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development of hydrological systems: Numerical long-term
THM-simulations of crystalline rock using a combined
DFN-DEM approach

AREHS: Auswirkung sich andernder Randbedingungen auf die Entwicklung
hydrogeologischer Systeme — Numerische THM-Langzeitmodellierungen des
Kristallins mithilfe eines kombinierten DFN-DEM-Ansatzes

Friederike Tiedtke, Heinz Konietzky
Geotechnical Institut, TU Bergakademie Freiberg
Gustav-Zeuner-Str. 1, 09599 Freiberg, Germany

Abstract

The safety assessment of nuclear waste repositories is a critical task. The harmful
impacts of nuclear waste can last for a long time. Therefore, a long-term and safe
closure of the repository is necessary. In this study, crystalline rock is considered as a
potential host rock. The key feature of the hydrogeological system in a crystalline rock
mass is the fracture network. A THM workflow has been developed that combines the
DEM-Software “3DEC” and the DFN-Software “DFN.Lab” to assess impacts on a large
time scale. The investigated impacts include the response of the rock mass due to the
heating of a generic repository, the development of permafrost, and the advance of an
ice shield. Thermal expansion and contraction of the rock matrix is a driving force for
the development of the transmissivity field. Shearing along discontinuities caused by
thermomechanical processes and mechanical loads can further enhance transmissiv-
ity. Preferential flow pathways may develop along large-scale faults during cold climate
conditions.

Zusammenfassung

Im Rahmen der Sicherheitsbetrachtungen fur ein radioaktives Endlager muss ein lan-
ger Zeitraum betrachtet werden. Wahrend dieses Zeitraums kdnnen verschiedene in-
nere und aullere Einwirkungen das hydrogeologische System verandern. In dieser
Studie werden die Warmeentwicklung durch ein generisches Endlager, der Ubergang
in Permafrostbedingungen und ein Gletschervorschub simuliert. Zur Modellierung des
Kristallins ist ein THM-Workflow entwickelt worden, der die DEM-Software ,3DEC* zur
thermomechanischen und die DFN-Software ,DFN.Lab“ zur hydraulischen Berech-
nung miteinander koppelt. Die Technik ist gewahlt worden, um die THM-Prozesse des
Kristallins inklusive des relevanten Kluftinventars auf einer Zeitskala von Hunderttau-
send Jahren abbilden zu kdnnen. Die Simulation zeigt, dass das thermomechanische
Verhalten der Gesteinsmatrix (Expansion und Kontraktion) eine treibende Kraft in der
Entwicklung des hydrogeologischen Systems darstellt. Scherprozesse, bedingt durch
das thermomechanische Verhalten oder durch zusatzliche mechanische Auflasten,
kénnen weiterhin die Transmissivitat lokal erhéhen. Wahrend dem Ubergang in die
Kaltzeit entwickeln sich deutlich bevorzugte FlielRwege innerhalb der Stérungen.



1 Introduction
1.1 Scope and goals

The safety assessment of nuclear waste repositories needs to take processes and
process couplings acting on large timescales into account. The focus of this study lies
on the long-term behavior of a fractured rock mass and the alteration of the hydrogeo-
logical system under consideration of changing global climate conditions.

The scope of this study is to consider initial and boundary conditions, which represent
internal impacts like in-situ stress field and repository heating, as well as external im-
pacts like permafrost development and ice-shield advance. A workflow, that can dis-
play THM-processes on a timescale of (several) hundred-thousand years is developed.
The numerical model integrates a Discrete Fracture Network (DFN) as the key feature
of the hydrogeological system.

The objective of this study is to investigate the influence of the different boundary con-
ditions and their associated physical processes. The focus lies on identifying critical
parameters and analyzing the development of fluid pathways within the fracture net-
work.

1.2  Modelling concept / THM-coupling

The physical processes and their interactions in the geosphere are very complex. For
the numerical model, process couplings are selected by their relevance in a crystalline
rock mass. The implemented THM-coupling is shown in Fig. 1. To describe the crys-
talline rock mass a combined DFN-DEM approach has been developed.

The thermomechanical calculations are carried out using the DEM-Software 3DEC
(Itasca, 2022). Here, the coupling of thermal and mechanical processes is mainly de-
pendent on the linear expansion coefficient of the rock matrix. Changes in the temper-
ature field induce (isotropic) thermal strains (Eq.1). Additional heat that occurs as a
result of deformation or friction is neglected since the influence is assumed to be very
small (Hoekmark et al., 2006).

Ae = a AT Eq. (1)
€... Strain [-]
a ... Thermal Expansion Coefficient [1/K]

T... Temperature [K]

Under the assumption that the matrix flow in crystalline rock is negligible, only fluid flow
in the (hydraulic active) fracture network is considered. The calculation of the hydraulic
heads in the fracture network is performed with the DFN-Software DFN.Lab (Fractory,
2021). The fracture flow is represented as flow between two parallel plates. Under the
assumption of an incompressible fluid, flow calculation is simplified to (Eq.2):

Q = TVh Eq. (2)
Q... Darcy Flow [m%s]
T... Transmissivity [m?/s]

h... Hydraulic Head [m]

The fluid pressure p [Pa] can be derived from the hydraulic head h [m], the fluid density
pr [kg/m3], gravity g [m/s?] and the elevation z [m]:



Wy P Eq. (3)

Pr 9
The fluid pressure is used for the hydromechanical coupling. Fluid pressure in fractures
influences the mechanical behavior of the fracture. If the fluid pressure exceeds the
surrounding rock stresses and the tensile or shear strength an opening of the fracture
is observed. Furthermore, fluid pressure counteracts stress-induced fracture closing.
The influence of the fluid pressure is incorporated into the numerical model by using
the principle of effective stresses (H >M):

op =0, +p Eq. (4)
o' n... Effective Normal Stress [Pa]
Op... Normal Stress (in rock matrix) [Pa]
p-.. Fluid Pressure (in fracture) [Pa]

The effect of deformation on the fracture transmissivity displays the M—->H coupling.
The change in transmissivity corresponds to the fracture normal displacement accord-
ing to the Cubic’s Law (Eq. 5) (Witherspoon et al.,1980). It is assumed that between
two timesteps (~several years), the fracture network shows a fully drained response.
Growth of the fracture contour due to prevailing stresses can contribute to the net-
work’s connectivity. The fracture contour is updated at different time intervals. The up-
dated contour is used for the hydraulic calculation. An effect of deformation on joint
fluid pressure (undrained process) is not included. So, no fluid pressure is induced due
to mechanical closing of the fractures'. Therefore, the change of joint fluid pressure is
solely dependent on the external boundary conditions.

s _ WP g Eq. (5)
O 12v
u... fracture aperture [m]

u = uy +Au
ps ... fluid density [kg/m?]
g... gravity [m/s?]
v fluid viscosity [Pa*s]

A simplified approach to represent the formation of an impermeable permafrost layer
(T = H) is included in the numerical model by reducing the fracture transmissivity if
the temperature is below 0°C. A pressure dependency of the ice-melting point is not
considered. Effects of buoyancy and convection are neglected since their impact is
small compared with the contributions from natural isothermal groundwater flow and
conductive heat transport in the rock matrix (Hoekmark et al., 2006).

" This is a simplification of the processes in the hydrogeological system, which is justified by the large
time-scale of the model. Especially during the heating phase of the repository an undrained reaction of
the fractures could cause increased joint fluid pressures in the near field of the repository. The investi-
gation of this effect is out of the scope of this study.



Fig. 1 Implemented THM-Couplings
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1.3  THM modelling workflow

The hydraulic and mechanical behavior of crystalline rock mass is largely defined by
its joint network. The numerical code 3DEC is a suitable tool to simulate the response
of discontinuous (e.g. jointed) media to external and internal impacts. 3DEC can ex-
plicitly represent the joint network as “boundary conditions” to the surrounding matrix
blocks and includes multi-physical couplings (T-H-M). In this project, the main chal-
lenge is the considered time scale. The explicit algorithm in 3DEC currently does not
allow a feasible, fully THM-coupled simulation of a time interval of hundred-thousand
years. Therefore, a different modelling approach has been developed. In DFN.Lab,
fractures are modelled as planar 2D geometries in a 3D space. The fluid flow within
the fracture network is solved implicitly. As a result, the solving time of steady-state
flow with DFN.Lab is significantly faster than with 3DEC. The goal of this workflow is
to combine both software codes to benefit from each and to represent the impacts of
a simplified glacial cycle in the best possible way.

The modelling workflow of the coupled DFN-DEM calculation is sketched in Fig. 2. The
foundation of the modelling workflow is the generation and meshing of the 3DEC block
model. The block model consists of tetrahedral zone elements representing the rock
matrix and triangular elements on the contact plane representing fractures and poten-
tial failure planes.

The mechanical behavior of the contact plane is depicted by so-called “subcontacts”.
The coupling of 3DEC and DFN.Lab is based on the exchange of subcontact infor-
mation. If the strength of a subcontact is exceeded, the subcontact state is “broken”.
This represents open fractures. If the strength is not exceeded the subcontact state is
“intact” and the subcontact behaves analog to the rock matrix. In the flow calculation,
only open fractures (= broken subcontacts) are considered.

The workflow is built around a sequential THM-calculation scheme: The calculation
cycle starts with thermal calculation in 3DEC. After that, the DFN.Lab Python Script is
started via a Batch File. To build the hydraulic active DFN, the subcontact information
is used:

(1) The planar geometry objects for the DFN are generated by searching the convex
hull of each fracture based on broken subcontact positions (“contour-update”). (2) The



geometry objects are meshed. (3) Hydraulic properties are assigned: the transmissivity
is derived from the subcontact normal displacements. For each fracture, the subcon-
tact data is interpolated. Based on the interpolation, a transmissivity value is assigned
to the triangle centers of the particular fracture mesh (“transmissivity-update”). (4) The
boundary conditions are applied and the steady-state flow for the DFN is solved.

The calculated hydraulic heads are converted into fluid pressure. The pressure values
for the subcontacts are imported into the 3DEC block model. Based on the temperature
field and joint pressure, the mechanical calculation is carried out.

3DEC Project File Fig. 2: 3DEC-DFN.Lab Workflow:
| Geometry Generation | The workflow combines the

| Mesh Generation ' software codes “3DEC”

' 3 (thermo-mechanical calculation)
and “DFN.Lab” (hydraulic cal-
culation).

' Material Properties

' Boundary Conditions

l The workflow is built around a
(_3DEC Block Model ) sequential THM-calculation
' scheme. Information regarding
Thermal Start DFN.Lab the THM-process couplings are
Calculati —
via Bfmh Flle exchanged between 3DEC and
DFN.Lab.

DFN.Lab Project File

Fr;cotg-g Eo‘{?tours from__|, Geometry Generation

Mesh Generation
Transmissivity from __| | : ;

S0 C-Subcowiacis —-: Material Properties
Boundary Conditions

l

( DFN Model )

Update Joint Pressure
Mechanical in 3DEC Hydraulic
Calculation / Calculation

Update
Displacements, Fracture Growth,...

1.4  Impacts of the repository and glacial cycle

Based on the catalog of relevant “Features, Events, and Processes” (FEPs) for the
safety assessment by the NEA (Capouet et al., 2019) the boundary conditions are
derived. The transition between interglacial and glacial climate conditions is divided
into “episodes”. Each episode describes a distinct external process, that significantly
influences the hydrogeological system.

Repository Heating Episode (l) - “T-impact”

In the first episode, the thermal impact due to the repository heating is considered. A
heat source is implemented in the model at a depth of 500 m. The generic repository
is located in an undisturbed model area of around 4 km? between fault zones. The
exponential decreasing heat source function from Jobmann et al. (2017) is adopted.



Permafrost Episodes (Il + lll) — “T-impact”

After the heating episode, a linear decrease of the atmospheric temperature is mod-
elled (ep. I). As soon as the permafrost temperature is reached, the atmospheric tem-
perature stays constant (ep. Ill). The influence on the hydrogeological system due to
the change in thermal conditions is analyzed.

Glacier Episode (IV) — “THM-impact”

Glacier dynamics is a complex field of research. The boundary conditions in these
episodes aim to display the key processes during glaciation. The development of a
glacier is associated with different impacts: The glacier is a mechanical load because
of its weight. Different models describe the thermal regime at the glacier bed. In prin-
ciple, it can be distinguished between “cold-based” and “warm-based”. The erosive
capability of a warm-based glacier tends to be higher due to extensive basal meltwater.
Dyke (1993) reports a trend, that the central area of an ice shield is often cold-based
due to very low air temperatures and a downward directed cooling by the accumulation
of snow and firn. In the outer areas of a glacier under permafrost, strain and frictional
heating induced by ice-creep and basal sliding can cause a change to “warm-based”
conditions and result in a temperature inversion at the glacier bed. According to Dyke
(1993), the temperature inversion leads to melting of the underlying permafrost and
infiltration of basal meltwater. In reality, the thermal regime of an ice sheet is spatially
and temporally variable (Waller et al., 2012). In the numerical model, a purely “warm-
based” glacier is considered. To simulate the thermal impact of a glacier, the temper-
ature inversion is simplified by setting the glacier basal temperature to 0.5 °C. The
infiltration of meltwater is modelled by defining hydraulic head boundary conditions that
are dependent on the glacier height.

In episode 1V, the time-dependent glacier advance/growth is simulated. The function
for the glacier form is adopted from Bense and Person (2008). This function is used for
the mechanical and hydraulic boundary conditions. An overview of the different epi-
sodes and their acting boundary conditions is shown in Fig. 3.

&P, @ am @) Fig. 3: Boundary conditions for the repre-
Repo sentation of the glaciation.
& g Ep. (I): The repository emits heat to the
: 5 5 5 surrounding rock mass. A decreasing ex-
A Tatm P ponential function is used to display the
W)  Tomewon heat source Qrepo
: Ep. (I): The temperature at the model top
H 5 \ ; t decreases linearly with time.
GLC
Ep. (ll): The minimum temperature at the
model top is reached and stays constant
in this episode.

Poc Ep. (IV): The ice-shield advance starts.
: : COP(x,t) - Prnax The ice-shield grows linearly in width and
/ _ height according to the ice shape func-
Cot tion.

t1 tz t3 t4



2 Large scale numerical model
2.1 Model properties

A large-scale model is created to carry out the THM simulation of the glacial cycle. The
model (10 km x 10 km x 3 km) displays a generic geological situation of crystalline rock.
The outer model boundaries are aligned to the principal stress directions: The x-axis
of the model is oriented N135°E (maximum horizontal stress).

Deterministic fault zones as well as a stochastic DFN are part of the model. Only the
hydraulic active fractures are included. There are two orthogonal-directed sets of fault
zones (JS1 and JS2, Tab.1), each with a spacing of 1 km. A single, oblique fault inter-
sects the orthogonal fault network. The fault zone network is the main conduit for fluid
flow. The stochastic DFN increases the connectivity and complexity of the flow path-
ways in the model. The DFN is implemented in the upper part of the model
(Depth > - 1000 m). The fracture density decreases with depth. The DFN consists of
fractures with a minimum fracture length? (= fracture diameter) of 300 m and a maxi-
mum fracture length of 1000 m. The orientations of the fractures in the DFN spread
around the orientations of JS1 and JS2 and follow the Fisher-Distribution.

Tab. 1: Fault Zone/Joint Set Orientations.

Strike Dip

[°] [°]

JS1 135 70
JS2 45 90
Single 160 90

Fault

Fig. 4: Fracture Orientation

Fig. 5 Left: Fracture Network consisting of an orthogonal fault zone set (blue) and a sto-
chastic DFN (gray). In total 210 fractures. The generic repository area is marked
green. Right: 3DEC block model consisting of ~ 2 Mio. zones and ~700k subcon-
tacts

2 The limiting factor for the minimum fracture length is the meshing capability/resolution in 3DEC. In
reality, even smaller fracture length can influence the flow pathways in a fracture network (Follin et al.,
2014). With regard of the aim to evaluate large-scale processes and tendencies, it can be justified to
reduce the DFN complexity that would occur in-situ.



Material properties are derived from different parameter sets of crystalline rock re-
ported in the literature (GRS, 2020, Hoekmark et al., 2006, Rachez, X. and Gentier, S.,
2010) to display generic behavior. The rock matrix behaves as linearly elastic. The
parameter set of the rock matrix is summarized in Tab. 2. For the faults and fractures,
the Mohr-Coulomb model is chosen. To avoid bad block geometries in the 3DEC model,
horizontal geometry planes are generated with linear elastic behavior identical to the
rock matrix. The parameter sets for the different joint types are shown in Tab. 3.

Tab.2 Rock Properties:

Density E Poisson Conductivity Specific Heat Thermal Expansion
Capacity Coefficient
[kg/m° [Pa] [-] [W/(m K)] [J/(kg K)I [1/K]
2700 50e9 0.25 25 1000 7.5e-6
Tab. 3 Joint Plane Properties
Property Fault Zone Fracture Plane Geom. Plane
kn [Pa/m] 60e9 600e9 1.2e9
ks [Pa/m] 3e9 30e9 0.6e9
Friction Angle [°] 30 46*
Friction Angle (res.) [°] 28 35
Cohesion [Pa] 0.2e6 19e6*
Cohesion (res.) [Pa] 0.1e6 0.4e6
Tensile strength [Pa] 0 1.5e6”*
Tensile strength (res.) [Pa] 0 0
Dilation angle [°] 5 10
Dilation threshold [m] 10e-3 10e-3

*represents intact rock
The initial transmissivity of the fault zones is 1e-5 m?/s. For the fractures in the sto-
chastic DFN, a depth dependency of the transmissivity is embedded in a simplified
form: based on the fracture center depth a transmissivity value is assigned to the frac-
ture. The transmissivity of the DFN fractures ranges from 1e-8 m?/s to 1e-6 m?/s.

2.2  Initial and boundary conditions

The initial principal stresses act normal to the outer model boundaries. The initial stress
field represents realistic conditions but does not include any site-specific stress data.
The initial stresses in the numerical are defined as:

Ozz = Prock * 9 * 2 Eq. (6)

Oux = Ky Prock 9 Z + 5.297 * 10° Eq. (7)
with kyy... 1.6 []

0yy = Kn Prock 9 Z + 2.648 x 10° Eq. (8)

with k... 0.8 [-]



On the horizontal model boundaries, displacement boundary conditions are chosen,
so that the model cannot horizontally expand. The model bottom is fixed.

In the fault and fracture network, hydrostatic fluid pressure is initially assumed. The
hydrostatic pressure is fixed on the y-model boundaries. On the x-boundaries and the
bottom of the model “no-flow” — boundary conditions are defined.

P = pyater9 2 Eaq. (9)

The surface temperature is initially 8.5 °C. The geothermal gradient is 3 K/100 m. A
geothermal flux of 70 mW/m? is applied at the model bottom.

3 Simulation results
3.1 Impact: repository heating (Episode I)
3.1.1 Temperature field

The temperature increase due to the heat source function is very strong at the begin-
ning of the simulation. The initial heat flux is 3.19 W/m?. The heat flux decreases ex-
ponentially. The repository temperature reaches its maximum of 61°C after around 500
years. At the end of Episode | (after 5000 years) the influence of the repository on the
temperature field is still visible.

DECII | O————
©2022 Itasca Consulting Group, Inc.
Block Temperature 50 years

8.1000E+01 ) - g : ,

7.2000E+01 L _

6.3000E+01

5.4000E+01

4.5000E+01

3.6000E+01

2.7000E+01 500 years

1.8000E+01

5000 years
Z

Fig. 6 Temperature field [°C] in the cross-section of the repository after 50, 500, and 5000
years of repository heating. Even after 5000 years, the initial temperature conditions
are not yet reached.
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Fig. 7 Temperature development in the generic repository.

3.1.2 Block displacements

The increase in temperature causes a large-scale heave movement due to thermal
expansion of the rock matrix. The maximum displacements are temporally delayed to
the maximum repository temperature. The maximum displacements after 50, 500, and
5000 years are summarized in Tab. 4.

3DEC 7.00

©2022 ltasca Consulting Group, Inc.

Block Z Displacement
Cut Plane: on front
8.5000E-02
8.0000E-02
7.0000E-02
6.0000E-02
5.0000E-02
4.0000E-02
3.0000E-02
2.0000E-02
1.0000E-02
0.0000E+00
-1.0000E-02
-2.0000E-02
-2.5000E-02

Fig. 8 Z-Displacement field [m] in the cross-section of the repository. After 50, 500, and
5000 years of the repository heating.

Tab.4 Max. Block Displacements after 50, 500, 5000 years

After 50 years After 500 years After 5000 years
Max. Z-Disp. (heave) +1.39e-2 m +8.27e-2 m +9.68e-2 m
Max. Z-Disp. (subsidence) -1.12e-2m -1.51e-2m -2.94e-3 m
Max. Disp. Magnitude 1.44e-2 m 8.43e-2 m 9.69e-2 m

10



3.1.3 Transmissivity field / joint behavior

The thermal expansion of the rock matrix causes a decrease in transmissivity of sev-
eral orders of magnitude in the vicinity of the repository (Fig. 9). Here, the influence of
the normal displacement exceeds the trend of fracture opening due to shearing.

With time, a shearing process as a result of the large-scale heave movement domi-
nates locally the transmissivity field close to the model surface. The shear displace-
ment results in a transmissivity increase due to dilation at the model surface. A fractur-
ing process in the stochastic DFN above the generic repository is visible, which leads
to a new connection between the two fault zones.

Transmissivity
5.0e07 le-6 Ze-H H5e-H le-5 ?e-5 50e05
rT e L e ——
DFN.Lab X oo op0 %000

Fig. 9 Transmissivity field [m?/s] after 500 years of heat emitting from the repository. In the
vicinity of the repository, a significant transmissivity decrease is the result of thermal
expansion.

3.2 Impact: permafrost formation (Episode Il + III)
3.2.1 Temperature field

The permafrost episodes start with a linear decrease of atmospheric temperature for a
time interval of 10.000 years until the minimum atmospheric temperature of -1.5 °C is
reached. Then, the atmospheric temperature is constant for 20.000 years. In these
episodes, a permafrost layer develops to a depth of around 50 m.

3DEC 7.00

©2022 Itasca Consulting Group, Inc.

Block Temperature
Cut Plane: on front
9.0000E+01
8.0000E+01
7.0000E+01
6.0000E+01
5.0000E+01
4.0000E+01

3.0000E+01
I 2.0000E+01

1.0000E+01
= 0.0000E+00 X

Fig. 10 Temperature field [°C] after Episode Ill. The permafrost layer (temperature < 0°C)
reaches a depth of around 50 m.
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Fig. 11 Temperature development of different points on a vertical scanline through the ge-
neric repository.

3.2.2 Block displacements

The decrease of the temperature causes thermal contraction of the matrix material.
Therefore, large-scale subsidence occurs. The subsidence grows continuously during
Episodes Il and Il (Fig. 12). At the end of Episode I, the influence from the previous
episode can still be recognized. At the end of Episode llI, the influence of the repository
heating wears off and the displacement field is solely dominated by the thermome-
chanical response to the permafrost temperature.

3DEC 7.00
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Fig. 12 Z-displacement field [m] in the cross-section of the generic repository after Episode
[l (=>15.000 years) and Episode Ill (35.000 years).

3.2.3 Transmissivity field / joint behavior

The temperature reduction is accompanied by a reduction of horizontal compression.
The stress reduction is most prominent at the model surface. There, the initial horizon-
tal stresses are reduced by around 5 MPa (Fig. 13a). In Fig. 13b, a comparison of the
ratio between horizontal stresses and vertical stresses at the beginning of the simula-
tion and after Episode Ill is shown. Since the triaxial stress state is significantly altered

12



due to the permafrost development, an opening of faults normal to the minimum stress
direction defines the transmissivity field in the upper 250 m of the model. Fracturing
processes are also visible close to the surface, which leads to increased connectivity
of the fracture network. Due to the (simplified) T-> H coupling, the transmissivity is
drastically reduced if the temperature is below 0°C. As a result of the THM-coupling,
the thermomechanical processes favor the development of a highly hydraulic conduc-
tive area within the fault zones below an impermeable permafrost layer (Fig. 14).
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Fig. 13 a) Initial stress profiles and stress profiles after permafrost. ZZ-stress = vertical
stress, XX-stress = maximum horizontal stress, YY-stress = minimum horizontal
stress. b) Ratio between horizontal stresses and vertical stresses.
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Fig. 14 Transmissivity field [m?/s] after Episode Ill. Due to the T->H coupling, an impermea-
ble layer represents the permafrost to a depth of around 50 m. Below the impermea-
ble layer, the thermomechanical processes favor the development of a highly hy-
draulic conductive area within the fault zones normal to the minimum horizontal
stress direction.

3.3 Impact: glacier advance
3.3.1 Temperature field

The temperature boundary condition beneath the ice-shield results in a thawing of the
underlying permafrost layer. In front of the ice shield, the impermeable permafrost layer
is still intact. Fig. 15 shows the temperature field with an exaggerated display of the
ice-shield boundary condition at the model surface.
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Fig. 15 Temperature [°C] field during the ice shield advance. The ice shield at the model
surface is displayed via grey arrows.

3.3.2 Block displacements

The ice shield has a lateral extent of 6.5 km and a maximum height of 550 m. The ice
shield is grown linearly over a time of 15.000 years. A strong depression of the rock
mass because of the weight of the glacier is visible (Fig. 16). The maximum subsidence
is 0.5 m at the end of the ice-shield advance.
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Fig. 16 Displacement field [m] during the ice shield advance. The ice shield on the model
surface is displayed via grey arrows.

3.3.3 Transmissivity field / joint behavior

In addition to thermomechanical impacts, the ice shield increases the hydraulic heads
beneath it. For each timestep during this Episode, the fluid pressures due to the ice
shield have been calculated in DFN.Lab and imported into the 3DEC model. The im-
ported fluid pressures at the end of the glacier advance are shown in Fig. 17. Due to
the pressure gradients, fluid infiltrates underneath the ice shield. The high contrasts in
transmissivity lead to a concentration of fluid flow in the highly conductive zone beneath
the impermeable permafrost layer. The arrows in Fig. 17 mark the main flow directions.
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The raised fluid pressures lead to further fault openings beneath the ice shield (Fig.
18) and shear displacements in faults normal to the direction of advance.
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Fig. 17 Fluid pressure [Pa] in the faults/fractures. The pressure field has been imported
from the hydraulic calculation in DFN.Lab. The main flow path is indicated schemati-
cally with the blue arrows.
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Fig. 18 Transmissivity field [m?/s] at the end of the glacier advance.

4 Discussion

During the heating phase of the repository, two different processes control the devel-
opment of the transmissivity field: Due to the thermal expansion of the rock matrix,
faults/fractures are closing. Thermomechanical shearing causes an opening of the
faults/fractures due to dilation effects. In this simulation, the influence of the normal
displacement to decrease the transmissivity dominates during the heating phase in the
vicinity of the repository. With time, shear-induced fracture opening exceeds the prior
trend close to the surface. To display the long-term response of the hydrogeological
system to the repository heating, a detailed characterization of the shear behavior of
the faults and fractures is essential to characterize which process dominates the de-
velopment of the transmissivity field.
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The permafrost development has a strong influence on the stress field. The thermal
contraction of the material can enhance the hydraulic conductivity below the imperme-
able permafrost and favor the development of preferential flow pathways and en-
hanced fracture network connectivity. The greatest influence of the permafrost condi-
tions occurs relatively close to the surface. It reaches a depth of around 250 m. The
quantitative impact of these episodes is strongly dependent on permafrost depth, the
strength of rock discontinuities (joints, faults), and the corresponding stiffnesses.

The processes of an ice-shield advance are very complex. The model response due
to the simplified boundary conditions shows large-scale displacements and an in-
crease in transmissivity. The induced fluid flow is strongly influenced by the previous
alterations of the system during permafrost. To analyze the effects of the ice shield
more specifically, the ice shield advance should be considered in more detail.

5 Conclusion

In this study, a THM workflow has been applied to model the behavior of a generic
crystalline rock formation over a time interval of 50.000 years. The workflow combines
the DEM software 3DEC for thermomechanical calculations with the hydraulic calcula-
tion performed with the DFN-Software DFN.Lab.

For each episode, trends in the development of the hydrogeological system have been
derived from a set of basic material properties for the crystalline rock. The use of ad-
vanced constitutive models and consideration of temperature- and time-dependent
material properties can improve the simulations. The next step is to implement the ice-
shield retreat and a second glacial cycle. The influence of not-implemented THM-cou-
plings will be investigated.
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Abstract

Discrete fracture networks (DFNs) are a modeling framework for hydrogeological and
geomechanical applications in fractured rocks. The rock mass is modeled as a network
of discrete fractures embedded in a (generally) elastic impermeable matrix, where the
fractures are statistical or deterministic surfaces, with the dual advantages of easily
incorporating geologic observations and not assuming a homogeneous scale. Regard-
ing mechanical properties, at the scale of the DFN, each fracture experiences specific
stress conditions that depend on remote stress conditions, fracture orientation, and
stress fluctuations induced by surrounding fractures. Numerical simulations show that
these fluctuations cannot be neglected under the conditions studied, hence the need
to develop numerical methods capable of both calculating stress fluctuations in DFN
models with hundreds of thousands of fractures of any size, and DFN flow simulations
to determine equivalent permeabilities at the network scale. Using numerical simula-
tions performed with the DFN.lab software, we analyze the relationship between the
DFN structure, the stress-transmissivity relationship, and the resulting permeability
tensor. We also perform a sensitivity analysis to quantify this effect for a wide range of
DFN models with varying hydraulic and mechanical (stiffness) parameters.

Zusammenfassung

Diskrete Frakturnetzwerke (DFNs) sind ein Modellierungsrahmen fir hydrogeologi-
sche und geomechanische Anwendungen in frakturiertem Material. Die Gesteins-
masse wird als ein Netzwerk von diskreten Frakturen modelliert, die in eine (im Allge-
meinen) elastische, wasserundurchlassige Matrix eingebettet sind, wobei es sich bei
den Frakturen um statistische oder deterministische Strukturen handelt, die den dop-
pelten Vorteil haben, dass sie geologische Beobachtungen leicht einbeziehen und
nicht von einer homogenen Skala ausgehen. Was die mechanischen Eigenschaften
betrifft, so unterliegt jeder Riss auf der Skala des DFN spezifischen Stressbedingun-
gen, die von entfernten Stressbedingungen, der Frakturorientierung und den durch die
umgebenden Frakturen induzierten Stressfluktuationen abhangen. Numerische Simu-
lationen zeigen, dass diese Fluktuationen unter den untersuchten Bedingungen nicht
vernachlassigt werden konnen. Daraus ergibt sich die Notwendigkeit, numerische Me-
thoden zu entwickeln, die in der Lage sind, sowohl die Stressfluktuationen in DFN-
Modellen mit Hunderttausenden von Frakturen von beliebiger Grof3e zu berechnen als
auch DFN-FlieRsimulationen zur Bestimmung der aquivalenten Permeabilitaten auf
der Netzwerkskala durchzufiihren. Anhand von numerischen Simulationen, die mit der
Software DFN.lab durchgefuhrt werden, analysieren wir die Beziehung zwischen der
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DFN-Struktur, der Beziehung zwischen Stress und Durchlassigkeit und dem resultie-
renden Durchlassigkeitstensor. Aullerdem fuhren wir eine Sensitivitadtsanalyse durch,
um diesen Effekt flr eine breite Palette von DFN-Modellen mit unterschiedlichen hyd-
raulischen und mechanischen (Steifigkeits-)Parametern zu quantifizieren.
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1 Method and objectives
1.1 Objectives

Evaluation of hydrogeologic properties of fractured rock masses is required for many
applications, including reservoir development, aquifer management, geothermal en-
ergy, mining, and spent nuclear fuel disposal (Berkowitz 2002; Selroos et al. 2021).
Determining flow properties, such as permeability or flow channeling, is also a prereg-
uisite for further simulations of transport processes (Berkowitz 2002) or coupled hydro-
mechanical processes (Lei et al. 2017).

Typically, the hydraulic conductivity of fractured rocks is related to the geometric prop-
erties of the fractures, fracture network organization, and fracture transmissivities
(Cacas et al. 1990; Hyman et al. 2019; Maillot et al. 2016). However, the dependence
of permeability with depth (Latham et al. 2013; Liu et al. 1999; Martin and Follin 2011),
its sensitivity to injection pressure (Mejias et al. 2009), and earthquakes (Muir-Wood
and King 1993) are all evidence that permeability is stress dependent. Since stresses
vary both vertically (due to lithostatic pressure) and horizontally (due to tectonic
stresses) in the Earth's crust, permeability is expected to be both depth-dependent and
anisotropic with potential consequences for flow depending on the magnitude of per-
meability variation with stress (Lei et al. 2014).

his study aims to define a robust numerical framework for calculating equivalent hy-
draulic conductivity tensors over a fractured system using DFN models. It includes both
the mechanical part of the problem by calculating the stress applied on the fracture
planes and the hydrogeological part by deriving the transmissivities and calculating the
hydraulic conductivities. The framework is then applied on a DFN and conditions con-
sistent with observations from the Forsmark site in Sweden, where the Swedish Nu-
clear Fuel and Waste Management Company (SKB) aims to build a repository for high-
level spent nuclear fuel.

1.2 DFN.lab numerical method

We developed a numerical framework within the DFN.lab software platform (Le Goc
et al. 2019). The modeling process is based on (Fig. 1) 1- calculating the stresses
acting on the fractures, 2- defining the fracture transmissivities as a function of the
acting stress, and 3- calculating the equivalent hydraulic conductivities in different di-
rections and estimating an equivalent permeability tensor when applicable.

Fig. 1: (Left) studied DFN with fractures colored by size and (right) hydraulic heads com-
puted in a specific direction computed with DFN.lab.
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1.2.1 Normal stress on fractures

In a rock mass composed of multiple fractures, the force acting on a fracture i, fl de-
pends on the in-situ stress conditions ., the fracture orientation, and the influence of
the surrounding fractures.

In general, fracture-induced stress fluctuations and the effects of fracture interactions
are simply neglected (Follin and Stigsson 2013; Sweeney and Hyman 2020). We fur-

ther refer to this approach as the remote method, since ﬁ depends only on the remote

stress conditions ., and the fracture normal 7;:
f_;oo == ﬁi : 500 (1)

Another option is to solve for the coupled effects of stress, strain, and aperture varia-
tions in a fractured system. Numerical solutions, such as the 3DEC software (ltasca
2021) are capable of solving these dynamic processes in a multidimensional fracture
matrix system and yield values of f ”_i that account for the entire mechanical process,
i.e., stress fluctuations and interactions between fractures. However, they are currently
limited to relatively small and simple networks.

With the assumption that fractures are frictionless disks embedded in a linear elastic
medium, Fabrikant (1989) derived analytical solutions to the stress in a fractured sys-
tem with the advantage that the equations are non-singular and can be solved rapidly.
Although the analytical solutions simplify the complexity of the mechanical process,
they have been used to accurately predict the effective mechanical properties of frac-
tured rock (Davy et al. 2018) and can be used to manage fractured systems with mil-

lions of fractures. We further refer to this approach as the “interaction” method, as fl
depends on the stress conditions, the force applied on the neighboring fractures f] and
the fracture-to-fracture interactions described by an interaction matrix Aj;:

<fi>=f +0n<fi>. (2)
Eq. (2) is a linear system that must be solved to obtain the values of fl for all fractures.
Details on the method and expressions of Aj; are given in (Kachanov 1989, 1993).

1.2.2 Stress-transmissivity relationship

From field experiments, an exponential relationship between the normal stress ¢,, and
the hydraulic aperture e, has been observed. For example, Liu et al. (2004) measured
a decrease of e;, with increasing stress as:

en = epr t+ (Emax — €nr) exp(—an/ac) (3)

with e, the maximum aperture. In addition, direct measurement of transmissivities
on deformation zones in Forsmark (Follin and Stigsson 2013) also showed that Eq. (3)
is consistent with observations.

1.2.3 Equivalent hydraulic conductivity tensors

A fractured media with distributed transmissivity values generally results in anisotropic
hydraulic properties (Cacas et al. 1990). The anisotropy is induced by the fractures
themselves (Oda 1985), the connectivity between them (de Dreuzy et al. 2001a), and
the heterogeneity of transmissivities (de Dreuzy et al. 2001b). Therefore, the determi-
nation of equivalent hydraulic properties, for subsequent use in simulations of equiva-
lent porous media, for example, is a challenging task. It first assumes that there exists
a given size above which hydraulic properties are scale-invariant. The existence of
such a Representative Elementary Volume (REV) is not certain and likely depends on
the properties and connectivity of the fracture network (Neuman 1988).
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We developed a method close to that of Pouya and Fouché (2009). They approximated
three-dimensional permeability tensors by fitting an ellipsoid to permeability ellipses
obtained from randomly chosen two-dimensional cut planes. Here, we compute the
equivalent hydraulic conductivities in several 3D directions directly on the 3D DFN. If
an ellipsoid can be fitted with the obtained values, an equivalent permeability tensor is
defined.

2 Application and sensitivity analysis
2.1 Studied model

We apply the numerical framework to a DFN model based on the properties of the
FFMO1 fracture domain of Forsmark (Fox et al. 2007). Fracture sizes obey a two-
power-law distribution (as revised in Darcel et al. (2009)), orientations are defined by
five sets described by Fisher distributions, and densities are derived from borehole
logs (Fig. 2). The DFN is generated using the “Universal Fracture Model” (UFM) frame-
work defined in (Davy et al. 2013; Davy et al. 2010). The UFM framework is a genetic
model that mimics the fracture generation process and produces DFNs that are close
to natural fracture systems in terms of size distribution and fracture intersections.
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Fig. 2: Forsmark DFN properties a) fracture size distribution and b) the stereonet of orienta-
tions (lower hemisphere, equal area).

The in-situ normal stress acting on each fracture is determined using the stress gradi-
ents given in Glamheden et al. (2007). The maximum stress is horizontal with a trend
of 145° and the minimum stress is vertical (Fig. 3a). The stress intensities increase
linearly with depth at different rates for the different stress components (Fig. 3b) but
the principal directions remain the same. The baseline model uses the stress condi-
tions at 200 m depth (Fig. 3a).
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Fig. 3: Stress conditions in Forsmark. (a) stereographical projections of the stress intensities
of the resulting effective normal stress on an isolated fracture plane at 200 m and (b)
evolution of the principal stress components as a function of depth (o in blue, o}, in

orange and o, in grey).

Fracture transmissivities are defined from ¢,, using the exponential relationship of Eq.
(3). o is set to 6.67 MPa as the best fit of data in Follin and Stigsson (2013) but there
are few supporting data to define accurately the residual aperture e, and the maxi-
mum aperture e,,,,. Therefore, we use ey, =5um and e,,,, = 90 um as the best
guess, while alternate cases with e, € [20 — 65] um and e;, € [0 — 45] um are also in-

vestigated (Fig. 4).
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2.2 Sensitivity analysis

We first study how the stress fluctuations impact the normal stresses acting on frac-
tures and how it changes the eventual hydraulic conductivity. We then analyze how
sensitive the results are to the aperture-stress relationship parameters.
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2.2.1 Stress fluctuations

With the “remote” method, the normal stress a,, on a fracture depends only on its ori-
entation relative to the principal directions of the stress tensor. In our application, the
principal stress directions are very close to the main pole of orientations (Fig. 2b and
Fig. 3a), which results in strong concentrations of g, values around the principal
stresses (grey in Fig. 5). Thus, the transmissivity of a fracture is strongly correlated to
its orientation set. With the “interaction” method, stress fluctuations and fracture-to-
fracture interactions tend to redistribute stress, making a,, less dependent of the prin-
cipal stress directions. It yields a smoother distribution with a shape close to a normal
distribution (blue in Fig. 5).
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Fig. 5: Probability density of o,, of fractures for the baseline model, computed with (grey)
the “remote” and (blue) the “interaction” method.

2.2.2 Aperture—stress relationship

The fracture transmissivities T have distributions with similar shapes than the a,, distri-
bution, since they arise from hydraulic apertures defined in Eq. (3).

With the remote method, the distribution of transmissivities of fractures of a given ori-
entation set is limited and fully controlled by their orientation and the transmissivity
range is controlled by the limits fixed by the residual and the maximum aperture.
Accounting for stress fluctuations yields smoother distributions of T (Fig. 6). The range
of transmissivities is also increased, up to 1.5 orders of magnitude with the highest
value of e,,- and even 7 orders of magnitude when there is no residual aperture. It
includes both a decrease in the minimum transmissivity in the DFN and an increase in
the maximum transmissivity. For the studied model, transmissivities vary between
10729 and 10762,
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Fig. 6: Probability density of the logarithm of transmissivities from stresses computed with
the “interaction” method for the three studied ranges of hydraulic aperture.

2.2.3 Hydraulic conductivities

The directional equivalent hydraulic conductivities of the baseline model are shown in
Fig. 7 with e}, € [5;90] um, where slice views in the planes normal to the three principal
directions of the stress tensor are shown.
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Fig. 7: Slice views of the directional equivalent hydraulic conductivities of the baseline
model with (grey) the “remote” and (blue) the “interaction” method: a) horizontal
slice, b) vertical slice normal to oy and c) vertical slice normal to oy,.

The hydraulic conductivities K., exhibit both variability and anisotropy. The most per-
meable direction is in the direction of g. In this direction, the flow goes mostly through
fractures normal to o3, and g,,, which have the smallest normal stresses and thus, the
largest transmissivities. It is less pronounced with method “interactions” because of the
redistribution of the normal stresses.

With the remote method, K,, values range between 26 -107'? and 102 - 107** m/s
while they range between 22 -107'2 and 75- 10712 m/s in the “interaction” method.
Thus, the “remote” method overestimates K., in most directions and inflates both the
variability and the anisotropy compared to the "interaction" method. The fitting of the
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equivalent permeability tensor is even compromised because of the larger “roughness”
of directional permeabilities.

The three ranges of hydraulic apertures yield very different values of equivalent hy-
draulic conductivities, in relation to the average of the corresponding transmissivities
(Table 1). The value of e, and, to a lesser extent, that of e,,,, strongly controls the
average hydraulic conductivity (Keq), since reducing ey, from 20um to 0 um de-
creases (K,,) by three orders of magnitude, which is significantly higher than the var-
iability induced by directional effects. The directions of anisotropy are about the same
as the poles of the main orientation sets, which are similar to the principal stress direc-
tions.

Table 1: Geometric means of transmissivities and hydraulic conductivities obtained for the
studied aperture ranges with the “remote” and “interactions” methods.

ep (um) (T) (Keq)

method remote interactions remote interactions
[5;90] 1.0-107° 1.1-107° 52-10711 | 42.1071
[20; 65] 1.1-1078 1.1-1078 41-1071° | 41.10710
[0; 45] 1.5-10711 1.7-10711 1.2-10712 6.0-10713

The role of the stress fluctuations is also strongly reinforced when the residual aperture
decreases. While there are almost no differences between the “remote” and “interac-
tions” methods when e, = 20 um, the “remote” method strongly increases both the
directional variability and the anisotropy when e;,. = 0 um (Fig. 8) up to a factor of 7.
As a result, the directional hydraulic conductivities do not form an ellipsoid in our rep-
resentation, which prevents defining an equivalent tensor without severely misrepre-
senting the hydraulic conductivity structure. It would indeed overestimate the hydraulic
conductivity in the direction of g, by almost a factor of 3.
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Fig. 8: Horizontal slice views of the directional equivalent hydraulic conductivities with a)

e, € [5;90], b) e, € [20; 65] and c) e, € [0; 45].
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3 Conclusions

We designed and implemented in the software DFN.lab a complete numerical frame-
work to compute stress-dependent transmissivities and directional hydraulic conduc-
tivities. The framework can account for stress fluctuations induced by the fractures and
fracture-to-fracture interactions when computing the effective normal stress g, acting
on fracture planes. It does not assume that the hydraulic conductivity is tensorial, but
an equivalent tensor can be defined when relevant.

We tested the framework with three different exponential relationships between the
fracture hydraulic apertures and o,,. We showed that:

— Directional hydraulic conductivities are highly heterogeneous, anisotropic, and
sensitive to both the DFN structure and the principal stress directions.

— Stress fluctuation matters, since they redistribute stress within the media, which
reduces the spatial heterogeneity by smoothening the peaks in g, distributions.
As a result, hydraulic conductivities are less variable, and the anisotropy is re-
duced.

— The residual aperture is the most sensitive parameter, as it can increase or de-
crease the hydraulic conductivities in all directions by several orders of magni-
tude.

These results push to have better estimates of in-situ transmissivities and in-situ stress
to properly estimate the hydraulic properties of fractured rocks.
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Geomechanical modeling in potash & salt mining —
Current status and developments

Gebirgsmechanische Modellierung im Kali- und Steinsalzbergbau - Aktueller
Stand und Entwicklungen

Markus Knauth
Institut fur Gebirgsmechanik GmbH
Friederikenstralle 60, 04279 Leipzig

Abstract

In the last decades, numerical geomechanical modeling has advanced significantly,
both in terms of description of creep & damage in complex constitutive models as well
as with regard to computational capabilities and modeling tools, e.g. for mesh genera-
tion. The present paper aims to give an overview on current modeling approaches,
workflows and visualizations applied in the assessment of mining safety, cavern oper-
ation and the integrity of geological barriers in salt.

Zusammenfassung

In den zurlckliegenden Jahrzehnten hat sich die numerische Modellierung geomecha-
nischer Aufgabenstellung signifikant weiterentwickelt, sowohl in der Beschreibung von
Schadigung & Kriechen in komplexen Stoffmodellen als auch in Bezug auf die rechen-
technischen Kapazitaten und Modellierungstools, z. B. fur die Erzeugung der Berech-
nungsnetze. In diesem Paper soll ein Uberblick (iber die aktuellsten Modellierungsan-
satze, Workflows und Ergebnisvisualisierungen gegeben werden, die bei der Bewer-
tung von Bergbausicherheit, Kavernenbetrieb und der Integritat der geologischen Bar-
riere im Salz verwendet werden.
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1 Historische Entwicklung

Im Rahmen des 50. Geomechanik-Kolloquiums im Bergwerk Sondershausen wurde
die historische Entwicklung dieser langjahrigen Veranstaltung umfassend beleuchtet
und dabei auch an Untersuchungs- und Modellierungsmethoden vor dem rasanten
Aufstieg der Computertechnik erinnert, die zwar heute weitestgehend den modernen
numerischen Methoden gewichen sind, aber nichtsdestotrotz maflgeblich Grundlagen
fur die Entwicklung computerorientierter Ansatze gewesen sind.

Im Schachtgebaude des alten Schachtes Ddlitz neben dem Gelande des IfG stehen
noch heute die Vorvater der Computermodelle: Analogmodelle, die in praziser Hand-
arbeit aus Ersatzmaterialien geformte Abbausysteme nachbilden. Sie entstanden aus
der Notwendigkeit heraus, dass die zugrundeliegenden physikalischen Bewegungs-
gleichungen des komplexen Materialverhaltens schon bei einfachen Geometrien nicht
mehr bzw. nur in Sonderfallen geschlossen I6sbar sind. So entwickelten sich basierend
auf den grundlegenden Losungen einfacher Geometrien und unterstitzt von den Er-
kenntnissen analoger Modellierungen schlieRlich empirische Naherungen und Modifi-
kationen zur Bewertung realer Aufgabenstellungen.

Zusammen mit dem Einzug erschwinglicher Computersysteme entstanden erste Be-
rechnungscodes, die die mathematischen Gleichungssysteme in deutlich kirzerer Zeit
zumindest im zweidimensionalen Raum naherungsweise zu lésen versuchten. Zu-
nachst noch selbst programmiert, orientierte sich das IfG nach der Wende an den Pro-
grammcodes der Fa. Itasca und konzentrierte sich auf die Implementierung spezieller
Stoffmodellgesetze fiur Salzgesteine in das bestehende System. Die zunachst noch
effektiv vorherrschende Beschrankung auf 2D-Modelle bedeutete jedoch immer noch
einen zusatzlichen Abstraktionsgrad gegenuber der realen Abbausituation mit seinem
raumlichen Spannungsfeld. Entsprechend mussten Modelle und Parameter konserva-
tiv angepasst werden, wenn z. B. in situ Quadratpfeiler in einem 2D-Modell implizit als
Langkammerpfeiler modelliert werden mussten. Der Wunsch nach groferen dreidi-
mensionalen Modellierungsmadglichkeiten blieb zunachst nur ein Wunsch, aber riuckte
zu Beginn der 2000er Jahre zumindest fiir kleinere Scheiben- oder Teilmodelle in greif-
bare Nahe.

2 Kontinuumsmechanische Modellierung in 3D: Anforderungen, Chancen &
Herausforderungen

Die gro3iraumige, dreidimensionale Modellierung gebirgsmechanischer Aufgabenstel-
lungen ist erst im letzten Jahrzehnt durch die rechentechnische Entwicklung von der
einfachen Mehrkernuntersttitzung bis hin zum High-Performance-Computing (HPC) in
greifbare Nahe geruckt. Dies weckte in der Community die Hoffnung, die hohen mo-
dellimmanenten Konservativitaten in den 2D-Modellen durch bessere Abbildung der
realen 3D-Abbaugeometrie und ihres raumlichen Abbaufortschrittes abzubauen.

Neben der reinen Moglichkeit derartige Modelle in realistischen Zeitskalen berechnen
zu kdnnen, ergaben sich hieraus jedoch zwangslaufig hohere Anforderung an Umfang
& Qualitat der zur Verfigung gestellten geologischen und bergbaulichen Daten, sowie
die Notwendigkeit entsprechender Software, um die komplexe Modellgeometrie auch
fur den Berechnungscode in Form eines numerischen Netzes bereitstellen zu kénnen.

Um die konkrete Aufgabenstellung mit dem entsprechenden Detailgrad modelltech-

nisch umsetzen zu kdnnen, muss der Auftraggeber fur eine 3D-Modellierung deutlich
mehr Daten zur Verfugung stellen, da einfache geologische Schnitte und generalisierte
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Abbauparameter hier typischerweise nicht mehr ausreichen. Der Preis fir den Abbau
von Konservativitaten besteht also vorwiegend in der entsprechend hoheren Anforde-
rung an die geologische Erkundung und umfassenderer Aufbereitung markscheideri-
scher Daten (Konvergenz- und/oder Senkungsmessungen, CAD-Darstellung des Ab-
bausystems bzw. Kavernenfeldes).

Fig. 1: Exemplarische 3D-CAD Geologie als Grundlage zur Modellerstellung am Beispiel
des Asse-Modells (Kamlot et al., 2022).

FUr die Umsetzung der gelieferten geologischen und bergbaulichen Daten werden
diese im CAD Programm Rhino importiert (Fig. 1), aufbereitet und tber ein Plugin mit
dem Vernetzer Griddle (ltasca, 2022) als Berechnungsnetz fur FLAC3D exportiert. Da
die Ubergebenen Daten naturgemaf nicht ideal auf die Anforderungen eines Berech-
nungsnetzes zugeschnitten sind, erfordern diese Schritte trotz automatisierter Vernet-
zung haufig ein hohes Mal} an projektspezifischer Nacharbeit. Anhand der erstellten
Berechnungsnetze erfolgt dann die eigentliche numerische Berechnung unter Verwen-
dung fortschrittlicher Stoffmodellansatze, die in vergangenen Kolloquiua bereits aus-
fuhrlich vorgestellt worden sind (Gunther, 2009; Minkley, 2004). Die Herangehenswei-
sen zur Modellierung sind dabei durch das Spektrum der Tatigkeiten und Forschung
und Praxis entsprechend vielfaltig und lassen sich nur schwer in typisierten Workflows
charakterisieren.

In einem ahnlichen Male wie sich die Komplexitat der Gesamtmodelle steigert, erho-
hen sich auch die Herausforderungen bei der anschaulichen Auswertung und Darstel-
lung der Modellierungsergebnisse. Hier sind einfache Schnittdarstellungen von Span-
nungs- und Verschiebungsfelder nicht immer zielfUhrend, da sie die raumliche Ent-
wicklung nur ausschnittsweise abbilden und bei unglnstiger Schnittwahl gegebenfalls
zu falschen Auswertungsinterpretationen fuhren. Um besser in das Modell ,hinein®
schauen zu kdénnen, eignen sich beispielsweise Isoflachen, die z. B. die raumliche Ver-
teilung eines bestimmten Verschiebungswertes darstellen konnen und somit potenti-
elle Schwachstellen besser raumlich sichtbar machen. Ebenso kénnen Orientierung
und Verlauf von Spannungs- und Verschiebungstrajektorien anhand von sog. ,Stream-
lines” dargestellt werden, bei denen Linien entlang der entsprechenden Trajektorien
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im Raum gezogen werden, die dann einen verbesserten raumlichen Eindruck in die
Verformungsdynamik im 3D-Modell erlauben (Fig. 2).

FLAC3D 7.00

©2021 Itasca Consulting Group, Inc.

Fig. 2: Isoflachen fir verschiedene Verformungswerte um ein Kavernensystem. Visualisie-
rung der Verschiebungstrajektorien anhand von Streamlines. Gewinner des Itasca
Plot Contest in der Kategorie Mining Engineering.

Fur die effiziente und vielseitige 3D-Auswertung, Darstellung und Animation von Mo-
dellierungsergebnissen hat sich neben den FLAC3D-internen Darstellungsmdglichkei-
ten auch der Open-Source Code Paraview (Ahrens et al., 2005) etabliert, fur den eine
entsprechende Exportmoglichkeit vorliegt. Mit diesen Moglichkeiten kdnnen Modellie-
rungsergebnisse auch fur extrem grol3e Modelle unter Verwendung von Rechenkapa-
zitaten vom einfachen Mehrkern-PC bis hin zu Rechenclustern und Supercomputern
analysiert und dargestellt werden.

3 Diskontinuumsmechanische Modellierung

Auf mikromechanischer Ebene stellen Salzgesteine ein Diskontinuum aus unregelma-
Rig geformten Salzkristallen dar, die entlang ihrer Korngrenzen miteinander wechsel-
wirken. Entsprechend wurde ein Modellierungsansatz fur Salzgesteine basierend auf-
der diskontinuumsmechanischen Berechnungsmethode unter Verwendung von Voro-
noi-Triangulationen entwickelt und validiert (Knauth, 2018), wobei die Grundidee darin
bestand, dass diese Korngrenzen als intrinsisches Schwacheflachennetzwerk wirken
und dabei die hauptsachlichen Trager der Schadigungsentwicklung im Festkorper
sind. Neben mechanischen Beanspruchungen konnen diese auch durch hydraulichen
Druck geoffnet werden und somit als potentielle FlieBwege fur eindringende Fluide
agieren. Aus diesem Grund wurde die diskontinuumsmechanische Berechnungsme-
thode verwendet, die es erlaubt, einen Korper als Ansammlung deformierbarer und
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untereinander wechselwirkender Blocke zu simulieren (Fig. 3). Kristallplastizitat und
Kriecheigenschaften werden dabei mittels eines visko-elasto-plastischen Stoffmodells
als intrakristalline Prozesse innerhalb der jeweiligen Kristalle modelliert, wahrend die
Schadigungsentwicklung durch die interkristalline Zug- und Scherbeanspruchung der
Korngrenzflachen mittels eines speziellen adhasiven Scherreibungsmodells berlck-
sichtigt wird.

Hierfur wurde eine Parametrisierungsstrategie entwickelt, die die Ableitung der inter-
kristallinen Scherparameter auf Grundlage von triaxialen Laborversuchsdaten ermog-
licht. Erstmalig wurde daruber hinaus ein phanomenologisches Verheilungsmodell ent-
wickelt und implementiert, dass den zeitabhangigen Wiederaufbau kohasiver Krafte
auf Korngrenzen unter Druckbelastung abbildet. Der Ansatz wurde durch die Nach-
rechnung zahlreicher experimenteller Versuche bezlglich seiner hydro-mechanischen
Plausibilitat und Leistungsfahigkeit validiert.

Insbesondere eignet sich der Ansatz zur Abbildung des spannungs- und druckabhan-
gigen hydro-mechanischen Verhalten von Salzgesteinen, welches haufig mit dem Prin-
zip der druckgetriebenen Perkolation beschrieben wird: Ungestortes Steinsalz ist dicht,
solange ein angreifender Gas- oder Fluiddruck die Normalspannung auf den Korn-
grenzen nicht Uberschreitet. Sobald dies der Fall ist, setzt eine richtungsabhangige
Fluidausbreitung in der Ebene senkrecht zur minimalen Hauptspannung ein. Uber-
steigt der Fluiddruck mehrere Hauptspannungen, so kommt es zu einer isotropen Aus-
breitung im Salinar. Fig.4 zeigt dieses komplexe Verhalten unter den verschiedenen
hydro-mechanischen Belastungsbedingungen als Ergebnis gekoppelter diskontinu-
umsmechanischer Simulationen.

In der praktischen Anwendung wird der diskontinuumsmechanische Modellierungsan-
satz typischerweise dann verwendet, wenn ein Nachweis der Erhaltung der Barrieren-
integritat in der vereinfachten, kontinuumsmechanischen Betrachtung anhand des
konservativen Minimalspannungskriteriums nicht gelingt.
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Fig. 3: Rissbildung und Abschalungen an einem diskontinuumsmechanischen Berech-
nungsmodells eines Steinsalzpfeilers.

Pressure < 6,,;, (no percolation) Pressure > o,, (vertical percolation)

(isotropic percolation)

Pressure > o,, (horizontal percolation) Pressure > 6,,, G,,, G,,

Fig. 4. Diskontinuumsmechanische Modellierung der druckgetriebenen Perkolation in einer
Wirfelprobe unter verschiedenen Belastungsbedingungen (grine Pfeile zeigen Spannungs-
entlastung in der jeweiligen Richtung an)
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4 Neuer Modellierungsansatz zur druckgetriebenen Perkolation im
Kontinuum

Im diskontinuumsmechanischen Ansatz ergibt sich die druckgetriebene Rissoffnung
auf Korngrenzen und deren Ausbreitungsrichtung ganz naturlich aus der expliziten Ab-
bildung und Berechnung von Normalspannungen auf diskreten Fliel3flachen. Wahrend
dieser Ansatz die hydro-mechanische Wechselwirkung damit gemaf der konzeptio-
nellen Modellvorstellung sehr gut abbilden kann, ist der Modellansatz selbst nach einer
moglichen Hochskalierung noch extrem rechenaufwandig im Grolienmalistab von Ab-
baufeldern und groReren Kavernensystemen. Daher lag die Idee nahe, das Prinzip der
druckgetriebenen Perkolation in einem kontinuumsmechanischen Framework anhand
eines druck- und spannungstensorabhangigen Permeabilitatstensors nachzubilden.
Die Formulierung und Implementierung eines entsprechenden Ansatzes wurde im
Rahmen des Geomint2-Projektes gefordert und erarbeitet (Knauth et al., 2022). In die-
sem kontinuumsmechanischen Ansatz soll es per Konstruktion im ungestorten Zu-
stand keine Permeabilitdt geben, sondern diese erst bei Uberschreitung der Perkola-
tionsschwelle auftreten, wobei sich die Ausbreitung dann in der Ebene senkrecht zur
minimalen Hauptspannung einstellen sollte. Die naive Anwendung dieses Ansatzes
fuhrt jedoch schnell zu numerischen Problemen und der unkontrollierten Fluidausbrei-
tung entgegen der eigentlich erlaubten Richtung. Die Ursache hierfur liegt in der Insta-
bilitat konventioneller Fluidberechnungsalgorithmen, insbesondere der sog. ,two-point
flux approximation®, wie sie in den meisten etablierten Berechnungscodes (FLAC3D,
COMSOL etc.) implementiert ist. Eine Literaturrecherche ergab, dass diese Probleme
in den verschiedensten wissenschaftlichen Feldern — z. B. anisotroper Temperatur-
ausbreitung oder in der Magneto-Hydrodynamik — durchaus bekannt sind. Entspre-
chend wurden verschiedenste Losungsmethoden vorgeschlagen, von denen fur un-
sere Implementation mit der sogenannten ,mesh-free hydrodynamics“-Methode (Hop-
kins, 2016, 2015) eine flexible, netzfreie Methode als erfolgversprechend identifiziert
wurde.

Die Methode wurde flr den Kontext der Fluidausbreitung im Salinar adaptiert und als
eigenstandiges Python-Modul names MFP (Mesh-Free Percolation) mit dem mecha-
nischen Berechnungsalgorithmus von FLAC3D wechselweise gekoppelt. Fur weitere
Details der Methode und ihrer Implementation sei auf den Abschlussbericht des Pro-
jektes Geomint2 verwiesen. Die Funktionalitat der neuen Methode wurde anhand der
Nachrechnung analytisch |6sbarer Testfalle zur hoch-anisotropen Fluidausbreitung
und mittels Nachmodellierung von exemplarischen Laborversuchen validiert. Abschlie-
Rend wurde zur Demonstration der Eignung der Method auf in situ-Grof3enskala eine
hydro-mechanisch gekoppelte Nachrechnung des Grolibohrlochversuches in Sprin-
gen durchgefiihrt (IfG, 2012). Dieser zeigte qualitativ und quantitativ eine gute Uber-
einstimmung mit dem Einsetzen des nahezu horizontal ausgepragten, in situ beobach-
teten hydraulischen Durchschlages im unteren Teil des Bohrloches (Fig. 5). Fir wei-
tere Details sei erneut auf die Dokumentation in (Knauth et al., 2022) verwiesen.
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Fig. 5:  Anwendung der entwickelten MFP-Methode zur kontinuumsmechanischen Modellie-
rung der druckgetriebenen Perkolation am Beispiel des GroRRbohrlochversuches
Springen (IfG, 2012).

5 Zusammenfassung

Aus der Erfahrung vieler Jahrzehnte in Kombination mit der konsequenten Weiterent-
wicklung von in-situ Messtechnik, Laboruntersuchungen und theoretischen Stoffmo-
dellansatzen hat sich ein Workflow fur die numerische Modellierung verschiedenster
Aufgabenstellungen im Kali- und Salzbergbau entwickelt, der sich stets am Stand von
Wissenschaft und Technik zu orientieren versucht. Im Rahmen der Weiterentwicklun-
gen und der zunehmenden Verbreitung groRraumiger 3D-Modellierungen entsteht
nicht nur ein zusatzlicher Bedarf an reiner Rechenkapazitat, sondern resultieren auch
erhdhte Anforderungen an geologische und markscheiderische Eingangsdaten sowie
bei der Auswertung und Analyse der Modellierungsergebnisse, die den Bearbeitungs-
ablauf grundlegend beeinflussen.

Mit diesen Werkzeugen kdnnen je nach Aufgabenstellung komplexe 3D-Modelle berg-
baulicher Systeme mit kontinuums- und diskontinuumsmechanischen Ansatzen be-
trachtet werden, die sich entsprechend mit thermischen und hydraulischen Wechsel-
wirkungen koppeln lassen. Fur den im Salinar zentralen Prozess der druckgetriebenen
Perkolation wurde hierfir zusatzlich ein kontinuumsmechanisches Framework auf
netzfreier Ebene erarbeitet, der die numerischen Moéglichkeiten auch fir hoch aniso-
trope Fluidausbreitung erweitert.
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Abstract

In-Situ Leaching (ISL) of minerals is an alternative technology for mineral extraction
from low-grade permeable mineral deposits. The susceptibility to ISL is dependent on
the permeability of the host-rock formation and the widescale adoption of ISL requires
the preconditioning of the target formation. Although prevailing methods such as hy-
draulic fracturing and explosive blasting are used for host-rock preconditioning, these
methods have limitations such as excessive formation damage around well fields and
uncontrolled fracture propagation. Therefore, an alternative method is proposed to in-
itiate fractures around an injection well using a patented hydrophobic, injectable,
Soundless Cracking Demolition Agent (SCDA). The fracture performance of the com-
pound was investigated by numerically simulating the fracture initiation and propaga-
tion using the Discrete Element Method. It was also tested in the laboratory to fracture
sandstone specimens under hydrostatic stresses up to 20 MPa. Due to the fracturing
nature of the agent, the fracture density at the immediate vicinity of the injection well
increased by 116 % when the confining pressure is increased from 70 kPa to 20MPa.
The effects of stress anisotropy and porosity on the fracturing performance were also
evaluated numerically. Porosity was found to initiate crack branching during SCDA
charging and under high-stress anisotropy ratios (3.0) forces the otherwise radial crack
growth to propagate mainly in the major principal stress direction. Afterwards, the frac-
ture permeability of the specimen was calculated. Compared to intact sandstone per-
meability (7.6x102° m?) an improved permeability of 9.79x10-'3 m? at a confining pres-
sure of 30 MPa was achieved after preconditioning. The radial fracturing observed us-
ing this method indicates that non-explosive rock fragmentation can be a potential pre-
conditioning technique for ISL among other applications.

Zusammenfassung

In-Situ Laugung (ISL) ist eine alternative Technologie zur Mineralgewinnung von per-
meablen Lagerstatten mit geringen Gehalten. Die Wirksamkeit von ISL hangt von der
Permeabilitat des Wirtsgesteins ab. Die breite Anwendung von ISL erfordert eine Vor-
behandlung der Zielformation. Die vorherrschenden Methoden dafur sind hydraulische
Risserzeugung and Sprengungen. Diese Methoden haben Nachteile, wie die Ausbil-
dung von Schadigungszonen um die Bohrlochfelder sowie unkontrollierte Rissausbrei-
tung. Deshalb wird eine alternative Methode vorgeschlagen, mit der Risse um die In-
jektionsbohrungen herum erzeugt werden mittels eines patentierten hydrophoben, in-
jezierbaren ,Soundless Cracking Demolition Agent' (SCDA). Die Effizienz der Risser-
zeugung durch dieses Mittel wurde durch numerische Simulation der Rissinitiierung
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und -ausbreitung auf Basis der Diskrete Elemente Methode untersucht. Im Labor wur-
den Versuche zum Aufrei3en von Sandsteinproben unter hydrostatischem Druck bis
20 MPa durchgefuhrt. Durch die Rissausbreitungscharakteristik des Mittels konnte die
Rissdichte in der unmittelbaren Nahe der Injektionsbohrung um 116% erhdht werden,
wenn der Umschliel3ungsdruck von 70 kPa auf 20 MPa erhdht wurde. Die Effekte von
Spannungsanisotropie und Porositat auf die Effektivitdt der Risserzeugung wurde
ebenfalls numerisch untersucht. Beim Einsatz von SCDA erzeugt Porositat Rissver-
zweigung und unter hoher Spannungsanisotropie (3.0) breiten sich die normalerweise
radial ausgerichteten Risse in Richtung der gréfdten Hauptnormalspannung aus. Im
Nachgang wurde die Risspermeabilitat der Proben berechnet. Nach der Behandlung
hat sich die Permeabilitat von 7.6x102° m? (intakter Sandstein) auf 9.79x 103 (be-
handelter Sandstein) bei einem UmschlieRungsdruck von 30 MPa erhoht. Das radiale
Rissmuster welches bei dieser Methode beobachtet wurde belegt, dass nicht-explo-
sive Gesteinszerstorung neben anderen Anwendungen auch eine potentielle Vorbe-
handlungstechnik fur die in-situ Laugung sein kann.
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1 Introduction
1.1 Mining: a global outlook and an alternative approach

Conventional mining accounts for over 6% of world energy consumption (Holmberg et
al. 2017) and with the further expected drop in ore grades in the future (Rotzer &
Schmidt 2018), the energy expenditure in conventional mining operations is rising ex-
ponentially (Fig.1a). Despite this trend, mineral extraction is further expected to rise
with the transition to renewable energy and electric vehicles (Watari et al. 2022). The
increasing waste rock volume in the mineral extraction process is the main contributor
to the elevated energy expenditure in mining. In conventional mining operations, as
the host rock volume increases the subsequent processes of haulage and grinding
operations result in a drastic increase in energy consumption.

The target to limit the global temperature rise to 1.5°C by 2050 calls for alternate mining
technologies that can eliminate the current practices of energy-intensive mining oper-
ations. Furthermore, these technologies must enable the economic recovery of miner-
als from deposits that are below the cutoff grade for conventional mining. In-situ recov-
ery (ISR) is an alternative, nonintrusive mining technology that may be adopted for low-
grade mineral extraction. However, ISR is limited to permeable host-rock formations
where a leaching solution is circulated through an ore body to dissolve target minerals.
This is done by injecting a lixiviant (typically a weak acid) through a well field drilled
into the target ore deposit. The mineral-rich solution is then extracted from the orebody
using recovery wells. Typical recovery rates of minerals for ISR could range between
60- 90% (Northey et al. 2013) depending on the host-rock formation and mineralogy.
Compared to conventional methods of mining, ISR is less intrusive and requires only
the injection and extraction wells to be formed on-site leading to a lower operation
footprint. Thus, ISR could eliminate excavating, hauling, crushing and grinding opera-
tions that account for over 60 % of the total energy expenditure of conventional mining
(Fig.1b).
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Fig. 1: Energy consumption (a) with declining ore grade and (b) energy expenditure in min-
ing operations (Stadler, A. & Boucaut, S. 2015)

However, the efficiency of ISR is reliant on the permeability of the host rock and ISR
in impervious host rocks requires permeability enhancement by artificial fracture stim-
ulation. Current practices for preconditioning include blasting (McCarter 1996) and hy-
draulic fracturing (He et al. 2016) both of which have detrimental effects on the ISR
process. Blasting produces localized fractures that are difficult to control with large
variability of fragment size (Saharan et al. 2006). On the other hand, hydraulic fractur-
ing mainly generates a single uncontrolled fracture. This is suboptimal for ISR as the
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risk of groundwater contamination from the leaching solution increases if precondition-
ing is uncontrolled. From an environmental point of view, hydraulic fracturing requires
a large amount of fracturing fluid, which could potentially leak off to surrounding aqui-
fers. Therefore, any artificial fracture stimulation method for enhanced ISR must be
able to initiate a controllable and localized fracture network in the host rock.

1.2  Preconditioning using Soundless Cracking Demolition Agents

SCDA also known as soundless cracking agents, expansive demolition agents, and
non-explosive demolition agents, are used for static rock fracturing. The material used
in the soundless cracking is a cementitious powdery substance predominantly consist-
ing of Calcium oxide. When hydrated, SCDA solidifies and expands volumetrically
through the formation of Calcium Hydroxide (Eq. 1). When the Ca(OH)2 crystal growth
is restrained inside a borehole, it exerts an outward thrusting pressure known as crystal
growth pressure AP, given by AP = RT/Vm.In(as/ao ), where Vn is the molar volume of
the Ca(OH)z crystal, R is the gas constant, T is the absolute temperature, as and ao
are the mean activity of the supersaturated and saturated solutions in the aqueous
slurry respectively. This expansion is explained by the Spherical expansion model for
Ca(OH)2, where an expansive pressure is exerted in the surrounding body when the
volumetric expansion of Ca(OH)2 is re-strained (Ish-Shalom & Bentur, 1975).

CaO + H0 — Ca(OH)2 + 63.6 1 (kCal/mol) (1)

During the fracturing process, SCDA is mixed with water (30 % by weight of SCDA) to
form a slurry and injected into the pre-drilled holes in the rock. The subsequent exo-
thermic reaction allows the material to volumetrically expand over several hours. Under
the confinement in a borehole, the volumetric expansion generates an expansive pres-
sure and initiates fractures around the vicinity of the borehole when it exceeds the
tensile strength of the rock (Fig.2). Initiation of a fracture indicates a release of con-
finement of the rock and a resulting drop in expansive pressure can be observed. The
idealized pressure plot in Figure. 4b shows that the expansive pressure P exceeds the
tensile strength of the rock at to which initiates the first crack caused by SCDA expan-
sion. The fracture is only propagated when the tensile stress is further increased by
SCDA expansion. The slow energy releasing mechanism and the corresponding con-
trolled fracture initiation and growth mean that stable and quasi-static crack growth can
be maintained during the fracturing process. In the grain scale, both transgranular(TG)
and intergranular (IG) fractures can be expected to initiate around the SCDA injection
well.
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Fig. 2: SCDA charged fracture initiation, propagation and termination

The application of SCDA in underground conditions has been widely avoided due to
the inability of SCDA to fracture rock in underwater conditions and its slower expansive
pressure generation. A modified Patented SCDA that can be used for subsurface rock
pre-conditioning applications under submerged conditions is presented in this paper to
address this issue. Next, the fracturing potential of the modified SCDA is investigated
both experimentally and numerically. Finally, the fracturing potential and the resultant
permeability improvement of SCDA are compared against hydraulic fracturing in labor-
atory conditions.

2 A modified SCDA for rock preconditioning

The basic SCDA was modified to incorporate hydrophobicity and fluidity considering
the potential application range of the technology. This was achieved by a three-step
process involving the precise inclusion of additives to SCDA. 1) A viscosifier (VEA-
Viscosity enhancing agent) in the form of welan gum, an anionic exopolysaccharide to
introduce hydrophobic properties to SCDA. 2) A high-range water reducer (HRWR) in
the form of Sodium naphthalene formaldehyde sulphonate to increase the fluidity of
SCDA without increasing the water content. 3) A chemical accelerator in the form of
anhydrous calcium chloride (CaClz2) to alter/increase the reaction rate of SCDA.
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SCDA fluidity/flow (mini-slump cone spread) and hydrophobicity (washout mass
loss) comparison, and (c) effects of CaCl, in SCDA hydration

Welan gum is a long-chained biopolymer produced by a controlled submerged fermen-
tation using Alcaligenes ATCC 31555 microorganism species (Kaur et al., 2014). It
adheres to water molecules in the slurry and intertwines with adjacent molecules at
sufficiently high concentrations. Adding 0.15% (w/w) welan gum to the mixing water
decreased the washout mass loss of SCDA from 36% to 2% (improved hydrophobicity).
However, the adsorption of carboxyl (-COOH) and hydroxyl (-OH) groups in welan gum
(Fig.3a) to SCDA particles decelerate the onset of expansive pressure by 400 % and
the intertwinement of molecules (Fig.3a) reduces the fluidity (flow) of SCDA by 60 %.
The fluidity degradation of SCDA was mitigated with the addition of HRWR (by 1 % to
2 %). The electrostatic repulsion forces created by the HRWR maintain fluidity in the
SCDA slurry. The retardation caused by welan gum was adjusted by adding anhydrous
calcium chloride (by 1 % - 2 %), which increased the reaction rate of SCDA without
altering the hydration products. The CI- ions introduced by CaClz accelerate the reac-
tion rate by creating voids in the Calcium Silicate Hydrate (CSH) gel diffusion barrier
that forms around SCDA particles during hydration. This process provides access for
water molecules to unhydrated SCDA particles in the system which accelerates the
reaction process (Fig.3c).
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3 Numerical simulation of SCDA charged fracturing in sandstone

Following the modification, the fracturing performance of SCDA was evaluated using
the Discrete Element Method. The initial numerical simulations were performed using
the general-purpose discrete element modelling software, particle flow code 3D
(PFC3D) to mimic fracturing in Sandstone. The effects of porosity and stress anisot-
ropy on the fracturing potential of SCDA in the grain scale were simulated using the
grain-based modelling (GBM) approach in 3D Distinct element code (3DEC). The nu-
merical tool was developed to predict and accurately capture the fracturing process
during SCDA charging.

The initial numerical assembly produced in PFC3D represents a homogeneous
coarse-grained silicate cemented Hawkesbury sandstone, obtained from the Sydney
basin in Australia. The flat-jointed contact model in PFC3D (ltasca, 2014) was used to
simulate the rock. The contact properties were assigned in the model assuming a ho-
mogeneous matrix. A comparison of the experimental and numerical macro strength
properties for the calibrated PFC model against laboratory UCS and BTS tests is
shown in Table 1. This numerical assembly was used for the initial investigations of
SCDA charged fracture propagation.

Table 1. Comparison of experimental and numerical strength results of PFC3D model

Micromechanical properties Calibration results

Parameters Val. Parameter Exp. Num. Er-
ror
%

Bonded contact E. modulus, E (GPa) 59 UCS (MPa) 61.97 63.80 2.95

Bonded contact k-ratio (kn /ks) 0.86 Emod.(GPa) 7.77 7.85 1.03
Bonded contact Tensile strength (MPa) 5.0  Strain at failure 0.008 0.0086 2.38
4

Bonded contact cohesion, C (MPa) 21.0 BTS (MPa) 3.94 3.89 1.27
Bonded contact friction angle, ¢ (°) 40

Interface elements, on contact 3

Unbonded contact E. modulus (GPa) 1.5

Unbonded contact k-ratio (kn/ks) 3.0

Unbonded contact friction coefficient, y =~ 0.1

A cylindrical numerical rock assembly with 18064 bonded spherical particles (2.5mm -
3.0mm dia.) was produced by packing in a vessel (54 mm diameter and 108 mm
height). A 5mm diameter injection well was simulated in the centre of the cylinder and
the particles around the injection well were scaled by a factor of 0.6 to minimize the
size effect on fracture initiation. The expansion caused by SCDA in the injection well
was simulated using a servo-controlled rigid cylinder where the wall diameter of the
cylinder was set to increase radially. The expansive pressure generated within the
borehole was measured by dividing the sum of contact forces acting on the inner wall
by the contact area of the borehole. Two top and bottom flat plates, and the outer walls
of the vessel were also servo-controlled to apply a constant stress acting on the particle
assembly. This method of simulation allowed the expansive pressure developed within
an injection hole to be monitored with fracture propagation as shown in Fig.4a under
zero confinement.

The expansive pressure development within the borehole could be idealized as a stag-

gered pattern of minor pressure drops near peak expansive pressure due to the stress
release during fracture propagation around the pressurized borehole (Dowding and
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Labuz, 1983), which was accurately captured in the model at peak expansive pressure
(Fig. 4a). As the expansive pressure increased, the tensile stresses caused radial frac-
ture propagation. Fracture propagation to the specimen edge leads to an abrupt drop
in the expansive pressure causing the specimen to split. Experimentally observed frac-
ture propagation obtained from intermittently scanning the specimen during the frac-
turing process using X-Ray computed tomography (X-Ray CT) at the Australian Syn-
chrotron imaging and medical beam-line is also shown in Fig.4d for comparison.
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Fig. 4: (a) Expansive pressure development in the injection well with fracture propagation,
final fracture pattern of the rock specimen (b) CT reconstruction, (c) numerical simula-
tion, and (d) fracture evolution during SCDA charging, experimental (left) and numeri-
cal (right).

4 SCDA charging under isotropic confinement
4.1  The effect of confining pressure

Following the initial SCDA fracture simulations in PFC3D, fracturing experiments were
conducted on sandstone specimens under isotropic confining pressures. The lateral
restraint against crack growth provided by large confining pressures results in the de-
velopment of higher peak expansive pressures with increasing confinement. Further-
more, with increasing confining pressure, the failure mode of the specimen transitions
from a tensile to mixed tensile and shear failure (De Silva et al. 2018). This is due to
the confining pressure increase around the borehole; the stress state changes from
pure tensile to a mixed tensile and compressive stress state. The greater resistance
for crack growth with increasing confinement tends to initiate additional fractures
around the borehole during SCDA charging as opposed to the crack extension. This
phenomenon is particularly useful in deep host-rock formations, where fracture density
around the injection well takes precedence over the extent of a single fracture.

The fracture patterns observed for specimens fractured under different confining pres-
sures are shown in Figure 5a. As discussed, the experimental fracture observations

48



indicate an increase in the fracture density and decrease in the fracture tortuosity
around the injection well with increasing confining pressure (Figs. 5b and c).
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Fig. 5: SCDA charged fracturing (a) with increasing confining pressure, (b) fracture density
and (c) tortuosity

4.2 A comparison of hydraulic fracturing and SCDA charging

The fracturing performance of SCDA was evaluated against hydraulic fracturing in the
laboratory by considering the number of fractures initiated around an injection well.
Two identical specimens (54 mm dia. And 108 mm height) were fractured in the labor-
atory using hydraulic fracturing and SCDA charging at a confining stress of 5 MPa and
an axial stress of 20 MPa. The isolated fracture network details of each of the speci-
mens obtained by CT scanning are shown in Figure 6 and Table 2. The fracture growth
direction in hydraulic fracturing is dictated by the rock mass heterogeneity and stress
anisotropy. This was evident in the experimental observations. First, the fracture initi-
ated parallel to the injection well (in the direction of the major principal stress) and then
branched out perpendicular to the initial direction in a plane parallel to the bedding
layers of the specimen (Fig. 6a). Consequently, a continuous fracture spanning across
the entire length of the specimen was not attainable. Fracture propagation in tough-
ness dominant hydraulic fracturing results when the fluid pressure at the crack tip ex-
ceeds the toughness of the rock. When a weaker plane such as bedding layers exists
in the fracture path, the fractures tend to propagate in the direction of the weaker plane
and result in fluid leak off preventing further crack propagation. Although horizontal
fracture propagation is unlikely due to the stress conditions in this experiment, the
presence of faults or weaker planes (bedding in this case) altered the direction of frac-
turing (Hossain et al. 2000).
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On the other hand, SCDA charging introduces multiple radial fractures initiating from
the borehole, irrespective of material heterogeneity due to the nature of pressure ex-
ertion described in section 1.2. Four major fractures were identified in the SCDA
charged specimen. Out of the four fractures in the SCDA charged specimen, fracture
1 and 2 are continuous fractures and fracture 3 and 4 are connected fractures spanning
the entire length of the specimen.

Table 2. fracture details

HF SCDA

Fracture volume 0.006 0.061
fraction

Tortuosity 5.83 1.26
Avg. 1 30.6 108
fracture 2 23.73 108
length 3 - 78.67
(mm) 4 - 29.33

Fig. 6: fracture networks (a) hydraulic fracturing, and (b) SCDA charging

5 Fracture permeability

Due to the nature of the hydraulic fracture in the experiment (Fig. 6), the specimen
permeability was dictated by the rock matrix permeability of 7.6 x 10-2° m? (a flow rate
of 3.2 x 104 ml/s) for water at the confinement of 30 MPa and an injection pressure of
6 MPa. Fig.7 shows the flow rate variation with injection pressure at different confining
pressures for the SCDA-charged specimen. At high confining pressures (20 — 30 MPa),
a linear correlation was observed in the fracture flow and the cubic law was used to
calculate an average hydraulic aperture for the fracture flow in SCDA charged speci-
men. Fig.7b shows the variation of the pressure gradient across the SCDA charged
specimen with flow velocity, which is represented by a second-order polynomial.
Therefore, Forchheimer’'s equation was used to calculate the Darcian and the non-
Darcian permeability components of the fluid flow in the SCDA charged fracture.
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(Pi— Po) / L = plki.vs + plka. ve2 (2)

In Eq.2, Pi and Po are the inlet and outlet pressures of the specimen, L is the fracture
length, vs is the fluid velocity, p is the fluid viscosity, and p is the fluid density. k1 and
k2 are termed as Darcian and non-Darcian permeabilities of the material. Here, the
M/k1.vs component represents the frictional flow resistance between fluid layers and the
p/k2. vs?> component represents the inertial and turbulence contributions (Innocentini et
al., 1999). The experimental results indicate, that SCDA charging improves the speci-
men permeability from 7.6 x 1029 m? (7.7e-5 mD) intact rock matrix permeability to a
fracture flow permeability of 9.79 x 10-3 m? (992 mD) at 30 MPa confining pressure.

6 Conclusion

This paper presents a new technology for host-rock preconditioning in In-Situ Leaching
mining applications using Soundless Cracking Demolition Agents (SCDAs). First, the
study involves the development of a patented (US Patent No. 10836955) hydrophobic
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slow energy releasing SCDA compound which can be used for deep rock fracture ini-
tiation applications under submerged conditions. Next, a DEM-based numerical tool is
presented to simulate the slow energy releasing fracturing process of SCDA that was
used to understand the underlying mechanics of SCDA charged charging. Following
the numerical model development, a series of laboratory experiments were carried out
to investigate the fracturing performance of SCDA under different confining pressures.
Finally, the fracturing performance near the injection well and the resultant permeability
improvement following SCDA charging was investigated and compared against the
existing method of hydraulic fracturing in a series of laboratory experiments. Based on
the results of this study the following key conclusions can be drawn:

e The patented SCDA improves hydrophobicity by 79 % compared to generic
SCDAs and the onset of expansive pressure development is improved by 52 %.
The expansive pressure development rate is further improved by 45 %. This
allows SCDA to be pumped into deep geological formations and initiate con-
trolled fractures.

e The DEM-based numerical model successfully simulates the expansive pres-
sure development inside an SCDA injected borehole and the subsequent radial
fracture propagation, which were validated by experimental studies.

e Increasing the confining pressure of the surrounding rock causes the SCDA
fracturing mode to transition from a tensile to a shear dominant mixed tensile-
shear failure. Laboratory experiments conducted on specimens under large
confining pressures (up to 20 MPa) indicate SCDA chagrining produces multiple
radial fractures around an injection well.

e Compared to fracture stimulation using pure hydrofracking at the near vicinity of
the injection well, SCDA charging creates multi-directional fractures around an
injection well independent of rock mass heterogeneity.
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Renovation of the Graveneck and Villmar tunnels —
From the exploratory measure to the BIM technical model
of the building site

Erneuerung Tunnel Graveneck und Villmar —
Von der ErkundungsmaRnahme bis zum BIM-Fachmodell Baugrund

F. Ziichner, Daniel Belz, Kevin Schwabe
Dr. Spang Ingenieurgesellschaft fur Bauwesen, Geologie und Umwelttechnik mbH
Rosi-Wolfstein-Stralle 6, D - 58453 Witten

Abstract

DB Netz AG is the largest operator of rail infrastructure in Germany. The oldest struc-
tures in the rail network were put into operation more than 180 years ago. With con-
stantly advancing development and digitalization, the requirements for the existing
buildings from the early days are also changing, some of which no longer correspond
to the current state of the art. The efforts of DB Netz AG to examine the condition of
the existing tunnels and, depending on the urgency, to carry out a refurbishment, par-
tial or complete renewal are correspondingly high. The Dr. Spang GmbH was commis-
sioned to create an exploration concept for the Graveneck and Villmar tunnels in the
Lahn valley, to accompany and coordinate this during execution and then to compile
the results in a geotechnical report. In addition, the project is to be processed using
the "Building Information Modelling" method (BIM method) and a subsoil and building
model is to be created. The following article shows the way from the exploration con-
cept to the execution and evaluation to the finished 3D model and explains what op-
portunities and added value can be derived from it.

Zusammenfassung

Die DB Netz AG ist der groRte Betreiber von Schieneninfrastruktur in Deutschland. Die
altesten Bauwerke im Schienennetz wurden bereits vor Uber 180 Jahren in Betrieb
genommen. Mit stetig voranschreitender Entwicklung und Digitalisierung andern sich
auch die Anforderungen an die Bestandsbauwerke aus der Grunderzeit, die zum Tell
nicht mehr dem heutigen Stand der Technik entsprechen. Entsprechend hoch sind
derzeit die Bestrebungen der DB Netz AG, die Bestandstunnel auf ihren Zustand hin
zu untersuchen und je nach Dringlichkeit einer Sanierung, Teil- oder Vollerneuerung
zuzufuhren. Die Dr. Spang GmbH wurde damit beauftragt, fur die Tunnel Graveneck
und Villmar im Lahntal ein Erkundungskonzept zu erstellen, dieses wahrend der Aus-
fuhrung zu begleiten und zu koordinieren und im Nachgang die Ergebnisse in einem
geotechnischen Bericht zusammenzuflhren. Zusatzlich soll das Projekt mit der ,Buil-
ding Information Modelling“ — Methode (BIM-Methode) bearbeitet werden und ein Bau-
grund- und Bauwerksmodell erstellt werden. Der nachfolgende Artikel zeigt den Weg
vom Erkundungskonzept Uber die Ausfihrung und die Auswertung bis hin zum fertigen
3D-Modell und legt dar, welche Chancen und Mehrwerte sich daraus ableiten lassen.
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1 Aufgabenstellung / Projektbeschreibung
1.1 Veranlassung / Sanierungsbedarf DB

Das Schienennetz der DB Netz AG beinhaltet derzeit 747 Tunnel in geschlossener und
offener Bauweise mit einer Gesamtlange von ca. 596 km [1] Davon wurden 382 Tunnel
mit einer Gesamtlange von ca. 149 km vor dem Jahr 1980 in Betrieb genommen [2].
In der Nachkriegszeit wurden aufgrund der wirtschaftlichen Situation nur wenige Ei-
senbahntunnel aufgefahren, weshalb der Grolteil dieser 382 Tunnel wahrend der
Griunderzeit in den Jahren zwischen 1840 und 1920 erbaut wurde. Bereits seit mehre-
ren Jahren laufen Untersuchungen und Planungen, um die nicht mehr dem heutigen
Stand der Technik entsprechenden und auch zum Teil umfangreich beschadigten Bau-
werke zu sanieren und teilweise oder ganzlich zu erneuern. Um die Verflugbarkeit des
Streckennetzes langfristig zu gewahrleisten, ist es wichtig, die Bestandsstrecken und
-bauwerke dem heutigen Sicherheits- und Technikstandard zuzufuhren.

1.1.1 Projektbeschreibung

Die DB Netz AG Frankfurt plant die Erneuerung des auf der DB-Strecke 3710 Wetzlar
— Koblenz im Streckenabschnitt zwischen dem Haltepunkt Graveneck und dem Halte-
punkt Furfurt liegenden Tunnels Graveneck sowie des auf gleicher Strecke zwischen
dem Haltepunkt Arfurt und dem Haltepunkt Villmar liegenden Tunnels Villmar. Der
Tunnel Graveneck erstreckt sich Uber eine Lange von 127 m, weist eine maximale
Uberdeckung von ca. 30 m auf und befindet sich im Abschnitt von Bahnkilometer
29,325 bis 29,452 zwischen dem Ortsteil Graveneck der Gemeinde Weinbach und der
Lahn. Der zwischen Bahnkilometer 40,726 und 40,954 befindliche Tunnel Villmar weist
eine Lange von 228 m auf und besitzt eine Uberdeckung von bis zu 38 m. Er befindet
sich ca. 800 m nordlich des Bahnhofs Villmar.

Die Tunnel Graveneck und Villmar wurden in den Jahren 1860 bis 1862 bergmannisch
errichtet. Aufgrund des fortgeschrittenen Alters weisen beide Tunnel trotz mehrfacher
Sanierung umfangreiche Schadensbilder in Form von Hohlstellen, Nass- und Feucht-
stellen, Abplatzungen, Rissen und freiliegender Bewehrung auf. Die Betriebssicherheit
ist derzeit allerdings noch gegeben. Beide Tunnel wurden mit offener Sohle hergestellt.

Die Strecke ist nicht elektrifiziert und wird durchgangig zweigleisig betrieben. Der vor-
handene Gleisabstand von lediglich 3,50 m entspricht nicht den Anforderungen des
heute gultigen Regelwerks (Gleisabstand 4,00 m) und die vorhandenen Tunnelquer-
schnitte sind wesentlich kleiner als die gemal’ den heute gultigen Regelwerken erfor-
derlichen Querschnitte.
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Fig. 1: Ubersichtslageplan
veneck

Der Tunnel Graveneck kommt Uber die gesamte Lange im aus Diabas (Schalstein)
bestehenden Festgestein des Mitteldevon zu liegen. Oberhalb des Tunnels sind an
der Gelandeoberflache quartare Deckschichten in Form von Hanglehm/Hangschutt
ausgebildet. Zu dieser Schicht wird nachfolgend auch die an der Oberflache des Fel-
ses ausgebildete Verwitterungszone gerechnet. Zuoberst stehen Aufflllungen von der
Burg Graveneck an, welche bei der Einebnung der ehemaligen Burganlage und dem
Herrichten des vorhandenen Gartens aufgetragen wurden.

Am Nordportal des Tunnels wurde ein langerer Abschnitt in offener Bauweise errich-
teten. Die Uberschiittung des Tunnels besteht aus Gesteinsbruchstiicken und Boden.

Die Aufschittungen der Dammkarper der an den Tunnel anschlieRenden Bahndamme
bestehen aus gemischtkornigem Boden. Die unter dem nordlich des Tunnels liegen-
den Bahndamm anstehenden quartaren Talablagerungen werden aus fluviatilen Sedi-
menten in Form von Flusssanden und kiesen gebildet.

Der Tunnel Villmar kommt Gber die gesamte Lange im aus Schalstein (Diabastuff) be-
stehenden Festgestein des Oberen Mitteldevon zu liegen. Oberhalb des Tunnels sind
an der Gelandeoberflache quartare Deckschichten in Form von Hanglehm/Hangschutt,
verzahnt mit fluviatilen Terrassenablagerungen ausgebildet.

Am Sudportal des Tunnels wurde ein langerer Abschnitt in offener Bauweise errichtet.
Die Uberschittung des Tunnels besteht aus Gesteinsbruchstiicken und Boden. Auch
am Nordportal gibt es einen entsprechenden Uberschitteten Abschnitt, welcher aber
nur vergleichsweise kurz ist.

Die Dr. Spang GmbH wurde im Jahr 2019 mit der Aufstellung eines Erkundungskon-
zepts, der Ausschreibung und der Begleitung der Bohr- und Erkundungsmal3nahmen

57



sowie der Erstellung eines geotechnischen Gutachtens beauftragt. Zudem sollten die
gewonnenen Daten in ein zu erstellendes 3D-Baugrundmodell mit der BIM-Methodik
implementiert werden.

2 Aufstellen des Erkundungskonzepts
2.1 Erkundungskonzept

Das Erkundungskonzept fur die Tunnel Graveneck und Villmar war im Grundsatz recht
ahnlich, da beide Tunnel vergleichbare Rahmenbedingungen aufweisen. So sind beide
Tunnel von ca. gleicher Lange, wurden zur selben Zeit aufgefahren und sind auch von
den geologischen Verhaltnissen weitestgehend identisch. Darauf aufbauend konnte
fur beide Tunnel ein ahnliches Erkundungskonzept erstellt werden. Das Erkundungs-
konzept sah zum einen gleisgebundene Bohrungen vor und zum anderen Bohrungen
von der Gelandeoberflache. Die gleisgebundenen Bohrungen waren flur die radial, in
verschiedenen Querschnitten angelegten Bohrungen aus dem Tunnel heraus notwen-
dig. Fur die radialen Bohrungen aus den Tunneln heraus wurden Kamerabefahrungen
vorgesehen, um die Bauwerkssubstanz, die Hinterfillung und den Ubergang zwischen
Bauwerk und Gebirge moglichst detailliert betrachten zu kdnnen. Die gleisgebundenen
Bohrungen wurden mit zwei Bohrgeraten von einem Arbeitszug aus in Nachtsperrpau-
sen durchgefuhrt. Aufgrund des eng getakteten Zeitplans der Erkundung musste das
Bohrkonzept sehr intensiv mit der ausfuhrenden Bohrfirma abgestimmt werden. Fig. 2
zeigt schematisch die Anordnung der Bohrungen in den Erkundungsquerschnitten des
Tunnels.
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Fig. 2: Schematische Anordnung der gleisgebundenen, untertdgigen Erkundungsbohrungen

Die Bohrungen von der Gelandeoberflache wurden in Nahe der jeweiligen Trassierung
mit Abstanden zwischen 10 und 20 m gesetzt und reichen bis ca. 10 m unter Schie-
nenoberkante. Dadurch wird eine ausreichende Erkundungstiefe im Bereich des Tun-
nelgewahrleistet. Die Erkundungsbohrungen von der Gelandeoberflache wurden zu-
dem so ausgeschrieben, dass bei Antreffen von Grundwasser der Ausbau zu einer
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Grundwassermessstelle erfolgen soll. Die Bohrungen von der GOF aus wurden mit
hierfur Ublichen Bohrgeraten ausgefuhrt.

Als Feldversuche im Bohrloch wurden Bohrlochaufweitungsversuche, WD-Tests sowie
optisch-/ akustische Bohrlochbefahrungen (ETIBS) durchgeflhrt. Die Bohrlochaufwei-
tungsversuche wurden mittels der Dilatometersonde und dem Ettlinger Seitendruck-
gerat durchgefuhrt. Die ETIBS-Befahrung wurde zur Ermittlung der im Projektgebiet
auftretenden Kluftscharen herangezogen sowie um einen visuellen Eindruck des Bau-
grundes zu erlangen.

2.1.1 Erkundungskonzept Graveneck

Das Erkundungskonzept fur den Tunnel Graveneck sah fur die untertagigen Bohrun-
gen insgesamt 4 Erkundungsquerschnitte vor. Insgesamt wurden im Tunnel 18 radiale
Bohrungen angeordnet. Der Erkundungsquerschnitt QT1 liegt in einem dem Nordpor-
tal vorgelagerten Bereich, welcher in offener Bauweise errichtet wurde. Die Quer-
schnitte QT2 und QT3 liegen im Tunnel, der Erkundungsquerschnitt QE1 wurde im
sudlichen Voreinschnitt in die dort befindlichen Schwergewichtsmauer links und rechts
der Bahn angeordnet. In jedem Erkundungsquerschnitt sollten weiterhin je zwei
Schurfe im Gleisbett durchgefuhrt werden, um die Lage der Felsoberkante verorten zu
kénnen. Fir die Querschnitte QT1 und QE1 wurden jeweils 4 Bohrungen vorgesehen,
fur die Querschnitte QT2 und QT3 jeweils 7 Bohrungen. Die Gesamtlange der Bohrun-
gen vom Arbeitszug aus belauft sich auf ca. 125 m.

Es wurden insgesamt 4 vertikale Bohrungen von der Gelandeoberflache ausgefuhrt.
Die Bohrung BK 1 ca. 100 m nérdlich des Tunnels im Gleis angeordnet, um den Aufbau
um einen dort befindlichen Personendurchlass zu erkunden. Zusatzlich wurden am
Boschungsful® zwei Schwere Rammsondierungen (DPH) durchgefuhrt, um die Tiefen-
lage des Felses zu ermitteln. Die Bohrung BK 4 wurde ca. 20 m sudlich des Tunnels
ebenfalls im Gleis angeordnet, da dort ein Entwasserungsgraben die Bahntrasse
kreuzt und bei der Erneuerung ebenfalls bertcksichtigt werden soll.

Die Bohrungen BK 2 und BK 3 wurden entlang der Trasse angeordnet und sollen eine
Endteufe von 45 bzw. 50 m unter GOF erreichen. Das entspricht einem Niveau von
ca. 10 m unter SOK. In den Bohrungen BK 2 und BK 3 wurden insgesamt 5 Bohr-
lochaufweitungsversuche und 4 WD-Tests angeordnet. Zudem sollte flr beide Boh-
rungen eine ETIBS-Befahrung stattfinden. Die Bohrung BK 3 war zudem optional als
Grundwassermessstelle angedacht.

2.1.2 Erkundungskonzept Villmar

Am Tunnel Villmar wurden insgesamt 3 untertdgige Erkundungsquerschnitte angeord-
net. Diese wurden, nach Sichtung der Bestandsunterlagen, an unter anderem histo-
risch auffalligen Tunnelbereichen angeordnet. So ergab sich nach Sichtung und Aus-
wertung der Bestandsunterlagen, dass im Bereich des Erkundungsquerschnitt QT4
bereits mehrere umfangreiche Sanierungsarbeiten durchgefihrt werden mussten, da
hier ein ,druckhaftes Gebirge“ vorlag und einerseits durch Verschiebungen das Mau-
erwerk beschadigt wurde und andererseits ein erhohter Wasserandrang die Mauer-
werksfugen zusatzlich starker in Mitleidenschaft zog. Der Querschnitt QT5 wurde re-
lativ mittig angeordnet, der Querschnitt QT6 im Bereich geringer Uberdeckung am
Slidportal, da hier unter anderem der Ubergang von der Offenen zur Bergmannischen
Bauweise in der Herstellungsphase vermutet wurde. Wie beim Tunnel Graveneck wur-
den auch hier je Querschnitt zwei Schirfe im Gleisbett angeordnet, um die Tiefenlage
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des Fels zu erkunden. Beim Tunnel Villmar wurden insgesamt 21 Bohrungen vom Ar-
beitszug aus mit einer Gesamtlange von ca. 123 geplant.

Ubertagige Bohrungen wurden insgesamt 3 Stiick angesetzt. Die Bohrung BK 5 liegt,
bezogen auf die Trassierung, zwischen den Querschnitten QT4 und QT5, die Bohrung
BK 6 zwischen den Querschnitten QTS und QT6. Die Bohrung BK 7 befindet sich ca.
40 m sudlich des Tunnels in einer neben der Trasse bergseitig befindlichen Boschung.
Die Boschung gehdrt nicht zur Bahnlinie, sondern liegt auf dem Gelande eines stillge-
legten Natursteinwerks. In den Bohrungen BK 5 und BK 6 wurden 2 bzw. 3 Bohr-
lochaufweitungsversuche sowie 1 bzw. 3 WD-Tests und je eine ETIBS-Befahrung an-
geordnet. Die Bohrung BK 7 sollte nur mittels ETIBS-Befahrung untersucht werden.
Die Bohrung BK 6 war als optionale Grundwassermessstelle vorgesehen.

3 Durchfiihrung der Baugrund- und Bauwerkserkundungen
3.1 Durchfuhrung
3.1.1 Durchfiihrung der Bohrungen Untertage

FUr die Erkundungsmalnahmen wurden insgesamt 35 Schichten veranschlagt, wel-
che jeweils in Nachtsperrpausen zwischen ca. 22:50 bis 05:50 Uhr stattfinden sollten.
Von den 35 Schichten entfielen 19 Schichten auf den Tunnel Graveneck und 16
Schichten auf den Tunnel Villmar. Der Auftrag wurde einer Spezialfirma erteilt, welche
auf dem Gebiet der Erkundung von Bestandstunneln diverse Referenzen vorweisen
kann. Die Arbeiten erfolgten mit zwei, zeitgleich arbeitenden Bohrgeraten und dazu-
gehorigem Bedienpersonal. So konnten pro Schicht 2 Erkundungsbohrungen abge-
teuft werden. Nach Abschluss der Bohrarbeiten wurden die Kamerabefahrungen
durchgefuhrt, die Schirfe im Gleisbett hergestellt, die Bohrldcher und Schurfe von ei-
nem Vermesser eingemessen und die Bohrlécher anschlieRend fachmannisch verfillt
und verschlossen.

Fig. 3: Durchfuhrung der horizontalen Bohrung QT4 RH mithilfe gleisgebundener Logistik
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Wahrend der Erkundungsarbeiten kam es zu keinen Verzdégerungen oder Stérungen
des Bauablaufes, der Zeitplan konnte dank der interdisziplinaren Zusammenarbeit zwi-
schen der ausfuhrenden Firma, der Bautuberwachung Bahn und der allzeit vor Ort an-
wesenden Fachbauuberwachung der Dr. Spang GmbH eingehalten werden.

3.1.2 Durchfithrung der Bohrungen Ubertage

Die Ubertagigen Bohrungen wurden im selben Zeitraum durchgeflihrt, wie die unterta-
gigen Bohrungen. Die Erstellung erfolgte tagsuber, ein 24-h-Betrieb war z.T. aufgrund
der Nahe zur Wohnbebauung nicht moglich. Die Bohrungen BK 2 und BK 3 am Tunnel
Graveneck wurden auf einem Privatgrundstick angeordnet, die Zustimmung des An-
wohners wurde unter Auflagen erflllt. So wurde vereinbart, die Larmemission mog-
lichst gering zu halten und dass das Grundstuck dem Ausgangszustand wieder zuge-
fuhrt werden musste.

Auch die obertagigen Bohrungen wurden von der Fachbaulberwachung der Dr. Spang
GmbH durchgangig betreut. Die Kernbohrungen wurden z.T. tagesaktuell in ein spezi-
ell angemietetes Bohrkernlager uberfuhrt und dort fachmannisch von einem Nachun-
ternehmer fotografiert sowie geotechnisch von der Fachbaulberwachung aufgenom-
men.

3.1.3 Feldversuche

Die durchzufihrenden Feldversuche in den Bohrungen wurden von der Dr. Spang
GmbH je nach angetroffener Geologie festgelegt und gemeinsam mit dem ausfuhren-
den Bohrunternehmen koordiniert. Die Bohrlochaufweitungsversuche sowie die
ETIBS-Befahrungen wurden vom Bohrunternehmen als Nachunternehmerleistung
fremdvergeben, die WD-Tests konnten durch das Bohrunternehmen selbst durchge-
fuhrt werden. Die Versuche wurden stets im Beisein der Fachbauuberwachung durch-
gefuhrt.

Nach Abschluss der Bohrarbeiten wurde durch die Fachbautiberwachung flr Bohrun-
gen BK 3 (Tunnel Graveneck) und BK 6 (Tunnel Villmar) festgelegt, dass diese Boh-
rungen als Grundwassermessstellen auszubauen sind. Die Festlegung der zu verfil-
ternden Abschnitte erfolgte nach Auswertung der Bohrkerne sowie im Bezug auf die
Lage des Bestandstunnels und den in den Bohrléchern gemessenen Grundwasserpe-
gel. So wurden die Filterstrecken ca. im Bereich des Tunnels bis ca. 5 m unter Tunnel-
sohle angeordnet. Der Grundwasserpegel liegt bei beiden Tunneln ca. auf Héhe der
Tunnelsohle.

3.1.4 Probenahme

Zur Durchfuhrung von geotechnischen und geochemischen Laboruntersuchungen der
entnommenen Bohrkerne, wurden von der Dr. Spang GmbH Probenlisten erstellt, in
welchen die zu entnehmenden Boden-, Fels- und Mauerwerksproben verzeichnet wa-
ren. Hierfir wurden die geotechnischen Bohrkernaufnahmen mit den Bohrkernfotos
sowie der Lage der Bohrungen im Bezug zum Bauwerk ausgewertet und die Bohr-
kerne entsprechend ihrer Eignung flr die Laborversuche eingeteilt. Zu den boden- und
felsmechanischen Laborversuchen zahlen unter anderem die Bestimmung des Was-
sergehaltes und der Dichte, einaxiale Druckversuche, Spaltzugversuche, Punktlast-
versuche und die Bestimmung der Abrasivitat. Eine Auflistung der gesamt enthnomme-
nen Proben kann Tabelle 1 enthommen werden.
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Tabelle 1: Auflistung der enthommenen Proben

Art Tunnel Tunnel Gesamt
Villmar Graveneck

Boden- und Felsmechanik 160 131 291

Mineralogie 8 7 15

Chemische Analysen (LAGAM20 und | 7 + 2 7+2 18

TR-Altschotter)

Die Proben wurden durch das Bohrunternehmen entnommen, verpackt und durch die
Fachbaulberwachung an die entsprechenden Labore verschickt. Ein Grofteil der Pro-
ben konnte im hauseigenen Labor der Dr. Spang GmbH in Witten bearbeitet werden.

4 Auswerten der Erkundungsergebnisse
4.1 Laborversuche
4.1.1 Fels- und bodenmechanische Laborversuche

Die fels- und bodenmechanischen Laborversuche dienten unter anderem dazu, das
Gebirge u mit Kennwerten zu versehen und anschlielend in Homogenbereiche eintei-
len zu kdnnen. Dazu wurden die Laborversuche statistisch ausgewertet und entspre-
chend bewertet. Die Bodenproben wurden — entsprechend der Anforderung der DIN
18 300 ff — auf die KorngrofRenverteilung, die Dichte, die Scherfestigkeit, den Wasser-
gehalt, die Plastizitdt und Konsistenz, die Lagerungsdichte, den organischen Anteil
und die Bezeichnung der Bodengruppe hin untersucht und entsprechend eingeteilt.

An den Felsproben wurden ebenfalls entsprechend nach DIN 18 300 ff Laborversuche
zur Ermittlung der Dichte, der einaxialen Druckfestigkeit und Abrasivitat durchgefuhrt,
um abschlieRend eine Einteilung des Baugrundes in Homogenbereiche vornehmen zu
konnen. Die Trennflachen wurden anhand der Bohrkerne bzw. der ETIBS-Befahrung
bewertet. Zusatzlich wurden mineralogische Untersuchungen durchgefihrt. Hierzu
wurde ein Speziallabor mit der Durchfihrung von rontgen-diffraktometrischen Unter-
suchungen beauftragt.

Aufgrund der ahnlichen geologischen Einheiten waren die Ergebnisse flr beide Tunnel
relativ vergleichbar, und die Ergebnisse entsprachen den Erwartungen fur die hier vor-
liegenden Gesteine. Exemplarisch kann der Fig. 4 eine statistische Auswertung der
Punktlastversuche entnommen werden. Hier wurde die einaxiale Druckfestigkeit nach
ISRM abgeschatzt.
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Einaxiale Druckfestigkeit (ISRM)
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Fig. 4: Statistische Abschatzung der einaxialen Druckfestigkeit nach der ISRM-Methode.

4.1.2 Umwelttechnische Laborversuche

Es wurden insgesamt 18 umwelttechnische Laborversuche durchgefuhrt. Es wurden
je Tunnel 9 Analysen durchgefiihrt. Da bei der Erkundung unterschiedliche Materialen
angetroffen wurden, mussten die Analysen nach den entsprechenden Merkblattern
analysiert werden. Fur Felsproben aus dem Schalstein wurde das Merkblatt ,Entsor-
gung von Bauabfallen® fir Hessen herangezogen und nach einer Verwendung in bo-
denahnlichen Anwendungen bzw. technischen Bauwerten unterschieden. Die Proben,
welche dem Mauerwerk bzw. dem Bestandsbauwerk zugeordnet wurden, wurden
nach LAGA M20 analysiert und eingestuft. Die Gleisschotterproben wurden nach der
RIL 880.4010 und dem Merkblatt Nr. 3.4/2 (Schotter) analysiert und bewertet.

Bei der Analyse der Proben wurde festgestellt, dass der Diabas Uberschreitungen bei
den Schwermineralgehalten aufwies. Allen voran waren vor allem die Chrom-, Kupfer-,
Nickel- und Zink-Gehalte erhdht, was eine Einstufung in > Z0 bzw. Z0* bedingte. Fur
eine Verwendung in technischen Bauwerken wurde eine Einstufung von Z1.1 festge-
legt.

Die Proben aus dem Mauerwerk wurden Uberwiegend mit Z1.1 bewertet, jedoch gab
es Ausreisserwerte, welche einen sehr stark erhdhten PAK- und Kohlenwasserstoff-
gehalt aufwiesen. Diese Proben enthielten Reste der ehemals nachtraglich eingebau-
ten, bitumindsen Abdichtung aus Teerpappe. Diese Ausreisserwerte wurden beim
Tunnel Graveneck lediglich am Nordportal gefunden und beim Tunnel Villmar in der
nachtraglich sanierten Zone um den Erkundungsquerschnitt QT4. Hier wurde aufgrund
der ,druckhaften Verschiebungen“ und des starken Wasserzutrittes nachtraglich eine
auldenliegende Abdichtung eingebaut.
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4.2 Feldversuche
4.2.1 Bohrlochaufweitungsversuche

Zur Untersuchung des Verformungsverhaltens des anstehenden Gebirges wurden in
den vertikalen Kernbohrungen BK 2, BK 3, BK 5 und BK 6 insgesamt 2 Bohrlochauf-
weitungsversuch mit der Dilatometersonde und 8 Bohrlochaufweitungsversuche mit
der Seitendrucksonde durchgefuhrt. Die Versuche wurden mit unterschiedlichen Be-
lastungsstufen ausgefuhrt. Flir die Auswertung wurden jeweils Laststufen mit dem
beim Tunnelbau in der entsprechenden Tiefe konturnah zu erwartenden Belastungs-
niveau ausgewahlt.

Mit der Seitendrucksonde wurden in 8 Versuchen im eng- bis mittelstandig geklufteten
Gebirge Erstbelastungsmoduln zwischen 414 und 1.246 MN/m? sowie Wiederbelas-
tungsmoduln zwischen 561 und 1.344 MN/m? bestimmt. Die arithmetischen Mittelwerte
ergeben sich zu 750 MN/m? fir die Erstbelastung und zu 831 MN/m? fir die Wieder-
belastung. Damit ist der Erstbelastungsmodul im Mittel nur geringfigig niedriger als
der Wiederbelastungsmodul. Der gemittelte Erstbelastungsmodul der Versuche mit
Seitendrucksonde liegt um den Faktor 10 unter dem Ergebnis der Versuche mit der
Dilatometersonde.

4.2.2 WD-Tests

Die WD-Tests im Bohrloch wurden in ca. 4 m langen Teststrecken durchgefuhrt. Hier-
bei wurden, dem Bohrfortschritt entsprechend, die Bohrlécher mit einem Einfachpa-
cker ca. 4 m oberhalb der Bohrlochsohle abgeteuft und die Messeinrichtung entspre-
chend angelegt. Die WD-Tests wurden mit 5 Druckstufen gefahren. Mithilfe des bei
den WD-Tests ermittelten Lugeon-Wertes wurde der kf-Wert berechnet. Die kf-Werte
liegen zwischen 2,2 * 108 und 1,1 * 10" m/s. Das entspricht einem schwach durchlas-
sigen Gebirge.

Bei der Bohrung BK 5 wurde im Testabschnitt zwischen 29,7 — 33,7 m u. GOK die
geringste Durchlassigkeit in einem stark zerlegtem Gebirgsabschnitt ermittelt. Daraus
|&sst sich ableiten, dass die durchoérterten Trennflachen im Bohrkern aufgrund von Ent-
spannung und der mechanischen Beanspruchung gedéffnet wurden, die Trennflachen
im Gebirgsverband jedoch dicht geschlossen bzw. nur sehr eng geoéffnet sind.

4.2.3 Optisch-/ akustische Bohrlochbefahrung

Die Bohrungen BK 2, BK 3, BK 5, BK 6 und BK 7 wurden jeweils nach Erreichen der
Endteufe mit einem optisch-/ akustischen Bohrlochscanner befahren, um das Trenn-
flachengefuge im Bohrloch, respektive dem Gebirge, zu ermitteln.

FUr die Bohrungen am Tunnel Graveneck wurden fur die Bohrung BK 2 insgesamt 456
und fir die Bohrung BK 3 insgesamt 395 Trennflachen detektiert. Die Darstellung der
aufgenommenen Trennflachen ergeben fur beide Bohrungen ein relativ diffuses Bild,
in dem sich Hauptkluftrichtungen kaum abzeichnen (Fig. 5 oben). Mit Hilfe einer Dich-
teanalyse sind bei der Bohrung BK 2 und bei der Bohrung BK 3 jeweils ein Schwer-
punkt erkennbar, welche sich allerdings voneinander unterscheiden (Fig. 5 unten).
Wahrend der Schwerpunkt bei der Bohrung BK 2 bei einer Einfallrichtung von ca. 338 °
und einem Einfallwinkel von 45 ° liegt, ist bei der Bohrung BK 3 ein Schwerpunkt bei
einer Einfallrichtung von 235 ° und einem Einfallwinkel von ca. 68 ° auszumachen.
Hinsichtlich der entstehungsgeschichtlich abzuleitenden Hauptrichtungen ist die zuerst
genannte Raumstellung dem variszischen System und die andere dem herzynischen
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System zuzuordnen. Ausgehend vom Aufschluss der Trennflachen in den Kernboh-
rungen sind belastbare Angaben zum Durchtrennungsgrad und zur Durchtrennungs-
lange nicht moglich.

An dieser Stelle wird darauf hingewiesen, dass systembedingt mit vertikalen Kernboh-
rungen steilstehende Klifte schlecht bzw. nicht in reprasentativem Umfang erfasst
werden. Dementsprechend tauchen in den Polpunktdiagrammen bei beiden Bohrun-
gen Einfallwinkel > 80 ° kaum auf. Eine weitere, steilstehende Hauptkluftrichtung ist
nicht auszuschliel3en.

Polpunktdiagramm: BK 2 Polpunktdiagramm: BK 3

210 E

Dichtediagramm: BK 2 Dichtediagramm: BK 3
N N
180 180

Fig. 5: Oben: Polpunktdiagramm der Bohrung BK 2 (links) mit 456 Messwerten BK 3 (rechts)
mit 395 Messwerten.

Unten: Dichtediagramm der Bohrungen BK 2 (links) und BK 3 (rechts).

Beim Tunnel Villmar wurden fur die Bohrungen BK 5 insgesamt 168, fur die Bohrung
BK 6 insgesamt 104 und fir die Bohrung BK 7 insgesamt 131 Trennflachen aufgenom-
men. Bei den Dichteanalysen zeichnet sich in allen drei Bohrungen eine Kluftschar
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deutlich ab. In der Bohrung BK 5 ergibt sich daftir ein Schwerpunkt bei einer Einfall-
richtung von 150 ° und einem Einfallwinkel von 50 °. In der Bohrung BK 6 dreht der
Schwerpunkt auf ca. 110 ° und der Einfallwinkel flacht sich auf ca. 35 ° ab. In der
Bohrung BK 7 ist eine weitere Abflachung auf ca. 20 ° festzustellen, wobei die Einfall-
richtung auf etwa 155 ° dreht. Eine zweite steilstehende Kluftschar ist nur in der Boh-
rung BK 7 deutlich zu erkennen. Der Schwerpunkt ergibt sich bei einer Einfallrichtung
von 225 ° und einem Einfallwinkel von ca. 80 °. Hinsichtlich der entstehungsgeschicht-
lich abzuleitenden Hauptrichtungen ist die zuerst genannte Raumstellung dem variszi-
schen System und die andere dem herzynischen System zuzuordnen. Ausgehend
vom Aufschluss der Trennflachen in den Kernbohrungen sind belastbare Angaben
zum Durchtrennungsgrad und zur Durchtrennungslange jedoch nicht moéglich.

Dichtediagramm: BK 5 Dichtediagramm: BK 6

180

270 E

Fig. 6: Dichteanalyse der Bohrung BK 5 (oben links), der BK 3 (oben rechts) und BK 7 (unten
links).

4.3  Zusammenfuhrung der Erkundungsergebnisse

Nach Auswertung alles vorliegenden Labor- und Feldversuche wurden die Ergebnisse
zusammengetragen und abschlielfiend bewertet. Fur den Tunnel Graveneck war das
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Gesamtbild wie erwartet und gestaltete sich unproblematisch und ohne weitere Be-
sonderheiten. Beim Tunnel Villmar wurden in den Bohrungen BK 5, BK 6 und BK 7 in
unterschiedlichen Tiefenlagen z.T. stark zerlegte Gebirgsabschnitte festgestellt.
Ebenso war bekannt, dass der Tunnel Villmar aufgrund von ,druckhaften Gebirgsei-
genschaften® bereits in der Vergangenheit Schaden genommen hat und aufgrund des-
sen bereits Sanierungsarbeiten durchgefuhrt werden mussten, bei welchen unter an-
derem eine KW-haltige Abdichtung eingebaut werden musste. In Fig. 7 ist der Quer-
schnitt QT4 (km 40,7+54) abgebildet, welcher im Bereich der ehemaligen Sanierungs-
arbeiten liegt. Die Bohrung QT 4 RH (rechts horizontal) wies am Ubergang vom Mau-
erwerk zur Abdichtung die hochsten Kohlenwasserstoffkonzentrationen auf.

QT4:
km 40,7+54

Abdichtung

Drainagebeton

Fig. 7:  Querschnitt QT4 (km 40,7+54) mit radial angeordneten Bohrungen und in den Tunnel
eintretende Stdérungszone.

5 Umsetzung als BIM-Fachmodell Baugrund

Das Fachmodell Baugrund besteht in der Regel aus mehreren Sub-Fachmodellen [3].
In diesem Projekt wurden zwei Sub-Fachmodelle modelliert, das Aufschlussmodell
und das Baugrundschichtenmodell. Das Projekt besteht aus den beiden Tunneln Gra-
veneck und Villmar. Da die Modellierung beider Modelle auf dieselbe Weise erfolgte,
wird im Folgenden nur das Vorgehen flir den Villmarer Tunnel geschildert.
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5.1 Datengrundlagen und Software

FUr die Modellierung des Fachmodells Baugrund wurde die Software Autodesk Civil
3D, inklusive dem Plug-In ,geotechnical module“ von Keynetix genutzt. Die Daten-
grundlage fur die Modellierung wurde vom Auftraggeber bereitgestellt. Diese umfasste
das digitale Gelandemodell (DGM), sowie die aufgemessene Innenlaibung des Be-
standstunnels. Das DGM bestand aus einem Dreiecksnetz, als Resultat der Uberflie-
gung. Die Vegetation wurde vom Vermesser bereits aus dem DGM entfernt, um die
tatsachliche Gelandeoberflache annahernd darzustellen. Das DGM umfasste zu-
nachst circa 2 Millionen Punkte und war damit sehr detailliert. Um die Anzahl der
Punkte zu reduzieren, wurde das DGM im ersten Schritt auf die wesentlichen Bereiche
zurechtgeschnitten und in geotechnisch nicht relevanten Bereichen die Detaillierung
mithilfe der Software reduziert. Das resultierende DGM bestand dann noch aus circa
1,5 Millionen Punkten. Der hohe Detailgrad des DGM lasst geomorphologische Be-
sonderheiten erkennen, wie z. B. die Tunnelportale, Strallen, Wege, Gewasser etc.
(siehe Fig.8). Aus der eingemessenen Innenlaibung wurde durch den Planer ein Volu-
menkdrper (lufterfiliter Bereich im Tunnel) erzeugt, der anschliefiend aus dem Bau-
grundmodell ausgeschnitten werden konnte (boolesche Differenz). Dieser ist in Fig.9
zu erkennen.

Digitales
Geldandemodell

Tunnelportal

Gleisschotter Gewasser

Fig. 8: Schragansicht des Digitalen Gelandemodells (DGM)

5.2  Aufschlussmodell

Die Baugrundaufschlusse lassen sich in zwei Arten unterteilen. Zum einen die vertika-
len Bohrungen, die von der Gelandeoberflache (GOF) aus abgeteuft wurden. Zum an-
deren die an definierten Querschnitten radial angeordneten Bohrungen von der Innen-
seite des Tunnels durch das Bestandsmauerwerk bis in das umgebende Gebirge.
Beide Anordnungen sind in Fig.9 dargestellt. Die Aufschlisse konnte mithilfe des ,ge-
otechnical module“ in Form von Tabellen eingelesen und als 3D-Saule (Zylinder) dar-
gestellt werden. Die angetroffenen Baugrundschichten wurden dann jeweils in einheit-
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licher Farbe dargestellt. Auch die schragen Bohrungen wurden unter Angabe des Nei-
gungswinkels und dem Winkel gegen Norden automatisch erzeugt. Interessant fur die
spatere Modellierung sollten die angetroffenen Stérungszonen im Gebirge werden. Die
Geometrie der Aufschlusse wurde durch Attribute, wie ,Datum der Bohrung®, ,Bohr-
firma“ etc. erganzt.

Vertikale Bohrungen
von GOF

Tunnel-
Innenlaibung

Radiale Bohrungen
aus Tunnel

Fig. 9: Vertikale und radiale Aufschlisse sowie modellierte Tunnelinnenlaibung

5.3 Modellierung Bestandstunnel

Da die Bohrungen aus dem Bestandstunnel dessen Mauerwerk, Hinterpackung etc.
beinhalten und geotechnisch relevant sind, wurden diese als Teil des Baugrundschich-
tenmodells verstanden. Das heifdt, dass die einzelnen Elemente des Bestandstunnels
als Baugrundschichten definiert sind. Die Grundlage fur die Modellierung des Bestand-
stunnels war der Volumenkdrper der Tunnelinnenlaibung (lufterfillter Bereich) und die
Ergebnisse der radialen Bohrungen. Uber die gesamte Tunnellange konnten nur
leichte Unterschiede in der angetroffenen Mauerwerksdicke und der Dicke der Hinter-
packung festgestellt werden. Dadurch konnten diese zu einem reprasentativen Quer-
schnittsprofil vereinheitlicht werden. Dieses Profil wurde entlang der Tunnelachse
durchgehend extrudiert. Die einzelnen modellierten Elemente des Bestandstunnels
sind in Fig.10 zu finden. Zusatzlich wurde fur den Gleisschotter eine mittlere Dicke
definiert und ebenfalls entlang der Tunnelachse extrudiert. Das gesamte Bestandsmo-
dell wurde aus den restlichen Baugrundschichten ausgeschnitten (boolesche Diffe-
renz). Der in den Bohrungen festgestellte Hohlraum zwischen Hinterpackung und Fels
wurde aufgrund seiner geotechnischen Relevanz ebenfalls als eigener Volumenkorper
definiert.
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Hohlraum

Hinterpackung

Mauwerwerk -
Gleisschotter

Fig. 10: Elemente des Bestandstunnels gemafl Bohraufschlissen

5.4  Modellierung Baugrundschichten

Das ,geotechnical module” ermdglicht eine automatische Triangulierung, bei der zwi-
schen den einzelnen Schichten der Bohrungen linear interpoliert wird. In diesem Fall
war diese automatische Triangulierung jedoch nicht zielfihrend, da z. B. die Deck-
schichten in nur wenigen Bohrungen angetroffen wurden, und der automatisch trian-
gulierte Verlauf nicht realistisch war. In gleicher Weise gilt dies fir die radialen Boh-
rungen. Aus diesem Grund musste die Modellierung der Schichtgrenzen manuell er-
folgen. Die daraus resultierenden Baugrundschichten sind in Fig.11 zu erkennen. Zu-
nachst wurde Fels (,Schalstein“) von Oberkante DGM bis auf eine vorgegebene Tiefe
als Volumenkorper definiert. Von dort ausgehend wurden die restlichen Baugrund-
schichten modelliert und aus dem Gesamtkorper ausgeschnitten (boolesche Diffe-
renz). Die Deckschichten sind in den Ausbissbereichen der Neigung der Felskante
entsprechend auslaufend modelliert. Oberhalb der Tunnelportale wurden Aufschuttun-
gen keilférmig modelliert. Der Bestandstunnel ist im Baugrundschichtenmodell enthal-
ten, weil er in den radialen Aufschlissen erbohrt wurde und geotechnisch relevant ist.
Dieser wurde wie in Abschnitt 5.3 beschrieben modelliert. Eine weitere Besonderheit
des Baugrundschichtenmodells ist die Modellierung der in den Aufschlissen ange-
troffenen Stérungszone des Schalsteins. Diese ist im Abschnitt 5.5 ausflhrlicher er-
lautert. Nicht erkundete Bereiche, die aber im DGM Auffalligkeiten aufwiesen (z. B. das
Gewasser), wurden zwar als Volumenkdrper modelliert, jedoch keiner Baugrund-
schicht zugewiesen. Dies dient der Veranschaulichung, ohne konkrete Aussagen Uber
den Baugrund zu treffen. Insgesamt ist das Baugrundschichtenmodell Uberschnei-
dungsfrei und luckenlos, da samtliche Schichten aus dem initialen Gesamtkorper des
Schalsteins ausgeschnitten (boolesche Differenz) wurden. Die Modellierung erfolgte
durch groRen manuellen Aufwand, da die einzelnen Verlaufe der Schichtgrenzen de-
tailliert modelliert werden mussten. Dabei bestand ein gro3er Abstimmungsbedarf zwi-
schen dem Geotechniker und dem Modellierer. Dieser gelang in diesem Fall auch nie-
derlassungsubergreifend mithilfe von regelmaRigen Web-Konferenzen, bei denen die
Schichtverlaufe abgestimmt werden konnten.

70



Deckschichten

Storungszone

Nicht erkundete
Schichten

Fig. 11: Baugrundschichten inklusive Bestandstunnel

5.5 Modellierung Stérungszone

In verschiedenen Aufschllissen sind Stérungszonen im Gebirge festgestellt worden.
Ohne 3D-Darstellung ist bereits ein Zusammenhang zwischen diesen einzelnen Auf-
falligkeiten vermutet worden. Durch die 3D-Darstellung wurde dieser Verdacht dann
erhartet. Die einzelnen angetroffenen Stérungszonen in den Aufschlissen konnten
mithilfe schiefer Ebenen in Verbindung gesetzt und anschliel3end als solche modelliert
werden. Durch die Bestandsunterlagen war die Eintrittszone der Storung in das Bau-
werk bereits bekannt. Die Neigung dieses Eintritts stimmte mit der Neigung der model-
lierten Storungszone Uberein. Die Vermutung, dass es sich in den Bohrungen und im
Tunnel um eine zusammenhangende durchgehende Stérungszone handeln muss,
konnte mittels der Modellierung bestatigt werden. Die Geometrie der Stérungszone
wurde aus dem Volumenkorper des Schalsteins ausgeschnitten (boolesche Differenz).
Der Volumenkdrper der Deckschichten ist davon nicht betroffen und ist durchgehend
auf dem Fels vorhanden. Die modellierte Storungszone ist in Fig. 12 dargestellt. Fig.
12a zeigt deren Ausdehnung in einer Seitenansicht. Fig. 12b zeigt den Eintritt der St6-
rungszone in den Bestandstunnel in einer Frontalansicht.
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Einschnitt der
Stérungszone
in den Tunnel

Ausdehnung der
Stoérungszone

(a) (b)

Fig. 12: Stérungszone im Gebirge: (a) Seitenansicht, (b) Frontalansicht

6 Fazit

Aus geotechnischer Sicht wurde das Projekt zielfiuhrend durchgefiihrt. Die fachliche
Beratung des AG’s und die Betreuung der ausfuhrenden Bohrfirma vor Ort sorgten
daflr, dass die aufgrund der engen Taktung der Sperrpausen und damit zeitkritische
Erkundung im Gleisbereich zielfuhrend abgeschlossen wurde. Weiterhin kann aus die-
sem Projekt mitgenommen werden, dass die interdisziplinare Zusammenarbeit der Ab-
teilung Tunnelbau mit der Abteilung Entwicklung, zustandig fur die Bim-Modellierung,
durch den engen Austausch trotz raumlicher Distanz der beteiligten Personen mal3-
geblich zum Projekterfolg beigetragen haben.

Die Modellierung des Fachmodells Baugrund hat gezeigt, dass bereits der Anwen-
dungsfall der 3D-Visualisierung der Aufschllisse einen Mehrwert generieren kann.
Denn diese erlaubte die Konkretisierung der Vermutung der zusammenhangenden
durchgehenden Stérungszone im Gebirge. Des Weiteren kann die Geometrie der Bau-
grundschichten sowie die angehangten Attribute in nachfolgenden Planungsphasen
fur weitere Anwendungsfalle genutzt werden, z. B. zur Ermittlung von Ausbruchmas-
sen fur den Neubau. Dennoch besteht das Fachmodell Baugrund mit den derzeit exis-
tierenden Softwareldsungen lediglich aus Geometrie und Attributen. Fur ein technisch
ausgereiftes und weiterverwendbares BIM-Modell ist ein zugrundeliegendes Datenmo-
dell notwendig, dass zum einen die Modellierung geotechnischer Objekte und deren
Zusammenhangen erlaubt, und zum anderen als Vorlage fur ein Datenaustauschfor-
mat (z. B. IFC-STEP) dienen kann. Die Entwicklung eines solchen geotechnischen
Datenmodells ist derzeit Stand der Forschung [3].
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Abstract

In this study, a thermo-mechanical coupled grain-based granite model was used to
gain insight into the heating and cooling effects on the cracking behavior of granite
under real-time high temperatures. For the selected granite under heating, the thermal-
induced micro-cracks initiate around 75°C, and the thermal microcracking is
dominantly attributed to the build-up of local stresses due to the different thermal
expansion of neighboring grains. After the crack-onset temperature, the number of
microcracks reaches nearly the peak around a-B quartz transition temperature. The
microstructure changes induced by the quartz transition can enhance the interactions
among different grains, leading to increased compression and shear motions at the
grain size level. Thermal cracking behaviors of the granite sample during heating and
cooling are distinctly different. During cooling, the microcrack density does not show
obvious variations from 600°C to 25°C. This variation in terms of crack number due to
the cooling process can be negligible compared with that during the heating process.
The newly induced microcracks during cooling are very few due to the released stress
concentrations of the local mineral grains. Therefore, the crack widening or contraction
is mainly due to the different mineral block deformations and interactions at the grain
scale level. Although the cooling process hardly influences the number of microcracks,
the macroscopic stress-strain behavior of the granite sample is greatly influenced due
to the cooling-induced crack deformation.

Zusammenfassung

Diese Studie liefert Erkenntnisse zum thermo-mechanisch gekoppelten Verhalten
mittels eines Korn-basierten Granitmodels. In Bezug auf den Aufheiz- und
Abkulungseffekt wird das Rissverhalten von Granit bei hohen Temparaturen unter
Echtzeitbedingungen untersucht. Beim ausgewahlten Granit werden thermisch
induzierte Mikrorisse bei etwa 75°C initiiert. Das thermische Mikrorisswachstum wir im
Wesentlichen gesteuert vom Aufbau lokaler Spannungen aufgrund der
unterschiedlichen thermischen Ausdehnung benachbarter Gesteinskorner. Nach
Erreichen der Temperatur des Rissbeginns, erreicht die Anzahl der Mikrorisse den
Hochstwert etwa bei der Temperatur des a-8 Quarzubergangs. Die
Mikrostrukturanderungen, induziert durch den Quarzibergang, koénnen die
Interaktionsmoglichkeiten zwischen der Gesteinskorners erhohen, was zu erhohter
Kompression and Scherbewegungen auf Kornniveau fiuhrt. Das thermische
Rissverhalten von Granitproben wahrend der Aufheizung und der Abkuhlung
unterscheidet sich deutlich. Wahrend der Abklihlung von 600°C auf 25°C zeigt die
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Mikrorissdichte keine signifikanten Veranderungen. Die Veranderung der Rissanzahl
wahrend des AbkuUhlprozesses kann gegenuber dem Aufheizprozess vernachlassigt
werden. Wahrend der Abkluhlphase werden nur wenige neue Risse aufgrund des
lokalen ~ Spannungsabbaus auf Kornebene gebildet. Deshalb  werden
Rissaufweitungen oder —schlieBungen im Wesentlichen durch die Deformationen der
unterschiedlichen Mineralkomponenten und deren Interaktion auf Kornebene
hervorgerufen. Obwohl wahrend des Abkuhlpozesses die Anzahl der Mikrorisse nur
unwesentlich verandert wird, verandert sich das Spannungs-Dehnungs-Verhalten
stark, beeinflusst durch die Rissdeformationen.
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1 Introduction

Investigating rock behaviors under real-time high-temperature conditions is important
for the rock constructions that are expected to withstand elevated temperatures.
Although the mechanical behaviors of thermal-damaged rocks after heat treatments
(AT) have been widely studied at ambient temperature, the investigation of real-time
cracking behavior under thermal loading is insufficient (Ma et al. 2020; Yang et al.
2021). Granite is one of the most common and interesting rocks in rock engineering
practices. For instance, it is considered as the host rock for nuclear waste disposals,
target formation for deep geothermal energy projects, and used as construction
material for historical buildings, monuments, and sculptures (Wang and Konietzky
2019). In recent years, more and more researchers have conducted granite property
tests under real-time temperature (RT) conditions. For example, Yin et al. (2016)
performed the uniaxial compression tests on granite samples after high-temperature
treatment (AT) and under high temperatures up to 800°C. They found that compared
with AT granite, the brittle-ductile transition critical temperature is lower, the peak stress
and the elastic modulus are smaller, while the peak strain and damage are greater
under RT conditions. Kumari et al. (2017) conducted real-time tri-axial experiments on
granite with confining pressures of 10-90 MPa and peak temperatures of 25-300°C. It
was found that the increasing temperature leads to both the increase and decrease of
the granite strength and shear parameters in the selected temperature range. Wang et
al. (2018) conducted uniaxial compression tests on both RT and AT granite samples
and compared the stress-strain behaviors of the samples under different thermal
treatments. It was seen that the peak stress and elastic modulus of the RT samples
were lower than the AT samples, while the peak strain behaved oppositely. Ma et al.
(2020) developed a real-time high-temperature true triaxial system to test the effects
of temperature and horizontal stress on the mechanical behaviors of granite under real-
time high temperatures (up to 400°C). They found that RT had a greater influence than
AT on cohesion. This phenomenon was attributed to the coupling action of horizontal
stress and real-time high temperature.

The different mechanical responses of RT and AT granites are generally explained as
the microstructure variations affected by different thermal loadings (e.g., cooling
process). However, direct observation of thermal cracking evolution in granite is usually
lacking to support the speculations. The major obstacle to conducting the thermo-
mechanical tests is that the current apparatus for crack observation cannot be applied
in high-temperature conditions. As a result, investigations on thermally damaged rocks
have usually been performed on the samples after cooling to room temperature.
However, the AT sample inevitably has cracking networks consisting of cracks partly
formed during the heating and partially generated during the cooling. Comparative RT
and AT measurements on thermally treated samples, such as ultrasonic wave
velocities and image analysis, cannot discriminate between heating-induced cracks
and cooling-induced cracking behaviors (Browning et al. 2016). However, the cooling
process could significantly change the microstructures formed during the heating
process (Nordlund et al. 2014; Zhang et al. 2021) due to cooling thermal gradient,
material contractions, different mineral thermal expansion behaviors, etc. (Glover et al.
1995; Sippel et al. 2007). For example, Browning et al. (2016) speculated that many
more cracks were generated in igneous rocks during cooling and that their average
size is larger based on AE output measured contemporaneously with temperature
during both heating and cooling.

Nevertheless, the visualized thermal cracking in rocks under thermal loads can only
be hypothesized based on the microstructure observations after cooling to room
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temperature in the laboratory. In this study, a thermo-mechanical coupled grain-based
granite model will be used to gain insight into the difference between the RT and AT
granite. The heating and cooling effects on the cracking behavior of granite under real-
time high temperatures will be understood.

2 Numerical model set-up
2.1 Basic laws of grain-based model and heat conduction

In this section, Eibenstock granite (EG) is selected as a typical crystalline rock. The
composition of the EG is characterized by 50% feldspar, 44% quartz, and 6% mica.
The heterogeneous characteristic can be simulated as a dense assembly of rigid or
deformable blocks that interact at their contacts in UDEC. The discrete blocks can
detach and new contacts can automatically be detected so that fractures can be
simulated at the grain (or block) boundary opening (Ghazvinian et al. 2014). Voronoi
tessellation is used for generating the random polygonal grains in UDEC models.
Fracture initiation and propagation occur along the Voronoi block boundaries in UDEC
GBMs once the local stresses exceed the micro-strengths of the contacts. A joint
constitutive law including both temperature and crack-slipping displacement (Wang et
al. 2022b) is adopted in the GBMs in this study (see Fig. 1). For the intact contact, the
maximum tensile normal force Tiemp-max and shear force Siemp-max considering thermal
effect (see Fig. 1) given by:

Ttemp—max = _O-temp—t A% = ftemp—to-to A\: (1)

S Ac+F"tan g, = f, .C,Ac+F" tan(f,. 0) (2)

temp—max = Ctemp temp-c

where 0oy, Co, and @o are the initial tensile strength, cohesion, and friction angle. Ctemp,
¢Premp, and Owempt are temperature-dependent cohesion, friction angle, and tensile
strength, respectively. fiemp-c, ftemp-0, aNd fiemp-t are the temperature-dependent functions
of the corresponding strength parameters. For the shear failures considering both
thermal and displacement impacts, the residual shear parameters are adjusted in the
following manner:

Cdisp — fdisp C — fdisp f C (3)

temp—res res—c “temp res—c ' temp—c -0

disp _ gdisp _ gdisp
qotemp—res - fres—goqotemp - fres—<p ftemp—<p¢0 (4)

Sdisp — Cdisp AC + F n tan ¢disp

temp—res temp—res temp—res

:(fdispf

res—c temp—c

n dis (5)
C)Ac+F"tan(fe® f. . o)

res—go

where ciw, ..and @i .. are the residual cohesion and friction angle depending on both

contact slipping displacement and temperature; the Sgir,... is the residual maximum
shear force taking both contact slipping displacement and temperature into account.
For EG, the weakening-strengthening functions considering thermal effects and
contact slipping displacement are back-calculated through laboratory data as

documented in a previous paper (Wang et al. 2022b).
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Fig. 1:  Numerical model set-up of the UDEC GBM and the TM coupled constitutive law
considering the thermal effect and joint slipping displacement of the contact

Heat transfer can be simulated as isotropic transient heat conduction in UDEC models.
The basic law of thermal conduction is known as Fourier’s law, where the heat transfer
rate is proportional to the negative temperature gradient in the energy direction flow.
This observation during the unidirectional conduction process can be expressed as
(Fourier and Freeman 1878; Itasca 2018):

a
U ox j

Qi =k (6)

where the Qi is the heat flux (W/m?) in the positive i-direction, ki is the thermal
conductivity tensor (W/mK), and oT/0x; is the (negative) temperature gradient (K/m) in
the direction of heat flow. The minus sign means that the conduction occurs in the
direction of decreasing temperature. The heat capacity of any substance is the amount
of heat required to raise the temperature of that substance by one degree Celsius or
Kelvin. The specific heat capacity (also simply specific heat) of a substance is the heat
capacity (J/kg/K) of that substance (Waples and Waples 2004). Therefore, another
basic law of temperature change can be written as:

ﬁ _ Qnet

= 7
a mc,

where the Qnetis the net heat (J/s) flow into mass M (kg), Cp is the specific heat (J/kg/K).
For two-dimensional conduction, the diffusion equation can be obtained by combining
Eqg. 6 and Eq. 7, as given by:
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where p is the mass density (kg/m?). This equation governs the thermal conduction in
the numerical model. For blocks in contact, the heat transfers across the joints without
resistance. A thermal tolerance was set for blocks separated by thermal-induced
cracks (Wang and Konietzky 2022). Gridpoints within tolerance (length) from each
other are treated as one for thermal calculations.

2.2  Thermo-mechanical coupling process

The development of thermal-induced displacements and stresses can be coupled with
transient heat transfer at any time during the simulation. Temperature change resulting
from stress application is neglected since the energy changes for quasi-static
mechanical problems are usually negligible. The temperature changes in a triangular
zone will cause stress and strain changes (ltasca 2018):

Aoy =-06;3KaAT, Ag; = 6,0, AT (9)

where Agij is the change in stress, Acij is the thermal strain increment, dij is the
Kronecker delta (0ij = 1 for i = jand 0 for i # j), K is the bulk modulus, « is the linear
thermal expansion coefficient, and AT is the temperature change. Before running the
thermal calculation, the configured model (geometry, material model and properties,
boundary conditions, internal conditions, etc.) is equilibrated mechanically. Thermal
steps were specified to allow thermal calculation, where the thermal stress will be
added to the zone stress state before applying the constitutive law (Itasca 2018). The
mechanical calculation is activated once the thermal steps are exceeded. The
mechanical calculation will stop when the maximum number of mechanical steps is
reached or the maximum unbalanced force ratio becomes smaller than 107°. The
thermal cycle switches automatically to mechanical steps during the whole coupling
process. This procedure is repeated until the desired calculation is finished.

3 Uniaxial compression tests of thermally-damaged granite in simulation

The rectangular with a diameter of 50 mm and a height of 110 mm was generated for
uniaxial compression tests (see Fig. 2). The Voronoi blocks were randomly defined
according to the mineral percentages in EG. The thermo-mechanical properties were
then assigned to relevant minerals and contacts, as documented in Table 1.
Coefficients of linear thermal expansion (CLTE ) of crystals during a heating-cooling
cycle (see Fig. 3) were derived and calculated based on the data taken from the
previous documents (Sorrell et al. 1974; Baldo and Santos 2002; Sippel et al. 2007).
The a«<f quartz transition temperature is observed to have a hysteresis of about
2.5 °C (Sorrell et al. 1974), therefore, the a—f and B—a quartz transition temperatures
during heating and cooling were set to 573 °C and 570 °C, respectively. The maximum
CLTE of B—a (750x10%7°C) is set to be slightly lower than the value of
a—fB (800%10 /°C) transition. The samples were heated to target temperatures of 400
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and 600°C with a rate of 10 °C/min and kept at the target temperature for a uniform
temperature distribution across the whole sample. After cooling slowly to room
temperature, the thermally damaged sample was sent to be compressed, as shown in
Fig. 2. In the uniaxial compression simulation, a constant velocity of 0.021 m/s was
applied to the end and bottom of the sample directly. The loading rate was calculated
based on a velocity-calculation equation found in a previous study (Wang et al. 2022a).
Nine evenly distributed history points on each boundary of the rectangular sample were
used for measuring the stress-strain behaviors. Three different random Voronoi
tessellations with the same nominal mineral percentage were generated for each target
temperature. The test results are documented in Fig. 4. The simulated stress-strain
curves and the failure modes show a good agreement with laboratory test results,
indicating the validation of the numerical models.
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Fig. 2: Thermo-mechanical testing of the simulated granite sample
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Table 1: Thermo-mechanical properties of the Voronoi blocks and contacts

Physico-mechanical properties

Pm Vm Em Pct. Pm Cm Otm Kn®)
(kg/m?) (-) (GPa) % °) (MPa) (MPa) (GPa/m)
30 60.0 13 119802
Quartz 2650 0.16 375 44 15 40.0 7 51376
F-F@ 25 50.0 11 74105
Feldspar 2620 0.19 225 50 Q-F@ 275 550 12 119802
. Q-M® 225 50.0 10 119802
Mica 3050 0.22 15 6 F-M®) 20 45 90 74105
Thermal properties
(5)
Property a® (V\ll(/m Co
-6

Mineral (1077K) K) (J/kg K)

Quartz 13.40 7.70 750.0

Feldspar 3.20 2.38 640.0

Mica 12.81 2.01 769.5

() micro-density(om), micro-Young’s modulus (Em), micro-Poisson’s ratio (vm), micro-cohesion (cm), and micro-friction angle (¢m) were
originated and calibrated from the reference (Wang and Konietzky 2022);

() Contacts within quartz, mica, feldspar are denoted as Q-Q, M-M, F-F, respectively

@) Contacts between quartz-feldspar, quartz-mica, feldspar-mica are denoted as Q-F, Q-M, F-M, respectively; they are assumed to be
the mean strength of the adjacent mineral grains;

@ For contact between adjacent materials, the stiffness was calculated based on k,=5(K + 4G /3)/ Az, » Where Kand G are the

bulk and shear moduli, respectively; and Azmin is the smallest width of an adjoining zone in the normal direction (Itasca 2018). The shear
stiffness (ks) was set as kn/4 for all the simulations.

©) Thermal properties of a: (CLTE), k (thermal conductivity), Cp (specific heat) were originated and calibrated from the reference (Wang

and Konietzky 2022). Except for the CLTE, both k and C, are assumed to be temperature independent during a heating and cooling
cycle

®) The CLTE of quartz during cooling follows the temperature-dependent curve in Fig. 3. The CLTE of mica during cooling was set as
1/2 of the values during heating since the mica grains accounted for only 6% and experienced no reversible phase transition.
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Fig. 3: Linear thermal expansion coefficients of crystals during a heating-cooling cycle.
CLTE (i.e., at) were derived and calculated based on the data taken from the
previous documents (Sorrell et al. 1974; Baldo and Santos 2002; Sippel et al. 2007)
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Fig. 4: Stress-strain curves and failure modes of granite specimens after uniaxial
compression tests in the laboratory and numerical simulation. The laboratory data
were obtained from an earlier study (Wang et al. 2022b)

4 Cooling effect on the mechanical responses of thermally treated granite

Fig. 5 shows the p-wave velocity of AT laboratory samples and the thermal crack
number of the simulated sample during a heating and cooling cycle. The microcrack
number increases progressively during the heating process, but the number remains
roughly constant during cooling. In agreement with the laboratory p-wave velocity
measurement, the simulation results show that the microcrack number in AT granite is
dominantly due to the heating stressing temperature. Only a small portion of new
microcracks is generated during the cooling process. This is because the micro-
cracking behavior is mainly related to the accumulated tensile stresses around the
mineral grains with smaller thermal expansion coefficients (e.g., feldspar) and once the
local stress exceeds the micro-contact strength inducing new microcracks, a contact
strength-stress equilibrium will be reached; as a result, during the cooling process new
micro-cracks are not likely to form since the established equilibrium is hard to be
violated during slow temperature change (Wang and Konietzky 2022).
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Fig. 5: P-wave velocity and simulated crack number at different heating stages. The p-wave
velocity of granite after heat treatment was obtained from (Wang et al. 2022b)

Besides the crack number, microcrack type and deformation also change significantly
during a heating-cooling cycle. Due to the continuous expansions of mineral grains,
especially the sharp volume increase in a—f3 quartz transition, shear microcracks start
to grow continuously after 500°C up to 573°C (Fig. 6a). The progressively induced
shear cracks indicate that the heating-induced microstructural changes (especially
those around the quartz transition) can enhance the interactions among different grains,
leading to increased local compression and tension as well as shear motions at the
grain size level. Fig. 6b shows the shear-crack displacements at different temperatures
and after cooling processes. During heating, the crack slipping displacement keeps
increasing with rising temperature. The slipping displacements of microcracks under
600°C temperature is mostly over three times larger than the value under 400°C.
Therefore, both new crack initiation and earlier-formed crack deformation are the
dominating processes below the temperature of the a—f quartz transition during the
heating process. Although the microcrack number during cooling does not show
obvious variations from 600°C and 400°C cooling down to 25°C (see Fig. 5), the cracks
deform dramatically during the cooling stage. The microcracks show either increase or
decrease in slipping displacement during cooling (see Fig. 6b). This means that the
cracking behavior during cooling is more complicated than during the former heating
stage, featured by further slipping, contraction, widening or closing of the heating-
formed cracks as well as a few newly induced cracks (Wang and Konietzky 2022).
Newly induced microcracks during cooling are very rare due to the released stress
concentrations of the local mineral grains. Crack slipping or contraction is mainly due
to the different crystal deformations and interactions. If a mineral grain experiences a
significant volume reduction during cooling, the neighboring grains are affected by the
motions of the deforming grains. The adjacent mineral grain segments with broken
contacts can be moved by the mutual effect of the block edge interactions. These
interactions are directionless and highly dependent on the mineral clustering patterns,
which explains why crack slipping and contraction of the earlier formed cracks can
happen simultaneously.
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Fig. 6: Thermal cracking behaviour of EG during heating and cooling. (a) Tensile (red) and
shear (aqua) microcracks induced during heating and cooling processes; (b)
Absolute contact shear displacements of the numerical specimens with different
heat treatments

Although the crack number during cooling does not show obvious changes, the macro-
behavior of the thermally damaged granite sample under loading can be significantly
influenced by these microstructure variations. The uniaxial compression tests were
carried out on RT and AT samples under target temperatures and after cooling down
to room temperature. The simulated stress-strain curves and the final failure modes
are presented in Fig. 7. The nonlinear densification stage of the curves prolongs with
rising temperature, indicating a higher microcrack density at the beginning of the
loading for the 600 °C samples. Compared with the stress-strain curves after
temperatures, the slopes and the peaks of the RT samples becomes smaller. This
characteristic agrees with most granites as documented in a previous study (Wang et
al. 2020).

85



400°C-1-AT
= === 400°C-1-RT
400°C-2-AT
= === 400°C-2-RT

400°C-3-AT

400°C-3-RT
— 600°C-1-AT
= === 600°C-1-RT
— 600°C-2-AT
= === 600°C-2-RT
600°C-3-AT
- === 600°C-3-RT

Axial stress [MPa]

0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012 0.014
Axial strain [-]

Fig. 7: Stress-strain curves and final failure modes of EG samples at 400 °C and 600 °C

5 Thermal cracking behavior of granite at grain-size level

To further check if the thermal-cracking characteristic also applies to other granite,
another granite model was built based on Rizhao granite CT images. The average
uniaxial compressive strength (UCS) of Rizhao granite is about 180 MPa, and the
average Young’s modulus was 31.7 GPa; The main minerals of the granite are quartz
(37%), plagioclase (36.2%), K-feldspar (20.6%), mica (2.7%), calcite (2.5%), and clay
minerals (1%) (Fan et al. 2020). In laboratory tests, the granite specimens were
preheated to high temperatures at a heating rate of 2.5 °C/min to avoid possible
thermal shock influence during the heating phase and were kept at the target
temperature for three hours. Then, the specimens were slowly cooled to room
temperature in a turned-off oven. Granite specimens after cooling treatments were
scanned by the Nano Voxel-2200 series high-resolution CT scanning system (Fan et
al. 2020).

5.1  Grain-based model set-up

The morphological characteristic of grains in granite is replicated by using the digital
image processing (DIP) technique. Fig. 8a shows the CT image of the selected granite.
The CT image was first converted to an 8-bit grayscale image with a size of
100%100 pixels using the image processing program ImageJ. The intensity (i.e., image
brightness) range of an 8-bit grayscale image is [0,255]. Each pixel has one of the 256
possible intensities which is the so-called grey level. The pixel data matrix was then
outputted and interpreted in the numerical code. The Voronoi element (i.e., block) with
the same position or smallest distance to the pixel was assigned the corresponding
grey value from the data matrix (see Fig. 8c). Numerical elements with specific grey
values (i.e., within defined thresholds) can represent different grains. The threshold
values of 164 and 217 divide the grayscale image into anastomotic patterns with the
crystal morphology. Therefore, the elements with grey values in the range of [0,164],
(164,217), and [217,255] were set as feldspar, quartz, mica, respectively.
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Fig. 8: Scheme of generating the numerical model from the CT image. (a) In the CT image,
the lighter color regions indicate high-density minerals, and the gray color regions
indicate low-density minerals; mica minerals are shown in white, feldspars in dark
gray, and quartz minerals in light gray (Fan et al. 2020)

5.2  Laboratory and Simulation results

Fig. 9 shows the CT images of the granite cube after heating-cooling treatments. The
pores and cracks were illustrated in black. Only a few visible micro-cracks were
generated in the feldspar minerals of granite after 400 °C heat treatment. The
microcracks were then widened significantly after 600 °C heat treatment, especially in
feldspar grains. The numerical simulation can reproduce the cracking patterns in the
thermal-damaged granite samples. In order to better understand the cracking behavior,
the real-time crack distributions of the sample at different heating-cooling stages are
plotted in Fig. 10. The number of microcracks increases progressively up to 600 °C,
while the value is hardly changing during the whole cooling process. The thermal-
induced microcracks formed in lower temperatures will be continuously widened with
rising temperature and show a dramatic increase in width around the quartz transition
temperature (see Fig. 11). The normal displacements of thermal-induced cracks also
illustrate the cracking deformation behaviors during cooling. Most crack openings
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decreased with the cooling-contraction effect during the cooling process (see Fig. 12).
This is in agreement with the laboratory and simulation results of EG samples.
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Fig. 9: 2D cross-sectional images of the granite sample at different temperatures in z-
direction after cooling treatments. The laboratory data were obtained from (Fan et al.
2020)
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Fig. 10: Microcrack number during a heating-cooling cycle
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Fig. 11: Normal displacement of cracks in granite during a heating-cooling cycle
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Fig. 12: Normal displacement of cracks in granite during 600°C heating and after cooling to
room temperature.

6 Conclusions

In this study, a thermo-mechanical coupled grain-based granite model was used to
gain insight into the heating and cooling effects on the cracking behavior of granites
under real-time high temperatures. The random distribution and DIP technique were
used to duplicate the morphological characteristic of mineral grains of granite in UDEC
models. Numerical simulation shows that the thermal-induced microcracks of granite
initiate around 75°C. Below the a- quartz transition temperature at 573°C, new crack
initiation and earlier-formed crack widening are the main microstructure changes in
granite. After 400°C, more and more cracks induced at lower temperatures have been
gradually widened. The sharp volume increase due to a-B quartz transition can
significantly widen the earlier formed microcracks. During the cooling process, the total
number of microcracks does not show significant changes, while the crack widths
change dramatically. The cracking behavior during cooling is featured by the further
widening, contraction, or closing of the heating-formed cracks as well as a few induced
cracks caused by the cooling-thermal gradient.

The principal mechanisms of thermal cracking behaviors in the heating and cooling
stages are different. During heating, the stresses were generated in the neighboring
mineral grains with minor thermal expansion (e.g., feldspar) to constrain the volume
increase of the mineral grains with a larger expansion coefficient (e.g., quartz). The
microcracks were generated once the normal stress exceeds the contact strength,
resulting in an equilibrium state between grain strength and stresses. During the slow
cooling process, the newly induced microcracks were very few due to the released
stress concentrations of the local mineral grains. Therefore, the crack widening or
contraction is mainly due to the different mineral block deformations and interactions
at the grain scale level. The significant mineral grain contractions during cooling can
affect the motions of the neighboring mineral grain segments with broken contact,
leading to either crack widening or contraction.

In summary, both the heating and cooling processes significantly influence thermal-
induced cracks. During the heating process, cracks are mainly initiating and being
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widened; during the cooling process, new cracks are rarely generated, while the
increase and decrease of crack widths are the most important microstructure changes.
Therefore, it is impossible to accurately study the real-time high-temperature thermal
cracking only by observing the crack pattern of the heated rock sample at room
temperature in the laboratory. As a promising method, numerical simulation is
indispensable in understanding the actual real-time thermal fracture mechanism of
rocks under thermal loading.
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Laminar and turbulent flow
in rough-walled rock fractures

Laminare und turbulente Stromung in rauhen Gesteinskliften

Maxim Finenko, Heinz Konietzky
Geotechnical Institute, TU Bergakademie Freiberg
Gustav-Zeuner-Strale 1, 09599 Freiberg

Abstract

Existing studies of the fluid flow in rough-walled rock fracture are generally focused
on the laminar flow regime which is subdivided into i) fully viscous (Darcy), ii) weak
inertial and iii) strong inertial (Forchheimer) regimes. We construct realistic 2D
fracture models from a 3D scanned surface of a fractured rock sample and simulate
fluid flow through the model with open-source CFD toolbox OpenFOAM. We examine
both laminar and turbulent regimes and the laminar--turbulent transition, obtaining
the time-averaged flow fields via steady-state RANS simulation and employing
various industry standard turbulence models. Developed workflow is shown to
perform reliably for wide range of Reynolds numbers and fracture geometries,
including both shear displacement and artificial small-scale wall roughness.

Zusammenfassung

Die vorhandenen Studien der Fluidstromung in rauhen Gesteinskliften befassen sich
meistens mit dem laminaren Stréomungsregime, welches dann in folgenden Regimen
unterteilt wird: i) vollig viskos (Darcy), ii) schwach inertial, und iii) stark inertial
(Forchheimer). Wir erzeugen realistische 2D Kluftmodelle aus einem 3D Scan der
Oberflache einer gespalteten Gesteinsprobe, und simulieren die Fluidstromung mit
open-source CFD Toolbox OpenFOAM. Wir untersuchen sowohl die laminare und
turbulente Stréomungsregimen als auch den laminar—turbulenten Ubergang, und
erfassen die zeitgemittelten Stromungsfelder via stationarer RANS Simulation mit
Hilfe von industrielblichen Turbulenzmodellen. Das entwickelte Workflow funktioniert
zuverlassig fur einen breiten Bereich von Reynoldszahlen und Kluftgeometrien,
einschliellich sowohl die Scherverschiebung als auch die kunstlich angebrachte
kleinperiodische Wandrauhigkeit.
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1 Introduction

Fluid flow through rough-walled fractures is an important subject of studies in the field
of applied geosciences. In various rock formation types the permeability of the matrix
is low enough to allow fluid transport only via networks of interconnected fractures.
Good examples of such low-permeable formations are crystalline rocks such as
basalt or granite; these rock types have to be often dealt with in various applications
such as geothermal energy extraction, radioactive waste disposal or carbon capture
and storage.

The problem of fluid flow in rough-walled rock fracture can be roughly subdivided into
i) 'rock’ part dealing with the construction of the fracture geometry model and ii) 'fluid'
part dealing with the actual fluid flow modeling. We addressed the first part at length
in Finenko and Konietzky (2021), proposing a fully 3D fracture aperture metric based
on Hausdorff distance. In this article we would focus on the second part of fluid flow
modeling.

Classical approach assumes local validity of cubic law (Witherspoon et al., 1979) for
every element of the fracture surface, which implies smoothly varying aperture; this
type of flow is purely viscous and is governed by Reynolds lubrication equations
(Brown, 1987). Next, Stokes creeping flow allows fully arbitrary aperture with stark
variations (Mourzenko, 1995). Finally, solution of full Navier—Stokes equations lifts all
constraints on Reynolds number of the flow (Re <= 1 for Reynolds and Stokes flows),
being first implemented for a 2D case by Skjetne et al. (1999) and for 3D case by
Zimmerman et al. (2004).

2 Problem statement

We aim to model fracture flow for both laminar and turbulent flow regimes, which
increases considerably the complexity of the numerical implementation. Industry
standard turbulence models such as SKE or SKW (standard k— w or standard k— w,
respectively) were developed for a RANS (Reynolds-Averaged Navier—Stokes)
simulation approach, averaging out all length scales of turbulent fluctuations and
yielding averaged flow fields (e.g. velocity, pressure). If the simulated flow is
stationary, a steady-state implementation is often used. In our case, fluid flow
through curvilinear rough-walled fracture is expected to be non-stationary except for
the low Re range of fully viscous laminar flow. Still, as we evaluate the overall
fracture permeability, short-periodic fluctuations are of less interest to us, so that a
steady-state approach may be viable.

3 Fracture models

We construct our 2D fracture models from a 3D scan of a fractured basalt sample.
First, we build a realistic 3D fracture model, aligning both upper and lower surfaces
seeking for a minimal overall aperture, which corresponds to the best possible
matching of the surfaces. Resulting 'no shear' model is then sheared in x-direction by
0.5, 1, 1.5, 2 and 3 mm, respectively, maintaining the 'no contact' rule by applying
necessary vertical shift for each position. We thus obtain 6 different 3D sheared
models, from which we cut out a single 2D profile with an average JRC of 15.02
(following Tatone and Grasselli, 2010). Resulting 2D sheared models are presented
in Figure 1, with respective roughness and aperture metrics in Table 1.
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Secondly, we generate 3 levels of small-scale roughness from bandpass-filtered
random noise (noise A, B, and C, respectively), and add it to the initial model,
producing 3 additional 'roughened' models, which are shown in a zoomed-in view in
Figure 2 (due to high aspect ratio h/L~ 333 of the model roughness is barely
discernible otherwise). We point out that while mean vertical fracture aperture
havg=0.379 mm is per definition not influenced by the added roughness, mean
Hausdorff distance davg decreases by ~19% from 0.363 to 0.295 mm.

Fig. 1: Scan-based 2D models, increasing shear displacement: Ax=0, 0.5, 1, 1.5, 2 and
3 mm. Note that model length (initially L=10 cm) diminishes with increasing shear.
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noise A

noise B
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Fig. 2: Scan-based 2D models, increasing random noise roughness: zoomed-in view of the
first 1 cm of the 10 cm-long models.

JRC G2p Nmin hmax havg Yh dmin dmax davg Yd

increasing shear

0 mm 15.02 15.71 0.241 0.688 0.379 0.047 0.241 0.658 0.364 0.044
0.5 mm 15.03 15.88 0.569 1.559 1.014 0.154 0458 1.224 0.972 0.152
1 mm 15.03 15.83 0.891 2.597 1.674 0.283 0.754 2.083 1.604 0.277
1.5 mm 15.11 15.93 1.121 3.552 2.206 0.403 0.965 2966 2.117 0.396
2 mm 15.10 15.87 1.221 4208 2574 0513 1.135 3.677 2475 0.507
3 mm 15.15 15.87 1.306 5.168 3.114 0.720 1.109 4.885 3.001 0.712
increasing roughness

orig 15.02 15.71 0.241 0.688 0.379 0.047 0.241 0.658 0.364 0.044

+ noise A 16.04 17.43 0.242 0.685 0.379 0.047 0.226 0.661 0.361 0.046

+ noise B 17.52 25.26 0.242 0.687 0.379 0.047 0.156 0.662 0.341 0.054

+ noise C 19.84 43.05 0.241 0.688 0.379 0.047 0.100 0.663 0.295 0.081

Table 1: Geometry of the simulated 2D fracture models: roughness metrics JRC, Grasselli
Ga2p (averaged from top and bottom surfaces); vertical aperture h and Hausdorff
distance d (in mm).
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Fig. 3: Steady-state vs transient simulation of a non-stationary laminar flow at Re=2000:
plots of pressure difference Ap for steady-state (left) and transient (right)
simulations.
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4 CFD simulation setup

Generated 2D fracture models are fed into the typical CFD workflow, which typically
consists of i) meshing, ii) flow simulation and iii) post-processing steps.

Meshing. For a 2D case there are virtually no constraints on the cell count, which
allows us to employ high-resolution meshes with cell size ~10 um. One notable
complication arises due to the wall functions required by the turbulence models; such
functions are primarily dependent on the dimensionless wall distance y*, which in
turn varies with flow velocity.

Flow simulation. As mentioned earlier, we choose a runtime-efficient approach and
employ a steady-state RANS simulation. For a stationary flow, steady-state
simulation converges to an exact solution; however, for a non-stationary flow we
obtain a time-averaged flow field; for a turbulent flow (which is per definition non-
stationary) RANS approach averages out (i.e. models, not resolves) turbulent
fluctuations on all length scales. In the case of an undulating fracture flow where we
deal with both laminar and turbulent non-stationary flow regimes, steady-state
simulation always provides a statistically-averaged picture where dominant flow
paths are augmented while random vortices are averaged out. Clear advantage of
this approach is the ability to simulate for a large number of geometries and wide
range of Reynolds numbers.

To verify the viability of steady-state approximation, we choose the non-stationary
laminar flow at Re=2000, which provides most large-scale vortices and run both
steady-state and transient simulations. Pressure drop fluctuations are presented in
Fig. 3 (time axis for steady-state deals with pseudo-time iterations). Most important
takeout is that in both cases pressure drop fluctuates around the same average
value.

A further clarification has to be made with respect to the laminar—turbulent transition
zone. In the smooth pipe flow Re of the transition may lie anywhere between 2300 —
10000 (or even higher); roughness, curvature and variable aperture tend to shift the
transition towards the lower limit of ~2300, which is a commonly accepted threshold.
Exact modeling of the laminar—turbulent transition is in itself quite complex area of
CFD and lies outside of the scope of this study. We chose to implement a simpler
approach and simulate both laminar and turbulent regimes in the overlap zone
between Re=1-10000.

Post-processing. As the main quantitative output parameter, we evaluate fracture
permeability k which is calculated from the pressure drop—volumetric flowrate (Ap, Q)
value pair. As an addition we employ Darcy friction factor f which is quite common in
pipe flow studies; most notably, friction factor for rough-walled straight pipes is given
by the Moody's chart and implicit Colebrook—White equation (which in turn is closely
approximated by the Haaland equation).

Apart from the bulk parameters, for each simulation we obtain several fields of flow
parameters (p, U) and turbulence quantities (v, k, w, depending on the chosen
turbulence model). As mentioned earlier, these fields are in fact time-averaged
representations of the actual (stationary or non-stationary) flow pattern.
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5 Results and discussion

In Figures 4 — 6 we present the obtained results for two groups: i) increasing shear
displacement, and ii) increasing roughness. Due to huge variation in Re (0.1 to 10°)
and k, f all plots are in log-log scale. Note the dashed black, green and red lines in
f(Re) plots, which denote laminar (96/Re) and turbulent (Blasius and Haaland)
scalings, respectively; laminar scaling is not met by the data as we deal with the
curvilinear (instead of a straight) flow channel of a variable aperture - all data points
are above the scalings due to the additional friction. Square and diamond markers
denote laminar and turbulent solver modes.

5.1 Influence of increasing shear displacement

Growing Ax leads to a rapid increase in mean aperture hayg (cf. Table 1). Permeability
k increases accordingly, with the largest increment happening between 0 and
0.5 mm. With growing Re we observe the same non-linear downward slope as in
Zimmerman et al. (2004), although the onset of non-linearity clearly occurs earlier for
wide 2 and 3 mm sheared models. Laminar—turbulent transition results in a sharp
decrease in k, which is reflected by the vertical gap between two solver modes. This
gap is larger for the narrow 0 and 0.5 mm models and virtually non-existent for wide
2 and 3 mm models. For turbulent regime at the upper end of the Re range, friction
factor data follows the (shifted) Haaland scaling; while permeability continues to fall
as ~ 1/Re.
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Fig. 4: Influence of increasing shear displacement: permeability (left) and friction factor
(right). Squares denote laminar, diamonds — turbulent solver regimes.
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Fig. 5: Influence of increasing roughness: permeability (left) and friction factor (right).
Squares denote laminar, diamonds — turbulent solver regimes.
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5.2 Influence of increasing roughness

Applied random noise-based roughness drastically increase surface roughness (cf.
Table 1); resulting y/h (standard deviation of roughness to average aperture) ratios
are 0.064, 0.115 and 0.265 for noise A, B and C, respectively.

As roughness increases, initial (Ax = 0 mm) f and k curves are transformed, yet in a
different manner. Similar to Moody's chart or Nikuradse experimental data, friction
factor curves switch from Blasius or Haaland scaling (~1/Re) to Re-independent
Strickler scaling which is solely controlled by the wall roughness (i.e. y/h ratio) — this
corresponds to switch from hydraulically smooth to hydraulically rough wall as flow
velocity and Re increases.

5.3 Flow field analysis

Velocity. Zoomed-in views of the velocity fields for laminar and turbulent flow regime
are shown in Figures 6 — 7. We observe a gradual transition between i) viscous
laminar regime (symmetric velocity profile with maxima along the fracture centerline)
at Re=0.1 to ii) inertial laminar regime at Re = 10? (asymmetric velocity profile, yet
the flow field is still stationary), to non-stationary inertial laminar regime with onset of
non-stationary vortex-shedding at Re = 103, (although bulk Re number of the flow is
still well below critical Re = 2300). Same impinging flow tube pattern reported by
Skjetne et al. (1999) is clearly visible, following the shortest and most energy-efficient
trajectory through the fracture bends. Roughness increase allows for much easier
and more abundant vortex generation at every asperity. In turbulent flow (Figure 7)
regime velocity fields are largely similar — all non-stationary fluctuations are properly
averaged out by the turbulence model. Note that flow tubes expand with growing Re
and decreasing wall roughness. It follows that all vortices visible along the sawtooth
pattern of the roughest (noise C) model are de facto stationary; the energy lost by the
fluid due to all these detours is reflected by the large increase of the friction factor.

Turbulence parameters. We employ two-equation standard k — w (SKW) turbulence
model; k denotes turbulence kinetic energy while w stands for its specific dissipation
rate, with vt = k/w. Obtained parameter fields are presented in Figure 8. In every
model we observe the same interplay between turbulence parameters (vt, k, w) and
velocity: high-velocity flow tubes correspond to minima in k, w; flow tubes are
bordered by thin stripes or jets of very high k, w corresponding to both high
production and dissipation of the turbulence kinetic energy. Turbulence generated at
every encountered sharp feature is then carried along by the flow, leading to swept-
back plumes of high k and vt further downwind; the distinction is that vt = k/ takes
into account the dissipation near the walls, where w is high and vt is low; vt is thus
higher along the main flow path and especially in the recirculation zones.

6 Conclusions

We present results of our CFD simulations of both laminar and turbulent flow in a 2D
rough-walled rock fracture. Our data complements the results obtained by Skjetne et
al. (1999) for the viscous and inertial stationary laminar flow regimes, extending the
Re well into the turbulent range. Furthermore, we implement a range of realistic scan-
based 2D models with stark variations of mean aperture in the range of ~0.3 — 3 mm,
with the respective Az shift determined from the 3D fracture model; as well as
different degrees of artificial wall roughness. Having obtained the permeability and
friction factor data for variations of both roughness and shear displacement, we draw
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a logical albeit rather obscure and neglected parallel to the well-studied area of
laminar and turbulent flow in rough and curvilinear pipes and ducts. Performed flow
field analysis provides an exhaustive visualisation of the flow specifics and allows us
to gain insight regarding the distribution and mutual interaction of the flow and

turbulence parameters.
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Fig. 6: Flow fields, zoomed-in view, increasing roughness. Top to bottom: velocity plots for
laminar flow regime, Re = 0.1, 102, 103.
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Fig. 7: Flow fields, zoomed-in view, increasing roughness. Top to bottom: velocity plots for
turbulent flow regime, Re = 103, 5-103, 10°.
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Abstract

Anisotropy, i.e. the variation of any given property of the material with direction, can
have a significant effect on the material response to loading. It is present in most types
of geomaterials, ranging from granular soils to hard rocks. In clays and rocks the ani-
sotropy is present in their natural state also in the absence of load, though seldom
observed with imaging methods. Such anisotropy, often called ‘inherent’, is becoming
of increasing relevance for a number of applications in rock engineering, for example
tunneling, nuclear waste disposal and reservoir engineering and is the subject of the
present work. The different approaches for the simulation of the elastoplastic response
of intact rock from the literature are summarized and discussed. Experimental results
on a weak calcitic sandstone are used as reference. The anisotropy of the elastic re-
sponse is taken into account. For the determination of the yield point the projection
method is used and different projections are discussed. The flow rule is the least in-
vestigated part of anisotropic mechanical behavior and is here analyzed in detail along
with the advantages and disadvantages of different assumptions. Finally, the effect of
anisotropy is illustrated by means of a boundary problem and conclusions are drawn.

Zusammenfassung

Die Anisotropie, d. h. die Variation einer bestimmten Materialeigenschaft mit der Rich-
tung, kann sich erheblich auf die Reaktion des Materials auf eine Belastung auswirken.
Sie kommt in den meisten Arten der Geomaterie, von kornigen Boden bis hin zu harten
Felsen, vor. In Tonen und Gesteinen ist die Anisotropie in ihrem naturlichen Zustand
auch ohne Belastung vorhanden, obwohl sie mit bildgebenden Verfahren nur selten
beobachtet wird. Diese oft als "inharent" bezeichnete Anisotropie gewinnt fur eine
Reihe von Anwendungen im Felsbau, z. B. im Tunnelbau, in der Endlagerung von
Atommull und im Lagerstattenbau, zunehmend an Bedeutung und ist Gegenstand der
vorliegenden Arbeit. Die verschiedenen Ansatze zur Simulation des elastoplastischen
Verhaltens von intaktem Gestein in der Literatur werden zusammengefasst und disku-
tiert. Experimentelle Ergebnisse an einem schwachen kalzitischen Sandstein dienen
als Referenz. Ausserdem wird die Anisotropie der elastischen Antwort berlcksichtigt.
Fur die Bestimmung der FlieRgrenze wird die Projektionsmethode verwendet und ver-
schiedene Projektionen werden diskutiert. Die FlieRregel ist der am wenigsten unter-
suchte Teil des anisotropen mechanischen Verhaltens und wird hier zusammen mit
den Vor- und Nachteilen der verschiedenen Annahmen im Detail analysiert. Zum
Schluss wird die Wirkung der Anisotropie anhand eines Randproblems veranschau-
licht und es werden Schlussfolgerungen gezogen.
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Introduction

Anisotropy is observed often not only in rock mass but also in intact rock as a result of
its internal structure and its genesis history [2][7][18]. It is commonly present in sedi-
mentary and metamorphic rocks and can even appear in igneous rock. Despite its
significance for a variety of applications, such as reservoir engineering, infrastructure
works and nuclear waste disposal, rock is commonly assumed isotropic for the sake of
simplicity. The main reason lies in the difficulty of properly taking anisotropy into ac-
count. Significant effort is required to determine in the laboratory the internal variables
of the material, when anisotropy is accounted for, due to the increase in the number of
the material parameters. Additional difficulties are also linked to its constitutive descrip-
tion, mostly from a conceptual point of view. However, in the last years significant ef-
forts have been made in this direction.

Linear elasticity can be simulated using the anisotropic Hooke’s law [23], while for the
yield criterion three main alternatives are present in the literature. The most simple
approach are weakness plane models, where the rock matrix is assumed isotropic but
containing a set of closely spaced weakness planes, e.g. [9]. Another approach is the
definition of anisotropic material parameters, which are then expressed in the form of
tensors rather than constants, e.g. [14]. This approach is conceptually complicated but
can represent internal structure in a suitable form. A final, rather common approach for
its convenience is the projection method, where a linear projection of the stress tensor
into an equivalent isotropic space is used to model the material response, e.g. [17].

In the present work all three methods are discussed and the projection approach is
used to capture experimental results on a soft carbonatic sandstone [11]. Special at-
tention is paid to the flow rule. A comparison between experimental and numerical
results is presented and an example of a boundary value problem is given.

1 Theory

In this section the different approaches to the modelling of anisotropy in elastoplasticity
are discussed. As a next step the varying formulations of the projection method and
considerations concerning the flow rule are outlined in more detail.

1.1 Anisotropic elastoplastic formulations

In this section elastoplastic anisotropic formulations as applied to rock mechanics are
discussed. Models developed to model the evolving anisotropy of granular materials
are not considered.

The most simple formulation is most likely the weakness plane model, introduced by
Jaeger [5]. An isotropic failure criterion is used for the rock matrix and a weakness
plane obeying a shear strength criterion, usually the Mohr-Coulomb, is included. The
method is simple and practically any failure criterion can be used for the rock matrix.
Examples include [9][22].

Models directly taking into account the variation of the material properties with direction
are less common, most likely because of their greater degree of conceptual difficulty.
Probably the earliest example developed for rock engineering is the work of Jaeger [6],
who used variation of the strength in two dimensions. Nova [14] used tensorial forms
of the cohesion and friction angle in a Mohr-Coulomb failure criterion to describe
strength variation with orientation. The modified Hoek-Brown failure criterion [20] also
belongs to this category, though a tensorial form is not explicitly used.
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Projection models use an anisotropy tensor to project the real stress state into an
equivalent space where the material can be modelled as isotropic. The method was
rigorously introduced by Boehler and Sawczuk [1] and was applied in various works,
for example [16]. Following that, similar projections were developed by others, see
[8][19][21]. The method has two major advantages: it is easily applicable and it allows
the use of any existing model without significant modifications, with the exception of
the projection itself.

1.2 Stress projection

The stress projection approach is used in the present work. In considering the exact
projection to be used, three approaches were compared, namely [1], [19] and [21]. The
approach by Karafillis and Boyce [8] was not further considered as it is limited to cases
where the material is not pressure sensitive. It was found that the results of Boehler
and Sawczuk [1] and Semnani et al. [21] are equivalent, resulting in the projection

O’fj =ojjtcy - MygouMj + ¢ (Miko'kj + G’kokj) (1)
where M;; is an anisotropy tensor, defined as

Mij=ei-e; (2)

ei being the unit normal vector defining the axis of symmetry. The projection introduced
by Rouabhi et al. [19], where the only requirement was that of the conservation of
symmetry, is somewhat more complicated and reads

..

ij = TijtcrMigouM)j+ca (Mfko'k jtroikMy j)+al5; jOKITkI+as (6; Mo+ M; jfi'dcrkr) (3)

It can be observed that the projection after Rouabhi et al. [19] includes two additional

terms, a1 and ay. Of these the first is independent of the anisotropy and only concerns
the trace of the stress tensor.
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Fig. 1: Influence of a1 on the projection, a1=0.5, a2=0.
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Fig. 2: Influence of a2 on the projection, a1=0.0, a2=0.5.

An example is presented in Fig. 1 and Fig. 2, where it was assumed that the initial
stress tensor is in the principal directions with diagonal [2, 1, 3], the symmetry axis is
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vertical for # =0 and €1=0.5, C2=1.0. The red lines correspond to the projection by Boeh-
ler and Sawczuk [1] and [21] and the blue to that of Rouabhi et al. [19]. It can be seen
that the influence of the two parameters on the invariants is similar for the stress devi-
ator and the Lode angle, but different for the principal stress.

1.3 Stress projection

In elastoplasticity in general the material is assumed to obey a flow rule of the type

pl _ dg

& = /IE (4)
where a plastic strain increment is defined here, g is the flow function and fis reserved
for the yield function. Both are functions of the stress state and of internal variables,
which evolve with plastic strains. If the flow function is the same as the yield function,
then one speaks of associated flow and the flow direction is normal to the yield surface.
This is an adequate but not necessary condition for the second thermodynamic law to
be guaranteed. A number of geomaterials show a non-associative behavior, e.g. [3].

For anisotropy the projection used for the stress state is commonly used here too.
Since it is assumed that

f(07) = f(o) ()
the same can be assumed for the flow function g, meaning that
! =208 98 % (6)
ij 50‘,'j 60—?}'60—"}

This approach will be used herein, referred to as 'option 1', although it should be noted
that it is possible to use an additional projection for the plastic strains, as discussed
next.

An alternative approach requires the plastic work rate in the two spaces to be equal.
The plastic strain increment in the projected space is defined as is usual for plasticity
pl _ 08
A= (7)

To find the form of the plastic increment tensor in the actual space the plastic work
increment in the two spaces is assumed to be the same:

pl_ . . [ _ x| #pl
W = o ES =T & (8)
or, in Voigt notation,
W‘”":o’;—sf‘r:o'f‘g:p! 9)

where Einstein summation is implied. Expressing the projection as a matrix in Voigt
notation, so that

o7 = Aij 0 (10)
yields
! #pl *pl
0'5'8:?:A,‘j*ﬂ'j*{:,‘".p:O}”(Aﬁ‘{-:jp) (11)
indicating that
fU;'ue;’mr :sf”:bs:p" :af"—A;c] (12)

Note that the last is an adequate but not necessary condition, as it cannot be excluded
that other projections can produce the same result. This alternative is referred to as
‘option 2'.
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In addition to these alternatives, it is possible to make use of ‘option 1’ for the evalua-
tion of the plastic strain increments in the real space and make use of ‘option 2’ ex-
cluding equation (7) to evaluate the plastic strains that will be used for the evolution of
the internal variables.

0 2 4 0 2 4
p P
(a) Option 1 (b) Option 2
Fig. 3: Flow directions.

An example of the two alternatives is shown in Fig. 3. A simple elliptical surface is
assumed. The original stress space is shown in black and the projected stress space
in red. While the flow rule is associative in the projected stress space, neither of the
options discussed here yields an associative flow rule. Option 1 is closer to associative
in the real stress space, though this is not necessarily a selection criterion. Selection
should be based on material response, though the measurement of flow direction in
most tests is difficult. Moreover, the illustration makes it clear that care should be taken
to avoid injuring the restrictions of thermodynamics.

Having outlined the approaches used, in the next section the calibration process is
presented.

2 Calibration

Experimental results after [11] on a soft calcareous rock are used. Triaxial tests in
compression and extension were performed on samples cored at different angles to
the bedding. Since measurements concerning the elastic response of the rock proved
inconclusive, the elastic response is assumed isotropic.

2.1 Yield surface

For the formulation of the isotropic yield surface a model by Leuthold et al. [10] is used.
The yield function is expressed with the following equation:

f=¢ +M(p)p - p)p-pe) <0, (13)
where Mt is defined as

My = My(0). (14)
The variable y is a function of the Lode angle 6
2C

(1+C)—(1-C)cos(36)

after Gudehus [4], where

M,
C= R (16)

Function h(p) has the following form:
L(p—pi )2]

—= -al |. 17
B (pc — P (7
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In the expression, Pt is the tensile strength, pc the strength at isotropic compression,

Mc and Me are the values of M in compression and extension and « and /5 are mate-
rial parameters.

For the calibration of the yield surface two methods are used for the description of the
anisotropic strength: Method A based on the formulation by Rouahbi et al. [19] and
method B based on the approach by Boehler ans Sawszuk [1]. The constitutive model
of the yield surface contains six, method A four and method B two material constants.
The calibration procedure for both methods is the same, the only difference is the for-
mulation for the stress projection. The method consists of the following steps:

1. Projection of peak strength (Ppeak,Opeak) for every triaxial test with method A or
method B in the isotropic stress space considering the bedding orientation of the
specimen to the stress state.

2. Evaluation of the value for the yield surface fi(p peak,q peak) for each projected stress
state.

3. Evaluation for n tests of the errors between the experimentally measured and cal-
culated values with the following functinon

e(ur,ug, ) = ) f7 (18)
i=1

4. Employment of nonlinear optimisation _technique (python built-in capability) to solve
the minimisation problem with all material constants as control variables

Table 1 lists the parameter sets used for the calibration with method A and method B,
while figure 4a shows the raw experimental results, figure 4b the projected results with
method A and figure 4c with method B.

Pc Pt o S C M C1 C2 1 az
MPa] |[MPa] | [-] | [[] | [[] | [] [-] [-] [-] []
Method 1 | 6.0 0.3 05 | 0.7 1.0 1.3 |-0.07[-0.12| 0.0 | 0.03
Method 2 | 6.0 0.3 05 | 0.7 1.0 1.3 | 0.0 [-0.10 - -
Table 1: Projection parameters
0 2 i ! 6 ( 2 ;."\H'..:I G 0 2 , _\|1'..: (
(a) no projection (b) Method A (c) Method B

Fig. 4: Experimental results from triaxial compression tests with different confining pressures
cored parallel and perpendicular to the bedding from Leuthold et al. [11] and projec-
tions.

The calibration results show that both methods are capable to describe a yield surface
in the isotropic stress space. The difference between the results is small, even though
method A includes more parameters. Therefore, the formulation by Boehler and Saw-
czuk [1] is used in the further calibration process and for the numerical modelling.

110



2.2 Flowrule
To describe the softening and hardening behavior of the rock a model by Nova et al.
[15] is chosen. In this model it is assumed that:

(19)

Pc=Ps+ DPms
where pPs represents the effect of the strength of the grains and pm the influence of

internal bonding. The yield surface varies due to the increase or decrease of Ps, Pm. It
is further assumed that shearing leads to softening of the material. The evolution of
state variables depends on the elasto-plastic strain and as in Nova et al. [15], it is

assumed that
Ps = psp.s'(éf + é:ség)s (20)

where ps and &s are material constants. The following evolution equation is for the state

variable Pm

Pm = —pmPm(&]] + Emééf), (21)
with the material parameters pm and &m. Fitting is performed manually on a trial and
error basis. The material parameters are given in Table 2.

E 14 Pm Ps Pm ém Ps S
[MPa] [] [MPa] [MPa] [-] [] [-] []
1000 0.12 0.08 5.92 0.75 -1.50 20.00 0.20

Table 2: Parameter set for numerical calculations.

3 Results and discussion

3.1 Material point

For the validation of the approach triaxial compression and extension tests are calcu-
lated with one gauss point and compared with the experimental results gained by
Leuthold et al. [10]. For the numerical calculation the constitutive model is implemented
in a Fortran subroutine. The numerical calculations of the triaxial tests with different
confining pressures and different orientations to the bedding plane are performed with
the incremental driver by Niemunis [13].

(3,030
====parallel

- Perpent licular

0.0254

; 204 %
H 0. 020) 4
[
] [ | %
0.0151 p)
o » 7
4

s d

e [).‘Il'.‘l”"[

I lu'l'[:vil:]irlllill'

0.01

0.02

€a [

0.03

0.0104

0,005

0. 000
(IR

0o

ll,ill[

E

p ')

0.02

0.03

(a) Stress. (b) Strains.
Fig. 5: Experimental results from triaxial compression tests with orientations to the bedding at
a confining stress of 1 MPa after [10] and numerical results (in dashed lines)
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Fig. 6: Experimental results from triaxial compression tests with orientations to the bedding at
a confining stress of 4 MPa after [10] and numerical results (in dashed lines)

It can be seen that the agreement of the numerical and experimental results is fair for
the stress-strain curves, but the deviation is significant for the strains. The difference
observed arises from an overprediction of the horizontal strains. It should be noted that
the measurement of the horizontal strains was performed locally, so that it does not
necessary represent an average value over the specimen. Even so, it is clear that the
flow direction is not predicted correctly, most likely due to the resulting rotations from
the projection, shown in Fig. 3. This highlights the need of not only considering flow
directions when calibrating, but more importantly, of measuring strains during experi-
ments in all directions, if possible.

3.2 Boundary value problem

A boundary value problem is considered next to examine the effect of anisotropy be-
yond the material point. A borehole cross-section is considered under plane strain con-
ditions with an isotropic primary stress state of 4 MPa and vertical material symmetry
axis. The simulation is performed for the above calibration, once using the projection
method and once assuming the material to be isotropic.

SDVi10

(Avg: 75%)
-5.992e+03
-5.995e+03
-5.998e+03
-6.001e+403
-6,0032403
-6,006e+03
-6,009e+03 |
-6.012e+03
-6.015e+03

-6.0182403
-6.0212+03
-6.0242403 |
-6.0272+03

Fig. 7: The hardening variable Pc after the excavation, left isotropic, right anisotropic.

The hardening variable pc after the excavation is plotted in Fig. 7. The difference is in
this case easy to note.
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4 Conclusions

In the present work a projection-based model is calibrated on experimental results,
after discussing briefly the options for the modelling of anisotropic rocks. The numerical
results show good agreement with the experimental results as far as the stress-strain
curves are concerned, but significant discrepancies when considering the flow direc-
tions. This is in line with the observation of the effect of the projection on the flow
directions, shown in Fig. 3. In a boundary value problem setting the calibrated model
shows an oriented failure pattern under isotropic stress conditions, as would be ex-
pected.

On the whole, it can be concluded that while the projection method is a valid alternative
to the weakness plane model for materials with a cap, special care needs to be taken
in calibration of the flow direction and the evolution of the internal variables. For this to
be possible, flow directions, or at least strains in different directions, need to be meas-
ured during testing, and the user should be aware that an associated flow rule in the
projected plane does not correspond to an associated flow rule in the actual plane.
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Abstract

In the STROEFUN research project [3], a concept for the fluidic testing of closuring
structures was developed, installed and successfully tested on a closuring structure at
the Teutschenthal mine. The test concept for structures or sections of structures made
of hydraulically settling sealing materials is based on the pressurization of at least 3
ring chambers installed on the drift contour. These can be individually pressurized with
gas and/or liquid in a steady-state or transient pressure regime. The concept concen-
trates on testing the contact area between material and rock mass as the determining
flow space for the sealing effect of drift closure structures. As a result of the model-
based evaluation of the pressure hydrographs determined in the test, statements can
be made about the permeability of the structure in the contact between the building
material and the rock mass and, derived from this, about the integral permeability of
the structure.

The installations required for the test are completely removed after use. The installation
modules remaining in the structure do not influence the further functioning of the struc-
ture.

The test concept is an additional building block for the fluidic functional test of roadway
closure structures within the scope of verification.

As a result of the research project, extensive knowledge is available on the location
and the structure made of MgO building material [4]. This extensive knowledge, the
accessibility and the site conditions offer the opportunity in the near future to carry out
a large number of investigations on the subsequent tempering of the structure with
assessment of the fluidic effect of the tempering as well as on the time-dependent
behavior of the building material in contact with the atmosphere and in contact with the
salt solution.

Zusammenfassung

Im Forschungsvorhaben STROEFUN [3] wurde ein Konzept fir die stromungstechni-
sche Testung von Streckenverschlussbauwerken entwickelt, installiert und in einem
Streckenverschlussbauwerk in der Grube Teutschenthal erfolgreich getestet. Das
Testkonzept fur Bauwerke oder Bauwerksabschnitte aus hydraulisch abbindenden
Dichtbaustoffen basiert auf der Druckbeaufschlagung von mindestens 3 an der Stre-
ckenkontur installierten Ringkammern. Diese konnen individuell mit Gas und/oder
Flussigkeit im stationaren oder instationaren Druckregime beaufschlagt werden. Das
Konzept konzentriert sich auf die Testung des Kontaktbereiches Baustoff/Gebirge als



bestimmenden Strémungsraum flr die Dichtwirkung von Streckenverschlussbauwer-
ken. Im Ergebnis der modellbasierten Auswertung der im Test ermittelten Druckgang-
linien sind Aussagen uber die Permeabilitat des Bauwerkes im Kontakt Baustoff/Ge-
birge und daraus abgeleitet fur die integrale Permeabilitat des Bauwerkes moglich.
Die fur die Testung erforderlichen Installationen werden, nach ihrer Nutzung, vollstan-
dig geraubt. Die im Bauwerk verbleibenden Installationsbausteine nehmen keinen Ein-
fluss auf die weitere Funktionsweise des Bauwerkes.

Das Testkonzept ist ein zusatzlicher Baustein fur den gegenstandlichen, stromungs-
technischen Funktionstest von Streckenverschlussbauwerken im Rahmen der Nach-
weisfuhrung.

Im Ergebnis des Forschungsvorhabens liegen umfangreiche Kenntnisse zum Stand-
ort und zum Bauwerk aus MgO-Baustoff (angelehnt an die Rezeptur A1) vor [4]. Die-
ser umfangreiche Kenntnisstand, die Zuganglichkeit und die Standortbedingungen
bieten die Chance in der nahen Zukunft eine Vielzahl an Untersuchungen zur nach-
traglichen Vergutung des Bauwerkes mit Beurteilung der stromungstechnischen Wir-
kung der Vergltung sowie zum zeitabhangigen Baustoffverhalten im Kontakt zur At-
mosphare und im Kontakt zur Salzlésung durchzufuhren.



1 Sachverhalt/Motivation

Die Errichtung von stromungstechnisch abdichtenden Streckenverschlussbauwerken
ist im Salzbergbau eine wichtige Voraussetzung flr die Absicherung der Produktion,
die Minimierung von Auswirkungen auf die Umwelt und die Nutzung der vorhandenen
Grubenraume flr die Einlagerung von umweltgefahrdenden Stoffen (Endlagerung). In
diesem Zusammenhang ist der Nachweis der Dichtfunktion der Streckenverschluss-
bauwerke eine wesentliche Voraussetzung fur den Betrieb und/oder die Nutzung des
untertagigen Hohlraumes.

Die Konzepte flr die Nachweisfihrung sollen hier in folgender Weise unterteilt werden:

e indirekte Ermittlung der fUr die Funktionsbeurteilung relevanten Eigenschaf-
Methode: ten des Gebirges und des Bauwerkes an Kernproben und aus in
situ-Messungen als Grundlage der modellgestitzten Simulation

der Funktionsweise des Streckenverschlussbauwerkes

e direkte stromungstechnische Testung des gesamten Bauwerkes oder re-
Methode: levanter Abschnitte des Bauwerkes Uber eine in situ-Druckbeauf-
schlagung

In der Vergangenheit erfolgte die Beurteilung von Streckenverschlussbauwerken viel-
fach aus einer Verknupfung der indirekten und der direkten Methode. In Forschungs-
vorhaben und/oder grofRtechnischen Handhabungsversuchen wurden Streckenver-
schlussbauwerke im Malstab und in der technischen Ausfuhrung entsprechend der
spateren praktischen Realisierung hergestellt, Gber Parameterermittlungen an Kern-
proben und Uber in situ-Untersuchungen charakterisiert und durch Druckbeaufschla-
gung getestet. Die Ergebnisse und Erfahrungen dieser Referenzbauwerke bilden dann
die Grundlage der Handlungsvorgaben fur die Errichtung der Streckenverschlussbau-
werke in den Bergwerken - Praxisbauwerken. An diesen Bauwerken werden dann
stichprobenweise die funktionsrelevanten Eigenschaften an Kernproben und in einzel-
nen in situ-Untersuchungen Uberpruft. Die Analogie der Herstellung des Referenzbau-
werkes und der Praxisbauwerke, die Beurteilung und Einordnung der ermittelten Ei-
genschaften in den Erfahrungsstand und die modellgestutzte Prognose der stro-
mungstechnischen Wirkung des Bauwerkes bilden dann die Grundlage fur den Nach-
weis der stromungstechnischen Funktion.

Diese Vorgehensweise hat sich bewahrt und bildet die Grundlage flr die erfolgreiche
Errichtung von Streckenverschlussbauwerken.

Von Seiten der Genehmigungsbehdrden wird aktuell fur ausgewahlte Streckenver-
schlussbauwerke ein gegenstandlicher Nachweis fur die stromungstechnische Funkiti-
onssicherheit in Abhangigkeit von den Belastungsszenarien und den Anwendungsbe-
dingungen des Streckenverschlussbauwerkes gefordert [2].

Ausgehend von diesem Sachstand, wurde in dem Forschungsvorhaben ,Stromungs-
technischer Funktionsnachweis fur Verschlussbauwerke und flussigkeitsgestutzte Ab-
dichtung des Kontaktbereichs® (FKZ: 02 E11748A, geférdert durch das Bundesminis-
terium fur Wirtschaft und Energie) ein Konzept fur die integrale stromungstechnische
Testung von errichteten Streckenverschlussbauwerken zur gegenstandlichen Nach-
weisflhrung entwickelt, in einem Dammbauwerk aus MgO-basiertem Baustoff (ange-
lehnt an A1-Rezptur [1]), in der Grube Teutschenthal installiert und das Testkonzept
erfolgreich angewendet. Das entwickelte Testkonzept konzentriert sich aktuell auf
Streckenverschlussbauwerke aus kohasiven, hydraulisch abbindenden Materialien.
Es ermdglicht, wenn erforderlich auch baubegleitend, die mehrfache Testung von Stre-
ckenverschlussbauwerken mit Gas und mit Flissigkeit.



Begleitend zu der Entwicklung des Testkonzeptes wurden geeignete Injektionsmateri-
alien fur die nachtragliche Vergutung des Kontaktes Baustoff/Gebirge ausgewahlt, pa-
rametrisiert und in dem errichteten Streckenverschlussbauwerk angewendet.
Daruber hinaus wurden im Verlauf des Forschungsvorhabens umfangreiche Kennt-
nisse zur betontechnologischen Vorgehensweise bei der Betonage des Bauwerkes,
zu den geotechnischen und stromungstechnischen Eigenschaften des Baustoffes und
des Kontaktes zwischen Baustoffkdrper und Gebirge gesammelt.

Nachfolgend wird der Schwerpunkt auf die Erlauterung des Grundkonzeptes der Tes-
tung und die dazu gewonnenen Ergebnisse gelegt.

2 Grundprinzip

Die Konzeptentwicklung bericksichtigt die Erfahrungen der Projektpartner aus den
Testungen der Streckenverschlussbauwerke aus kohasiven Dichtbaustoffen in ver-
schiedenen Forschungs- und Bauprojekten:

e Stromungsbarrieren Asse seit 2005,

e CARLA Teutschenthal (GV1 und GV2) - 2010,

e Abdichtbauwerk ERAM - 2010,

e Damm Bleicherode - 2013,

Das Grundkonzept der entwickelten Testmethodik eines kohasiven Dichtsegmentes in
einem Streckenverschlussbauwerk beruht auf der Installation von mindestens drei ra-
dial umlaufenden, Uber die Bauwerkslange verteilten Ringkammern an der Strecken-
kontur im Kontakt zwischen Baustoff und Gebirge - siehe Fig. 1. Die Erfahrungen aus
den oben genannten Bauwerkstests zeigen, dass der Kontakt Baustoff/Gebirge be-
stimmend fur die Dichtwirkung des Bauwerkes ist. Es wird davon ausgegangen, dass
der Baustoffkdrper unter Anwendung betontechnologischer Malihahmen und Quali-
tatskriterien mit hinreichend geringer Permeabilitat hergestellt werden kann.

Die Ringkammern werden als flexible Gewebeschlauche (NBR-Packerschlauch mit
umgebenden Gewebemantel aus Polypropylen oder Glasfaser) in engem Kontakt zur
Streckenkontur installiert. Durch das Aufpumpen der Ringkammern mit Druckluft (2-
3 bar) wird fir den Zeitraum der Betonage der formschlissige Kontakt der sehr flexib-
len Gewebeschlauche zum Gebirge hergestellt. Der Gasdruck in den Ringkammern
wird nach der Betonage bis zum Erreichen der Frihfestigkeit des Betons aufrecht-
erhalten. Nach der Druckentlastung bilden die entstehenden Hohlrdume der entlaste-
ten Packerschlauche die Ringkammern fur die Fluiddruckbeaufschlagung bei der Te-
stung des Bauwerkes. Der durchlassige Gewebemantel kleidet von innen den verblei-
benden Hohlraum aus. Ein Beispiel fur eine installierte Ringkammer mit den erforder-
lichen Anschlussen zeigt das Foto in Fig. 2.

Erfolgt im Verlauf der Errichtung des Bauwerkes eine Vergutung des Kontaktes zwi-
schen Baustoff und Gebirge durch Injektion, kann durch erneutes Aufpumpen des Pa-
ckerschlauches der Zufluss von Injektionsbaustoff in die Ringkammern verhindert wer-
den. Nach der Injektion stehen die Ringkammern dann weiterhin fur die Druckbeauf-
schlagung und Testung des Bauwerkes zur Verfigung. Dies ermdglicht die Erfolgsbe-
urteilung und operative Fortsetzung der InjektionsmalRnahmen.

Jede Ringkammer wird durch mindestens drei einfallend verlaufende Leitungen ange-
schlossen. Eine Druckleitung gewahrleistet das Aufpumpen und die Druckentlastung
der Packerschlauche (Fig. 1). Zwei weitere Leitungen ermdglichen die Druckbeauf-
schlagung und Entluftung der Ringkammern. Fur die Testinstallation kann aus der Ge-
ometrie der Anschlussleitungen und dem Volumen der Ringkammern das stromungs-



technisch relevante Gesamtvolumen fur die Testauswertung ermittelt werden. Durch-
gefuhrte Versuche haben gezeigt, dass die Ermittlung des wirksamen Volumens auch
uber Gasentspannungsversuche moglich ist.

Fig. 1: Darstellung der Ringkammern mit Fig. 2: Installierte Ringkammer.
Zu- und Entliftungsleitungen

Uber die Ringkammern ist eine Druckbeaufschlagung/strdmungstechnische Testung
des Kontaktes zwischen Baustoff und Gebirge mit Gas und Flussigkeit moglich. Die
Testung ist, in Abhangigkeit von den Durchlassigkeitsbedingungen, Uber einen Druck-
impuls, mit einem konstanten Volumenstrom oder einem konstanten Fluiddruck mog-
lich. Dabei kdnnen die Ringkammern in unterschiedlicher Reihenfolge mit Druck be-
aufschlagt werden.

Im Grundkonzept wird die mittlere Ringkammer mit einem Fluiddruck beaufschlagt und
die Druckreaktion in den Ringkammern zeitabhangig erfasst. Auf der Basis der Geo-
metrie des Bauwerkes, der installierten Volumen der Kammern und Leitungen sowie
der Strémungslangen wird ein numerisches Modell des Dammbauwerkes erstellt. Uber
numerische Parameteridentifikation wird der in situ gemessene Prozess im Modell
nachgerechnet und die wirksame Permeabilitat in den Bauwerksabschnitten zwischen
den Ringkammern Uber Parametervariation identifiziert.

Der Anschluss der Ringkammern zur Luftseite des Verschlussbauwerks erfolgt Uber

Kunststoffrohre mit einer Neigung von ca. 3°. Diese werden vor der Betonage im kinf-

tigen Dichtsegment installiert. Nach der Beendigung der Testungen werden die Kunst-

stoffrohre Uberbohrt und auf der gesamten Zuleitungslange geraubt. Danach erfolgt

die qualitatsgerechte Verfullung der verbleibenden Bohrlécher (z. B. mit dem Dicht-

baustoff des Bauwerkes).

Anhand von halbtechnischen Vorversuchen wurde das beschriebene Testsystem op-

timiert und die Grenzen der Leistungsfahigkeit getestet. Beispielhaft zeigt das Foto in

Fig. 2 den versuchstechnischen Aufbau eines Packerschlauches zwischen zwei Injek-

tionsleitungen. Die Installation wurde zwischen zwei Betonplatten eingegossen. Der

halbtechnische Versuchsaufbau wurde dann mehrfach getestet und injiziert.

Die wichtigsten Ergebnisse der Vorversuche sind:

— volumenstabile Betonage des Ringkammern an Bauwerksfugen nachgewiesen,

— Funktionsprinzip des steuerbaren Ringkammern nachgewiesen,

— Setzdricke der Packerschlauche im nicht betonierten Zustand bis 5 bar mdglich,

— Setzdricke der Packerschlauche im einbetonierten Zustand bis mind. 50 bar mog-
lich (Betonversuchsaufbau versagte bei 81 bar),

— ausreichende Einbindung in den Beton und Anbindung des Gewebeschlauchs an
die Fuge,



— bei Uberwachung des Packerdruckes wahrend einer Injektion im Nahbereich der
Ringkammer ist eine Anstromung von Injektionsmaterial detektierbar,

— durch Drucktests bzw. Gasentspannungstests kann das Volumen der Ringkam-
mern ermittelt werden.

3 Grofdtechnische Testung
3.1 Bauwerk

Im Rahmen des Projektes STROEFUN wurde in der 3. Projektphase das Testkonzept
fur den gegenstandlichen in situ-Funktionsnachweis in einem grof3technisch errichte-
ten Dammbauwerk in der Grube Teutschenthal der GTS-Grube Teutschenthal Siche-
rungs GmbH & Co. KG realisiert.
In einer neu aufgefahrenen Strecke mit einer Firsthéhe von ca. 4,5 m wurde ein 15 m
langer, 2,5 bis 3,1 m breiter und ca. 2,4 m hoher Halbdamm im Steinsalz errichtet —
siehe Fig. 3. Die Form des Halbdammes wurde mit dem Ziel der Schaffung einer Zu-
ganglichkeit zu der Oberflache des Dammes und zu den seitlichen Kontaktflachen zwi-
schen Gebirge und Bauwerk gewahlt. Die Ausfihrung des Bauwerkes als Halbdamm
war hinreichend fur die Anwendung des Testkonzeptes und ermdglicht vielfaltige wei-
tere Untersuchungen an dem Bauwerk. Durch die ca. 6° Neigung der Stol3e im Ein-
baubereich wurden die Voraussetzungen fur eine Verspannung des Bauwerkes in der
nach oben offenen Versuchsstrecke geschaffen.
Der Standort wurde in einem vorlaufenden Untersuchungsprogramm zu folgenden
Schwerpunkten erkundet und parametrisiert:
e Geologie/Mineralogie,
e in situ-Permeabilitat (Oberflachenpermeabilitdt und Permeabilitat in Abhangig-
keit vom Konturabstand),
¢ in situ-Spannungsverteilung in Abhangigkeit vom Konturabstand,
¢ hoch aufgeléstes 3D-Modell auf Basis von mehreren Laserscans als Planungs-
grundlage,
e Oberflachenrauigkeit und gezielte Vorbereitung ausgewahlter Konturflachen im
Bauwerk mit unterschiedlicher Oberflachenrauigkeit.

Eine Ubersicht der geometrischen Parameter des Halbdamms in Auswertung einer
Reihe von 3D-Scans des Standortes und des Bauwerkes ist in Fig. 3 mit dargestellt.

R A Lange 15,7m

& o™ Mittlere Hohe 2,37m
| | f Volumen 102,19 m°
“_,-/3 s Oberflache 39.73m?

™ T e Stirnflache 6,44 m?
e Kontaktflache zum Gebirge [ 121,00 m?

Mittlere Querschnittsflache 6,51 m?

Fig. 3: Positionierung des Halbdamms in der Versuchsstrecke mit ausgewahlten geomet-
rischen Daten



3.2 Instrumentierung

In dem Halbdamm wurden 3 Ringkammern (RKO1 bis RK03) nahezu radial umlaufend
mit der erforderlichen Testinfrastruktur installiert — siehe Fig.4. Die Enden der Ring-
kammern sind bei ca. halber Dammhohe in den Dammkorper eingezogen. Dies ist der
geometrischen Form des Halbdammes geschuldet. Zur Erfassung der vertikalen Stro-
mungsprozesse in Richtung der Dammoberflache wurden oberhalb der radial verlau-
fenden Ringkammern zusatzlich zwei horizontale Ringkammern (HKO1 und HKO02) in
axialer Richtung an den beiden StoRen installiert — siehe Fig. 4.

Neben der Installation der Testinfrastruktur wurden 10 kabelgebundene Temperatur-
sensoren im Bauwerk und 3 kabellose Drucksensoren an der Kontur des Einbaube-
reichs positioniert (siehe Fig. 4). Dartber hinaus wurde ein geophysikalisches Mess-
system mit Geoelektrik, Georadar und Mikroseismik installiert. Diese Verfahren liefer-
ten zusatzliche Informationen zum Baustoff- und Bauwerksverhalten.

KLS03 | | ﬁ-. Injektionsleitungen

.'I ! . Ringkammern

horizontale
Kammern

Fig. 4: Schematische Darstellung der Lage der Ringkammern (RK01-RKO03), der Hori-
zontalkammern (HK01-HKO02), der Injektionsleitungen und der kabellosen Sen-
soren (KLS01-KLS03)

Uber den gesamten Bauverlauf und die Standzeit des Bauwerkes wurden an der Kon-
tur im Streckentiefsten und am sudlichen Streckenstoly mit kabellos Ubertragenden
Sensoren die Temperatur und die Spannung im Kontakt Baustoff/Gebirge erfasst. Eine
Ubersicht der Temperatur- und Spannungsganglinien wird in Fig. 5 gegeben (Sensor
KLSO01 ist im Versuchsverlauf ausgefallen; Daten sind daher nicht dargestellt). Die er-
mittelten Parameter bestatigen die Kenntnisse und Erfahrungen zum Materialverhalten
der MgO-basierten Dichtbaustoffe. Die exotherme Reaktion des Baustoffes beim Ab-
binden fuhrt zu einer deutlichen Temperaturerhohung beim Einbau des Bauwerkes.
Uber die Zeitdauer kiihlt sich das Bauwerk auf die Gebirgstemperatur ab. Im Ergebnis
der Volumenzunahme der MgO-Bindemittelmatrix, im Verlauf der fortschreitenden
Kristallisation, kommt es flr diese Einspannungsbedingungen (fir die Volumenbe-
grenzung) zeitlich nachlaufend zum Abbinden des Baustoffes zur Entwicklung einer
mechanischen Einspannung. Zeitabhangig wird dieser Prozess von der Konvergenz
des umgebenden Steinsalzgebirges Uberlagert. Fur den Halbdamm hat dies bis zum
Juni 2022 zu einer Einspannung des Bauwerkes mit Dricken in der GroRenordnung
von ca. 13 bar bis ca. 17 bar gefuhrt.
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Fig. 5: Temperatur- und Druckganglinien des Bauwerkes

FUr die Erprobung des Zusammenspiels aus Injektionen im Konturbereich des Bau-
werks und der installierten Testinfrastruktur wurden neun radial umlaufende und 2 ho-
rizontal umlaufende Injektionsschlauche des Systems Predimax installiert. Wahrend
des Projektes wurde ein Teil der Injektionsschlauche mit MgO-Suspension oder Epo-
xidharz verpresst.

Die Injektionsschlauche und die Ringkammern wurden konventionell mit Schlauch-
schellen und Nageldubel an den Stol3en befestigt, wobei im Bereich der Ringkammern
die Gebirgskontur mittels Flachmeil3el handisch geglattet wurde.

T

Fig. 6: Blick in die fertiggestellte Installation (links, zum hinteren StoB; rechts in Richtung

der Schalung)
Die Kunststoffrohre fir den Anschluss der Ringkammern wurden frei im Betonageraum
aufgehangt. Als Installationshilfe fur die Ringkammern und die Anschlussleitungen der
Ringkammern wurden im axialen Abstand von 1 Meter eine Vielzahl von Stahldrahten
zwischen der Streckensohle und dem Zwischenboden Uber dem Bauwerk gespannt.
Einen Eindruck zu der fertiggestellten Installation im Bauwerk vor der Betonage wird



in Fig. 6 gegeben. Die senkrecht hangenden Kunststoffrohre sind Platzhalter flir spa-
tere Bohrungen durch das erstellte Bauwerk zur Erkundung des Kontaktes zwischen
Baustoff und Gebirge in der Streckensohle.

4 Testung
4.1 Durchfuhrung

Nach der Errichtung und Abkuhlung des Bauwerkes wurde im Rahmen des Projektes
STROEFUN eine Vielzahl von stromungstechnischen Tests mit Druckbeaufschlagung
der unterschiedlichen Ringkammern mit Gas durchgefuhrt. Jeder Test umfasst die

Druckbeaufschlagung einer Ringkammer und die Erfassung der Druckreaktionen in

den weiteren Ring- und Horizontalkammern.

Ausgehend von der Testung aller Ringkammern im September 2021 (Referenztest)

erfolgte im Rahmen des Vorhabens die Wiederholung der Tests fur alle Ringkammern

in Abhangigkeit von:

— der Standzeit des Bauwerkes,

— der Variation der stromungstechnischen Wirkung der Injektionsleitungen,

— der fortschreitenden Erkundung des Bauwerkes Uber Vertikalbohrungen durch den
Bauwerkskorper und dem sich daraus ergebenden Kenntnisstand zur stromungs-
technischen Wirkung der Betonierfuge,

— der Injektion ausgewahlter Injektionsleitungen im Bereich der vorderen und hinte-
ren Ringkammern (RKO01, RKO03).

Die Ergebnisse der durchgeflhrten 54 Tests werden im Endbericht zum Forschungs-

vorhaben [4] dokumentiert und erlautert.

An dieser Stelle soll als Beispiel fur die Durchfuhrung eines Tests das Ergebnis des

letzten stromungstechnischen Tests der mittleren Ringkammer (RK02) am 13. Juni

2022 dargestellt und kurz erlautert werden.

Die Druckganglinien dieses Tests sind im Zusammenhang mit den Erlauterungen zur

modellbasierten Auswertung des Tests im nachfolgenden Abschnitt 4.2 in Fig. 9 dar-

gestellt.

Die Druckganglinien in Fig. 9 verdeutlichen, dass es, fur die spezifischen Bedingungen

des Halbdammes, innerhalb von 300 Sekunden zu einer Druckreaktion in der vorderen

Ringkammer (RKO1, griine Ganglinie) und nach ca. 400 Sekunden zu einer sichtbaren

Druckreaktion in der hinteren Ringkammer (RKO03, rote Ganglinie) kommt. In einem

Zeithorizont von 3000 Sekunden ist der Druck der beaufschlagten mittleren Ringkam-

mern (RK02, orange Ganglinie) vollstandig abgefallen.

Im Ergebnis der Erkundung des Halbdammes wurden im Kontakt des Baustoffkorpers

zum Gebirge vorhandene stromungstechnische Wegsamkeiten identifiziert. Die Fotos

von Kernen aus dem Kontaktbereich Baustoff/Gebirge und die computertomografische

Aufnahme eines solchen Bereiches in Fig. 7 sollen einen Eindruck zur Anbindung des

Baustoffes an das Gebirge geben. Im Ergebnis von laborativen Untersuchungen zur

Permeabilitat von Kernproben aus diesem Bereich wurde ein Wertebereich der Per-

meabilitaten im Kontakt Baustoff/Gebirge von k = 1,0E-18 - 1,4E-14 m?, N = 12 ermittelt.

Dies bestatigt die bereits aus Fig. 7 visuell erkennbare Variation der Anbindung des

Baustoffes an das Gebirge.

Vor dem Hintergrund dieser Kenntnisse ist davon auszugehen, dass der Stromungs-

prozess und damit die Druckganglinien fur die einzelnen Ringkammern (siehe Fig. 9)

malfdgeblich von den Stromungsprozessen im Kontakt Baustoff/Gebirge bestimmt wird.

Dies entspricht grundsatzlich den Erfahrungen, die bereits fur andere Dichtbauwerke

aus kohasiven Materialien gewonnen wurden.



Fig. 7 Anbindung im Kontakt MgO-Baustoff/Steinsalzgebirge, links: sichtbare Wegsamkei-
ten und unzureichende Anbindung, Mitte: augenscheinlich gute Anbindung, rechts:
Darstellung des Porenraumes im Kontakt im Ergebnis einer CT-Aufnahme (HZDR,
Herr Dr. J. Kulenkampff, 25.08.2022)

Vor dem Hintergrund der Anzahl der durchgeflhrten Tests und dem groRen Kenntnis-
zuwachs aus jeder Testung der Ringkammern sowie der vielfaltigen Beeinflussung der
Stromungsprozesse durch die oben genannten Abhangigkeiten erfolgte im Verlauf des
Forschungsvorhabens nicht, wie urspringlich vorgesehen, die vollstadndige Injektion
aller Injektionsleitungen und die Testung des Bauwerkes mit Salzlésung. Die vorhan-
dene Testinstallation ermdglicht die Durchfuhrung dieser Untersuchungen zu einem
spateren Zeitpunkt. Die dabei gewinnbaren Kenntnisse zur Injektion, zum Einfluss der
Injektion auf die Permeabilitat im Kontakt Baustoff/Gebirge und zum Einfluss von Salz-
I6sung auf die stromungstechnische Wirkung des Bauwerkes sind, aus Sicht der Be-
arbeiter, von wesentlicher Bedeutung fur das Verstandnis der Stromungsprozesse und
die Beeinflussung der Stromungsprozesse in MgO-basierten Verschlussbauwerken.

4.2 Auswertung

Grundlage der Auswertung der durchgeflhrten in situ-Tests bilden die Kenntnisse zur
Geometrie des Bauwerkes und der installierten Kammern, die Volumen der Kammern,
die thermodynamischen Bedingungen am Standort, die stromungstechnischen Eigen-
schaften des verwendeten Gases sowie die in den Tests ermittelten Druckganglinien.
Auf der Grundlage dieser Eingangsgrofien wird fur jeden Test ein verallgemeinertes
numerisches Modell erstellt, das die fur die Auswertung relevanten Flachen, Abstande,
Volumen und stromungstechnischen Eigenschaften der einzelnen Teilstromungs-
raume - Baustoffkdrper, Auflockerungszone Gebirge, Gebirge, Kontakt Baustoffkor-
per/Gebirge — abbildet. In Fig. 8 wird, in einer Ubersicht, ein Beispiel eines solchen
Modells gegeben.



Permeabilitaet [m?): 1E-18 1E-17 1E-16 1E-15 5E-15 1E-14 1E-10

~Raum iiber,

Gebirge

Fig. 8: Ubersichtsdarstellung des numerischen Modells fiir die Auswertung der in situ-
Tests im Bauwerk

Die modellgestitzte Auswertung berlcksichtigt die Phase der Druckbeaufschlagung
und des instationdren Stromungsprozesses im gesamten Bauwerk nach Beendigung
der Druckbeaufschlagung. Damit ist gewahrleistet, dass das in der Druckbeaufschla-
gung injizierte Fluidvolumen vollstandig in der Massenbilanz der Berechnungen be-
rucksichtigt wird.

Auf der Grundlage der Kenntnisse und Erfahrungen zur bestimmenden Durchlassig-
keit des Kontaktes zwischen Baustoff und Gebirge, den Ergebnissen der in situ-Per-
meabilitatsuntersuchungen im Kontakt Baustoff/Gebirge sowie den Ergebnissen der
Kernuntersuchungen aus diesem Bereich erfolgte fur die Anpassung in 1. Linie die
Variation der Permeabilitat im Kontakt Baustoff/Gebirge (siehe Fig.7 und Fig. 9).

FUr die Auflockerungszone im Gebirge wurde, ausgehend von den Ergebnissen der in
situ-Permeabilitatsuntersuchungen und der modellbasierten Anpassung, eine integ-
rale Permeabilitat von 1E-18 m? vorgegeben. Die Permeabilitadt des massiven Baustof-
fes wurde, auf der Basis der laborativen Untersuchungen an Kernproben, mit
k = 8E-19 m? berUcksichtigt.

Von den 54 durchgefuhrten Bauwerkstests wurden 11 modellbasiert ausgewertet.
An dieser Stelle ist beispielhaft das Auswertungsergebnis fur die letzte Testung des
Bauwerkes im Projektverlauf am 13. Juni 2022 dargestellt — siehe Fig. 9. In dem Test
wurde die mittlere Ringkammer (RK02, orange Druckganglinie) mit Gasdruck beauf-
schlagt. Eine Erlauterung zum Verlauf des Tests wurde bereits im vorangegangenen
Abschnitt 4.1 gegeben. Eine Ubersicht der im Testverlauf gemessenen und auf der
modellbasiert berechneten Druckganglinien wird in Fig. 9 gegeben.
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Fig. 9: Gemessene und berechnete Druckganglinien des Bauwerkstest am 13. Juni
2022, Druckbeaufschlagung der mittleren Ringkammern

Der Stand der modellbasierten Nachrechnung (Parameteridentifikation) des Tests
zeigt eine hinreichend gute Ubereinstimmung der berechneten und der gemessenen
Druckganglinien. Es kann gezeigt werden, dass mit dem angewendeten Modellkon-
zept und dem erstellten Modell eine reprasentative Nachrechnung der stromungstech-
nischen Vorgange im Verlauf einer Testung und die Identifikation der Permeabilitat des
Kontaktes Baustoff/Gebirge moglich ist.

Aus den bisherigen Auswertungen wurden fir den Kontakt Baustoff/Gebirge zwischen
den einzelnen Ringkammern folgende Wertebereiche der effektiven Gaspermeabilitat
ermittelt:

RKO01-RKO02: 7,0E-15-1,4E-14 m?

RK02-RKO03: 9,0E-16 - 4,0E-15 m2.

Wie bereits aus der Darstellung der Druckganglinien in Fig. 9 deutlich wird, ist, auf-
grund der geringeren Druckreaktion, von einer geringeren Permeabilitat zwischen der
2. und 3. Ringkammer auszugehen.

Die gewonnenen Kenntnisse zur Permeabilitat im Kontakt Baustoff/Gebirge gelten flr
die spezifischen Bedingungen des Halbdammes. Eine Ubertragung auf die strdmungs-
technische Situation in anderen MgO-basierten Bauwerken ist nicht moglich.

5 Schlussfolgerungen

Im Forschungsvorhaben STROEFUN [3] wurde ein alternatives Konzept fur die stro-

mungstechnische Testung von Streckenverschlussbauwerken entwickelt, installiert

und erfolgreich getestet. Es basiert auf folgenden Schwerpunkten.

— Installation von drei Ringkammern im Bauwerksverlauf mit standortbezogen wahl-
baren Abstanden zwischen den Kammern.

— Anschluss der Ringkammern uber Druckleitungen, die im Bauwerk vorinstalliert
sind und nach Abschluss der Testung riickgebaut und qualitatsgerecht verfullt wer-
den.



— Die Ringkammern ermoglichen die Druckbeaufschlagung bzw. Erfassung der
Druckreaktion im Verlauf der stromungstechnischen Testung des Bauwerkes bzw.
von Abschnitten des Bauwerkes.

— Das Funktionsprinzip der Ringkammern ermdéglicht ein operatives Verschliel3en der
Ringkammern bei InjektionsmalRnahmen und wieder Offnen fur die erneute Tes-
tung.

— Fdr die stromungstechnische Testung zwischen den Ringkammern kann jede Kam-
mer in Abhangigkeit vom Permeabilitatsniveau individuell mit Gas- oder Flussig-
keitsdruck im stationaren oder instationaren Testkonzept beaufschlagt werden.

— Auf der Basis der fur die drei Kammern ermittelten Druckganglinien, ist modellge-
stutzt eine Aussage Uber die Permeabilitat des Bauwerkes in Kontakt Dichtbau-
stoff/Gebirge und daraus abgeleitet fur die integrale Permeabilitat des Bauwerkes
moglich.

Das Konzept konzentriert sich auf die Testung des Kontaktbereiches Baustoff/Gebirge
als bestimmenden Stromungsraum fur die Dichtwirkung von Streckenverschlussbau-
werken auf der Grundlage von hydraulisch abbindenden Dichtmaterialien. Die Testung
des gesamten Querschnittes des Dichtsegmentes ist ebenfalls mdglich, wird jedoch in
dem aktuell entwickelten Konzept nicht untersucht. Es wird davon ausgegangen, dass
durch die materialspezifische, qualitadtsiberwachte Einbautechnologie eine hinrei-
chende Dichtheit des massiven Dichtsegmentes aus hydraulisch abbindendem Bau-
stoff gewahrleistet ist.
Das entwickelte und erfolgreich angewendete Testkonzept ermdglicht die individuelle
stromungstechnische Testung von in situ errichteten Bauwerken bzw. Bauwerksab-
schnitten und ist damit ein zusatzlicher Baustein fur den gegenstandlichen stromungs-
technischen Funktionstest von Streckenverschlussbauwerken im Rahmen der Nach-
weisfuhrung. Die im Ergebnis der Testung verbleibenden Installationen nehmen kei-
nen Einfluss auf die weitere Funktionsweise des Bauwerkes.

Im Ergebnis des Forschungsvorhabens liegen daruber hinaus umfangreiche Kennt-

nisse zur Geologie, zur Parametrisierung des Bauwerkes und des umgebenden Ge-

birges und zu den thermodynamischen Bedingungen am Standort vor. Der im Rahmen
des Vorhabens erstellte Halbdamm erlaubt aufgrund seiner Zuganglichkeit und der

Standortbedingungen eine Vielzahl an Untersuchungen, die an anderen Dammen, die

aus A1 bestehen, nicht ohne erheblichen Mehraufwand durchgefuhrt werden kénnen

oder aus genehmigungsrechtlichen Grinden gar nicht moglich sind. Dies betrifft zum

Beispiel die nachtragliche Vergltung des Bauwerkes durch Injektion mit Beurteilung

der stromungstechnischen Wirkung der Vergltung sowie des zeitabhangigen Bau-

stoffverhaltens im Kontakt zur Atmosphéare und im Kontakt zur Salzlésung.
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Abstract

Numerical investigations to assess the stability of rock slopes are state of the art. For
many complex problems, the question arises at the beginning of a project whether
continuum mechanical (smeared) or discontinuum mechanical calculations should be
carried out. Based on the investigation of the rock slope in the Vals valley, continuum-
mechanical and discontinuum-mechanical calculation approaches are compared and
discussed. In particular, the application of the Hoek-Brown criterion in numerical meth-
ods is critically questioned.

Zusammenfassung

Numerische Untersuchungen zur Beurteilung der Stabilitat von Felswanden sind Stand
der Technik. Bei vielen komplexen Problemstellungen stellt sich am Projektbeginn die
Frage, ob kontinuumsmechanische (verschmierte) oder diskontinuumsmechanische
Berechnungen durchgefiihrt werden sollen. Anhand der Untersuchung der Felswand
im Valser Tal werden kontinuumsmechanische und diskontinuumsmechanische Be-
rechnungsansatze gegenubergestellt und diskutiert. Im Besonderen wird die Anwen-
dung des Hoek-Brown Kriteriums bei numerischen Verfahren kritisch hinterfragt.



1 Einleitung

In Vals (Tirol/Osterreich) ereignete sich am 24. Dezember 2017 ein Felssturz mit ei-
nem Abbruchvolumen von rund 117.000 m3. Er zerstorte Teile der Valser Landes-
stralle L230 und verfehlte nahe gelegene Hauser nur knapp. Kartierungen und Mes-
sungen der Osterreichischen Wildbach- und Lawinenverbauung (WLV) nach dem Vor-
fall weisen auf weitere potenziell instabile Hangbereiche hin (Abbildung 1). Zur Ruck-
rechnung des Hangversagens und zur Abschatzung der Stabilitat der verbleibenden
Felswande wurden umfangreiche numerische Untersuchungen durchgefihrt. Dabei
wurden sowohl kontinuumsmechanische Analysen mittels FLAC3D [2] als auch dis-
kontinuumsmechanische Analysen mittels 3DEC [3] durchgefihrt.

Anhand der vorliegenden Untersuchungsergebnisse werden verschmierte und dis-
krete Berechnungsansatze gegenubergestellt und ihre Vor- und Nachteile diskutiert.
Im Besonderen wird die Anwendung des Hoek-Brown Kriteriums bei numerischen Ver-
fahren besprochen.

Abb. 1: Felssturz Vals, Abbruchvolumen ca. 117.000 m3, max. Sturzhéhe ca. 360 m [13]




Abb. 2: Volumenmodell des kritischen Bereichs, links: Situation vor dem Keilversagen, rechts:
Situation nach dem Keilversagen, kartierter instabiler Bereich — umrandet [1].

2 Geologie Valsertal

Das Felssturzgebiet im Valser Tal (Abb. 1) befindet sich am westlichen Ende des tek-
tonischen Tauernfensters. Dort sind gegenwartig penninische metamorphe Gesteins-
schichten an der Oberflache aufgeschlossen. Diese sogenannten Blndner Schiefer
bauen die Talflanken des Valser Tals auf [4]. Sie setzen sich aus graphitischen Phylli-
ten, kalkhaltigen Phylliten und kalkhaltigen quarzitischen Schiefer- und Marmorgestei-
nen zusammen. Die Bundner Schiefer sind Flyschoid-Metasedimente aus dem Meso-
zoikum [5]. Sie wurden im Walliser Ozean abgelagert [6]. Wahrend der alpinen Oroge-
nese erfuhren die beschriebenen Gesteine eine starke mehrphasige Deformation, die
von einer Metamorphose begleitet wurde, und erreichten die Grunschieferfazies [7].
Strukturell sind die Bundner Schiefer geologisch mit der Glockner-Nappe verwandt [8].
An der Felswand in Vals sind die folgenden Hauptgruppen von Diskontinuitaten/Ver-
werfungen vorzufinden (Abb. 3): (1) die anhaltende, aber gefaltete Schieferung (s), die
um 30° nach Nordwesten abfallt; (2) NNW-SSO bis N-S streichende und (3) ONO-
WSW bis O-W streichende, geneigte Klufte und Verwerfungen. Die Diskontinuitaten
(2) und (3) stehen in Zusammenhang mit der duktil-spréden Deformation im Zusam-
menhang mit der Brenner-Normalverwerfung [9].
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Abb. 3 reprasentatlver Aufschluss fir das stark gefaltete und gekluftete Geblrge des Bind-
ner Schiefers im Valser Tal: S-Schieferung (magenta), 2-konjugierte Diskontinuita-
ten (gelb), 3-Stérungsflache (rot) [1].

Aus geologischer Sicht ist die vorhandene Gesteinsmasse inhomogen und anisotrop.
Weiche Gesteine wie Phyllite sind mit den harten Gesteinen der kalk- bis quarzithalti-
gen Schiefer und Marmore durchsetzt. Die einaxiale Druckfestigkeit schwankt zwi-
schen weniger als 25 MPa und mehr als 100 MPa. Die vorhandenen Diskontinuitaten
sind durchgangig.

Im groReren Maldstab betrachtet bleiben diese anisotropen Bedingungen Uber die
Tiefe gleich, so dass man von "homogener Anisotropie" sprechen kann. Um diese
Anisotropie zu Uberwinden, wurde unter anderem ein kontinuumsmechanischer An-
satz gewahlt. Die Gesteinsaufschllisse werden durch die Anwendung des GSI-Sche-
mas fur Flyschsedimente beschrieben [10]. Demnach weist das Gestein in Vals einen
GSI im Bereich zwischen 32 und 36 auf.

3 Diskontinuums- vs Kontinuumsmechanik

Bei den Untersuchungen zur Standsicherheit der Felswand im Valsertal kamen sowohl
ein hochentwickeltes Synthetic Rock Mass Modell als auch ein konventionelles DEM-
und ein kontinuumsmechanisches verschmiertes Modell zum Einsatz.

3.1 Synthetic Rock Mass Modell

Bei Synthetic Rock Mass Modellen wird ein Discrete Fracture Network (DFN) mit ei-
nem Volumenmodell verschnitten, um das Gebirge realitatsnah zu simulieren (Abb. 4).
Das zentrale Element ist dabei das DFN, welches die geometrischen Eigenschaften
des Trennflachengefliges statistisch beschreibt. Dazu muss die Verteilung der Trenn-



flachenorientierung, die Kluftdichte (z.B. Anzahl der Trennflachen / m3) und die Kluft-
grolRenverteilung (Durchtrennung) fur jede einzelne Trennflachenschar berucksichtigt
werden. Bei einem DFN entsteht eine Ansammlung scheibenférmiger Trennflachen,
deren geometrische Eigenschaften, wie Lage, Orientierung, KluftgréRenverteilung und
Dichte/Intensitat einer stochastischen Wahrscheinlichkeitsverteilung unterliegen. Die
so abgebildeten Klufte reprasentieren somit nicht die tatsachlichen Klufte im Gestein.
Trotzdem ist es auf diese Weise mdglich, dass Trennflachensystem sehr realitatsnah
zu modellieren (siehe Abb. 5).

Die Eingangsparameter der Verteilungsfunktionen wurden aus den in situ ermittelten
Aufnahmen der WLV Tirol gewonnen. Es wurden 142 Trennflachen im Gelande, grol3-
teils an Ausbissen im Fels, gemessen. Diese konnten in sechs verschiedene Trennfla-
chenscharen eingeteilt werden (siehe Abb. 5).

Aufgrund der beschrankten vorhandenen Rechenleistung musste die Modellgréf3e und
die maximale Kantenlange der Tetraeder-Elemente (Gelandeauflésung) angepasst
werden (Abb. 4). Zusatzlich war es erforderlich, das DFN nur auf eine begrenzte Re-
gion im Modell anzuwenden. Diese Region orientiert sich an dem beobachteten Keil-
versagen (Felssturz vom 24.12.2017).

Das SRM Modell wurde als Starrkorpermodell (rigid block model) umgesetzt, d.h. die
Modellierung der einzelnen Blécke der synthetischen Gebirgsmasse erfolgte durch un-
verformbare (starre) Elemente. Das Modellverhalten wird ausschlielich durch die Ei-
genschaften der Trennflachen des DFN bestimmit.

Gesteinsfestigkeiten und Gebirgsfestigkeiten unterscheiden sich i.d.R. erheblich von-
einander. Das SRM hat theoretisch den Vorteil, auf Basis von im Labor ermittelten
Gesteinsfestigkeiten auf die Eigenschaften einer Gebirgsmasse im gro3en Malistab
schliel3en zu kénnen. Dies ist mdglich, da die einzelnen Blécke und Trennflachen na-
turgetreu und diskret modelliert werden. Letztendlich wird die Gebirgsmasse modelliert.



Discrete Fracture Network (DFN)

« Lage (Position)

= Orientierung (Orientation)

« Kluftgrétenverteilung (Fracture Size Distribution)
« Dichte oder Intensitéat einer Kluftschar (Density or
Fracture Intensity)

Abb. 4: Verschnitt des Discrete Fracture Networks (DFN) mit dem Volumenmodell bei der

Modellierung der Felswand Valsertal

Es wurde versucht, einen vernlinftigen Kompromiss zwischen der Auflésung des Mo-
dells und der bendétigten Rechenleistung/Rechenzeit zu finden. Das aus den aufge-
nommenen Daten resultierende Trennflachengefiige muss in seiner Komplexitat, v. a.
in der Anzahl der generierten Kllfte, vereinfacht werden. Folgende Vereinfachungen
wurden getroffen:

Die in-situ gemessenen Kluftdichten wurden auf ein Zehntel reduziert.
Modellierte Trennflachen mit einem Radius kleiner als zwei Meter wurden nicht
berucksichtigt.

Klifte mit einem Abstand kleiner als einen Meter, welche sich um nicht mehr
als 10° in ihrer Ausrichtung voneinander unterscheiden, wurden vereint, um
schleifende Schnitte zu vermeiden.

Blocke mit einem Volumen kleiner als 1 m*® wurden geldscht;

ebenso Blocke mit einer Oberflache kleiner 10 cm? oder einer Kantenlange klei-
ner als 10 cm.

Blocke mit einem Kantenwinkel gro3er als 178° oder nadelférmige Blocke wur-
den geldscht.

FUr jede der sechs Kluftscharen wurde ein unabhangiges DFN konstruiert. Insgesamt
bestand das DFN aus 1.876.573 diskreten Scheiben. Nach der Vereinfachung waren
es insgesamt 38.667 diskrete Scheiben. Das Modell bestand nach dem Einfugen des
DFN aus 351.532 Blécken. Nach den Vereinfachungen waren es noch 246.508 Blocke.
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Abb. 5: Gegenuberstellung des gemessenen (links) und des im DFN simulierten Trennfla-
chengefiiges (rechts)

3.2 Konventionelles DEM Modell

Im Gegensatz zum SRM-Modell wird beim konventionellen DEM (Discrete Element
Method) Modell das Trennflachengeflige durch gemittelte Trennflachenscharen be-
rucksichtigt. Ziel ist es, die malRgeblichen Trennflachen in das Modell zu integrieren,
um das diskontinuumsmechanische Verhalten des zu untersuchenden Gebirgsaus-
schnitts korrekt abzubilden; im konkreten Fall das beobachtete Keilversagen. Dazu ist
es erforderlich, Vergleichsrechnungen in Bezug auf die Raumstellung, die Festigkeit
und den Abstand der Trennflachen/Trennflachenscharen durchzufihren.

Beim konventionellen DEM wurden sowohl Berechnungen mit verformbaren (Mohr-
Coulomb Modell) als auch mit starren Blocken (Rigid Block Modell) durchgeflihrt. Die
Abb. 6 zeigt das Starrkorpermodell mit den berlcksichtigten Trennflachen.
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Abb. 6: Berlcksichtigte Trennflachenorientierungen (links) beim Rigid Block Modell Valsertal
(rechts)

3.3  Kontinuumsmechanisches Modell

Die kontinuumsmechanischen Untersuchungen erfolgten unter Anwendung des HB-
Bruchkriteriums, wobei sowohl der Ansatz der aquivalenten als auch der scheinbaren
Mohr-Coulomb Parameter verwendet wurde.

Beim Ansatz der aquivalenten MC-Parameter wird die HB-Bruchkurve fir den betrach-
teten Spannungsbereich (kleinste Hauptnormalspannungen) durch eine MC-Bruchge-
rade bestmoglich approximiert (siehe Abb. 8).

Beim Ansatz der scheinbaren MC-Parameter werden fur jeden Punkt der HB-Einhul-
lenden (in Abhangigkeit von der kleinsten Hauptnormalspannung) scheinbare MC-Pa-
rameter berechnet (Abb. 9). D.h. im Modell werden jeder einzelnen numerischen Zone
in Abhangigkeit von der Hauptnormalspannung o3 scheinbare MC-Parameter (c und
@) zugewiesen. Sie unterscheiden sich somit von Zone zu Zone und sind daher als
"lokale" Parameter zu betrachten (siehe Abb. 7).

Der Vorteil von "lokalen" gegenuber aquivalenten MC-Parametern wurde bereits in der
Literatur nachgewiesen. Ref. [11] untersuchte die Genauigkeit der Verwendung aqui-
valenter MC-Parameter zur Schatzung des Sicherheitsfaktors. Insbesondere fur steile
Hange flhrt dies zu schlechten Schatzungen der Sicherheitsfaktoren und zu schlech-
ten Vorhersagen der Abbruchvolumina. Das Problem liegt in der erforderlichen Ab-
schatzung eines geeigneten Bereichs fir kleinere Hauptspannungen (o03) Uber die
"Hanghohe".
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Abb. 9: HB-Versagenskriterium und seine MC-Approximation mit scheinbaren ("lokalen") MC-
Parametern (an zwei Knotenpunkten) [1]

Abbildung 8 zeigt die HB-Bruchkurve und die zughdrige aquivalente MC-Bruchgerade.
Die aquivalente MC-Bruchgerade ist eine gerade Linie fur den gesamten betrachteten
Bereich. Sie kann daher die HB-Einhullende nicht in allen Tiefen (d. h. flr alle 03) gleich
gut abbilden. Fir niedrigere und hohere os-Bereiche (Regionen 1 und 3) konnen die
aquivalenten MC-Parameter die Scherfestigkeit im Vergleich zur HB-Kurve Uberbe-
werten.

4 Ergebnisse

Trotz der in 3.1 beschriebenen Vereinfachungen war das SRM-Modell mit den zur Ver-
fugung stehenden Mitteln (Workstation PC) praktisch nicht rechenbar. 3DEC bendtigte
fur 1.000 Berechnungsschritte eine Dauer von mehr als 40 Stunden. Abb. 10 zeigt die
berechneten Verschiebungsmagnituden des SRM-Models. Das beobachtete Keilver-
sagen konnte durch Anwendung der Laborparameter und des DFN nicht exakt nach-
gebildet werden. Eine weitere Kalibration des Modells bzw. die Bestimmung des
Grenzgleichgewichts mittels der Methode der Festigkeitsreduktion war aufgrund der
hohen Rechenzeiten nicht effizient durchfuhrbar.
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Abb. 10: Konturplot der Magnitude der Verschiebungen in Metern

Die besten Ergebnisse in Bezug auf die Ruckrechnung wurden mit dem konventio-
nellen DEM-Modell (3DEC, Itasca Consulting Group) mit starren Blocken erzielt.




Mithilfe des Starrkérpermodells konnte das beobachtete Keilversagen abgebildet wer-
den, jedoch ist die Ausdehnung des berechneten bewegten Bereichs insgesamt gro-
Rer (zusatzliche Ausdehnung nach Westen; siehe Abb. 11). Der Grund dafir kénnte
der im Modell berucksichtigte einheitliche Homogenbereich sein.

Abb. 11: Berechnetes Keilversagen beim konventionellen 3DEC-Modell (Starrkérper), rote
Blocke zeigen Verschiebungen >= 1m

Bei der vorliegenden Stabilitatsanalyse mittels FLAC3D war es nicht moglich, das
strukturell bedingte Keilversagen aus dem Jahr 2017 mit dem HB-Kriterium rickzu-
rechnen (Abb. 12). Es war jedoch mdglich, den von der Wildbach- und Lawinenver-
bauung ausgewiesenen instabilen Bereich zu verifizieren. Dies war jedoch nicht mit
aquivalenten MC-Parametern, sondern nur mit scheinbaren MC-Parametern mdglich.
Die Verwendung aquivalenter MC-Parameter fuhrt zu einem Versagensmechanismus,
der den Beobachtungen widerspricht und zu einem zu hohen Sicherheitsfaktor
(Abb. 13).
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Abb. 12: Konturplot der Schubverzerrungsraten fur das Gelande vor dem Abbruch (Felssturz),
Zustand nahe dem Grenzgleichgewicht, Modellrechnung mit scheinbaren MC-Para-
metern [1]
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Abb. 13: Konturplot der Schubverzerrungsraten fur das Gelande nach dem Abbruch, Zustand
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scheinbare MC-Parameter [1]



5 Diskussion

Der Versagensmechanismus der Valser Talflanke im Jahr 2017 war ein gefugebeding-
tes Keilversagen. In einem solchen Fall stellt sich die prinzipielle Frage, ob eine Stand-
sicherheitsbeurteilung mit kontinuumsmechanischen (verschmierten) Methoden
zweckmalig ist. Aus geologischer Sicht ist das Valser Gebirge inhomogen und aniso-
trop. Aus diesem Grund wurden zuerst diskontinuumsmechanische Berechnungen
(DEM mittels 3DEC) erstellt. Im Fall der Valser Talflanke ist eine DEM-Berechnung
jedoch nur mit starken Vereinfachungen praktikabel durchfuhrbar. Die Ausdehnung
und Anisotropie der Felswand erfordern eine Vergrolierung der Trennflachenabstande
(Upscaling) und ein Zusammenfuhren von Trennflachenorientierungen.

Im Malstab der Hangskala bleiben diese heterogenen und anisotropen Verhaltnisse
jedoch grofiteils Uber die Tiefe konstant. Man kann daher von "homogenen Bedingun-
gen" im Mal¥stab der Hangskala sprechen. In kontinuumsmechanischen Modellen ist
es Stand der Technik, heterogene Gesteinsmassen wie die Flyschabfolge des Valser
Gebirges mit dem HB-Kriterium zu beschreiben [12].

Die Untersuchungen haben gezeigt [1], dass die numerische Umsetzung des HB-Kri-
teriums (aquivalente vs. scheinbare MC-Parameter) einen erheblichen Einfluss auf die
Berechnungsergebnisse hat. So eignet sich der Ansatz der aquivalenten MC-Parame-
ter aufgrund der zu groben Approximation der HB-Einhullenden fir steile und hohe
Talflacken, wie jene im Valser Tal, nicht. Der Ansatz der scheinbaren MC-Parameter
zeigt aber realitatsnahe Ergebnisse, die mittels Kalibration auch gut angepasst werden
konnten.

Die besten Ergebnisse in Bezug auf die Ruckrechnung zeigt das konventionelle DEM
Modell mit unverformbaren (starren) Blocken. Dabei hat die Raumstellung der Trenn-
flachen einen entscheidenden Einfluss auf das Gebirgsverhalten, sprich auf den Ver-
sagensmechanismus der Felswand. Darin liegt auch die Schwache dieses Modellan-
satzes begrundet. Die Trennflachenorientierungen, die Kluftdichten und die Kluftlan-
gen (Durchtrennung) kdnnen nur mittels einzelner Modellrechnungen variiert werden.
Die Berucksichtigung der natirlichen Streuung ist hier nicht oder nur im unzureichen-
den Ausmal} moglich.

SRM Modelle sollten in der Lage sein diese Einschrankungen zu Uberwinden, sind
aber derzeit in der Hangskala aufgrund der sehr langen Rechenzeiten noch nicht prak-
tikabel nutzbar. Dies gilt vor allem fur Ruckrechnungen, d.h. fur dir Bestimmung des
Grenzgleichgewichts.

6 Schlussfolgerungen

Derzeit existiert noch kein Universalmodell, das alle Anforderungen bei der Standsi-
cherheitsbeurteilung von Felswanden abdeckt. Verschmierte (kontinuumsmechani-
sche) Modelle lassen sich schnell aufbauen und leicht kalibrieren, kdnnen aber gefu-
gebedingte Versagensmechanismen (z.B. Keilgleiten) nicht darstellen.
Diskontinuumsmechanische Ansatze sind deutlich aufwendiger und rechenintensiver.
Ruckrechnungen von SRM-Modellen sind im Hangmalstab derzeit noch nicht moéglich.
Konventionelle Modelle haben wiederum den Nachteil, dass Streuungen nicht ausrei-
chend Bericksichtigung finden.

Es wird daher empfohlen, speziell bei komplexen Fragestellungen wie im Valsertal
kontiuumsmechanische und diskontinuumsmechanische Ansatze in Kombination zu
nutzen.
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Abstract

For the site selection procedure for a deep geological repository for radioactive waste,
nine deep boreholes were drilled in northern Switzerland between 2019 and 2022. The
main objective was to characterise the Opalinus Clay, the designated host rock, which
was drilled at different depths at the various sites. For the geomechanical characteri-
sation, the aim wasto collect robust material parameters, butalso to explore any poten-
tial differences between the sites. The peculiarity of the Opalinus Clay, and of shales
in general, isthe sensitivity of the material to water exchange (drying and swelling),
which can irreversibly damage samples. However,tests have to be carried out carefully
enough to ensure that the pore fluid pressures are correctly monitored. In this paper,
we explain the considerations in planning the tests, and the workflows used in imple-
menting the necessary experimental programme, with a focus on triaxial tests. It is
demonstrated, that highly reproducible results could be achieved with these workflows
even with challenging test material.

Zusammenfassung

Fur das Standortauswahlverfahren eines Geologischen Tiefenlagers fur radioaktive
Abfalle wurden in der Nordschweiz zwischen 2019 und 2022 neun Tiefbohrungen ab-
geteuft. Hauptziel war dabei die Charakterisierung des Opalinustons, des vorgesehe-
nen Wirtgesteins, welches in den verschiedenen Standorten in unterschiedlicher Tiefe
erbohrt wurde. Fur die geomechanische Charakterisierung war das Ziel einerseits die
Erhebung von robusten Materialparametern, andererseits aber auch die Erkundung
allfalliger Unterschiede zwischen den Standorten. Die Besonderheit von Opalinuston,
und von Tonsteinen generell, liegt einerseits in der Empfindlichkeit des Materials be-
zuglich Wasseraustausch (Trocknen und Quellen), welche Proben irreversibel schadi-
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gen kann. Andererseits missen Versuche so sorgfaltig gemacht werden, dass die Po-
renwasserdrucke korrekt aufgezeichnet werden. In diesem Beitrag erlautern wir die
Uberlegungen bei der Planung, und die verwendeten Workflows bei der Umsetzung
des dafur notwendigen Versuchsprogramms, mit dem Schwerpunkt Triaxialversuche.
Es wird gezeigt, dass mit diesen Arbeitsablaufen und Testprozeduren auch mit an-
spruchsvollem Testmaterial hoch reproduzierbare Ergebnisse erzielt werden konnten.
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1 Introduction

As part of Switzerland’s “Sectoral Plan for Deep Geological Repositories”, Nagra is
tasked with evaluating the suitability of three remaining siting regions for a repository
of radioactive waste. The siting areas are all in northern Switzerland, and the
100 — 120 metre-thick Opalinus Clay (Jurassic) is the designated host rock.

The three siting regions were initially explored with 3D seismic surveys (2015-2017),
and more recently by drilling nine deep boreholes (2019- 2022) (Fig.1). Due to the
small structural dip (typically < 10°) of the Mesozoic sediments to the South-Southwest,
and differences in the local topography, the Opalinus Clay was cored at depths be-
tween approximately 450 and 1000 m. The boreholes, however, were typically drilled
to a total depth of 1000 to 1300 m, well in excess of the base of the Opalinus Clay. The
main part of the borehole was cored for detailed visual inspection and laboratory in-
vestigations.
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Fig. 1: Overview of the three potential siting regions (for both high-level waste, HLW, and
low- and intermediate-level waste, L/ILW), with the locations of the new boreholes
(deep borehole campaign as part of Stage 3 of the Sectoral Plan) and the perimeters
of the 3D seismic surveys.

The aim of the geomechanical sub-programme was to derive robust mechanical prop-
erties of the Opalinus Clay and its confining units, yet at the same time to explore
potentially relevant differences of these properties in the three siting regions. The pe-
culiarity of the Opalinus Clay, and of shales in general, isthe sensitivity of the material
to water exchange (drying and swelling), which can irreversibly damage samples. How-
ever, the the tests have to be carried out carefully enough to ensure that the pore fluid
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pressures are correctly monitored. In this paper, we explain the methods and work-
flows which were implemented in the geomechanical testing programme, with a focus
on triaxial testing.

2 Coring and sampling
2.1 Drilling mud

To avoid swelling and the subsequent deterioration of the borehole wall, oil-based
muds are generally the preferred option for drilling shale sections in the hydrocarbon
industry. This was not possible in Switzerland due to environmental regulations. In-
stead a low salinity water-based mud with polymers was used for the Opalinus Clay
section in the first borehole (BUL-1-1). However, it was then observed that the borehole
was not stable, with significant caliper enlargement in the upper part (Fig. 2). Due to
this instability, tools for in-situ testing could not be inserted at the level of the Opalinus
Clay and below.
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Fig. 2: Effect of drilling mud on borehole stability and ability to execut in-situ tests.

For the second borehole (TRU-1-1), a potassium silica-based mud was used for the
Opalinus Clay. This mud has strongly inhibitive properties. In addition, the mud weight
was also increased in a range between 1.18 and 2.24 g/cm3. These measures yielded
a very stable borehole and enabled the successful execution of all planned in-situ tests,
i.e. five micro-hydraulic fracturing tests and four hydrotests (packertests). More details
on used drilling muds can be found in Nagra (2021a).
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The quality of the recovered cores was observed to be similar in both boreholes. The
main difference is that the cores were recovered and conditions within a few hours
(see below), whereas the borehole remained open for several weeks. Hence the
choice of the drilling mud mainly impacted the logging quality and whether or not it was
possible to execute in in-situ tests.

2.2 Documentation at borehole site

After recovery, the cores were washed with tab water to remove the drilling mud. A
water hose is required, but was limited to just a few seconds, to ensure that all ud was
washed off the core. Excess water was then removed using a cloth. This was followed
by lithological description. Before sub-sampling (section 2.3), all cores were graphically
documented using a core scanner, with custom-made light system to enable high qual-
ity photographs and photography post processing for true color management (Fig.3).

893.65m 894.58m 895.00m 895.75m 896.45m 897.39m

894.58m 895.00m 895.75m 896.45m 897.39m 898.10m

Fig. 3: Example of composite core pictures of Opalinus Clay for the interval between 893.65
to 898.10 m (borehole BUL-1-1). Blue rectangles indicate conditioned samples (see
sections 2.2 and 2.3).
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2.3  Sampling grid

Drill cores were recovered for a large number of analytical purposes. Nine different
sample types, including geomechanics (GM), were defined with specific conditioning
requirements directly at the borehole site, immediately after lithological description and
photographic documentation (Fig.4).

The main requirements of the GM cores were: a) length of cores 50 cm (minimum
30 cm) of intact core, b) end surfaces flat (circular saw), c) visually representative of
the 3 m long core interval. A regular sampling frequency with a net spacing of approx-
imately 3 m was assured by other sample types (pore water, PW, and rock properties,
RP). The GM cores were mainly planned in clusters of three cores over 6 m in length,
complemented by some additional cores to ensure at least one core every 10 m. The
clusters were selected to match core depth with geomechanical in situ testing depth
(dilatometer and micro-hydraulic fracturing).
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Fig. 4. Example of sampling grid at the planning stage (before drilling). Regular spacing for
analysis of basic properties is ensured by PW and RP sample types. Numbers in table
represent length of conditioned core intervals in meters.

2.4  Conditioning of Geomechanical cores (GM)

A detailed account of the sample conditioning and requirements for GM and all other
sample types is provided in Rufer (2019). Cores for geomechanical testing (GM) were
cut to specified length by using a rock saw, cutting dry without water in the case of
clay-mineral-rich samples. The cores were then slid into black PE (polyethylene) core
barrels, with one closed end (Fig.5). Wooden spacers were used to center the core.
Spacers made of PVC (polyvynylchloride) were used at the base of the core and the
top. The core was then fixed by using a clamp and put into a specially made core
holder. Finally, the annulus was filled using a fast-curing resin (Sikadur ®-52). The
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annulus was selected very small (101 mm for a nominal 96 mm core) to limit the tem-
perature of the exothermal curing process below 30 ° C. The resin not only ensures
that the core is perfectly shielded from water-exchange, but also protects the sample
from mechanical damage. The isolation from atmospheric water exchange (notably
drying) was achieved within 20-30 minutes after surfacing the cores. After coring, cores
were put into specifically made containers with additional shock-absorbing and insu-
lating hard foam for transport and storage.
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Fig. 5: Conditioning and storage of Geomechanical cores (GM).

3 Selection of core material for testing

Prior to sending cores to the laboratories for testing, all GM cores with Opalinus Clay
and its confining units were examined by the non-destructive Med-XCT technique (Kel-
ler & Giger, 2019). This was done for three main reasons: 1) check for integrity of the
core, as some drilling-induced fractures may not have been detected at the borehole
site, or may only manifest after some time in the cores, 2) select homogeneous inter-
vals for testing, and 3) assess the representativeness of plugs selected for sub-sam-
pling with respect to the entire core. An example of a stacked XCT cross-section and
the location of sub-sampling interval is given in Figure 6.
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Since basic properties such as water content, density, porosity and bulk mineralogy
are evaluated for all selected samples and/or the testing interval, the XCT grey values
can be calibrated, and the basic properties can be estimated along the cores (Fig. 6).
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Fig. 6: Virtual cross-section of stacked CT scans of example core, with continuous miner-
alogical and physical properties (calibrated on core sub-samples). The test plugs
(second image from the right, green areas) were drilled from homogeneos intervals.

4 Triaxial testing

Hydro-mechanical couplings need to be taken into account to understand of the re-
sponse of Opalinus Clay. In particular, results need to be analyzed in terms of effective
stress This means that samples must be properly saturated, yet without jeopardizing
the mechanical integrity by potential swelling at low effective stress (Ewy, 2015). In
addition, since hydraulic conductivity is very low, the diffusivity of pore pressure takes
very long and hence an appropriate loading rate must be selected (Ewy, 2018; Giger
et al., 2018; Delage, 2021). These aspects were evaluated in detail in a benchmarking
study with cores from the Underground laboratory of Mont Terri (Minardi et al., 2019).

A sub-core was extracted from the core barrel on the basis of XCT scans and using a
bandsaw (Fig.7). It was possible to demonstrate that the sub-core was in excellent
condition, generally without fissures and a native activity > 70 %. The native activity
can be correlated to sample saturation on the water retention curve. Testing plugs were
then drilled from that sub-core adjacent to each other to minimize sample heterogene-
ity, which is considered minimal in the lateral direction. Sub-coring is done with a non-
wetting, non-polar hydrocarbon as a cooling fluid. The detailed procedures adopted for
testing in the deep borehole campaign were very similar as in Minardi et al. (2019) and
are documented in borehole specific reports (e.g. Nagra 2021b, 2021c).
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Fig. 7: Extraction of sub-core using a bandsaw (left), and sub-drilling of testing plugs (right).

Examples of results of the peak shear strength of Opalinus Clay samples from the first
two boreholes are provided in Figure 8, highlighting the high reproducibility of the re-
sults.
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Fig. 8: Peak strength results of Opalinus Clay triaxial tests from two boreholes (BUL-1-1 and
TRU-1-1). Axial loading in all tests was perpendicular to bedding.

5 Check representativeness of test results

A critical question revolving around any laboratory testing programme is how repre-
sentative the chosen specimens were for a given formation. This is where the regular
sampling grid of PW and RP cores (Fig.4), and constraining basic properties in all cores
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(including GM), is relevant. Direct comparison of geomechanically tested samples
(filled symbols) with those of the regular grid (open symbols) for both porosity and clay
mineral content highlights that the test plugs are indeed representative of the formation

(Fig.9).
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Fig. 9: Comparison of samples from geomechanical testing (triaxial and oedometric test
samples, taken from geomechanics cores, GM) with samples from regular grid (open
symbols, from cores of rock properties, RP, and pore water, PW).
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Abstract

Heat-induced short-term decay of dimension stone on buildings and monuments
caused by fire is a well-known phenomenon. However, the mechanisms of fracturing
and spalling behavior of rocks in real fires have been mostly obtained by findings based
on phenomena observed by small-scale lab testing using electrical ovens. A large-
scale method has been lacking due to the limitations in size and costs of technical
devices offering realistic temperatures. In our work we conducted real scale fire exper-
iments on large-sized specimens and performed accompanying numerical simulations
of the different fire scenarios. After the fire tests, different crack patterns were observed
on the specimens. In contrast, smaller specimens heated in a laboratory oven did not
reveal any macroscopic cracks, although they were exposed to the same or even mark-
edly higher temperatures. Simulation results showed that the large samples under real
fire experienced high thermal gradients during both heating and the subsequent cool-
ing processes. The thermal gradient inside of evenly heated small-sized samples al-
ways tends to be very small due to the slow heating and cooling rate in an oven. How-
ever, the thermal impact of to a real scale fire is less steady, showing major spatial and
temporal fluctuations, and is characterized by a significant higher heating rate. The
difference in thermal gradients depending on heating rates is identified as a dominant
factor for the difference in cracking behavior of sandstone samples. Reversing mech-
anisms of thermal expansion and contraction of the near surface sample volume
causes the creation and widening of macrocracks in the thermally pre-damaged matrix.
By means of numerical model calculations it is demonstrated that damage is accumu-
lated in the heating as well as the cooling phase of a real fire scenario. These findings
can have significant implications on judging the detrimental effect of water used for
extinguishing fires impacting sandstone structures.
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Zusammenfassung

Die durch Brand oder Feuer verursachte kurzfristige Zerstérung von Naturstein an Ge-
bauden und Denkmalern ist ein bekanntes Phanomen. Das Verhalten des Bruch- und
Abplatzens von Gestein bei realen Branden wurden jedoch zumeist durch Phanomene
beschrieben, die in Laborversuchen in kleinem MafRstab mit elektrischen Ofen beo-
bachtet wurden. Aufgrund der begrenzten Gréf3e und der Kosten von Versuchseinrich-
tungen, die realistische Temperaturszenarien aufbringen kdnnen, konnten Untersu-
chungen mit grollmafstablichen Proben bislang nicht umgesetzt werden. In unserer
Arbeit haben wir Brandversuche an grofl3formatigen Probekorpern durchgefuhrt und
begleitende numerische Simulationen der experimentellen Szenarien vorgenommen.
Nach den Brandversuchen wurden an den Probekdrpern unterschiedliche Rissmuster
dokumentiert. Kleinere Proben, die in einem Laborofen erhitzt wurden, wiesen dage-
gen keine makroskopischen Risse auf, obwohl sie den gleichen oder sogar deutlich
hdéheren Temperaturen ausgesetzt waren. Die Simulationsergebnisse zeigten, dass
grolmalfstabliche Proben im Brandfall sowohl bei der Erwarmung als auch bei der
anschlielfenden Abkuhlung hohe Temperaturgradienten aufweisen. Dagegen ist der
thermische Gradient in gleichmaRig erhitzten, kleinen Proben aufgrund der langsamen
Aufheiz- und Abkuhlgeschwindigkeit in einem Laborofen immer sehr gering. Die ther-
mische Einwirkung eines Brandes im realen Mal3stab ist jedoch weniger gleichmaRig,
weist groRere raumliche und zeitliche Schwankungen auf und ist durch eine wesentlich
héhere Aufheizrate gekennzeichnet. Der Unterschied in den thermischen Gradienten
in Abhangigkeit von der Aufheizrate wird als dominierender Faktor fur das unterschied-
liche Rissverhalten von Sandsteinproben identifiziert. Die Umkehrung der Mechanis-
men der thermischen Ausdehnung und Kontraktion des oberflachennahen, schalen-
formigen Probenvolumens bewirkt die Entstehung und die Ausdehnung von Makroris-
sen in der thermisch vorgeschadigten Matrix. Anhand von numerischen Modellrech-
nungen wird gezeigt, dass die Schadigung sowohl in der Aufheiz- als auch in der Ab-
kihlphase eines realen Brandszenarios entsteht und akkumuliert wird. Diese Erkennt-
nisse sollten bei der Beurteilung der mdglichen Auswirkung des Einsatzes von Ldsch-
wasser bei der Bekampfung von Branden an Sandsteinstrukturen bericksichtigt wer-
den.
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1 Introduction

Sandstone has been one of the most commonly used construction materials for histor-
ical buildings or structures worldwide. Although it is fairly well resistant to weathering
and corrosion under natural conditions, some external factors like fire accidents can
cause a significant decline in the strength of sandstone and may compromise the struc-
tural integrity of a building (Gomez-Heras et al., 2009). For instance, the sandstone
construction of the Church ‘Frauenkirche Dresden’ was in flames and high tempera-
tures for hours due to Anglo-American bombardments in 1945. This led to peel-like
separations in the sandstone causing damages of the supporting structure (Hajpal and
Torok, 1998). Besides the obvious damages on the surface of the building stone, the
high temperature of the fire can induce substantial microcracks or even large fractures
inside of rocks covered by the surface without visible cracks (Wang and Konietzky,
2020).

To study the fire effects on sandstone, heating ovens are often used to simulate the
increased temperatures during fires (Gomez-Heras et al., 2009). Most studies have
focused on morphology and property variations, as well as the cracking evolution after
heat treatments. Robertson (1988) summarized the published data to provide fairly
accurate evaluations of thermal coefficients and parameters of sandstones for engi-
neering and scientific purposes.

Despite the numerous efforts made in the past, the mechanisms of fire-induced dam-
ages in sandstone are still poorly understood due to relatively rare experimental stud-
ies. This is mainly because the temperatures applied by electric laboratory oven usu-
ally exhibit a delay compared to the real fire time-temperature characteristics. Hence,
high heating rates cannot be reproduced well by an electric oven. Recently, some re-
searchers have started to use real flames or laser beams to replicate the heating phys-
ics during fires (Gomez-Heras et al., 2008; Gomez-Heras et al., 2009). McCabe et al.
(2007) compared the response of a sandstone block to furnace heating and fire expo-
sure. They found that samples treated by fire showed a more unpredictable response
to salt weathering and a pronounced spalling of corners which is likely to be due to a
dense microfracture network. Smith and Pells (2008) studied how in-situ sandstone is
responding to a tunnel fire by conducting laboratory and field tests. They found that a
substantial explosive spalling of the sandstone may occur at temperatures of only a
few hundred degrees Celsius when impacted by a fire. However, the conclusions ob-
tained from those tests are mainly speculations based on the corresponding phenom-
enon. The understanding and direct evidences of cracking behavior during a real-time
fire process are still strongly restricted by the technical device limitations.

A promising way to overcome this is the use well-designed experiments at a technical
scale accompanied by numerical simulations. Based on realistic boundary conditions,
reliable material input parameters and calibrated against observed phenomena, the
numerical models can provide insights into the thermo-mechanical-coupling process
that cannot be achieved by laboratory investigations alone.

2 Materials and Methods
2.1 Sample Material

The investigated material comprises sandstone of the Posta type which is one of the
two main varieties of the Upper Cretaceous Elbe sandstone, occurring south of Dres-
den (Saxony, Germany). The color of the Posta type varies between light grey and
yellowish-brownish. It is a fine- to medium-grained, occasionally coarse-grained, po-
rous and siliceous quartz arenite with deficient amounts of feldspar, traces of kaolinite
and without organic matter (Grunert, 2007; Grunert & Szilagyi, 2010). The average
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total porosity is 22 %. The Posta type sandstone has been widely used for construction
purposes and is still quarried today (Grunert, 2007).

2.2  Experimental Setup

Two large-size cylindrical samples with a diameter of 19 cm, a height of 58 cm and a
mass of approximately 30 kg were prepared using diamond-equipped tools. The spec-
imen axis was orientated normal to bedding. Five small-diameter holes drilled from the
side to the center-axis of the specimens served as mounting holes for thermocouples
to monitor the temperature evolution inside the specimens. These holes were filled with
mortar after installing thermocouples in order to isolate them from influences from the
boundary surface. In addition, five thermocouples were attached to the specimens’ skin
surface at various positions. In total, each specimen was equipped with 10 thermocou-
ples which allowed monitoring of internal and surface temperature evolution in real
time during the test. Data from all thermocouples was collected, stored by a data ac-
quisition system and visualized using a computer (Fig. 1). All specimens were dried at
70°C until constancy of mass was reached before exposing them to fire load.
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Fig. 1: Experimental setup and testing procedure for the real scale fire test
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For the real scale fire test a fire container (height: 2.40 m, width: 2.35 m, depth: 4.13 m)
was used in accordance to the room corner test of the standard ISO 9705 at the Insti-
tute of Fire Protection and Disaster Control (IBK) in Heyrothsberge (Fig. 1). Inside this
fire container, the cylindrical sandstone specimens were placed at a height of 1.7 m
above the fire source, achieving a direct flame treatment and a thermal impact by the
flue gas and the flame. The fire source consisted of a wooden crib according to
DIN EN 3-7 which provided a known theoretical heat release rate with a maximum
temperature of approx. 900 °C for about 15 minutes. N-heptane acted as a fire accel-
erant which was ignited in a pan below the wood crib.

The temperature in the container was monitored by thermocouples over time. An infra-
red and a video camera recorded the heat distribution and the fire behavior in the con-
tainer which could be followed in real-time on a monitor in the nearby laboratory

(Fig. 2).

» H_._
01-25-2019 Fr 10:10:21  Kamera 63 01-25-2019 Fr m Kamera §f]1"

Fig. 2: a/b) View inside the fire container before and during testing b) positions of video and
infrared camera c) record of video monitoring d) record of infrared monitoring.
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2.3  Numerical model setup

The finite difference continuum code FLAC3D (ltasca, 2020) was used for numerical
simulation. Posta sandstone is usually considered as a homogenous rock. Heteroge-
neity at the micro- and mesoscale is present due to the porosity and needs to be con-
sidered in numerical models depending on mesh resolution. In this work, the two-pa-
rameter Weibull distribution (Weibull, 1951) using the shape parameter (m) and the
scale parameter (xi) is adapted to represent inhomogeneous property distributions.
Based on an extensive sensitivity study considering compressive and tensile stress
evolutions as well as the plastic strain distribution a low level of heterogeneity (m = 35)
in conjunction with an average zone size of approximately 6 mm was chosen to best
duplicate the measured material behavior (Wang et al., 2021). A modified constitutive
law (Wang et al., 2020b; Wang and Konietzky, 2020), which combines temperature-
dependent relations and the classical Mohr-Coulomb model with strain softening and
tension cut-off is incorporated. For all material properties temperature-dependent rela-
tions (fopo) are used which are based on initial values calculated using the Weibull
variable xi as documented in Table 1. The softening behavior for cohesion and tension
are provided by user-defined functions (Wang et al., 2020b).

Table 1: Input properties for Posta sandstone (Wang et al., 2021)

Parameter Macro values Property of element i
Po (25°C)
CLTE aw (10/°C) 10.22 ati (T) = aoXi-fatato
Specific heat Cpo (J/kg°C) 684b Cpi(T) = Cpo-Xi-fcpicpo
Thermal conductivity ko (W/m°C) 2.0 ki(T) = Ko-Xi-fwxo
Young's modulus Eo (GPa) 15.83% Ei(T) = Eo-Xi-fe/eo
Poisson's ratio vo 0.2¢ vi(T) = vo-Xi-fuvo
Tensile strength ot (MPa) 4.0* oti(T) = owo-Xifovoto
Cohesion co (MPa) 12.5% ci(T) = coXi-ferco
Friction angle ¢o (°) 45d @i(T) = @o-Xi-Tp/eo
Density po (kg/m?3) 2080%* Pi(T) = poXifoipo
#Data obtained/back-calculated from lab test results of Posta sandstone
samples

* xi is the Weibull variable of element i; foipo is the normalized form of the
temperature-dependent evolution of the parameter

2 (Robertson, 1988), (Grunert, 2007); ° (Grunert ,2007); (Clauser and
Huenges, 2013); (Orlander et al., 2018); ¢ (Zhang et al., 2020); ¢ (Yang et
al., 2017); (Tang et al., 2020).

Cylindrical models with 3456 zones were built to replicate the behavior of the Posta
sandstone sample during real scale fire tests (Fig. 3). The steel supports were consid-
ered elastic and thermally isotropic. The dimensions of the model, including the posi-
tions of thermocouples (S1-10) follow the lab test as shown in Fig. 1.

The temperature boundary conditions for the cylindrical models varied with their orien-
tation to the fire source as observed by measurements in the experiments (Fig. 3).
While the temperature impact on the surface of the sample directly facing the maximum
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of fire (heating area 1), the cylinder’s end faces experienced a considerably lower ther-
mal impact (heating area 3). Temperature impact at the back side of the cylinder —
facing away from the fire — was intermediate (heating area 2). Fig. 3c shows the three
temperature curves obtained from the temperature readings of thermocouples S6, S7,
and S9 of a representative test. These sensors were chosen since their curves nearly
represent average values of each group. The derived temperature curves S7-Simula-
tion, S6-Simulation, and S9-Simulation were applied as boundary conditions to the
heating areas 1, 2, and 3, respectively.

®  Supportbase Sample ® Interface ® Heating area 1

®  Fixed in local x = Fixed in local y ® Heating area2 S0 87,88

® Heating area 3
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Fig. 3: Geometry and boundary conditions of the numerical model for the real scale fire test
(Wang et al., 2021)

3 Results and Discussion

The sample’s appearance after a real scale fire experiment is shown in Fig. 4. The
most obvious impacts of the fire on the sandstone are the color changes due to soot
cover and the obvious cracking due to thermal effect. The blackening of stone from
soot is an important by-product of fire, and the most obvious immediate surface effect
(Gomez-Heras et al., 2009). Except for a few smaller flakes, cracking is characterized
by large fragments with macrocracks crossing through the surface. While observation
and description of the fracture pattern can be done after the physical tests, it was im-
possible to observe the crack evolution during the fire experiment directly because of
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limitations in the resolution of the video and infrared camera under such harsh condi-
tions. However, numerical simulations do provide a more in-depth insight into this pro-

cess.
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(a) crack patterns observed in the experiment and numerical simulation results; (b)
temperature development at various monitoring points in the physical and numerical
model (Wang et al., 2021)

The plasticity states (which indicate microcracks) and plastic tensile strains (larger val-
ues can be interpreted as observable macrocracks by naked eyes) in the numerical
model during the fire treatment are presented as a timeline in Fig. 5. While during the
heating process (i.e., from fire ignition to its full development) microcracks develop
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dominantly inside the sample (ref. Fig. 5, 500 s), microcracks observable at the sam-
ple’s surface are a result of the cooling process (ref. Fig. 5, 1 365 s). The macrocracks
(i.e., those with a plastic tensile strain of 1.8:102; ref. Fig. 4) develop in a similar way
as the microcracks. During the heating process, macrocracks mainly occur inside the
sample, while they become more and more evident at the sample surface during cool-
ing (ref. Fig. 5, 3 865 s). It is evident that all the cracks are caused by tensile failure
(Mode-I crack type). This indicates that the tensile stress evolution is the primary mech-
anism of the thermal-induced cracking and that shear-type cracking is only of subordi-
nate importance.

None = Tension-n-p = Tension-p 18 15 12 09 06 03 0.0 [x102]

Heating process (0-865s)

Cooling process (after 865s)

I 1365s I 3865s

1065s

88655

’ 8865s

Fig. 5: Plasticity states (above; representing microcracks) and plastic tensile strain (below;
representing macrocracks) of a sandstone sample at different points in time in the fire
experiment (Wang et al., 2021)

With respect to thermally induced cracking of rock, many authors refer to the transfor-
mation of a-quartz to B-quartz at around 573 °C and the related volume increase to
explain deterioration and damage of quartz-rich building stones (e.g. Chakrabarti et al,
1996, Hajpal & Torok, 2004). However, in the case of real scale fire impact heavy
damages (macrocracks) occur, although this temperature is hardly reached on the
sample’s surface (Fig. 3c). In the oven-heated smaller specimens, tension due to tem-
perature gradients does not occur due to slower and even heating. From this point of
view, this kind of experiment does not reflect real, dynamic fire scenarios on buildings.
These experiments can give insight into effects of temperature on mineral grains and
intergranular matrix. In case of long-lasting fire events, these effects may additionally
affect building stones and their material properties.
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The cracking and spalling observed under direct impact of fire are dominantly triggered
by temperature (thermal loading) variations. Large thermal gradients are generated in
the sandstone samples during both heating and cooling phase. Immediately after fire
ignition, the sample surface is impacted by high heating rates. For example, the aver-
age temperature increase of S7 is around 140 °C/min from 20 s to 100 s after the start
of the experiment (Fig. 3). Large compressive stresses are induced at the outer bound-
ary of the sample and tensile stresses are mainly observed locally inside the sample
(Wang and Konietzky, 2020). During the cooling process, this mechanism is reversed
as the shrinkage of the cooling-down surface is constrained by the still expanding hot
inner regions. Tensile stresses generated on the cooled surface are counterbalanced
by compressive stresses along the inner part of the specimen (Wang et al., 2020a).
The cooling induced tensile stresses occur mainly in the outer layer of the sample,
where strength reduction has been triggered during the heating phase. Hence, the de-
veloping of near-surface cracks during the cooling process meet a less robust and pre-
damaged matrix and subsequently interact and connect with the deeper-lying cracks
induced during the heating phase. This interaction and combination of both mecha-
nisms finally lead to an intensely developed fracturing and spalling behavior observed
for the sandstone samples after thermal impact by real fire as opposed to oven-heating.

4 Conclusions

The real scale fire scenario with the exposure of architectural sandstone elements to
a burning wood crib within a fire container for a short time results in damages compa-
rable to those observed on monuments and buildings which suffered from fire attack.
The temperatures measured on stone surfaces and within the inner core of the objects
indicate high gradients, resulting in material tension and subsequent cracking. Miner-
alogical changes due to phase transformation of single grains (e.g. transformation of
a-quartz to B-quartz at around 573 °C) may be an accompanying, secondary effect,
albeit with a spatial extent which is restricted to near-surface volume. With the aid of
numerical model calculations, the observed final fracture pattern was duplicated and
the damage evolution was investigated in detail. During the fire exposure, expansion
occurs in the outer part of the sample. Thus, tensile stresses are induced in the transi-
tion zone between the lower temperature inner part and the higher temperature outer
part. Microcracks develop in this transition zone, trigger local stress distributions and
continuously expand beneath the surface of the sample towards the specimen’s core.
Consequently, spalling cracks initiate locally parallel to the sample’s surface. During
the cooling process after the fire, this mechanism is reversed and tensile stresses
appear at the surface of the sample due to the stronger volumetric expansion of the
inner part. These tensile stresses cause crack widening in the pre-damaged matrix at
the outer part shell. The widening cracks subsequently coalesce with the deeper-lying
heating-induced cracks, and boost fracturing and spalling until the temperature across
the sample reaches an equilibrium state.
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