregimes zu untersuchen. Die hydro-mechanisch gekoppelten Modellierungen zeigen,
dass beim schnellen Hochfahren des Kavernendruckes Gas in die Konturzone der Kaverne
verpresst wird. Die Eindringtiefe ist limitiert, aber aufgrund von Spannungsumlagerungen
umso grofBer, je langer die vorhergehende Standzeit bei geringerem Kavernendruck war. In
der Simulation mehrerer derartiger Betriebszyklen zeigte sich, dass die auf diese Weise
induzierte Konturschidigungszone auf einen Bereich von wenigen Metern begrenzt bleibt.

In zukiinftigen Studien konnen und sollten die Untersuchungen unter Beriicksichtigung
der zusitzlichen thermischen Expansion und Kopplung erfolgen. Weiterhin kann dies dann
ebenfalls auf dreidimensionale Kavernenmodelle erweitert werden, wobei allerdings von

einem deutlich groBBeren Rechenaufwand auszugehen ist.
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8.3 Integritit der geologischen Barriere iiber einem End-
lager fiir warmeentwickelnde Abfille in flacher Lage-

rung

8.3.1 Einfiihrung und grundlegende Aufgabenstellung

Die Endlagerung radioaktiver (wirmeentwickelnder) Abfille ist seit Jahrzehnten ein aktives
Forschungsfeld unter besonderer politischer und sozialer Aufmerksamkeit. Unter den ver-
schiedenen Endlagerkonzepten wird auch die Moglichkeit der dauerhaften Einlagerung der
Abfallgebinde in einer Salinarformation aufgrund des Einschluss- und Kriechvermégens
des Salzgesteines in Betracht gezogen [86]. Die in Abschnitt 2.3 vorgestellten natiirlichen
Analoga aus dem Steinsalzbergbau zeigen, dass Gase und Fliissigkeiten tiber Millionen
Jahre eingeschlossen werden konnen, weshalb die Ausnutzung eben jener Eigenschaften im
Mittelpunkt der Endlagerungskonzepte im Salz steht. In den nachfolgenden Betrachtungen
untersuchen wir insbesondere die sog. Streckenlagerung in der flachen Lagerung. Die
Grundidee ist hierbei die folgende: Die wirmeentwickelnden Abfille werden in einem ei-
gens hierfiir aufgefahrenen Streckennetzwerk unter Tage eingebracht und der verbleibende
Raum zwischen Behiltern und Streckenwand mit Salzgrus verfiillt. Durch das Kriechver-
mogen des Salzgesteines — besonders ausgeprigt unter hohen Temperaturen — wird der
Hohlraum langfristig verschlossen und der Salzgrus derart kompaktiert, dass er zuneh-
mend die Eigenschaften von ungeschidigtem Steinsalz annimmt und somit zum Teil des
Langzeitverschlusses wird. Im Rahmen eines Langzeitsicherheitsnachweises wire — neben
zahlreichen anderen Untersuchungen — u.a. zu zeigen, dass unter diesen Bedingungen die
Integritédt der geologischen Barriere erhalten und die Abfille somit isoliert von der Bio-
sphére bleiben [87]. Anhand von gekoppelten thermo-hydro-mechanischen Berechnungen
werden nachfolgend derartige Betrachtungen als Anwendungsbeispiel am vereinfachten

Szenario einer idealisierten flachen Lagerungsstruktur durchgefiihrt.

8.3.2 Modellaufbau einer idealisierten flachen Lagerung

Das Berechnungsmodell stellt eine vereinfachte geologische Struktur der flachen Lagerung

mit perfekt horizontalen Schichtgrenzen dar (Abb. 8.21).
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Abb. 8.21: Modell der idealisierten flachen Lagerung fiir die Streckenlagerung wéarmeent-
wickelnder Abfille.

Der geologische Aufbau ist ohne lokationsspezifische Inhalte angelehnt an typische

Salzlagerstitten in Deutschland (Tab. 8.2)[88].

Name Kurzname  Michtigkeit [m]
Quartir Q 60
Tertidr T 100
Buntsandstein Buntsandstein 200
Aller-Steinsalz Na4 60
Roter Salzton T4 10
Anhydritmittelsalz AM3 90
Kalifl6z Ronnenberg K3 15
Leine-Steinsalz Na3 70
Hauptanhydrit A3 40
Kalifloz Stal3furt K2 15
StaBfurt-Steinsalz Na2 260
Liegendes Liegendes 130

Tab. 8.2: Stratigraphische Schichten und deren Michtigkeiten im Modell der idealisierten
flachen Lagerung

Die thermo-mechanischen Eigenschaften der Gesteine sowie die planungstechnischen
Randbedingungen der Endlagergeometrie wie z.B. Streckenabstinde und -verfiillung wer-
den mit geringen Modifikationen in Anlehnung an die Untersuchungen zur vorldufigen
Sicherheitsanalyse Gorleben [89, 90] festgelegt. Die Anlagen B.7 bis B.11 enthalten Ta-
bellen und Darstellungen zu den angesetzten Materialparametern sowie Behilter- und
Streckengeometrien. Die seitlichen und der untere Modellrand werden in Normalrichtung
fixiert und ein initiales Temperaturfeld mit einem Temperaturgradienten von 3 K pro 100 m

ausgehend von einer mittleren Oberflichentemperatur von 8,5 °C angesetzt.
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8.3.3 Wairmeentwicklung und Versatzmodell

In der geomechanischen Simulation wird die Streckenlagerung von Pollux-10 Behiltern
untersucht. Die langzeitige Entwicklung der Warmeleistung durch den anhaltenden Zerfall
der Radionuklide wurde durch die Uberlagerung des Zerfalls von 5 sog. ,,Pseudonukliden*
angepasst [89]. Damit berechnet sich die Wirmeleitung zum Zeitpunkt t nach Reaktorent-

nahme demnach folgendermafen:

5
P(t)=Y P’ exp [—mz : tL] (8.8)
j 1/2

wobei Pl-O die Initialleistung des jeweiligen Pseudonuklides und 71 ;, dessen Halbwertzeit
ist (Anlage B.12).

Diese zeitabhingige Wirmeleistung wird im Modell auf den Behiltern vorgegeben.
Aufgrund der Verwendung eines 2D-Schnittes werden in laterale Richtung implizit unend-
lich ausgedehnte Einlagerungsbehilter modelliert. Im realen Planungskonzept befindet sich
zwischen den ca. 5,5 m langen Behiltern in dieser Richtung ein Abstand von etwa 3 m,
d.h. auf lange Sicht wiirde die Approximation unendlicher Behiilter eine Uberbewertung
der Temperaturentwicklung mit sich fiihren. Aus diesem Grund wird die Wirmeleitung im
Modell im Verlauf der ersten 5 Jahre nach Einlagerungsbeginn auf ca. 75% reduziert, um
den Einfluss des lateralen Behélterzwischenraumes zu beriicksichtigen und damit gleich-
zeitig eine anniihernde Ubereinstimmung mit der modellierten Temperaturentwicklung in
3D-Auslegungsrechnungen [90] zu erzielen.

Die Wirmeentwicklung und das Versatzverhalten sind dabei untrennbar miteinander ver-
bunden: Je hoher die Temperatur, desto schneller wird der Versatz durch das beschleunigte
Zukriechen der Einlagerungskammer kompaktiert, wodurch wiederum dessen Wirmeleitfi-
higkeit steigt. Mit zunehmender Wirmeleitfahigkeit kann die Wiarme besser vom Behilter
abtransportiert werden, was der weiterlaufenden Erhitzung der Behilter entgegenwirkt. Wir
sehen also ein enges Wechselspiel zwischen thermischen und mechanischen Eigenschaften,
weshalb die realititsnahe Abbildung des Versatzverhaltens von zentraler Bedeutung fiir das
Verhalten im Nahbereich der Einlagerungskammern ist!.

Hierfiir wurde eine eigens geschaffene Modifikation des ,,Double- Yield*-Versatzmodells

[50] verwendet, um die temperatur- und geschwindigkeitsabhingige Kompaktion des Salz-

IFiir die Integritit der geologischen Barriere ist dahingegen vorwiegend der integrale Wirmeeintrag im
Einlagerungsbereich relevant.
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grus adidquat abzubilden. In seiner urspriinglichen Form beschreibt das Double-Yield-
Modell ein Material mit zwei Festigkeitsgrenzen: Eine Schergrenze in Abhédngigkeit von
deviatorischer und minimaler Hauptspannung und eine druckabhéngige volumetrische
FlieBgrenze zur Modellierung von Kompaktionsverhalten. Das Kompaktionsverhalten kann
dabei durch die Vorgabe einer experimentell ermittelten Versatzdruckkurve abgebildet
werden.

Aus Kompaktionsversuchen an Salzgrus hat sich jedoch gezeigt, dass sich die Kom-
paktion nicht durch eine einzelne Versatzdruckkurve beschreiben lisst, sondern viel-
mehr eine starke Abhingigkeit von Verformungsgeschwindigkeit und Temperatur besteht
[91, 92](Anlage B.13). Um diesem Verhalten gerecht zu werden, wurde das Double-Yield-
Modell derart modifiziert, dass keine konstante Versatzdruckkurve mehr verwendet wird,
sondern diese sich jeweils dynamisch aus der aktuellen Geschwindigkeit und Temperatur
ergibt. Die Parametrisierung wurde dabei so angepasst, dass die Versatzdruckkurven der
experimentellen Kompaktionsversuche bei gegebener Geschwindigkeit und Temperatur
repliziert werden.

Die Wirmeleitfdhigkeiten der Gesteinsschichten sowie des Salzgrusversatzes wurden
gemdll Anlage B.9 gewihlt [90]. Fiir Steinsalz wurde dabei die Temperaturabhéngigkeit
der Wirmeleitfahigkeit Ag gemiB Gl. (8.9) beriicksichtigt [93]:

6,1 W/mK

— 8.9
14+0,0045K .7 (89)

As(T)

Fiir den Salzgrus ist die Wirmeleitfihigkeit Acs zusitzlich abhingig vom Kompak-
tionsgrad. Diese bewegt sich mit zunehmender Kompaktion gegen die Leitfidhigkeit des
ungestorten Steinsalzes und hat bei hohen Porositéiten 1 noch zusétzliche Anteile Ag durch

Wirmestrahlung im Porenraum [91]:

n n 1,14
Acs(n,T) = — AR(T) + (1 — —) As(T) (8.10)
o Mo

mit

AR(T) = 0,42 W/mK + T -0,0027 W/mK?> (8.11)
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Analog wird die spezifische Wirmekapazitit ccs des Salzgrus in Abhéngigkeit der

Kompaktion relativ zu der des ungestorten Steinsalzes cg beschrieben:
ccs =cs (1—m) (3.12)

Die Ausgangsporositit des Salzgrusversatzes nach Einlagerung wird mit 19 = 0,35 ange-

setzt.

8.3.4 Ergebnisse der thermo-hydro-mechanisch

gekoppelten Berechnungen

Der Einlagerungsvorgang wurde konservativ folgendermaBlen vereinfacht: Auf eine zwei-
jahrige Standzeit der Kammern unter freier Konvergenz folgt das instantane Einlagern und
Versetzen aller Behilter und Strecken. Durch diese konservative Annahme wird die initiale
Wirmeleistung am konzentriertesten auf die geologische Barriere wirken und nicht iiber
einen langen Einlagerungszeitraum verschmiert.

220 200

zentrale Einlagerungsstrecke
200 + randnahe Einlagerungsstrecke
180 4 Salzspiegel

160 -
140 4
120 4
100 4
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Abb. 8.22: Modellierter Temperaturverlauf an Behilteroberflichen und Salzspiegel.

Abb. 8.22 zeigt den Temperaturverlauf an der Behilteroberflidche in jeweils einer zentra-
len und einer am Rande des Endlagers gelegenen Einlagerungsstrecke. Das erste Jahr nach
Einlagerungsbeginn wird dominiert vom schnellen Autheizen der Behilter, die vom gering
kompaktierten und damit wenig leitfahigen Salzgrus umgeben sind. Mit zunehmender
Zeit und Temperatur steigt die Kompaktion und Leitfdhigkeit des Salzgrus, wihrend die
Wirmeleistung kontinuierlich abnimmt. Die Temperatur an der Behélteroberflache zeigt
— unabhingig ob Randstrecke oder zentrumsnah — einen ersten Peak bei ca. 175 °C und

nimmt nachfolgend durch den besseren Warmeabfluss ab. Nach ca. 5 Jahren iiberlappen
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sich die Temperaturfelder benachbarter Kammern immer mehr, wodurch die Tempera-
tur am Behilter wieder zunimmt. Dieser Effekt ist erwartungsgemaf fiir die am Rand
liegenden Strecken geringer als im Zentrum des Einlagerungsbereiches. Nach Erreichen
des Maximums stellt sich im Modell ein degressiver Temperaturverlauf ein, der zunéchst
mit einer anndhernd konstanten Abnahmerate von ca. 7 K pro 100 Jahren geschieht. In
Anlage B.14) werden ergiinzend die Temperaturfeldes zu verschiedenen Zeitpunkten darge-
stellt. Fiir die Finlagerungsstrecken in Randlage des Endlagers gilt ein qualitativ dhnlicher
Temperaturverlauf, allerdings bei etwas geringeren Temperaturen.

Die mechanische Reaktion auf die starke Erwdrmung duflert sich durch die Ausdehnung
der Salzgesteine um das Endlager. Hierdurch werden die hangenden Schutzschichten nach
oben gedriickt. Im vereinfachten Fall der homogenen Schutzschicht aus Leine-Steinsalz
bildet sich somit an der Oberkante des Salinars eine Entspannungszone durch die Reduktion
der horizontalen Einspannung. Dieser Effekt ldsst sich am besten an der Biegung eines

Balkens veranschaulichen (Abb. 8.23). Durch die Einspannungsreduktion kann es dazu

N7
1

Abb. 8.23: Prinzipskizze des hebungsinduzierten Biegezugeffektes an der Oberkante eines
Balkens.

kommen, dass die Horizontalspannung am Salzspiegel kleiner wird als der Fluiddruck
des anliegenden Grundwassers, wodurch es zu einer druckgetriebenen Perkolation von
Gebirgswissern in die hydraulische Schutzschicht kommen kann. Die Auswertung des
konventionellen Minimalspannungskriteriums (Vgl. Abschnitt 8.1) zeigt 30 Jahre nach
Einlagerungsbeginn eine Verletzungszone, die ca. 60 m in das Salzgestein hineinreicht
(Abb. 8.24).

Es wurde bereits darauf hingewiesen, dass das Minimalspannungskriterium ein notwen-

diges, aber nicht hinreichendes Kriterium fiir den lokalen Integritéitsverlust darstellt, d.h.
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Abb. 8.24: Minimalspannungskriterium 30 Jahre nach Einlagerungsbeginn.

die Verletzung des Minimalspannungskriteriums fiihrt nicht zwingend zur druckgetriebenen
Perkolation, wenn die Spannungsrichtungen nicht kompatibel sind. In diesem Falle fiihrt
die Reduktion der horizontalen Einspannung jedoch dazu, dass Fluide vom Salzspiegel
vertikal in die Barriere eindringen konnten.

In der thermo-hydro-mechanisch gekoppelten Situation wird dies durch explizite Nach-
rechnung unter Verwendung der diskontinuumsmechanischen Methode bestatigt. Wir
beobachten eine druckgetriebene Perkolation in die hydraulische Barriere, deren Eindring-
tiefe weitestgehend mit der der Verletzung des Minimalspannungskriteriums iibereinstimmt
(Abb. 8.25). Auffillig ist, dass die Integrititsverletzung auf das Aller-Steinsalz beschrinkt
bleibt, wihrend der darunterliegende Rote Salzton signifikant hohere Horizontalspannungen
aufweist und somit eine abdichtende Wirkung auszuiiben scheint. Aus dem Blickwinkel der
Integritidtsbetrachtung des Endlagers ist allerdings zu betonen, dass diese Integritétsverlet-
zung oOrtlich und zeitlich begrenzt bleibt. Mit zunehmender Zeitdauer fithren ausgleichende
Kriechprozesse und die abnehmende thermische Last zu einer erneuten Zunahme der
minimalen Hauptspannungen, wodurch die Verletzung des Minimalspannungskriteriums
120 Jahre nach Einlagerungsbeginn wieder verschwindet (Abb. 8.26). Selbst zum Zeitpunkt
der ausgeprigtesten Spannungsreduktion ca. 30 Jahre nach Einlagerungsbeginn verbleibt

iiber dem modellierten Endlager eine massive ungeschidigte Salinarbarriere mit einer
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Abb. 8.25: Druckgetriebene Perkolation am Salzspiegel infolge der thermisch induzierten
Hebung 30 Jahre nach Einlagerungsbeginn.
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Abb. 8.26: Verlauf der minimalen Hauptspannungen an zwei Punkten im Salinar entlang

des Salzspiegels.
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Michtigkeit von tiber 300 m. Infolge der Einlagerung zeigt sich auch an der Tagesoberfld-
che ein langsamer Hebungsprozess, der nach 1000 Jahren ein Maximum von etwa 2,4 m

erreicht (Vgl. ergdnzende Abbildungen in Anlage B.15 und B.16).

8.3.5 Zusammenfassung

Die thermische Expansion im Einlagerungshorizont fiihrt zu einem lokalen Hebungspro-
zess, welcher wiederum die horizontale Einspannung an der Oberkante der hydraulischen
Schutzschicht reduziert. Die Simulation bildet dies anhand der expliziten druckgetriebenen
Perkolation von Deckgebirgswissern in die Region der Spannungsreduktion bei guter
Ubereinstimmung mit dem kontinuumsmechanischen Minimalspannungskriterium ab. Der
Effekt bleibt lokal auf die oberste Salzschicht (ca. 60 m) begrenzt und ist etwa 100 Jahre
nach Einlagerungsbeginn bereits wieder abgeklungen. Dariiber hinaus deutet die beobach-
tete Einspannung im Roten Salzton auch mdégliche Vorteile eines Multibarrierensystems im
Salinar zur Endlagerung warmeentwickelnder Abfille an.

Basierend auf dem vorliegenden, einfachen Modell der flachen Lagerung konnten die
thermo-hydro-mechanisch gekoppelten Effekte in der geologischen Barriere infolge der
Einlagerung wirmeentwickelnder Abfille also qualitativ plausibel abgebildet werden. Es
sei jedoch betont, dass es sich hierbei lediglich um eine generische Beispielstudie zur
praxisnahen Anwendung der in dieser Arbeit vorgestellten diskontinuumsmechanischen
Modellierung von Salzgesteinen handelt. Fiir quantitative Aussagen miissen derartige
Betrachtungen anhand konkreter Information zur lokationsspezifischen Geologie, den
Materialeigenschaften der beteiligten Gesteine und dem angesetzten Einlagerungskonzept

durchgefiihrt werden.



Kapitel 9

Optimierungsperspektiven und weitere

Entwicklung

9.1 Einschrinkungen in 3DEC & UDEC

Die in dieser Arbeit vorgestellten Anwendungen und Resultate vermitteln einen Einblick
in die vielféltigen Moglichkeiten der diskontinuumsmechanischen Methodik, mit deren
Hilfe zahlreiche zentrale Mechanismen des Verhaltens von Steinsalz unter mechanischer
und hydraulischer Belastung realititsnah abgebildet werden konnen, die sich unter konven-
tionellen kontinuumsmechanischen Behandlungen kaum reproduzieren lieen.
Nichtsdestotrotz existieren im gegenwirtigen Zustand noch Einschridnkungen, deren
Auflosung sich sowohl im Sinne der Optimierung des Rechenaufwandes als auch der
Beschreibung des Bruchmechanismus auswirken konnte. Die strengste Beschriankung ist
hierbei wohl die Forderung der Unzerteilbarkeit bestehender Blocke, d.h. dass die beste-
henden Voronoi-Kristalle nicht weiter in kleinere Kristalle zerlegt werden konnen. Wiirde
man also z.B. die Simulation der einachsialen Druckversuche in Kapitel 7 bis zur Feinheit
der realen Korngeometrie durchfiihren wollen, so miisste bereits eine dementsprechend
feine Initialgeometrie mit enormer Blockanzahl und sehr feiner Vernetzung erstellt werden.
Die zugehorigen Rechenzeiten ligen damit zweifelsohne jenseits der vertretbaren Mog-
lichkeiten, ohne dass aufler einem feineren Bruchbild ein signifikanter qualitativer und
quantitativer Unterschied zur deutlich gréberen Simulation zu erwarten ist. Dennoch er-
fordert die Unzerteilbarkeit der bestehenden Blocke zusitzlich numerische Behandlungen,

die die Trennung von Verfestigung der Kristallmatrix und Entfestigung iiber die Korn-
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grenzen erschwert. Im Rahmen einer durchweg konsistenten Behandlung sollte auch die
intrakristalline Rissbildung beriicksichtigt werden konnen und ein stark verformter Kristall
letztendlich auch in mehrere kleinere Blocke zerfallen konnen.

Wihrend diese Argumente fiir die Notwendigkeit von dynamischen Verfeinerungen
und Zerlegungen der Blockstruktur sprechen, ldsst sich aus Sicht der numerischen Optimie-
rung zusitzlich auch ein gegenliufiger Effekt motivieren: Da die elasto-visko-plastische
Reaktion bei Spannungszustidnden deutlich unterhalb des Priifkorperversagens noch haupt-
sdchlich tiber die Verfestigung der Kristallmatrix selbst ablduft, ist die Berechnung einer
enormen Anzahl von Korngrenzwechselwirkungen in diesen Bereich moglicherweise gar
nicht notig, da die dort wirkenden Scher- und Normalspannungen néherungsweise den
Werten entsprechen sollten, die sich unter Beriicksichtigung der Korngrenzenorientierung
aus dem Spannungszustand der Matrix ergeben.

In Analogie zum Konzept der adaptiven Netze in FEM bzw. XFEM-Ansitzen (Vgl.
Kapitel 9.2) liegt es also nahe, die Feinheit des Berechnungsnetzes wihrend der Simulation
dynamisch derart anzupassen, dass die Vernetzung und Blockstruktur in Regionen starker
Beanspruchung entsprechend verfeinert wird, wihrend das Modell bzw. der Berechnungs-
algorithmus wenig belastete Bereiche entsprechend vergrobert. Derartige Konzepte wurden
inklusive Rissausbreitungsmodellierungen bereits in einigen neuartigen Berechnungskon-
zepten auch unter Beriicksichtigung einer vordefinierten Mikrostruktur erfolgreich ange-
wandt [94] und sollen als Ausblick auf mogliche Optimierungen und Weiterentwicklungen

nachfolgend kurz umrissen werden.

9.2 Alternative Methoden

9.2.1 Combined Finite-Discrete-Element (FEM/DEM)

Wie die Bezeichnung schon vermuten ladsst, wihlt der FEM-DEM-Ansatz dhnlich zur
diskontinuumsmechanischen Methodik in UDEC/3DEC eine Kombination von finiten und
diskreten Elementen [95]. Die Besonderheit besteht hierbei allerdings darin, dass die konti-
nuumsmechanischen Elemente hierbei nicht mehr der Einschrinkung der ,,Unzerteilbarkeit*
unterliegen. Zusitzlich zur Wechselwirkung zwischen verschiedenen diskreten Blocken
erfolgt im FEM/DEM-Ansatz eine weitere Wechselwirkungsebene, bei der nun auch die

einzelnen finiten Elemente in sich unabhiingig und iiber Federgesetze verbunden sind (Abb.
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9.1). Fiir diese Verbindungen konnten dann eigene, zusétzliche Stoffgesetze angewendet

werden, um die intrakristalline Zertrimmmerung abzubilden.

Abb. 9.1: Zusitzliche Wechselwirkung zwischen einzelnen finiten Elementen im
FEM/DEM-Ansatz.

Aus dem Blickwinkel der diskontinuumsmechanischen Modellierung in dieser Arbeit
entspriache das z.B. einem Voronoi-Modell bei dem jede kontinuumsmechanische Zone
eines Salzkristalles als separater Block aufgefasst werden wiirde und unterschiedliche
Scher- und Zugfestigkeiten fiir die inter- und intrakristallinen Kontakte angesetzt werden
wiirden.

In der urspriinglichen Form der FEM/DEM-Implementation wird nicht explizit auf
polykristalline Korper Bezug genommen, wodurch die Diskretisierungsebene der Korn-
grenzstruktur fehlt. Der verfestigende Ast einer typischen Spannungs-Verformungskurve
wird in analoger Art und Weise zu der in dieser Arbeit vorgestellten Methodik durch die
kontinuumsmechanische Beschreibung auf Blockebene vorgenommen. Die Entfestigung
wird dann basierend auf der Offnungsweite und Scherverschiebung zwischen den kontinu-
umsmechanischen Elementen beschrieben. Wir erkennen also eine groe Ahnlichkeit der
Ansitze und konnen dementsprechend folgende Erweiterung der diskontinuumsmechani-

schen Bescheibung von Salzgesteinen durch Voronoi-Strukturen vorschlagen:

* Kontinuumsmechanische Beschreibung der Verfestigung der Salzkristalle (Block-
Ebene)

« Diskontinuumsmechanische Rissbildung und Dilatanz durch Offnung und Scherbe-

wegung von Korngrenzen (Korngrenz-Ebene)
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* Kiristallzertrimmerung im Nachbruchbereich durch intrakristalline Rissbildung (Zonen-

Ebene)

Die Modellierung der intrakristallinen Rissbildung durch den Wegfall der ,,Unzerteilbar-
keit* der Salzkristalle ist allerdings mit zusdtzlichen Anforderungen und Einschrinkungen

verbunden [96]:

1. Rissbildungsrichtung nur entlang der vorliegenden Netzkanten und damit abhéngig

von dessen Orientierung

2. Auflosung des Spannungfeldes an der Rissspitze erfordert hohe Auflésung und damit

groflen Rechenaufwand
3. Ein intrakristallines Risskriterium muss abgeleitet werden

Die kombinierte FEM/DEM-Methode ist also mit zahlreichen Moglichkeiten gesegnet,
die allerdings auch mit zusitzlichem numerischen und theoretischen Aufwand verbunden
sind. Im Hinblick auf die numerischen Schwierigkeiten, die sich aus der offensichtlichen
Abhingigkeit der intrakristallinen Rissbildung von Feinheit und Orientierung des Berech-
nungsnetzes ergeben, wird im nachfolgenden Kapitel eine potentielle Losung vorgestellt

und diskutiert.

9.2.2 Adaptive Vernetzung mit Ubergang von Kontinuum zu Diskon-

tinuum

Im Rahmen der Optimierung von Computersimulationen iiber gitterbasierte Methoden ist
man aufgrund der starken Abhéngigkeit von der Elementanzahl stets auf der Suche nach
der grobsten Vernetzung, die gleichzeitig immernoch eine bestimmte Genauigkeitsvorgabe
erfiillt. Dies bedeutet im Kontext geomechanischer Simulation, dass die hochste Netzauflo-
sung typischerweise dort angesetzt wird, wo die grofiten Spannungsgradienten zu erwarten
sind, z.B. an Pfeilern, Kavernenkonturen oder Abbaukanten. Wihrend sich diese nach-
vollziehbare Vorgehensweise liber viele Jahrzehnte etabliert hat, ist sie streng genommen
sowohl im Sinne der Optimierung als auch fiir die simulierte Physik aus zwei Griinden pro-
blematisch: Zum einen wird dabei moglicherweise eine viel zu feine Vernetzung in wenig
belasteten Bereichen mitgefiihrt, die die Berechnung ohne Mehrgewinn verlangsamt, und

zum anderen muss beim Modellaufbau schon in gewissem Mafe ,,hereingesteckt* werden,
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welche Bereiche moglicherweise kritisch sind und einer hohen Aufldsung bediirfen. Somit
kann das Modell mit seinem a-priori generiertem Netz eventuell zu fein in irrelevanten und
zu grob in kritischen Regionen sein.

Wie bereits in Kapitel 3.2 kurz angesprochen konnen einige kontinuumsmechanische
Simulationscodes durch sogenanntes ,,Remeshing* eine Netzanpassung vornehmen, jedoch
benotigen wir fiir den diskontinuumsmechanischen Ansatz eine Methode, die auch den
Ubergang vom kontinuierlichen zum diskreten Berechnungsmodell erlaubt. Ein Losungs-
ansatz fiir diese Problematik wurde im Rahmen der adaptiven Computergrafik vorgestellt
[94, 97]: Die Grundidee besteht zunichst in Anlehnung an konventionelles Remeshing
darin, dass Berechnungsnetz in gewissen Zeitabstinden nach vordefinierten Kriterien anzu-
passen, sodass die simulierten Bereiche automatisch vergrobert oder verfeinert werden. Das
Kriterium kann hierbei je nach Anwendungsfall beispielsweise die Geschwindigkeit, der
Spannungsgradient oder der Abstand zu bestimmten Objekten sein. Mittels eines Tensor-

feldes M wird fiir jede Vernetzungskante zwischen den Gitterpunkten i und j eine Metrik

.. M;+M;
s(i, j)? = uiTj (4) u;; 9.1)

definiert:

2

wobei u;; = w; —u;. Es wird dann fiir jede Kante gepriift, ob s(i, j)*> < 1. Falls nicht, wird
die Netzkante durch vorgegebene Operationen geteilt, die die Gittertopologie erhalten.
Welche Kanten von dieser Verfeinerung betroffen sind, wird dabei von Messtensor M
bestimmt, der je nach Zielstellung formuliert bzw. aus verschiedenen Anteilen definiert

wird. So wiirde z.B. eine Geschwindigkeitskriterium eingefiihrt durch:

9.2)

Der genaue Ablauf dieses Verfahrens ist dabei deutlich komplizierter, als es diese
vereinfachte Darstellung vermuten ldsst. Es muss sichergestellt werden, dass durch die
neuen Gitterpunkte keine unnatiirlichen Artefakte entstehen bzw. durch die Netzvergro-
berung keine plastische Verformung verlorengeht. Weitere Metriken, Anwendungsfille
sowie genauere Ausfithrungen zum Verfeinerungs- und Vergroberungsalgorithmus wer-
den ausfiihrlich in [97] beschrieben. Dabei wird auch darauf eingegangen, dass trotz des
komplexen Remeshing-Algorithmus nur ca. 1-5% der Rechenzeit hierfiir aufgewendet
werden. Daher bleibt diese Methodik auch insbesondere fiir groriumige geomechanische

Aufgabenstellungen mit Anforderungen an Spannungsgradienten interessant.
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=

Abb. 9.2: Angepasste Vernetzung einer zerknitterten Papierseite nach [46].

Basierend auf dieser Remeshing-Technologie wurde nun von Pfaff et al. [94] die Mog-
lichkeit des Ubergangs zum diskontinuierlichen AufreiBen des Materials entwickelt. An
jedem Gitterpunkt werden die Scher- und Normalspannungen fiir verschiedene Orientie-
rungen ermittelt und gepriift, ob die Scher- oder Zugfestigkeit des Materials tiberschritten
wird. Falls ja, wird zunichst die Vernetzung so angepasst, dass die (noch kontinuums-
mechanische) Netzkante auf der ermittelten Scherbahn liegt. Danach wird das Material
am betroffenen Gitterpunkt entlang der angepassten Netzkanten aufgeteilt. Da Pfaff et al.
auBler einer einfachen AbstoBungsabfrage kein zusétzliches Scherverhalten entlang des
Risses beriicksichtigen, miisste dies fiir geomechanische Anwendungen noch in Form von
Kontakten in Analogie zu UDEC & 3DEC implementiert werden. Letztendlich erlaubt
dieser Ansatz das AufreiBlen eines kontinuumsmechanischen Netzes unter Beriicksich-
tigung vorgegebener Scher- und Zugfestigkeiten. In Abb. 9.3 wird das Ergebnis dieses
Algorithmus an zwei Beispielen demonstriert.

Da das Material in diesem Ansatz jedoch streng genommen als homogen angesehen
wird und keine diskontinuumsmechanische Mikrostruktur als intrinsisches Schwiichefli-
chennetzwerk enthilt, gehen Pfaff et al. noch einen Schritt weiter und ermoglichen, eine
vordefinierte ,,Defect Matrix“ in Form von Polylinien, Polygonen oder Vektortexturen zu
implementieren. Auf diese Weise néhert sich die zunehmende Netzverfeinerung automa-

tisch der vorgegebenen Korngrenzstruktur an und kann somit die Mikrostruktur bis auf
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Abb. 9.3: Ubergang zum Diskontinuum in einem Glasrohr unter Kompression (links) und
der Kollision mit einer Kugel (rechts) [94].

eine beliebige Feinheit dort beriicksichtigen, wo die Spannungen und Verformungen dies
notwendig machen.

Wie bereits angedeutet ist der gesamte Ansatz hier nur in seinen prinzipiellen Grundzii-
gen dargestellt und im Detail deutlich komplizierter, weshalb die Uberlegungen an dieser
Stelle eher theoretischer Natur sind und lediglich ein mégliches Entwicklungspotential fiir

die Zukunft andeuten sollen.

9.2.3 Erweiterte Finite Elemente (XFEM)

Es wurde bereits mehrfach angesprochen, dass die konventionelle Kontinuumsmecha-
nik beziiglich der Beschreibung von Rissbildungs- und Bruchprozessen aufgrund der
Unteilbarkeit des Berechnungsnetzes schnell an ihre Grenzen stoft. Die Methode der erwei-
terten finiten Elemente versucht eben jene Einschrinkungen zu elimieren bzw. zumindest
abzumildern, indem die Ansatzfunktionen betroffener Knotenpunkte mit zusitzlichen Frei-
heitsgraden erweitert werden, wobei diese Erweiterung dabei auf a-priori bekanntem oder
erwarteten Verhalten basieren. Um dies zu verstehen, wird nachfolgend zunichst an die
Grundziige kontinuumsmechanischer Codes erinnert, wobei jedoch auf eine mathematisch
strenge Herleitung im Hinblick auf das eigentliche Thema dieses Abschnittes verzich-
tet wird. Der interessierte Leser wird fiir eine ausfiihrlichere Behandlung auf [42, 98]

verwiesen.
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Im Rahmen der Berechnung von Spannungs-Verformungsfeldern muss auf einem

Raumbereich Q € R? im Allgemeinen ein Gleichungssystem der Form
L(u)=f (9.3)

gelost werden. Hierbei ist L ein linearer Differentialoperator, f ein Vektorfeld - typischer-
weise der einwirkenden Krifte - und u das gesuchte Verschiebungsfeld. Fiir die numerische
Losung dieses Problems wird der Raumbereich in Gitterpunkte u;,i € [1,N] diskretisiert
und fiir die gesuchte Verschiebung u innerhalb eines Elementes eine Linearkombination
aus den Verschiebungen der zum jeweiligen Element gehorigen ng;—Stiitzstellen angesetzt:
nE|
u(x) = Z{Ni(x) U (9.4)
i=

Die Ansatzfunktionen N;(x) sind dabei die jeweils zum Knotenpunkt i zugehorigen
Interpolationsfunktionen fiir die Funktionswerte im Inneren des Elementes, deren Basis
in der Regel entsprechend der zugrundeliegenden Differenzialgleichung gewéhlt wird,
z.b. stiickweise linear oder polynomiell. Fiir sie gilt die nachfolgend wichtige Eigenschaft
Y., N; =1, die sog. ,,Partition of Unity*. Mittels der somit eingefiihrten Liniearkombination
reduziert sich das Problem letztendlich auf die Losung eines linearen Gleichungssystems
fiir die Unbekannten u;.

Allerdings bestimmen bzw. limitieren die Ansatzfunktionen auch die Arten mogli-
cher Losungen. So entsteht beispielsweise entlang eines Risses eine Diskontinuitéit im
Verformungsfeld sowie eine Spannungsdivergenz an der Rissspitze. Diese Unstetigkeiten
innerhalb eines Elementes konnen mit Standard-Ansatzfunktionen nicht abgebildet werden.
Auch aus diesem Grund werden kontinuumsmechanische Berechnungsnetze stets so ge-
wihlt, dass Unstetigkeiten von Spannungen oder Verformungen entlang von Elementkanten
auftreten, die dann beispielsweise als getrennte Interfaces behandelt werden konnen. Streng
genommen entstammt die adaptive Netzanpassung aus dem vorhergehenden Kapitel eben
jenen Uberlegungen. Im Gegensatz dazu wird im Rahmen von XFEM der alternative
Versuch unternommen, das Netz unangetastet zu lassen, aber stattdessen die Unstetigkeiten
durch eine gezielte Erweiterung der Ansatzfunktionen zu beschreiben. Hierfiir wird als
Grundlage das angesprochene ,,Partition of Unity‘-Theorem genutzt.

Im Zuge der Entwicklung solcher Erweiterungsmethoden wurde eine Vielzahl von

Formulierungen abgeleitet [10], die sich beispielsweise im Triger der Anreicherungs-
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funktionen (global oder lokal) oder der Implementation der zugehorigen Freiheitsgrade
(intrinsisch oder extrinsisch) unterscheiden. Nachfolgend wird daher lediglich die lokale,
extrensische XFEM-Implementation fiir die zweidimensionale Rissausbreitung vorgestellt.

Das Verschiebungsfeld wird dabei durch eine Erweiterung von Gl. 9.4 beschrieben

[99]:

n
u(x) = iN,-(x) -ui—i—]ilNk(X) ~y(x) - a 9.5)
i= -

Es wird unmittelbar ersichtlich, dass die Anreicherung extrinsisch durch die Additi-
ons eines Terms mit der i.A. diskontinuierlichen Anreicherungsfunktion y(x) mit den
Koeffizienten a; geschieht, wihrend eine intrinsische Formulierung direkt die Interpo-
lationsfunktionen N;(x) modifiziert hitte. Die zugehorige Summation der Anreicherung
erstreckt sich dabei nur iiber diejenigen Knotenpunkte, die sich in der Nihe des Risses bzw.
der Rissspitze befinden und als ,,angereichert markiert werden, d.h. es wird eine lokale
Formulierung verwendet. Eine etwas unangenehme Eigenschaft der Darstellung in GI. 9.5
besteht darin, dass die Verschiebung u(x;) auf den Knotenpunkten selbst nicht mehr direkt
dem zugehorigen u; entspricht, d.h. u(x;) # u;. Um dies zu umgehen, wird Gl. 9.5 einer
Verschiebung unterzogen:

ngp

u) = YN +kilzvk<x> (W) — wix) & 9.6)

An dieser Stelle kann nun ein Satz von Anreicherungsfunktionen entsprechend der
Aufgabenstellung implementiert werden. Hierfiir ist am Beispiel der Rissausbreitung
ebenfalls ein Algorithmus nétig, der sich damit befasst, wo der Riss gerade verlduft
und welche Knotenpunkte dann mit welchen Anreicherungsfunktionen erweitert werden.
Auch dabei existiert eine gro3e Vielzahl von Vorgehensweisen, die hier nicht umfassend
wiedergegeben werden soll. Eine geldufige Methode besteht jedoch darin, diejenigen
Knotenpunkte mit einer Heavyside-Funktion H(x)zu versehen, durch deren Element ein
Riss verlduft, um die Unstetigkeit in der Verschiebung abzubilden. Dariiber hinaus werden
diejenigen Knotenpunkte, in deren Element die Rissspitze gegenwirtig liegt, mit vier sog.

,»crack tip functions* erweitert [100, 101]::

0 2] 0 0
Fy(r,0) = \/;sina, \/7cos 5 ﬁsinz sin @,+/rcos 5 sin O 9.7)
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Damit ergibt sich als Gesamtansatz fiir das Verschiebungsfeld:

4

Ni(x)- Y Fo(x) -bm] (9.8)

a=1

ngj| h

u(x) =Y Ni(x)-u;+ i Ni(x) - H(x) -a;+ )

i=1 k=1 =1

Auch in diesem Abschnitt ldsst die verkiirzte Darstellung des grundlegenden Berech-
nungsablaufes die Komplexitit der Gesamtmethode moglicherweise unterschitzen. Neben
einer durchdachten a-priori Bestimmung geeigneter Ansatzfunktionen und der stindigen
Uberwachung der Rissgeometrie zur Festlegung von Anreicherungsknoten miissen fiir
die numerische Implementierung noch weitere Besonderheiten betrachtet werden. Wie
geht man mit dem Aufeinandertreffen mehrerer Risse um? Kann der gleiche Risse ein
Element mehrfach schneiden oder durch die gleiche Elementkante wieder austreten durch
die er eintrat? All dies sind Eventualititen, die zwar keinesfalls uniiberwindbare kon-
zeptionelle Hiirden darstellen, aber zusitzlich beriicksichtigt werden miissen und damit
den Implementationsprozess erschweren. Dies erklart moglicherweise auch, warum sich
die XFEM-Methode trotz ihrer hohen Attraktivitiit bislang noch nicht flichendeckend
verbreitet hat und nur vereinzelt in die bekannteren Rechencodes eingegangen ist. Zum
gegenwirtigen Zeitpunkt und Kenntnissstand des Autors ist daher zu resumieren, dass
XFEM zwar bereits gute Erfolge in der Simulation prinzipieller Rissbildungsmechanismen
erzielt hat, aber noch ein hoher Bedarf an weiteren Entwicklungen auf theoretischer und

implementativer Seite besteht.



Kapitel 10

Zusammenfassung

Auf mikromechanischer Ebene stellen Salzgesteine ein Diskontinuum aus unregelméfig
geformten Salzkristallen dar, die entlang ihrer Korngrenzen miteinander wechselwirken.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Modellierungsansatz fiir Salzgesteine basierend auf
der diskontinuumsmechanischen Berechnungsmethode unter Verwendung von Voronoi-
Triangulationen entwickelt und validiert, wobei die Grundidee darin bestand, dass diese
Korngrenzen als intrinsisches Schwicheflachennetzwerk wirken und dabei die haupt-
sdchlichen Tréager der Schidigungsentwicklung im Festkorper sind. Neben mechanischen
Beanspruchungen konnen diese auch durch hydraulichen Druck gedffnet werden und somit
als potentielle FlieBwege fiir eindringende Fluide agieren.

Aus diesem Grund wurde die diskontinuumsmechanische Berechnungsmethode ver-
wendet, die es erlaubt, einen Korper als Ansammlung deformierbarer und untereinander
wechselwirkender Blocke zu simulieren. Kristallplastizitit und Kriecheigenschaften wer-
den dabei mittels eines visko-elasto-plastischen Stoffmodells als intrakristalline Prozesse
innerhalb der jeweiligen Kristalle modelliert, wahrend die Schidigungsentwicklung durch
die interkristalline Zug- und Scherbeanspruchung der Korngrenzflichen mittels eines
speziellen adhisiven Scherreibungsmodells beriicksichtigt wird. Hierfiir wurde eine Par-
metrisierungsstrategie entwickelt, die die Ableitung der interkristallinen Scherparameter
auf Grundlage von triaxialen Laborversuchsdaten ermoglicht. Erstmalig wurde dartiber
hinaus ein phdnomenologisches Verheilungsmodell entwickelt und implementiert, dass
den zeitabhidngigen Wiederaufbau kohésiver Krifte auf Korngrenzen unter Druckbelastung

abbildet. Weiterhin wurden unter Zuhilfenahme eines externen Voronoi-Generators Pro-
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grammsysteme entwickelt, die zwei- und dreidimensionale Voronoi-Zerlegung beliebiger
Korper ermoglichen.

Der vorgestellte Ansatz wurde durch die Nachrechnung zahlreicher experimenteller
Versuche beziiglich seiner hydro-mechanischen Plausibilitit und Leistungsfahigkeit vali-
diert. Daraufhin wurden praktische Anwendungen untersucht, in denen mit zunehmender
Komplexitit die Kopplung mechanischer, hydraulischer und thermischer Effekte modelliert

wurde.



Kapitel 11

Extended Summary

Overview

Modern assessments of stability and integrity of the various tasks in salt mining are based
on two pillars: The experimental investigation of the location-specific rock strength and
deformation properties as well as the numerical simulation of the geomechanical behavior
based on complex constitutive laws and realistic representations of the project’s geometry.
Supported by the rapid developments in computer technology, numerical methods have
become essential tools for the assessment of problems ranging from conventional mining
and cavern storage up to the final disposal of nuclear waste [7].

Within the scope of this work, a discontinuum-mechanical modeling (DEM) approach
for salt rocks is proposed, that yields significant advantages over convential continuum-
mechanical modeling and which is in particular able to model additional processes relevant
to the integrity and stability of structures in salt rock. Using the framework of DEM,
specialized consitutive models for salt rocks and bedding planes developed at the IfG
Leipzig [41, 51, 52] are used in order to qualitatively replicate the macroscopic behavior of
polycristalline salt rocks as assemblies of elasto-visco-plastic grains, which are interacting
at their grain boundaries according to an adhesive shear model. The explicit modeling
of grain boundaries also allows for the pressure-driven percolation of fluids under hydro-
mechanical loading of the salt rocks to be modeled. Additionally, an approach for grain

boundary healing under compressions is included in the numerical formulation.
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The discontinuous nature of salt rocks

Fig. 11.1: Samples of rock salt with clearly visible grain structure.

Salt rocks consist of crystal grains of various geometry and texture (Fig. 11.1). The dis-
continuities between the grains, i.e. the grain boundaries, represent a fluid-tight intergrown
fracture network. The characteristic deformation mechanisms in salt rocks are based on
various microscopic interactions, for which several sophisticated macroscopic descriptions
have already been developed. In order to understand the entirety of the occuring effects
it is however neccessary to describe the underlying mechanism of crystall deformation,
fracture-initiation and -propagation on the basis of the rock’s structure.

In a simplified view, the deformation behavior of salt rocks can be seen as the sum of

three different main contributions [20]:
* Ductile crystal slip plasticity (CSP)
* Brittle grain boundary microcracking (GBM)

* Grain boundary sliding (GBS)

These three main effects are coexisting and cooperation mechanisms, so that e.g. ma-
croscopic viscoplastic flow and localized intergranular fracturing are inseparably linked. Ho-
wever, each of the main effects in this simplified division of deformation mechanisms may
be consituted by a whole range of different sub-mechanisms with their own temperature-
and stress-dependent contributions. For example, the crystal plasticity itself consists of
at least five independent mechanisms, which contribute to the overall plastic behavior of
the salt crystals [11]. Combined with grain boundary mechanisms and additional effects

due to impurities and fluid inclusions the complex microstructure of salt rocks creates a
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convoluted cluster of contributions which together make up the macroscopic behavior of
the material.

This work is particularly concerned with the effects on grain boundaries as the primary
sources of damaging and fluid percolation. The total deformation of polycristalline materials
consists of both intra- and intercrystalline contributions, so that the overall macroscopic
behavior crucially depends on which contribution dominates and how these interact. Due
to differences in the orientation of the plastic slip planes within a salt grain, dislocations
tend to accumulate at the grain boundaries, leading to stress concentrations and subsequent
shear movement. Boucier et al. [20] observed this effect based on optical and electron-
microscopic imaging of synthetic rock salt specimen under uniaxial compression, thereby
confirming the aforementioned notion of grain boundaries as primary accumulation points
of damage. Similar findings were made using acoustic emission measurements on rock
salt during triaxial compression tests, where the seismic locations showed a clear cellular
structure with cell sizes in the order of several grain diameters [29].

In terms of tightness of salt rocks against gases and fluids, the permeability of rock
salt is due to the activation of this network by hydraulic pressure or deviatoric stress. The
mechanically or hydraulically induced permeability of salt rocks results from the same
micro-physical processes: The development of a flow path network along grain boundaries
after exceeding a threshold which is determined by the dilatancy boundary for deviatoric
load conditions and by the acting normal stresses to compensate cohesive/adhesive grain

bonds in the case of fluid pressure load.

The basic notions of discontinuum-mechanical modeling of

salt rocks

The disctint-element-method (DEM [48]) extents the capabilities for conventional continuum-
mechanical approaches by introducing a new level of discretization, which allows it to
describe independent deformable bodies that interact at their contact points and surfaces .
The behavior of these contact surfaces can then by modeled by incrementally formulated
joint constitutive models of arbitrary complexity (Fig. 11.2). The basic idea of the approach
proposed in this thesis was to use the DEM-method by trying to explicitely model the

thermo-hydro-mechanical processes resulting from the grain structure of polycristalline
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Fig. 11.2: Schematic representation of contact interactions between neighboring deforma-
ble & discrete elements.

salt rocks. The model geometry therefore needed to be represented by a randomised as-
sembly of polyhedral grains, in order to simulate the discontinous and granular nature of
salt rocks. A method based on two- and three-dimensional Voronoi-discretizations was
developed to represent arbitrary geometries based on such polyhedral Voronoi-structures.
The program creates pseudo-random point clouds using a Monte-Carlo-method, which can
then be refined to avoid clustering. It is also possible to define location-dependent point
distances, so that localized areas with higher or lower point density may be constructed.
Using the freely available tool voro++ [57] this point cloud is then converted into a 2D/3D
Voronoi-structure. The approach may also be coupled with 3D-CAD-data of the structures

to be modeled. Based on simple cubic Voronoi-structures (Fig. 11.3) first simulations were

Fig. 11.3: Two different random Voronoi-triangulations of a cube.
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carried out in order to investigate the dependencies of their elastic macroscopic proper-
ties on the microscopic intra- and intercrystalline behavior. Recommended relationships
between normal and shear stiffnesses as well as conditions for numerical stability were
derived. Subsequently, compression tests on cylindric specimen were carried out using
standard consitutive models, which yielded comparable results with published data on other
published DEM-simulations [68].

Since it would be computationally unfeasable to represent large geological structures
with realistic grain sizes of milli- and centimeters, a coarse-grained approach to modeling
was aimed at. Therefore, discretization studies were also carried out on the cylindric
specimen and the strength had shown to be largely unaffected by the size of the Voronoi-
grains within the range of studied values, as long as the grain size is sufficiently small
against the extent of the model geometry. A general tentative rule of at least ten salt grains
per relevant dimension (e.g. pillar height) was adopted.

While the brittle failure of rocks using DEM simulations using linear elasto-plastic
models is fairly straightforward, this thesis — among other aspects — aimed at extending
this methodology into the realm of nonlinear elasto-visco-plasticity in conjunction with the
complex shear models developed for salt rocks at the IfG Leipzig. To accomplish this, a
parametrization approach for both the intra- and intercrystalline properties had to be devised.
For the parametrization, the following assumption was made based on experimental and
in-situ experiences: The crystal matrix — and therefore the intra-crystalline properties —
dominates the hardening and creep behavior of the material, while the softening occurs
predominantly by shear and tensile failure on grain boundaries. The behavior of the grains
themselves is therefore assumed to be plastically hardening up to an enveloping maximum
strength after which — in contrast to conventional continuum-mechanical modeling of salt
rocks — no softening occurs. Softening is then achieved by the increasing shear loading on
the salt grains as the matrix hardens up until the point where the grain boundaries fail.

In order to use this approach the strength properties of the grain boundaries in interaction
with the corresponding properties of the crystal matrix need to be determined. Experimental
shear tests are typically carried out on bedding planes between different types of rock, since
these act as weakness planes where shear failure predominantly takes place. Such preferred
zones of failure can also be observed on rock salt specimen where transitions between
salts of different grain sizes occur. Therefore, such tests are not sufficient to determine

the grain boundary properties, which is why a different approach was taken in this thesis
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by deriving those shear parameters from experimentally determined strength values and
elemental relations from solid mechanics.

Given a series of triaxial tests on salt rock specimen we obtain the effective material
strength o7 p as a function of plastic strain €, and confining stress 03. Using elemantal
relations of solid mechanics, this can be used to derive expressions for the maximum shear

stress tau,,, at the corresponding normal stress oy [67]:

(m—®%¢a an

Tmax = 7
I+o0
o .o
oy = 21199 (11.2)
1+o0;

The nonlinear adhesive shear model for bedding planes and grain boundaries can be
adjusted to replicate this behavior, thereby translating the triaxial test results into the
appropriate parametrization for the grain boundary behavior.

Another advantage of the discontinuum-mechanical approach lies in its capabilities to
model the pressure-driven percolation of gases and fluids on discrete flow paths on opened
grain boundaries. The undamaged grain boundaries start out as impermeable, but can be
opened due to tensile or shear failure, which in turn allows for an applied fluid pressure to
move into these contacts (Fig. 11.4). Within this thesis several numerical modeling tests

have been carried out in order to verify the functionality of this mechanism.

A
RN

Fig. 11.4: Discontinuum-mechanical grain boundary structure as a potential fluid flow
network.
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Validation

After devising the necessary tools and concepts necessary for the discontinuum-mechanical
modeling and verifying the functionality of the essential hydro-mechanical mechanisms,
the approach was then validated using recalculations of different laboratory experiments
on rock salt. In both uni- and triaxial compression tests a good agreement of the simulation
with experimental data was achieved. The development of damage appears to be firstly
initiated by isolated tensile cracks parallel to the direction of loading and upon further
deformation these are linked to each by an increasing number of shear fractures within

the specimen (Fig. 11.5). With increasing confining stress we observe a transition to a
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Fig. 11.5: Modeled development of fractures within a sample during a compression test.

much more ductile behavior with decreasing damage in the material. This can also be
confirmed by evaluating the dilational volumetric expansion of the specimen, which also
yields good agreement with laboratory measurements up until the regime of very large
post-peak deformations, where an additional intra-crystalline failure mechanisms would be
necessary to describe the final shearing through grains. An extensive discussion is given,
describing the potential for further improvement of this method in the future. In general, the
simulated macroscopic salt rock strength and dilatancy in dependence of confining stress
was both qualitatively and quantitatively in good agreement with experimental observations

(Fig. 11.6).
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Fig. 11.6: Deformed discontinuum-mechanical model of a rock salt sample after testing
(left) in comparison with the real specimen (right).

Further simulations of validation tests on different modes of loading (deformation-
controlled vs. stress-controlled) and geometry (shear loading on a rock salt pillar) were
carried out, which also corresponded very well with the laboratory measurements.

On the topic of coupled hydro-mechanical behavior, again experimental investigations
of the IfG Leipzig were used as a basis for comparative simulations. The numerical
modeling in agreement with the laboratory data and additionally showed the capability
of the approach to model the stress-field-dependent percolation of gases and fluids in salt
rocks.

As an additional innovation, a first discontinuum-mechanical approach for time- and
stress-dependent healing of fractures on grain boundaries is proposed and qualitatively
tested. The approach allows for the re-establishment of cohesive forces on grain boun-
daries to model the healing capabilities of salt rocks, which are confirmed by numerous

experimental studies and may be relevant for long-term assessments of structural integrity.

Practical application

The approach presented in this thesis was applied to several examples of practical applicati-
ons from conventional mining over cavern storage to nuclear waste disposal.

In the modeling of a room-and-pillar mine with high subsidence rates the long-term
behavior of the pillar structure and overburden was investigated. The simulations achieved
good agreement with the real subsidence development and also capture an increase in

subsidence rates, which was observed in-situ. Over long times the spalling of the pillars
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leads to a self-backfilling effect when the mined rooms converge and eventually fully close

the underground openings (Fig. 11.7).
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Fig. 11.7: Modeling of pillar spalling and eventual self-backfilling in room-and-pillar
mining.

The approach has been used in simulations on cavern cross-sections, where the interac-
tion of the gas/fluid at the cavern contour was of interest. The hydro-mechanical modeling
showed that a limited contour-region is subjected to percolation due to the applied pres-
sure cycles. This effect becomes stronger when the rate of pressure build-up increases or
when the cavern was surrounded by a far-reaching relaxation zone, e.g. after being kept at

mininimal pressure for an extended period of time (Fig. 11.8).

Increased pressure after being
kept idle at 100 bar for 1 month

Increased pressure after being
kept idle at 150 bar for 1 month

Increased pressure after being
kept idle at 200 bar for 1 month

Fig. 11.8: Modeling of contour percolation during pressure increase in a cavern after being
kept at a low pressure.

After applying the proposed method in both a mechanical and hydro-mechanical

context, the final application example was the disposal of heat-generating nuclear waste in
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a flat-bedded salt structure and therefore captures the last step to a fully-coupled thermo-
hydro-mechanical simulation. Using emplacement concepts proposed with the preliminary
saftety assessment for a waste-disposal site in the salt dome Gorleben for a different generic
flat-bedded salt structure, the aim was to assess the integrity of the geological barrier upon
the thermally induced loading due to the waste canisters. The simulations results show a
spatially and temporally limited area at the top of the salt, where the minimum principal
stress criterion is violated and where the coupled modeling predicts a pressure-driven
percolation into the salt barrier (Fig. 11.9). However, this violation only occurs for a limited
amount of time and even at the point of strongest violation leaves a distance of over 300 m
of undisturbed rock salt barrier to the emplacement horizon. Thereby the favorable sealing

capacity of such a multi-barrier system may be indicated by these generic investigations.

60 m

320m

Disposal site —

Fig. 11.9: Limited percolation of groundwater into the hydraulic barrier after emplacement
of heat generating waste.

Summary

Within this these a modeling and parametrization approach for salt rocks based on discontinuum-
mechanical simulation of Voronoi-triangulated objects was developed, verified and valida-
ted. The basis notion lies in the grain boundaries of salt rocks acting as an intrinsic network
of weakness planes and therefore being the primary source for the evolution of structural

damage in the material. In addition to mechanical loading these grain boundaries may also
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be opened by an acting hydraulic pressure, which makes them act as potential flow paths
for gases and fluids.

Based on these ideas, the discontinuum-mechanical approach was used, which allows
for the description of models as an assembly of deformable blocks that interact with
each other over contact laws. Crystal plasticity and creep are described as intracrystalline
processes, while the accumulation of damage is modeled via tensile or shear failure of the
grain boundaries. A parametrization approach based on triaxial test results was derived in
order to determine appropriate shear parameters for the intercrystalline interactions. With
the aid of external Voronoi-generation tools, several programs were developed in order to
model arbitrary geometries as Voronoi-structures.

The proposed approach was then validated by recalculation of numerous experimental
investigations with respecht to the hydro-mechanical properties and simulation capabilites.
Several practical examples with increasing complexity were then carried out in order to

investigate coupled thermo-hydro-mechanical effects in salt rocks.
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