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Anotace 

Předkládaná práce nahlíží beton – významný materiál při realizaci dopravní infrastruktury – jako 

kvazikřehký materiál s nezanedbatelnou variabilitou mechanických parametrů. Studuje aspekty 

(např. vliv charakteristické délky kompozitu na korektní provedení štípacího testu) a možnosti určení 

lomově-mechanických parametrů betonu, přičemž některé získané výsledky představuje v prakticky 

uplatnitelné podobě (např. databáze softwaru FReET). Na vybraných aplikacích představuje možnosti 

spolehlivostního modelování reálné odezvy betonových konstrukcí. 
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Reliability Modelling of Real Response of Concrete Structures 

Annotation 

Presented work considers concrete – a significant material in the realization of transport infrastructure 

– as a quasi-brittle material with considerable variability of mechanical parameters. It studies aspects 

(e.g. the influence of the characteristic length of the composite on the correct realization of wedge 

splitting test) and the possibilities of determining the fracture-mechanical parameters of concrete, while 

some of the obtained results are presented in a practically applicable form (e.g. FReET software 

database). In selected applications it presents possibilities of reliability modelling of real response 

of concrete structures. 
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1. Úvod 

Betonové konstrukce tvoří velmi významnou část realizací v oblasti (dopravního) stavitelství. 

Při úvahách o reálném chování a poškození stavebních konstrukcí z betonu a jeho variant 

(obecně kompozitů na bázi cementu), jehož pochopení je nezbytné pro optimální návrh 

konstrukce, nelze opominout kvazikřehký charakter těchto materiálů, jakož i proměnlivost 

jejich vlastností – obojí v důsledku jejich specifické vnitřní struktury. Předkládaná práce 

nastiňuje vybrané aspekty z oblasti lomových parametrů cementových kompozitů pro 

modelování odezvy kvazikřehkých stavebních prvků, možnosti nelineární výpočtové 

mechaniky při modelování této odezvy vč. stochastické analýzy a aplikace této metodiky 

na vybrané konstrukce/konstrukční prvky.  

Lomově-mechanické parametry mohou sloužit pro kvantifikaci odolnosti proti vzniku/šíření 

(typicky tahové) trhliny či křehkosti/houževnatosti kompozitu (resp. stavebních 

prvků/konstrukcí po zavedení dimenze zohledňující geometrické charakteristiky konstrukce) 

a zároveň jako součást vstupních dat do modelů chování a poškození prvků/konstrukcí 

z kvazikřehkých materiálů, a to na deterministické či stochastické úrovni. Stochastický model 

umožňuje provést spolehlivostní analýzu řešeného problému. Ta se ukazuje významná právě 

v řešené oblasti cementových kompozitů, kdy experimentálně získaná data vykazují velkou 

proměnlivost. Uvedený postup má také nezastupitelné místo při návrhu konstrukcí 

z nových pokročilých cementových kompozitů, jejichž charakteristiky ještě nejsou vždy plně 

implementovány v dostupných normách (přičemž jsou postupně zapracovávány např. do fib-

Model Code 2010, resp. 2020). Nastíněný postupu umožňuje optimální návrh konstrukce, resp. 

návrh konstrukce na požadované hladině spolehlivosti. Aplikace uvedeného přístupu (Obr. 1.1) 

tvoří část předkládané práce. 

 

Obr. 1.1 Komplexní přístup k návrhu konstrukčních prvků z kompozitů na bázi cementu, 

který zohledňuje specifický tzv. kvazikřehký charakter poškození a výraznou proměnlivost 

materiálových vlastností (LHS – Latin Hypercube Sampling, simulační metoda užitá 

v předložené práci práci). 
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2. Beton jako kvazikřehký materiál s nezanedbatelnou variabilitou mechnických 

parametrů 

2.1 Rozdělení materiálů dle lomového chování 

Předkládaná práce je zaměřena na problematiku lomového chování kvazikřehkých kompozitů 

na bázi cementu. Neelastická zóna v okolí kořene trhliny je u těchto typů materiálu tvořena 

převážně oblastí vykazující změkčení (lomovou procesní zónou – LPZ), ve které napětí klesá 

z mezní hodnoty dosažené v okrajových bodech na nulovou hodnotu na lících trhliny a kde 

dochází k narušení struktury materiálu. Nezměkčující nelineární oblast (tečení či zpevňování 

materiálu) je v tomto případě zanedbatelná. Srovnání nelineárních zón u vrcholu trhliny pro tři 

typy lomového chování (křehké, duktilní a kvazikřehké) přináší Obr. 2.1. 

 

 

Obr. 2.1 Nelineární zóny u vrcholu trhliny při křehkém (a), duktilním (b) a kvazikřehkém (c) 

lomovém chování materiálu; dle Bažant et al. (1998), resp. Veselý (2004, 2015). 

 

2.2 Lomová procesní zóna a její modelování 

Výše popsanou lomovou procesní zónu nelze zanedbat při simulaci poškození (vzniku a rozvoje 

trhlin) kompozitů na bázi cementu (ve stavebnictví typicky beton vč. jeho pokročilých forem). 

Významnou roli při formování lomové procesní zóny představuje specifická vnitřní struktura 

materiálu vznikající při hydrataci slínkových materiálů (Obr. 2.2). 

 

Obr. 2.2 Mikrostruktura C-S-H gelu v průběhu hydratace; převzato z Tritthart et al. (2003). 

Pro experimentální analýzu vznikající lomové procesní zóny lze užít rozličné techniky, jejich 

přehled je představen např. v Řoutil (2012). Připomeňme, že pro odhad dosahu lomové procesní 

zóny lze užít vztah 2.1 definující tzv. charakteristickou délku materiálu. 
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2

t

LPZ
f

EG
l        (2.1) 

Symbol E ve vztahu 2.1 představuje modul pružnosti, G lomovou energii a ft tahovou pevnost 

materiálu. Tento vztah současně kvantifikuje strukturní křehkost materiálu. 

Existenci lomové procesní zóny zohledňuje model pásové trhlin (Bažant et al. 1983), který 

předpokládá propagaci mikrotrhlin v lomové procesní zóně v pásu o šířce h (jedná se tak 

o model patřící do třídy rozetřených trhlin, na rozdíl od diskrétní trhliny v klasickém 

Hillerborgově modelu). Průběh diagramu napětí–otevření trhliny w v každém materiálovém 

bodě je transformován v závislosti na šířce pásu trhlin a velikosti lomové energie (Obr. 2.3). 

Pro nelineární složku závislosti mezi napětím σ(ε) a deformací ε, která nastává po rozevření 

trhliny platí (2.2). 

 
,

1

h

w

h

w





      (2.2) 

kde: w… otevření trhliny a σ-1(w) … inverzní funkce k σ(w). 

 

Před vznikem trhliny platí předpoklad Hookeova zákona, po dosažení mezní hodnoty napětí 

dochází k tzv. lokalizaci přetvoření v oblasti Ls a k elastickému odlehčení v zbývající části Lu. 

Pro celkovou deformaci platí: 

 
,

1

h

w

E
et






     (2.3) 

kde: εt … celková deformace, εe … elastická deformace, E … modul pružnosti materiálu. 

 

Pokud se šířka pásu mikrotrhlin blíží nule, model pásové trhliny se blíží k principu modelu 

fiktivní trhliny.  

 

 

Obr. 2.3 Schéma transformace diagramu napětí–otevření trhliny. 

Model pásu trhlin pro simulaci tahového poškození je implementován v MKP softwaru 

ATENA (Červenka et al. 2014), užitém pro aplikace uvedené v dalších částech práce. 

Energetická formulace tohoto konceptu pro každý elementární prvek poskytuje objektivní 

výsledky, neboť minimalizuje závislost modelu na síti. Princip tzv. omezovače lokalizace lze 

nastínit na klasickém příkladu jednoduchého taženého prutu tvořeného jednou řadou prvků. Při 

analýze bez aplikace modelu pásu trhlin obdržíme silnou závislost na velikosti sítě, resp. prvku 

(Obr. 2.4, 2.5). 
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Obr. 2.4 Analýza taženého prutu – závislost průběhu zatížení–protažení prutu na velikosti 

zvolené sítě. 

 

 

Obr. 2.5 Analýza taženého prutu – průběh deformací po délce prutu v závislosti na velikosti 

zvolené sítě. 

Tato závislost vymizí při aplikaci modelu pásu trhlin, kdy s užitím zmíněných vztahů pro 

prodloužení prutu platí (2.4). 

   ,1 w
h

L

E

L
LLLLu s

seeseu

 


    (2.4) 

kde: u …  protažení prutu, Lu … oblast elastického odlehčení, Ls … oblast lokalizace přetvoření, 

L … celková délka prutu (L=Ls+Lu). 

V případě taženého prutu dochází k lokalizaci přetvoření a ke vzniku trhliny vždy v jednom 

prvku, který odpovídá velikosti pásu trhlin. Při praktických složitějších aplikacích je velikost 

pásu trhlin stanovena jako průmět prvku, ve kterém se šíří trhlina, na kolmici k této trhlině. 

Tento postup je implementován ve zmíněném softwaru ATENA  (Červenka et al. 2014).  

Pro popis chování prostého betonu v tahu po otevření (tahové) trhliny lze využít lineární, bi-

lineární či exponenciální závislost. Obr. 2.6 přibližuje exponenciální závislost dle Hordijka 

(Hordijk 1991). Průběh funkce popisuje rovnice 2.5, kde wc představuje kritické otevření 

trhliny, při kterém již trhlina nepřenáší žádné napětí (a je definováno vztahem 2.6), c1 = 3 a c2 = 

6,93. Podotkněme, že charakter funkce tahového změkčení se může podstatně změnit, jsou do 

betonu přidána vlákna či drátky (viz např. Kap 3.2.2). 
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𝜎𝑐𝑡(w) = 𝑓𝑐𝑡 × {[1 + 𝑐1 (
𝑤

𝑤𝑐
)

3

] 𝑒𝑥𝑝 [−𝑐2 (
𝑤

𝑤𝑐
)] −

𝑤

𝑤𝑐
(1 + 𝑐1

3)𝑒𝑥𝑝[−𝑐2]}   (2.5) 

 

𝑤𝑐 = 5.14
𝐺𝑓

𝑓𝑐𝑡
       (2.6) 

 
Obr. 2.6 Exponenciální tahové změkčení betonu. 

 

Celkový graf ekvivalentního jednoosého napětí a poměrného přetvoření 

poškozeného/nepoškozeného betonu v tahu/tlaku využitý v materiálovém modelu 

CC3DNonLinCementitious2 ukazuje Obr. 2.7. K výše detailněji popsané oblasti tahového 

změkčení (spojeného s rozvojem tahových trhlin) zde přibývá lineární větev při tahovém 

zatížení do dosažení pevnosti v tahu, zatěžovací větev diagramu v tlaku ve tvaru paraboly 

druhého stupně do dosažení pevnosti v tlaku následovaná lineárním tlakovým změkčením. 

Funkční předpisy jednotlivých větví grafu (vč. jejich alternativ) jakož i převod z dvouosé 

napjatosti na jednoosou efektivní napjatost přibližuje Červenka et al. (2014), diskuzi některých 

variant větví grafu lze nalézt také v Yurdakul (2019). 

 
 

Obr. 2.7 Graf ekvivalentního jednoosého napětí a poměrného přetvoření 

poškozeného/nepoškozeného betonu v tahu/tlaku (Červenka et al. 2014). 
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2.3 Vliv velikosti 

Jedním z důvodů praktické aplikace lomové mechaniky při analýze kvazikřehkých konstrukcí 

z kompozitů na bázi cementu je existence rozměrového efektu. Při něm dochází, při různých 

způsobech namáhání, k poklesu hodnot nominálních pevností s rostoucí velikostí 

konstrukce/konstrukčního prvku (při zachování geometrické podobnosti). Tento jev nelze 

popsat pomocí prostředků teorie pružnosti a plasticity. Při úvahách o uvedeném fenoménu bývá 

využíváno původní Weibullovo statistické vysvětlení a deterministické vysvětlení založené na 

energetických bilancích v souvislosti s existencí lomové procesní zóny, resp. jejím poměrem 

k velikosti konstrukce. Dále lze nalézt i další zdroje existence vlivu velikosti – efekt okrajové 

vrstvy, difúzní jev, vývin hydratačního tepla či fraktalitu lomové plochy. Problematiku vlivu 

velikosti velmi podrobně přibližuje Bažant et al. (1998). 

Podotkněme, že v červnu 2019 byl v této souvislosti do připravované aktualizace normy ACI 

(American Concrete Institute) Standard 318 zaveden Bažantův faktor velikosti, kdy smyková 

pevnost zjištěná klasickým mezním výpočtem musí být nově přenásobena faktorem velikosti 

(2.7), kde d – velikost konstrukce, C = 2 a d0 = 0,254m. 

 

λ𝑐 =
√

𝐶
(1 + 𝑑

𝑑0
⁄ )⁄       (2.7) 

 

2.4 Variabilita vlastností cementových kompozitů a její simulace 

V důsledku mikrostruktury z Obr. 2.2 nelze u betonů, resp. kompozitů na bázi cementu, 

zanedbat výraznou proměnlivost jejich mechanických vlastností (zmíněnou i výše jako jednu z 

příčin vlivu velikosti). Pro simulaci této proměnlivosti lze využít metody typu Monte Carlo, 

například  metodu Latin Hybercube Sampling (Teplý et al. 2004, Menčík 2016). 

 

2.4.1 Metoda Monte Carlo 

V této metodě se nejprve generují jednotlivé realizace vektoru X (resp. Y, Z, atd.), tedy realizace 

náhodných veličin x1, x2, … xj (resp. y1, y2, … yj; z1, z2, … zj atd.).  Index j označuje číslo 

simulace. Postup generování metodou Monte Carlo je znázorněn na Obr. 2.8.  

Při tomto postupu je třeba nejprve generovat náhodná čísla rovnoměrně rozložená na intervalu 

0 a 1. Na základě takto vytvořeného souboru čísel je možné generovat realizace náhodných 

čísel s určitým rozdělením pravděpodobnosti, a to podle vztahu 

 
jixji uFx

i ,

1

,

  

ve kterém  
jix uF

i ,

1
 je inverzní distribuční funkce náhodné veličiny xi. 
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Obr. 2.8 Generování náhodné veličiny inverzní transformací distribuční funkce 

metodou Monte Carlo. 

Následuje opakované (numerické) řešení problému a to vždy s jiným náhodně generovaným 

vektorem vstupních náhodných veličin. Po provedení všech analýz obdržíme statistický soubor 

výsledných sledovaných veličin, který lze dále vyhodnotit. Pro odhad malých 

pravděpodobností (např. pro odhad pravděpodobnosti funkce poruchy) je třeba při použití 

klasické metody Monte Carlo realizovat velký počet simulací. To může být často velký 

problém, zvlášť při náročných numerických analýzách.  

2.4.2 Metoda Latin Hypercube Sampling 

Způsob generování náhodných veličin x1,j, x2,j, … xn,j  metodou LHS znázorňuje Obr. 2.9. 

 

Obr. 2.9 Rozdělení definičního oboru distribuční funkce a generování náhodné 

veličiny inverzní transformací distribuční funkce metodou LHS. 
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Definiční obor distribuční funkce F(xj) každé základní náhodné veličiny xj je rozdělen na N 

intervalů o stejné pravděpodobnosti 1/N. Střed každého intervalu na distribuční funkci slouží 

jako výchozí hodnota pro stanovení hodnoty vstupní náhodné veličiny xi,j pomocí inverzní 

transformace distribuční funkce. Musí být provedeno N simulací, jeden interval každé náhodné 

veličiny je vybrán při tomto postupu právě jednou. Při postupu metodou LHS je 

sestavována tzv. tabulkou náhodných permutací. Často je třeba respektovat statistickou 

závislost mezi vstupními veličinami. Tuto závislost lze stanovit obecně koeficientem korelace, 

pro metodu LHS je vhodné použít např. Spearmanova koeficientu pořadové korelace. Po zadání 

požadované korelační matice proběhne úprava tabulky náhodných permutací iteračním 

postupem tak, aby se její korelační matice co nejvíce blížila matici požadované (Vořechovský 

et al. 2009, Novák et al. 2014b, 2015c). 

Poté následuje opakované numerické řešení problému a to vždy s jiným náhodně generovaným 

vektorem náhodných veličin X a jeho statistické, citlivostní či pravděpodobnostní vyhodnocení. 
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3. Lomově-mechanické parametry cementových kompozitů a možnosti/aspekty jejich 

určení 

Klíčovým parametr modelu pásu trhlin představuje lomová energie, která je výrazně ovlivněna 

lomovou procesní zónou. V případě křehkých materiálů je téměř veškerá lomová energie 

spotřebována na procesy související přímo s otevíráním trhliny (tj. rozpojování atomové 

struktury). V případě materiálů se vznikající lomovou procesní zónou je lomová energie 

spotřebovávána navíc také na procesy/strukturní změny v lomové procesní zóně (typicky 

mikropraskání a následné srůstání, větvení a přemosťování mikrotrhlin), což může způsobit její 

značný nárůst (podotkněme, že tohoto jevu je využíváno při návrhu vlákno-/drátko-kompozitů, 

u nichž je hodnota lomové energie řádově vyšší než v případě nevyztužené matrice). 

Velikost lomové energie lze stanovit pomocí několika experimentálních konfigurací (viz např. 

Karihaloo 1995, Shah et al. 1995, Bažant et al. 1998, Veselý 2004). V další části bude přiblížen 

a diskutován štípací test a zkouška na tříbodový ohyb, přičemž pro vyhodnocení 

experimentálních záznamů a stanovení hodnot lomové energie bude užita metoda měření 

lomové práce (tzv. „work-of-fracture“). 

Z plochy pod závislostí zatížení–průhyb (load–deflection diagram, l–d diagram, např. Obr. 

3.12) daného materiálu je počítána lomová práce WF. Lze ji tedy definovat jako plochu pod 

zatěžovacím diagramem daného materiálu v případě, že dojde k rozlomení trámce, tedy při 

faktickém vzniku dvou nových povrchů. Předpokládá se, že všechna práce lisu se přetváří ve 

vzorku a spotřebovává na vytvoření lomu. Ačkoliv jen zřídka lze experiment provést až do 

úplného rozdělení vzorku trhlinou, přesto můžeme energii disipovanou v průběhu zkoušky 

ztotožnit s WF. Chybějící konec diagramu jdoucí do nuly je možné odhadnout extrapolací, nebo 

zanedbat. Dělíme-li WF skutečně vzdorujícím průřezem, získáme hodnotu lomová energie Gf  

dle 3.1. 

,
net

F
f

A

W
G         (3.1) 

kde Anet je plocha skutečně vzdorujícího průřezu. 

Pro hodnotu lomové energie stanovené z kontrolní zkoušky na třídový ohyb trámce 

s centrálním zářezem tedy platí 3.2. 

 

  
 ,

1
Pd

BaW
G f       (3.2) 

přičemž: W … výška, a … délka zářezu, B … šířka vzorku, P … zatěžovací síla, δ … průhyb 

trámce uprostřed rozpětí. 

Podotkněme, že metoda vycházející z metodiky RILEM (1985) předpokládá vyhodnocení 

lomové energie z celé zatěžovací křivky a poskytuje hodnotu lomové energie Gf, která je 

průměrem rozložení této veličiny po délce ligamentu (tj. oblasti nad/pod zářezem) zkušebního 

tělesa. Velikost a tvar lomové procesní zóny (LPZ) v průběhu lomu nejsou konstantní, jsou 

např. ovlivněny volnými okraji tělesa. Tudíž i rozložení okamžité hodnoty spotřebovávané 

lomové energie po délce ligamentu tělesa nemůže představovat konstantní funkci. Ze způsobu 

výpočtu Gf  dle RILEM (zanedbávajícím změny LPZ, resp. okamžité hodnoty spotřebovávané 
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lomové energie během lomu) vyplývá, že takto stanovená hodnota je závislá na konfiguraci 

prováděné kontrolní zkoušky a velikosti zkušebního tělesa (v rámci jedné geometrie a velikosti 

potom i na relativní hloubce zářezu α) a nemusí tedy být obecně platnou materiálovou 

konstantou (což výsledky mnoha experimentů dokazují, např. Duan at al. 2003, 2006, Karihaloo 

et al. 2003), a to především při nedostatečné délce ligamentu (v kombinaci s charakteristickou 

délkou kompozitu) – diskutováno také např. v Řoutil (2012) a především Veselý (2015). Přesto 

je tato metoda hojně používaná, protože další metody odstraňující nedokonalost této jsou 

experimentálně velice náročné. Popsaný jev je při určování velikosti lomové energie možno 

eliminovat např. kombinací s jinou metodou – dále v práci bude využita např. identifikace 

materiálových parametrů, a to s využitím inverzní analýzy dominantních materiálových 

parametrů numerického modelu příslušných lomových zkoušek užitím umělé neuronové sítě 

(např. Lehký et al. 2013). 

3.1 Štípací test a vliv charakteristické délky kompozitu na jeho korektní provedení 

Test pro určování lomově-mechanických parametrů používající k šíření trhliny rozevírání 

vzorku pomocí klínu (Wedge-Splitting Test – WST, Obr. 3.1 a 3.2) byl představen v práci autorů 

Linsbauer a Tschegg (1986) a dále jej ve své práci rozvinuli Brühwiler a Wittmann (1990). 

Zdůrazněme, že WST představuje test se stabilním růstem trhliny a jeho výhodou může být 

použití relativně malého množství materiálu na rozdíl od standardně užívaných testů, jako jsou 

např. tříbodový nebo čtyřbodový ohyb trámce se zářezem (RILEM) – při WST odpovídá velikost 

zkušebního tělesa přibližně centrální oblasti trámců zkoušených na tříbodový, příp. čtyřbodový 

ohyb. Nespornou výhodou je uplatnění WST při stanovování lomově-mechanických parametrů 

na jádrových vývrtech odebraných ze stávajících stavebních konstrukcí (Obr. 3.2). Výsledek 

WST typicky představuje závislost zatížení–otevřením líce trhliny (Crack Mouth Displacement 

Opening – CMOD). V Řoutil (2012) či Seitl (2015) jsou shrnuty vybrané studie sledující např. 

vliv okrajových podmínek na průběh WST, podrobněji je zde diskutován vliv hloubky zářezu, 

křehkosti kompozitu a blízkosti druhého koncentrátoru (roh drážky pro osazení ocelových 

příložek) na průběh WST pro krychlový vzorek (také v Řoutil et al. 2010a, b a Veselý et al. 

2011), přičemž je ukázána minimální potřebná hloubka počátečního zářezu pro korektní 

provedení (Obr. 3.3a) a vyhodnocení lomové zkoušky při různých charakteristických délkách 

kompozitu.  

 

 

Obr. 3.1 Schéma odvození zkušebního vzorku na WST ze vzorku na tříbodový ohyb.  
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Obr. 3.2 Konfigurace WST (a); ukázka krychlového (b) a válcového (c) vzorku pro WST. 

 

 

Obr. 3.3 Korektní (a) a nekorektní (b, c) průběh WST na krychlovém vzorku. 

 

Navazující práce (Řoutil et al. 2011a, b, Seitl et al. 2011, Veselý et al. 2011) představují studii 

pro stanovení minimální délky zářezu pro válcové vzorky. Připomeňme opět praktickou výhodu 

těchto vzorků, totiž možnost stanovit lomově-mechanické parametry přímo na jádrových 

vývrtech. Korektní průběh WST na válcových vzorcích ilustruje Obr. 4.3a, nesprávný průběh 

znehodnocující stanovenou hodnotu lomové energie potom Obr. 4.3b, c. 

 

Obr. 3.4 Korektní (a) a nekorektní (b, c) průběh WST na válcovém vzorku. 

Pro numerickou studii byl využit materiálový model CC3DNonLinCementitious2 (Červenka et 

al. 2014). Jeho materiálové vstupy (E, ft a Gf) byly definovány dle Tab. 3.1, a to tak, aby 

docházelo k podstatným změnám v hodnotě charakteristické délky (definované rovnicí 2.1), 

což ilustruje následně Obr. 3.5. S uvedenými sadami vstupních parametrů byly realizovány 

numerické studie (Obr. 3.6a, b). Výsledky zaznamenané na Obr. 3.6c ukazují rozhraní mezi 

a)

b) c)

d) e)

a)

b) c)

d) e)
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propagací dominantní trhliny z rohu drážky (nekorektní průběh) a z čela zářezu (korektní 

průběh) pro studované charakteristické délky kompozitu a vybrané okrajové podmínky. Je 

ukázáno, že s rostoucí charakteristickou délkou kompozitu klesá nutná minimální délka 

počátečního zářezu (a to pro symetrické uspořádání drážek pro ocelové příložky i uspořádání 

nesymetrické, při kterém je roh jedné drážky „zaoblen“). Tento výsledek představuje důležitou 

informaci pro korektní provedení a vyhodnocení studovaného experimentu a doplňuje citované 

analýzy na vzorcích ve tvaru krychle. Při nedodržení minimální nutné délky zářezu pro daný 

kompozit dochází k nekorektnímu provedení/vyhodnocení lomového experimentu. 

Tab. 3.1 Kombinace materiálových parametrů definujících materiál s různou 

charakteristickou délkou. 

 

                

Obr. 3.5 Grafické znázornění tahového změkčení kompozitů z různou charakteristickou 

délkou pro kombinace materiálových parametrů z Tab. 3.1. 

ℓ
ch

 [
m

]

Cohesive function         

(w  in log. scale)

m
u

lt
ip

l.
 

o
f 

 0
ℓ

ch

1
6

 0
ℓ

ch

3
.9

3
E

+
0

0

→
  

 ℓ
ch

 i
n

cr
ea

si
n

g
  

  
→

2
.4

5
E

-0
1

9
.8

1
E

-0
1

4
 0

ℓ
ch

0
ℓ

ch
/1

6
0
ℓ

ch
/4

←
  

 ℓ
ch

 d
ec

re
as

in
g

  
 ←

0
ℓ

ch
0
ℓ

ch
/2

5
6

0
ℓ

ch
/6

4

9
.5

8
E

-0
4

3
.8

3
E

-0
3

1
.5

3
E

-0
2

6
.1

3
E

-0
2

C16+

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C4+

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C16-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C256-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C64-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


w

) 
[M

P
a]

C0

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C4-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

ℓ
ch

 [
m

]

Cohesive function         

(w  in log. scale)

m
u

lt
ip

l.
 

o
f 

 0
ℓ

ch

1
6

 0
ℓ

ch

3
.9

3
E

+
0

0

→
  

 ℓ
ch

 i
n

cr
ea

si
n

g
  

  
→

2
.4

5
E

-0
1

9
.8

1
E

-0
1

4
 0

ℓ
ch

0
ℓ

ch
/1

6
0
ℓ

ch
/4

←
  

 ℓ
ch

 d
ec

re
as

in
g

  
 ←

0
ℓ

ch
0
ℓ

ch
/2

5
6

0
ℓ

ch
/6

4

9
.5

8
E

-0
4

3
.8

3
E

-0
3

1
.5

3
E

-0
2

6
.1

3
E

-0
2

C16+

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C4+

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C16-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C256-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C64-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w [mm]


w

) 
[M

P
a]

C0

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]

C4-

0

5

10

15

0.00001 0.001 0.1

w  [mm]


(w

) 
[M

P
a]



22 
 

 

Obr. 3.6 Schéma vyšetřované zkušební konfigurace (a), numerického modelu (b) 

a znázornění minimální potřebné hloubky zářezu pro korektní průběh zkoušky (c). 

3.2 Lomové a únavové parametry vybraných betonů/cementových kompozitů  

3.2.1 Lomově-mechanické vlastnosti betonů pevnostních tříd C50/60 a C40/50 

využívaných pro prefabrikované betonové prvky 

Ve spolupráci tří pracovišť – Ústavu stavební mechaniky FAST VUT v Brně, University 

of Natural Resources and Life Sciences (Department of Civil Engineering and Natural Hazards, 

Institute of Structural Engineering) a rakouského výrobce betonových prefabrikovaných 

stavebních prvků Franz Oberndorfer GmbH & Co KG, (Gunskirchen) – proběhla rozsáhlá 

experimentální série za účelem stanovení lomově-mechanických parametrů a jejich 

proměnlivosti pro vybrané typů betonů, přičemž byl sledován vliv stáří betonu (1 den, 7 dní, 28 

dní a 126 dní) a částečně také vliv podmínek uložení vyrobených vzorků (Řoutil et al. 2014a, 

Novák et al. 2014a). Složení sledovaných betonů (C40/50 B4, C50/60 B4) vyrobených 

rakouskou firmou Franz Oberndorfer GmbH & Co KG přibližuje Tab. 3.2. Podotkněme, že 

uvedené betony jsou určeny pro sériovou výrobu předpjatých nosníků (průřez tvaru T, resp. 

dvojité T, Obr. 3.7). 

 

Obr. 3.7 Předpjaté betonové nosníky rakouského výrobce Franz Oberndorfer GmbH & Co 

KG (Gunskirchen). 

Tab. 3.2 Složení studovaných betonů (C40/50 B4, C50/60 B4). 
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Ze studovaných betonů byly vyrobeny vzorky pro zkoušky na tříbodový ohyb (trámce 

s nominálními rozměry 100×100×400 mm s centrálním zářezem do třetiny výšky, Obr. 3.9), 

resp. krychle (100×100×100 mm) pro určení tlakové pevnosti jakož i vzorky pro test klínovým 

štípáním (Obr. 3.13).  

3.2.1.1 Zkoušky na tříbodový ohyb trámce s centrálním zářezem 

Připomeňme základní postup při realizaci zkoušky na tříbodový ohyb (Novák et al. 2014a). 

Nejprve je nutné vytvořit uprostřed rozpětí zkušebního vzorku unifikovaný koncentrátor napětí. 

V tomto případě se jedná o zářez, zhotovený pomocí pily s diamantovým kotoučem, popř. 

vodním paprskem. Důležité je dodržet konstantní hloubku zářezu, provést zářez co nejtenčí a co 

nejméně poškodit strukturu zbývajícího materiálu. Zářez se provádí na spodní straně vzorku, 

přičemž těleso se do lisu umísťuje tak, aby leželo kolmo na směr působení gravitace při jeho 

zrání. Tedy tak, aby se původní horní a dolní povrch vzorku nacházel nyní na bocích tělesa. 

Předejde se tím ovlivnění zkoušky systematicky nerovnoměrným rozmístěním plniva, vláken, 

pórů apod. po výšce vzorku. Doporučuje se volit zářez do třetiny výšky tělesa. Pomocí 

zatěžovacího lisu provedeme zkoušku v tříbodovém ohybu. Na horním povrchu vzorku, nad 

zářezem, se bodově či liniově vnáší předepsaný posun, kterému odpovídá síla P. 

Poznamenejme, že není možné zatěžovat vzorek předepsanou silou, protože pak nelze získat 

tzv. sestupnou větev diagramu zatížení–posun, tedy tu část diagramu, kde při nárůstu posunu 

dochází k poklesu velikosti síly P (d > dPmax). S ohledem na předpoklad statického zatěžování 

je nutné volit pomalejší rychlosti přírůstku posunu (setiny milimetru za minutu). Bohužel, 

výsledkem jsou časově náročné experimenty, kde podstatná část je věnována právě získání 

sestupné větve. V průběhu zatěžování není vhodné měnit rychlost přírůstku posunu. Ukončení 

zkoušky je především u vláknových kompozitů dáno rozměrovými limity zařízení, které měří 

posun. Není-li nutné zkoušku přerušit z těchto důvodů, může se ukončit například při poklesu 

velikosti síly pod 5 % její maximální hodnoty Pmax. Obecně platí, že čím větší část diagramu 

zatížení–posun získáme, tím objektivnější budou výsledky. K měření posunu se nedoporučuje 

používat přímo posun příčníku lisu. Dochází tu totiž ke sčítání deformace vzorku, kterou je 

třeba změřit, deformace vzorku, která do měření zahrnuta být nemá (zatlačování podpor do 

vzorku, dosedání vzorku) a deformace lisu. Deformaci lisu lze eliminovat použitím dostatečně 

tuhého rámu a zatěžovací hlavy. Taková sestava ale většinou nebývá dostatečně citlivá pro daný 

účel. Při přímém měření posunu na povrchu vzorku je problém tuhosti lisu částečně vyřešen. 

Bohužel, zatlačování do podpor a dosedání vzorku má také výrazný vliv na naměřené hodnoty, 

zvláště je-li maximální velikost síly relativně nízká. Obecně oba tyto způsoby měření vedou 

k chybnému záznamu posunů. Provádíme-li experimenty na stejném lisu se stejným měřicím 

postupem, lze použít takto získané hodnoty alespoň na porovnání různých materiálů. Jako 

vhodnější se jeví použití speciálního rámu (Obr. 3.8a), který umožňuje měřit pouze posuny (na) 

vzorku. Po nasazení rámu se pomocí aretačních šroubů vyrovná poloha rámu na vzorku. Při 

poklesu spodního povrchu vzorku ve středu o d dojde ke stlačení měřícího zařízení nad pravou 

podporou o 2d. Závěrem je tedy nutné naměřené posuny podělit dvěma. Při natáčení vzorku 

a zatlačování do podpor dojde také ke změně pozice celého rámu a nedochází tedy k sčítání 

tohoto posunu s deformací zkoušeného tělesa. Alternativou k záznamu posunu je měření 

otevření ústí trhliny (zářezu), tzv. CMOD (Crack Mouth Opening Displacement). Na těleso jsou 

na spodní straně v oblasti počátečního zářezu nalepeny břity (viz Obr. 3.8b) mezi které je 

umístěna svorka extenzometru. 
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Obr. 3.8 Schéma uspořádání zkoušky na tříbodový ohyb trámce se zářezem pro měření 

závislosti (a) síla–posun (P–d) a (b) síla – otevření ústí trhliny (P–CMOD). 

 

 

Obr. 3.9 Snímek z provádění zkoušky na tříbodový ohyb trámce se zářezem v rámci 

stanovování lomově-mechanických parametrů betonu C50/60. 

Po proběhnutí zkoušky/zkoušek je výsledkem posloupnost dvojic hodnot síla–posun (P–d), 

alternativně síla – otevření ústí trhliny (P–CMOD) (doporučuje se zaznamenávat rovněž čas). 

Lisy s moderními měřícími ústřednami umožňují odečítat hodnoty po velmi krátkém časovém 

úseku. To může vést při dlouhých zkouškách k velkému množství dat. Realizace experimentů 

na tříbodový ohyb proběhla na FAST VUT v Brně za intenzivní spolupráce Ústavu stavební 

mechaniky a Ústavu stavebního zkušebnictví, konfiguraci zkoušky přibližuje Obr. 3.8. Typické 

průběhy zaznamenaných grafů zatížení–posuny pro vybranou zkoušku ukazuje Obr. 3.10. 

Podotkněme, že v rámci každého experimentu bylo zkoušeno 7 vzorků na mechanickém lisu 

Heckert FPZ 100/1 s rozsahem 0–10 kN v laboratoři Ústavu stavebního zkušebnictví (SZK) 

FAST VUT v Brně. Zatěžování zkušebních vzorků probíhalo spojitě za požadavku 

konstantního přírůstku posunu/průhybu (0,03 mm/min) uprostřed rozpětí. Jednotlivé zkoušky 

byly ukončeny při poklesu síly na 5 % Pmax. 
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Obr. 3.10 Typické záznamy závislosti síla–posun (P–d) ze zkoušky na tříbodový ohyb trámce 

se zářezem, zde pro beton C40/50 ve stáří 28 dnů. 

Připomeňme, že při nedostatečné tuhosti zkušebního lisu může dojít k přeskoku v zatěžovacím 

diagramu v důsledku vzniku záhybu. Tento jev bývá označován jako „snap-down“. Vznik 

přeskoku znemožňuje naměření celého teoretického zatěžovacího diagramu studovaného 

vzorku, což ovlivňuje vyhodnocení lomové zkoušky. Rozpoznání nastíněného jevu umožňuje 

analýza časové řady posunů a sil získaných při zatěžování, resp. derivace časové řady posunu–

zatěžovacího bodu (Frantík 2006). Frantík et al. (2006) navrhují korekci naměřených 

zatěžovacích diagramů, která spočívá v odstranění špatně podmíněných bodů l–d diagramu 

a aproximaci nezaznamenané části na sestupné větvi l–d diagramu pomocí kvadratické 

paraboly. Aplikaci postupu lze nalézt např. v Frantík et al. (2007) či Průša (2008). Korekce byla 

uplatněna i při vyhodnocování popsané experimentální série, Obr. 3.11 a 3.12. Poznamenejme, 

že hodnoty lomové práce a specifické lomové energie určené z naměřených diagramů bez 

korekce mohou být nadhodnoceny. 

 

Obr. 3.11 Derivace časové řady posunu zatěžovacího bodu (těleso z betonu C40/50 ve stáří 

28 dní). 



26 
 

 

Obr. 3.12 Vybraný záznam závislosti síla–posun (P–d) ze zkoušky na tříbodový ohyb trámce 

se zářezem úpřed a po korekci (těleso z betonu C40/50 ve stáří 28 dní). 

3.2.1.2 Experimenty pomocí štípacího testu 

Realizace experimentů klínovým štípáním proběhla na University of Natural Resources and 

Life Sciences (Department of Civil Engineering and Natural Hazards, tým doc. Alfreda Strausse 

a Dr. Thomase Zimmermanna). Schéma zkoušky na krychlích o hraně 150 mm s délkou zářezu 

a = 43 mm a vzdáleností mezi koncem zářezu a středem ligamentu rovnou b = 50 mm ukazuje 

Obr. 3.13a. Obr. 3.13b přibližuje vybraný vzorek po provedení zkoušky. Podotkněme, že 

zatěžování bylo realizováno s rychlostí 1,2mm/min. Typický průběh závislosti zatížení–posun 

přibližuje Obr. 3.14. 

 

Obr. 3.13 Schéma prováděného štípacího testu (a) a vybraný vzorek po provedení testu (b). 
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Obr. 3.14 Typický zaznamenaný průběh závislosti zatížení–posun při štípacím testu. 

3.2.1.3 Vyhodnocení provedených experimentů 

Ze zaznamenaných závislotí zatížení–průhyb byly – s využitím modelu efektivní trhliny 

a metodou „work-of-fracture“ – stanoveny hodnoty dominantních lomově-mechanických 

parametrů (modul pružnosti, lomová houževnatost či lomová energie).  

Model efektivní thliny umožňuje postihnout/popsat chování kvazikřehkých materiálů aplikací 

principů lineární lomové mechaniky. Vychází z předpokladu ekvivalentní pružné 

konstrukce/prvku s efektivní trhlinou ae. Ta je delší než trhlina původní a její zavedení 

reflektuje kvazikřehký charakter materiálu/tělesa a existenci lomové procesní zóny před čelem 

trhliny. Efektivních modelů existuje několik, přičemž všechny používají pro stanovení efektivní 

délky (resp. efektivního prodloužení) trhliny souřadnice vrcholu experimentálně získaného 

zatěžovacího diagramu, ale liší se způsobem výpočtu. Obecně lze konstatovat, že efektivní 

délku trhliny získáme zvětšením počáteční trhliny na takovou velikost, abychom při zachování 

konstantního modulu pružnosti materiálu získali stejné přetvoření při působení maximální síly. 

Z efektivní délky trhliny lze následně stanovena (efektivní) lomová houževnatost (neboli 

kritická hodnota faktoru intenzity napětí). Efektivní lomová houževnatost a kritická délka 

(efektivní) trhliny (stanovená ze sečné tuhosti zkoušeného betonového vzorku při maximálním 

zatížení) potom charakterizují kvazikřehký materiál (Nalatambi et al. 1986, Stibor 2004).  

Ze vzestupné části závislosti zatížení–posun/průhyb (l–d diagram), resp. její směrnice, lze 

odhadnout hodnotu modulu pružnosti – lze využít vztahu (3.3) pro výpočet modulu pružnosti 

ze zkoušky na tříbodový ohyb trámce se zářezem (Karihaloo 1995). První část vztahu (3.3) 

zahrnuje průhyb nosníku při tříbodovém ohybu a je odvozena z nosníkové teorie. Druhá část, 

obsahující integrál funkce geometrie, postihuje vliv zářezu a je odvozena z Castiglianova 

principu. 
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kde W a B představují šířku a výšku trámce, S značí rozpětí podpor, poměr α udává relativní 

délku trhliny, resp. zářezu, q reprezentuje vlastní tíhu vzorku a δ průhyb uprostřed rozpětí 

vzorku/trámce. Parametr F1(α0) zohledňuje geometrii vzorku pomocí funkce geometrie Y (3.4). 

   
0

2

1 0

0

F α = xY x dx
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      (3.4) 

Při hledání efektivní délky trhliny dosazujeme do vztahu (3.3) (s dříve stanovenou hodnotou 

modulu pružnosti) souřadnice vrcholu l–d diagramu – Pmax, dmax. Funkce geometrie (Bažant 

et al. 1998) lze najít např. ve tvaru (3.5). 
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Vztahy vyžívají místo délky trhliny, a, relativní délku trhliny, α, tedy poměr a/W. Poměr β 

udává délku vzorku v poměru jeho výšce S/W. 

Protože neznámá hodnota ae (na místě původní α0) vystupuje ve vztahu na místě argumentu 

integrálu, řeší se úloha iteračně. 

Po nalezení efektivní délky trhliny lze hodnotu efektivní lomové houževnatosti následně 

dopočítat ze vztahu (3.6). 
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K šíření trhliny v konstrukci dle modelu efektivní trhliny dojde v případě, když faktor intenzity 

napětí dosáhne hodnoty efektivní lomové houževnatosti (3.7). 

IceI KK   při eaa        (3.7) 

Současně také při stanovování lomově-mechanických parametrů betonů C40/50 a C50/60 

proběhla identifikace materiálových parametrů, a to s využitím inverzní analýzy parametrů 

(pevnost v tahu a tlaku, modul pružnosti a lomová energie) numerického modelu zkoušek na 

tříbodový ohyb (MKP software ATENA 2D, materiálový model CC3DNonLinCementitious2) 

užitím umělé neuronové sítě (Lehký et al. 2013). Grafické porovnání experimentálního 

a simulovaného (s indetifikovanými parametry) průběhu závislosti zatížení-posun ukazuje 

Obr. 3.15. Získané výsledky, včetně středních hodnot, variačních koeficientů a hustot 

pravděpodobnosti pro jednotlivé parametry, shrnuje Tab. 3.3. Vybrané výsledky jsou ukázany 

také v grafech na Obr. 3.16–18. Tyto hodnoty představují podrobnou informaci o vlastnostech 

studovaných betonů vč jejich vývoje v čase i podklad pro tvorbu modelů jejich chování na 

deterministické i stochastické úrovni. 
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Obr. 3.15 Diagram síla–posun (C40/50 ve stáří 28 dnů): naměřený a získaný numericky 

s využitím identifikovaných parametrů. 

  



30 
 

 

Tab. 3.3 Hodnoty lomově-mechanických parametrů (střední hodnoty, variační koeficienty 

(COV) a hustoty pravděpodobnosti) pro studované betony C40/50 a C50/60. 
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Obr. 3.16 Hodnoty modulu pružnosti (dolní index identif. značí hodnoty určené pomocí 

identifikace). 

 

Obr. 3.17 Hodnoty efektivní lomové houževnatosti (vlevo) a tahové pevnosti určené 

identifikací. 

 

Obr. 3.18 Hodnoty lomové energie (dolní index identif. značí hodnoty určené pomocí 

identifikace). 
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3.2.1.4 Databáze softwaru Freet 

Získané výsledky byly následně implementovány do databáze softwaru Freet (Novák et al. 

2014b, 2015a). Databáze je zpracována hierarchicky ve třech úrovních (Obr. 3.19): 

 

 Úroveň 1 – Třída betonu. 

 Úroveň 2 – Stáří betonu. 

 Úroveň 3 – Jednotlivé parametry. 

 

Třída betonu – aktuálně jsou v databázi zpracovány dvě třídy testovaného betonu, C40/50 

a C50/60 (Řoutil et al. 2014a). Předpokládá se další rozšíření, včetně např. betonů vyztužených 

ocelovými vlákny (Lehký et al. 2015a, b). 

Stáří betonu – testovány a do databáze byly zahrnuty vzorky ve stáří 1 den, 7 dní, 28 dní a 126 

dní. Pro uvedená stáří bylo testováno vždy 7 vzorků. 

Jednotlivé parametry – modul pružnosti, pevnost v tlaku, pevnost v tahu (pouze identifikovaná 

hodnota), efektivní lomová houževnatost, lomová energie. 

Pro každý parametr je definován vhodný model rozdělení pravděpodobnosti a základní 

statistické parametry, což představuje podporu při tvorbě pravděpodobnostních modelů. 

Vybraný náhled databáze v prostředí FReET ukazuje Obr. 3.20. 

Zmiňme ještě jeden, výše nastíněný, aspekt – série zkušebních vzorků ve stáří 28 dní byly, 

kromě základního uložení v běžných podmínkách, skladovány paralelně také v prostředí s vyšší 

vlhkostí. I v tomto případě jsou všechny získané výsledky zahrnuty do databáze a jsou 

k dispozici uživatelům. 

Už v současné podobě představuje databáze jedinečný souhrn lomově-mechanických parametrů 

pro vybrané betony. Nyní obsahuje záznamy pro celkem 72 parametrů (Obr. 3.20). 

 

Obr. 3.19 Struktura databáze ASCII. 
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Obr. 3.20 Náhledy databáze v programu FReET. 
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Představená databáze je takto připravena na další rozšiřování a doplňování. Uživatelům přináší 

v přehledné podobě možnost definovat potřebné lomově-mechanické parametry např. pro 

potřeby numerických simulací chování studovaných kvazikřehkých kompozitů pro jejich 

optimální návrh. 

3.2.2 Lomově-mechanické parametry drátkobetonu s matricí C50/60 

Beton C50/60 studovaný v předchozí části představuje matrici pro dva typy drátkobetonů, 

jejichž detailní složení ukazuje Tab. 3.4. Lomově-mechanické parametry těchto drátkobetonů 

byly vyšetřovány ve spolupráci Ústavu stavební mechaniky a Ústavu stavebního zkušebnictví 

FAST VUT v Brně a rakouského výrobce betonových prefabrikovaných stavebních prvků 

Franz Oberndorfer GmbH & Co KG (Lehký et al. 2015a, b).  Použité drátky nesou označení 

Dramix 5D, jejich pevnost v tahu je Rm,nom = 2300 MPa, modul pružnosti Es = 210000 MPa 

jejich tažnost činí 6 %. Délka drátku je 60 mm a průměr 0.9 mm. Experimenyt byly prováděny 

na vzorcích ve stáří 7, 28 a 126 dní. 

Zkušební vzorky pro test na tříbodový ohyb měly rozměry 150×150×550 mm (42 těles) and 

100×100×400 mm (14 těles). Rozpětí podpor činilo 500 mm, resp. 300 mm. Zářez dosahoval 

do třetiny výšky průřezu. Obr. 3.21  přibližuje konfiguraci testu na tříbodový ohyb jakož 

i příklad šíření trhliny. Po rozlomení trámců v oblasti ligamentu byly z jejich konců připraveny 

krychle o rozměrech 150×150×150 mm a 100×100×100 mm pro následné tlakové zkoušky. 

Tab. 3.4 Složení studovaných drátkobetonů. 

 

 

Průběh závislostí zatížení‒průhyb vzorků 150×150×550 mm z obou vyšetřovaných typů 

drátkobetonu ve stáří 7 a 126 dní přibližuje Obr. 3.22. V grafech jsou patrné vždy dva vrcholy 

‒ první odpovídá propagaci trhlin v betonu před úplnou aktivací drátků, druhý odpovídá mezní 

zatěžovací síle vzorku. Z grafů je patrný nárůst zatěžovací síly odpovídající oběma vrcholům 

v závislosti na stáří vzorku jakož i množství drátků. 
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a) 

 

b) 

 

c) 

 

 

 

 

 

Obr. 3.21 Uspořádání testu na tříbodový ohyb (a), detail propagace trhliny (b) a ukázka 

použitých drátků Dramix5D. 

 

Obr. 3.22 Experimentálně zaznamenaný průběh závislostí zatížení‒průhyb. 

Ze získaných průběhů závislostí zatížení‒průhyb byly stanoveny hodnoty lomově-

mechanických parametrů vyšetřovaných drátkobetonů, a to pomocí modelu efektivní trhliny,  

metodou „work-of-fracture“ a metodou dvojího-K (Lehký et al. 2015a, b). Podotkněme, že 

hodnota lomové energie odpovídá průběhu zkoušky do hodnoty průhybu vzorku 4 mm 

(Obr. 3.22), proto je v Tab. 3.5 i Obr. 3.23 označena hvězdičkou. Výsledky prezentuje Tab. 3.5. 

a Obr. 3.33. 
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Tab 3.5 Vyhodnocené lomově-mechanické parametry vč. směrodatných odchylek a hustoty 

pravděpodobnosti. 
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Obr. 3.23 Střední hodnoty a směrodatné odchylky vybraných lomově-mechanických 

parametrů. 

Z představených výsledků je zřejmé, že tlaková pevnost studovaného drátkobetonu není 

významně ovlivněna množstvím drátků. Tento vliv je naopak zřejmý u ostatních charakteristik, 

velmi výrazný je potom, dle předpokladů, v případě hodnot lomové energie. Podotkněme také, 

že hodnoty pevnosti v tlaku, jakož i lomové energie, získané ze zkušebních těles o velikosti 

hrany 100 mm jsou větší než hodnoty získané z experimentů realizovaných na tělesech o hraně 

velikosti 150 mm. Dále ukazuje Tab. 3.5 a Obr. 3.23 vývoj hodnot sledovaných charakteristik 

v čase vč. příslušných směrodatných odchylek jakož i vliv uložení vybraných vzorků ve vodním 

prostředí (w) (ostatní vzorky byly uloženy ve standardním prostředí). Získané výsledky, včetně 

základních statistických parametrů, jsou připraveny pro implementaci do výše zmíněné 

databáze softwaru FReET. 
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4. Spolehlivostní modelování reálné odezvy betonových konstrukcí – vybrané aplikace 

4.1 Předpjaté betonové nosníky z betonu C50/60 

Hodnoty lomově-mechanických parametrů betonů pevnostních tříd C50/60 a C40/50  byly užity 

při analýze předpjatých nosníků vyvíjených firmou Franz Oberndorfer GmbH & Co KG. 

Nosníky byly testovány ve spolupráci s Carinthia University of Applied Sciences (týmem 

Prof. Norberta Randla a Ing. Jörga Störzela, Fig. 4.1) a University of Natural Resources and 

Life Sciences (Department of Civil Engineering and Natural Hazards, Institute of Structural 

Engineering, tým doc. Alfreda Strausse ve spolupráci s Ing. Bernhardem Krugem 

a Ing. Michaelem Österreicherem). Základní rozměry průřezu nosníku jsou uvedeny na 

Obr. 4.2, který ukazuje i testovací schéma nosníku. Podotkněme, že v rámci vývoje nosníku 

bylo testováno několik variant lišících se výškou průřezu (0,3m, 0,45m a 0,6m) a velikostí 

předpětí (Tab. 4.1). V průběhu experimentů byly zaznamenávány posuny na vybraných místech 

nosníku (Obr. 4.3), deformace ve vybraných místech nosníku (Obr. 4.4) a zaznamenáván vznik 

a rozvoj trhlin na povrchu nosníku (Obr. 4.7). Aspekty vybraných fází tohoto výzkumu 

představují např. Kigilcim (2014), Strauss et al. (2015), Řoutil et al. (2014b), Novák et al. 

(2015b). 

 

 

Obr. 4.1 Vybraný testovaný předpjatý nosník. 
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Obr. 4.2 Schéma experimentu a testované průřezy (rozměry v centimetrech). 

 

Tab. 4.1 Přehled testovaných nosníků (geometrie a předpětí, R ‒ obdélníkový průřez, 

T ‒ průřez ve tvaru T; S ‒ bez předpětí, V1 ‒ 50% předpětí, V2 ‒ 100% předpětí). 

Testovaná 

série 

Nosník Předpětí 

1 
T1: T30-150 S V1 V2 

T2: R30-14 S   

2 
T3: T45-150   V2 

T4: R45-14 S V1 V2 

3 
T5: T60-150   V2 

T6: R60-14 S V1 V2 
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Obr. 4.3 Schématické znázornění měření posunů a deformací na vyšetřovaných nosnících 

(AE (Acoustic Emission/Schallemision) ‒ akustická emise, DMS (Dehn-Mess-Streifen 

extern/intern) ‒ tenzometry vnější/vnitřní, EN (Elektronisches Nivellement) ‒ elektronická 

nivelace, IWA (Induktiver Wegaufehmer) ‒ indukční snímač polohy, rozměry milimetrech). 

 

Obr. 4.4a Schématické znázornění měření deformací na vyšetřovaných nosnících (rozměry 

v centimetrech). 
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Obr. 4.4b Schématické znázornění meření deformací na vyšetřovaných nosnících (rozměry v 

centimetrech). 

3D model nosníku sestával z 24 714 hexagonálních konečných prvků a byl vytvořen v systému 

ATENA 3D/GID. Okrajové podmínky (posuvné podpory na obou stranách nosníku), schéma 

sítě konečných prvků, schéma výztuže a průřezu ukazuje Obr. 4.5. Beton byl modelován 

pomocí materiálového modelu CC3DNonLinCementitious2, pro modelování betonářské 

a předpínací výztuže byly využity pracovní doagramy představené na Obr. 4.6. Při tvorbě 

modelu byly uvažovány ztráty předpětí vč. ztrát v důsledku dotvarování a smršťování (Novák 

et al. 2015b). Srovnání rozvoje trhlin v průběhu zatěžování ukazuje Obr. 4.7. 

 

Obr. 4.5 Schéma MKP sítě, modelované výztuže a průřezu předpjatého nosníku. 

 

Obr. 4.6 Pracovní diagram betonářské a předpínací výztuže. 

 



42 
 

 

Obr. 4.7 Propagace thlin, experiment a simulace. 

Podívejme se podrobněji na vybraný model nosníku T30-150-V1 (tj. nosník s 50% předpětím). 

Během zatěžování nosníku docházelo k postupnému rozvoji diagonálních smykových trhlin. 

Tento trend vystihl i numerický model. 

Tab. 4.2 ukazuje možné hodnoty dominantních mechanických parametrů pro beton pevnostní 

třídy C50/60 stanovené s využitím identifikace materiálových parametrů pomocí inverzní 

analýzy (Kap. 3.2.1). S využitím korelačních koeficientů dle Tab. 4.3 bylo, metodou LHS 

(vč. optimalizace tabulky náhodných permutací pomocí metody simulovaného žíhání), 

vygenerováno 100000 simulací hodnot pevnost v tlaku‒pevnost v tahu‒modul pružnosti 

a lomová energie vyšetřovaného betonu, které pokrývají prostor náhodných dominantních 

vstupních parametrů. Tyto čtveřice byly následně seřazeny dle simulované hodnoty pevnosti 

v tlaku a pro další analýzy byla využita ta, jejíž simulovaná hodnota pevnosti v tlaku se nejvíce 

blížila pevnosti experimentálně zjištěné pro daný testovaný nosník (69,7 MPa). Tato sada 

vstupních parametrů je představena v Tab. 4.4. Porotkněme, že představuje jednu realizaci 

z prostoru náhodných dominantních vstupních parametrů. 

Tab. 4.2 Hodnoty dominantních mechanických parametrů pro beton pevnostní třídy C50/60 

stanovené s využitím identifikace materiálových parametrů pomocí inverzní analýzy 

(Kap. 3.2.1). 

 

Tab. 4.3 Korelační matice parametrů betonu C50/60. 
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Tab. 4.4 Parametry betonu pevnostní třídy C50/60 pro simulaci realizovaného experimentu. 

 

Porovnání výsledků experimentu a modelu (se vstupními daty dle Tab. 4.2, resp. Tab. 4.4) 

ukazuje Obr. 4.8, který ukazuje průběh závislosti zatížení‒průhyb (pod zatížením) testovaného 

nosníku T30-150-V1. Porovnání rozvoje thlin ukazuje Obr. 4.7. 

 

Obr. 4.8 Porovnání experimentálně zaznamenaného a simulovaného průběhu závislosti 

zatížení‒průhyb (pod zatížením) testovaného nosníku T30-150-V1. 

Obr. 4.9 srovnává průběh experimentálně zjištěných a simulovaných (s parametry dle Tab. 4.4) 

deformací ve vybraných měřených místech (viz Obr. 4.4) testovaného nosníku. 

V předchozích částech kapitoly byly představeny vybrané fáze vývoje předpjatého střešního 

nosníku, na kterých se podílel autor práce. Šlo o odladění numerického modelu s využitím 

poznatků o hodnotách dominantních mechanických parametrů užitého betonu pevnostní třídy 

C50/60 (včetně kvantifikace jejich náhodnosti), které byly získány v předchozí rozsáhlé 

experimentální kampani. Odladěné modely byly následně použity pro pokročilé 

pravděpodobnostní analýzy za účelem optimálního návrhu konstrukčního prvku (např. Novák 

et al. 2018). Aplikaci komplexního přístupu dle Obr. 1.1 na vyvíjené předpjaté střešní nosníky 

znázorňuje Obr. 4.10. 

Porotkněme, že při experimentální analýze předpjatých nosníků výšky 300mm bylo 

zaznamenáno, že při dané konfiguraci zatížení dochází u nosníku obdelníkového tvaru 

k porušení ohybem, zatímco u T-nosníků (bez ohledu na velikost předpětí) k výše popsanému 

poškození smykem. U předpjatých T-nosníků se rozvíjí méně trhlin než u nepředpjatého T-

nosníku, mění se také úhel, pod kterým se rozvíjejí kritické trhliny. 
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Obr. 4.9 Experimentálně zjištěné a simulované deformace ve vybraných měřených místech 

testovaného nosníku. 

 

Obr. 4.10 Specifikace komplexního přístupu k návrhu/optimalizaci studovaných předpjatých 

nosníků  (BOKU – Universität für Bodenkultur Wien/University of Natural Resources and 

Life Sciences Vienna,  BUT – Brno University of Technology/Vysoké učení technické 

v Brně). 
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4.2 Most č. 2-2043-15, E4 Kristineberg, Stockholm 

Mimoúrovňová křižovatka na švédské dálnici E4, exit 161, s místním názvem Trafikplats 

Kristineberg, je hlavním dopravním uzlem pro ostrov Kungsholmen ve městě Stockholm. 

Dálnice E4 je hlavní spojnicí mezi severem a jihem Švédska, zároveň je také spolu s E20 

součástí průtahu městem s názvem Essingeleden, přičemž spojuje ostrovy Kungsholmen, Lilla 

Essingen a Stora Essingen. Městem vede po mnoha estakádách, mostech a skoro z poloviny 

v tunelech. Dokáže pojmout více než 180 000 vozidel denně a udržet rušnou dopravu dostatečně 

izolovanou od hustě obydlených části města. S narůstající dopravou již tato spojnice 

nevyhovuje a výstavba nového obchvatu města je nevyhnutelná. 

Původní mimoúrovňová křižovatka s průletovými úseky, vystavěná v 50. letech minulého 

století, zabírala svými velkými oblouky značnou část přilehlých pozemků – jde většinou 

o možné stavební pozemky, o které je na ostrově velký zájem. Trafikplats Kristineberg je 

situována téměř uprostřed ostrova Kungsholmen – nově vyprojektovaná křižovatka o třech 

patrech s polokružní křižovatkou uprostřed je vítaným řešením. Připojovací a odbočovací 

rampy jsou navržené tak, aby vedly těsně podél dálničního tělesa za účelem co nejmenšího 

záboru a průpletové úseky jsou naprojektovány v prostoru pod dálničním mostem společně 

s prostorem přilehlé křižovatky. Součástí rekonstrukce je výstavba 5-ti mostních objektů, 150 

bm opěrných stěn a 250 bm monolitického koryta, ve kterém vede jedna z odbočovacích větví 

tzv. Tråg.  

4.2.1 Konstrukce a výstavba mostu  

Mostní objekt je tvořen železobetonovou rámovou konstrukcí o 2 polích. Celková délka 

přemostění v ose komunikace je 26,0 m a volná šířka na mostě je minimálně 7,0 m. Mostovka 

je v  podélném i příčném sklonu 2,5 %. Spodní stavbu tvoří dvě krajní opěry a jeden mezilehlý 

pilíř. Obě opěry svírají s osou komunikace různé úhly a liší se významně od sebe co do velikosti 

i tvaru. Jižní opěra je 3,5 m vysoká profilovaná tenká stěna se základovým pasem zhotoveným 

na skalním podkladu, zatímco severní opěra je 0,9 m široká, 5,0 vysoká a 15,0 m dlouhá masivní 

stěna, která svírá úhel s mostovkou 152°. Severní opěra je založena na velké základové desce, 

která tvoří patu opěry a zároveň slouží jako část silniční komunikace vedoucí pod mostem. 

Deska není přímo uložena na skalním podloží, ale z důvodů její hloubky pod okolním terénem 

je posazena na drenážní vrstvě štěrku, která odvádí veškerou vodu do přečerpávací stanice a to 

z důvodu příznivého vodního režimu, jenž má podstatný vliv na funkčnost a trvanlivost spodní 

stavby. Pilíř o průměru 1,2 m je založen ve stejné úrovni jako severní opěra a je umístěn 

excentricky mimo osu mostu v 1/3 délky rozpětí. Mostovku tvoří 0,7 m vysoká deska o šířce 

7,0 m na začátku a 12,0 m na konci mostu. Mostovka i  její římsy se betonovaly současně, což 

jednak urychlilo postup výstavby a zároveň uspokojilo požadavky investora, které jsou ve 

skandinávských zemích poměrně vysoké. 

Detaily projektu lze nalézt v Pekár (2014) či v Pekár et al. (2016), zkušenosti z výstavby včetně 

rozboru vybraných aspektů (např. chlazení betonu v průběhu hydratace vč. problémů při 

provádění tenké stěny, možnosti bednění hlavní nosné konstrukce aj.) přibližuje Šeda (2015). 

Představu o konstrukci si lze udělat i na základě Obr. 4.11, 4.12, 4.13, 4.16 a 4.17. 
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Obr. 4.11 Betonáž mostovky. 

 

Obr. 4.12 Dokončený most č. 2-2043-15. 

 

4.2.2 Zatěžovací zkouška 

Hotová konstrukce byla podrobena zatěžovací zkoušce s následujícím programem: 

 nezatížený most – nulové měření; 

 zatěžovací stav 1 – dvě nákladní vozidla (1_1 a 1_2 – viz Obr. 4.13 a 4.14) za sebou při 

východním okraji desky mostu mezi opěrou 3 a  pilířem; 

 zatěžovací stav 2 – čtyři nákladní vozidla (1_1, 1_2, 2_1 a 2_2 – viz Obr. 4.13 a 4.15) 

po dvou za sebou stojících mezi opěrou 3 a pilířem. 

Jako zatížení byla využita 4 nákladní vozidla každé s hmotností od 24–29 tun (Obr. 4.13). 

Hmotnost každého vozidla byla ověřena vážením před zahájením zatěžovací zkoušky. 

Podotkněme, že se nejedná o normovou zatěžovací zkoušku. 
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Při zatěžovací zkoušce se měřily svislé posuny na předem nainstalovaných pevných měřičských 

bodech (Obr. 4.19, Tab. 4.6). Těchto celkem 68 bodů bylo rozmístěno v rastru po celé spodní 

části mostovky a v místě největších předpokládaných posunů byl rastr zhuštěn za účelem 

zpřesnění výsledků v těchto kritických místech. Měření se provádělo digitálním nivelačním 

přístrojem Leica DNA03 společně s nivelační latí GPCL2 Professional.  

 

Obr. 4.13 Schéma rozmístění zatěžovacích vozidel a jejich nominální hmotnosti. 

 

 

Obr. 4.14 Zatěžovací zkouška – 1. zatěžovací stav – dvě nákladní vozidla. 

 

Obr. 4.15 Zatěžovací zkouška – 2. zatěžovací stav – čtyři nákladní vozidla. 
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4.2.3 Model konstrukce 

Geometrie modelu byla idealizována v programu ATENA 3D (Červenka et al. 2014) pomocí 

37 makroprvků (Obr. 4.16). Pro beton je použit materiálový model CC3DNonLinCementitious2 

(Červenka et al. 2014). Hodnoty parametrů materiálového modelu jsou odvozeny z krychelných 

pevností získaných z výsledků laboratorních zkoušek prováděných na zkušebních tělesech 

vyrobených při betonážích jednotlivých části konstrukce (Tab. 4.5). Jednotlivé pruty výztuže 

jsou umístěny dle výkresu výztuže. Veškerá nosná výztuž odpovídá realitě, rozdělovací výztuž 

je zanedbána. Smyková výztuž je modelována pomocí rozetřené výztuže. Celkem je v modelu 

1635 prutů o průměru 16–32 mm (Obr. 4.17). Použitá betonářská ocel pro výztuž konstrukce je 

třídy B500B. Na základě certifikátu jakosti od výrobce byly definovány hodnoty materiálového 

modelu CCReinforcement (bilineární pracovní diagram oceli se skutečnou mezí kluzu, mezí 

pevnosti a přetvoření na mezi kluzu). Charakter sítě MKP je částečně zřejmý z  Obr. 4.16. 

Model obsahoval celkem 11351 prvků. 

 

Obr. 4.16 Geometrie modelu a MKP síť. 

Tab. 4.5 Výsledky laboratorních zkoušek betonu. 
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4.2.4  Výsledky, porovnání se zatěžovací zkouškou. 

Jednu ze sledovaných sad výsledků představují svislé posuny mostní konstrukce. Obr. 4.18 

přibližuje celkovou situaci. Obr. 4.19 a Tab. 4.6 potom porovnávají simulované a naměřené 

hodnoty svislých posunů vybraných bodů na dolní straně mostovky. Dosažená shoda je 

uspokojivá, zdůvodnění významnějších odchylek ještě bude předmětem dalších analýz. 

Analýza dalších výsledků (např. Obr. 4.20 a Obr. 4.21) modelu umožňuje vytipování míst 

s  významnějším poškozením konstrukce. Ke vzniku trhlin by mohlo docházet především na 

horním povrchu mostovky nad středovým pilířem a u severní opěry. Simulovaná šířka trhlin 

nepřekračuje limitní hodnoty definované normami, může ale ovlivnit životnost konstrukce. 

Proto by tato místa měla být sledována při prohlídkách mostu. 

 

 

Obr. 4.17 Výztuž modelu. 

 

 

Obr. 4.18 Simulované svislé posuny od 2. zatěžovacího stavu (zvětšeno 150×) vč. obrazu 

trhlin (černé úsečky). 
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Obr. 4.19 Měřené a simulované posuny na dolní části mostovky (hodnoty shrnuty v Tab. 2). 
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Tab. 4.6 Porovnání naměřených a simulovaných hodnot svislých posunů na dolním povrchu 

mostovky. 

 

 

Rozdíl posunů v Tab. 2 je definován dle (4.1). 

 

𝑟𝑜𝑧𝑑í𝑙 𝑝𝑜𝑠𝑢𝑛ů =  |
(𝑚ěř𝑒𝑛í−𝐴𝑇𝐸𝑁𝐴)×100

𝑚ěř𝑒𝑛í
| (4.1) 
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Obr. 4.20 Izoplochy prvních hlavních napětí vč. MKP sítě a obrazu trhlin – max. šířka 0,285 

mm (přetvoření konstrukce zvětšeno 150×); horní obr. – vlastní tíha, dolní obr. – 

2.   zatěžovací stav. 

 

Model ukazuje dobrou shodu výsledků simulací s daty ze zatěžovací zkoušky. Jsou 

identifikována místa se zvýšeným rizikem poškození, vyžadující sledování v průběhu užívání 

stavby. Odladěný model může být nadále využit k parametrickým či pravděpodobnostním 

studiím chování konstrukce a tak přispět k optimálnímu užívání konstrukce. 
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 Obr. 4.21 Poměrné přetvoření εxx vč. obrazu trhlin – max. šířka 0,285 mm (přetvoření 

konstrukce zvětšeno 150×); horní obr. – vlastní tíha, dolní obr. – 2. zatěžovací stav. 

4.2.5 Stochastický model 

Výše popsaný deterministický model byl rozšířen na stochastickou úroveň s využitím 

náhodných veličin definovaných v Tab. 4.7 a jejich korelacemi dle Tab. 4.8 a 4.9. pro simulace 

byla využita metoda LHS, celkem bylo generováno a následně simulováno 20 realizací modelu 

mostu. 

Výsledné hodnoty průhybu pro vybrané body studovaného mostu (Obr. 4.22) představuje 

Tab. 4.10 (příp. Obr. 4.23). V této tabulce jsou porovnány hodnoty experimentální a výsledky 

deterministického, resp. stochastického modelu. Pro hodnoty ze stochastického modelu jsou 

dále uvedeny hodnoty variačních koeficientů a funkce rozdělení pravděpodobnosti. Tab. 4.11 

porovnává simulované maximální šířky trhlin pro jednotlivé zatěžovací stavy v oblasti nad 

pilířem mostu z deterministického i stochastického modelu. 
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Tab. 4.7 Charakteristiky dominantních parametrů betonu a oceli 

 Mean Unit COV PDF 

Concrete C 35/45 

Elastic modulus For each part of the structure 

determined based on cube 

strength from Tab. 4.5 using 

material model 

CC3DNonLinCementitious  

0.1 Lognormal (2par) 

Tensile strength 0.2 Lognormal (2par) 

Compressive strength 0.15 Lognormal (2par) 

Fracture energy 0.25 Weibull min (2 par) 

Mass density 2300 kg/m3 0.05 Normal 

Steel (B505B) 

Elastic modulus 200 GPa 0.07 Lognormal (2par) 

Yield strength 552 MPa 0.07 Lognormal (2par) 

Ultimate strength 621 MPa 0.07 Lognormal (2par) 

Limit strain 0.05 - 0.07 Normal 

 

Tab. 4.8 Korelaci mezi dominantními parametry betonu 

Concrete 

C35/45 
E Ft Fc Gf ρ 

E 1 0.6 0.7 0.4 0 

Ft 0.6 1 0.7 0.8 0 

Fc 0.7 0.7 1 0.5 0 

Gf 0.4 0.8 0.5 1 0 

ρ 0 0 0 0 1 

 

Tab. 4.9 Korelace mezi parametry oceli 

Steel 

(B505B) 
fy fu εlim E 

fy 1 0.9 0.5 0.9 

fu 0.9 1 0.5 0 

εlim 0.5 0.5 1 0 

E 0.9 0 0 1 

 



55 
 

Tab. 4.10 Hodnoty průhybu (experiment, deterministický a stochastický model) ve vybraných 

bodech studovaného mostu. 

Monitor Load 

case 

Experimentally Deterministic Stochastic 

Mean COV PDF 

74 

 

1 0.50 0.35 0.48 0.31 Gamma (3 par) 

2 0.61 0.67 0.52 0.31 Gamma (3 par) 

71 

 

1 1.37 0.99 1.24 0.31 Gumbel Max. EV I 

2 1.56 1.71 1.94 0.38 Gamma (3 par) 

88 

 

1 1.46 1.74 2.12 0.33 Gumbel Max. EV I 

2 2.24 2.98 3.58 0.40 Gamma (3 par) 

81 

 

1 0.72 0.85 1.03 0.35 Gumbel Max. EV I 

2 1.40 1.79 2.16 0.40 Gamma (3 par) 

13 

 

1 0.60 0.49 0.58 0.31 Gamma (3 par) 

2 0.86 0.98 1.11 0.35 Gumbel Max. EV I 

10 

 

1 -0.44 -0.19 -0.20 0.09 Gumbel Min. EV I 

2 -0.64 -0.21 -0.24 0.19 Gumbel Min. EV I 

36 

 

1 
0.50 0.17 0.17 0.24 Weibull max (3 

par) 

2 
0.45 0.13 0.11 0.16 Weibull max (3 

par) 

96 
1 1.36 0.96 1.18 0.36 Gumbel Max. EV I 

2 1.89 1.96 2.38 0.41 Gamma (3 par) 

 

Tab. 4.11 Simulované maximální šířky trhlin pro jednotlivé zatěžovací stavy v oblasti nad 

pilířem mostu. 

 
Deterministic 

Stochastic 

Mean COV PDF 

LC 1 0.185 0.19 0.38 Gamma (2par) 

LC 2 0.277 0.32 0.42 Gamma (2par) 
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Obr. 4.22 Vybrané body studovaného mostu, ve kterých bylo provedeno srovnání hodnot 

průhybu z experimentu a deterministického i stochastického modelu. 

 

 

Obr. 4.23 Grafické porovnání hodnot průhybu ve vybraném bodě; experiment (bílá značka), 

deterministický model (červená značka) a funkce rozdělení pravděpodobnosti stanovená 

stochastickým modelem. 

 

Příkladem pravděpodobností analýzy může být Obr. 4.24. Na základě dat z Tab. 4.11 je v něm 

pro oba zatěžovací stavy stanovena pravděpodobnost, s jakou maximální šířka trhliny dosáhne 

definovaného (např. normového) limitu. Tuto pravděpodobnost lze porovnat 

s pravděpodobností přípustnou (typicky odpovídající druhé skupině mezních stavů). 



57 
 

 

Obr. 4.24 Graf pravděpodobnosti dosažení maximální šířky trhliny v oblasti nad pilířem 

mostu pro vyšetřované zatěžovací stavy (ZS 1 – plná čára, ZS 2 – přerušovaná čára). 

 

Vybrané aspekty stochastického modelu mostu č. 2-2043-15, E4 Kristineberg umožňují 

nahlédnout chování této konstrukce s ohledem na možnou variabilitu materiálových vlastností. 

Je stanovena pravděpodobnost dosažení (definovaných) hodnot přetvoření (průhyby ve 

sledovaných bodech) či poškození (maximální šířka trhlin ve vybrané oblasti), která může být 

srovnána s pravděpodobností požadovanou pro rozhodování o optimálním 

návrhu/provozování/držbě či sanaci konstrukce.  
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4.3 Betonové kanalizační potrubí 

4.3.1 Úvod 

Kanalizační systémy jsou nezbytnou a nákladnou součástí infrastruktury a jejich návrhu, 

provádění, údržbě i provozování je potřeba věnovat náležitou pozornost (Teplý et al. 2015, 

2019). Jen pro ilustraci ‒ podle neúplných údajů výrobců bylo např. v roce 2010 v ČR vyrobeno 

a vesměs na místní stavby dodáno více než 400 km betonových trub. Velmi často se však 

správný přístup souvisící se statickým řešením potrubí, jeho spolehlivostí a v čase proměnnými 

vlastnostmi zanedbává, což je způsobeno také tím, že souvisící systém norem a předpisů tomu 

není dostatečně přizpůsoben – viz podrobné hodnocení této problematiky v příspěvku Schejbal 

(2013). 

 

Obr. 4.25 Ukázky poškození betonového kanalizačního potrubí: (a) oslabení stěn v důsledku 

síranové koroze betonu a (b) prolomení potrubí (foto R. Schejbal). 

Cílem je představení možného postupu pro hodnocení spolehlivosti a životnosti potrubí, 

vzájemné porovnání některých řešení i poukaz na nekonzistenci či neúplnost relevantních 

předpisů/norem. Tyto nástroje a postupy mohou být přínosné nejenom při navrhování 

stokových sítí, ale rovněž pro efektivní rozhodování o opravách a rekonstrukcích stávajících 

kanalizačních potrubí, často provedených ještě ze starších, méně kvalitních betonů; např. v Brně 

bylo od r. 1970 položeno cca 320 km betonového potrubí s profilem větším než 30 cm. 

4.3.1.1 Spolehlivost a životnost – mezní stavy 
 

Při navrhování konstrukcí je třeba uvažovat hodnotu životnosti specifikovanou investorem 

v součinnosti s dalšími zainteresovanými stranami; při posuzování stávající konstrukce se pak 

hodnotí zbytková životnost, tzn. případný návrh rekonstrukce má zabezpečit požadovanou 

životnost při zachování potřebné míry spolehlivosti. Současné normy obvykle nevedou 

k přímému řešení takových úloh; změnu přináší nová modelová norma fib-Model Code 2010, 

resp. ISO 16204 (Durability – Service life design of concrete structures), které tuto 

problematiku zohledňují.  Verifikace životnosti musí být provedena s ohledem na možné změny 

ve využívání konstrukce během času, tj. v důsledku degradace materiálu apod.  

Pro navrhování potrubí z hlediska statické spolehlivosti platí v současnosti v ČR dva základní 

standardy, ČSN EN 1295 a TNV 750211. Ani jedna z těchto norem ovšem neřeší problém 
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posouzení trvanlivosti. Poznamenejme dále, že norma ČSN EN 1295 v odstavci 4.8 dále, že 

„při stanovení požadované úrovně spolehlivosti se musí zohlednit možné důsledky poškození 

potrubí.“ V kap. 8 se poukazuje na nejistoty ve vlastnostech zemin i stavebních postupů a uvádí 

se, že v projektové fázi je na to třeba brát přiměřený ohled. Aplikování stochastického přístupu 

vč. započítávání degradace materiálu může představovat řešení této situace.  

Připomeňme zde, že pravděpodobnostní hodnocení mezních stavů je obecně popsáno 

podmínkou ve tvaru 4.2. 

  

𝑃𝑓(𝑡) = 𝑃{𝐵(𝑡) − 𝐴(𝑡) ≤ 0} ≤ 𝑃𝑑    (4.2) 

kde A je akce vyvolaná působením zatížení či prostředí, B je bariéra, tj. únosnost nebo odpor 

konstrukce ‒ mezní hodnota zadaná či stanovená ve vtahu k vyšetřovanému meznímu stavu. 

Pravděpodobnost Pf dosažení tohoto stavu (obvykle nazývanou pravděpodobností poruchy) 

porovnáváme s návrhovou/limitní pravděpodobností Pd. Z praktických důvodů je 

pravděpodobnost poruchy obvykle transformována na index spolehlivosti β s limitní hodnotou 

βd (ČSN EN 1990 Zásady navrhování). Podotkněme, že veličiny A, B (a tedy i Pf) jsou obecně 

funkcí času. Poznamenejme, že veličina B má v praxi nejčastěji formu konstanty (např. mezní 

deformace, šířka trhliny, ohybový moment, rozměr průřezu a pod.). Veličinu  A a její statistické 

charakteristiky můžeme obvykle stanovit právě pomocí vhodného výpočetního modelu 

s využitím pravděpodobnostního přístupu.  

4.3.2 Degradace betonu, modelování, parametrická studie 

Snížení životnosti betonových kanalizačních potrubí s volnou hladinou způsobuje především 

degradace vlivem síranové koroze (Teplý et al. 2015, 2019). Betonové stěny kanalizačních 

trubek jsou vystaveny nejen síranům z odpadní vody, ale i kyselině sírové vznikající během 

biogenní síranové koroze (BSK) činností bakterií, viz např. Belie De, N. et al. (2004), Neville, 

A. (2004). Uvedený proces vede k rozpínání a popraskání betonu a v konečné fázi až k jeho 

kompletnímu rozpadu (Skalny et al. 2002). Primární reakcí síranových aniontů s hydroxidem 

vápenatým přítomným v cementovém tmelu totiž vzniká především dihydrát síranu vápenatého 

(sádrovec) a objemný ettringit, jejichž tvorba je hlavní příčinou vzniku trhlin a rozpadu 

betonové konstrukce. 

Průměrnou rychlost koroze c (mm/rok) způsobenou BSK lze popsat pomocí často citovaného 

modelu (Pomeroy et al. 1976). Tato rychlost reprezentuje celkovou ztrátu materiálu 

kanalizačního potrubí po celém jeho povrchu, kde koroze působí. V koruně kanalizačního 

potrubí však dochází k větší rychlosti koroze než u hladiny odpadní vody v kanalizaci. Také 

oblasti potrubí vystavené větším turbulencím podléhají rychlejší korozi. Modifikací původního 

modelu pomocí vztahů uvedených v ASCE – Gravity Sewers (2007) a Tee et al. (2011) získáme 

model 4.3 sloužící k výpočtu maximální rychlosti koroze (cmax) v koruně potrubí: 

     203 1

max 4,025 10 1,07
( )

T

ccf tcf s
Pc k k k j A BOD

D P



  

  ,   (4.3) 

kde kccf je faktor pro korozi koruny potrubí (-) s hodnotou v rozmezí 1,5 až 2, ktcf je turbulentní 

korozní faktor (-) s hodnotou mezi 1 a 2 pro potrubí s vhodným spádem, popř. 5 až 10 pro 

potrubí s ostrým spádem či pro případ spojení dvou potrubí, faktor k reprezentuje podíl 

kyseliny, která zreaguje (-), j je faktor vztahující se k podílu rozpuštěného H2S při daném pH, 



60 
 

na kterém je závislý (-), As je kyselinová kapacita (zásaditost) materiálu stěny (g CaCO3/g 

betonu) – je nepřímo úměrná rychlosti penetrace kyseliny sírové do stěny potrubí, [BOD] je 

biochemická spotřeba kyslíku (mg/l), T je teplota okolí (°C), P je smáčená část obvodu stěny 

potrubí (m), D je vnitřní průměr potrubí (m) a ψ je faktor neurčitosti modelu (-). 

Kvalita betonu je v uvedeném modelu je zohledněna prostřednictvím kyselinové kapacity 

materiálu stěny (As), která může být vypočtena z experimentálně stanoveného obsahu 

rozpustného CaO v betonu nebo v jeho složkách (cementu a kamenivu) pomocí vztahu 

uvedeném v (Belie De, N. et al. 2004). Odtud vyplývá, že vápencové kamenivo zvyšuje 

zásaditost betonu a prodlužuje životnost konstrukce vystavené sulfidům.   

Během síranové koroze dochází k postupnému snižování pH pórového roztoku v povrchové 

vrstvě betonu vlivem působení kyseliny sírové. Z hodnoty pH na povrchu betonu lze vypočítat 

koncentraci kyseliny sírové a následně i rychlost koroze podle vztahů uvedených dokumentu 

fib Model Code 2010, kap. 5. Poznamenejme, že tento model poskytuje rychlost koroze 

proměnnou v čase na rozdíl od modelu dle vztahu (4.3).  

Připomeňme, že v odborné literatuře se uvádějí hodnoty rychlosti koroze betonu způsobené 

BSK 0,5 až 10 mm/rok; za extrémních podmínek byla zaznamenána hodnota až 20 mm/rok, což 

se vztahuje zřejmě k případům míst s vysokou turbulencí a starších potrubí z betonů nižší 

kvality. Pravidelné prohlídky a čištění kanalizace ovšem může mít podstatný vliv na zpomalení 

koroze. Na degradaci vlastního betonu se mimo BSK podílí i řada dalších faktorů, např. 

karbonatace, abraze aj., které rovněž mohou výrazně ovlivnit úbytek tloušťky a tím spolehlivost 

a životnost potrubí.  

Pravděpodobnostní rozšíření vztahu 4.3 dle charakteristik v Tab. 4.12 ukazuje Obr. 4.26. 

Výsledná závislost rychlosti koroze v závisloti na míře naplnění potrubí je rozšířena o hodnotu 

směrodatné odchylky a identifikované rozdělení pravděpodobnosti (Gumbel max, resp. 

lognormální). Podotkněme, že nejčastější naplněnost kanalizačního potrubí je mezi 20–40%, 

což vede na rychlost střední hodnotu postupu koroze betonu cca 0,4 mm za rok, resp. cca 2 mm 

za rok, v závisloti na typu užitého kameniva. Přímé dosazení získaných hodnot do vtahu 4.2 

může vést k rychlému odhadu životnosti konkrétního betonového potrubí (při znalosti limitního 

úbytku tloušťky stěny potrubí – veličiny B). 

Tab. 4.12 Definování náhodných vstupních parametrů pro výpočet rychlosti biogenní 

síranové koroze betonu. 
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Obr. 4.26 Rychlost postupu biogenní síranové koroze betonu (včetně směrodatné odchylky a 

vhodného rozdělení pravděpodobnosti – Gumbel max, resp. lognormální) v závislosti na 

naplněnosti potrubí a typu použitého kameniva. 

 

4.3.3 Experimentální a výpočetní analýza  

Pro analýzu trvanlivosti a spolehlivosti betonového potrubí byly provedeny následující výpočty 

a srovnání: 

4.3.3.1 Řešení příčného profilu betonové trouby zatížené a podepřené v souladu se 

zatěžovacími zkouškami výrobce (určení tzv. únosnosti při vrcholového zatížení) 

a) řešení s užitím softwaru ATENA 2D (Červenka et al. 2014), tj. výpočet materiálově 

nelineární MKP, jako úloha rovinné deformace s lomově-plastickým konstitutivním modelem 

pro beton, založeným na ortotropní formulaci rozetřené trhliny a modelu pásu trhlin. Při 

výpočtu únosnosti při vrcholovém zatížení se uplatnily příslušné charakteristiky betonu 

odvozené z experimentálně stanovené průměrné hodnoty krychelné pevnosti 71,8 MPa 

poskytnuté výrobcem. 

b) výpočet kruhové prutové soustavy pomocí programu FIN 2D z programového balíku FIN 

EC v.2, s posouzením napjatosti v nejvíce namáhaném průřezu podle zásad ČSN EN 1992 a se 

zavedením charakteristické hodnoty pevnosti betonu dané třídy (C40/50) v tahu, tj. 95% 

kvantilu.  

c) dtto, ale se zavedením střední pevnosti v tahu za ohybu. 

Výpočty dokumentuje Obr. 4.28, kde je zobrazeno srovnání výsledků výpočtů 1a, b, c, testů 

výrobce (Obr. 4.27) a požadavku předpisů (ČSN 729149) pro několik profilů betonového 

potrubí. Vyplývá odtud dobrá shoda výpočtů s testy a také skutečnost, že nedegradované 

potrubí má požadovanou vrcholovou únosnost s jistou rezervou. 
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Obr. 4.27 Zkouška jakosti vyráběných betonových potrubí na únosnost ve vrcholovém zatížení. 

 

Obr. 4.28 Experimentálně stanovené a vypočtené hodnoty únosnosti při vrcholovém zatížení. 

4.3.3.2 Řešení únosnosti při vrcholovém zatížení s uvažovaním koroze betonu 

V tomto modelu je uvažováno stejné uspořádání zatížení, podepření a způsobu výpočtu jako 

v 1a, ale je uvažována postupná degradace biogenní síranovou korozí v koruně s rychlostí 

koroze betonu 0,5 mm/rok. Výsledky pro vybrané profily potrubí přibližuje Obr. 4.29. Např. 

pro potrubí DN 800 je simulovaná životnost cca 70 let (omezena normovým požadavkem na 

únosnost), pro DN 600 podobně vychází cca 65 let.  
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Obr. 4.29 Vývoj únosnosti potrubí při vrcholovém zatížení a při uvažované rychlosti koroze betonu 

0,5 mm/rok. 

 

4.3.3.3 Simulace rozsáhlé experimentální sady na únosnost betonového potrubí při 

vrcholovém zatížení 

S modelem z 4.3.3.1a byl take simulován rozsáhlý experiment představený v Karihaloo (1995 

‒ Kapitola 9, s odkazem na Gustafsson 1985) zaměřený na únosnost vybraných profilů 

betonového potrubí při vrcholovém zatížení (Obr. 4.30 a 4.31). Z Obr. 4.30b je zřejmý velký 

počet testovaných betonových trub (2366 kusů). Výsledky experimentu ukazují klesající 

hodnotu únosnosti při vrcholovém zatížení v závislosti na rostoucí velikosti betonových trub 

(viz vliv velikosti, Kap. 2.3). Všechny zaznamenané výsledky jsou navíc vyšší než predikce dle 

lineárního výpočtu (uvažující pevnost betonu v tahu 4,52 MPa, která byla stanovena 

experimentálně; Obr. 4.30b – konstantní funkce ozn. a). 

 

Obr. 4.30 Schéma zatížení a výsledky rozsáhlé experimentální sady na únosnost potrubí při 

vrcholovém zatížení dle Karihaloo 1995 (Kapitola 9, s odkazem na Gustafsson 1985) 

vč. znázornění pevnosti betonu v tahu 4,52 MPa (konstatntní funkce a v grafu 4.30b), způsob 

porušení lze porovnat s Obr. 4.25. 
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Únosnost při vrcholovém zatížení fcr je v tomto experimentu definována dle 4.4. 

   
 

,
/1

/1/6
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iu
cr




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

     (4.4) 

kde Di (D0) vnitřní (vnější) poloměr potrubí a Pu/S je maximální zatížení dle Obr. 4.30. 

Podotkněme, že poměr t/Di u vyšetřovaných betonových trub činil 1/7.  

Hodnotu pevnosti v tahu ft u experimentálně vyšetřovaných trub uvádí autoři experimentu jako 

4,52 MPa a charakteristickou délku lch potom 380 mm. Charakteristická délka lch je definována 

dle 2.1 – pro navazující simulace (Řoutil et al. 2015) v systému ATENA 2D (Červenka et al. 

2014) byla zvolena kombinace hodnot lomové energie Gf = 210 N/m a modulu pružnosti 

E = 37 GPa. Tyto hodnoty jsou v dobré shodě s trendy zaznamenanými např. v Řoutil et al. 

(2014). Porovnání experimentu a simulace přibližuje Obr. 4.31a. Obr. 4.31b potom ukazuje 

pokles hodnot únosnosti ve vrcholovém zatížení pro uvažované typy betonových trub při úvaze, 

že v koruně potrubí dochází k úbytku tloušťky stěny v důsledku koroze betonu rychlostí 0,5 

mm za rok. Simulace byla zpracována pro hypotetické stáří trub 30, 60 a 90 let. 

 

 

Obr. 4.31 Porovnání experimentálních a simulovaných výsledků únosnosti betonových trub 

fcr (a) a simulace vlivu koroze betonu na únosnost fcr  v čase 30, 60 a 90 let (b). 

Představené modely byly také rozšířeny na stochastickou úroveň. Dominantní charakteristiky 

betonu a rychlost koroze byly uvažovány jako náhodné veličiny definované dle Tab. 4.13, jejich 

vzájemnou korelaci definuje Tab. 4.14. Metodou LHS bylo generováno 16 sad vstupních 

výpočtových parametrů pro tři uvažované velikosti betonového potrubí a stáří 30, 60 a 90 let. 

Simulované výsledky – hodnoty únosnosti při vrcholovém zatížení fcr vč. číselných statistických 

charakteristik ukazuje Obr. 4.32 a Tab. 4.15. Z Tab. 4.15 je vidět klesající hodnota fcr v čase. 

Zajímavý trend je vidět na diagonálách v Tab. 4.15 – např. únosnost při vrcholovém zatížení 

potrubí DN400 po 30-ti letech degradace se blíží hodnotě této únosnosti pro referenční hodnotu 

nedegradovaného potrubí DN700 apod. Představené údaje mohou pomoci správci sítě 

betonového kanalizačního potrubí při úvahách o jejich návrhu.  
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Tab. 4.13 Definování náhodných charakteristik betonu a rychlosti koroze. 

Variable [Unit] Mean value COV PDF 

Modulus of elasticity E [GPa] 37 0.1 Log-normal 

Compressive strength  fc [MPa] 69.5 0.1 Log-normal 

Tensile strength ft [MPa] 4.52 0.12 Log-normal 

Fracture energy Gf [J/m2] 210 0.2 Normal 

Deterioration rate of concrete [mm/years] 0.5 0.33 Log-normal 

 

Tab. 4.14 Korelace mezi dominantními parametry betonu. 

 

 

 

 

 

 

Obr. 4.32 Únosnosti při vrcholovém zatížení fcr simulované stochastickým modelem pro 

vybrané profily potrubí (DN 400, DN700 a DN1000) a stáří/dobu degradace 0, 30, 60 a 90 let. 

 

 

 

 

 

 

 

Variable E fc ft Gf 

E 1 0.9 0.7 0.37 

fc 
 

1 0.9 0.6 

ft  1 0.9 

Gf Sy

m. 

  1 
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Tab. 4.15 Základní statistické číselné charakteristiky únosnosti při vrcholovém zatížení fcr 

simulované stochastickým modelem pro vybrané profily potrubí (DN 400, DN700 a DN1000) 

a stáří/dobu degradace 0, 30, 60 a 90 let. 

  t = 0 years t = 30 years t = 60 years t = 90 years 

DN400 

mean [MPa] 8.91 7.26 6.89 4.99 

COV 12.8 15.2 13.6 39.0 

PDF Weibull max (3 

par) 

Gumbel Max. 

EV I 

Gumbel Max. 

EV I 

Weibull min 

(3 par) 

DN700 

Mean [MPa] 7.55 6.56 6.06 5.71 

COV 12.2 11.5 13.8 10.7 

PDF Weibull max 

(3 par) 
Normal Rayleigh 

Weibull max 

(3 par) 

DN1000 

Mean [MPa] 6.90 6.42 5.78 5.25 

COV 12.1 12.2 12.4 16.3 

PDF 
Normal 

Weibull min 

(3 par) 

Gumbel 

Max. EV I 

Gumbel 

Max. EV I 

 

4.3.3.4 Výpočet pro systém potrubí – zemina 

Modely řešení pro potrubí v zemině vychází z reálného uložení dle Obr. 4.33. 

 

Obr. 4.33 Schéma uložení potrubí v zemině. 
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a) Řešení MKP v softwaru ATENA 2D (Obr. 4.34, 4.35 celkový počet prvků je 6644), 

opět jako materiálově nelineární úloha rovinné deformace; pro zeminu se využívá 

Drucker-Pragerovo kriterium porušení. Vlastnosti betonu zde byly odvozeny pro třídu 

C40/50, vlastnosti zeminy byly definovány v souladu s hodnotami v bodě 4.3.3.4b. 

Realizován byl výpočet s uvažováním postupné degradace betonu, s využitím 

pravděpodobnostní simulace (Tab. 4.16–4.19, pro každý případ vygenerováno 30 

simulací metodou LHS), s cílem stanovit životnost i spolehlivost (pravděpodobnost 

poruchy, resp. index spolehlivosti). V řešeném obecném příkladu byla rychlost koroze 

zvolena ve třech hodnotách 0,5; 1,0 a 2,0 mm/rok – viz Obr. 4.36, který ukazuje 

závislost pravděpodobnosti Pf poruchy únosnosti na čase. Je zřejmé, že mezní 

(návrhová) hodnota Pd = 1.0E-5 uvažovaná v dokumentu Technical report CEN/TR 

1295-3 by zde vedla k relativně vysokým prognózám životnosti ‒ asi 50 let pro cmax = 

2 mm/rok a ještě pak k výrazně vyšším životnostem pro menší rychlosti degradace. Pro 

srovnání ještě uveďme, že Pd = 1.0E-5 transformováno na index spolehlivosti dává 

hodnotu β = 4,25. 

 

Tab. 4.16 Statistické číselné charakteristiky a hustota pravděpodobnosti (PDF) dominantních 

mechanických vlastností užitého modelu betonu. 

Variable [Unit] Mean COV PDF 

Modulus of elasticity E [GPa] 35.0 0.1 Log-normal 

Compressive strength fc [MPa] 48.9 0.1 Log-normal 

Tensile strength ft [MPa] 3.5 0.15 Log-normal 

Fracture energy Gf [J/m2] 81.43 0.18 Normal 

 

Tab. 4.17 Statistické číselné charakteristiky a hustota pravděpodobnosti (PDF) dominantních 

mechanických vlastností užitého modelu zeminy. 

Variable [Unit] Range of mean values  

within layers 

COV PDF 

Modulus of elasticity E [MPa] 37 – 59 0.2 Normal 

Internal friction φ [⁰] 26 – 36 0.2 Normal 

Cohesion c [-] 3 – 15 0.2 Normal 

 

Tab. 4.18 Korelace mechanických vlastností užitého modelu betonu. 

 

Tab. 4.19 Korelace mechanických vlastností užitého modelu zeminy. 
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Obr. 4.34 Výřez MKP modelu vč. sítě konečných prvků a izoploch napětí σxx. 

 

 

Obr. 4.35 Schéma MKP modelu vč. sítě konečných prvků a izoploch napětí σxx, potrubí 

profilu DN800 při simulovaném stáří 80 let za předpokladu rychlosti koroze betonu 1mm/rok. 
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Obr. 4.36 Závislost pravděpodobnosti poruchy betonového potrubí DN800 v čase pro různé 

rychlosti koroze betonu. 

 

b) Deterministický výpočet pomocí 2D prutového modelu s užitím modulu FIN 2D 

z programového balíku FIN EC v.2, zatíženého soustavou kontaktních namáhání 

určenými v souladu s teorií rozpracovanou v Kysela (1986).  Posouzení kritického 

průřezu pomocí interakčního diagramu a využití průřezu pomocí modulu Beton 2D. 

Obrázek 4.37 ukazuje průběh kontaktních napětí a vnitřních sil pro případ bez degradace 

(tj. pro čas t = 0). Výpočet byl ale veden dále také s uvažováním konstantní korozní 

degradace betonu 0,5 mm/rok po celém obvodu průřezu, rovněž s cílem určit životnost. 

Pro názornost důsledků rychlosti koroze betonu jsou na Obr. 4.38 znázorněny výsledky 

výpočtu pro další časové okamžiky znázorňující míru využití průřezu s ohledem na 

únosnost v čase.  
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Obr. 4.37 Průběh kontaktních napětí (nahoře) a ohybových momentů i osových sil 

(dole) pro výpočet 4.3.3.4b pro potrubí profilu DN800. 

 

 

Obr. 4.38 Využití únosnosti průřezu v čase pro dvě hodnoty konstantní rychlosti degradace 

pro potrubí profilu DN800. 
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Blíže k těmto výpočtům:   

V případech 4.3.3.4a a 4.3.3.4b byly výpočty provedeny se snahou o shodné vstupní parametry 

pro návrhovou situaci nedegradovaného betonu. Základními vstupy se shodnými hodnotami 

byly: 

- geometrie příčného řezu troubou z prostého betonu, DN 800 s tloušťkou stěny 130 mm, 

- materiálové charakteristiky betonu (pevnost, modul pružnosti) – beton C 40/50,  

- geometrické údaje o uložení (hloubka nivelety/výška krytí, tvar rýhy/zářezu pro potrubí) 

– uložení v široké rýze – zářezu – v komunikaci, s běžnou hloubkou uložení, resp. 

s výškou krytí nad vrcholem trouby 1,5 m; úhel uložení se uvažuje 90°, 

- vlastnosti zemin lože, obsypu a zásypu (objemová tíha, smykové parametry – úhel 

vnitřního tření, soudržnost) – obsyp a zásyp nesoudržnou zeminou s hodnotami 

γ = 18 kN/m3, ϕ = 27,5 ° a s rychlou konsolidací; výpočty vycházejí z předpokladu 

kvalitního provádění zemních prací při ukládání potrubí, 

- proměnné zatížení na povrchu terénu – v posuzovaném případě kolový tlak návrhového 

vozidla 120 kN na normativní zatěžovací ploše, 

- pro odhady pravděpodobnosti poruchy byl jako mezní stav únosnosti v případě 4.3.3.4a 

použit vztah 4.2, kde v úloze akce zatížení A vystupovala hodnota napětí v tahu a bariéru 

B pak představovala tahová pevnost betonu; jinými slovy – mezní situací bylo tahové 

porušení betonu, které takto znamenalo dosažení mezního momentu únosnosti 

nevyztuženého průřezu, obvykle ve vrcholovém průřezu vyšetřované konstrukce 

(rovinné přetvoření, MKP, 2D prvky),  

- modely 4.3.3.4a a 4.3.3.4b se částečně liší v zavedení úbytku tloušťky vlivem 

degradace. Pro výpočty MKP v ATENĚ 2D bylo uvažováno extrémní oslabení ve 

vrcholu trubky, vždy v hodnotě násobku času a průměrného úbytku, od vrcholu 

postupně ubývající (schéma např. na Obr. 4.31b). Při výpočtu prutovým modelem byl 

zaveden zjednodušený předpoklad konstantního úbytku po celém obvodu. 

Rozhodující vlastností 2D prutového modelu (případ 4.3.3.4b) je rozložení kontaktních 

namáhání na povrchu trouby (viz Obr. 4.37), které simulují její skutečné spolupůsobení 

s obklopující zeminou a případným zatížením na povrchu. Hodnoty a průběh kontaktních 

namáhání vychází z teorie zemních tlaků dle Ing. Kysely (Kysela 1986).  Podstatou řešení je 

stanovení statického zatížení trub v období konsolidace obsypu, tedy krátce po provedení 

zemních prací, kdy je zemina porušena soustavou kluzných ploch a dochází k přemísťování 

částic zeminy posunem i pootočením. Kontaktní napětí na bocích trub pak dosahuje hodnot 

mezi aktivním a klidovým tlakem. Výpočet zatěžovacích napětí přitom zohledňuje jak způsob 

provádění (např. velikostí úhlu uložení, změnou vlastností zemin v závislosti na stupni hutnění), 

tak v čase proměnné vlastnosti zemin (zejména rychlost konsolidace). Symetrická soustava 

kontaktních zatěžovacích napětí je pak aplikována na uzavřený kruhový rám dělený na 24 

prutových elementů. Rám je z formálních důvodů v místě lože doplněn o dvojici kloubových 

podpor, v důsledku rovnováhy složek kontaktních napětí jsou reakce v nich prakticky nulové. 

Výpočet průběhu vnitřních sil a deformací kruhového prstence je pak proveden metodou 

konečných prvků modulem FIN 2D. Výsledné průběhy jednoznačně určují extrémy jak 

ohybových momentů, tak normálových sil – s tahem na vnitřním líci v průřezech ve vrcholu 

a v patě (niveletě) potrubí, na vnějším líci pak na bocích. V dalším kroku výpočtu jsou pak tyto 

extrémy standardně posouzeny modulem Beton 2D, který vychází ze zásad a vztahů Eurokódu 

pro navrhování betonových konstrukcí – u trub z prostého betonu s vyloučením trhlin, 

u železobetonu kromě posouzení MSÚ i s posouzením šířky trhlin jako rozhodujícího kritéria 

MSP. Jedná se tedy o postup spadající mezi zjednodušená řešení, ovšem pro praktické 

používání vhodný a frekventovaně využívaný.  
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Výpočty 4.3.3.4a a 4.3.3.4b modelového příkladu shodně prokázaly dostatečnou statickou 

spolehlivost trouby z prostého betonu v daných podmínkách vč. životnosti potrubí uloženého 

v zemině. Je ovšem nutno připomenout, že výsledky značně závisí jednak na podmínkách 

uložení (zde se uvažují podmínky běžné, s relativně nízkým zatížením), jednak na rychlosti 

degradace. Jak uvedeno již výše, hodnotu 0,5 mm/rok lze považovat za „optimisticky typickou“ 

hodnotu; přitom tato rychlost koroze betonu závisí na řadě parametrů (složení betonu, složení 

splaškových vod, spádu potrubí a dalších vlivech). Každé zvýšení této rychlosti má zásadní vliv 

na snížení životnosti, stejně jako i vyšší hladina primárního zatížení.  

Řadu proměnných ve výpočtech výrazně ovlivňuje způsob a kvalita provedení; zahrnutí vlivu 

nejistot do výpočtů může být zásadní – viz požadavky ČSN EN  1295-1, Technical report 

CEN/TR 1295-2, Technical report CEN/TR 1295-3 – to ovšem umožňují jen stochastické 

přístupy. Pro běžné potřeby navrhování potrubí nebo pro plánování oprav by bylo třeba mít 

k dispozici výstižnou a přitom jednoduchou metodu zahrnující i v tomto textu popisované jevy 

a zákonitosti; alespoň pro nejběžnější, typické situace by ale měla být kalibrována plně 

pravděpodobnostními (stochastickými) postupy spolu s modelováním degradace betonu. 

Pravděpodobnostní modely poškozování materiálů působením vlivů prostředí lze využívat pro 

posuzování průběhu degradace a pro hodnocení spolehlivosti dle mezních stavů, tj. také pro 

posouzení životnosti navrhované konstrukce, resp. prognózy zbytkové životnosti stávající 

konstrukce. V případě projednávaném v tomto příspěvku, tj. betonového kanalizačního potrubí 

ovlivněného degradací v důsledku biogenní síranové koroze, lze v tomto smyslu výše popsané 

nástroje využít např. takto: 

a) při ověřování či kalibraci zjednodušených postupů či při řešení komplikovaných, 

atypických zadání; 

b) pomocí modelu degradace vypracovat studie závislostí postupu degradace na různých 

parametrech (materiál, způsob provozování, …) jako podpůrné nebo orientační 

informace pro rozhodování o návrhu potrubí či o způsobu a době rekonstrukce, příp. při 

hodnocení/posuzování zakázky na výstavbu kanalizačního systému; 

c) pomocí modelu degradace pro daný čas, materiál a způsob provozování potrubí stanovit 

míru degradace (oslabení průřezu) a statickým řešením potrubí s takto oslabeným 

průřezem v daných podmínkách posoudit spolehlivost (mezní šířka trhlinek nebo 

únosnost); 

d) recipročně k variantě c) nejprve statickým řešením potrubí v zemině určit potřebné 

minimální materiálové a průřezové charakteristiky (s ohledem na mezní šířku trhlinek 

nebo na únosnost); pak následně pomocí modelu degradace prognózovat životnost. 
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4.4 Analýza smykem porušovaných železobetonových nosníků 

V následující analýze jsou zkoumány železobetonové nosníky (s dostatečnou a nedostatečnou 

smykovou výztuží) namáhané čtyřbodovým ohybem poškozující se dvěma různými způsoby: 

(i) drcením betonu ve středu nosníku při dosažení mezního stavu (Obr. 4.39b, resp. 4.40) a (ii) 

smykem (v důsledku nedostatečného smykového vyztužení, Obr. 4.39c, resp. Obr. 4.45). 

Podotkněme, že experimentální analýza byla provedena v laboratoři Structural Mechanics 

laboratory, Department of Civil Engineering, Eskişehir Technical University, Turecko. 

Specifikaci testovaných vzorků přibližuje Tab. 4.20 (Yurdakul et al. 2019). 

Důvodem této studie je fakt, že v mnoha světových oblastech (zde přímá zkušenost spoluautorů 

z Turecka, jakož i množství záznamů v literatuře – shrnuto např. v Yurdakul (2019), Kap. 1.2) 

lze nalézt právě nedostatečně vyztužené nosné konstrukční prvky, které nesplňují dnešní 

normové požadavky. Tento fakt může, často v kombinaci s méně kvalitními použitými 

materiály (beton s velmi nízkými pevnostmi – viz Tab. 4.20, hladká výztuž bez povrchových 

úprav aj.), resp. nedostatečnou technologickou kázní, a – jako ve zmíněném případě Turecka – 

seismickým zatížením, vést ke kolapsu konstrukce. Dobrá znalost chování těchto konstrukčních 

prvků může pomoci při úvahách o jejich sanaci, např. pomocí externích (uhlíkových) lamel. 

Schéma vyšetřovaných nosníků přináší Obr. 4.39, materiálové charakteristiky Tab. 4.20. 

 

 

Obr. 4.39 Zkouška na čtyřbodový ohyb nosníku (a) a schéma vyztužení dvou typů 

testovaného nosníku – s dostatečnou EJ-C (b) a nedostatečnou smykovou výztuží EB-R (c). 
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Tab. 4.20 Popis testovaných nosníků s dostatečnou a nedostatečnou smykovou výztuží. 

 Specimen 

 EB-R EJ-C 

Description Shear Critical Over-Reinforced 

Reinforcement Scheme Fig. 4.39c Fig. 4.39b 

Concrete Compressive Strength, fc (MPa) 15.0 17.1 

Elastic Modulus, Es (GPa) 200 

Yield Strength, fy (MPa) 460 

Ultimate Strength fu (MPa) 632 

Ultimate Strain, εu (mm/mm) 0.17 

Beam Dimension 150 x 250 x 2500 mm 

Longitudinal Reinforcement 2ɸ16+2ɸ8 4ɸ16+2ɸ8 

Transverse Reinforcement 
ɸ8@50, 680 

1820 and 2450 mm 
ɸ8/70 

Application of Displacement Four-Point Bending 

Loading Protocol Monotonic 

Failure Mode Shear Failure Concrete Crushing 

 

4.4.1 Chování nosníku s dostatečnou smykovou výztuží (EJ-C) 

3D model zkoušky nosníku EJ-C byl realizovaný v softwaru ATENA 3D s využitím symetrie 

(Obr. 4.41). Podotkněme, že výsledná délka hrany prvku činila 25mm a byla výsledkem studie 

vlivu velikosti MKP sítě na chování modelu. Zatížení bylo aplikováno přírůstkem posunu přes 

ideálně elastickou roznášecí destičku (stejným způsobem byla realizována podpora symetrické 

části nosníku). Pro vlastní výpočet byla užita metoda Newton-Raphson. Připravený model 

vykazoval dobrou shodu s experimentem (Obr. 4.42 a Tab. 4.21). 

 

 

Obr. 4.40 Zkouška na čtyřbodový ohyb nosníku s dostatečnou smykovou výztuží (EJ_C). 
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Obr. 4.41 Schéma MKP modelu nosníku se zobrazením napětí v nosníku a trhlin. 

Deterministický model byl s využitím metody LHS rozšířen na stochastickou úroveň s užitím 

vstupů dle Tab 4.21a. Získané závislosti zatížení–průhyb (a jejich srovnání s experimentem) 

přibližuje Obr. 4.42. Histogram mezního zatížení následně prezentuje Obr. 4.43. Tab. 4.21 

srovnává experimentálně zjištěnou hodnotu s (i) výsledkem numerického modelu, 

(ii) analytickým výpočtem, (iii) pravděpodobnostním výpočtem (pro hodnotu spolehlivostního 

indexu 3,8) s různými typy pravděpodobnostní funkce, (iv) výpočtem dle EN 1992-2, 

(v) výpočtem dle ECOV a (vi) dle Tecuan et al. (2018). 
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Tab. 4.21a Střední hodnota, variační koeficient a hustota pravděpodobnosti dominantních 

materiálových parametrů ([1] ACI 318M-11, (2011), [2] fib MODEL CODE (2010), [3] Vos 

(1983), [4] van Mier (1986)). 

Parameter Mean Value, µ COV* Distribution* 

Concrete 

Elastic Modulus, Ec (MPa) 4700√fc, [1] 0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 

Tensile strength, fct (MPa) 0.30fc
2/3

[2] 0.30  
Lognormal (2 

Parameter) 

Compressive Strength, fc (MPa) 15.0 0.15 
Lognormal (2 

Parameter) 

Fracture Energy, Gf (N/m) 0.000025fct [3] 0.25 Weibull (2 Parameter) 

Compressive Strain, εco (mm/mm) fc/E [4] 0.15 
Lognormal (2 

Parameter) 

Plastic Displacement, wd (m) 0.0005 [4] 0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 

Reinforcing steel 

Elastic Modulus, Es (GPa) 200 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Yield Strength, fy (MPa) 460 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Ultimate Strength, fu (MPa) 632 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Ultimate Strain, εu (mm/mm) 0.05 0.07 Normal 

 

 

Obr. 4.42 Závislosti zatížení–průhyb testovaného nosníku EJ-C; srovnání výsledků 

experimentu, deterministického modelu a stochastického modelu. 
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Obr. 4.43 Mezního zatížení nosníku EJ-C; srovnání výsledků experimentu a stochastického 

modelu (histogram mezního zatížení a vhodná pravděpodobnostní funkce se zvýrazněním 

střední hodnoty a směrodatné odchylky). 
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Tab. 4.21b Mezní zatížení; experiment vs. simulace. 

 Ultimate Load (kN) 

Experiment 100.3 

FEM-Deterministic 99.2 

Section Analysis 114.1 

 Design Resistance Rd (kN) 

Full Probabilistic Design 

Best fit curve, Beta 
79.2 

Full Probabilistic Design 

Normal Distribution 
74.0 

Full Probabilistic Design 

Lognormal Distribution 
76.7 

EN 1992-2 [80] 78.5 

Tecusan and Zilch [44] 75.5 

ECOV [39] 70.1 

 

Výsledky představené v Tab. 4.21b ukazují dobrou shodu experimentu a numerického modelu 

(a mírné nadhodnocení klasického pevnostního výpočtu/posudku, které je v souladu s realitou, 

kdy v objemu reálného nosníku dochází k výskytu míst s nižšími hodnotami materiálových 

charakteristik). Zároveň ukazují hodnoty návrhového zatížení dle vybraných normových 

předpisů (které jsou nižší v důsledku zavedení charakteristických hodnot materiálových 

parametrů) a dle pravděpodobnostních výpočtů (pro hodnotu spolehlivostního indexu 3,8). 

Výsledky citlivostní analýzy přibližuje Obr. 4.44. lze sledovat dominantní vliv pevnosti v tahu 

a vysoký vliv pevnosti v tlaku, resp. lomové energie. Ostatní veličiny již mají nižší vliv na 

hodnotu mezní únosnosti. 

 

Obr. 4.44 Výsledky citlivostní analýzy mezního zatížení nosníku EJ-C. 
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4.4.2 Chování nosníku s nedostatečnou smykovou výztuží (EB-R) 

Experimentální analýza nosníku s nedostatečnou smykovou výztuží EB-R (Obr. 4.39c, 

Obr. 4.45) byla provedena v Structural Mechanics Laboratory, Department of Civil 

Engineering, Eskişehir Technical University, Turecko. Tato byla součástí rozsáhlejší studie 

zaměřené dále na dodatečnou sanaci poškozeného nosníku externí lamelovou výztuží, detaily 

jsou obsaženy v Yurdakul et al. (2019). 

Nosník EB-R vykazoval, po dosažení limitního zatížení, náhlé poškození ve smyku (Obr. 4.45), 

které se koncetrovalo do levé/pravé části nosníku. Tato koncentrace je důsledkem proměnlivého 

rozložení hodnot materiálových charakteristik v objemu nosníku. Možností, jak tento jev 

postihnout, je stochastický model se zahrnutím náhodných polí (Vořechovský (2007), SARA 

Studio (2015)). 

 

Obr. 4.45 Zkouška na čtyřbodový ohyb nosníku s nedostatečnou smykovou výztuží (EB-R). 

Referenční nosník EB-R bez dostatečné smykové výztuže byl modelován v prostředí v softwaru 

ATENA 3D. Deterministický model byl dále rozšířen na stochastickou úroveň pomocí 

náhodných polí (Vořechovský 2004, 2007, 2008; SARA Studio 2015). Simulace rozložení 

dominantních parametrů betonu pomocí náhodných polí se vstupy dle Tab. 4.22 ukazují 

Obr. 4.46–4.49. Podotkněme, že pro simulace byla definována korelační délka 0,5 m 

(horizontálně) a 0,1 m (vertikálně). Výsledky – soubor závislotí zatížení–průhyb a způsob 

rozhodného poškození ukazují Obr. 4.50 a 4.51.  

Tab. 4.22 Střední hodnota a variační koeficient dominantních parametrů betonu pro 

modelování chování nosníku EB-R pomocí náhodných polí. 
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Obr. 4.46 Simulace rozložení hodnot pevnosti betonu v tlaku pomocí náhodných polí pro nosník 

EB-R. 
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Obr. 4.47 Simulace rozložení hodnot pevnosti betonu v tahu pomocí náhodných polí pro nosník 

EB-R. 
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Obr. 4.48 Simulace rozložení hodnot modulu pružnosti betonu pomocí náhodných polí pro nosník 

EB-R. 
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Obr. 4.49 Simulace rozložení hodnot lomové energie betonu pomocí náhodných polí pro nosník 

EB-R. 
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 Step 37, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;3.090E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;1.580E-03>[m], Sigma_n: <-2.573E+00;2.268E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.364E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

2.500E-03

5.000E-03

7.500E-03

1.000E-02

1.250E-02

1.500E-02

1.750E-02

2.000E-02

2.250E-02

2.500E-02

2.750E-02

3.000E-02

3.090E-02

 Step 57, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;5.525E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.925E-03>[m], Sigma_n: <-7.752E+00;2.388E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.321E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

5.000E-03

1.000E-02

1.500E-02

2.000E-02

2.500E-02

3.000E-02

3.500E-02

4.000E-02

4.500E-02

5.000E-02

5.525E-02

 Step 65, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.095E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.499E-03>[m], Sigma_n: <-6.545E+00;2.266E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.491E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

9.500E-03

1.900E-02

2.850E-02

3.800E-02

4.750E-02

5.700E-02

6.650E-02

7.600E-02

8.550E-02

9.500E-02

1.045E-01

1.095E-01

 Step 51, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;8.196E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.683E-03>[m], Sigma_n: <-7.703E+00;2.088E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.021E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

7.000E-03

1.400E-02

2.100E-02

2.800E-02

3.500E-02

4.200E-02

4.900E-02

5.600E-02

6.300E-02

7.000E-02

7.700E-02

8.196E-02

 Step 48, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.175E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;5.350E-03>[m], Sigma_n: <-3.411E+00;2.598E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.134E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.000E-02

2.000E-02

3.000E-02

4.000E-02

5.000E-02

6.000E-02

7.000E-02

8.000E-02

9.000E-02

1.000E-01

1.100E-01

1.175E-01

 Step 49, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.706E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;7.723E-03>[m], Sigma_n: <-7.374E+00;1.826E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.951E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.500E-02

3.000E-02

4.500E-02

6.000E-02

7.500E-02

9.000E-02

1.050E-01

1.200E-01

1.350E-01

1.500E-01

1.650E-01

1.706E-01

 Step 40, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;9.714E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;6.891E-03>[m], Sigma_n: <-3.178E+00;2.062E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.180E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

8.500E-03

1.700E-02

2.550E-02

3.400E-02

4.250E-02

5.100E-02

5.950E-02

6.800E-02

7.650E-02

8.500E-02

9.350E-02

9.714E-02

 Step 69, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.461E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;5.419E-03>[m], Sigma_n: <-9.399E+00;2.455E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.402E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.500E-02

3.000E-02

4.500E-02

6.000E-02

7.500E-02

9.000E-02

1.050E-01

1.200E-01

1.350E-01

1.461E-01

 Step 36, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;3.590E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.032E-03>[m], Sigma_n: <-1.931E+00;2.318E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.582E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

3.000E-03

6.000E-03

9.000E-03

1.200E-02

1.500E-02

1.800E-02

2.100E-02

2.400E-02

2.700E-02

3.000E-02

3.300E-02

3.590E-02

 Step 28, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;4.669E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.840E-03>[m], Sigma_n: <-4.159E+00;2.207E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.491E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

4.000E-03

8.000E-03

1.200E-02

1.600E-02

2.000E-02

2.400E-02

2.800E-02

3.200E-02

3.600E-02

4.000E-02

4.400E-02

4.669E-02

 Step 60, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.090E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.898E-03>[m], Sigma_n: <-7.340E+00;2.006E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.944E+00>[MPa]
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Y

0.000E+00

9.500E-03

1.900E-02

2.850E-02

3.800E-02

4.750E-02

5.700E-02

6.650E-02

7.600E-02

8.550E-02

9.500E-02

1.045E-01

1.090E-01

 Step 65, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;2.018E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;1.456E-02>[m], Sigma_n: <-6.995E+00;1.703E+00>[MPa], Sigma_T
: <3.633E-20;2.014E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

2.000E-02

4.000E-02

6.000E-02

8.000E-02

1.000E-01

1.200E-01

1.400E-01

1.600E-01

1.800E-01

2.018E-01

 Step 53, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.635E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;7.387E-03>[m], Sigma_n: <-1.048E+01;2.720E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.838E+00>[MPa]
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Y

0.000E+00

1.500E-02

3.000E-02

4.500E-02

6.000E-02

7.500E-02

9.000E-02

1.050E-01

1.200E-01

1.350E-01

1.500E-01

1.635E-01

 Step 63, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;6.233E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.481E-03>[m], Sigma_n: <-9.939E+00;2.222E+00>[MPa], Sigma_T
: <1.627E-17;2.378E+00>[MPa]
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2.200E-02
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3.300E-02

3.850E-02

4.400E-02

4.950E-02

5.500E-02

6.050E-02

6.233E-02

 Step 59, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;7.318E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.027E-03>[m], Sigma_n: <-6.400E+00;2.082E+00>[MPa], Sigma_T
: <1.002E-18;2.287E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

6.500E-03

1.300E-02

1.950E-02

2.600E-02

3.250E-02

3.900E-02

4.550E-02

5.200E-02

5.850E-02

6.500E-02

7.150E-02

7.318E-02

 Step 56, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;4.797E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.512E-03>[m], Sigma_n: <-1.083E+01;2.420E+00>[MPa], Sigma_T
: <1.422E-18;2.580E+00>[MPa]
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4.797E-02

 Step 42, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.061E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;6.221E-03>[m], Sigma_n: <-1.776E+00;1.566E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.480E+00>[MPa]
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9.000E-02

9.900E-02

1.061E-01

 Step 56, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;5.780E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.327E-03>[m], Sigma_n: <-7.015E+00;2.671E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.488E+00>[MPa]
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(c) 

Obr. 4.50 Poškození nosníku EB-R: (a) experiment, (b) deterministický model, (c) N1–N30 

simulace pomocí náhodných polí. 

 

 

 Step 49, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.104E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;6.803E-03>[m], Sigma_n: <-1.432E+01;2.346E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.196E+00>[MPa]
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 Step 53, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.920E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-03; ...), openning: <0.000E+00;8.700E-03>[m], Sigma_n: <-2.069E+01;2.374E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.421E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.500E-02

3.000E-02

4.500E-02

6.000E-02

7.500E-02

9.000E-02

1.050E-01

1.200E-01

1.350E-01

1.500E-01

1.650E-01

1.800E-01

1.920E-01

 Step 53, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;6.304E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;3.523E-03>[m], Sigma_n: <-5.719E+00;2.240E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.402E+00>[MPa]
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 Step 100, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;5.586E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;1.587E-03>[m], Sigma_n: <-8.211E+00;2.417E+00>[MPa], Sigma_T
: <3.577E-17;2.128E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

5.000E-03

1.000E-02

1.500E-02

2.000E-02

2.500E-02

3.000E-02

3.500E-02

4.000E-02

4.500E-02

5.000E-02

5.500E-02

5.586E-02

 Step 61, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;2.977E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.111E-02>[m], Sigma_n: <-1.464E+02;2.763E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.338E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

2.500E-02

5.000E-02

7.500E-02

1.000E-01

1.250E-01

1.500E-01

1.750E-01

2.000E-01

2.250E-01

2.500E-01

2.750E-01

2.977E-01

 Step 53, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;3.447E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.098E-02>[m], Sigma_n: <-1.013E+02;2.335E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.170E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

3.000E-02

6.000E-02

9.000E-02

1.200E-01

1.500E-01

1.800E-01

2.100E-01

2.400E-01

2.700E-01

3.000E-01

3.300E-01

3.447E-01

 Step 55, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;4.422E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;2.408E-03>[m], Sigma_n: <-5.860E+00;2.683E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.480E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

4.000E-03

8.000E-03

1.200E-02

1.600E-02

2.000E-02

2.400E-02

2.800E-02

3.200E-02

3.600E-02

4.000E-02

4.422E-02

 Step 51, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.382E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;5.838E-03>[m], Sigma_n: <-6.138E+00;1.667E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;1.445E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.000E-02

2.000E-02

3.000E-02

4.000E-02

5.000E-02

6.000E-02

7.000E-02

8.000E-02

9.000E-02

1.000E-01

1.100E-01

1.200E-01

1.300E-01

1.382E-01

 Step 55, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;9.352E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.747E-03>[m], Sigma_n: <-6.065E+00;1.897E+00>[MPa], Sigma_T
: <1.525E-19;1.708E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

8.000E-03

1.600E-02

2.400E-02

3.200E-02

4.000E-02

4.800E-02

5.600E-02

6.400E-02

7.200E-02

8.000E-02

8.800E-02

9.352E-02

 Step 100, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;3.125E-02>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;4.411E-04>[m], Sigma_n: <-9.628E+00;1.899E+00>[MPa], Sigma_T
: <7.267E-18;1.835E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

2.500E-03

5.000E-03

7.500E-03

1.000E-02

1.250E-02

1.500E-02

1.750E-02

2.000E-02

2.250E-02

2.500E-02

2.750E-02

3.000E-02

3.125E-02

 Step 61, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.771E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;1.932E-02>[m], Sigma_n: <-2.551E+01;1.959E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.276E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.500E-02

3.000E-02

4.500E-02

6.000E-02

7.500E-02

9.000E-02

1.050E-01

1.200E-01

1.350E-01

1.500E-01

1.650E-01

1.771E-01

 Step 57, 
 Skaláry: izoplochy, Basic material, in nodes, Principal Strain, Max., <0.000E+00;1.319E-01>[None]
 Cracks: in elements, <1.000E-04; ...), openning: <0.000E+00;7.279E-03>[m], Sigma_n: <-7.724E+00;2.340E+00>[MPa], Sigma_T
: <0.000E+00;2.139E+00>[MPa]

X

Y

0.000E+00

1.000E-02

2.000E-02

3.000E-02

4.000E-02

5.000E-02

6.000E-02

7.000E-02

8.000E-02

9.000E-02

1.000E-01

1.100E-01

1.200E-01

1.300E-01

1.319E-01
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Obr. 4.51 Nosník EB-R: (a) závislosti zatížení–průhyb stanovené experimentálně, simulované 

deterministicky a stochasticky pomocí náhodných polí, (b) normalizovaná hodnoty maximálního 

zatížení nosníku stanovené experimentálně, simulované deterministicky a stochasticky pomocí 

náhodných polí. 

Obr. 4.51 názorně zachycuje pokles únosnosti vyšetřovaného nosníku v důsledku proměnlivosti 

materiálových charakteristik v objemu nosníku. Takto připravený model umožňuje další 

analýzy stran návrhu a sanace nosníku. 

4.4.3 Dodatečná sanace nosníků s nedostatečnou smykovou výztuží pomocí externích 

uhlíkových lamel 

 

Nosník poškozený ve smyku byl dodatečně sanován pomocí externí uhlíkové lamely (Yurdakul 

et al. 2019), a to na volně přístupných površích nosníku (podobně, jako byl tento nosník sanován 

v reálné konstrukci). Schéma tohoto postupu ukazuje Obr. 4.52. Materiálové parametry užité 

uhlíkové lamely a kontaktní vrstvy jsou uvedeny v Tab. 4.23. 
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Obr. 4.52 Smykové poškození nosníku EB-R s nedostatečnou smykovou výztuží (a), sanace 

poškozené části (EB-R-1) a následné opakování testu (b), sanace druhé smykem poškozené 

části (E-R-2) a opakování testu, při kterém dochází k poškození ohybem (drcením betonu) 

v centrální části nosníku (c), (Yurdakul et al. 2019). 

 

 

Porovnání poškození a průběhu závislosti zatížení–průhyb referenčního nosníku EB-R, nosníku 

s dodatečně opravenou levou stranou EB-R-1 (Obr. 4.52b) a deterministického modelu nosníku 

EB-R-1 s využitím vstupních parametrů dle Tab. 4.23 ukazuje Obr. 4.53 a Obr. 4.54. 
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Obr. 4.23 Vstupní parametry modelu nosníku EB-R-1 a EB-R-2. 

 
 

 

Obr. 4.53 Poškození/rozvoj trhlin nosníku EB-R-1. 

 

 

Obr. 4.54 Průběhu závislostí zatížení–průhyb referenčního nosníku EB-R, nosníku 

s dodatečně opravenou levou stranou EB-R-1 a deterministického modelu nosníku EB-R-1. 

Porovnání poškození a průběhu závislosti zatížení–průhyb referenčního nosníku EB-R, nosníku 

s dodatečně opravenou levou i pravou stranou EB-R-2 (Obr. 4.52c) a deterministického modelu 

nosníku EB-R-2 s využitím vstupních parametrů dle Tab. 4.23 ukazuje Obr. 4.55 a Obr. 4.56. 
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Obr. 4.55 Poškození/rozvoj trhlin nosníku EB-R-2. 

 

Obr. 4.56 Průběhu závislostí zatížení–průhyb referenčního nosníku EB-R, nosníku 

s dodatečně opravenou levou stranou EB-R-2 a deterministického modelu nosníku EB-R-2. 

 

Z uvedených výsledků je zřejmé, že dodatečná sanace poškozeného nosníku pomocí externích 

uhlíkových lamel dokáže zajistit opětovně únosnost (jakož i tuhost) na úrovni nosníku před 

poškozením. Další poškození je lokalizováno mimo sanovanou oblast (tj. do pravé poloviny 

nosníku v případě sanace smykového poškození v levé části, resp. do centrální oblasti v případě 

sanace obou smykem poškozených částí). Zároveň Obr. 4.53–56 ukazují, že tento jev byl 

dostatečně věrně postižen numerickým modelem. 
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4.5 Konstrukční spojení sloup-nosník namáhané cyklickým zatížením a možnosti jeho 

sanace při nedostatečném vyztužení 

Analýza nedostatečně vyztuženého konstrukčního spojení železobetonový sloup–nosník 

(vč. užití nízkohodnotného betonu a „hladké“ výztuže) namáhaného cyklickým zatížením 

(simulujícím seizmicitu) a možnost jeho zesílení pomocí externích uhlíkových lamel je 

předmětem následující kapitoly. Důvodem této studie je fakt, že v mnoha světových oblastech 

(zde přímá zkušenost spoluautorů z Turecka, jakož i množství záznamů v literatuře – shrnuto 

např. v Yurdakul (2019), Kap. 1.2) lze nalézt právě nedostatečně vyztužené nosné konstrukční 

prvky, které nesplňují dnešní normové požadavky. Tento fakt může, často v kombinaci s méně 

kvalitními použitými materiály (beton s velmi nízkými pevnostmi, hladká výztuž bez 

povrchových úprav aj.), resp. nedostatečnou technologickou kázní, a – jako ve zmíněném 

případě Turecka – seismickým zatížením, vést ke kolapsu konstrukce. Dobrá znalost chování 

těchto konstrukčních prvků může pomoci při úvahách o jejich návrhu a sanaci, např. pomocí 

externích (uhlíkových) lamel. Numerická analýza navazuje na náročné experimenty 

realizované ve Structural Mechanics Laboratory, Department of Civil Engineering, Eskişehir 

Technical University, Turecko a detailněji popsané v Yurdakul (2015, 2019) a Yurdakul et al. 

(2015, 2016, 2018a). V uvedených příspěvcích jsou postupně ukázány a experimentálně 

vyšetřovány možnosti dodatečné sanace spojení sloup–nosník pomocí externích uhlíkových 

lamel, ocelových táhel či táhel ze superelastických materiálů s tvarovou pamětí. První 

z uvedených možností je v následující části práce analyzována také numericky s využitím 

stochastického modelu (Yurdakul et al. 2020). 

Schéma provedených experimentů na referenčním nosníku bez dodatečných úprav ukazuje 

Obr. 4.57. Obr. 4.58 přibližuje tutéž konstrukční část zesílenou pomocí externích uhlíkových 

lamel. Tyto lamely byly nanášeny na vrstvu epoxidového tmele, po nanesení byly ještě natřeny 

vrstvou epoxidové pryskyřice. Další detaily shrnuje Tab. 4.24, hodnoty užitých materiálových 

parametrů Tab. 4.25. 
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Obr. 4.57 Schéma experimentů na chování konstrukčního spojení sloup–nosník EJ-R při 

cyklickém nammáhání (Yurdakul (2015), Yurdakul et al. (2015)). 
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Obr. 4.58 Schéma experimentů na chování konstrukčního spojení sloup–nosník EJ-C 

vyztuženého pomocí externích uhlíkových lamel (Yurdakul (2015), Yurdakul et al. (2015)). 

 

V průběhu experimentu docházelo k vodorovnému cyklickému zatěžování horní části sloupu 

(ozn. symbolem B v Obr. 4.57) v „kladném“ i „záporném“ směru při současné aplikaci 

svislého zatížení simulujícího zatížení od horní konstrukce (ozn. symbolem A v Obr. 4.58). 

Vodorovného zatížení bylo postupně zvyšováno až do dosažení posunu („drift ratio“) 

o velikosti 4% (TEC 2007) vzdálenosti od místa působení zatížení po patu sloupu. Typický 

záznam závislosti zatížení–posun (resp. „drift ratio“) ukazuje Obr. 4.60, a to v podobě 

hysterezních smyček, resp. jejich obálek.  
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Tab 4.24 Detaily analyzovaných konstrukčních spojů (Yurdakul (2015), Yurdakul et al. 

(2015)). 

 Specimen 

Parameter EJ-R  EJ-C 

Description Reference Retrofitted 

Retrofit Scheme N/A 
Externally Bonded 

CFRPs  

Construction Condition Laboratory  

Beam Reinforcement 

Top 5ɸ18 

Bottom 5ɸ18 

Intermediate - 

Transverse ɸ10/100 

Column Reinforcement 

Top 4ɸ18 

Intermediate - 

Bottom 4ɸ18 

Transverse ɸ10/150 

Beam Cross-Section 250 x 500 x 1450 mm 

Column Cross-Section 250 x 500 x 3000 mm 

Axial Load Ratio (σa=Na/Agfc) 0.1 

Application of Displacement Column Tip 

Loading Protocol 1 Repetition per Cycle 

Failure Mode Joint shear 
CFRP Rupture/Joint 

Shear 
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Tab. 4.25 Materiálové vlastnosti analyzovaných konstrukčních spojů (Yurdakul (2015), 

Yurdakul et al. (2015)). 

Parameter Mean Value, µ 

Concrete 

Concrete Compressive Strength, fc (MPa) 
8.05 for EJ-R 

9.40 for EJ-C 

Reinforcing Steel 

Type of Longitudinal Reinforcement Plain 

Elastic Modulus, Es (GPa) 190.9 

Yield Strength, fy (MPa) 295.5 

Ultimate Strength, fu (MPa) 437.5 

Ultimate Strain, εu (mm/mm) 0.21 

CFRP 

Elastic Modulus, Ef (GPa) 230 

Tensile Strength, ff (MPa) 4900 

Effective thickness, tf (mm) 0.111 

MBT-MBrace® 

Adesivo Saturant 

Elastic Modulus, Eas (MPa) 1800 

Compressive Strength, fcas (MPa) 80 

Tensile strength, fctas (MPa) 12 

 

Numerický model byl vytvořen v prostředí ATENA 3D (Červenka et al. 2014) a je přiblížen na 

Obr. 4.59 a 4.61. Použité hodnoty parametrů materiálových modelů 

(CC3DNonLinCementitious2 pro beton, bilineární elastoplastický pro výztuž, fib-Model Code 

2010 pro kontakt výztuž‒beton, 2D Membrane Element pro uhlíkovou výztuž definovanou jako 

rozetřená výztuž v epoxidovém tmelu/pryskyřici modelovaném pomocí 

CC3DNonLinCementitious2 a Mohr-Coulombovo kritérium pro rozhraní uhlíková lamela‒

beton) vč. středních hodnot, variačních koeficientů a rozdělení pravděpodobnosti shrnuje Tab. 

4.26, korelační koeficienty mezi těmito parametry potom Tab. 4.27. 

Analýza konstrukčního spoje EJ-R ukazuje vznik a rozvoj trhlin v centrální části spoje již od 

hodnoty relativního posunu 0,2%, při hodnotě 2% již je tento rozvoj výrazný, přičemž trhliny 

se rozvíjejí v centrální části spoje v diagonálních směrech (Obr. 4.59). Při dalším zvyšování 

zatížení dochází ke vzniku trhlin i v nosníku jakož i na zadní straně centrální části spoje. 

Obr. 4.60 porovnává průběhy hysterezních smyček i jejich obálek z experimentu 

a deterministického i stochastického modelu. 
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Vliv dodatečného zesílení pomocí externích uhlíkových lamel na chování konstrukčního spoje 

EJ-C ilustruje Obr. 4.61, resp. 4.62 (experiment, deterministický i stochastický model). Při 

postupném zatěžování tohoto spoje dochází k iniciaci prvních trhlin při dolním líci nosníku 

(relativní posun 0,3%), ke ztrátě soudržnosti mezi konstrukcí a externími lamelami (relativní 

posun 1%), resp. k porušení těchto lamel (od míst, kde došlo ke ztrátě soudržnosti, při 

relativním posunu 1,5‒2%), poté, při dalším zvyšování zatížení, k propagaci trhlin v centrální 

části spoje v diagonálních směrech. Na rozdíl od spoje EJ-R nedochází v tomto případě 

k rozvoji svislých trhlin na zadní straně centrální části spoje. Únosnost konstrukčního spoje EJ-

C je o 25% (kladný směr zatěžování), resp. 33% (záporný směr zatěžování) vyšší než u spoje 

EJ-R. 

Porovnání únosnosti simulované stochastickým modelem s výsledky experimentů pro oba typy 

analyzovaného konstrukčního spoje přibližuje Tab. 4.28, resp. Obr. 4.63 a 4.64. 

Výsledky citlivostní analýzy představují Obr. 4.65 (EJ-R) a Obr. 4.66 (EJ-C). V případě 

konstrukčního spoje EJ-R je dominantní vliv pevnosti betonu v tahu a tlaku. Tento výsledek lze 

zřejmě přičíst faktu, že v průběhu zatěžování dochází v centrální části spoje ke vzniku 

příhradového mechanismu s tlačenými a taženými prvky. Vliv pevnosti betonu v tlaku se 

v průběhu zatěžování mírně zvyšuje, což je v souladu s experimentálně pozorovaným drcením 

betonu v tlačených oblastech po dosažení určité míry zatížení. Téměř konstantní dominantní 

vliv pevnosti betonu v tahu odpovídá průběžné iniciaci a propagaci trhlin v analyzovaném 

konstrukčním spoji. V případě spoje EJ-C se k dominantnímu vlivu pevnosti betonu v tahu 

a v tlaku přidává pevnost epoxidového tmelu/pryskyřice, což částečně souvisí se způsobem 

tvorby modelu – externí lamely byly modelovány jako rozetřená výztuž v epoxidovém tmelu. 

Tento vliv postupně klesá po dosažení relativního zatížení cca 2%, což odpovídá postupnému 

porušování externích lamel (po předchozí ztrátě soudržnosti). 

Lze konstatovat, že připravený numerický model dokázal vystihnout chování obou typů 

analyzovaných konstrukčních spojů, EJ-R i EJ-C. Podařilo se zachytit charakter poškození 

vč. vzniku a rozvoje trhlin i hodnoty únosnosti. Na stochastickém modelu bylo možno sledovat 

vliv proměnlivosti vstupních parametrů a pomocí citlivostní analýzy definovat dominantní 

parametry modelu. 

 

 

 

 

 

 

 

Tab. 4.26 Hodnoty parametrů materiálového modelu konstrukčního spoje vč. středních 

hodnot, variačních koeficientů a hustoty pravděpodobnosti. 
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Parameter Mean Value, µ COV* Distribution* 

Concrete 

Elastic Modulus, Ec (MPa) 4700√fc  0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 

Tensile strength, fct (MPa) 0.30fc
2/3  0.30  

Lognormal (2 

Parameter) 

Compressive Strength, fc (MPa) 
8.05 EJ-R 

9.40 EJ-C 
0.15 

Lognormal (2 

Parameter) 

Fracture Energy, Gf (N/m) 73fct
0.18 [fib MC2010] 0.25 

Weibull (2 

Parameter) 

Compressive Strain, εco (mm/mm) fc/E  0.15 
Lognormal (2 

Parameter) 

Plastic Displacement, wd (m) Linear  0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 

Reinforcing Steel 

Elastic Modulus, Es (GPa) 190.9 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Yield Strength, fy (MPa) 295.5 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Ultimate Strength, fu (MPa) 437.5 0.07 
Lognormal (2 

Parameter) 

Ultimate Strain, εu (mm/mm) 0.21 0.07 Normal 

CFRP 

Elastic Modulus, Ef (GPa) 230 0.08 
Lognormal (2 

Parameter) 

Tensile Strength, ff (MPa) 4900 0.08 
Lognormal (2 

Parameter) 

Effective thickness, tf (mm) 0.111 - Deterministic 

MBT-MBrace® 

Adesivo Saturant 

Elastic Modulus, Eas (MPa) 1800 0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 
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Compressive Strength, fcas(MPa) 80 0.15 
Lognormal (2 

Parameter) 

Tensile strength, fctas (MPa) 12 0.30  
Lognormal (2 

Parameter) 

Fracture Energy, Gfas (N/m) 
100  

[Griffiths et al. 1970] 
0.25 

Weibull (2 

Parameter) 

Compressive Strain, εcos (mm/mm) fc/E 0.15 
Lognormal (2 

Parameter) 

Plastic Displacement, wd (m) Linear  0.10 
Lognormal (2 

Parameter) 

 

Tab. 4.27 Korelační koeficienty mezi hodnotami parametrů materiálového modelu. 

Concrete&Adesivo Saturant  Steel  CFRP 
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0.2% Drift Ratio (First crack) 2% Drift Ratio 4% Drift Ratio (Failure) 

   

Obr. 4.59 Porovnání experimentálního a simulovaného poškození/obrazce trhlin pro různé 

hodnoty zatížení konstrukčního spoje EJ-R. 

  

(a) (b) 

Obr. 4.60 (a) Hysterezní smyčky referenčního konstrukčního spoje EJ-R (b) obálka 

hysterezních smyček spoje EJ-R; porovnání experimentu, deterministického 

a stochastického modelu. 
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0.2% Drift Ratio (First beam 

crack) 

2% Drift Ratio 4% Drift Ratio (Failure) 

 

Obr. 4.61 Porovnání experimentálního a simulovaného poškození/obrazce trhlin pro různé 

hodnoty zatížení konstrukčního spoje EJ-C. 

  

(a) (b) 

Obr. 4.62 (a) Hysterezní smyčky sanovaného konstrukčního spoje EJ-C (b) obálka 

hysterezních smyček spoje EJ-C; porovnání experimentu, deterministického 

a stochastického modelu. 
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Tab. 4.28 Únosnost spojů EJ-R a EJ-C, porovnání výsledků experimentu a stochastického modelu. 

Specimen 

Direction of 

Loading 

Ultimate Strength 

(kN) 

Experimental 

(Vmax) 

Stochastic Mean 

(Vmean) 

Standard Deviation  

(σ) 

Vmean±1σ 

(2σ)  PDF 

EJ-R 

Positive 47.0 45.4 6.01 39.4-51.4 
Lognormal  

(2 parameter) 

Negative 46.8 43.2 5.45 37.8-48.7 
Lognormal  

(3 parameter) 

EJ-C 

Positive 59.7 54.7 7.23 47.5-62.0 
Lognormal  

(2 parameter) 

Negative 62.1 55.9 6.34 49.6-62.2 
Rayleigh 

negative 

 

 
 

Obr. 4.63 Vyhodnocení únosnosti spoje EJ-R, výsledky stochastického modelu a jejich porovnání 

s experimentem, kladný směr zatěžování (vlevo), záporný směr zatěžování (vpravo).  

 
 

Obr. 4.64 Vyhodnocení únosnosti spoje EJ-C, výsledky stochastického modelu a jejich porovnání 

s experimentem, kladný směr zatěžování (vlevo), záporný směr zatěžování (vpravo). 
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(a) (b) 

Obr. 4.65 Výsledky citlivostní analýzy spoje EJ-R, kladný směr zatěžování (vlevo), 

záporný směr zatěžování (vpravo). 

  
(a) (b) 

Obr. 4.66 Výsledky citlivostní analýzy spoje EJ-C, kladný směr zatěžování (vlevo), 

záporný směr zatěžování (vpravo). 

 

4.5.1 Analytické řešení konstručního spoje sloup–nosník zesíleného ocelovými táhly 

Analýza nedostatečně vyztuženého konstrukčního spojení železobetonový sloup–nosník 

zesíleného dodatečně pomocí ocelových táhel byla řešena také analyticky s využitím modelu 

pásu trhlin pro poškození betonu. Plné znění tohoto modelu včetně rozšíření na stochastickou 

úroveň a srovnání s experimenty realizovanými na několika pracovištích prezentuje příspěvek 

(Yurdakul et al. 2018b), který je níže uveden v plném znění. 
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5. Závěr 

Předkládaná práce nahlíží beton – významný materiál při realizaci dopravní infrastruktury – 

jako kvazikřehký materiál s nezanedbatelnou variabilitou mechanických parametrů. Tyto 

vlastnosti jsou důsledkem jeho specifické vnitřní struktury. Pro simulaci tahového poškození 

se odsvědčily MKP modely s implementovanými kohezivními – fiktivním, res. pásovým – 

modely trhlin. Klíčový parametr těchto modelů představuje lomová energie, jejíž velikost je 

výrazně ovlivněna rozvojem tzv. lomové procesní zóny. Proto je třeba věnovat pozornost 

korektní realizaci lomových experimentů (typicky tříbodový ohyb trámce s centrálním zářezem 

v oblasti tažených vláken či štípací test na krychelných, resp. válcových vzorcích) pro stanovení 

hodnoty lomové energie studovaných cementových kompozitů. Předkládaná práce diskutuje 

minimální nutnou délku počátečního zářezu pro korektní provedení štípacího testu na 

krychelných a především válcových vzorcích, jejichž nespornou výhodou je možnost aplikace 

na (válcové) jádrové vývrty odebrané přímo ze stávajících stavebních konstrukcí. Je ukázána 

závislost této nutné minimální délky počátečního zářezu na charakteristické délce cementového 

kompozitu. 

Dále je představena rozsáhlá experimentální sada na stanovení hodnot lomově-mechanických 

parametrů betonu (a drátkobetonu) vybraných pevnostních tříd určených pro sériovou výrobu 

předpjatých nosníků, přičemž je sledován mj. vliv stáří betonu na hodnoty sledovaných 

parametrů. Pro stanovení těchto hodnot jsou využity obě základní konfigurace lomových 

experimentů (tříbodový ohyb trámce i štípací test), jakož i identifikace materiálových parametrů 

s využitím inverzní analýzy užitím umělé neuronové sítě. Syntéza výsledků představuje 

rozsáhlou databázi implementovanou pro praktické využití do spolehlivostního softwaru. V této 

databázi je pro každý parametr definován vhodný model pravděpodobnosti a základní 

statistické parametry, což představuje podporu při tvorbě pravděpodobnostních modelů. 

Uvedená databáze byla následně využita při analýze chování vyvíjených předpjatých nosníků.  

Další představenou aplikaci představuje spolehlivostní analýza mostu č. 2-2043-15, E4 

Kristineberg ve Stockholmu. Deterministický model tohoto mostu prokázal dobrou shodu 

s výsledky zatěžovací zkoušky, stochastický model stanovuje pravděpodobnost dosažení 

(definovaných) hodnot přetvoření (průhyby ve sledovaných bodech) či poškození (maximální 

šířka trhlin ve vybrané oblasti) v kritických místech, která může být srovnána 

s pravděpodobností požadovanou pro rozhodování o optimálním návrhu/provozování/držbě či 

sanaci konstrukce. Podobně je představena pravděpodobnostní analýza živostnosti betonového 

kanalizačního potrubí s ohledem na její snížení vlivem síranové koroze betonu. Je řešena 

problematika únosnosti tohoto potrubí při vrcholovém zatížení i v systému potrubí‒zemina. 

V aplikaci pravděpodobnostního přístupu na analýzu smykem porušovaných nosníků 

(s dostatečnou i nedostatečnou výztuží) je využit koncept náhodných polí. Jsou simulována 

možná poškození nosníku, jakož i možnost dodatečné sanace pomocí externích uhlíkových 

lamel. Simulované výsledky vykazují dobrou shodu s experimenty. V závěru práce je 

představena analýza konstrukčního spojení sloup-nosník namáhaného cyklickým zatížením 

(simulujícím seizmicitu) a možnosti jeho sanace/zesílení při nedostatečném vyztužení. Je 

vytvořen numerický i analytický model a provedena statistická jakož i citlivostní analýza 

řešeného problému. 

Aplikace stochastického přístupu na vybrané betonové konstrukce/konstrukční prvky ukazuje 

možnosti stanovení základních statistických charakteristik chování konstrukce, odhadu 
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průměrného/extrémního chování konstrukce, odhad intervalů, ve kterých se bude odezva 

konstrukce s určitou pravděpodobností vyskytovat, posouzení vlivu vstupních veličina na 

chování konstrukce či vyčíslení pravděpodobnosti, s jakou je splněna určitá podmínka a to 

v důsledku náhodné proměnlivosti vstupních parametrů (na rozdíl od přístupu dle norem, který 

umožňuje stanovit, zda je nebo není konstrukce spolehlivá, ale bez další kvantifikace skutečné 

hladiny spolehlivosti návrhu). 

Poznatky z uvedených oblastí jsou autorem uplatňovány při výuce předmětů Stavební 

mechanika, Pružnost a pevnost, Spolehlivost stavebních konstrukcí a Modelování betonových 

konstrukcí (jehož zavedení v doktorském studijním programu autor inicioval), jakož i při 

vedení závěrečných prací bakalářského a magisterského studia i doktorandů (aktuálně před 

obhajobou disertační práce Ing. Özgüra Yurdakula) v českých i anglických studijních 

programech. 
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