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KURZFASSUNG
Während eines Erdbebens können Rohrleitungen, die eine tektonische Verwerfung kreuzen, durch Rela-
tivverschiebungen der Lager zu beiden Seiten der Verwerfung großen Verformungen unterworfen wer-
den. Dadurch entstehen im Rohr sehr hohe Zwangsspannungen, die bis zum Versagen, beispielsweise
durch lokales Beulen, führen können. Die Simulation solcher Versagensmechanismen verlangt eine nu-
merische Modellierung, die das Rohr, die Lagerungsbedingungen und durch lokales Verformungsver-
halten bestimmte Versagensmechanismen abbilden kann. Übliche finite Balkenelement-Modelle haben
ihre Grenzen hinsichtlich der Beschreibung lokaler Querschnittsverformungen. Modelle aus Schalen-
oder Volumenelementen können zwar Querschnittsverformungen beschreiben, erfordern dabei allerdings
einen hinreichend hohen Diskretisierungsgrad, was den numerischen Aufwand erheblich steigert. In die-
sem Beitrag wird die Verallgemeinerte Technische Biegetheorie (VTB) für die effiziente numerische
Beschreibung lokaler Querschnittsverformungen angewendet. Die VTB ist eine Theorie, die speziell für
die Abbildung dünnwandiger Balkentragwerke einschließlich entsprechender Querschnittsverformun-
gen entwickelt wurde. Die Verformungszustände werden dabei durch lineare Kombination vorgegebener
Verformungsvorgänge approximiert. Am Beispiel eines Abschnitts des Trans-Alaska Pipeline-Systems
(TAPS), der eine tektonische Verwerfung überquert, wird die Anwendung der VTB als sehr effektive
Alternative zu üblichen Modellierungsvarianten mit der FEM demonstriert. Verformungszustände, die
nach dem Denali-Erdbeben im Jahr 2002 beobachtet wurden, sind simuliert worden. Die Ergebnisse, die
auch lokale Querschnittsverformungen einschließen, werden mit vorliegenden Informationen über den
Zustand des Rohrleitungsabschnitts nach dem Erdbeben verglichen.

Schlagwörter: Verallgemeinerte Technische Biegetheorie, Trans-Alaska Pipeline-System,
Denali-Erdbeben



1. EINLEITUNG

Rohrleitungssysteme, die durch Gebiete mit Erdbebengefährdung verlaufen, können durch Mechanis-
men wie Zugversagen oder Querschnittsverformungen geschädigt werden. Typische Beispiele für Quer-
schnittsverformungen sind eine Ovalisierung und Beulen [15]. Die gegenseitige Verschiebung der beiden
Ufer einer aktiven Verwerfung können zu extremen Spannungen und Dehnungen in kreuzenden Roh-
leitungen führen. Dies betrifft sowohl unter- als auch oberirdische Rohrleitungen [12],[9],[8]. Um das
Versagen der Rohrleitungen in solchen Bereichen zu auszuschließen, wurden verschiedene Lösungen für
die Lagerung entwickelt, die in der Lage sind, bleibende Verformungen des Untergrunds infolge von
Erdbeben aufzunehmen. Zur Vermeidung von Umweltschäden durch das Auslaufen von gefährlichen
Substanzen ist die Berücksichtigung von Einwirkungen durch Erdbeben von außerordentlicher Bedeu-
tung [6],[13].

Für die numerische Modellierung von Rohrleitungen einschließlich der Lagerungsbedingungen und ent-
sprechender Interaktionen bestehen unterschiedliche Möglichkeiten mit verschiedenen Detaillierungs-
graden. Insbesondere zur Abbildung von Querschnittsverformungen ist eine Modellierung des Rohrs
mit finiten Volumen- und Schalenelementen geeignet [22]. Wenn sich die Zonen mit über den Quer-
schnitt verteilt lokal ausgeprägtem Strukturverhalten auf einzelne bekannte Bereiche beschränken, kann
die Beschreibung durch eine hybriden Modellierung unter Verwendung von Schalen-, Volumen- und
Balkenelementen erfolgen [10].

Falls lange Abschnitte einer Rohrleitung mit mehreren Bereichen, die eine entsprechend hohe räumli-
che Auflösung beziehungsweise Diskretisierung erfordern, zu modellieren sind, kann der numerische
Aufwand sowohl für die Modellierung als auch für Simulationsrechnungen sehr hoch werden. Als Al-
ternative bieten sich dann vereinfachte Modelle auf der Basis von Balken- und Federelementen für die
Beschreibung der Lager an [23], [11]. Solche Modelle gestatten bei vertretbarem Aufwand die Beschrei-
bung von Längs- und Biegeverformungen. Die Berücksichtigung von Querschnittsdeformationen ist mit
diesen Modellen allerdings nicht möglich.

Ein Ansatz, um einerseits die Anzahl der Freiheitsgrade eines Modells zu minimieren und andererseits
gleichzeitig die Möglichkeit zu haben, auch Querschnittsdeformationen zu erfassen, besteht in der An-
wendung der Verallgemeinerte Technische Biegetheorie (VTB). Ein Hauptbeitrag zur Entwicklung der
VTB zur Beschreibung des Verhaltens dünnwandiger offener und geschlossener Querschnitte wurde
durch die Arbeitsgruppe um Prof. Schardt geleistet (z.B. [18], [17]). Aufbauend auf diesen Ansätzen
wurden die Möglichkeiten zur Beschreibung von Rohrquerschnitten in den letzten Jahren weiterentwi-
ckelt. So beschreibt [4] die exakte VTB–Elementformulierung unter Verwendung hyperbolischer Form-
funktionen. Die Übertragung von Querschnittsverwölbungen und -verzerrungen zwischen benachbarten
VTB- und Membranelementen wurde in [3] formuliert. In [19] wurden axialsymmetrische und Torsions-
verformungsvorgänge eingeführt, um Ausdehnungen in radialer Richtung und Membranscherdehnungen
beschreiben zu können.

Die Struktur der VTB, die auf der Beschreibung verschiedener Verformungs- und Verschiebungsvor-
gänge beruht, erlaubt eine numerisch effiziente Beschreibung komplexer, mit Querschnittsverformungen
verbundenen Versagensmechanismen durch Balkenelemente. Im Vergleich zu Modellen, die bespiels-
weise mit Schalenelementen erstellt werden, lässt sich die Anzahl der Freiheitsgrade bei hinreichender
Präzision bei der Beschreibung entsprechender Versagensmechanismen deutlich reduzieren.

In diesem Beitrag wird die VTB für die Simulation der Verformungen eines Leitungsabschnitts des
Trans-Alaska Pipeline-Systems (TAPS) [7] im Bereich der Denali-Verwerfung während der Denali-
Erdbebens im Jahr 2002 angewendet. Dabei wird gezeigt, wie sich mit Hilfe der VTB eine Querschnitt-
sovalisierung, die zu einer weiteren Schädigung führen kann, auf effiziente Weise beschreiben lässt. Die
Berechnungsergebnisse werden mit qualitativen Beobachtungen, die nach dem Erdbeben aufgenommen
wurden, verglichen.



2. LINEARE FORMULIERUNGEN DER VERALLGEMEINERTEN TECHNISCHEN BIE-
GETHEORIE

In der VTB werden die Verformungszustände (u, v, w) im lokalen Koordinatensystem (x, y, z) (Abbil-
dung 1) ensprechend Gleichung (1) jeweils durch Superposition von Produkten dargestellt. Dabei sind
iu(θ), iv(θ) und iw(θ) die jeweiligen lokalen Verschiebungskomponenten einer Querschnittsverformung
beziehungsweise eines Verformungsvorganges i in Abhängigkeit der lokalen Winkelkoordinate θ , wäh-
rend die Funktion iV (x) den Verformungsvorgang i entlang der Stabachse skaliert. Ein Fußindex mit
vorgestelltem Komma bezeichnet die Ableitung der jeweiligen Funktion, so ist beispielsweise iV,x(x) die
erste Ableitung der Skalierungsfunktion iV (x) nach x.

u(x,θ) = ∑
i

iu(θ)iV,x(x), v(x,θ) = ∑
i

iv(θ)iV (x), w(x,θ) = ∑
i

iw(θ)iV (x) (1)

Für dünnwandige Rohrquerschnitte lässt sich die Querschnittsdeformation durch eine Linearkombination
von i Verformungsvorgängen in Form von zwei unabhängigen Reihen orthogonaler trigonometrischer
Funktionen abbilden.

iu(θ) =
{
−r cos(mθ), wenn m = (i−1)/2 für i = 1,3,5...

r sin(mθ), wenn m = i/2 für i = 2,4,6...
(2)

Dünnwandige Rohrelemente werden in der VTB mit komplettem Schalenverhalten definiert, sodass die
Voraussetzungen der Kirchhoffschen Plattentheorie und die Ansätze der Balkentheorie nach Wlassow
[24] erfüllt sind. Die linearen Verformungs-Dehnungs-Beziehungen sind in den Gleichungen (3) bis (5)
als Superposition von Membran- und Plattendehnungen beschrieben [16], [1]. Die Beziehungen zwi-
schen den Verschiebungskomponenten u, v und w lassen sich ableiten aus den Annahmen, dass (1) keine
Membranscherdehnungen auftreten: v,x =−u,θ/r aus dem ersten Teil in Gleichung (5) und dass (2) kei-
ne Membrandehnung in radialer Richtung vorhanden sind: w = −v,θ = u,θθ/r, wie im ersten Teil von
Gleichung (4) beschrieben.

εxx = u,x− zw,xx (3)

εθθ =
v,θ +w

r
− z
(w,θθ − v,θ

r2

)
(4)

εxθ =
u,θ
r

+ v,x− z
(4rw,θx−3rv,x +u,θ

2r2

)
(5)

Abbildung 1: Dünnwandiger Rohrquerschnitt mit den globalen (X , Y , Z) und lokalen (x∈ [−L/2,L/2], y∈ [0,2π],
z ∈ [−t/2, t/2]) Koordinatensystemen.



2.1. Prinzip der virtuellen Arbeit

Wie für die Finite-Elemente-Methoden, lassen sich die Beziehungen zur Beschreibung des Gleichge-
wichtszustands mit Hilfe des Prinzips der virtuellen Arbeit herleiten. Die potentielle Energie eines Ele-
ments ist durch die Potentiale der inneren und äußeren Kraftgrößen, δΠint und δΠext bestimmt. Ein
Gleichgewichtszustand stellt sich ein, wenn die Summe aller Energieanteile δΠ zu Null wird. Das heißt:

δΠ = δΠint +δΠext = 0 (6)

Die Variation des Potentials der inneren Kraftgrößen erhält man als Integral der Produkte aus Spannungs-
und Dehnungsgrößen über das Volumen:

δΠint =
∫
V

(σxxδεxx +σθθ δεθθ + τxθ δεxθ )dV (7)

Die Konstitutivbeziehungen zwischen Spannungen und Dehnungen lassen sich für isotropes, linear elas-
tisches Material mit Hilfe des Elastizitätsmoduls E, des Schubmoduls G und der Querdehnzahl µ aus-
drücken:

σxx =
E

1−µ2 (εxx +µεθθ ), σθθ =
E

1−µ2 (εθθ +µεxx), τxθ = Gεxθ (8)

Setzt man die Verformungsfunktionen der VTB in Gleichung (1), die linearen kinematischen Gleichun-
gen (3-5) und die Konstitutivbeziehungen (18) in Gleichung (7) ein, ergibt sich das Potential der internen
Kraftgrößen δΠint zu:

δΠint = ∑
i

∑
j

[∫ +L
2

−L
2

∮ ∫ +t
2

−t
2

E
1−µ2

( ju(θ) jV,xx(x)− z jw(θ) jV,xx(x)
)
∗

(
iu(θ)iV,xx(x)−ziw(θ)iV,xx(x)+µ

( iv,θ (θ)iV (x)+ iw(θ)iV (x)
r

)
−zµ

( iw,θθ (θ)
iV (x)− iv,θ (θ)iV (x)

r2

))
+

E
1−µ2

(( jv,θ (θ) jV (x)+ jw(θ) jV (x)
r

)
− z
( jw,θθ (θ)

jV (x)− jv,θ (θ) jV (x)
r2

))
∗(

µ
iu(θ)iV,xx(x)−zµ

iw(θ)iV,xx(x)+
( iv,θ (θ)iV (x)+ iw(θ)iV (x)

r

)
−z
( iw,θθ (θ)

iV (x)− iv,θ (θ)iV (x)
r2

))
+

G
( iu,θ (θ)iV,x(x)

r
+ iv(θ)iV,x(x)− z

(4riw,θ (θ)
iV,x(x)−3riv(θ)iV,x(x)+ iu,θ (θ)iV,x(x)

2r2

))
∗( ju,θ (θ) jV,x(x)

r
+ jv(θ) jV,x(x)− z

(4r jw,θ (θ)
jV,x(x)−3r jv(θ) jV,x(x)+ ju,θ (θ) jV,x(x)

2r2

))
dz r dθ dx

]
(9)



Nach Integration über die Wandungsdicke erhält man:

δΠint =∑
i

∑
j

[∫ +L
2

−L
2

∮ Et
1−µ2

iu(θ) ju(θ)iV,xx(x) jV,xx(x)+
µEt

1−µ2

( iv,θ (θ)+ iw(θ)
r

)
ju(θ)iV (x) jV,xx(x)+

Et3

12(1−µ2)
iw(θ) jw(θ)iV,xx(x) jV,xx(x)+

µEt3

12(1−µ2)

( iw,θθ (θ)− iv,θ (θ)
r2

)
jw(θ)iV (x) jV,xx(x)+

µEt
1−µ2

iu(θ)
( jv,θ (θ)+ jw(θ)

r

)
iV,xx(x) jV (x)+

Et
1−µ2

( iv,θ (θ)+ iw(θ)
r

)( jv,θ (θ)+ jw(θ)
r

)
iV (x) jV (x)+

µEt3

12(1−µ2)
iw(θ)

( jw,θθ (θ)− jv,θ (θ)
r2

)
iV,xx(x) jV (x)+

Et3

12(1−µ2)

( iw,θθ (θ)− iv,θ (θ)
r2

)( jw,θθ (θ)− jv,θ (θ)
r2

)
iV (x) jV (x)+

Gt
( iu,θ (θ)

r
+ iv(θ)

)( ju,θ (θ)
r

+ jv(θ)
)

iV,x(x) jV,x(x)+

Gt3

12

(4riw,θ (θ)−3riv(θ)+ iu,θ (θ)
2r2

)(4r jw,θ (θ)−3r jv(θ)+ ju,θ (θ)
2r2

)
iV,x(x) jV,x(x) r dθ dx

]
(10)

Fasst man die Integrale über den Umfang zusammen, lässt sich Gleichung (10) etwas kompakter schrei-
ben als:

δΠint = ∑
i

∑
j

[∫ +L
2

−L
2

i jC iV,xx(x) jV,xx(x)+ i jB iV (x) jV (x)+ i jD iV,x(x) jV,x(x)

+i jDµ [iV (x) jV,xx(x)+ iV,xx(x) jV (x)]dx
]

(11)

wobei die einzelnen Anteile wie folgt definiert sind:

i jC =
∮

Qiu(θ) ju(θ)+Kiw(θ) jw(θ)r dθ (12)

i jB =
∮

Q
( iv,θ (θ)+ iw(θ)

r

)( jv,θ (θ)+ jw(θ)
r

)
+

K
( iw,θθ (θ)− iv,θ (θ)

r2

)( jw,θθ (θ)− jv,θ (θ)
r2

)
r dθ (13)

i jD =
∮

Gt
( iu,θ (θ)

r
+ iv(θ)

)( ju,θ (θ)
r

+ jv(θ)
)
+

Gt3

12

(4riw,θ (θ)−3riv(θ)+ iu,θ (θ)
2r2

)(4r jw,θ (θ)−3r jv(θ)+ ju,θ (θ)
2r2

)
r dθ (14)

i jDµ =
∮

µQ
( iv,θ (θ)+ iw(θ)

r

)
ju(θ)+µK

( iw,θθ (θ)− iv,θ (θ)
r2

)
jw(θ)r dθ (15)

K =
Et3

12(1−µ2)
(16)

Q =
Et

(1−µ2)
(17)

Die Diagonalisierung der Steifigkeitsmatrix, das heißt, die einzelnen Verformungsvorgänge können ge-
trennt und unabhängig voneinander behandelt werden, erfordert, dass die einzelnen Zustandsgrößen or-
thogonal zueinander sind. Diese Forderung muss nicht nur für die einzelnen Verformungsfunktionen
selbst sondern auch für ihre Ableitungen bis zur vierten Ordnung erfüllt sein [18].∮

iu(θ) ju(θ)dθ = 0 f or i 6= j (18)



Die Anteile C, B und D beschreiben die Wölb-, Biege- und Torsionssteifigkeiten eines Querschnitts. Die
hier verwendeten Verformungsfunktionen und zugehörigen Querschnittskenngrößen sind in den Tabellen
1 und 2 zusammengefasst.

Tabelle 1: Übersicht der Verformungsfunktionen der verwendeten Verformungsvorgänge der VTB.

Verformungsfunktionen
Verformungsvorgänge i u(θ) v(θ) w(θ)

t 0 r 0
a 0 0 1
1 1 0 0

2m rsin(mθ) −mcos(mθ) −m2sin(mθ)
2m+1 −rcos(mθ) −msin(mθ) m2cos(mθ)

Tabelle 2: Übersicht der zu den verwendeten Verformungsvorgänge der VTB gehörigen Querschnittskenngrößen.

Querschnittskenngrößen

Verformungsvorgänge i C B D Dµ

t 0 0 Gπtr(2r2 +
3
8

t2) 0

a K2πr Q
2π

r
0 0

1 Q2πr 0 0 0

2m
Qπr3 +Kπrm4 K

πm4

r3 (m2−1)2 G
πt3m2

3r
(m2−1)2

µK
πm4

r
(1−m2)

2m+1

Die Elementverformungen für die Vorgänge der Torsion (i = t), der axialsymmetrischen Ausdehnung
(i = a) und der Längsdehnung (i = 1) werden beschrieben mit Hilfe linearer Funktionen, während für
alle Verformungsvorgänge höherer Ordnung (i > 1) Hermitische Polynome verwendet werden. Folglich
ergeben sich die Skalierungsfunktionen iV (x) als Produkt der jeweiligen Formfunktion, gegeben durch
den Vektor {T xH} mit entsprechenden Termen in x, mit der Vollständigkeitsmatrix [ShH ] und den Kno-
tenverrückungen {ϑ}:

iV (x) =
{iT xH

}[iShH
]{i

ϑ
}
] (19)

Für die Verformungsvorgänge t, a und 1 nimmt Gleichung (19) die folgende Form an:

iV (x) =
{

x 1

} −
1
L

1
L

1
2

1
2




iV (−L
2 )

iV (L
2 )

 (20)

während Gleichung (19) für die Verformungsvorgänge höherer Ordnung, i > 1, ausgeschrieben wird als:

iV (x) =
{

x3 x2 x 1

}


2
L3

1
L2 − 2

L3
1
L2

0 − 1
2L

0
1

2L

− 3
2L

−1
4

3
2L

−1
4

L
2

L
8

L
2

−L
8





iV (−L
2 )

iV,x(
−L
2 )

iV (L
2 )

iV,x(
L
2 )


(21)



Ähnlich der Vorgehensweise in [18] kann das Potential der äußeren Kräfte formuliert werden, indem
man die Verformungsanteile in Längs- und Querrichtung voneinander trennt. Die resultierende Lösung
in VTB-Koordinaten erhält man dann durch die paarweise Verknüpfung der einzelnen Verformungs-
vorgänge und anschließende Superposition. Im Ergebnis ergeben sich dann die Deformationsgrößen,
Spannungen und Schnittgrößen.

2.2. Numerisches Beispiel

Für die Validierung der VTB-Lösung soll hier ein Vergleich mit einem äquivalenten Modell, das mit fini-
ten Schalenelementen erstellt wurde, erfolgen. Das Beispielsystem ist der in Abbildung 2 skizzierte, 10m
lange Kragträger mit rundem Rohrquerschnitt. Der Durchmesser beträgt 1,0m und die Wandungsdicke
ist 10mm. Die Struktur soll belastet sein durch eine auf den halben Querschnitt projizierte Flächenlast
von 0,01 N

mm2 . Als Materialkenngrößen seien ein Elastizitätsmodul von E = 205.000 N
mm2 und ein Schub-

modul von G = 78.846,2 N
mm2 angenommen. Der Effekt der Querdehnung wird vernachlässigt.

Das VTB-Modell wurde mit 100 Balkenelementen erstellt, wobei sieben Verformungsvorgänge, die sich
als Freiheitsgrade (FHG) interpretieren lassen, berücksichtigt werden. Das zum Vergleich herangezo-
gene Finite-Schalenelente-Modell bestand aus 3.600 4-Knoten-Schalenelmenten mit jeweils sechs Kno-
tenfreiheitsgraden. Dabei erfolgte die Unterteilung des Querschnitts in Umfangsrichtung jeweils in 36
Schalenelemente, während die Diskretisierung entlang der Stabachse wie beim VTB-Modell mit 100
Elementabschnitten erfolgte.

Die Finite-Elemente-Modellierung erfolgte mit Hilfe der Software LS-DYNA [5] unter Verwendung
der Schalenelementformulierung 16, die auf der Reissner-Mindlin-Theorie beruht und lineare Interpo-
lationsfunktionen verwendet. Für das Finite-Elemente Modell ergab sich eine Systemgröße von 21.816
Freiheitsgraden, während sich die Größe des mit der VTB zu lösenden Systems aus lediglich 1.212 Glei-
chungen bestand. Das heißt, die Größe der VTB-Steifigkeitsmatrix betrug nur rund 0,3 % der Dimension
der Steifigkeitsmatrix des Finite-Elemente-Modells.

Abbildung 2: Als Beispiel verwendete Hohlzylinderstruktur und berücksichtigte Verformungsvorgänge.

Im ersten Analyseschritt der VTB wird die Flächenlast q in das lokale Koordinatensystem transformiert.
Anschließend erfolgt die Ermittlung der Anteile der Last, die mit den einzelnen Verformungsvorgängen
korrespondieren, durch Integration der entsprechenden Zerlegung. Die Berechnung erfolgt als Skalarpro-
dukt der projizierten Flächenlast mit den jeweiligen Verformungsfunktionen in Gleichung (2). In diesem



Beispiel entfallen die Beiträge von Verformungsvorgängen geradzahliger Ordnung, da die entsprechen-
den Integrale Null ergeben. Folglich fließen nur die in Abbildung 2 skizzierten Verformungsvorgänge in
die Berechnungen ein. Für weitere Details der Lösung des linearen VTB-Problems wird auf [4] verwie-
sen.

In den Abbildungen 3 bis 6 werden die Ergebnisse der VTB-Analyse den mit dem finite Schalenelemente-
Modell erzielten Resultaten gegenübergestellt. Die in Abbildung 3 dargestellten Verformungen sind die
resultierenden Größen in globalen Koordinaten Y und Z.

(a) Kragarmspitze (skaliert um Faktor 10) (b) Schnitt A-A (skaliert um Faktor 103)

Abbildung 3: Vergleich der berechneten Verformungen [mm].

(a) Mx (b) Mθ

(c) Mxθ

Abbildung 4: Vergleich der berechneten Schnittmomentverteilungen im Schnitt A-A in
[

Nmm
mm

]
.

(a) Nx (b) Nθ (c) Nxθ

Abbildung 5: Vergleich der Normalkraftverteilungen im Schnitt A-A
[

N
mm

]
.



In Tabelle 3 sind die relativen Abweichungen zwischen den Stützstellen der dargestellten verformten
Systemlinien mit ihren Mittelwerten und Standardabweichungen angegeben. Die maximale relative Dif-
ferenz lässt sich für die Querkraft in Längsrichtung ablesen, was vermutlich in erster Linie darauf zu-
rückzuführen ist, dass die hier verwendeten finiten Schalenelemente auch eine Schubverformung über
die Elementdicke berücksichtigen. Abgesehen davon muss auf die unterschiedlichen absoluten Größen-
ordnungen der Querkräfte hingewiesen werden, die im Vergleich zu den anderen Schnittgrößen deutlich
kleiner sind.

Tabelle 3: Vergleich der relativen Abweichung zwischen den Ergebnissen der beiden Modelle.

Mx Mθ Mxθ Nx Nθ Nxθ Qx Qθ Ulocal Uglobal

Mittel der Relativabweichung (%) 3.82 −8.72 1.02 6.18 −7.52 −4.72 9.09 −3.80 −1.92 0.03

Standardabweichung (%) 12.18 25.63 29.28 14.23 21.67 14.08 56.83 26.53 27.09 −

(a) Qx (b) Qθ

Abbildung 6: Vergleich der Querkraftverteilungen im Schnitt A-A
[

N
mm

]
.

3. TRANS-ALASKA PIPELINE-SYSTEM

Das Trans-Alaska Pipeline-System (TAPS) ist eine 1287 km lange Erdöl-Pipeline, die Alaska von Nord
nach Süd durchquert [7], [21]. Der Durchmesser der Rohrleitung beträgt 1219 mm. Im Bereich der
Querung über eine tektonische Verwerfung verläuft die Rohrleitung oberirdisch in einem abgeknickten
Bogen und ist von in lateraler Richtung verschieblichen Gleitlagern gestützt. Damit wird Zwangsbe-
anspruchungen infolge Temperaturschwankungen und Relativverschiebungen der Ufer der tektonischen
Verwerfung vorgebeugt. Der Bereich, für den größere Verformungen zugelassen werden, wird durch An-
kerpunkte in entsprechender Entfernung von der Verwerfung, an denen das Rohr auf Lagern mit hohem
Reibwiderstand befestigt ist, begrenzt.

Für diese Studie wurde ein 579 m langer Abschnitt der Pipeline im Bereich der Kreuzung der Denali-
Verwerfung betrachtet. In diesem Abschnitt ist die Rohrleitung, wie in Abbildung 9a gezeigt, in Ab-
ständen von ca. 18 m gleitend auf Querträgern gelagert. Die Reibungskoeffizienten für die Haft- und
Gleitreibung betragen 0,10 bzw. 0,05. Die Querträger sind entsprechend dem Typ und Verlauf der tekto-
nischen Verwerfung angeordnet und dimensioniert. In diesem Fall handelt es sich um eine Verwerfung
mit Blattverschiebung in rechter Streichrichtung (Abbildung 7). Die Ankerpunkte befinden sich an den
nördlichen und südlichen Enden des Kreuzungsgebiets mit der Denali-Verwerfung.



3.1. Modell des betrachteten Abschnitts des Trans-Alaska Pipeline-Systems

Vom Rohrleitungsabschnitt zwischen den Ankerpunkten zu beiden Seiten der Denali-Verwerfung wurde
ein VTB-Modell erstellt. In dem Modell wurden sowohl alle Querträger als auch vertikale Lagerkon-
struktionen in der Nähe der Ankerpunkte berücksichtigt. In der Berechnung wird angenommen, dass der
nördliche Ankerpunkt nicht verschoben wird. Im Bereich der Kreuzung mit der Pipeline haben sich die
beiden Seiten der Verwerfung während des Denali-Erdbebens 2002 um ca. 5,50 m in rechter Streichrich-
tung gegeneinander verschoben. Dadurch entstand eine Kompression der Rohrleitung.

Die Relativverschiebung der Verwerfung, die sich über eine Länge von 200 m vom südlichen Ankerpunkt
aus auf die Rohrleitung verteilt, ist dem VTB-Modell durch entsprechende Auflagerverschiebungen auf-
geprägt worden (Abbildung 7).

Im Vergleich zu den meisten Modellen aus finiten Balkenelementen besteht der Vorteil des VTB-Modells
darin, dass die Ovalisierung des Rohrquerschnitts infolge großer Biegeverformungen und die Reibwider-
stände der Lager abgebildet werden kann.

Abbildung 7: Skizze des Lageplans der Pipeline im Bereich der Kreuzung mit der Denali-Verwerfung nach [7].

Die Reibung zwischen dem Rohrlager und dem Querträger wird durch das Modell von Coulomb be-
schrieben. Die Reibungskraft wirkt der Bewegung entgegen, es wird angenommen, dass das Rohrlager
nicht vom Querträger abhebt. Im Modell ist diese Lagerungsbedingung durch entsprechende Steifigkei-
ten zur Beschreibung der Gleitreibung nach [20] beschrieben. Dafür werden den entsprechenden Lager-
Freiheitsgraden Ersatzsteifigkeiten zugewiesen [14]. Die Reibungskraft am s-ten Lager berechnet sich
als F f

s = µsFn
s , wobei µ der Reibungskoeffizient ist und Fn die Lagerkraft senkrecht zur Reibfläche

beschreibt. Der Reibwiderstand entgegen der Gleitbewegung des Rohrlagers kann dann als zusätzliche
Steifigkeit am Lager beschrieben werden [2]. Das heißt, die Reibungskraft wird durch die Beziehung
F f

s = ksxs mit der zusätzlichen Steifigkeit ks sowie der Gleitverschiebung xs ersetzt. Der Wert der ent-
sprechenden Steifigkeit ks ist iterativ zu anzupassen bis die Verschiebung xs konvergiert.

Der Vorteil dieser Vorgehensweise liegt in einer höheren numerischen Stabilität und der automatischen
Korrektur der Wirkungsrichtung der Reibungskraft [14].

Im VTB-Modell muss die zusätzliche Steifigkeit in der Steifigkeitsmatrix nur in den Anteilen der Längs-
dehnung (i = 1) und der Biegung (i = 3) berücksichtigt werden.

Für die Modellierung des Rohrleitungsabschnitts wurden 720 VTB-Elemente mit einer Länge von je-
weils 1 m verwendet. Auch hier wurden die in Abbildung 2 dargestellten Verformungsvorgänge bis zur
Ordnung 11 berücksichtigt. Das Modell enthält 41 Lager in Abständen von jeweils 18 m. Da ein Hö-
henprofil nicht verfg̈bar war, wurde angenommen, dass sich der gesamte Rohrleitungsabschnitt in einer
Ebene befindet. Entsprechend konnten auch nur Bewegungen der Verwerfung in der horizontalen Ebene
betrachtet werden.

Die mit dem VTB-Modell berechneten horizontalen Verschiebungen sind in Abbildung 8 mit dem im
Feld nach dem Erdbeben aufgenommenen Verschiebungszustand verglichen. Qualitativ lässt sich eine
gute Übereinstimmung der beiden Verformungsfiguren feststellen, die durch eine Verbiegung des Rohr-



leitungsabschnitts und eine Verschiebung der Rohrlager des Bogens ans Ende der Querträger charakteri-
siert sind.
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Abbildung 8: Iterativ berechnete Lage des Rohrleitungsabschnitts nach dem Erdbeben.

(a) Vor der Blattverschiebung (b) Nach der Blattverschiebung

Abbildung 9: Lage des Rohrleitungsabschnitts im Bereicht der Verwerfung [7].

An den in Abbildung 8 gekennzeichneten Auflagern B und C betragen die berechneten Verschiebungen
1,80 m beziehungsweise 3,63 m. Ein quantitativer Vergleich mit den tatsächlichen Verformungen des
Rohrleitungsabschnitts ist leider nicht möglich, da die vorliegenden Informationen bezüglich der Quer-
trägerverschiebungen unvollständig waren und den Autoren auch keine quantitativen Angaben zur Lage
der Rohrleitung nach dem Erdbeben vorliegen.

(a) Ulocal (scale 102) (mm) (b) Mθ (Nmm/mm) (c) Mx (Nmm/mm) (d) Nx (N/mm)

Abbildung 10: Berechnungsergebnisse für den Querschnitt am Lager B: lokale Verformung–Ovalisierung (a) und
die maßgebende Schnittgrößen.

Mit dem VTB-Modell wurde am Lager B (Abbildung 10) eine maximale Normalspannung in Längsrich-
tung von 138,26 MPa berechnet, was deutlich unterhalb der mit 265 MPa angegebenen Festigkeit des
Rohrleitungswerkstoffs liegt. Die hauptsächlich durch das Biegemoment verursachte Ovalisierung des



Rohrquerschnitts bewegt sich noch vollständig im Bereich elastischer Verformungen.

(a) Ulocal (scale 102) (mm) (b) Mθ (Nmm/mm) (c) Mx (Nmm/mm) (d) Nx (N/mm)

Abbildung 11: Berechnungsergebnisse für den Querschnitt am Lager C: lokale Verformung–Ovalisierung (a) und
die maßgebende Schnittgrößen.

Die in Abbildung 11 dargestellten Ergebnisse für den Querschnitt am Lager C weisen übermäßig hohe
Druckkräfte in Längsrichtung auf. Dies wird in erster Linie darauf zurückgeführt, dass der nördliche
Ankerpunkt als unverschieblich angenommen wurde. In der Realität wurden allerdings sowohl am nörd-
lichen als auch am südlichen Ende des betrachteten Rohrleitungsabschnitts Verschiebungen in Längs-
richtung registriert [21], über die den Autoren allerdings keine quantitativen Angaben vorlagen.

4. DISKUSSION

In diesem Beitrag wird die Anwendung der VTB für die Modellierung langgestreckter Strukturen, für die
das lokale Verformungsverhalten von großer Bedeutung ist, demonstriert. Am Beispiel eines Abschnitts
des Trans-Alaska Pipeline-System (TAPS), in dem es infolge eines Erdbebens zu großen Verschiebungen
der Lager kam, konnte das Potential der VTB demonstiert werden. Mit im Vergleich zur Modellierung
mit Schalenelementen geringem numerischen Aufwand ist es mit der VTB möglich, auch Querschnitts-
verformungen sehr langer Rohrleitungsabschnitte abzubilden.

Weiterführend wird an der Erweiterung der Methode für die Anwendung auf dynamische und nichtli-
neare Analysen gearbeitet. Dabei sind allerdings verschiedene Abhängigkeiten zwischen den einzelnen
Verformungsvorgängen zu berücksichtigen, die die Komplexität der Berechnungen steigern.
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