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RESUMEN

En ei diseño sísmico de edificios asimétricos es práctica común considerar

ios efectos de torsión multiplicando e! cortante basa! desacoplado,

suponiendo a la estructura desplantada sobre base rígida, por una

excentricidad de diseño que toma en cuenta a ia excentricidad estática y

a la accidental. Esta excentricidad se determina en función de la distancia

entre los centros de masa y rigidez y de la dimensión en planta normal a la

excitación, afectadas por valores previstos en ios reglamentos de

construcción. Con esto se pretende reducir la complejidad de ¡os cálculos

y se trata de llevar a las estructuras a tener un comportamiento adecuado

durante su vida útil. Sin embargo, no siempre el cortante basal acoplado

tiene valores parecidos at desacoplado, ni ei momento torsionante

obtenido al analizar dinámicamente la estructura se parece al

especificado por las normas, dando lugar a que algunas estructuras no

tengan el comportamiento esperado. En esta tesis se analiza la

amplificación dinámica de ia excentricidad natural así como ia

excentricidad accidental causada solamente por la rotación de la

cimentación al estar sujeta a excitación sísmica. Los resultados se

comparan con los criterios que sobre el particular estipulan ias Normas

Técnicas Complementarias para Diseño por Sismo de! Reglamento de

Construcciones para ei Distrito Federa!. Los análisis se llevan a cabo con

base en un modelo sencillo de interacción dinámica suelo-estructura,

formado por un estructura de dos grados de libertad, uno de traslación y eí

otro de torsión, con cimentación enterrada en un estrato de suelo sobre un

semiespacio elástico, lo que proporciona tres grados de libertad

adicionales ¡traslación, torsión y cabeceo), ante ia incidencia oblicua de

ondas de cortante polarizadas horizontalmente.



INTRODUCCIÓN

1.1 Torsión en edificios

En la respuesta sísmica de estructuras asimétricas se presentan torsiones

naturales y accidentales, generadas las primeras por ta diferencia en la

posición de sus centros de masa y rigidez y las segundas por las

discrepancias entre las distribuciones de masa, rigidez y resistencia

usadas en el análisis, y por el efecto del paso de las ondas, entre otros

factores (Rosenbiueth, 1957).

Si bien las normas técnicas reglamentarias establecen recomen-

daciones para tomar en cuenta ambos tipos de torsiones, éstas son

insuficientes para algunas situaciones, por ejemplo, cuando las

frecuencias lateral y torsíonal están próximas entre sí (Rosenbiueth y

Elorduy, 1979) o, en aigunos casos, cuando la interacción entre eí suefo

y la estructura es considerable debido a que ia flexibilidad de! suelo

afecta la respuesta dinámica de la estructura comparada con la que se

obtiene si se considera apoyada sobre base rígida (Suarez y Aviles, 2000).

En las Normas Técnicas Complementarias para Diseño por Sismo

(NTCDS) del Reglamento de Construcciones para el Distrito Federal

(RCDF) (1995), y en la mayoría de ios reglamentos dei mundo, se

especifica que la torsión que se debe utilizar para el diseño de los

elementos estructurales debe ser aquélla que se obtenga de la

aplicación de fórmulas sencillas que involucran a las excentricidades

estática y accidental, ambas multiplicadas por el cortante

desacoplado obtenido a partir de considerar a la estructura simétrica.
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esto es, sin excentricidad estática. Con esto se pretende que su uso en

la práctica sea de fácil aplicación y que ei diseño de las edificaciones

se Heve a cabo dentro de un marco de seguridad.

A pesar del notable avance del conocimiento, aún existe controversia

en relación con los criterios de diseño por torsión que están en los

reglamentos. Esto se debe en parte a que en los estudios realizados a la

fecha no hay un modelo matemático que contemple todos los factores

que afectan significativamente la respuesta dinámica de la estructura,

tampoco hay bastantes edificios instrumentados para medir sus

movimientos y la interpretación de la información registrada es todavía

insuficiente. Ya algunos autores han señalado que diversos reglamentos,

entre ellos el de ia ciudad de México, no consideran adecuadamente

las amplificaciones que se pueden presentar en estructuras asimétricas

cuando son sometidas a excitación sísmica (Chopra y Goel, 1991;

Chandler y Hutchinson, 1987a y b). En algunos artículos se indica que

una de las fuentes de la torsión accidental puede ser la rotación de la

base inducida por interacción (Sikaroudi y Chandler, 1992; Bielak et al.,

1986). Este problema resulta ser particularmente importante para

cimentaciones de grandes dimensiones en suelos muy deformables

(Aviles y Olmos, 2000) o para cimientos no muy grandes con'alguna

excentricidad, condición difícil de evaluar (Romo, 2002). Incluso en

edificios simétricos es digno de considerar a ¡a torsión accidental

(Newmark, )969) y fas HTCDS del RCDF (1995) así lo exigen. También se

sabe que en estructuras con acoplamiento entre los movimientos de

traslación y torsión, la amplificación de la respuesta dinámica es

subestimada por ios códigos de diseño vigentes, especialmente para el

caso de excentricidades pequeñas (Chandler y Hutchinson, 1987a y b).

La versión actual de! Eurocode 8 ya introduce una excentricidad



adiciona! para considerar el acoplamiento de frecuencias de traslación

y torsión. Siendo el principal efecto de ía interacción el alargar el

periodo de vibrar de la estructura, este fenómeno puede ser

determinante en el acoplamiento de frecuencias de traslación-torsión y,

por tanto, disminuir eí margen de segundad estructural impuesto por ias

recomendaciones de diseño sísmico apoyadas en estudios de

estructuras con base rígida.

Entre las investigaciones realizadas con el propósito de sustentar las

disposiciones de ios reglamentos, se encuentran las que únicamente

consideran la excentricidad accidental causada principalmente por ía

rotación de la cimentación debida al paso de las ondas. Newmark

(1969) fue uno de los primeros en estudiar la torsión inducida por la

interacción cinemática, sin embargo, su análisis es sólo una

aproximación pues no considera los efectos de la interacción inercial.

Luco (1976a y b), Apsei y Luco (1976) y Novak y Sachs (1973) presentan

modelos para estudiar los efectos de la torsión en cimentaciones y

estructuras a partir de someterlas a excitaciones armónicas

estacionarias. En sus conclusiones describen la viabilidad de los modelos

propuestos para analizar, por ejemplo, los efectos de la profundidad de

desplante del cimiento y el ángulo de incidencia, pero no discuten los

lineamientos de los reglamentos. Rutenberg y Heidebrecht (1985)

estudian la posibilidad de separar en dos partes a la torsión accidental

propuesta en ios reglamentos, una de ellas que comprenda los efectos

del paso de ias ondas y la otra los demás factores asociados a

situaciones donde se tiene un menor control, por ejemplo, la distribución

de la carga viva durante la vida útil dei edificio, la pérdida de

resistencia de algunos de sus miembros estructurales, la heterogeneidad

del suelo donde se apoya, etc. Esta propuesta parece interesante y



podría explorarse para modelos que tomen en cuenta ía flexibilidad del

suelo de soporte. Aviles y Olmos (2000) abordan el tema de las

recomendaciones de diseño en los reglamentos, en este caso el del

Distrito Federal, analizando las torsiones generadas en edificios simétricos

debido al paso de las ondas. Para ello utilizan un modelo que permite

analizar la influencia del ángulo de incidencia de la excitación,

considerando la interacción tanto cinemática como inercial, y

concluyen que para algunas estructuras son insuficientes las

recomendaciones de diseño por torsión accidental. Podría pensarse

que la geometría de la cimentación es un factor importante en la

generación de la torsión accidental. Sin embargo, los estudios de

cimentaciones con geometrías cuya planta es en forma de *L\ llevaron

a la conclusión de que los movimientos de entrada de este tipo de

cimientos. son muy parecidos a los de geometrías rectangulares

envolventes (Suarez et al., 2002).

Otras investigaciones han versado sobre la respuesta de estructuras

asimétricas. Hanh y Liu (1994) estudiaron el acoplamiento entre la

traslación y la torsión de estructuras supuestas con base rígida excitadas

armónicamente. Analizaron los efectos de torsión inducidos tanto por la

excentricidad estática como por el paso de las ondas. Propusieron

expresiones. simples para el cálculo de lo que ellos llaman la

excentricidad modificado de diseño, la que compararon con la

excentricidad de diseño especificada en los códigos del UBC (1982) y

ATC (1978). Concluyeron que existen diferencias y plantearon la

necesidad de revaiuarias. Chandíer y Hutchinson (1987a) también

analizaron las torsiones natural y accidental pero en estructuras

sometidas a la acción de distintos registros sísmicos, y compararon sus

resultados con los que se predicen a! aplicar las fórmulas semiempíricas



establecidas en varios reglamentos, entre ellos el del Distrito Federal.

Observaron que en algunas estructuras, cuando la relación de sus

períodos naturales de traslación y torsión es cercana a la unidad, los

diseños que se obtienen pueden ser no conservadores. Concluyeron

que en este tipo de edificaciones ei diseño por torsión será inadecuado

si se aplican las expresiones que suministran los reglamentos.

Algunos autores han estudiado la respuesta de estructuras considerando

su interacción con el suelo, pero generalmente han omitido el efecto de

la interacción cinemática al considerar sólo la flexibilidad del suelo,

ignorando la diferencia entre el movimiento de campo libre y el

movimiento efectivo de la cimentación. Chandler y Hutchinson (1987b)

y Sikaroudi y Chandler (1992) analizaron la respuesta de modelos con

cinco grados de libertad, dos para la estructura y tres para la

cimentación, sometidos a las aceleraciones registradas en varios sismos

y comparan los resultados con los que se obtienen ai diseñar con lo

establecido en distintos reglamentos. Ellos concluyeron que, para

edificios con periodos de traslación y torsión parecidos, es necesario

revisar ios criterios estipulados en tales reglamentos. Los modelos que

utilizaron para sus análisis, si bien dan una idea del comportamiento de

las estructuras, mantienen ciertas restricciones que, de tomarse en

cuenta, podrían alejar o acercar ios resultados a los que se predicen

aplicando ios reglamentos. En estos trabajos no se consideraron los

efectos de la profundidad de desplante de la cimentación, ni su

geometría, ni el efecto de! paso de ias ondas, y tampoco se

contemplaron estructuras desplantadas sobre sueios estratificados.

Bieíak et ai. (1986) presentan un modelo en el que toman en cuenta el

ángulo con el que inciden las ondas sísmicas, esto es, consideran la

interacción cinemática pero en cimientos superficiales.
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Otras evaluaciones de los criterios reglamentarios para torsión en

estructuras con base rígida incluyen ¡os efectos del comportamiento no

Üneaí en las demandas de ductilidad (Bozorgnia y Tso, 1986; Chopra y

Goel, 1991;TsoyZhu, 1992; Zhu y Tso, 1992; Chandier y Duan, 1997; Duan

y Chandier, 1997; Escobar y Ayala, 1998). El considerar estos efectos

implica una menor respuesta a ¡a torsión y, por consiguiente, los

requerimientos de diseño son menores que cuando la estructura se

diseña para resistir las solicitaciones sin daño estructural. Aunque son

muy pocos ios trabajos al respecto, algunos investigadores han

analizado la respuesta sísmica ineiástíca de estructuras instrumentadas,

y han interpretado los resultados con base en modelos que intentan

explicar el acoplamiento lateral-torsional inherente en edificios

asimétricos (ver, por ejemplo, De la Llera ef al., 2001). El éxito de la

interpretación de los resultados va a depender en gran medida de la

representación de la excitación efectiva de la cimentación y las

características del sistema suelo-estructura.

1.2 Interacción suelo-estructura

La importancia de considerar los efectos de la interacción dinámica

suelo-estructura en el diseño ha sido ampliamente reconocida por varios

investigadores. Son numerosos los estudios que se han ¡levado a cabo y,

aunque en años recientes ha disminuido el interés en este tópico, se

reconoce que todavía es un área en la que se está lejos de agotar ios

temas a investigar (Trifunac ef a/., 2001), particularmente en el caso de

suelos tan deformables como los de la ciudad de México.



Los efectos de la interacción dependen de la difracción de las ondas

incidentes y de la irradiación de ondas por la cimentación, debido

esencialmente al contraste de rigidez entre la estructura y el suelo de

soporte. Estos efectos son principalmente notorios en estructuras rígidas

sobre suelos blandos y en cimentaciones de grandes dimensiones. Parte

de la energía transmitida al sistema es disipada por irradiación, efecto que

se refleja en la modificación de! amortiguamiento estructural. Por su parte,

ia flexibilidad del suelo se traduce en una reducción de la frecuencia

resonante de la estructura. El resultado neto de estos cambios puede

verse en una reducción o incremento del cortante basa! y la deformación

lateral. Despreciar los efectos de la interacción no siempre es un criterio

conservador, de ahí que en las NTCDS del RCDF se presenta un apartado

para tomarlos en cuenta explícitamente.

Es práctica común utilizar como movimiento de entrada para la

cimentación al movimiento de campo libre en términos de traslaciones

horizontales únicamente. No obstante, la excitación efectiva de la

cimentación contiene rotaciones y traslaciones, por lo que los efectos de

cabeceo y torsión no serán tomados en cuenta apropiadamente si se

adopta esta condición conocida como la interacción inercial (Luco etal.,

1975; Todorovska y Trifunac, 1991). Las rotaciones de la cimentación,

cabeceo y torsión, aparecen esencialmente cuando la incidencia de

ondas no es vertical o cuando la cimentación está enterrada, dando

lugar a la llamada interacción cinemática. Si las ondas no inciden

verticalmente, la profundidad de desplante de la cimentación tiende

generalmente a reducir las respuestas de traslación, pero a incrementar

los componentes de rotación. La incidencia oblicua de ondas SH induce

torsión, mientras que las ondas P y SV generan cabeceo en ia

cimentación, junto con un notable filtrado de la respuesta de traslación



para altas frecuencias (Kobori y Shinozaki, 1980; Wong y Luco, 1978).

Además, existen efectos debidos a la variación espacial de los

movimientos del terreno originados por arribos de ondas que tienden a

ser uniformizadas por las cimentaciones rígidas (Romo, 1995), efectos

conocidos como de incoherencia dei n movimiento sísmico.

Una forma práctica de calcular la respuesta sísmica de estructuras

considerando su interacción con el suelo, es efectuar el análisis como si el

apoyo fuera indeformable, pero incrementando el periodo fundamental y

modificando el amortiguamiento asociado de tal manera que la

estructura equivalente con base rígida represente el comportamiento que

se tiene para base flexible. A estas nuevas propiedades dinámicas que

definen a la estructura modificada se les conoce como periodo y

amortiguamiento efectivos. Existen algunos procedimientos para

obtenerlos rigurosa y aproximadamente (Woíf, 1985; Aviles y Pérez-Rocha,

1996). En las NTCDS del RCDF se establecen criterios simplificados para

calcular dichos parámetros. Poco se ha investigado sobre el caso de

estructuras desplantadas en depósitos de suelo, donde los efectos del

periodo dominante del terreno y su valor relativo con respecto al del

sistema acoplado pueden afectar significativamente el amortiguamiento

geométrico por irradiación (Meek y Wolf, 1991). Parte de la investigación

realizada en esta tesis consistió en estudiar este fenómeno, así como los

efectos del paso de las ondas en el periodo y amortiguamiento efectivos

del sistema (Aviles ef a/., 2002; Aviles y Suarez, 2002).

Las respuestas máximas de traslación y torsión no ocurren para las

respectivas frecuencias fundamentales de base rígida, sino a frecuencias

que pueden ser considerablemente menores y que están asociadas a las

condiciones resonantes del sistema acoplado suelo-estructura (Dobry y



Gazetcts, 1983; Luco, 1976a). Las diferencias de fase existentes en el

movimiento de campo libre en diferentes puntos darán por resultado

efectos de torsión y cabeceo en la cimentación independientemente de

la configuración de la estructura. La magnitud de estos efectos

dependerá de las características de la cimentación y, particularmente,

de ía relación entre sus dimensiones y ¡a longitud de onda de la

excitación. Por lo tanto, la geometría de la cimentación y las

características del campo de ondas incidentes son elementos importantes

en la definición del movimiento de entrada. Varios son ios trabajos

publicados en donde se presentan métodos numéricos que son

aplicables a la solución de problemas de interacción relacionados con

cimentaciones de forma irregular; sin embargo, sus autores sólo describen

ei método de cálculo y muestran resultados para cimentaciones de

geometrías sencillas que comparan con los publicados en la literatura

(Betti y Abdel-Gaffar, 1994; Chow, 1986; Luco y Wong, 1987; Rücker, 1982;

Wong y Luco, 1976). No especifican cuáles son las diferencias con la

respuesta dinámica obtenida al considerar geometrías rectangulares o

circulares equivalentes. Tampoco analizan los efectos que diferentes tipos

de ondas con distintos ángulos de incidencia tienen en la respuesta.

Durante el desarrollo de esta tesis se realizaron estudios con el propósito

de evaluar dichos efectos en la respuesta de cimentaciones de

geometría compleja, específicamente en forma de V en planta.

También se evaluaron las aproximaciones obtenidas cuando se utilizan

geometrías sencillas equivalentes (Avüés et a/., 2001; Suarez et a/., 2001 y

2002).

Los efectos de la interacción suelo-estructura pueden ser evaluados

aplicando ei teorema de superposición que considera a la interacción

total igual a la interacción cinemática más la interacción inercia!. La



primera de eüas se obtiene suponiendo a ía estructura rígida y sin masa, lo

que ocasiona que no se alteren los movimientos de campo Ubre por

efectos de ia inercia de la estructura, pero sí se modifiquen por el campo

de ondas que es difractado por la presencia de! cuerpo rígido. Ai

movimiento calculado considerando a ¡a estructura con masa sujeta a los

movimientos efectivos de la cimentación se ie conoce como interacción

inercia!. Kausel et ai. (1978) demuestran matemáticamente que a! apücar

ia teoría de superposición en sistemas elásticos es equivalente a utilizar

métodos directos de elemento finito, y concluyen que si ambos son

dosificados como 'diferentes' se debe a las inconsistencias que se tienen

en su aplicación. Sin embargo, ia teoría de superposición supone que el

problema a resolver tiene un comportamiento lineal, lo que implica asumir

fuertes hipótesis y despreciar efectos tan importantes como lo son la

variación de los módulos de rigidez del suelo y el incremento en el

amortiguamiento interno por efectos de ia no iinealidad de! suelo (Romo

et ai., 2000). Algunos métodos directos o analíticos en este sentido son

más flexibles, pero tienen la desventaja de requerir realizar un gran

número de cálculos y ser poco flexibles cuando se realizan estudios

paramétricos debido a que se tiene que llevar a cabo el proceso

completo de cálculo para cada parámetro que se evalúa. Aunque en la

actualidad, con los recursos de cómputo con que se cuenta, este

proceso tiende a ser más rápido. En esta tesis la propuesta es estudiar un

modelo dinámico muy sencillo que represente, grosso modo, las

características principales de una gama amplia de sistemas suelo-

estructura cuya respuesta sirva como base para analizar o actualizar las

normas reglamentarias. Dado e! carácter general y paramétrico de este

trabajo, los cálculos se llevan a cabo utilizando métodos de superposición

en dos fases: la inercia! y ía cinemática. Estas resultan de considerar un

problema de irradiación de ondas para obtener las funciones de
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impedancia y un problema de difracción para determinar los

movimientos efectivos, obteniendo ventajas adicionales al poder utilizar

procedimientos aproximados que han dado buenos resultados en el

cálculo de estos últimos.

1.3 Objetivo

El propósito de este trabajo es presentar los resultados de la

investigación referente a los dos efectos de la interacción suelo-

estructura, el cinemático y el inercia!, considerando los movimientos de

traslación y torsión acoplados de la estructura, comparándolos con los

que se obtienen ai aplicar los criterios de diseño propuestos en las

normas y señalando los casos que no son cubiertos por éstas. Para ello

se estudia la respuesta dinámica de estructuras asimétricas con una

gama amplia de periodos naturales en traslación y torsión, calculando

su respuesta máxima de manera minuciosa con y sin tomar en cuenta la

interacción de la estructura con el suelo. El medio de soporte está

compuesto por un estrato de suelo blando sobre un semiespacio

elástico. La estructura es representada por un oscilador simple cuyo

centro de masa no coincide con el de rigidez. Como movimientos de

entrada se consideran trenes de ondas de corte polarizadas

horizontalmente que inciden con distintos ángulos. Ambos efectos de ta

interacción son calculados para cimentaciones superficiales y

enterradas. En Suarez y Aviles (2002) se presentan resultados de la

amplificación dinámica de la excentricidad estática y del cortante

basal, los cuales se comparan con los que se obtienen de aplicar las

recomendaciones de las NTCDS dei RCDF. Se concluye que las

especificaciones de diseño no consideran adecuadamente los efectos

de torsión, al menos para el comportamiento lineal de las estructuras, en
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un intervalo de frecuencias más amplío de lo previsto por otros autores.

Esto es de relevancia para la adecuación de los nuevos criterios por

torsión que deberán de considerarse ai revisar e! estado límite de

servicio de la estructura, que como se sabe es ante comportamiento

puramente elástico.

Debido a que el estudio está restringido al caso de estructuras con

comportamiento lineal, el modelo no toma en cuenta la ductilidad

estructural, razón por la que ios resultados son útiles sólo para revisar el

estado límite de servicio, mas no el de falla. La ductilidad de la

estructura se puede considerar aplicando factores de reducción

apropiados a la fuerza cortante obtenida del modelo elástico. Si se

reconoce que una parte del comportamiento inelástico del suelo se

debe a la excitación sísmica que produce las mayores deformaciones y

no a la interacción suelo-estructura (Kausel et ai, 1978), la no linealidad

del suelo se puede tener en cuenta utilizando propiedades que sean

compatibles con los niveles de deformación calculados (Roesset y

Tasoulas, 1982). En algunos casos, por efectos de la interacción entre el

suelo y la estructura, se presenta una respuesta no lineal dei suelo en el

entorno de la cimentación. Cuando ésta es moderada o pequeña

propicia que una parte de la energía de las ondas incidentes se

absorba y, por tanto, se reduzca ia energía que excita a la estructura,

esto es, se incrementa el amortiguamiento efectivo estructural (Trifunac

et al., 2001). Dadas las características lineales del modelo utilizado en

esta tesis, y basados en el hecho de que la práctica del diseño exige

que no se presente comportamiento no lineal en el suelo de soporte

para evitar un estado de colapso incipiente de ia estructura, este efecto

no fue considerado.
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II. MODELO

En la figura 1 se presenta el modelo utilizado en los análisis, consistente

en un cimiento de forma cilindrica de radio R, masa Mc y profundidad

de desplante D, empotrado en un estrato de espesor Hs con módulo de

Poisson vs=0.45 y amortiguamiento histeréfico £;s=5%, apoyado sobre un

semiespacio elástico con vo=}/3 y ¿;0=3%. La relación de velocidades de

propagación de corte entre ei estrato y ei semiespacio se consideró de

ps/po=0.2, 0.5 y 0.8. El cimiento se supone infinitamente rígido, sin

excentricidad y en contacto continuo con el medio que lo rodea.

La estructura se representó por medio de un modelo de un oscilador

simple de masa M ubicada a una altura He y excentricidad estructura! e,

con un grado de übertad a la traslación y otro a la torsión, como se

muestra en la figura 1.

El modelo se sometió a una excitación dinámica dada por ondas de

corte con movimiento en la dirección y, propagándose en el piano x-z

con ángulo de incidencia y con respecto a ¡a vertical, como se ilustra en

la figura 1. Los análisis se llevaron a cabo en el dominio de la frecuencia.

Las ecuaciones que definen el movimiento del modelo están dadas por:

*» 4* #* ^ , / «• * • \ i • • B* • •

I I *^M
' " " " Pl

Chh Ab + Chee 9 b + KhhAb + Knee0b = 0hh Ab + Chee 9 b + Khh
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Me D
• • • •

ChÑe A b +C m Bb+•he + = 0

(2)

M
• • • • • •

Ac4-Ag+£

+D +e
(3)

Me

¡4)

• • • • * •

+A/ICE •• *• / •• ••
Vc + % \ + e •• •• (5)

donde los subíndices b, c y g se refieren a la estructura, el cimiento y los

movimientos de entrada, respectivamente. A, cp y 0 impücan traslaciones

en x y giros alrededor de los ejes y y z, respectivamente. Los puntos

arriba de estas variables indican derivación con respecto al tiempo. K y

C son fas rigideces y amortiguamientos estructurales, respectivamente,

para la torsión, traslación y acopiamiento (subíndices 0, h y Oh,

respectivamente). Je y J<p son los momentos de inercia a la torsión y al

cabeceo, respectivamente, y E=D/2. Además, FXl Fe y F^ están definidas

por:

TESIS CON
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"4
<Pc

o o

donde Ks son las rigideces dinámicas dei suelo para la traslación,

cabeceo, torsión y acoplamiento (subíndices h, m, f y hm,

respectivamente).

Las ecuaciones de movimiento se pueden rescribir de forma

normalizada como sigue:

2
— £ l -|- r

¿

Cú2

Cd
¡( - — (

Cú
-A cc — A

e „
+ — A

R 9*

' Khe

.Meo2

C „
Meo

(7)

K>

MR
= A

Meo

'e
+ ?Q.

A Á

A +A

MR

M/?J

(8)

Ab+Ac

e
R

Mc¿>: + A

og

MRCÚ2(8H+8D) 2(6H+6D)

R - " + Q

M R
A



A +A

e
R *

MR'co2 , , 2

(10)

A

5D 6 _
2(6H+6DfM

-A ~-A

e + Q,,
(11)

donde coh=fWMJI/2, coe=í^/Je;í/2, co=2 f̂ (f=frecuencia), SM-MC/M, SO^D/R,

6H=He/R, \ e =(He + Djcpc, AQc =RQC y A9b = R 0 b ; ¿;=0.05 es el

amortiguamiento estructural. Además, Qh=Ag/¿k)g, Q^lHe+Djyg/dog y

QQ~RQg/á)g son las relaciones de ¡os movimientos efectivos con respecto

a la amplitud horizontal de campo libre {Aog).
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III. FUNCIONES DE IMPEDANCIA Y MOVIMIENTOS DE ENTRADA

El modeio utilizado para este estudio considera cimentaciones

cilindricas, embebidas a profundidades D/R=Q y 1 en un estrato de

espesor HdR-2, 3 y 5. Para obtener la respuesta a la traslación y torsión

de la estructura, se calculan previamente las funciones de impedancia

y los movimientos efectivos para las cimentaciones consideradas,

ambos dependientes de la frecuencia de excitación.

III. 1 Funciones de impedancia

Las funciones de impedancia o rigideces dinámicas son funciones que

dependen de la frecuencia de excitación, así como de la geometría y

profundidad de desplante de la cimentación y de la estratigrafía y

características elásticas del subsuelo. Se definen como la relación en

estado estacionario entre la fuerza (momento) excitadora y el

desplazamiento (rotación) resultante en la dirección de la fuerza, para

una cimentación rígida carente de masa y excitada armónicamente.

La función de impedancia suele expresarse en términos de la rigidez

estática K°n y ios coeficientes de rigidez ks
n y amortiguamiento c$

n, de la

forma (Gazefas, 1983)

(12)

donde co es ía frecuencia angular; el subíndice n~h, m, y t indica el

modo de vibración de fa cimentación, que puede ser de traslación (h),



cabeceo (m) y torsión (t). Estas funciones son de tipo complejo.

Matemáticamente expresan, ia parte real, la rigidez e inercia del suelo;

la dependencia de ia frecuencia se debe a su influencia en la inercia

debido a que las propiedades del suelo se consideran esencialmente

independientes de la frecuencia. Resultados en pruebas de laboratorio

demuestran que sí existe una degradación del módulo del cortante que

depende de la magnitud y duración de la carga y del número de ciclos

que se aplican, pero en el caso de las arcillas altamente plásticas, como

las de la ciudad de México, las deformaciones permanentes bajo carga

cíclica se desarrollarán sólo cuando el suelo está cerca de la falla

(Romo, 1995). La parte imaginaria representa un amortiguador viscoso

que incluye tanto al amortiguamiento material como al geométrico del

suelo; el primero es prácticamente independiente de la frecuencia y se

debe al comportamiento histerético, que para el caso de las arcillas de

la ciudad de México presenta valores entre el 3% y 6% (Romo, 1995);

mientras que el segundo depende de ia frecuencia y se debe a la

irradiación de ondas. Físicamente representan los resortes y

amortiguadores equivalentes que se utilizan para modelar el

comportamiento del suelo.

Las funciones de impedancia están restringidas a modelos elástico-

lineaies. No obstante, una forma práctica de tener en cuenta

aproximadamente el comportamiento no lineal del suelo consiste en

estimar valores equivalentes de sus propiedades mecánicas que sean

compatibles con fas deformaciones causadas por el movimiento de

campo libre. Las no linealidades producidas cuando existe

deslizamiento o separación del cimiento con respecto al suelo, o

aquéllas causadas en el suelo que rodea a la cimentación, han sido

poco estudiadas. Wolf (1985) aborda este problema dividiendo al suelo
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en dos zonas; una para ei campo ubre y ¡a otra en ía vecindad deí

cimiento. Este problema, sin embargo, excede ei alcance de este

estudio.

Las rigideces dinámicas para un estrato se obtuvieron a partir de una

técnica de elementos finitos basada en el método de! estrato deigado

(Tassoulas y Kausei, 1983). Este método sólo admite una formación

estratigráfica apoyada sobre base rígida. Para evitar el rebote de las

ondas debido a ¡a presencia de esta base y simular el efecto de su

irradiación ai infinito, se consideraron dos estratos. El superficiai de

espesor H$ que aloja a ia cimentación, y el otro con el doble de espesor

para asegurar que las ondas que se reflejen de su base sean de

amplitudes despreciables por efectos de amortiguamiento de) materia!,

actuando de esta manera como si fuera un semiespacio. En la figura 2

se comparan ios resultados de las funciones de impedancia obtenidos

cuando se considera una cimentación enterrada en un estrato de

espesor Hs/R=2 apoyado sobre otro estrato con espesor del doble,

cuádruple y séxtuplo. Se observa que las diferencias que existen entre

ellas son mínimas.

Los efectos del espesor del estrato en las rigideces estáticas K°n se

aprecian en ia tabla 1 para el desplazamiento horizontal, el cabeceo y

la torsión, y en los coeficientes de rigidez y amortiguamiento ks
n y c$

n en

las figuras 3a y b, calculadas para cimentaciones con profundidad de

desplante D/R=0 y 1, respectivamente, en un estrato con relación de

velocidades p5/Po=O.2. Los resultados se presentan graficados para los

valores de ¡a frecuencia adimensional rj=coR/ps, donde ps=4Hs/7s siendo Ts

el periodo dominante del suelo. Debido a que el espesor del estrato

influye en ía rigidez total del sistema, el valor de la rigidez estática
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también se ve afectado. A diferencia de lo que ocurre para estratos

sobre base rígida en donde es posible definir una función lineal que

tome en cuenta ei espesor y las propiedades mecánicas de! suelo para

calcular de manera aproximada la rigidez estática (Kausel y Roésset,

1975), para estratos sobre un semiespacio no parece existir una

correlación lineal, con excepción de los valores obtenidos para la

rigidez torsional, cuando el cimiento es superficial. La profundidad de

desplante de! cimiento incrementa de manera importante el valor de la

rigidez estática.

Por otro lado, como la frecuencia dominante del estrato varía en

proporción inversa a su espesor, los coeficientes de rigidez y

amortiguamiento también son afectados. Esto se ve reflejado en la

posición de los valles que se presentan en las frecuencias resonantes de!

estrato, como se aprecia en las gráficas de las figuras 3a y b, y en la

ausencia de amortiguamiento por irradiación para frecuencias por

debajo de la frecuencia dominante del estrato. Este efecto es más

evidente para el modo de cabeceo que para el de traslación horizontal

y el de torsión, pero tiende a ser pequeño para cimientos enterrados,

como se aprecia en los resultados aquí presentados {figuras 3a y b).

Para frecuencias menores que la primera frecuencia resonante del

estrato, los valores del amortiguamiento son muy bajos puesto que

reflejan la pérdida de energía sólo por amortiguamiento histerético.

Destacan también las reducciones de los coeficientes de rigidez con la

frecuencia de excitación debido a la influencia que tiene ésta en la

inercia de! suelo, así como las oscilaciones de los coeficientes de rigidez

y amortiguamiento debido a las frecuencias naturales del suelo, siendo

más pronunciadas para estratos de espesores pequeños pero
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irrelevantes para el cabeceo. Si el amorfiguamienío del suelo fuera nulo,

los valles de estas gráficas se prolongarían hasta tomar ei valor nulo.

En las figuras 4a y b se muestra el efecto de la relación de rigideces

entre e! estrato y el semiespacio en los coeficientes de rigidez y

amortiguamiento, y en la tabla 2 se proporcionan los valores de ¡as

rigideces estáticas. Se consideró un espesor del estrato de Hs/R-2 y

profundidades de desplante de D/R=Q y 1. Básicamente los mismos

comentarios mencionados en párrafos anteriores son aplicables. El

efecto de la relación de rigideces se aprecia más claramente en ios

coeficientes para la traslación, y su principal influencia consiste en la

reducción de los valores de rigidez y amortiguamiento para ps/Po=O.2. La

tendencia de ias gráficas para relaciones grandes (ps/po=O.8) es

acercarse a los valores que se obtienen para el semiespacio.

111.2 Movimientos de entrada

La interacción cinemática consiste esencialmente en determinar la

excitación efectiva de la cimentación provocada por el movimiento

sísmico. Tal excitación representa el movimiento de entrada de!

cimiento qué resulta de superponer el campo libre con el campo

difractado por la cimentación supuesta carente de masa y

perfectamente rígida. Este es un movimiento ficticio que se obtiene

ignorando la masa de la estructura. Para calcularlo es necesario resolver

un problema de difracción de ondas que depende de las

características del cimiento y e! subsuelo, así como del ángulo de

incidencia y el tipo de ondas sísmicas.
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Como resultado de la interacción cinemática se modifica el movimiento

de campo libre, dando lugar a una excitación efectiva de la

cimentación compuesta tanto de traslaciones como de rotaciones. En

general, las traslaciones sufren reducciones debido a que la variación

espacial del movimiento del terreno alrededor de la cimentación es

promediada como consecuencia de su gran rigidez. Las rotaciones

aparecen por la misma razón, puesto que ia cimentación al no poder

deformarse para seguir los desplazamientos diferenciales del suelo en

contacto tiende a girar. Aunado a estos efectos se presenta un futrado

o eliminación de ios componentes de alta frecuencia del movimiento

del terreno. Solamente para cimentaciones apoyadas sobre ía

superficie del terreno y sujetas a ondas planas que se propagan

verticaimente no ocurre la difracción de ondas por ía cimentación, por

io que la excitación efectiva se reduce al movimiento de campo libre.

Para el análisis de interacción cinemática normalmente se recurre al uso

de métodos de elementos finitos o elementos de frontera los cuales

consumen, en general, grandes recursos de cálculo. No obstante, en

aplicaciones prácticas la interacción cinemática puede evaluarse

utilizando soluciones aproximadas que sean suficientemente eficientes.

Iguchi (1982) ha desarrollado un procedimiento que destaca por ser

extraordinariamente sencillo y a la vez muy preciso. Según este método,

la excitación efectiva del cimiento se obtiene simplemente mediante un

promedio pesado de los desplazamientos y esfuerzos de campo libre en

la inferfaz entre la cimentación y el suelo. En efecto, el movimiento de

entrada del cimiento medido en un punto de referencia arbitrario

(x0, yp, z0) se estima como

Uo = H-¡ ¡JArUg dS +)C! j¡ATTg dS (13)
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donde:

(14)

1
0
0

0
1
0

0
0
} y-

0
y

" / o

Z-

0
- X

Yo-Y
Y _ V
A A Q

0
A = O / O zo-i O x~x0 ¡15)

Los vectores Un y L representan los despfazamienfos y tracciones de
y y

campo libre, respectivamente, en la superficie de contacto S entre la

cimentación y el suelo. El movimiento de cualquier punto (x,y, z) en la

frontera S se obtiene mediante el producto de la matriz de

transformación A por e! vector Uo. Las integrales de las ees. 13 y 14 se

extienden a io largo de la frontera 5. Puede notarse que e¡ segundo

término del lado-derecho de la ec. 13 es nulo para cimentaciones

superficiales, ya que en la superficie libre del terreno las tracciones son

nulas.

Resulta evidente que para el cálculo de la excitación efectiva del

cimiento es suficiente conocer la geometría de la cimentación, las

impedancias del suelo y los movimientos y tracciones de campo libre. El

método de Iguchi ya ha sido aplicado con excelentes resultados en

cimientos enterrados en un semiespacio, de forma circular ante ia

incidencia de ondas SH y SV (Iguchi, 1984), de forma rectangular ante

ondas SH (Pais y Kausel, 1989) y de forma arbitraria ante ondas S, P y

Rayleígh ¡Suarez ef a/., 2002). Evidentemente en todos los casos se

inducen movimientos de traslación y cabeceo, así como de torsión para
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incidencia de ondas SH. En este trabajo se aplica dicho método para

determinar los movimientos de entrada de una cimentación cilindrica

enterrada en un estrato sobre un semiespacio ante la incidencia

obücua de ondas SH,

En las figuras 5a, b y c se muestran ios movimientos de entrada de

traslación, cabeceo y torsión para ondas SH incidiendo con y=0°, 45° y

90° (figura 1) en un estrato de espesor HJR-2, 3 y 5, con relación de

velocidades ps/(3o=O.2, 0.5 y 0.8. Los resultados se presentan para

cimientos superficiales y enterrados. En las gráficas se aprecia que para

cimentaciones con enterramiento nulo, únicamente para el caso de

incidencia vertical puede considerarse que no existe interacción

cinemática. Para los demás casos, asumir esto conduciría a resultados

erróneos. Como los resultados están normalizados con respecto a las

amplitudes obtenidas en campo libre, los efectos del espesor del estrato

están implícitos en dicho campo. Las gráficas indican claramente que

cuándo hay un decremento en ios movimientos efectivos horizontales,

aparecen rotaciones en torsión y en cabeceo. Para frecuencias bajas

ios componentes en traslación tienen valores cercanos al del campo

libre, mientras que los componentes de cabeceo y torsión tienen valores

nulos. Los cimientos superficiales prácticamente no presentan cabeceo,

por lo que la mayor parte de la energía de traslación que se trasforma

en rotación lo hace en forma de torsión. Además, como la rigidez de la

cimentación se incrementa con el enterramiento, las mayores torsiones

se presentan en cimientos superficiales. En general, para cimientos

enterrados son más importantes los efectos de cabeceo que los de

torsión. El efecto del ángulo de incidencia es más notorio para estratos

con velocidad de propagación de ondas de corte cercana a la de!

semiespacio (ps/Po-O.Sj. Para contrastes de velocidades grandes, el
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ángulo de refracción de Sas ondas en el estrato es pequeño, tendiendo

a la incidencia vertical. En e! caso de formaciones de suelo con capas

de propiedades contrastantes, ía evaluación de las funciones de

impedancia y los movimientos de entrada deberá llevarse a cabo

considerando las características de estratificación (espesor y

propiedades específicas de cada capa). Ello no limita la aplicación del

método de Iguchi (1984) para los movimientos de entrada ni el de

Tassoulas y Kaussei (1983) para ias funciones de impedancia.
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IV. EXCENTRICIDAD DE DISEÑO

Para análisis estático de edificios, las normas técnicas comptementarias

establecen que Sos efectos de torsión sean considerados en diseño

aplicando las fuerzas laterales equivalentes a una distancia edis del

centro de rigidez, lo que resulta en momentos torsionaníes de entrepiso

adicionales a las fuerzas cortantes y momentos de volteo. En particular,

las recomendaciones por torsión de las NTCDS dei RCDF estipulan que la

excentricidad de diseño es la que para cada elemento estructura!

resulte más desfavorable de las siguientes:

donde e es la excentricidad estática, dada por la distancia entre los

centros de masa y rigidez, y B la dimensión en planta del edificio

perpendicular a la dirección de la excitación sísmica. Los términos que

dependen de e son para tomar en cuenta e! acoplamiento dinámico

entre los movimientos lateral y torsionai de la estructura por su falta de

simetría, en tanto que el término adicional ±0.1B es para incluir los

efectos de torsión debidos a excentricidades accidentales, que incluso

deben ser considerados en el diseño de edificios simétricos en planta.

Para análisis dinámicos en que se considere explícitamente dicho

acoplamiento, el efecto de la torsión accidental puede ser incluido

desplazando las fuerzas laterales que resultan de considerar el efecto

dinámico torsionai de excentricidades estáticas una distancia igual a
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±0.18, o bien moviendo e¡ centro de masa de cada piso una distancia

igual a ±0.18 de su posición nomina!.

Para examinar la relevancia de la respuesta acoplada de traslación y

torsión, Suarez y Aviiés (2001 y 2002) calcularon la amplificación

dinámica de la excentricidad natural y la relación del cortante basa!

acoplado con el desacoplado; este último se obtiene de considerar a la

estructura sin excentricidad. Estos parámetros de respuesta tienen la

propiedad de no depender de manera importante del ancho de

banda de las excitaciones sísmicas utilizados, y además retienen las

características relativas al acoplamiento torsional (Chandier y

Hutchinson, 1987b).

Considerando las respuestas máximas del cortante acoplado

Vh = KhhA™ax y del desacoplado ¡e=0) Vdes = KhhA™*, donde A™* es el

desplazamiento, máximo desacoplado, la amplificación dinámica de!

cortante está dada por

h _. £> l ] 7 \

vt

Por otro lado, el cálculo del momento torsionante de diseño de acuerdo

con el reglamento, Tdís, se obtiene de multiplicar la excentricidad de

diseño por el cortante desacoplado, Tdis =ed'sVh
des. Su cálculo riguroso

está dado por Tdis ~KeeAQ/R. Igualando estas expresiones se obtiene la

amplificación dinámica de la excentricidad, que resulta ser
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,dis / v2 Amax \
ea's K¿ A R
e i 2e A™x

 y

(18)

donde A = §e = _ee _ p a r a e¡ modelo en estudio K~2 implica que

los elementos de soporte de la losa estructura! están ubicados en su

periferia.

Por otra parte, el momento de torsión para el que se necesitan diseñar

los elementos estructurales está dado por

r^r + r ( i?)

donde Te y T° son los momentos torsionantes natural y accidental,

respectivamente. Según las NTCDS de! RCDF, T<*=\ .SeVhd& y Ta=0.1BVhdes,

donde 8=2R en e! caso del modelo en estudio. Con base en esto se

puede afirmar que si no hubiera excentricidad estructural, el cortante

desacoplado debería ser igual al de diseño, y la torsión se generaría ai

actuar éste en una posición diferente de la del centro de masa que,

según el reglamento, se ubica a 0.1B (o 0.2R). En una estructura

asimétrica, si la torsión accidental tomara el vaior nulo, la' torsión

estructural sería la generada por el cortante acoplado multiplicado por

la excentricidad natural amplificada dinámicamente o, como lo

sugieren las normas, sería igual al cortante desacoplado Vhdes

multiplicado por 150% de! valor de la excentricidad estática. Debido a

que para la obtención de ios momentos torsionanfes con las fórmulas

empíricas propuestas por las NTCDS del RCDF se requieren el cortante

basa! desacoplado y la excentricidad estructural, una manera de

apreciar las diferencias que existen en relación con aquellas cantidades

28



calculadas directamente del análisis dinámico del sistema acoplado

suelo-estructura, es comparando los cocientes de la excentricidad de

diseño entre la estructural, y de! cortante basaS acoplado entre el

desacoplado. Los resultados de estas cantidades deberían tender a

valores de 1.5 y de 1, respectivamente, si la excentricidad accidenta!

fuera nula.

Algunos autores ¡Rosenblueth y Eiorduy, 1969; Chandler y Hutchinson,

1987a y b) presentan gráficas donde muestran la amplificación

dinámica de !a excentricidad y la relación de cortantes básales

acoplado entre desacoplado en función del parámetro X. En la figura 6

se reproducen las gráficas de Rosenbiueth y Eiorduy (1969) para la

condición de base rígida. En ellas se observa que, aunque para la

mayoría de Sos vaiores de X ei cortante acoplado es prácticamente

igual al desacoplado y la amplificación dinámica de la excentricidad

tiende a 1.15 cuando X crece, la excentricidad dinámica puede llegar a

ser mayor que 2.5 veces la estructural y el cortante acoplado casi un

30% menor que ei desacoplado para X»}. Suponiendo que la torsión

accidental fuera nula, los efectos más desfavorables originados cuando

los periodos naturales de traslación y torsión son iguales cumplen

aproximadamente con la recomendación reglamentaria, esto es: •

(20)

de donde

e vh
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Para el caso más desfavorable de la figura 6, este cociente da un valor

superior a 1.5, aproximadamente de 2, que puede quedar cubierto al

tomar en cuenta la torsión accidental. En algunos resultados

presentados por Chandier y Hutchinson (1987a y b) para la condición

de base flexible, los valores llegan a ser muy superiores a 1.5,

aproximadamente de 3 para e-QASR y de 4 para e=0.05R. En este caso

habría que analizar si la torsión accidental es suficiente para cubrir estas

amplificaciones, tomando en cuenta que dicha torsión está pensada

para otra condición estructural. Sin embargo, a !a fecha no se han

analizado los criterios de diseño por torsión cuando se presentan

conjuntamente los efectos de interacción y el comportamiento no lineal

de la estructura. Este último seguramente reducirá las amplificaciones

aquí observadas.

En la literatura revisada no se encontraron trabajos en donde se

analicen ios efectos de! enterramiento del cimiento [D/Rj, ángulo de

incidencia de la excitación (y), espesor del estrato [H5/R], esbeltez de la

estructura (He/R), relación de rigideces relativas ((WPo) y periodo

fundamental de la estructura (Th). De ahí que se juzgó necesario realizar

un estudio para investigar la influencia de estos parámetros. Asi se

analizaron varios osciladores con periodos naturales a la traslación de

Th-0.5, 1, 2 y 3 s, para un amplio intervalo de valores de la relación entre

el periodo natural a la traslación con respecto a! de torsión ¡X=Th/TQ). Las

estructuras se consideraron desplantadas a profundidades D/R=0 y 1 en

un estrato con rigideces relativas de ps/Po=0.2, 0.5 y 0.8 y espesores

Hs/R=2, 3 y 5. Se evaluaron respuestas máximas de la estructura

sometida a la acción de ondas SH con diferentes ángulos de incidencia

(y^0°, 30O, 45O, 60° y 90°). Para ello se supuso que 5¿=0.15 y 5M=0.25.

Como movimientos de control se emplearon ios registros del sismo de
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Michoacán de 1985 observados en las estaciones de CAO, SCT y V1V,

localizadas las dos primeras en la zona del lago det valle de México y la

última en la zona de transición. En la figura 7 se muestran los

componentes EW de estos registros. En ios cálculos se consideraron los

periodos dominantes de vibrar de estos sitios, a saber: Ts=3.5 (CAO), 2

(SCT) y 0.6 (VIV) s. Las estructuras se evaluaron para esbelteces He/R=l y

3 y excentricidades estructurales e/R=0.05, 0.1 y 0.2.

Para que Sos valores del cortante y de ia excentricidad dinámica

calculados resolviendo el sistema de ees. 7-11 se ajustaran a ¡o que

proponen las normas, los valores medios de las relaciones Vh/Vhdes y

edis/e deberían ser igual a 1 en el primer caso y a 1.5 en el segundo,

para cualquier valor de X, siempre que el valor de la torsión accidental

sea nula. O en su defecto, la desviación que experimente edis/e debe

ser compensada con la que sufra WW**5. Muchos de los casos

analizados en esta investigación están dentro del comportamiento que

se predice al aplicar las normas; sin embargo, existen algunos que

quedan claramente desprotegidos.

Dado que ios sistemas estudiados son lineales, una manera más

práctica de analizar los resultados es utilizando el teorema de

superposición. Si se reconoce que la excentricidad accidental es

generada únicamente por el componente torsíonal del movimiento de

entrada, la excentricidad de diseño de ía estructura analizada dada

por edis =ae + f& se puede obtener mediante ia suma de las respuestas

de la estructura sometida, por un lado, a ios movimientos efectivos de

traslación y cabeceo y, por otro, al movimiento efectivo de torsión,

como se ilustra en la figura 8. El primer sumando implica la generación

dé un momento de torsión de diseño debida exclusivamente a la
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excentricidad estructura! ¡edis =ae), mientras que el segundo se refiere a

¡a torsión accidental (edís = 2pR). De aquí se desprende que

re wdes

e

ya wdes

De acuerdo con las NTCDS dei RCDF, a=l o l . 5 y /?=±0.18, según sea el

caso más desfavorable, donde 8 es ia dimensión de la planta de!

cimiento en la dirección de la excentricidad. En Suarez et al. (2002) se

estudian los efectos de la geometría de la cimentación en la respuesta

sísmica; se concluye que ios resultados obtenidos para cimientos con

geometría regular que envuelven a cimientos con geometría irregular

son muy parecidos a los de estos últimos, ofreciendo una buena

aproximación para fines prácticos. Tomando en cuenta este hecho,

estructuras con cimientos de forma cuadrada pueden representarse por

cimientos de planta circular, en donde B~2R. A continuación se

presentan los resultados para a y J3 obtenidos det análisis paramétrico al

estudiar la respuesta máxima a la torsión del modelo que se ha descrito

(figura 1). En las normas aún no existen recomendaciones para tener en

cuenta los efectos de interacción en la respuesta torsional, por ío que

en el análisis paramétrico que se efectuó se consideraron ¡os cortantes

desacoplados tanto para un oscilador sobre base flexible, V¿es, como

para el oscilador sobre base rígida, V^es, con el propósito de mostrar las

diferencias que se obtienen de utilizar uno u otro enfoque. Se procedió

de esta forma porque en la práctica se acostumbra usar el cortante
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desacoplado como referencia para calcular los efectos de torsión con

el método de análisis estático.

IV.l Ángulo incidente y

Se estudió la respuesta de estructuras con dos grados de libertad ante ¡a

incidencia inclinada de ondas SH, En las figuras 9 y 10 se presentan

algunos de los resultados calculados para los coeficientes a y fi

considerando V^$ y Y¿es, respectivamente. Del análisis de las gráficas

se concluye que ía influencia del ángulo incidente es despreciabie

cuando existe un fuerte contraste de velocidades entre e! estrato y et

semiespacio (ps/Po=O.2). Cuando éstas son muy parecidas (ps/Po=O.8), la

respuesta se acercará a la que se obtiene de considerar a la estructura

desplantada sobre un semiespacio. Ya en trabajos anteriores se había

reportado que la influencia del ángulo de incidencia para el caso del

semiespacio es importante (Pais y Kausel, 1985; Suarez y Aviles, 2000). El

poco efecto de y en la respuesta para estratos con contraste de

velocidades altas se puede entender si se recurre a la conocida ley de

refracción de Snell. Aún con incidencia horizontal, el ángulo refractado

en un estrato con Ps/Pô O.2 resulta de 11.5°. Cuando la incidencia es

vertical, (3S/Po no influye en el valor de los coeficientes. También se

aprecia que la forma de las gráficas se mantiene y que el ángulo

incidente sólo afecta la amplitud del valor de los coeficientes. Para

estratos con $s/$o=O.2, fi es prácticamente despreciable. En general se

observa que si se utiliza Vh
des ias estructuras con periodo de traslación

corto (íh=0.5 y 1 s) están diseñadas con criterios muy conservadores,

mientras que para estructuras muy flexibles (Th=3 s) con relaciones de

periodos X>1.4 se está subestimando su diseño. Si el cortante utilizado es
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el correspondiente ai del oscilador sobre base flexible, las gráficas para

el coeficiente a son prácticamente iguales para un Th dado, y la

tendencia de las curvas es a tener un valor de a=\ .5 para valores de X

grandes, dependiendo del h de la estructura. Para p\a tendencia es al

valor de 0.1 cuando X es grande en los casos en los que la torsión

accidental es importante (ps/Po=O.8 y y=90°). Sin embargo, al usar V^*,

aun cuando la mayoría de las estructuras no están sobrevaluadas, hay

algunos casos para los que los criterios de las NTCDF son insuficientes

para proporcionar un diseño adecuado, y los valores de X donde ocurre

esto dependen fuertemente del Th de la estructura.

IV.2 Excentricidad estructural e

En las figuras 11 y 12 aparecen grafícados los valores de «considerando

wc/es wdeŝ  respectivamente, para un oscilador con e/R=0.05, 0.1 y 0.2,
nrig "Ib:

H6/R=] y D/R=Q, en un estrato con ps/|3o=O.2 y espesores de H5/R=2, 3 y 5,

ante ia incidencia vertical de ondas SH. En ellas se aprecia que cuando

ia excentricidad estructural es pequeña (e/R=0.05) se tienen los valores

más altos para a, que superan en un 250% el valor del coeficiente

propuesto en ías normas reglamentarias para estructuras con Tt>>3 s

apoyadas en estratos con ís=3.5 s, cuando se utiliza V£es, y en más de

450% cuando se usa V^s. Esto no es grave si se reconoce que la

excentricidad estructural es pequeña, sin embargo, también se

presentan porcentajes muy altos (mayores a ios fijados en las normas en

un 200% y 400%, respectivamente) cuando e=0.1R, lo que generará

momentos de torsión ya no tan despreciables. El hecho de que se

presenten las mayores amplitudes para excentricidades pequeñas se

puede entender si se analiza el efecto dei acoplamiento torsional en las
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frecuencias naturales del sistema. Para una estructura desplantada

sobre base rígida, las frecuencias naturales del primer y segundo modos

se encuentran muy cercanas entre sí cuando los valores de las

frecuencias desacopladas (de traslación y de torsión) son muy

parecidos (X=l), lo que puede generar una superposición de tas

amplitudes. Esto es más evidente en las estructuras con excentricidades

pequeñas (figura 13). Para estructuras desplantadas sobre base flexible

los valores de X donde se presentan estos efectos disminuyen, debido a

que los periodos de traslación y torsión de la estructura varían en

relación con ¡os obtenidos de considerarlas desplantadas sobre base

rígida.

El valor del coeficiente p es nulo debido a que no existe interacción

cinemática cuando las ondas de excitación inciden verticalmente y el

enterramiento de la cimentación es nulo, como es el caso. Pero ni aun

con la aplicación del valor 0.18 para la torsión accidental, se

compensan los resultados que se obtienen al aplicar las fórmulas

propuestas en las normas. En general se observa que el valor de la

excentricidad estructural no es tan importante para estructuras rígidas

desplantadas sobre suelo blando. Los efectos de su interacción con el

suelo tienden a neutralizar a este parámetro; su influencia se hace

evidente para estructuras de periodo fundamental largo. Una buena

razón para utilizar el cortante calculado para ¡a condición de base

flexible es el hecho de que las curvas que se obtienen presentan una

forma muy parecida en todos los casos, variando únicamente la

posición y amplitud donde se presentan las ordenadas máximas, y estas

siempre se presentan para estructuras torsionalmente flexibles [X<]).
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1V.3 Espesor del estrato Hs

Ai variar el espesor del estrato y mantener constantes los periodos

dominantes de! suelo (7V=0.ó, 2 y 3.5 s para VIV, SCT y CAO,

respectivamente), el efecto general fue el de variar la velocidad de

corte del medio, estrato y semiespacio, pues también se mantuvo

constante ¡a relación de velocidades ps/po y, por consiguiente, se

modificó la rigidez del medio. En las figuras 14 y 15 se presentan los

resultados obtenidos al utilizar V^es y Vh^\ respectivamente, cuando se

varía el espesor del estrato. Ahí se observa que este parámetro afecta el

valor del coeficiente a en cuanto a la amplitud, pero no modifica la

posición donde se presentan los valores máximos de las ordenadas.

Estas diferencias se hacen menos notorias para estructuras de periodo

largo. Para estructuras desplantadas sobre estratos con periodo

dominante corto no hay cambios en a al variar H$/R.

IV.4 Relación de velocidades sueio-semiespacio ps/Po

Como se esperaba, cuando ps se aproxima al vaior de po, la respuesta

de ¡as estructuras a la torsión se parece a la que se presenta cuando

éstas se apoyan en un semiespacio. Al considerar el cortante V^es se

observa, en la figura 16.a, que la variación de ps/Po prácticamente no

influye en el valor de a cuando las estructuras son rígidas (^=0.5 s) y se

encuentran apoyadas sobre suelos con periodos de vibrar grandes

(rs=3.5 s), pero sí se afecta el valor de a en cuanto a la amplitud de las

curvas cuando las estructuras se desplantan sobre suelos más rígidos

(TsO.5 sj. Para las estructuras flexibles ocurre lo contrario, las

desplantadas en suelos blandos presentan diferentes valores de a, pero
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cuando se apoyan en suelos más firmes no hay variación. Sin embargo,

se puede afirmar que la influencia de este parámetro en el valor de ores

mínima. Si e! cortante utilizado es V^s, figura 17.a, prácticamente se

obtienen las mismas curvas para a, independientemente de! valor de

ps/po. En las figuras ló.b y 17.b se-presentan los valores del coeficiente p

considerando V^s y v£e\ respectivamente, para los distintos valores de

la relación de velocidades estrato-semiespacio. Cuando se aplica el

criterio de utilizar V^es, los valores de este coeficiente están muy por

debajo de lo establecido en las normas, con excepción de las

estructuras con Th-3 s apoyadas en un suelo con Ts=2 s. Si se recurre a

V^s , para ps/Po=0.2 se está sobrevaluando este coeficiente en las

normas, pero si ps/Po*0,2 el valor propuesto en las normas parece el

adecuado en ia mayoría de los casos, con excepción de los valores de

X para los que aparecen los picos en ías curvas. La posición de estos

picos depende del valor de los periodos fundamentales del suelo y de la

estructura.

IV.5 Profundidad de desplante D

En las figuras 18 y 19 se presentan los resultados obtenidos para los

coeficientes a y p del análisis de estructuras apoyadas en cimientos

superficiales (D/R=0) y enterrados (D//?=l), para V*s y V¿es,

respectivamente. En las gráficas donde se utiliza V^es se aprecia que,

para a, la amplitud de su valor depende de la influencia de la

profundidad de desplante cuando se trata de estructuras flexibles

apoyadas sobre suelo blando [SCT y CAO) o de estructuras muy rígidas

(Th-0.5 s) apoyadas sobre suelo con periodo dominante corto (VíV), Las
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gráficas para a donde se consideró v£es presentan una gran similitud,

independientemente de ía profundidad de desplante. Las distintas

amplitudes que se observan para estructuras apoyadas sobre suelos

poco flexibles (figura 19.C.1) se deben al valor de la excentricidad

estructural. En ambos casos, V£*s y Vh
des, parecería razonable cubrir

estos resultados con una envolvente dada la tendencia de las curvas. Es

evidente que la forma de esta envolvente debe depender del periodo

fundamenta! de la estructura y del suelo. En los resultados para p se

muestra una mayor variación, que depende tanto de la relación de

velocidades estrato-semiespacio como de la profundidad de desplante

del cimiento. Mientras más superficial sea el cimiento, mayor será la

influencia del contraste de velocidades del medio de apoyo. Para

cimentaciones enterradas casi no se aprecia este efecto.

IV.6 Altura de la estructura H(

En las figuras 20 y 21 se presenta el efecto de la esbeltez estructural en

los coeficientes a y p considerando v£es y V¿es, respectivamente, para

sistemas suelo-estructura con Th=0.5, 1, 2 y 3 s, Hs/R=2, T$=0.6, 2 y 3.5 s,

e/R~0\05, 0.1 y 0.2, D/R=0 y 1, y ps/(3o=O.2 y 0.8. En estos resultados se

supone que inciden ondas SH con ángulo y=0 y 90°. Para este parámetro

(He/R) parece más conveniente utilizar el cortante de base rígida, pues

con ello sólo se afecta la amplitud del coeficiente a y no hay cambios

en p. Si se utiliza el cortante de base flexible, ambos coeficientes son

afectados, p en ía amplitud y a en la amplitud y en la forma de la curva,

aunque este último sólo en el caso de estructuras desplantadas sobre

suelo de período dominante corto. Especialmente para este caso se

nota que ai variar la esbeltez estructural dejando constantes los demás
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parámetros, entre elfos Th, se varía también la relación de rigidez estrato-

estructura, dando como resultado que para estructuras esbeltas

(He/R=3), la amplitud de la ordenada máxima sea menor que para

estructuras bajas, y esta siempre se presente para ia misma relación de

k, excepto para aquellas estructuras con periodo dominante (Th) mayor

que el del suelo donde están apoyadas. Para ellas, las máximas

ordenadas del valor de a se presentan para estructuras torsionalmente

rígidas (X>1), mientras que para estructuras de esbeltez He/R=\ se

presentan para A*=l. .Esto denota la influencia de! periodo dominante del

suelo en la respuesta global del sistema. Para estructuras con periodo

fundamental menor que el dominante del suelo, la influencia de la

esbeltez se nota únicamente en la amplitud de la respuesta. Cuando el

periodo del suelo es menor que el estructural, ¡a influencia de la esbeltez

se aprecia en las estructuras torsionalmente rígidas

Cabe señalar que la separación en las curvas de un mismo color para el

coeficiente p se debe precisamente a ia profundidad de desplante de

la cimentación.

IV.7 Periodo fundamental del estrato ís

Al utilizar los registros de aceleraciones obtenidos en las estaciones de

CAO, SCT y ViV (figura 6) para el cálculo de la respuesta dinámica dei

oscilador, se involucró el periodo dominante del sitio (ís=3.5, 2 y 0.6 s,

respectivamente). Los resultados que se exhiben en las figuras 22 y 23

muestran claramente los efectos de este parámetro al utilizar V^es y

V¿es, respectivamente. Sorprende la similitud de ¡as curvas para un 7S

dado, sobre todo para el coeficiente a y más aún cuando se utiliza Vh
d'des
"te
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Eí efecto que Ts tiene en «y en fise refleja básicamente en la forma de

las gráficas de estos parámetros, aunque también se presentan

variaciones en las amplitudes.

IV.8 Periodo fundamental de la estructura Tt,

Del valor de! periodo de ía estructura depende la posición de las

ordenadas máximas en las gráficas de amplificación dinámica de la

excentricidad y del cortante, puesto que afecta directamente el valor

de X (Suarez y Aviles, 2002). Las ordenadas máximas se llegan a

presentar incluso para vaiores de X=] A. En las figuras 24 y 25 se muestran

algunos resultados obtenidos para los coeficientes a y /? considerando el

cortante basal de la estructura sobre base rígida y flexible,

respectivamente.

Se aprecia la notabie influencia que h tiene en las gráficas, pues este

parámetro determina su forma y los valores de X para ios que se

presentan las mayores amplitudes. La ventaja de utilizar el cortante

desacoplado con interacción es que casi no se presenten variaciones

en ¡a amplitud de las gráficas; ías curvas se agrupan dependiendo de!

vaior de Th y las ordenadas máximas de a se presentan bien definidas,

independientemente de! valor de la profundidad de desplante y de la

relación de velocidades entre ei estrato y el semiespacio. Por otro lado,

el que no se aprecie este comportamiento cuando se utiliza el cortante

desacoplado sin interacción queda compensado por la facilidad en Sos

cálculos al tratar con sistemas de menos grados de libertad.
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V. CONCLUSIONES Y COMENTARIOS

Se analizó la respuesta de estructuras asimétricas de un nivel,

modeladas por medio de un oscilador simple, sometidas a excitación

sísmica y considerando la interacción suelo-estructura. El propósito fue

investigar las características de la respuesta acoplada en condiciones

lineales, así como identificar las situaciones para las cuales ¡as

recomendaciones de diseño por torsión propuestas en el reglamento

son deficientes. Varios autores ya han señalado algunos casos en los

que las estructuras no estarían adecuadamente protegidas por los

reglamentos de algunas ciudades, entre ellos el de la ciudad de México

¡Chopra y Goel, 1991; Chandier y Hutchinson, 1987a y b). Aquí se

confirman algunas de sus observaciones y se destacan otras más que

no habían sido contempladas.

En la literatura revisada que trata sobre el tema, no existen artículos en

los que se considere la interacción cinemática. Sin embargo, en esta

tesis se encontró que las cimentaciones enterradas presentan diferente

comportamiento que las superficiales en cuanto a las torsiones

accidentales. Esto implica que la profundidad de enterramiento debe

considerarse no sólo para calcular la rigidez dinámica de la

cimeníación, sino también para determinar el movimiento de entrada

de la misma. Considerar sólo la interacción inercial para llevar a cabo

los análisis estructurales, puede llevar a resultados no conservadores en

cimientos superficiales.
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Pese a que ios análisis se llevaron a cabo para un modelo sencillo, los

resultados proporcionan una idea de los principales parámetros que

afectan la respuesta a la torsión de estructuras apoyadas sobre base

flexible. Las características que se fijaron como son el amortiguamiento

histerético de! suelo y la estructura afectan la respuesta del sistema al

suavizar los picos y valles que se presentan. La influencia de la relación

de Poisson del suelo, que no se consideró dentro de los objetivos de esta

tesis, deberá investigarse. Kause! y Roesset ¡1975) estudian su efecto en

las funciones de impedancia y concluyen que diferentes valores para la

relación de Poisson influyen principalmente en la amplitud de los valles y

picos, presentándose las mayores amplitudes cuando v«0.

De los cálculos efectuados para a y p se concluye que los coeficientes

correspondientes al cortante desacoplado con interacción son ¡os que

arrojan resultados más consistentes, en cuanto a una definición clara de

la forma de las curvas para los parámetros relevantes. Por esta razón, los

comentarios que se presentan enseguida se hacen en relación con los

resultados obtenidos de considerar Vh
des solamente. Por otro lado, la

ventaja que se tendría al utilizar los resultados obtenidos a partir de

Vft
deses que este cortante se determina simplemente de la condición de

base rígida.

Los parámetros del sistema suelo-estructura que más influyen en las

amplitudes del coeficiente a son la esbeltez [He/R] y la excentricidad

estática (e/R) de la estructura. La forma de las gráficas de este

coeficiente se modifica dependiendo de los valores de los periodos

naturales de vibrar del suelo (Ts) y de la estructura ¡Thj. Para el

coeficiente p esencialmente ocurre lo mismo, aunque en este caso la
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relación de velocidades entre el estrato y el semiespacio (ps/po) y el

ángulo incidente de la excitación (y) resultan ser igualmente

importantes. Ambos parámetros afectan claramente la amplitud del

coeficiente p. La influencia del ángulo de incidencia sólo es aprecíabie

en este coeficiente y es prácticamente nula cuando el contraste de

velocidades ps/po es grande. La influencia de la profundidad de

desplante en ei coeficiente a no es significativa. Para el coeficiente p

llega a ser muy importante cuando las estructuras se encuentran

apoyadas sobre estratos con grandes contrastes de velocidades,

adquiriendo valores superiores en más de 500% lo previsto en las normas.

En general, se ha encontrado que los valores calculados para los

coeficientes a y p se pueden alejar bastante de los valores propuestos

en las normas, dando lugar a que ei momento torsional de diseño sea

erróneamente valuado, al menos en comportamiento lineal.

La afirmación de otros autores (Chandler y Hutchinson, 1987a y b) en el

sentido de que las mayores amplificaciones dinámicas ocurren sólo

cuando el período desacoplado a la traslación es igual o menor que el

de torsión no se confirma en varios de los casos analizados. Tampoco es

cierto que estructuras con excentricidades grandes queden protegidas

por los criterios de diseño vigentes. Para la mayoría de las

combinaciones de parámetros del sistema, los resultados obtenidos en

este trabajo indican que el valor de! coeficiente a puede llegar a ser

superior en 4 veces el valor propuesto en las normas. En las gráficas de

amplificación dinámica de la excentricidad contra la relación de

periodos se observa que el valor de X donde se presenta el valor

máximo de a varía dependiendo básicamente del periodo natural de

vibrar del sitio y ¡a estructura. La ordenada máxima no siempre se

presenta cuando el valor de X es cercano a la unidad, sino que ilega a
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aparecer incluso en valores tan pequeños como X=0.2 y tan grandes

como A. = 1.4. El valor de a en esos casos es superior en 4.6 y 2.6 veces,

respectivamente, lo previsto en las normas (1.5). Esto sugiere que, con e!

afán de proporcionar un criterio práctico más adecuado para ei diseño

de estructuras a la torsión, las recomendaciones reglamentarias que se

desarrollen en un futuro deberán incluir parámetros relacionados con los

periodos de vibrar tanto del suelo como de la estructura. Las gráficas

que se proporcionan en este trabajo dan una idea de ¡a variación de a

al considerar estos factores [h y ís). Por otra parte, todos ios valores

máximos de las gráficas de p coinciden con alguno de los valores de X

para los que aparecen picos en las gráficas de a. Pese a que en la

torsión accidental sólo se considera el efecto del paso de !as ondas, el

valor propuesto en las normas (/£=0.1) es superado en algunos casos

inciuso hasta en más de ocho veces.

De las principales limitaciones que presenta el modelo estudiado en

esta tesis están las de considerar a estructuras de varios niveles

representadas sólo por sus primeros modos de vibrar, lo cual

proporciona resultados adecuados para frecuencias bajas. Para

frecuencias intermedias los resultados que se obtienen son aproximados

y ¡os relativos a frecuencias alfas están ausentes. Sin embargo, para fines

de representación en reglamentos es justificado utilizar modelos

generales como el empleado en este trabajo, que proporcionan una

idea del orden de la respuesta dinámica para considerarla en eí diseño.

Cada proyecto en la práctica requerirá de una evaluación especial de

acuerdo con sus características particulares. También para fines

prácticos se consideró a la cimentación rígida. Esta aseveración sólo

puede ser cierta dependiendo de factores como la longitud de onda

de la excitación, ia rigidez relativa dei cimiento en relación con la del
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suelo, y la rigidez de la superestructura. Por último, la no-linealidad de!

suelo tampoco se tomó en cuenta de manera explícita. Los registros de

sismos fuertes en edificios indican que la respuesta de éstos usuaímente

va acompañada por la respuesta no lineal dei suelo en la vecindad de

la cimentación (Trifunac eí al., 1999). Estas limitantes del modelo, en

especial la correspondiente a la no Sinealidad del suelo, no han sido

bien estudiadas. La tendencia actual es la de medir la respuesta

dinámica de edificios instrumentados con el propósito de aprender a

interpretar los datos para que, en un futuro, se puedan analizar las

estructuras con modelos sencillos y claros que tomen en cuenta los

fenómenos que se presentan y que sirvan de base para desarrollar

criterios de diseño más racionales. Sin embargo, a la fecha no existen

suficientes edificios instrumentados ni se dispone de los datos de todos

ellos para dar una recomendación en cuanto a torsión en las normas de

construcción. En el país aproximadamente son 25 los edificios

instrumentados y de estos, únicamente se tienen datos de unos diez

edificios, algunos dé ellos se localizan fuera de la ciudad de México

¡Muriá, 2002). Llevar a cabo pruebas en el laboratorio, por más

cuidadosas y planeadas que estén, siempre representarán sólo los

aspectos del problema que el diseñador quiere estudiar, además

siempre carecerán de la representación de la radiación de ondas hacia

el semiespacio. En un futuro, los resultados de las mediciones en

estructuras reales servirán para mejorar los modelos matemáticos y la

comprensión de los fenómenos que se presentan.
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Tabla 1. Rigideces estáticas del suelo cuando

Hs/R

2

3

5

D/R~0

Kh°
5.5063

5.2618

5.2078

Km0

4.5393

4.5222

4.7850

Ki°

5.8697

6.0672

6.5710

D/R^I

Kh°

14.2950

11.8310

10.5360

Km0

17.8420

15.3730

14.7140

Kt°

21.1594

20.5169

20.7462

Tabla 2. Rigideces estáticas del suelo cuando Hs/R=2

Ps/Po

0.2

0.5

0.8

D/R-0

Kh°

5.5063

5.2961

5.0071

Km0

4.5393

4.4679

8.3605

Kt°

5.8697

5.8541

5.8330

D/R=?

Kh°

14.2950

12.9300

11.3400

Km0

17.8420

16.6850

15.2940

KÍ°

21.1594

20.8659

20.4846



Figura 1 Incidencia de ondas SH con ángulo y en un estrato con espesor Hs,

relación de Poísson vs, densidad ps, amortiguamiento í̂  y velocidad de

propagación de ondas de corte ps. La cimentación cilindrica de dimensión

2R y masa Mc, está enterrada a una profundidad D en el estrato. Las

propiedades del semíespado, en el que se apoya el estrato son po, Cp, vo y po.

La estructura está caracterizada por la altura He, masa M y excentricidad

estructural e.
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Figura 2 Comparación de las funciones de impedancia para una

cimentación cilindrica enterrada (D/R=l) en un estrato con espesor Hs/R-2

que se encuentra sobre otro estrato del doble, cuádruple y séxtuplo de

espesor. Con línea continua se presenta la parte real y con frazos la parte

imaginaria.
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Figura 3a Funciones de impedancia para una cimentación cilindrica

desplantada en la superficie de! estrato (D/R=0) con ps/po=O.2 y espesor

Hs/R-2 (línea continua), H$/R~3 (trazos) y Hs/R=5 (línea punteada).
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Figura 3b Funciones de impedancia para una cimentación cilindrica

desplantada a una profundidad D/R=l en el estrato con ps/po=0.2 y espesor

Hs/R=2 (línea continua), Hs/R=3 (trazos) y Hs/R=5 (línea punteada).
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Figura 4a Funciones de impedancia para una cimentación cilindrica

desplantada a una profundidad D/R=0 en el estrato de espesor Hs//?=2 y con

ps/po=O.2 (línea continua), ps/po=O.5 (trazos) y ps/(3o=0.8 (línea punteada).
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Figura 4b Funciones de impedancia para una cimentación cilindrica

desplantada a una profundidad D/R=1 en eí estrato de espesor Hs/R=2 y con

ps/po=O.2 (línea continua), ps/po=0.5 (trazos) y ps/po=O.8 (línea punteada).
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Figura 5a Movimientos efectivos para !a traslación Qh, cabeceo Qv y torsión

Ge calculados para incidencia de ondas SH con ángulo y=0°; para una

cimentación con D/R=0 (línea delgada) y D/R=1 (línea gruesa) apoyada en

un estrato de profundidad Hs/R.
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Figura 5b Movimientos efectivos para ia traslación Qh, cabeceo Q^ y torsión

Ge calculados para incidencia de ondas SH con ángulo y=45°; para una

cimentación con D/R=0 (línea delgada) y D/R-] (línea gruesa) apoyada en

un estrato de profundidad Hs/R.
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Figura 5c Movimientos efectivos para la traslación Qh, cabeceo Q9 y torsión

Qe calculados para incidencia de ondas SH con ángulo -p90°; para una

cimeníación con D/R=0 (línea delgada) y D/R=1 (línea gruesa) apoyada en

un estrato de profundidad Hs/R.
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Figura 7 Acelerogramas registrados en ías estaciones de Viveros (VIV),

Secretaría de Comunicaciones y Transportes (SCT) y Central de Abastos

(CAO) para el sismo de Michoacán del 19 de septiembre de 1985.

Figura 8 La torsión de diseño se calculó utilizando el teorema de

superposición descrito en este dibujo.
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Figura 9.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCT y e! cortante V^* para un oscilador con He/R=l, e/R=0.10 y D/R=0 en un

estrato de espesor Hs/R-2 y ps/po=O.2 (línea continua), 0.5 (línea a trazos) y 0.8

(línea punteada).
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Figura 9.2 Valores de ios coeficientes y? calculados utilizando el registro de SCT

y el cortante V^es para un oscilador con He/R~], e/R=0.10 y D/R=0 en un

estrato de espesor Hs/R=2 y ps/po=O.2 (línea continua), 0.5 (linea a trazos) y 0.8

(línea punteada).
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Figura 10.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante Vg* para un oscilador con He/R=1, e//?=0.10 y D/R=0 en un

estrato de espesor Hs/R-2 y ps/po=O.2 (línea continua), 0.5 (línea a trazos) y 0.8

(línea punteada).
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Figura 10.2 Valores de los coeficientes J3 calculados utilizando e! registro de

SCT y el cortante V^s para un oscilador con He/R=l, e/R=0.10 y D/R=0 en un

estrato de espesor Hs/R=2 y ps/pcp0.2 (línea continua), 0.5 (línea a trazos) y 0.8

(línea punteada).
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Figura 11 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante Vh
des para un oscilador con He/^=1 y D/R~0 en un estrato

con ps/po=O.2 y espesores de Hs/R=2 (línea continua), 3 (línea a trazos) y 5

(línea punteada) ante ia incidencia vertical de ondas 5H.
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Figura 12 Valores de ios coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V** para un oscilador con He/R~] y D/R=0 en un estrato

con ps/po=0.2 y espesores de Hs/R=2 (línea continua), 3 (línea a trazos) y 5

(línea punteada) ante la incidencia vertical de ondas SH.



Figura i 3 Refacían de ía frecuencia naluraí acoplada enire ía desacoplada

[Qn=cdnfcúh't con=frecuencia natural acoplada) versus X (modificada a partir

de Chandler y Hutchínson, 1987a).
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Figura 14 Vaiores de ios coeficientes a calculados utilizando los registros de

CAO (línea continua), SCT (línea a trazos) y VÍV (línea punteada) y el

cortante V^espara un oscilador con He/R~], e/R=0.1 y D/R=0 en un estrato

con ps/po^O.2 ante la incidencia vertical de ondas SH.
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Figura 15 Valores de los coeficientes a calculados utilizando ios registros de

CAO (línea continua), SCT (línea a trazos) y ViV (línea punteada) y el

cortante Vh
despara un oscilador con He/R=h e/R=0.1 y D/R=0 en un estrato

con 8s/Bo=O.2 ante la incidencia vertical de ondas SH.
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Figura 16.a Valores de los coeficientes a calculados utilizando los registros de

CAO (iínea continua), SCT (línea a trazos) y VIV (línea punteada) y ei

cortante V?es para un oscilador con He/R=l, e/R~0.1 y D/R=0 en un estrato

con espesor Hs/R =2 ante la incidencia horizontal de ondas SH.
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Figura 1 ó.b Valores de los coeficientes /3 calculados utilizando los registros de

CAO (línea continua), SCT (línea a trazos) y VIV (línea punteada) y el

cortante V^s para un oscilador con He/R=h e/R=0.1 y D/R=0 en un estrato

con espesor Hs/R -2 ante la incidencia horizonfaí de ondas $H.
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Figura 17.a Valores de ¡os coeficientes a calculados utilizando los registros de

CAO (¡ínea continua), SCT (línea a trazos) y ViV (línea punteada) y el

cortante V¿es para un oscilador con He/R~1, e/R=0.1 y D/R=0 en un estrato

con espesor Hs/R =2 ante la incidencia horizontal de ondas SH.
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Figura 17.b Valores de tos coeficientes p calculados utilizando los registros de

CAO (línea continua), SCT (línea a trazos) y VÍV (línea punteada) y el

cortante para un oscilador con He/R=], e/R-OA y D/R-Q en un estrato

con espesor Hs/R -2 ante la incidencia horizontal de ondas SH.
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Figura 18.a.l Valores de ios coeficientes a calculados utilizando eí registro de

CAO y el cortante V/Js para osciladores con He/R=l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R -2 y ps/po=0.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 18.a.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V**s para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R -2 y j3s/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 18.b.1 Valores de los coeficientes a calcuíados utilizando ei registro de

SCT y e! cortante Vh
des para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R -2 y p5/po=0.2 (línea continua) y

0.8 {línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 18.b.2 Valores de los coeficientes pcalculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V^5 para osciladores con He//?=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazoz) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 18.C.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

ViV y el cortante V^es para osciladores con He/R=h e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 18.C.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

VSV y el cortante V¿JS para osciladores con He/R=l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po-0.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 19.a.1 Valores cíe los coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V^s para osciladores con He/R=), e/R=0.G5, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=0.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante ia incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 19.a.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V^es para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R ~2 y ps/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas $H.
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Figura 19.D.1 Vaiores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V¿es para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 19.b.2 Valores de los coeficientes y? calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V^s para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas $H.
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Figura 19.C.1 Valores de los coeficientes «calculados utilizando ei registro de

VÍV y el cortante V¿es para osciladores con He/R=1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 (íínea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 19.C.2 Valores de los coeficientes ^calculados utilizando el registro de

VÍV y e! cortante V^s para osciladores con He/R=l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y (3s/po=O.2 (línea continua) y

0.8 (línea a trazos) ante la incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 20.a.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V ^ para osciladores con D/R=0,1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=0.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.



Th=0.5s

20

16

12

08

04

AA
UU

-

-

_

=2s

9^r^'l I I
.0 .6 1.2 1.8

Figura 20.a.2 Valores de los coeficientes /?calcuiados utilizando el registro de

CAO y ei cortante V^s para osciladores con D/R=Q,}, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R ~2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 20.b.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V^s para osciladores con D/R=0,l, e/R=O.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R -2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas $H.
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Figura 20.b.2 Valores de Sos coeficientes ^calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V^5 para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y pB/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 20.C.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

VÍV y el cortante V^ para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 20.C.2 Valores de los coeficientes p calculados utilizando ei registro de

VIV y ei cortante Vh
des para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 21 .a.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V** para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y |Vpo~0.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figuró 21 .a.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V¿es para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 21 .b.l Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCI y el cortante V^ para osciladores con D/R=O,1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 21 .b.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante v£* para osciladores con D/RO,1, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=0.2 y 0.8 ante ¡a

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 21 .e l Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

VIV y el cortante V£* para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 21 .c.2 Valores de los coeficientes y? calculados utilizando el registro de

VIV y el cortante V&* para osciladores con D/R=0,l, e/R=0.05, 0.1 y 0.2,

desplantados en un estrato con espesor Hs/R -2 y ps/po-0.2 y 0.8 ante la

incidencia horizontal y vertical de ondas SH.
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Figura 22.a.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el cortante

Vĥ
es para osciladores con D/R=0 y 1, e/R=0.1, y He/R^I desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=O.2 y 0.8 ante Sa incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 22.a.2 Valores de tos coeficientes fi calculados utilizando el cortante

V^s para osciladores con D/R-0 y 1, e/R=0.1, y He/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =2 y ps/Po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 22.b.l Valores de los coeficientes a calculados utilizando el cortante

V^es para osciladores con D/R-Q y 1, e/R=0.1, y He/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =5 y ps/po-O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 22.b.2 Valores de los coeficientes (3 calculados utilizando el cortante

V£es para osciladores con D/R-0 y 1, e/R=0.1, y H«/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =5 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 23.a.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el cortante

Vjf* para osciladores con D/R=0 y 1, e/R=0.1, y He/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =2 y ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 23.a.2 Valores de los coeficientes J3 calculados utilizando el cortante

yete* p a r a osciladores con D/R=0 y 1, e/R=0.1, y He/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R -2 y ps/po-0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 23.b.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el cortante

V£* para osciladores con D/R-0 y 1, e/R=0.1, y He/R=l desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =5 y ps/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 23.b.2 Valores de los coeficientes ft calculados utilizando e! cortante

V^s para osciladores con D/R=0 y 1, e/R=0.1, y He/R-} desplantados en un

estrato con espesor Hs/R =5 y ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 24.a.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando e! registro de

CAO y e! cortante V?es para osciladores con D/RO y 1, y e//?=0.1.

desplantados en un estrato con

vertical de ondas SH.

io=0.2 y 0.8 ante ia incidencia horizontal y
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Figura 24.a.2 Valores de los coeficientes ^calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante Vfj^ para osciladores con D/R=0 y 1, y e/R-0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 24.b.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V^es para osciladores con D/R-0 y 1, y e/R=0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 24.b.2 Valores de los coeficientes ^calculados utilizando el registro de

SCI y e! cortante V5es para osciladores con D/R=0 y 1, y e/R=0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 24.C.1 Valores de ios coeficientes a calculados utilizando el registro de

ViV y el cortante V^es para osciladores con O/R-0 y I, y e/R=0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 24.C.2 Valores de los coeficientes ^calculados utilizando e¡ registro de

VIV y el cortante V,fes para osciladores con D/R-0 y 1, y e/R~0A,

desplantados en un estrato con (3s/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 25.a. 1 Valores de tos coeficientes a calculados utilizando el registro de

CAO y e! cortante V^s para osciladores con D/R~0 y 1, y e/R=O.1,

desplantados en un estrato con ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 25.a.2 Valores de ios coeficientes /? calculados utilizando el registro de

CAO y el cortante V¿es para osciladores con D/R=0 y 1, y e/R=QA,

desplantados en un estrato con ps/fJo=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.
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Figura 25.b.1 Valores de los coeficientes a calculados utilizando eí registro de

SCT y el cortante V¿es para osciladores con D/R=0 y 1, y e/R=0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=O.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y

vertical de ondas SH.



H /R=1

l i l i

xJ_/l l v>( íi. —/ I\

.0
.0 .6 1.2 1.8 .0 .6 1.2 1.8

7^=0.53

Figura 25.b.2 Valores de los coeficientes /? calculados utilizando el registro de

SCT y el cortante V¿es para osciladores con D/R=0 y 1, y e/R=0.1,

desplantados en un estrato con ps/po=0.2 y 0.8 ante la incidencia horizontal y
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SUMMARY

An evaíuation of the wave passage effects on the reievant dynamic properties of structures with flexible
foundation is presented. A simple soii-structure system simüar to that used in practice ío take into
account the inertial imeractíon effects by the soil fiexibility is studied. The kinematic interaction effects
due £o non-verticaíly incident P, SV and Rayleigh waves are accounted for in this mode!. The effective
period and damping of the system are obtained by estabiishing an equivaience between the interacting
system excited by the foundation input motion and a reptacement oscillator excited by the free-field
ground motion. ln this way, the máximum structural response could be estimated from standard free-field
response spectra using the period and damping of the buiiding modified by both the soil fiexibility and
the traveliing wave effects. Aiso. an approximate solution for the travelling wave problem is exarnined
o ver wide ranges of the main parameters invoíved. Numérica! results are computed for a number of
soíl-structure systems to identify under which conditions the eífects of wave passage are important. it
comes out that these effects are generally negügibie for the system period, but they may significantly
change the system damping since the energy dissipation within the soil depends on both the wave
radiation and the diffraction and scattering of the incident waves by the foundation. Copyright © 2001
John Wiley & Sons, Ltd.

KEY WORDS: soil-strucrure interaction; free-field motion; foundation input motion; wave passage effects;
system period; system damping

ÍNTRODUCTION

The soü-structure interaction provisions recommended in most advanced seismic codes [1 .2 ]
are based on síudies that have been conducted considering exciusiveíy the inertial interaction
effects [3 -6 ] . These effects are expressed by an increase in íhe fundamental period and a
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change in the associated damping of the fixed-base síructure. The increase in period results
from the soíl flexibility. whereas íhe change in damping results from the energy dissipated
within the soÜ by radiation and material damping. Under these círcumstances. the kinematic ¡n-
teraction efTects are not accounted for in most of code-designed buildings. Neveríheíess. when
the dirTerence between the foundation input motion and the free-field ground motion is impor-
taní. it is required that the structural response be evaluated for the translational and roíationaí
components of the former rather than for the purely translationai components of the latter.

Kinematic interaction involves the wave passage phenomenon and the ground motion in-
coherence as weil. While the former reflects the diffraction and scattering of incoming plañe
waves by the foundation. the latter reflects the intrinsic spatiaí variability of the free-fieid
ground motion. Both problems ha ve been the subject of comprehensive studies [7-13], For
non-vertically incident incoherent SH waves that give rise to torsional rather than rocking in-
put motions. Veletsos and Prasad [14] and Veletsos and Tang [15] have shown that the erTects
of ground motion incoherence on the response of surface-supported structures are similar to
those of wave passage, and that both erTects may be interrelated. This possibility has also been
suggested by Luco and Mita [7. 11] and Luco and Wong [8. 12] from the simple examination
of the foundation input motion. They showed that the rwo erTects result in a reduction of
the transíational response components and the generation of rocking and torsional response
components.

The increase in the fundamental natural period and the change in the associated damping
ratio by inertial interaction have been extensively srudied [3-6. 16-21], using as base exci-
tation a harmonio motion with constant arnpiitude. However. the erTects of travelling seísmic
waves on the relevant dynamic properties have not received similar attention so far. Based
on a simpiified two-dimensional model excited by obíiquely incident plañe P and SV waves.
Todorovska and Trifunac [22] have shown that the system period practically does not depend
on the type of incident waves ñor on the angle of incidence. On the contrary. the system
damping may be considerably underestimated and consequently the building relative response
is overestimated if the erTects of wave passage are ignored. Similar conclusions have been
recently obtained by Aviles and Pérez-Rocha [23] using an improved three-dimensional model
subjected to vcrtically incident piane shear waves. They found that this wave excitation sub-
stantialiy increases the effective damping of short structures with embedded foundation: the
deeper the foundation, the greater the increment, The change in damping for tall structures is
very small, irrespective of the depth of embedment.

This srudy is mainly concerned with the modificaron of the relevant dynamic properties of
the buiiding by soil-structure interaction. considering both kinematic and inertial erTects. The
wave nature of the excitation. i.e, the type of incident waves and the angie of incidence, is
usually ignored for engineering applications. This work attempts to demónstrate how the ef-
fects of wave passage may be included in design procedures. in practice one evalúales directly
the response of íhe flexible-base structure to the foundation input motion [24]. However. it
could be advantageous to extend the repíacemeot oscillator approach. widely used in code
interaction provisions. in order to incorpórate both inertial and kinematic erTects by merely
modifying the fundamental period and the associated damping of the fixed-base structure. In
this manner. the resuíting modified structure can be anaíysed using as base excitation the
free-field ground motion.

A numérica! solution is presented herein for a simple system formed by a one-storey struc-
ture supported by a rigid foundation embedded in a homogeneous viscoelastic half-space. The
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interacting systcm is exciíed by non-vertically incident plañe P. SV and Rayleigh vvaves. The
effecíive period and damping of the system are obtained by esíablishing an analogy between
the interacting system subjected to the foundation input motion and a replacernent oscillator
subjected to the free-fie!d motion on the ground surface. The effective period and damping are
taken such that. for harmonic base excitation. the peak response and the resonant period are
identical for the actual system and the equivalent osciilator. The practical advantage of this
approach is that the máximum structural response can be estimated from standard response
spectra for the specified free-field ground motion. in combination with the modified period and
damping of the building by total soü-structure interaction. Also. an approximate solution for
the travelling wavc problem devcloped recently by Aviles and Pérez-Rocha [23] and vaiidated
only for vertically propagating shear waves is examined for the wave excjtations considered
here. According ío this approximation. the system period is independent of kihematic inter-
action. and the system damping is expressed as that for inertiai interaction but modified by
a factor due to kinematic interaction. This factor depends on the translational and rocking
components of the foundation input motion, as well as on the structure height and foundation
depth. The accuracy of this approximation is gauged through comparísons with the numerical
solution.

Fundamenta! steps in the analysis of soü-structure interacíion are the computations of the
soíl impedance tuncíions and the foundation input motions. Here. the harmonic response of
íhe interacting system is evaluated rnaking use of the rigorous impedance functions reponed
in tabular form by Mita and Luco [25] and the input motions obtained by the approximate
method proposed by Iguchi [26-28]. The effective period and damping are measured dircctly
from the building relative response to harmonic excitation- in whích both kinematic and inertiai
interaction effects are included. Results computed with and wjthout regard to the effects of
wave passage are evaluated over wide rartges of the main parameters invoived. in order to
detect under which conditions these effects are significant. Primary ernphasis is placed on the
infSuence of the depth of embedment, the type of incident waves and the angle of incidence.

SOÍL-STRUCTURE SYSTEM

The soil-s truc ture system investigated consists of a rigid square deck supported by columns
that are connected to a rigid square foundation embedded in a homogeneous víscodastic half-
space. as shown in Figure í. The structure represents a one-storey building or. in general,
multistorey buildings that respond as a single oscillator in theír fixed-base condition. Therefore,
the structure is characterized by the natural period Te. viscous damping ratio Ctf. effective mass
Me. and effective height fíe. corresponding to the building when vibrating in its fixed-base
fundamental mode; Je is the rotary inertia about a horizontal centroidaí axis. The foundation is
idealized as a rigid square maí of half-width L. depth D. mass .U,. and rotary inertia Jc about
a horizontal centroidaí axis. The soil is characierízed by the Poisson's ratio \\. mass density
p¡, shear wave velocity /?,. and hysteretic damping ratio Cs. representan ve of the supporting
médium.

The common practice of soij-structure interacíion is based on the assumption of vertically
incident waves. with which the effects of wave passage are ignored. Nevertheless. obüqueiy
incident waves and. in particular, surface waves may contribute highiy to the overall motion
of the foundation in absence of the structure. As a matter of fact. these effects may cause a
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Figure 1. Single síructure placed on a rigid foundation embedded in a homogeneous viscoeíastic
half-space under nonvertically incident P. SV and Rayleigh waves.

marked reduction of the íransíational response and genérate considerable amounís of rocking
and torsión ío the foundation. Three types of wave excitation are considered in this sfudy. They
correspond to incidení plañe Rayleigh surface waves and non-vertically incident piane P and
SV waves with angle of íncidence \jj rneasured from the vertical, propagating parallel to one of
the foundation sides. The horizontal and vertical free-field dispiacements on the ground surface
associated with these in-plane wave excitatíons are denoted by us and ¡v. respectively. The
presence of the foundation modifies the free-fieid ground motion by the addítion of diffracted
and scattered waves. The resuiting input motion of the foundation consists of the horizontal
and vertical dispiacements u0 and vQ at the centre of the base, respectively. and the rocking
Í/>0 about an axis normal to íhe dírection of íhe earthquake. The scope of this work is limiíed
to the consideration of in-plane building-soii interaction. The effects of non-verticaily incident
plañe SH waves have been recently studied by Aviles and Pérez-Rocha [29], In addition lo
reducing the horizontal component of the foundation motion. this antiplane wave excitation
induces both rocking and torsional components of motion.

The building-foundation systern will respond in the direction of the excitation as a four
degrees of freedom system. The response of the building is described by the reíative horizontal
displacement «e at the centre of the deck; whereas íhe response of the foundation is described
by the horizontal and vertical dispiacements uc and v~ at the centre of the base and the
rocking f/\. about an axis normal fo the direction of íhe earthquake. with respect to the
foundation input motion. ín this linear analysis. the coupling between the horizontal and
vertical motions of both the building and the foundation is neglected. Thus. the configuraron
of the system is defmed by the absolute valúes of íhe horizontal displacement of the structure
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0 + (l}c)-ri(e, the horizontal displacement of the tbundation u'c -uo + uc,
the vertical displacement of the foundation vi = c0 •+• rc and the rocking of the foundation

Equations of muñan

The equilibrium of forces and moments acting on the building and foundation requires that
the following four equations of motion be satisfied:

Mc(ü[ )E + (Je - m 0

(2)

(3)

(4)

in which a dot superscripí denotes differentiation with respect to time / and E is the depth to
the centre of gravity of the foundation. taken as half the depth of embedment. The parameters
ATe — fj;.V/c and Ce = 2KcCe coe are the linear lateral stifTness and viscous damping coefficient.
respectively. coe — 2n Te being the fundamental frequency of the fixed-base structure. Aiso.
the terms fx. fy and mó desígnate the interaction. horizontal forcé, vertical forcé and rocking
mornent. respectively. that the soil exerts on the foundation. ín Equations (3) and (4) the
actions due to the acceleration of gravity have been neglected. The action due to the vertical
acceleration of the foundation has aiso been ignored in Equation (4). These simpiifications
have no practica! consequences.

For harmonic excitation with circular frequency w. the responses of the foundation are
expressed as Í¿C = C'ce

lw/. rc = í-£e"'" and cf)c = $ c e M . and in turn the reactions of the soil
can be written as fx = Fx<tK'", fy~Fye

m and mo = A/^e"'-". i = v7"-! being the imaginar/ unit.
Furtherrnore, the force-displacement relationship is given by

Fv

Kxx 0 Kx,
0 Kyy 0

<S~ A Y

(5)

where Kxx. Kvl. ^ o and Kx0 are the soil impedance functions for the horizontal, vertical,
rocking and coupling modes of vibration. respectively. They have the form of a compiex-
valued tunction.

Knn = K-mn + UOCml¡; 111, II = .V. V. O (6)

where Kmn and Cmn represent the linear spring and N'iscous dashpot. respectively. by which
the soil is replaced for each vibration mode of the foundation. Such quantities are dependen!
on the excíting frequency. This makes the anaíysis of soü-stmcture interaction a relatively
compíex and time-consuming problem. The \'alues of Kmn and Cmn used herein are taken from
tables reponed by Mita and Luco [25] for square foundations embedded in an elastic haif-
space. properiy corrected to account for the soií material damping by rneans of íhe so-called
correspondence principie [30].
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When subjected to harmonic free-field ground motións u9 = L'^u'" and v$ — f-¿eiwl, the over-
all rnoíions of the foundation are given by ito = L'0z

WJI. v0 = ¿¿e*" and <i)o~éoe
WJt. and the

detbrmation of the buílding by ue = L'ee
1<vf. The subsíitution of íhese and the íbregoing expres-

sions into Equations (i )-{4) yields the following maírix equation for the steady state response
of the coupled system:

[K + uoC - (o2M]{d) = crUs{QxX + Qy\ •+• (7)

where 5~ {6;
e, £/c,<í>c. Vc}

r is íhe vector of dispíacement amplitudes of the coupied system;
X. Y and 0 are load vectors defined bv

(8)

y—

(D =

(9)

10)

whereas M, C and K are the mass. darnping and stiffhess matrices of the coupled system.
respectively. defined by

K

He + D) Me(He + D) -f MCE MAM,
O

Ce O
O Cn
O C,c

O O

0

0

'•-Oí

o

o

o'

0

D)

O

O

o

c,,v
o
o
o

\L

( I D

(12)

( ¡3 )

The ratios Or ~ ü0 C'g. Q.f ~ 'ó.'kg an d Qo - ^o ^ represen! the transfer funcííons of the
overall motions of the foundation. They reíate the amplitudes of the horizontal, vertical and
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Figure 2. {a} Soil-structure system excited by the foundation input motion and (b) repiacernent
osciISator excited bv the free-ñeld motion on the iiround surface.

rockíng input rnoíions. respectively. to the amplitude of the horizontal free-fie!d displacement
on the'ground surface. It is apparent that the vertical motion of the soil-structure system is
uncoupied. In what follows, the solution for this response component is omítted because we
are only interested in the coupled horizontal and rocking motions.

Repíacement osa'llator

The effective period and damping of the coupied system including the kinematic interacíion
efíects due to íhe wave passage may be obtained by reference to the wei! established re-
piacernent oscülaíor approach. which is used in major building codes [1. 2] for assessing the
inertia! interaction eíTects by the soil flcxibility oniy. The efTects of wave passage can be
simply accounted for by establishing an anatogy between the coupled system excited by the
foundation input motion and a repíacement oscülator excited by the free-field moíion on íhe
ground surface. as illustrated in Figure 2. The effective period and damping are determined
such that. under harmonic excitation. the resonant period and the peak response of the actual
system are equa! to those of the equivalen! oscülator.

Once Equation {7} is solved and then íhe transfer function O — 0)\Ut crU» of the interactína
system i> knowrt. the effective period fe and damping ^e of the viscousíy damped flexible-base
structure are computed from (he expressions [16]

f — . ' i

Copyright £• 200! John \\'úe\ & Sons. Ltd.
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where Tres is the resonant period and Qres the amplitude of the peak response measured at
the transfer function of fhe interacíing system. The validación of íhis approach to estímate the
modified period and damping of the building by boíh kinematic and inertial interacíion has
been shown elsewhere [23].

The etTective damping of the system determined by this way must be taken with consid-
eration that the rocking component of the free-field ground motion is negiected and that this
is the iargest component of the excitation when inhornogeneous waves are present. as pre-
viously indicated by Todorovska and Trifunac [31]. This additionai excitation may increase
the buiiding relative response and consequently decrease the system damping. ft may aiso
change the shape of the transfer function of the interacting system. alTecting significantiy the
estimation of the system damping. In fací, it may be responsibíe for large reductions in the
effective damping. especially for tal! buildings that are more effectiveíy excited by rocking of
the foundation.

System parameters

For the soi!~structure system investigated. the dimensioníess parameters that can be used in
evaluating the interaction eífects are defined convenicntly as follows [23]: the mass ratio of
the foundation and structure. .V/c .V/e: the mass moment of inertia ratio of the foundation and
structure. Jc Jt\ the relative mass density for the structure and soil. A/e piL2He; the slendemess
ratio of the structure, Ht L\ the embedment ratio of the foundation. D L: and the foundation
flexibility. z = HtJJt.

For the resuits reponed here. it was assumed that \lt PtL2Ht — 0.6. Mc \fe = 0.25 and JJJe

~ 0.30. ¡n addition. the damping ratio of both the structure and soil was taken as Ce = C$ = 0-05
and the Poisson's ratio of the soi! as vs = | . These valúes are intended to represent typicai
buildings and soils. The other system parameters were varied over wide ranges of practical
interest.

IGUCHI'S METHOD

Foundation input motions are complex-valued ñmctions depending on the geometry of the
foundation. the characteristics of the soil and the nature of the seismic excitation. To cal-
cúlate these overall motions it is generally required a substantial computational erTort. Finite
and boundary element methods wouíd normally be used to solve this mixed boundary-value
problern. demandíng'excessive time of computation. For engineering purposes. however. ap-
proximaíe solutions are recommended. given the many uncertainties involved and assumptíons
considered in the modeíling of the traveliing wave probiem. Possibly. the most attractive of
such techniques for the case of arbitrarüy shaped embedded foundations is the remarkably
simple and efficient method proposed by Iguchi [26-28]. Folfowing his averaging procedure,
the foundation input motion measured at a reference point with co-ordínates (.vo.v0,~o) can
be approximated by

60 - Ho" * / A* 6S dS -f- K; ! / AT
ot, áS (16)
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where

A 0 =
1
0
0

0
1
0

0
0
1

- 0

V

0
™ z

- Y.,

~ _

0
v „

- 0

• ,V

.vc
X ™ _

0

(17)

(18

Also. 5g and T2 are íhe vectors of free-field displacements and fractions. respectively. along
the soü~foundation interface. Ko is the dynamic stifíness matrix of the foundation and Ao is
a transformation matrix of rigid-body motion; ai i the integráis are extended over the coníact
surface 5. The first term of Equation (¡6) represents a weighted average of the free-field
displacements along the contact surface, whereas the second term represents the generalized
displacements caused by the resulíant forces and moments associated with the free-field trac-
tions aiong íhís surface. As can be seen. the foundation input motion can be readüy computed
by application of this equaíion provided thaí the soil impedance functions are known in ad-
vance.

The different types of wave excitation consídered in this study are given by obliquely
incident plañe P. SV and Rayleigh vvaves propagating along the .v-axis, with particle motion
in the x-y plañe. The free-fieid motion on the ground surface. i.e. the motion of the soÜ
surface in absence of the foundation. ís represented in each case by

K
x c)] (19)

where C's and K are. respectively. the amplitudes of the horizontal and vertical components
of this motion and c is the apparent horizontal veiocity. These parameters are well established
elsewhere [32], so no derivacions are presented. input motions computed herein are referred
to the centre of the bottom of the foundation. with co-ordinates (O.AOl. and are given by
the vector 50 = {6'0. íj-0.0.0.Í>0}T corresponding to in-plane motion.

NUMER1CAL RESULTS

Input motions

For the interaction analysis. the soil impedance functions and foundation input motions have to
be previously determined. The evaluation of impedance functions is weil estabíished in foun-
dation dynamics and. therefore. does not desene more attention. Input motions are frequeney
dependen! and here are expressed in terms of the dimensionless frequeney ;/ ~OJL ¡is. Figure 3
shows amplitudes of the input motions for foundations with D L ~ 0 {surface-supported) and
} .5 (deep-embedded) subjected to incident P waves with t// = 30o. 60° and 90°; similar re-
sulrs are displayed in Figure 4 for incident SV waves with tp~O°, 303 and 60°. For the
surface-supported foundation subjected to vertically incident shear waves. ¡t is confirmed that
íhe foundation input motion is the same as the free-fieid ground motion.

Some general trends and features are obser\'ed ín these results. A rocking component of
the input motion is induced with an associated reduction of the horizontal component. The
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Figure 3. Absólute valúes of íhe normalized, translational {£/<> i-s) and rocking (¿<í>0 i'§) inpuí motions
of surface-supponed (D-L-0) and deep-embedded (DL=\.5) foundations subjected lo incídent P
waves wiíh íncident angles \¡/ = lQ° {solid line), 60° (dashed líne) and 90° {dotted une). Variations

are given against íhe dimensionless frequency rj~ú>L'{3s-

increase in íhe foundation rocking response tends to be more or less compensated for íhe
decrease in the horizontal response. VVhile the reduction of the horizontal input motion is
íarger for the embedded foundation than for íhe sur face-supported foundaíion. the opposite
takes place with the increase in the rocking input motion. except for inciden! SV waves with
w~0° and 30°. ít shouid be noted that SV waves irnpinging on the embedded foundation
with i / / -60° produce ampüfications of the horizontal input motion. In this case, the incident
ansie is greater than the critica! one. i/>cm — 303. aiven bv [32]

— arcsin
— 2. V-

Similar results are depicted in Figure 5 for incídent Rayleigh surface waves. The behaviour
is in general anaiogous to that observed for the rest of the considéred wave excitatíons. What
niakes this case so importaní is the generation of a largc significant rocking in the ínpuí
motion. as aiso happens with incident SV waves with ij/>\j/crit. This is due to the presence
of inhomogeneous waves in the free-field sround motion. Contributed bv the overturnins
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Figure 4. Absolute valúes of the normalizad. Eranslationai (C*o l\) and rocking (Z.<í>0 L's) input motions
of surface-supported (D L~0) and deep-embedded (¿)¿ = 3.5) foundations subjected to incident SV
waves with incident angles y/ = 0° (solid Une), 30° (dashed line) and 60° (dotted line). Variations are

given againsí the dimensionless frequency q = v)L ¡U-

íendency of the síructure due to the inertia forces. the rocking of the foundation may be
determining for taü structures. índeed. the system damping can take valúes lower than that
corresponding to the fixed-base structure. as Ülusírated farther on. From these results it can
be concluded that. regardless of the wave nature of the excitation, the effects of foundation
embedment generally reduce both the íranslationai ::nd rocking inpuí motions.

Effecriue periods and dumpings

Having deterniined the foundaíion input motions given m Figures 3-5. the effects of wave
passage on the relevant dynamic properties of the structure are then evaiuated. Effective periods
and dampings of soil-structure systems are cornputed for two valúes of the slenderness ratio:
Hf. L=l and 3 corresponding to short and tal! structures. respective!)'. Results are exhibited
in Figures 6-8 for obliquejy incident P. SV and Rayleigh waves. respectively. The system
períod is norrnalized with respect ío the fixed-base fundamental period. As the valué of r tends
to zero. the curves for fe Tc and ít approach 1 and 0.05. respectively. corresponding to the
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Figure 5, Absolute valúes of the normalized, translational (Co l'«) and rocking (¿<3>0 Us) input rno-
tions of surface-supported (£>¿=0) and deep-ernbedded (DL=1.5) foundations subjected to incident

Rayieigh surface waves. Variations are given against the dimensioniess frequency >i~o)l /?s.

valúes for the fixed-base condiíion. The upper iirnít fixed for the foundation fiexibiHty. r — 0.5,
corresponds to extreme interaction conditions hardly found in practice. For a representative
story height of 3.5 m, the ratío He Te is approximately equal to 25 rn s for ty pical buildings.
Consequently. this upper limit corresponds to very soft soils. with shear wave velocity as iow
as ¡i% ™ 50 m s.

Results shown in Figures 6-8 are also compared to those obtained using the free-fie!d
ground rnotion as the foundation input motíon. The difference between the two cases reflects.
of course. the efTects of wave passage. The system damping is the most affected by the type
of incident waves and the angle of incidence. ít can be seen that the behaviour of the system
damping for incident P waves and SV waves with i¿/<i//Crit is \'ery similar to thaí observad
when excluding íhe wave passage efTects. except for short structures with embedded foundaiion
under incoming shear waves. the effective damping of which increases subsíantialív with
increasing the foundíitioü ílexibiliK. For incident Rayieigh waves and SV waves with V/>&ni-
the efíectúe damping of tal! strucaires reduces extraordinariiy o ver the whole range of the
foundation Hexibiliw. resulting in valúes that are noticeabíy iower than that corresponding to
the fixed-base s truc ture. This reducción occurs even for short structures. althouah noí over the
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Figure 6. Effective periods (fe) and dampings Ue) of soil-structure systerns subjected lo incidení P
waves with incidem angles <// = 30c (soiid line). 60° {dashed line) and 90° (dotied line). for different
embedrneni (D L) and slendemess {He L) ratios; rcsults vvjthoui wave passage efiects are also inciuded

for reference (symbol). Variations are given against íhe foundation fiexibiíity x = Hc psTe.

whole range of z neither in the same propoxtion. This eñect is caused by the inhomogeneous
waves within the free-fieíd ground motion and is more pronounced for the surface-supported
foundaíion. In this case, mosí of the rocking of the foundation does not come from the inertia
torces of the strucrure. but from the rocking input motion induced by the travelling seismic
waves. As the rocking component of the excitation is negiected. the estimation of the system
damping does not reflect the effect of increased response due to this additional excitation.

Contrary to what happens with the system damping, the system period is insensitive to the
type of incident waves and the angíe of incidence. except for short structures with embedded
foundation under incident Rayieigh waves and SV waves with 4/>l(/cm- In this case, the
lengthening of the system period relatíve Co the fixed-base fundamental period is larger when
the wave passage eífects are considered. This behaviour is also attributabie to the presence of
inhomogeneous waves in the free-field ground motion, ít can also be seen from Figures 6-8
that the system period íncreases with.increasing the foundation flexibiüty. Note further that the
effecti\'e period of tai! structures is smailer for íhe embedded foundaíion than for xhe surface-
supported foundation. This means that the deeper the foundation. the stifier the system. It may
be surprising. howe\per. that the opposite is concluded for short structures. This behaviour.
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Figure 7. Effective periods (fej and dampings (Ce) of soii-structure systems subjected to incidení SV
waves with íncident angles ^ = 0° fsoüd line). 30° (dashed iine) and 60° (dotted Une), for differem
embedment (D-L) and sienderness (He L) ratios; results without wave passage effeets are also included

for reference (symboi). Variations are given against the foundaíion ñexibility x~He;fí$Te.

vvhich was unexpected even for soiely inertial iníeraction. is due to íhaí the foundation rocking
response is pracíically in phase wiíh íhe building relative response when the sienderness raíio
is so small.

On the other hand. by using a simplified two-dimensional model under vertically propa-
gaíing shear waves. Todoro%'ska [33] has found that the eftective damping is (arger when the
foundation .depth is smaiier, except for very heavy and tall structures. This conclusión is in
clear contradiction with our results and even with those obtained by oíher authors [16, 17, 23]
making use of similar three-dimensional raodels with and wiíhout consideration of kinematic
ínteraction. The disagreement is in part due to íhe difTerence in the shape of the foundations
considered. The overall damping of the supporting médium is larger for the prismatic foun-
dation used ín this work than for the oval foundation used in Reference [33]. because of the
greaíer contací área with the soil. This may expiain vvhy Todorovska's results are difTerent to
ours. in spite of íhe1 fací that boíh modeis are excited by in-píane íncident waves,

It may be presumed thaí this discrepaney is also due to the method of evaluating the
effective damping of the system. To show that fhis is not so. the resuits presented for Íncident
SV waves with \j/~ i!/ait are compared Ín Figure 9 to those obtained by applieaíion of íhe
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Figure 8. Effecíive periods (fe) and dampings {.'«) of soil-stniciure systems subjected to inciden!
Rayleigh surface waves. for diííerent embedrnem {D L) and slenderness (He L) ratios; results
withouí wave passage eíTecís are also included for reference (symbol). Variations are given

against the foundation fiexibiliíy T=fíe:^sTt.

standard half-power method £33]. It is confirmed that. irrespective of the method of analysis.
íhe system dampíng ís iarger for the embedded foundaíion than for the surface-supported
foundaíion. The half-power technique is vaiid as long as íhe interacting sysíem Ís lighíly
damped. Due to this limitation and because the transfer function of the actúa! system is not
exactly the one of a single oscillaíor. the results obtained from the two methods disagree
for high damping. With the method used here an excellent agreement between the transfer
functions of the interacting sysíem and íhe replacement oscíllator is achieved. as iliustrated
in Figure 10 for r = 0.5. il is evident that the peak resonaní response is poorly predicted by
means of the half-power íechnique: íhe higher the damping, the greater the disagreement.

Appwximation to traiellinq waie problem

An approximate solution to accouní for the kinematic interaction effeets due fo the wave
passage will be examined next. Such an approximation is derived by neglecting the foundation
mass \IC. the mass rnoments of ineríia Jt and / c of the structure and foundation. respectively.
and the coupled síirTness Kxo and damping Cxo of the soil. These parameters have no sisnificant
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H/L-J; 0/L=0 H,/L«1; OA-1-5

H./1-3; D/L=O H,/l=3; 0/L=1.5

.0

Figure 9- Cornparison of the half-power rnethod (dashed line) with the present solution (soüd line)
for the effective darnping (¿c) of soü-structure systems excited by incident SV waves with ¡ncídent
angle ^ — 30°, for dífferení embedment (D L) and slenderness (He L) ratios. Variations are given

against the foundation flexibiíity r~He (hTe.

influence on íhe relevant dynamic properíies of typicai buildings with flexible foundation [16].
Iníroducing these simpiifications, Aviles and Pérez-Rocha [23] have found that the effective
period and damping of the coupled system inciuding both inertiai and kinematic iníeraction
effects can be estimated by means of the following expressions:

\OX

(21)

(22)

where f¡ and C'e are. respecti\'ely. the effecti\'e period and damping for purely inertiai interac-
íion. vvhich rnay be obtained by well established procedures that ignore kinematic interaclion.
The complex-valued transfer functions Qx and Qo for the amplitudes of the horizontal and
rocking input motions. previously defined in Equation (7). are evaíuaíed at the effective fre-
quency of the interacting system. h is apparent from Equation (22) thaí the system damping
for total soi!-strucfure interaction may be larger or smaller than for inertiai interaction oníy.
depending on the decrease in the horizontal input motion and the increase in the rocking
input motion. ír shoald be noted that kinematic interaction is excluded if Qx — i and Qo = 0,
with which íhe system damping for soíely inertiai interaction is recovered. This approximate
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H./L-1; O/L-0 HB/L»1; DA-1-5

Figure 10. Transfer functions of soü-s truc ture systems (solid une) excited by incident SV vvaves vvith
incident angie ¡̂  = 30°, for a foundatíon ñexibility r = 0.5 and difieren! embedment {D L) and sien-
derness (He.L) ratios. Comparison of the half-power method {dotted Une) with the present soiution

(dashed une) for the replacement oscillator.

35

30

25

20

• 5

v ,
-J--J

-

•

-

-

" M ~ ^ . . — — — -

! ' i

/
/

_J i'—7.

t i

\ /

.5

H / ' «

/

.—-^

Figure 11, Comparison of the approximate (dashed ünej with the rigorous (soiid une) sokition
for the effective damping (Co) of soil-structure systems subjectedto incident P waves with incident
angie \¡i =60°, for dirTerent embedment (D L) and slenderness (He.L) ratios. Variations are gíven

against the foundation ñexibiiity z - He (}sTe,
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3/ ' . = O

Figure 12. Comparison of the approximate (dashed line) with the rigorous (soiid une) solution for the
eftective damping (^e) of soil-structure systems subjecied to incident SV waves with incident angies
\¡i =. 30° and 60°. for different embedmenr (D L) and slenderness {He L) ratios. Variations are given

againsl the foundation flexibility :~Ht ¡í¡Te.

solution has been aiready validated for the important special case of shear waves propagat-
¡ng verticaliy [23]. Its practica! valué lies in that the máximum structural response with both
inertiaí and kinernatic interaction can be estimated from standard free-fieid response spectra
using the valúes of f/ and C* determined by the procedure just outlíned.

Some of the exact results given ín Figures 6-8 for the effective damping of buiiding-
foundation systems are compared in Figures ! 1-13 to those determined approximately by the
procedure described above. The degree of agreement between the two sets of resuits is very
good. Even though some differences are observed around z = 0.5 for short structures with
embedded foundation. they are of Jiftie practica! importance. With respect to the effective
period of such structures. differences of more signifkance arise oniy for incident Rayieigh
waves and SV waves with angle of incidence greaíer than the critica! one. as shown .in the
comparisons gi\'en in Figures 6-8 between the soiutíons for íoíai soil-structure interaction
and purely inertiaí interaction. Nevertheless. in view of the many uncertainties involved in
the travelling vvave problem. it is judged that íhe proposed approximation is appropriate for
practica] purposes. and cou!d be potentíally usefu! for the improvement of code interaction
provisions infended to account for the effects of wa\e passage.
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Figure 13. Comparison of the approximaíe (dashed line) with the rigorous (solid line) solution
for the effective damping {̂ e) of soü-sírucíure systems subjected to incident Rayleigh surface
waves. for different ernbedment (D L) and siendemess (He L) ratios. Variations are given

againsí the foundation fiexibiiity x~He (ísTe.

CONCLUSÍONS

An evaluation of the wave passage effects on the effective period and damping of soi!-structure
systems has been made. the information and concepts here preseníed were devcloped by
reference to the replacement osciiiator approach. which suppiíes a re]iable practical mean for
assessing the máximum response of interacting systems. This study was mainly focused on
the damping capacity of the supporting médium that results from the diffraction and scattering
of the incident waves by the foundation. considering the free-field translation but not the
rotation. It was intended to elucídate how different the system damping would be if the
effects of traveüing seismic waves were excluded.

Numencal results have been given for obliqueiy incident P, SV and Rayleigh waves. It
has been sho.wn that. in general, the system period changes iittle with the type of incident
waves and the angle of incídence. On the other hand. the system damping is significantly
affected by the wave nature of the excitation. Large increments or reductions in the system
damping with respect to the valúe for the fixed-base structure rnay be produced. depending
on the foundation depth. the structure height and the foundation fíexibüity. The behaviour of
both the system period and system damping is very similar for incident Rayleigh waves and
SV waves with angle of incidence greater than the critical one. These wave excitations have
in oommon the generation of a considerable amount of rocking in the ínput motion, which
resuits in noticeable reductions in the system damping. particular)}1 for tall structures.

Also. an approximate soluíion of practical valué for the travelling wave problem has been
examined. This approximation was found to give results adequate for the required aecuracy
in engineering applícaíions. ít couid be heipful to improve íhe current design approach that
ignores the effects of wave passage. with the airn to reduce the building rclative response
due to the suppiemcntary damping by kinematic imeractíon. Although this is not a simpie
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problem because it invoives detailed understanding of the inciden! wave motion, íhe results
here presented may contribute to this objective.
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Abstract

Effective periods and dampings of a refined soil-structure system similar to that used in practice to account for the inertíal
interactíon effects are determined, including the kinematic interaction effects for the important special case of vertically incident
shear waves. A three-diraensional axisymmetrical model consisting of a single structure with embedded foundation in a soii ¡ayer
over elastic bedrock is examined. The impedance functions and the input motions for the foundation are computed respectively by
an efficient numérica! technique and the well-known Iguchi averaging method. Effective periods and dampings are determined for
a large number'of system configurations. Results are presented by means of dimensiónless charts that shouid be used by designers
in code-analyses of soil-stmcture interaction. Diagrams shouid also be of use in prelsminary analyses to assess the inñuences of
the principa! parameters involved. Moreover, accurate approximate formulas for the effective period and damping are proposed,
the use of which is very simple. €> 2002 Elsevier Science Ltd. All rights reserved.

Keywords: Effective damping; Effective period; Impedance function; Snertial interaction; ¡nput motion; ÍCincmatic interaction; Soi!-structure interac-
tion

1. Introduction

SoÜ-structure interaction gives rise ío kinematic and
inertial effects, resuíting in modifications of the dynamic
properties of the structure and the characteristics of the
ground motion around the foundation. An increase in the
natural period and a change in the moda! damping for
the fundamental mode of vibration are produced by the
inertial interaction. The increase in period is a result of
the ñexibiíity of the soil. whereas the change in damping
results from the ioss of energy in the soü by radiation
and materia! damping [1.2]. On the other hand, the kine-
matic interaction due to the seismic wave effecís reduces
the translational response of the foundation and gener-
ates torsional and rocking responses [3-5], It represents
the modification of the free-fieid ground motion by the
presence of the foundation in absence of the structure.

ín major building codes [6,7], the interaction effects

• Corresponding author. Tel/fax: +52-73-194-361.
E-mail address: javiiesiStajin.imta.mx (J, Avüés).

are expressed merely by an increase in the fundamental
natural period and a change in the associated modal
damping of the fixed-base structure. The máximum base
shear for the soü-structure system is then determined
from standard response spectra representing free-field
ground motions specified for desigrt, in combination with
the effective period and damping of system. Under such
circumstances, the kinematic interaction effects because
of the difference between the foundation input motion
and the free-field ground motion are not accounted for
ín code-designed buüdings. For many cases, however,
it is necessary that the response of fíexibíy supported
structures be evaluated for the translationa!, rocking and
torsional components of the input motion. rather than for
the pureiy transiationaí componen! of the free-fieid
motion.

The reSevant natural period and damping ratio of soü-
structure systems nave been extensiveiy studied using an
analogy with a single fixed-base oscillator, the dynamic
properties of which are referred to as the effective period
and damping of system. For surface foundations resting
on a half-space, Jennings and Bielak [!], Veletsos and

0141-0296/02-S - see from matter © 2002 Eisevier Science Ltd. Al! rights reserved.
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Meek [2] and Luco [8] computed rigorous numerical
resuits and derived approximate anaiytical soíutions for
the system's period and damping. The infiuence of the
foundation depth was investigated by Bieíak [9] for rec-
tangular prismatic foundations ¡n ftill welded contact
with the surrounding soil. The combined effects of the
foundation embedment and layer depth have been stud-
ied by Aviles and Pérez-Rocha [10] for cyíindricaí foun-
dations with variable sidewall height, considering a uni-
form stratum over rígid bedrock. These authors also
improved the approximate expressions for the system's
period and damping to consider such effects. In all of
these and other studies presented so far, the base exci-
tation for the interacting system is taken as a horizontaíly
directed, simple harmonio motion with constant ampli-
tude. The obvious deficiency of this approach is the
assumption that the input motion of the foundation is the
same as the free-field motion of the ground surface, with
which the seismic wave effects are ignored.

The aim of this work is to buiid diagrams of effective
períods and dampings of a refined soil-structure system
under the incidence of shear waves propagating verti-
caíly. A three-dimensional axisymmetricai model is con-
sidered, which is formed by a one-story structure piaced
on a rigid foundation embedded in a layer of constant
thickness underlain by a half-space; both the stratum and
the underíying médium are idealízed as homogeneous
viscoelastic soiids. The model includes the kinematic
interaction effects on the base excitation and accounts
for the effecís of foundation embedment. layer depth,
bedrock ñexibility and type of structurai damping. The
input motions of the foundation are computed by the
averaging procedure proposed by Iguchi [11], providing
that the soil impedance functions are known in advanee.
These dynamic stíffhess functions are obtained by an
efficient numérica! cechnique [12] that is applicable to
axisymmetricai foundations embedded in horizontaíly
layered media. The system's period and damping are
determined directly from the examination of the building
relative response to harmonic excitation, in which both
kinematic and inertial interaction effects are included.
The effective period and damping are associated with
the resonant period and peak ampüfication, respectively,
measured at the transfer function of the interacting sys-
tem.

Dimensionless charts of direct applicability are
developed for effective periods and dampings of a large
number of soil-struc ture systems, covering mosí situ-
ations encountered in typical building strucmres. The
construction of diagrams demands a substantia! compu-
tatíonal effort. because the caículations invoived are
compHcated and time-consuming. For this reason, dia-
grams are usefuí for pracíicing engineers to easiíy com-
pute the system's period and damping required by code
provisions to account for the effects of soü-structure
interaction. They provide valuable information with

which the influences of the main parameters invoived
can be estirnated readily. By introducing some simpíify-
irtg assumptions, approximate formulas for the effective
period and damping are also proposed, which are cali-
brated with the numérica! soíutions.

2. Description of model and baste equations

The efTects of both kinematic and inertial interaction
are evaluated by using the building-foundation-soü sys-
tem shown in Fig. 1. The coupíed system is similar to
that establíshed in code interaction provisions, with the
addition of the effects of foundation depth and soil layer-
íng. The model consists of a one degree of freedom cyl-
indrica! structure placed on a shallow cylindrical foun-
dation that is embedded in a homogeneous viscoelastic
layer of constant thickness overlying a uniform viscoel-
astic half-space. The axisymmetry aüows us to analyse
the model in a pianar section. The structure represents
either a one-story building or, more generaíly, the first-
mode approximation of a multi-story building. In the lat-
ter case, Te denotes the fixed-base fundamental period
and £e the associated damping ratio, whereas the height
Hs and mass \ft are the corresponding effective modal
parameters; Je is the mass moment of inertia about a
horizontal centroidal axis. The foundation of radius R is
assumed rigíd and perfectly bonded to the surrounding
soil, with depth of embedment D, mass Mc, and mass
moment of inertia JQ about a horizontal centroidai axis.
The stratum of thickness Hs is characterized by the Pois-

(He*D)(<D0-KD

7

Ps- Vs>

S-waves

Po.
 v o .

Fig. i. idealizaron of the soil-struc ture system to accoum for kinem-
atic and inertial interaction effects.

lH\
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son's ratio fit, mass density ps, shear wave velocity Vs,
and hysteretic damping ratio £s. The corresponding
material properties of the haif-space are defined as jUo,
POT K and £>, respectively. When appíying this tnodel,
the effectíve modal height and mass ofmulti-story build-
ings and the equivalent radius of arbitrarily shaped foun-
dations should be interpreted as recornmended by the
ATC [6] and BSSC [7] interactíon provisions.

ín this study, the soil-structure system is excited by
vertically incident plañe shear waves with particle
motion paraíiei to the .r-axis, as iilustrated in Fig. 1. The
horizontal displacement at the ground surface resulting
from the free-field motion is denoted by Ur Because of
the characteristics of this wave excitation, the input
motion of the foundation consists of the horizontal
component í/o at the center of the base and the rockíng
component &o about the y-axis. This interaction model
is ¡imited to the consideraron of buildings with at least
one vertical plañe of symmetry, for which the resulting
lateral and torsional responses are uncoupied. The build-
ing-foundation system will respond in the plañe of sym-
rnetry as a three degrees of freedom system. The
response of the buüding is described by the relative hori-
zontal displacement Uc at the center of the deck, whereas
the response of the foundation is described by the hori-
zontal displacement Uc at the center of the base and the
rocking <PC about the v-axis, measured with respect to
the corresponding horizontal and rocking input motions.

By using the superposition theorem of soil-structure
interactíon [13], the coupled system to be analysed is
represented as shown in Fig. 2, in which a rnass-spring-
damper modeí is used. Provided that the foundation is
rigid, the solution to the iinear interaction problem may
be broken into the foüowing three steps: (1) calculation
of the motion of the massless foundation when subjected
to the original seismic excitation, resulting in the hori-
zontal and rockíng input motions at the base; (2) compu-

Fig. 2. Mass-spririg-damper model for the soil-strucuire system lo be
analysed ¡nciuding kinematíc and inenial ¡meraction.

tation of the frequency dependent springs and dampers
by which the soil is repíaced for the horizontal, rocking
and coupiing vibration modes of the massless foun-
dation; and (3) determinaron of the response of the rea!
structure, including the mass of the foundation, sup-
ported on the springs and dampers of step 2 and excited
by the fictitious input motions of step i. As this approach
is based on the assurnption of rigid foundation, the use
of any structural model should be consistent with this
hypothesis.

The goveming equations of motion in the frequency
domain for the símplified analysis of soil-structure inter-
action are given by

0

0

0

*•«

0

0

0

0

o.

0

(1)

.K{K-D)-K-E

where Ü) is the excitation circular frequency, i=y-\ the
ímaginary unit and E-DI2 the depth to the center of
gravity of the foundation which, for the sake of sim-
plicity, is taken as half the depth of embedment; this
assumption is irrelevant for practical purposes. Also,
KK-=G>lMt is the linear lateral stifmess of the structure,
(Oe~2rc/T,. being the fixed-base fundamental frequency.
The structuraí dissipation is modeled using both viscous
and hysteretic damping. The energy dissipated by vis-
cous damping is frequency dependen! and then the
damping coefficient is defined as C^-lKJ^Jú),.. ín con-
trast, the energy dissipated by hysteretic damping is fre-
quency independent and then the damping coefficient is
defined as C^lK^Jw. It is evident that the equivatence
of the two damping mechanisms holds for (D=Ú)¿ only.

It should be noted that the soil has been repiaced with
the linear springs A'hh. Khip&nd Km and the viscous dam-
pers Chh. Ch9 and CWt corresponding to the real and
imaginary parís of the horizontal, coupiing and rocking
impedance ñinctions, respectively. ín regard to íhe base
excitation, the ratios Q^-UJUg and Q9=&JUg represent
the transfer functions of íhe input motions of the foun-
dation. They reíate the complex amplitudes of the hori-
zontal and rocking input motions, respectively. to the
cornplex amplítude of the horizontal free-field displace-
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ment on the ground surface. The impedance ftinctíons
and the input rnotions provide a compíete characteriz-
ation of the foundation response to both extemal actions
and seismic excitation. When they are used together with
the structural model, they permit the simplified anaíysis
of soil-structure interaction that is equivaient to the sol-
utions fumished by direct finite element procedures.

3. Impedance functions and input molions

The most complex and time-consuming tasks in
determining the system's períod and damping are the
calculations of the impedance functions and the input
motions for the foundation. In fact, the rigorous evalu-
ation of these quantities normally demands the use of
sophisticated methods of finite or boundary elements,
which require substantiai computationaí effort.

The impedance ftmctions are compíex-valued quan-
tities strongiy dependent on the excitation frequency. Its
real parí reflects the stiffness and inertia of the soi!,
whereas the imaginary part reñects the material and geo-
metrical dampings by hysteretic behavíor and wave radi-
ation within the soil, respectiveíy. Material attenuation
in both the soi! layer and the bedrock was introduced by
use of compíex shear wave velocities in terms of hyster-
etic damping ratios. Here, the computation of the
dynamic stiffness functions was performed by use of an
efficient numerícal technique based on the thin layer
element method [12]. In this technique, the base of the
stratum is taken as fixed and the unbounded médium is
divided into two regions, for which semidiscrete modes
of vibration, discrete in the vertical direction and con-
tinuous in the horizontal direction, are calculated by the
finite element method. The far-field soíution in the
región of infinite extent is obtained as a linear combi-
nation of these modes, which satisfy homogeneous
boundary conditions of free surface. To obtain the near-
fieid soíutión in the región under the foundation, semid-
iscrete vibration modes satisfying homogeneous bound-
ary conditions of fixed foundation are combined with
semidiscrete particular soiutíons satisfying inhomo-
geneous boundary conditions due to unit rigid-body
motions of the foundarion. These particular solutions are
aiso calculated by the finite elemení method. The near-
and far-field solutions are then rnatched at the interfaces
of the two regbns to determine the participation factors
of the vibration modes. This approach may be viewed
as a finite element method with consistent transmitting
boundaries representíng the wave radiation into the far
field.

A major advantage of this numerical technique is that
the computationaí effort is independent of the extent of
the stratum in the horizontal direction. On the contrary,
a disadvantage ís the assurnption of rigid base for the
straturn. Nevertheíess, this is not ñ serious restrictíon

because it is always possibie to choose a depth that is
large enough to simúlate the presence of an underlying
half-space. In effect, a rigid basement is fully reriectíve,
i.e. no energy can be transmitted into the bedrock via
the refracíion of the outgoing waves from the overlying
stratum. To account for the flexibility of the bedrock,
the foundation was assumed here to be embedded in a
soft layer of thickness H% underlain by a stiff stratum of
thickness 2//s and fixed base representing the bedrock.
Modelíng the soil in this way is justified for foundation
dimensions that are relatively srnall compared to the total
depth of the rigid basement, since impedance functions
belong more to a vibration problem than to a propagation
one. Even in the case of shallow strata, the dynamic stiff-
ness functions so obtained are approximate enough for
engineering applications.

The practical importance of using this numerical tech-
nique to calcúlate the impedance functions is because the
effects of foundation embedment and iayer depth affect
significantly the springs and dampers by which the soií
is replaced. Probably, the most importan! effect is that,
for a soil íayer, a cutoff frequency exists below which
the radiation dampíng is not activated [14], Practicing
engineers often overlook this phenomenon, since a half
space is generally used for modeling the foundation soil.
On the other hand, calculations are carried out on the
assumption that the foundation is perfectly bonded to the
surrounding soil. The modeling of the contact conditions
does not include the presence of backfill, ñor the lateral
separation between the foundation and soii, as happens
in rnany real situations during intense earthquakes.
Consequently, the depth of embedment should be inter-
preted as the effective embedment depth for the con-
ditions that would prevail during the design earthquake.

The input motions representing the components of the
base excitation are aiso comptex-valued quantities
dependent on the characteristics of the soil and foun-
dation, as weil as on the wave nature of the excitation.
Given the many uncertainties involved and assumptions
considered in the modeíing of this problem of diffraction
and scattering of the incorning waves by the foundation,
the averaging method of íguchi was used here to calcú-
late the inpui motions of the base. This is an efficíent
technique suítabie for embedded foundations [15], which
requíres knowing previously the soil impedance func-
tions. In essence, the foundation input motion is obtained
by taking a weighted average of the free-fieíd displace-
ments along the soil-foundatíon interface and adding the
dispíacement and rocking caused by the resultant forcé
and rnoment associated with the free-fieíd tractions aíong
this surface.

As already mentioned, the wave excitation is given by
vertically propagating shear waves. Foilowing a standard
wave propagation formulation for the case of antiplane
motion [16], the free-field motion in the stratum in
absence of the foundation takes rhe form
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where Ug is the complex amplitude of the control motion
on the ground surface, which is defined as

TI =
1A,

cos(/rs//s
(3)

where a=p%VJpoVo is the impedance ratio between íhe
stratum and bedrock and ks=<o/Vs the wave number for
the stratum. The cosine function appearing in Eq. (2) can
be interpreted as the amplitude variation of the ground
motion with the depth. Without Ioss of generality, one
can assume that 2AQ is the complex amplitude of the
free-field motion on the rock outcropping, i.e. on the
level of the ground surface but assuming there is no
íayer.

It is worth noting that the parameter a expresses the
geometrical attenuation in the stratum due to the wave
radiation within the bedrock. Material attenuation in both
the layer and the underiying médium is taken into
account when replacing the real shear wave velocity VM

by the complex one VtJ\+i£tj,), in which the subscripts
s and o denote stratum and bedrock, respectiveiy.

4. Effective period and damping of system

The effective period and damping of soil-structure
systems including the kinematic interaction effects rnay
be obtained by extending the weli-known replacement
oscillator approach used to account for the inertial inter-
action effects. The seismic wave effects are considered
by estabiishing an analogy between the coupíed system
excited by the foundation input motion and a replace-
ment oscillator excited by the free-field motion on the
ground surface. The effective period and damping are
determined such that, under harmonic excitation, the res-
onant period and the peak response of the actual system
are equaí to those of the equivalent oscillator. The for-
mulation and vaüdation of this approach to estímate the
modified period and damping of the building by both
kinematic and inertial interaction, is published else-
where [17].

The effective period and damping are measured
directly from the transfer function of the imeracting sys-
tem, which is defined as Q=O^U!JÜ9-U% and can be calcu-
lated from Eq- (I). Once the variation of the transfer
function amplitude has been determined, the system per-
iod f0 and the system damping Q are computed by use
of the following expressions;

T = T1 e 'res (4)

(5)

where Tres is the resonant period and Qtcs the correspond-

ing peak response measured at the transfer function of
the interacíing system.

With this approach, both the inertial and kinematic
interaction effects are expressed by an increase in the
fundamental period and a change in the associated damp-
ing of the rigidly supported structure. ín ihis way, the
máximum strucrural response can be estirnated from
standard response spectra for the prescribed free-field
ground motion. using the valúes of fc and £. determined
by the procedure just described and presented here by
means of dimensionless charts.

5. Diagrams for design

Díagrams of effective periods and dampings of build-
ing-foundation systems are developed for practical use.
They are expressed in terms of the foílowing dimen-
sionless parameters: the mass ratio of the foundation and
structure, M¿Me\ the mass moment of inertia ratio of the
foundation and structure, JJJe; the mass density ratio of
the stratum and bedrock, pjpo\ the shear wave velocity
ratio of the stratum and bedrock, VJVO; the sienderness
ratio of the structure, HJR; the embedment ratio of the
foundation, DIR; the normalized depth of the stratum,
HJR; and the relative stiffness of the structure and soil,
HJVJ~t, also known as the foundation flexibility.

In all calculatíons it was assumed that M¿Me-§25,
7c/ye=0.3, /Vpo=0.8 and VJVo=0.5. In addition, the
damping ratios £c=£s=0.0S and £o=0.03, and the Pois-
son's ratios ¿¿,=0,45 and ¿¿0=0.33 were adopted. These
valúes are intended to approximate real buildings and
soils. The remaining system parameters are the most
important and henee were given the valúes
HJR=2¿ and 5, D¡R=Q,0.5 and I, and HJR^23 and 5.
The foundation ñexibiliry is the critical parameter con-
trolling the soil-structure interaction. Here.it was varied
from O, the limiting rigid-soil condition, to 0.4 for very
soft soi! having shear wave velocity of the order of 50™
100 m/s, as happens for example with the soft clay
deposits in the Vaiíey of México [18].

A comprehensive parametric anaiysis was conducted
to elabórate the compendium of dimensionless charts
shown in Figs. 3-8 for the_systenf s period and damping.
The valúes of TJTC and £e are plotted as a function of
the foundation ñexibility for several combinations of the
remaining system parameters. Figs. 3-5 and 6-8 corre-
spond to struefuraí damping of viscous and hysteretic
type, respectiveiy. In Figs. 3 and 6, 4 and 7, 5 and 8,
graphs are given for strata with HJR-2 (shallow), 3 and
5 fdeep), respectiveiy. Each graph includes results for
foundations with D/R=Q (surface-supported), 0.5 and I
(deep-embedded) and for buildings with HJR-2 {low-
rise), 3 and 5 (high-rise). Note that, as the valué of
HJV^ tends to zero, the curves for tc/Tc and £c

approach 1 and 0.05, respectiveiy, corresponding to the
valúes for the fixed-base condition.
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From this parametric analysis, the fotlowing general
conclusions for the effective period and damping of soil-
structure systems are drawn:

1. The system period increases monotonicaüy with
increasing the foundation flexibiíity and the structure
height. This efTect is particuiarly significant for sur-
face-supported foundations. The period lengthening
relative to the fixed-base fundamental period
decreases as the foundation depíh increases. This
rneans that íhe deeper the foundation, the stiffer the
system. Although íhe kyer depth has little influence,
the system is stiffer for the shallow than for the deep
stratum. principaüy for deep-embedded foundations,
In addiíion, íhe system period practically does not
depend on the type of síructural damping.

2, The system damping increases considerab!y with
increasing the foundation embedment and the laysr
depth, especially for low-rise strucmres. The deeper
the stratum, the greater the influence of the
embedment. For viscous structurai dissipation, the
effective damping of the system may be smaller than
the damping of the structure aione, particuiarly for

high-rise buildíngs that are more effectively excíted
by rocking of the foundation. The largest reductions
occur for valúes of the foundation fiexibüity ranging
from 0.15 to 0.25; the lower valué is associated with
surface-supported foundations and the upper valué
with deep-embedded foundations. These reductions
do not occur when the structural damping ís assumed
hysteretic rather than viscous. Moreover, the system
damping is always larger for hysteretic than for vis-
cous damping.

Although the significance of soil-structure interaction
depends on the characteristics of both the interacting sys-
tem and the seismic excitation, it can be observed from
the results preseníed that the interaction effects are negli-
gibíe for HJVJ^.05, If this criterion is fulñlled, the
structure may be analysed under the fixed-base con-
dition, because in that case the period lengthening and
damping modification are insignificant from a practical
viewpoint. On the other hand. as the íransfer function of
the coupled system is not exactly the one of a single
oscülator, the concept of the effective period and damp-
ing is restricted to some applications. Due to changes in
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the shape, the transfer function of the interacting system
can not aiways be fitted by that of an equivalen! oscil-
lator, except at the resonant period. This situatson often
takes place with very short structures, deeply embedded
fourtdations and shallow strata, as illustrated in Fig. 9
for HJR^\,DIR=\ and HJR-2. In this case, the replace-
ment oscillator approach is not recommendable for
HJViTt>02 and thus an exací analysis of the system
response to a specific excitation using the Fourier trans-
form technique should be preferred.

6. Approxímate formulas for design

The ATC and BSSC procedures for soil-structure
interaction are based on the modiñcation of the reíevant
dynamic properties of the structure corresponding to the
fixed-base condition. Specific expressions are given in
those codes to compute the effective period and damping
of elastically supported structures. Here, improved sim-
piified formulas are proposed which are very heiprul,
used according to code interaction provisions. Such for-
mulas supply the natura! period and damping factor of

an equivalent oscilíator, having a resonant peak of the
same arnplimde and frequency as the first peak of the
harrnonic response of the actual system. The system per-
iod ís given by

-Tir- (6)

(7)

(8)

are the natural periods if the stmcture were rigid and
ifs base were only able either to transíate or to rock,
respectively. In addition, the system damping is given by

in which

-•2n

i a J-Jl

1 Sh 2±Lí

ín which

(9)

(10)
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d i )

are the daraping ratios of the soil for the translational
and rocking modes of the foundation, respectively. It ís
worth noting that the natural periods 7"h and T0i the
damping ratios £h and ^ , and the transfer functions Qb

and QQ should be evaluated for an excitation frequency
corresponding to the effective period of system. ín view
that this period is unknown, the process of determíning ií
requires an iterative scherne. Notice also that kinernatic
interaction is excluded by setíing Qh=\ and Q<¿=Q, with
which the system damping for solely inertiaí interaction
is recovered. The system period is not affected by kine-
matic interaction.

Eqs. (6) and (9) were deduced assumíng the structural
damping of viscous type, and considering that the foun-
dation mass Mtí, the rotary inertia of both the strucrure
and foundation, Js and Jc, and the coupled stiffness Kh0

and damping Chí> of the soíl are negiigible. as assumed
by many authors [8,10,19] to derive approxhnate
expressions for the effective period and damping of sys-
tem. If hysteretic structural damping is desired, the first

Fig. 9. Transfer fiinctions for ihe actúa! sysiem (solid Iine) and the
replacement oscillator (dashed iine) for HJR=\, D!R=\ and HJR-2.
considering viscous stnjcturai damping. Aii olher system parameters
were fixed constam ai vaiues of .W.r>/C=G.25. JJJc=O.i, p ^ p ^ . 8 .

, Cu=0.03, ^s=0.45 and ¿iQ=0.33.
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term in parentheses on the right-hand side of Eq. (9)
should be modified using the equivalence condition
Q={<üJ(Q)Q, in which the superscripts v and h denote
viscous and hysteretic damping, respectively. When 0)
is replaced by <ñe, this rnodification leads to an exponent
of two instead of three for the ratio TjTe. It is apparent
that, as the fundamental frequency of the buiíding
reduces by soií-structure interaction, the energy dissi-
pated in the viscous model decreases, while the energy
dissipated in the hysteretic model is conserved unchang-
ing. Therefore, the effective damping of system
implicitly reduces when the former mode! is used. On
the other hand, Eq. (6) was obtained by negiecting
damping terms of second order, whereas Eq. (9) was
calibrated with the numérica! solution. The accuracy of
the approximate formulas is good for engineering pur-
poses, as shown in Fig. 10 by cornparisons with numen-
cal resuits for different combinations of the system para-
meters. It is interesting to note that the accuracy in the
system damping is better than in the system period. The
main advantage of these formulas over all known similar
expressions lies in that the depth of embedment and the
wave nature of the excitation are taken into consider-
ation.

extremeíy important. They increase considerably the
effective damping of the system reíative to the damping
of the structure aíone, especially for ¡ow-rise structures.
Diagrams should be of use in code-analyses of soií-struc-
ture interaction. They represent a raptd and accurate way
for determining the system's period and damping
required when applying seismic design provisions. Dia-
grams should also be used to ascertain at a glance the
effects and reíative importance of the numerous para-
meters involved. Their appiication could not be justified
only for unusual buildings and sites in which the interac-
tion effects are of extreme significance. Furthermore,
approximate easy to use formulas for the effective period
and damping were proposed. They were found to be in
good agreement with the numérica! solutions.
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Response of L-type embedded foundations to traveling seismic waves
La réponse dynamique des fondations avec une géométrie de forme L á i'incidence des ondes sis-

miques
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AJBSTRACT; An efficient indirect boundary eiement metbod (IBEM) ts appiied to compute thc impedance ñinctíons for L-type rigid
foundations embedded in a homogeneous viscoeiastic half-space. The impedance functions togetber with the free-ficld displacements
and tractions generated aiong the soil-foundation interface are used to determine the foundation input motion for incident P, SH and
Rayieígh waves. This is accomplished by application of the averaging meihod of Iguchi. The main objective is to know how the re-
sponse of an L-type foundation with symmetrical wings differs from that of the corresponding enveloping square foundation. The
foundation soü is characterized by a Poisson's ratio of !/3 and a hysteretic damping ratio of 5%. The results should be of use in analy-
ses of soil-structure imeraction in which the effects of traveling seismic waves are needed to inciude.

RESUME: La méthode indireci des éléments de frontiére (EBEM) est utilisee pour obtenir des fonctions d'impédance pour des fonda-
tions rigides présentant une géométrie en forme de L, emerrées dans un demi-espace viscoéiastique homogéne. Pour I'incidence des
ondes P, SH et Rayleigh, le mouvement effectif de la fondation est obtenue en utilisent les fonctions d'impédance ainsi que les
contraintes et tes déplacement calcule pour le champ libre. Cela est réaiisé par 1'application de la méthode proposce par Iguchi. Le
principal objective est de connaitre comment ¡a réponse dynamique des fondations rigides présentant une géométrie en forme L avec
des aiks symétriques est différent de la réponse de une fondation carree. Toutes Íes analyses ont été faites avec un coefficient de Pots-
son de 1/3 et un amortissement hystéréctique de 5%. Les resultáis seront útiles dans l'anaíyse d'iñteraction sol-struture á laquelle les
effets des ondes sismiques qui passent doivent étre pris en compte.

i INTRODUCTION

Several studíes have been carried out to evalúate tbc effects of
wave passage for foundations of regular shape (Wo"8 & *-uco,
1976; Luco & Mita, 1987). However, there is titile information
for irregular foundations or configurations that, even being
symmetrical about one axis, have re-entrant comers the effects of
which are generally not accounted for in practical applications.
The most frequent problems due to this issue are related to tor-
sión in the stmcture itself and to torsión and rocking in the foun-
dation caused by the traveiling seismic waves.

In practico the wave nature of the earthquake excitation is
usuaíly ignored. Nevertheless, üic traveiling wave effects cannot
be overlooked for unusual irregular structures of major impor-
tance, because the dampíng capacity of the foundation depends
not only on the energy dissipation by hysteretic and radiation
damping in the soü, but also on the loss of energy by diffraction
and scattering of the incident waves by the foundation. In the
evalualion of the input motions, analytical solutions are avaílable
on!y for very simple geometries. For complex geometries. a
number of sophisticated numerical methods have been devei-
oped. although the current appiications regard oniy regular
shapes (Chow, 1986; Beni & Abdef-Gaffar, 1994). This can be
explained if one considers that the rigorous analysis of kinematic
interaction demands a substantia! computational efíbrt and the
fact thal most foundations have regular forms, mainly rectangu-
lar shape.

On the other hand, the use of more elabórate procedures does
not elimínate thc uncenainties that are iaherent in the modeüng
of the soil-foundation sysiem and ¡n the specification of the dc-
sign ground motion. Thercfore, approximate rnethods have been
highly recommended for design purposes. For the case of em-
bedded foundations, a good estimation was achieved by Iguchi
(1982). This is a remarltabty simple and efficient rnethod that al-
iows us to determine the overall exciiation of arbitrarily shaped
foundations, providing that the impedance functions are known

-in ádvance. For regular foundaiions, it has been proven that thc

effects of wave passage can be assessed by this technique (Igu-
chi, ¡984; País & (Cause!, 1989).

This work deals with the seismic wave effects on the har-
monic response of L-type rigid foundations embedded into a uni-
form viscoeiastic half-space. The principal objectives are to in-
vestígate the effects of foundation shape, embedment depth and
type of wave excitation. Thc impedance functions are calculated
by applícation of an efficient indírect boundary element meihod
(IBEM). The foundatíon input motion is computed using the
weli-known Iguchi's method. Numerical analyses are conducted
on L-type foundations with symmetrical wings excited by bori-
zontalty incident plañe P, SH and Rayleigh waves. Results are
compared to those obtained for an enveioping square foundation
defined by the exterior width of the corresponding L-shape
foundation.

2 ANALYSIS OF fMPEDANCE FUNCTIONS

One of the most complex and time-consuming tasks in analyses
of soil-strucTure interaction is the calculation of the impedance
functions. These dynamic stiffness functions reflect the relation
between the harmonic forcé or moment appiied on a rigid mass-
less foundation and íts resulting displacemem or rotation for
each degreeqf freedomofthe foundation. The calculation of the
impedance functions involves the solution of a radiation míxed
boundary-valué problem in elasiodynamics. The model consid-
ered for the formulation of the IBEM is schematicaüy shown in
Figure 1, in which a is the exterior haif-width of the L-rype
foundation, 1 the iongitude of its wings and h the depth of em-
bedment. The foundation is assumed to be rigid and perfectly
bonded to a homogeneous viscoelastic half-space.

!n order to apply the IBEM, the contact arca between the soil
and foundation T, and the portion of the free surface f, should be
discretszed.

L« íí/,}=|£/B Uy. Uz\
r\* the radiated displacemem fieíd as-

sociaied wiih the motion of the foundation when excited by ex-
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temil barmonic forces or moments. Tbe time factor e'M witn cir-
CUIMT frequency co íppües to i l í disptacement «id stress fields.
For the sake of simplicity, this factor will be omitted from here
on. The disiplaecmcnt vector tn tne médium u n be represented
by a single- ¡ayer boundary integral as

wbere U, [pY'irh component of díspíacement al point p, Gv ÍT"(p)} = {0}; peft

díspíacement Green's runction for the whoie space, i.e.
the díspíacement in direction / at poim/> due to a unit harrnonic
forcé acting in directiony at point \, <t>; (^Kunlaiown forcé dcn-
sity in direction,/ at point £,, and Y=Vf\j V, reprcsents the surface
along which the integration is made. p and \ are the coordínales
of the observation and source points, respectiveiy, and the
sources are located On the boundary T from which waves are ra-
diated.

Figure
tíons.

!. Model gcometry and coordínate system for L shape founeU-

This íntegra] representation allows the computation of trac*
tions by dírect application of Hooke's !aw. except a: boundary
sing^iarities arising when p ~ \ on the surface T. By a limiting
proeess based on equilibrium considerations around a neighbor-
bood of üie boundary, the tractíon vector { 7 / M 7 / , T". T'f
at the surface T can ¿e written as

(2)

where T," {p} * ith componem of traction at point p on f with
norma! rr(p) pointing outside, t = 0.5 if p icnds to T from ¡nside
or. £ =-O.S iftiie contrary, Sv (p ,0 ~ stress Green's function. 5P-
=> 1 ifp * ^ and hp< = 0 ifp * ^. Equations 1 and 2 are the basis
of the approacfi used here. The exact poin: !oad Solutions that
coRstirulc the 3x3 Green's fiinction matrices [G.jipX,)) and
[SH{p,%)} are pubüshsd elsevvfiere (Sane hez-Sesma & Lazón,
1995).

The boundary conditions that have to be satísfíed are the dis-
placement continuit> across the soiI• foundation interface, the

vtnishing stresscs at the free surf»ce tnd tbe wive radijtion at
infmity. The l*st condition is autornatiolly fuifilted whea
Green's functions are used. The otber conditions are represenied
by the following expressions:

(3)

f<>

where \U0}
sí{Uvt, U^ i/** <=>*. ©cy. ®o:lr i s a v c c t O r of P«-

seribed motions of the foundation. £/&, UQ, and 14. are the trans-
lations at a reference point with coordínales {Xo.ya.Zo)' ^ d ©a,
Qoy and ©a are the rotations about the coordínate axes (Figure
I). [a(/?)J is given by

> - y.

t - :,

0

J. - '

y, - y

* - *.
o

(5)

Equations 3 and 4 are solved for unit rigid-body motions of
the foundation corresponding to each of its six degrees of free-
dom. Let us assume that the forcé densities over each boundary
eiernent are constant. Also, let M and A' be the number of ele-
ments used to discretize the boundaries f/ and f,, respectiveiy.
Then the diseretization scheme reduces Equations 3 and 4 to a
system of 3A/+3W linear algebraic equations with íhe same num-
ber ofunknowns ip/í;). inwbicby'atx>',rand^íi:l,2,...>/+/V,

The resultant forces and moments acting on the foundítion
are calculated by integrating the contad tractions at the sotl-
foundation interface obtained from Equaiion 2. This leads to

(6)

where \F0\^{Fa,í F^ F^.. M& M^ M&)T. The vector of contact
tractions {T"{p)\ at the interface f/may be expressed as

(7)

where $*(p)} is a 3x6 matrix the columns of whicb represent tbe
contact cractions at the soü-foundaiion interface due to unit rigid-
body motions of the foundation. Substitution from Equatíon 7
into Equation 6 results in

in which

The eiemen» of this matrix represent the impedance func-
tions referred to (x^y^zg) and can be writtffn in the form

where n,=íi)a/)íP ¡s the dimensionless frequency, in which ^ $*
wave velociry, and C*> hysttfretic material damping of the soü
K0*, is dcsignated static stiffriess and k^ and cm are stif&ess
and damping coefTícienis, The larter coefficient refieets tb« vis-
cous geométrica! dampíng by wave radiarion witisin tfee soii-

3 ANALYStS OF INPUT MOTION'S

The foundation input motion represents. the response of 3 rigió
rnassless foundation when subjected to the scismic excitation u>
the form of barmonic waves. íts calculaáon invofves the soiuuon
of a scanering mixed boundary-valué problem in elastodyn^'
íes- It is weü-lcnown that the solutions of the pnrvious radiation
{impedance functions) and the present scatícring {input motionil
probiems are rclated (Luco, 1986). The connection between d*
two problems is such that the foutsdation snput motion can bf
easily caícuíateíí íf tfie coniact tractions at ííie soii-foundation in-
terface for unit rigid-body rnoiions of íhe foundation and tbe
frec-field ground motion are known.



An integra! representation for tbe foundation input motion in
terms of the dynunic stiññess matrix [K\ md the mathx of con-
tad tractions for the radiition problem lff(p}] has bcen devet-

d b Luco {1986). Tbis representatíon is given by

'

the vectora {U¿peVj))={UprUcMtl\
T and \¿pr¿)

ifgx.T'f^rg,}7 correspond lo the displacements and tractions
associatcd with tbe free-field ground motion al the soil-
foundation tnterface, respectively. Tbe foundation input motion
is related to the generalized driving forces

(12)

(13)

by tibe expression

wbere {T,*(p)\ denotes tbe vector of contact tractions generated
on the interface T¡ wheo the foundation is kcpt immobile under
tbe action of the seismic excítation. Tbe main disadvantage of
this approach resides tn tbat the direct solution of the scatteríng
problem is required. Iguchi (1982) has derived an approach for
the scattcring problem according to whJch the input motion for
cmbcdded foundations is defíned by

in wbich

(H)

(15)

where \U^p)} and {Tt'(p}} are tbe free-field dísplacements and
tractions, respectively. Although approximate, Equation 14 is
more suitable for numérica! evsluations. !ts discrettzation is
based on the same scheme used for the radiation problem.

The d¡fferem types of wave excitabon considered in this
study are given by horizontally incident plañe P, SH and
Rayteigh waves propagatuig along the symmetry axis of the
foundation, The free-fieíd motion on the ground surface, i.e. the
motion of the soii surface in abseocc of tbe foundation, is repre-
sented in each case by

cxp{-i&(xco$rfc - (16)

wbert Wp** lfD and L'g. are respectively the amplitudes of the
horizontal and vertical components of this motion, y the incident
angle and c the apparem horizonul velocity. Following a stan-
dard wave propagation formuiation for the case of in-plane mo-
tion, thesc parameters have bcen «tabhshed elsewhere (Achen-
bach. 1976).

4 NUMEWCAL RSSLXTS

Boih the impedance functions and input motions computed here
are referred to the center of the bonom of the foundation &ná are
expressed in terms of tbe dimensión ¡ess frequeney previously de-
fined. The caJeulations wert performed for a number of valúes of
r\ in the range from 0-01 to !. Material atienuation in the médium
was introduced through the use of compicx 5- and P-wuve ve-
iociües, that is K/»K^1+iO and V,**V¿\+iQ, ín which VfP-
wave velocity. A Poisson's ratio of 13 and 5% of interna] damp-
íííg were used to characterize the foundation soii. To reduce the
number of examples, four cases are analyzed concerning the

shape of tbe foundation, namely: l/a»0 (square shape), l/a*\ ( t -
shape) and for each, A/a-0 (surface foundation) and h/a*\ (em-
bedded foundation).

4.1 ¡nput motions for square and ¡shape foundations

The components of üie foundation input moción are expressed by
the ratios C V / tf&.y ^ d © c t / && . which relate the complex
amplitudes of che horizontal and rocidng input motions, respec-
tively, to tbe complex amplitude of the horizontal ftee-fieid dís-
placements í/jx., on the ground surface.

Ustng this techníque, we obtained the foundation input mo-
tions for P, SH and Rayleigh waves impinging borizontally with
an azimuth ^ 5 ° related to the x-axis.

h/o«0; ¡--vae
"A-I: L-lype i ; squore

Figure 2. Horizonul tnd rocking foundation input motions áue to inci-
dent P waves.

Resultó obtained for square and L shape foundations for
A/¡F=0 and 1 are displayed in Figures 2, 3 and 4 which corre-
spond to horizontal and rocking foundation input motions wben
foundations are subjected to the meidence of horízontally P and
SH waves, and Rayleigh surface waves, respectively. Differences
in amplitude of these transfer fiinctions become evident for high
frequencies and deep foundations. For shailow foundations the
response obtained for L shape and square foundations is almost
the same. This means that ii can be considered a square envelop-
ing foundation in substitution for the shailow symmetrical L
shape with the corresponding save in time consumtng for
computation of the results.

For áesp foundaiions the rcsults differ drastically for high
frequencies (©a/ir3>0.8) specially for l'oA^p and ©tt/í/p,, rais-
ing valúes of seven times greater than those obtained for square
foundations in the case of incident SH waves (Figure 3). For P
and Rayieigh waves, these differences are approximately of 2.5
limes (Figures 2 and 4 respectively).

5 CONCLUSIONS

The 1BEM was applied to compute the impedance functions
for L-rype foundations embedded in a viscoelastic médium. Us-
ing the approximaie technique proposed by Iguchi, foundation
input motions were computed. Four different fouíidation geome-
tríes were analyzed, inciuding the square shape. A comprehen-
sive parametric study for foundations with geometries different
for the classical square shapes frequently analyzed in literature.
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is presented. Significint difTerenccs in trtnsfer functions cin be
obuíned when the fouiKhúon is ipproximated to these cltssical
shapes. We found significan! effccts associated wiih the founda-
lion shape, type of wave anatyzed and foundation depth. For tbe
foundations investigated, ibe influence of thc re-entram comers
of L-foundation determine the valúes of the resulte. The spec-
trum of foundation input motion varíes for translation and rock-
ing, specially for Ua/Wp and © c / í / , , . Other responses, lilte the
vertical and coupling were not investigated. Our results strongly
suggest that the approximation of irregular foundation shapes
with regular oríes for soil-structure imcraction is not recom-
mended when high frequencics most be taken into account. If
still such a thing has to be done the associaíed uncertainties
could be estimated using che results presented here.

i i n /o-0; l-type

n / o - 1 ; L-type !; squore

Figure 3. Horizontal and rocking foundation inpgi motions due lo inci-
den! SH waves.
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RESUMEN

Se analiza la influencia que el ángulo de incidencia y el ángulo azimutal tienen en ía respuesta
sísmica de cimentaciones de forma arbitraria. Entre otros factores, se toman en cuenta la
profundidad de desplante del cimiento y el tipo de onda que se usa como excitación. Para el
cálculo de las funciones de impedancia se emplea el método indirecto de elementos en la frontera
y los movimientos efectivos se obtienen utilizando una técnica aproximada propuesta por Iguchi
(1982). Se concluye que para cimentaciones irregulares cuyos lados sean de dimensiones
comparables entre sí, no siempre es válido aproximarlas a geometrías regulares.

SUMMARY

It ís studied the influence of the incident and azimutal angle on the seismic response of
foundations with arbitrary geometry. Among other parameters, it is considered the foundation
depth and the type of wave which is used fike an excitation. The impedance functions are
computed using the índirect Boundary Eíement Method and the effective input motions are
obtained applying the íguchi's technique (1982). ít is concluded that not always good results are
achieved when regular shapes are used in order to approximate their fonn to foundations with
arbitrary geometry.

INTRODUCCIÓN

Tomando en cuenta que son pocos los estudios que existen para determinar la respuesta dinámica de
cimientos de forma arbitraria, y en la mayoría de ellos sólo se describe el método de cálculo,
mostrando resultados para cimientos de geometrías senciilas (Betti y Abdel-Gaffar, 1994; Chow,
1986; Luco y Wong, 1987; Rücker, 1982; Wong y Luco, 1976), en este trabajo se utiliza el método
indirecto de elementos de frontera (IBEM) para calcular las funciones de impedancia de cimentaciones
que tienen una planta en forma de 'L' y que se encuentran embebidas en un semiespacio viscoelástico.
La intención es analizar que tan diferente es su respuesta en relación con la que se obtiene de
considerar la envolvente de forma cuadrada. Ya Dobry y Gazetas (1983) afirmaban que era
impostante tomaren cuenta la forma de la cimentación, pues esta afecta de manera significativa las
rigideces y amortiguamientos dinámicos.

Debido a que el cálculo de la respuesta de cimentaciones con geometrías complejas no es posible
hacerlo utilizando los métodos analíticos, se desarrollaron los métodos numéricos que requieren de la
discretización del medio, ya sea de una fracción del espacio que ocupa el modelo (elementos
finitos) o de las fronteras (métodos de elementos en la frontera) lo que incrementa los esfuerzos
computacionales. Esto justifica en parte, el hecho de que la tendencia general haya sido la de
considerar formas regulares que se aproximen & las' irregulares para obtener la respuesta de las
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cimentaciones. Pese a que ya se cuenta con las técnicas para poder realizar los análisis de
cimentaciones de geometrías complejas, y los equipos de cómputo son también más poderosos en
cuanto a capacidad de memoria y velocidad en los procesos, ha quedado la costumbre de utilizar
geometrías regulares para obtener la respuesta de las irregulares. Esto quizá se deba a que no existe
un estudio paramétrico que defina que tan distintos son los resultados de ios que se obtienen al
hacer aproximaciones a formas regulares. En este documento se describe, mediante análisis
paramétricos, que tan alejada está la respuesta de dos cimentaciones en forma de 'L' (una de ellas
con un eje de simetría y ía otra sin simetría) en relación con una cimentación cuadrada, ai
someterlas a ia excitación de ondas P, S y Rayleigh. Se evalúan para ello las funciones de
impedancia utilizando e! ÍBEM, y los movimientos efectivos empleando una técnica aproximada
propuesta por ígiichi (i982). Con ello se reduce de manera considerable el tiempo de cómputo
requerido, porque, una vez que son obtenidas las funciones de impedancia, el análisis para
cualquier tipo de onda incidiendo con cualquier ángulo, se lleva a cabo de manera muy rápida. Las
cimentaciones se someten a la excitación que arriba con distintos ángulos de incidencia y
azimutales, con el propósito de conocer como influye su geometría en relación con la respuesta de
cimientos con varios ejes de simetría. Los análisis se llevan a cabo en el dominio de la frecuencia.

FUNCIONES DE IMPEDANC1A

En la figura 1 se presenta el modelo utilizado en los análisis, consistente en un cimiento con planta
en forma de VL\ empotrado en un semiespacio viscoeíástico, con módulo de Poisson de 0.45 y un
amortiguamiento histerético del 5%. El cimiento se considera infinitamente rígido y en contacto
continuo con el medio que lo rodea.

Para el cálculo de las funciones de impedancia se utilizó el IBEM que requiere de la discretización
de las fronteras del modelo, La descripción de este método se encuentra en Aviles et. al. (2001),
baste indicar que las rigideces dinámicas se obtuvieron de considerar movimientos y giros
armónicos unitarios en la cimentación. Esto genera ondas que se irradian al infinito. La
construcción de estas se obtiene al sumar la contribución de la energía que producen fuentes ficticias
localizadas en cada uno de los elementos en los que se discretizaron las fronteras cimiento-suelo (I>) y
suelo-superficie libre (Fs). Las fuerzas y momentos que se generan en el suelo por la presencia de la
cimentación que se mueve, constituyen las funciones de impedancia. El tamaño de los elementos de la
discretización depende de la frecuencia analizada, siendo mejor la aproximación cuando se tiene un
mayor número de elementos. Se obtienen buenos resultados cuando se utilizan cuatro o cinco
elementos por longitud de onda. Para facilidad en los cálculos, la discretización se llevó a cabo
mediante elementos de forma circular. La frontera libre alrededor de la cimentación considerada en la
discretización fue de forma cuadrada, con una longitud total de cuatro veces la dimensión exterior de
la *L' del cimiento. Las trnpedancias se obtuvieron para el punto {XQ, yo, z0) que representa a! centroide
de la planta de la cimentación a la profundidad zo=h. La eficiencia de este método ya ha sido probada
en Suarez y Sánchez-Sesma (1995, 1996}. Para cada punto donde se calculan las rigideces dinámicas,
se obtienen un total de treinta v seis valores (K : m,n = .x.v,z.Q .9 .6 ), seis de io cuales

mti ' x y z'

corresponden a !as fuerzas y momentos que se generan en la misma dirección que tienen los
desplazamientos y giros unitarios aplicados; los restantes treinta valores corresponden a las
impedancias acopladas cuyos valores generalmente son pequeños o nulos.

Se analizaron dos cimentaciones con geometría en forma de 4L\ una de ellas con un eje de simetría
(////:=!) y la otra sin simetrías {/,//j=1.5). Los resultados se compararon con los que se obtuvieron de
aproximarlas a una cimentación cuadrada (//A-O). Las rigideces y amortiguamientos dinámicos se
presentan en las figuras 2 y 3. respectivamente, para cimientos con enterramiento nuio (h/a=()) y con

h/a=\. Los resultados están normalizados con respecto a fas impedancias estáticas (K^n(\+2i^)) y

la parte imaginaría también se normalizó con respecto a la frecuencia analizada (TI); siendo



K = K° (k +r\c ){\ + 2it)\ donde el amortiguamiento histerético £=0.05. En la tabia I se
mn mn mn * mn T ° '

presentan los valores de ías impedancias estáticas para ¡as geometrías analizadas. De las gráficas se
deduce que la geometría influye en las rigideces y amortiguamientos del sistema suelo-estructura,
principalmente para altas frecuencias o cuando la cimentación es superficial, Esto implica que los
efectos de la geometría son más importantes en estructuras desplantadas sobre suelos duros, donde el
fenómeno de la interacción suelo-estructura es poco importante; o en estructuras de dimensiones
grandes. Es destacabie eí hecho de que ías impedancias dinámicas para cimentaciones que tienen al
menos un eje de simetría (///?:=!), tienden a acercarse más a los valores de ías cimentaciones
cuadradas que a aquellos correspondientes a cimientos sin ejes de simetría (///?>=!.5). Son, además,
mas marcadas las diferencias cuando se comparan los resultados para las cimentaciones superficiales
que los que se obtienen para cimientos enterrados.

y
FIGURA í. Geometría y sistema coordenado de referencia para cimentaciones con forma de 'L'. Las
ondas sísmicas inciden con ángulos y y <p, como se muestra.
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FIGURA 2. Coeficientes de rigidez dinámica para cimientos en forma de 'L' con /,W? (línea
punteada). /(-= /; (linea a trazos) y para formas cuadradas (//= /:=0) {línea continua); cuando están
sobre la superficie de un semsespacio (lineas gruesas) o cuando D-a (lineas delgadas).
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FIGURA 3. Coeficientes de amortiguamiento para cimientos en forma de 'L' con 1¡¿1: (línea
punteada), //= /;=! (linea a trazos) y para formas cuadradas (/,= /;=0) (linea continua); cuando están
sobre la superficie de un semiespacio (líneas gruesas) o cuando D-a (líneas delgadas).

MOVIMIENTOS EFECTIVOS

Los movimientos efectivos indican los desplazamientos y giros que tiene una cimentación rígida,
sin masa, cuando es sometida a la acción dinámica de una excitación. Estos están representados
por tres desplazamientos de cuerpo rígido (Uox, U0 v. ,Uo . ) y tres giros (80^,9^ v ,8 0 . )

Básicamente indican la modificación que sufre el movimiento de campo libre (U^.U^.U^)



debido a ía presencia del cimiento que genera difracción. Su cálculo requiere de recursos
considerables de cómputo, más aún cuando el modelo involucrado tiene geometrías irregulares. En
muchas ocasiones se omite el consideraros y únicamente se toman en cuenta los movimientos de
campo libre. Esto no genera errores cuando la cimentación es superficial y ía incidencia de ondas
es vertical. Al igual que en el cálculo de ías tmpedancias, existen varias técnicas desarrolladas para
su obtención, sin embargo, al haber un mayor número de factores a considerar (tipo de onda y
ángulo de incidencia adicionales a la geometría del cimiento y propiedades del medio) los análisis
paramétricos implican un mayor número de procesos. Iguchi (1982) propuso un método
aproximado que permite el cálculo de los movimientos de entrada de manera eficiente. Estos se
obtienen al aplicar ía siguiente ecuación

v J g T i ¡ (1)

donde

T
[HJ^irí[a(p)J7[a(P)JdT(P) (2)

(3)fa(p)J =
1 0 0 0 z-z0 yo~y
0 1 0 zo~z 0 x~x0

0 0 i y-y. xo-x 0

p indica el punto para el cual se calculan los movimientos (Ug
s(p)) y tracciones (Tg

s(p)) de campo
libre a lo largo de la frontera f,-. En la figura 4 se presentan la comparación de los resultados
obtenidos al utilizar una técnica rigurosa como la del IBEM y los correspondientes al usar el
método de Iguchi. La ventaja de este método radica en que únicamente se requiere conocer ias
impedancias dinámicas y ios desplazamientos y tracciones de campo libre, además de la geometría
de la cimentación. Métodos más rigurosos requieren de ía discretizacíón del modelo y de la
solución de un problema con condiciones de frontera. Una descripción más completa de la
aplicación del método de íguchi se puede consultar en Iguchi (1984) y Pais y Kausel (1989).

Se calcularon los movimientos de estrada para los tres tipos de cimientos (///?.'=0, ///?:=1 y ///7r=1.5)
utilizando como excitación a ondas P, S y Rayleigh que arriban con distintitos ángulos de incidencia
(7) y azimutales (q>). Todos los resultados que se presentan, fueron normalizados con respecto a los
desplazamientos de campo libre. En las figuras 5 y 6 se muestran ias funciones de transferencia
obtenidas para cimentaciones con planta geométrica en forma de X1 con enterramientos h/a=0 y 1, y
sujetas a la incidencia de ondas que arriban con azimutes <p=0°, 45° y -45°. Para ondas que inciden
verticalmente sobre cimentaciones simétricas (/y7¿-l) se granean tas respuestas en la figura 5; y en la
figura 6 se muestran para ángulos de incidencia y=30° en cimentaciones sin ejes de simetría
l//,íj=i.5). Para una cimentación cuadrada se obtienen los mismos resultados ai considerar
indistintamente <p=45° y -45°, por lo tanto se esperaría que lo mismo ocurriera para las cimentaciones
en forma de *L\ Comparando las funciones de transferencia para q>=45° con las calculadas para -45°,
se puede afirmar que la aproximación es bastante buena en cuanto a los desplazamientos que se
presentan en los cimientos simétricos, sin embargo, se aprecia que en eí caso de los giros, para
cimientos enterrados sujetos a la acción de las ondas de Rayleigh los valores que se obtienen pueden
diferir, para una frecuencia determinada, hasta en un 300%. Cuando la cimentación no es simétrica ¡as
diferencias se presentan en todos los modos, tendiendo a incrementarse con la frecuencia.

El ángulo azimutal y de incidencia con el que llegan ias ondas a la cimentación también afecta de
manera importante la respuesta de las cimentaciones 'L1, en relación con la .que se obtiene para ía
cuadrada. Esto debido principalmente a la posición del centroide de la geometría de la planta del
cimiento, con respecto al ángulo azimutal. En las cimentaciones simétricas {///;=0 y ///7»=1), para
4̂ =45° ia dirección de propagación de las ondas: coincide con algún eje de simetría, por consiguiente
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t4.(-£4e y &t>¿;=9¿,v, como se observa en la figura 7, en donde se muestran los resultados obtenidos
cuando inciden ondas SH. En este caso la dirección deí movimiento es perpendicular al eje de simetría.
Aí llegar ía excitación a una profundidad z, de la cimentación y desplazar al mismo tiempo todos los
puntos en ese nivel con una amplitud menor en relación con los desplazamientos generados en otro
nivel a la profundidad z2, se genera un cabeceo cuyas componentes en Ía dirección de los ejes x-y son
iguales. Para el caso de las ondas SV ía dirección del movimiento es paralela al eje de simetría
provocando que los desplazamientos en ambos ejes (x-y) sean los mismos (figura 5). La función de
transferencia para las cimentaciones con simetrías (l¡/l:~0 y / , /M 1), es muy parecida en los modos de
los desplazamientos, no ocurriendo esto para los giros. Los resultados para el cimiento no simétrico
pueden ser muy distintos a tos obtenidos para cimientos cuadrados, difiriendo en algunos casos hasta
en mas del 200% (figura 6).

0
.0

V
Figura 4 Comparación de resultados obtenidos utilizando el ÍBEM (lineas gruesas) en relación con
los calculados con ei método de Iguchi (líneas delgadas), Las gráficas corresponden a las
funciones de transferencia para cimientos enterrados h/a~\, I1/I2-I sujetos a la acción de ondas P
(línea continua), SV (línea a trazos) y SH (línea punteada) que inciden con un ángulo de Y=30° y
azimut (p=45°.

En las figuras 8 y 9 están graneados los movimientos efectivos para las tres geometrías estudiadas,
cuando la dirección de propagación de ondas es paralela a uno de los ejes de simetría de ¡a
cimentación cuadrada. Se consideró la incidencia de ondas P con azimut (p=0° (figura 8) y de ondas
SV con azimut cp=-45° (figura 9). Los resultados muestran que U0^U0,y y É ^ ^ . V cuando la dirección
de propagación (o del movimiento) no coincide con un eje de simetría. Las mayores amplitudes se
presentaron cuando se hizo el análisis para la incidencia de ondas SV para y=60° (todos los ángulos
mostrados en la figura son mayores que el ángulo crítico cuyo valor es de 17°). En general se observa
que las funciones de transferencia tienden a tener la misma forma para cualquiera de los cimientos
analizados. Básicamente "las diferencias ocurren en la frecuencia para la que se presentan los valks y
picos de la función, y en su amplitud. En la mayoría de los casos se observó que existen menos
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posibilidades de error cuando se hace la aproximación de !a geometría de la cimentación al analizar
cimientos superficiales (h/a=Q) que es lo contrario de ¡o que sucede al considerar sólo Ías funciones de
impedancia..

CONCLUSIONES

Se utilizó el IBEM para evaluar las funciones de impedancia de cimentaciones cuya planta
geométrica tiene forma de 'L \ y aquellos cuya forma es cuadrada. Los movimientos efectivos se
calcularon a partir de utilizar una técnica aproximada propuesta por íguchi (1982). Los resultados
se compararon entre sí con el propósito de conocer los errores que se pueden cometer cuando se
aproximan cimientos de forma irregular (en este caso en forma de *L'), con aquellos que se
obtienen de considerar cimientos cuadrados. Para ello se llevó a cabo un estudio paramétrico que
involucra, además de ¡a geometría, el tipo de onda que se utiliza como excitación, y sus ángulos de
incidencia (y) y azimutal (<p).

De los resultados que se presentan se advierte que sólo para algunos casos, o para algunas
frecuencias, se pueden utilizar cimientos cuadrados que envuelven a los cimientos con plantas en
forma de *L\ teniendo una buena aproximación. Los errores que se pueden presentar al hacer este
tipo de aproximaciones, se incrementan al incrementarse la frecuencia estudiada y la profundidad
de desplante del cimiento.
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Rayleigh SV SH

Figura 5. Movimientos de entrada para cimentaciones de geometría "L1 con //A=I y
enterramientos h/a=Q (líneas gruesas) y 1 (líneas delgadas), sujetas a la incidencia vertical de
ondas 5 y de ondas de Rayleigh que arriban con azimutes <p=0° {línea continua), 45° (linea a
•trazos) y -45°(!mea punteada).
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Abstract

A simplificó indirect boundary eiement method is appHed to compute ihe impedance functions for L-shaped rigid foundations embedded in
a homogeneous viscoelastic half-space. \n chis method, the waves generated by the 3D vibrating foundation are constructed from radiating
sotirces Iocated on the actual boundary of the foundation. The impedance functions together with the free-field displacements and tractions
generated aiong the soil-foundation interface are used to calcúlate the foundation input motion for inciden! P, S and Rayleigh.waves. This is
accompiished by application of Iguchi's averaging method which, in turn, is verified by comparison with results obtained rigorousiy using the
relation between the solutions of the basic radiation (impedance functions} and scattering {input motions) problems. Numérica! results are
presented for both surfacc-supported and embedded foundations. It is shown how the seismic response of L-shaped foundations with
symmetrical wings differs from that of enveloping square foundations. The effects of incünation and azimuth of the earthquake excitation are
examined as weü. These results should be of use in analyses of soii-smiciure interacción to account for the íraveling wave effects usually
overlooked in pracüce. © 20O2 Published by Elsevier Science Ltd.

Keywords: Boundary element methíx!; Earthquake excítation; Half-space; Impedance function; Input motion; Rigid embedded foundation

1. Introduction

In many buildings, the plan configuration plays an
important roie on their seismic behavior. The most frequem
probiems due to this issue are related both to torsión in the
structure itself as well as to torsión and rocking in the
foundation xaused by traveling seismic waves. Severa!
studies nave oeen carried out to evalúate the effects of wave
passage on foundations of regular shape [1-4]. But there ís
littie ínformation for irregular foundations or configurations
that, even being symmetrica! about one axis, have re-entrant
corners commonly not accounted for in practica! appJi-
cations. Since typical foundations are rnuch stiffer than the
surrounding soil. the incorning seismic waves are diffracted
and scattered by the footing giving rise to a foundation input
motion that is different to the free-fie!d ground rnotíon..

In praclice, the nature of the earthquake excitation is
usuaily ignored. íf the type of incident waves and the angle
of incidence are negiected, the foundation input motion is
idéntica! to the free-fieid ground motion. However, the
effects of craveling seismic waves cannot be overiooked for
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unusuaí irregular structures of major importance. The wave
passage effects reduce the translational response of the
foundation and generales both torsional and rocking
responses. The latter couid have definite consequences in
seismic design. The evaiuation of the input motion for
foundations of arbitrary shape is very involved. In fact,
analyticai solutions are available oniy for very simple
geometries. For complex geometries, a number of sophis-
ticated numérica! rnethods have been developed, ajthough
the currení appücations regard on!y regular shapes [5—8].
This can be explained if one considers that rigorous analyses
demand a substantial computational efFort and that most
foundations have regular configurations, mainiy rectangular
shape.

The use of more elabórate procedures does not elimínate
the uncertainties inherem not oniy in the modeüng of the
soil-foundation system, but also in the specification of the
design ground motion. Therefore, approximate methods
have been highly recommended for engineering appíi-
cations. Scanlan [9] proposed an averaging technique to
readily compute the input motion for surface-supported
foundations. by taking a weighted average of the free-ñeld
displace ments generated along the contact surface between
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i 13 the soii and foundation. For the case of ernbedded
i 14 foundations, íguchi [10] achíeved a better estimation adding
¡15 a term that accounts for the free-fieid tractions generated
116 along the soi l -foundat ion interface. This is a remarkably
117 simple and efficiem method that aüows the computation of
l¡8 ¡nput motions for arbitrarily shaped foundations subjected
119 to different types of wave excitation, providing that the soii
120 impedance functions are known in advance. For regular
121 foundations, the wave passage effects nave been assessed by
122 this technique with a high degree of accuracy and a
123 minimum of numérica! efforí (1 Í , i 2 ] . Furthermore, the so-
¡24 cailed effects of ground motion incoherence, which reflect
125 the intrinsic spatial variabiliíy of the free-field ground
126 motion, nave been evaíuated by use of this procedure
127 [13-15].
128 On the other hand, it has been observed that the
129 foundation geometry may significantly affect the impedance
00 functions (see, for instance, the compiled information by
131 Gazetas [¡6]), quantities that represem the frequency-
132 dependen! spr ings and dashpots by which the soil is
s 33 repíaced when the foundation is subjected to externa!
1 34 harmonic forces. T h e scope of this paper is timited to the
135 consideraí ion that the soil around the foundation remains
136 undisturbed after consíruction operations, so that the
E37 presence of a weak zone or backfill is not accounted for to
i 38 compute the impedance functions, For a more realistic
i 39 model, however , the effects of imperfect bond between the
140 sidewall and the surrounding soii may be cons.idered using
141 the approximate theory due to Novak and Sheta [17] and
142 Novak and Han [18] , assuming the weak zone to be
143 massless. Taking into account the inertia effects of this
¡44 boundary zone, Veie tsos and Dotson [ 1 9 - 2 1 ] have devei-
145 oped rigorous solutions descr ibing íhe reduced resistance of
146 the soü in c o n t a d with the sidewail .
147 This work deals with the seismic wave effects on the
148 response of L-shaped rigid foundations embedded into a
149 uniform viscoeíastic half-space. The main objectives are to
150 investígate the effects of foundation shape, embedment
151 depth, type of wave excitat ion and incident angle. Both
152 impedance functions and input motions are caículated by
153 appücat ion of a simplified irtdirect boundary e lement
154 method ( IBEM) , which differs from other integral equation
135 techniques [8,22,23] in that the radiated fieid is represented
156 by a set of sources distr ibuted over the actual boundary of
157 the foundation, and not over a ñ c m i o u s inierna! surface.
!58 Another difference is that we use the Greer f s ftmctíons for
¡59 the fuil space and consequent ly the d i sc re tked boundary
160 must be extended to include a portion of the surface of the
16! half-space. Also, the impedance functions are used along
162 with the free-fieid d isplacements and tractions to compute
¡63 the foundation input motion by the well-known Iguchi ' s
¡64 averaging method, reducing extraordinarily the compu-
165 tational time, This highly efficient procedure is verified by
¡66 compar ison with results obta ined rigorously by use of the

167 wel l -es tabl ished re ia t ionship beíween the soíutions of
168 the basic radiation and scattering problems [24). While the

former refers to the response of the foundation to external
forces, the latter refers to the response of the foundation to
seismic excitation.

Numérica! anaiyses are conducted on L-shaped
foundations with symmetrical wings under incident
plañe P, S and Rayleigh waves. A Poisson's ratio of
1/3 and a hysteretic damping ratio of 0.05 characterize
the supporting soif. Resuits computed for both surface-
supported and embedded foundations are compared to
those obtained when a square foundation enclosing the
corresponding L-shaped foundation is used. The effects
of inclination and azimuth of the earthquake excitation
are examined as well, in order to identify reievant
incidence characteristics that should be taken into
account in the specífication of the foundation input
motion for desígn.

2. Analysis of impedance functions

The problem of determining the impedance functions for
arbitrarily shaped embedded foundations is considerabiy
complex and time-consuming. These functions refiect the
relation between the harmonic forcé (or moment) applied on
a rigid massless foundation and the resuíting dispiacement
(or rotation), for each degree of freedom of the fooüng. The
caiculation of impedance functions involves the solution of
a radiation mixed boundary-value probiem in elastody-
namics. The mixed boundary conditions to be saüsfied are
preciseiy displacements prescribed on the soil-foundation
interface and tractions prescribed on the free surface. The
mode! considered for the formulation of IBEM is schema-
tically shown in Fig. !, in which a is the exterior haif-width
of the L-shaped foundation, / the longitude of its wings and
h the depth of embedment.

In order to apply IBEM, the contact área between the soil
and foundation Fh should be discretized. As the Green's
functions for the fui! space are used, it ís aiso necessary to
discretize a portion of the free surface, cailed Fs, on which
traction-free boundary conditions are imposed. We dis-
cretize both surfaces using circular áreas of various sizes, as
shown in Fig. 2. The size of each circie should be smail
enough to consider the minimum wavelength. Typically,
four or five aíigned círcies per shortesí wavelength are
sufficient. Of course, a ¡arge number of circles irnprove the
accuracy of computations. Circular boundary elements are
used because the integráis of Green's functions over disks
can be easily obtained in a ciosed form. On the other hand,
the choice of the limited surface fs and its corresponding
extensión depend on the foundation shape, In this work a
centered square área is used, as shown in Fig, 2, that
typically has a width of two or three times the exterior width
of the L-shaped foundations. More detaüs about the
discretization scherne are given elsewhere [25],

Let [Ur(p)) = {U^U^Uíf be the radiated dispiace-
ment ñeld associated with the motion of the foundation
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Fig. 1. Modet geomclry anci coordínate system for L-shaped foundaüons
cmbedded in a half-space and subjected lo incídent P, S and Rayleigh
waves.

when excited by external harmonio forces. The Cartesian
coordínate system (x,y,z) is chosen as shown in Fig. 1. As
harmonic vibration is assumed, the time factor elwr with
circular frequency u> applies to all displacement and iraction
fields. For the sake of simplicity, this factor will be omitted
from here on. The displacement vector in the médium can be
represented by a single-layer boundary integral as

[ ü)

where Ur¡(p) is ihe ¡th componen! of displacement at point
p. Gijip, 0 the displacement Green's function for the whole
space, í.e. the displacement in direction i at point p due to a
unit harmonic forcé acting in direction j at point £, <£>,•(£)
the unknown forcé density in direcuon j at point ¿?, and
r ~ F¡ U Fs represents the surface along which the
integration is made. ít is worth noting that p and $ are
the coordinates of the observaüon and source points,
respectively, and that sources are located on the boundary
F from which waves are radiated.

Fig. 2. Plañe and elevación vicws of regions Tf and fs discretized into disks.

This integral representatíon allows the computation of
tractions by direct appHcations of Hooke's law, except at
boundary singularities arising when p = ^ on the surface F.
By a ümiting process based on equilibrium considerations
around a neighborhood of the boundary, the traction.vector
{V{p)} = {7<, T[., Tí}T at the surface f can be written as

{T¡{p)}

(2)

where T{(p) ¡s the /th componen! of traction at point p on F,
associated with a normal n(p) pointing outside, e = 0.5 if p
tends to F from inside or e = - 0.5 if p tends to F from
outside, Sijiptg) the traction Green's function for the full
space, i.e, the traction in direction i at point p due to a unit
harmonic forcé acting in direction j at point £ and SpS the
Kronecker delta ( ™ 1 ifp= ^and - 0 if p # ¿). Eqs. (1)
and (2) are the basis of the approach used here. The exact
point load solutions that constitute the 3 X 3 Green's
function matrices [Gijip, 0} and [5(>{p,0j appearing in
these equations are published eisewhere [25].
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We need to satisfy the following boundary conditions:
cornpatibiiity of dispíacements at the soil-foundation
interface, tractions prescribed on the free surface and
wave radiation at infinity, The last condition is automati-
caíly fulfilled when Green's functions are used. The other
conditions are represented by the foilowing expressions

(3)

(4)

where [U°) = {í/°, üj.í/?, 0?, 6?, ©?}T is a vector of
prescribed motions of the foundation. Specifically, the
components ifü, U^ and £/? are the transiations at a
reference point with coordinaíes (*o.>'o>3>)' and the
components 0?, 0^ and 8? are the roíations about the
coordínate axes, as shown in Fig. 1. Additionally, [a(p)] is a
transformation matrix of rigid-body motíon given by

~I

0

. 0

0

1

0

0

0

I

o

y ~ y n

yo-y
x-x0

o .

By inspection of Eq. 3, it is clear that the coiumn of the
matrix [a(p)j represent the displacements at the soü-
foundatíon interface due to unit rigid-body motions of the
foundation corresponding to each of its six degrees of
freedom.

As mentioned earíier, this approach is restricted to
foundaúons in fuli welded contact with the surroundíng soil.
However, the presence of backfill makes the validity of this
assumption questionable. A more realistic model for the
contact conditions should aliow for the possible lateral
separation between the foundatíon and soil, as proposed by
some authors [22,26]. With some modifications, the present
formulaúon may also be applied to foundations with
sidewall in paríial contact with soil. To do this, traction-
free boundary conditions require to be imposed on the soil
portion separated from the sidewall and prescribed dis-
placements on the portion over which contact is maintained.
Simiiarly. the presence of bedrock at shaííow depth may be
considered by introducing the boundary conditions of fixed
base ai the bedrock.

Eqs. (3) and (4) shouid be discretized to be solved. Let us
assume that the forcé densities over each boundary eiement
are constam. Also, let M and N be the number of elements
used to discretize the boundaries Tf and Fs, respectively. ít is
apparent that the discretization of these integral equations
reduces to a system of linear algebraic equations. The
number of equations to be solved is 3M -f 3¿V that is the
same as the number of unknowns <£}{£>, in which ; = x, y, z
a n d ^ - 1,2 M+N.

Once the forcé densities nave been determined, the
resultan! forces and moments acting on the foundation are
cakulated by ¡megrating the contact tractions at the soil-
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foundation interface obtained from Eq. (2). This leads to

í la(j?)?{Tr(p)}dr(p) (6)

where {f°} = {F*tF°,F?,M*,M*,M?)T is the vector of
generalized forces acting on the foundation. The vector of
contact tractions {Tr(p)\ at the interface f? may be
expressed as

lTr(j»}=W(p)}lv°l p e r f (7)

where [£(/>)] is a 3 x 6 matrix, the columns of which
represent the contact tractions at the soil-foundation
iníerface due to unit rigid-body motions of the foundation.
Substitution from Eq. (7) into Eq. (6) results in generalized
forcé-displacement relationship for the foundation. as
follows

{F°}=ÍK]{U°}

in which

(5) [K] = f (a(p)fW(p)}ánp)

(8)

(9)

is the 6 X 6 dynamic stiffness matrix, the columns of which
are interpreted as the generalized forces required to produce
unit generalized displacements of the foundation. The
elements of this matrix represent the impedance functions,
which are referred to the reference point with coordinates
(*0'>'o>£o) anc* c a n be written in the form

(10)

where rj = oxi/TrV% is a dimensionless frequency, in which
Vs the S-wave velocity, and £ the hysteretic material
damping of the soil. For each vibration mode of the
foundation, K^, and C^ are designated dynamic stiffness
and damping coefficients, which are function of 17 and
depend on the shape and embedment of the footing as well,
The springs Kmn reflect the stiffness and inertia of the
supporting soil, whereas the dashpots C^ reñect the viscous
geométrica! damping by wave radiation within the soil.

3. Analysis of input motions

The foundation input moñón represenis the response of a
rigid massless foundation when subjected to seismic
excitation in the form of harmonic waves. íts calculation
involves the soíution of a scattering mixed boundary-valué
problem in elastodynamics. ít is well known, however, that
the solutions of the earlier radiation probíem and the present
scattering problern are related. The connection between
them is such that the foundation input motion can be readily
calculated if the free-field ground motion and the contact
tractions atthe soil-foundation interface for unit rigid-body
motions of the foundation are aiready known. It is clear that
the probíems of detenmimng impedance functions and input
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by the expression

motions can be solved simultaneousiy taking advantage of
this premise,

In effect. Luco [24] has den ved an integral representador!
for the foundation input motion in terms of the dynamic
stiffness matrix, [K], and the matrix of contact tractions for
the radiation problem, [/3(/>)j, which is given by

(11)

where the vectors {[/(/?)} = \U[, U¡, UÍ}T and (7*0?)} =
{T¡, T¡., Ti | T con-espond to the displacements and tractions,
respectively, at the soil-foundation interface associated
with the free-fieíd ground motion. A considerabie amount of
computation can be saved by use of this approach compared
to that demanded if the concept of driving forces is used.
Following this last formulation, it can be shown that the
foundation input motion is related to the driving forces

(12)

(13)

where {/*(/>)} - í 7^, 7?, TÍ}7 denotes the vector of
contact tractions at the interface F{ when the foundation is
held fixed whííe subjected to the seismic excitation. It is
evident from Eq. (12) that the driving forces are the
resulting forces and moments that the soil exerts on
the foundation when this one is kept immobile under the
seismic excitation. The main disadvantage of this approach
íies in that the direct soiution of the scattering problem is
required.

Eqs. (9) and (1!) reveal that the calculation of both
impedance functions and input motions is straightforward
once the elaborated matrix [f3(p)] is evaiuated. Ii should be
noted. however, that difficulties arise when the matrix [K] is
obtained from any other method by which the computation
of the matrix of contact tractions is not required. It is in these
circumstances when an alternative form for the first term in
parentheses on the right-hand side of Eq. (11) is often more
desirabie. Based on an integral equation formulation, Iguchi
[ 101 has den ved an approximate approach for the scattering
problem according to which the inpuE motion for ernbedded
foundations is defmed by

[a(p)}r{a({p))dF(p).

in which

= [ [a(p)f[a(p)\drXp)

(14)

(15)

is a 6 x 6 simple geometric matrix. The first term on the right-
hand side of Eq. (14) represents a weighted average of the free-
fie id dispiacements along the soil-foundation interface,
whereas the second term represenU the generalizad
displacements caused by the resultan! forces and moments
associated with the free-field tractions aiong this surface.

As can be seen, to compute the foundation input motion
by Iguchi "s method, ií is only necessary to know the
geometry of the foundation, [//], the dynamic stiffness
matrix, [K], and the free-field displacements and tractions,
{(Jf(p)} and {Tf(p)}. Although approximate, Eq. (14) is
more suitable for numerical evaiuations than Eq. (II). The
discretization of both equations is based on the same scheme
employed for the radiation problem. Indeed, the circular
boundary elements used to discretize the soif-foundaüon
interface and their center coordinates are the same used to
compute with D3EM the impedance functions.

The different types of wave excitation considered ín this
study are given by incident Rayleigh surface waves and
obfiquely incident SH, SV and P waves. The tncoming plañe
waves impinge on the foundation with an inclínation y
measured from the z-axis and with an azimuth <p measured
from the *-axis, as illustrated in Fig. 1. The free-field motion
on the ground surface, i.e. the motion of the soii surface in
absence of the foundation, is represented in each case by

VI

exp[-icu(;tcos (16)

where Us
x, U* and U¡ are the amplitudes of the two

horizontal and the vertical components of this surface
motion and c is the apparent horizontal velocity of the
incoming plañe waves. These parameters are well
established [27], so no derivations are needed. Herein
the transfer functions Sx = lf*x!Ux, Sy = Uf./Ul and S. =
U9/UI, for translation, and Rx = a€Px/UÍ Ry = a&¡JUl
and R. = a€$/Uy, for rotation, are calculated. They relate
the compíex amplitudes of the translatíonal and rotational
input motions to the complex amplitudes of the free-field
displacements on the ground surface. Such input motions
are dependent not oniy on the excitation frequency and
the shape and embedment of the foundation, but also on
the wave nature of the excitation, i.e. the type of incident
waves and the angle of incidence.

4. Numerical results

Both impedance functions and input motions presented
in the sequel are refetred to the center of ;he bottom of
the foundation and are expressed in terrns of the
dimensioniess frequency previousiy defmed. Calculations
were performed for a number of valúes of 17 in the range
from 0,0! to 1. Material attenuation in the médium was
introduced through the use of complex S- and P-wave
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veiocities. thaí is: V" = Vs{í + \0 and V* - Vp(l + i¿). in
which Vp is P-wave vetocity. A Poisson's ratio v - 1/3 and
a hysteretic damping ratio C = 0-05 were used to charac-
terize the supporting soil. To reduce the number of
exampies, four cases are analyzed conceming the foun-
dation shape and embedment depth, nameiy: lia = 0
(square} and Ha = I (L-shaped), and for each geometry,
hia- 0 (surface-supported) and hla = I {embedded).

4.1. Rigorous impedance functions: application oflBEM

The efficiency of chis procedure to calcúlate impedance
functions has been vaüdated eisewhere [28.29] by compari-
son with available solutions for hemispherical and square
embedded foundations. Variations of the dynarnic stiffness
and damping coefficients with frequency are shown in Figs. 3
and 4, respectiveiy, for the relevant vibration modes of the
foundation. The translational and rotational coefficients are
normaiized by Ga and Ga [3], respectiveiy, G being the
shear modulus of the supporting soil. Note that the
horizontal and rocking impedance functions are identical
in boíh x and >' directions, because of the syrnmetry of
foundations. In addition, the valúes of the static stiffnesses
KÍ* = K-mnii] = 0) for the two foundation geometries and
the two embedment ratios are given in Table I. Only the
most significant coupling tetros, normaiized by Ga [2], are
presented. As can be seen, they are less important compared
to the pureíy translational and rotational terms.
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Fig. 3. Normaiizeii dynamic stiffness coercieras for L-shapcd isolid Une}
and square ¡dashed ünej foundations supponed on (ihick linej and
embeíkied in f.thin Une) a haif-space.
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Fig. 4. Normaiized dynamic damping coefficients for L-shaped (soíid line)
and square (dashed íine) foundations supported on (thíck ¡ine) and
embedded in (thin une) a haJf-space.

The effects of foundation shape are the less important.
We found that the valúes of the static stiffnesses are smaller
for an L-shaped foundation than for a square foundation.
This effect is because the laíter geometry endoses the
former, resuiting in a greater contact área with the soil. The
difference between the results for the two geometries is
íarger for embedded foundations, particularíy for rocking
and torsional vibrations that are the most influenced by the
sidewall. ít is afso seen that the dynamic stiffness and
damping coefficients for a square foundation are higher than
those for an L-shaped foundation. Surprisingly, the opposite
effect occurs with the vertical stiffness of surface-supported
foundations in the frequency range r\ > 0.5. These results

Table i
Static stiffnesses for square and L-shaped foundations supponed on and
embedded in a haJf-space

Síaüc stiffness

^ Í S , ~ "-ve,

Irríl

r^Q ^_ ¡A}

Square foundation

Surface
-supported

5.49
0.38
0
6.993
0
5.984
0
7.862

Embedded

11.64
-3.74

0
10.84
0

20.63

0
30.7S

L-shaped foundation

Surface
-supponed

4,87
0.29
0.13
6.21
0.1!
4.56
1.24
6.13

Embedded

10.92
-3.24

0.40
9.96
0.21

17.44
2.40

25.98
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suggest that L-shaped foundations are less efficient than
square foundations to suppon forces and radíate energy, ít is
noticed that the infíuence of geometry on impedance
functions decreases with decreasing the foundation depth,
except for verticai vibration. This relatively little influence
of geometry justifies the common practice of replacing an
irreguiar embedded foundation by a regular one with an
equivalen! base and the same embedment depth.

To understand why the behavior of the vertical stiffness
is rather irregular' compared to that observed for the other
modes of vibration, we studied another intermedíate
foundation shapes and embedment depths. Fig. 5 depicts
results for lia = 0, 0.5 and í and hla = 0, 0.5 and I. The
tendencies observed indícate that this behavior is realistic,
and not an artífice of the proposed approach. For hla ~ 0,
the reductton of the vertical stiffness with frequency when
17 > 0.5 is more pronounced for lia = 0 and 0.5 than for
lia = I. The vertical damping behaves in a more regular
way, as shown in Fig. 5 itself. Thus, it is concluded that
ÍBEM can be used with confidence for any mode of
vibration.

1.0
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.6

.4
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.0

I S . I - isy!

.0

Fig. 6. Comparison of Iguchi's method (thin line) wiüi the present solution
(thick line) for the input moiions of an L-shaped foundation supported on a
haif-space and excited by incident P (solid line), SH (dashed line) and
Rayíeigh fdotted line) waves with inciinalion y ~ 30° and azimuth
<e = 45°.

Fig, 5, Venical stiffness and'damping coeíncients for foundatioti' shapes
lia = 0 isoüd line), 0.5 (dashed linei and 1 (dotled line) and dífferent
embedmenl deplhs.

Fig. 7. Comparison of Iguchí's mechod (thin line) with the present solution
{thick line) for ¡he mput molióos of an L-shaped foundation embedded in a
tiajf-space and excited by inciden! P (soiid line). SH (dashed une) and
Rayíeigh (dotted line) waves wiih inclination y = 3 0 ° and azimut*!
<p ™ 45°.
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Fig. 8. Input motions for an L-shaped foundation supported on a half-space
and excited by incident P waves wiüi azimuth ¡p — 45° and inclinaüons
y = ¡5° isoiid line) and 75° (dashed Une).

We see that the effects of embedment depth are the most
significant. The dynamic süffhess and damping coefficients
increase considerably with the depth of embedment,
akhough not in the same proportion for all vibration
modes of the foundation. This irnplies that the deeper the

.o .4

.0 .4 .0

Fig. 10, Input motions for an L-shaped foundation supponed on a half-
space and excited by íneidenE SH wavcs with azimutl] <f> = 45° and
incünations y~ 15° (solid line) and 75° (dashed line).

foundation, the stiffer the supporting soii and the more
energy dissipated within it. It is noted that the infiuence of
embedment on the impedance funcEions has similar
significance for the two foundation geometries. Notably
reductions in the rocking and torsionaí dampings can be
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Fig. 9, input motíons for an L-shaped foundation embedded in a half-space
and excited by incidem P waves wiih azimuth <p = 45° and inclinations
y = ! 5o (solid line) and 75' (dasbed une).

Fig. 11, Ifipin moüons for an L-shaped foundation embedded in a half-space
and exciied by incident SH waves with azimuth ¡p = 45" and inclinations
•y = 15" (solid line) and 75° (dashed iine).
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observed in the frequency range TJ < 0.3, principally for
embedded foundaüons. In view thai ¡mpedance functions
show slight disagreements between L-shaped and square
foundations. but large disagreements between surface-
supported and embedded foundations, it is confirmed that
the embedment is more crucial than the geornetry in
determining the frequency-dependent springs and dashpots
by which the supporting soil is replaced.

4.2. Comparison of approximate with rigorous input
moiions

Next we are to verify the capabüiíy of Eq. (14) to
estímate input motions for embedded foundations of
arbitrary geometry. The results so obtained are compared
to the exact ones determined by application of Eq. (11). The
wave excitations considered are incideñt P, SH and
Rayleigh waves arriving with an azimuth <p = 45° coinci-
dent with the symmetry axis of the foundation. For incideñt
P and SH waves, an incíination y = 30° was selected.

By appiying Iguchi's method to L-shaped foundations,
varíatíons against frequency of the absoiute valúes of

1.0

.8

.6

.4

.2

.0 — — — - ~ — . — .
,0

Fig. i 2. lüpui moüons for an L-shaped foundation stipponed on a half-
space and excited by incideni SV waves wiih incíination y — 75° and
azimuths ip = 0° (solíd une), 45° (dashed line) and 135° (dotted line).

Fig. 13. ínput motions for an L-shaped foundation embedded in a half-space
and excited by incideñt SV waves with incíination y— 75° and azimuths
<P = 0o (solid iine). 45° (dashed line) and 135° (dotted line).

the transfer functions Sx, Sv, Sz, Rx, Ry, and Rz were
calculated. They are dispiayed in Figs. 6 and 7 for surface-
supported and embedded foundaüons, respectively. In
genera!, rotational responses of the foundation are origi-
nated with associated reductions of the translationai
responses. Because of the symmetry of foundations and
the characterisdes of excitations, the horizontal and rocking
input motions are identicaí in both x and y direciions, the
torsional compoaent is not generated by incideñt P and
Rayleigh waves and, for incideñt SH waves, the vertical
component is nuil and the rocking component is practically
zero for surface-supported foundations. It can be appred-
ated that the degree of agreement between these results and
Ehose obtained rígorously is very good for engineermg
purposes. Aíthough not entireiy aecurate, iguchi's method
brings about enars of little practical importance, which can
resuit in both overestimation of the foundation input moñón.

Comparisons made in Figs. 6 and 7 show that the
approximate method of Iguchi works welí for both surface-
supported and embedded foundations, speciaíly for íhe case
of incideñt SH waves. From other results not presented here.
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Fig. 14. Input motions for an L-shaped foundalion supported on a half-
spacc and excileá by incident Rayleigh surface waves wilh azimuths <p - 0o

(solid iinc), 45° (dashed Une) and 135° (dotíed line).

it has been observed that the largest differences arise when
incoming seismic waves arrive preciseiy aiong an azimuth
coincident wiíh the diagonal direction. Based on these
comparisons and considering the many uncertainíies
involved in the incident wave raotion, it is judged that
Iguchi's method is sufficient for practica! purposes. It is
confirmed that this is a reiiable procedure to readüy
compute the input motions for arbitrariiy shaped foun-
datíons, on condition that the impedance functions are
previousiy known.

4.3. Rtgorous inpui motions: application of IBEM

By using this technique, the effects of inclination and
azímuth of the seismic excitatíon are now examined. Input
motions of L-shaped foundations are exhibiíed in Figs. 8
(surface-supported) and 9 (embedded) for incident P waves
and in Figs. Khsurface-supported} and 11 (embedded) for
incident SH waves. !n each case we consider an azimuthal
angle <p = 45° and the incident angles y — 15 and 75°. As
expected, the rotational input motions are the most affected

.0
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Fig. 15. input motions for an L-shaped foundalion embedded in a half-space
and excitcd by incident Rayleigh surface waves wilh azimuths ip - 0°(soüd
¡ine), 45° (dasfied Une) and ¡35" (dotted line).

by the angie of incidence. The case of incident SH waves
is especiaüy importara because of the generation of
considerable amounts of both rocking (for y— 15°) and
torsión (for y = 75") in embedded foundations. This may be
determining in the seismic design of'tall irregular buiJdings
that are more effectiveiy excited by rocking and torsión of
the foundation, The increase in the rocking response tends to
be more or !ess compensated for the decrease in the
horizontal response. It shouid be noticed that the reduction
of the horizontal input motion is generally greater for
embedded foundations than for surface-supported foun-
dations, and that the incident P waves produce a rocking
input motion larger than the incident SH waves in both
foundations, irrespective of the angie of incidence.

Additional input motions of L-shaped foundations are
depicted in Figs. 12 (surface-supported) and 13 (embedded)
for incident SV waves and in Figs. 14 (surface-supported)
and 15 (embedded) for incident Rayleigh surface waves.
The azimuthal angies <p = 0, 45 and 135° are considered in
each case, as well as an incident angle y = 75° for incident
SV waves. The effects of azimuth are similar for both wave
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excitations having in comrnon the presence of inhomo-
geneous waves. For inciden? SV waves, thís occurs if the
angle of incidence is greater tíian the critical one (y tm = 30°
for f — 1/3). Large significan! rocking moiions are induced
in the foundation in addition to important reductions in the
translationai motions. ít is interesting to note that the
torsional motion induced by incoming waves non-coinci-
dent with the symmetry axis of the foundation is insigni-
ficant, regardless of the depth of embedmem. In general, the
largest ¡ncrease in the rocking response and the smallest
decrease in the translational response take place when
¡p = 45°, whereas the opposite effect occurs when <p = 135°.
In both cases, the azimuth is coincident with a diagonal
direction. These and the preceding resulís provide mis-
ceilaneous information on how the foundation input moüon
is influenced by the wave nature of the excitation.

To show how the seismic response of L-shaped
foundations with symmetrical wings differs from that of
enveloping square foundations, the exact results given in
Figs. 6 and 7 for the former geometry are now compared in
Fígs. 16—18 to these for the laíter shape. Both surface-
supported and embedded foundations subjected to incident
P, SH and Rayleigh waves are considered. ít is noticed that
the effects of foundation shape are considerably less
important than those of embedment depth. except for the
rocking input motion generated by incident Rayleigh
surface waves, in which the influence of geometry is
comparable to that of embedment. In this case, the L-shaped
foundation exhibas a higher rocking than the square shape.
This effect is negligibie for low frequencies but enlarges
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Fig. 16. ¡nput motions for L-shaped (tnick iine) and spuare (thin Une)
foundations supported on (solid lins) and embedded ¡TI idashed une) a tiaif-
space, under ihe infiuence of P waves with incünaiion y = 30° and azímuth
<P ~ 45°
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Fig. !7. Input motions for L-shaped (chick iinc) and square (thin iinc)
foundations supported on (solía line) and embedded in (dashed ¡ine) a half-
space, under the infiuence of SH waves with inclinaüon y ~ 30° and
azimutb <p ~ 45°.

appreciably for médium to high frequencies. It is also seen
that, in general, increasing valúes of the embedmem depth
íead to decreasing valúes of the translational and rotational
input motions, independently of the foundation shape. On
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Fig. 18. Input motions for L-shaped (thick Une) and square ítfiin Sinc)
foundations supponed on (soii<l Iine) and embedded in (dashed Jims) a iiaif-
spacc. under the influenee of Rayleigh surface waves with azimuiíi y = 45°.
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the contrary. the rocking input motion originated by incident
SH waves íncreases with the depth of embedmem.

In cenain cases results show, ai low frequencies, smail
amplification of the translationaí response of the
foundation with respect to the corresponding free-field
motion on the ground surface. The reason why this effect
has not been observed in studies earlier presented by
other authors (see, for instance, Refs. [23.301) is not
clear. A direct comparison of our resuits is not possible
since no similar results are available in the titerature,
However, in the works by Karabalis and Beskos [31] and
Gaitanaros and Karabalis [32J there is some evidence in
the sense that the combined effect of embedment depth
and incident angle may be the responsible for this
behavior. To further illustrate this situation, resuits for a
square foundation with embedment hJa = 0, 0.5 and 1
and excited by incident P waves with azimuth (p = 0o

and inclinatíon y = 0, 30 and 60° are displayed in
Fig. ¡9. It is confirmed that, for y= 0o and hJa ~ 0, the
foundation input motion is the same as the free-field
ground motion. Slight amplifications of the horizontal
and vertical input motions are evident, in addition to
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Fie, ¡9. Horizontal and vertical input motions fot a square foundaíion witii
(Üíferem erctbedmem depihs. under the infiueiice of P waves with azimuth
<f =s 0u and irscüriaúons -y = 0 (solid Une), 30 tdashed une) and 60° (dotted
une).

iarge filtering at high frequencies. It is worth noting that
a very low valué of hysteretic damping ratio was used in
these results in order to approximate the purely elastic
case considered in Refs. (31,32]. This factor may be
essential because both impedance functions and input
motions are quite sensitive to variations in the soil
material damping.

5. Conclusions

A simpíified ÍBEM has been applied to compute the
impedance functions for L-shaped rigid foundations
embedded ínto a uniform viscoelastic half-space. The
approximate method of íguchi was then used to calcúlate
the foundation input motion under different traveling
seismic waves. The efficiency of this technique was
confirmed by comparison with results obtained rigorously
by use of the relationship between the solution of the
radiation problem associated with íhe soil impedance
functions and the solution of the scanering problem
associated with ihe foundation input motion. This
remarkably simple technique was concluded to be both
highiy effective and economical to determine input
motions for rigid foundations of arbitrary geometry,
providing that the impedance functions are known in
advance.

Symmetricaí L-shaped foundations subjected to incident
P, S and Rayleigh waves were analyzed. Primary emphasis
was placed on the effects of both inclinación and azimuth of
the earthquake excitation, as well as on the effects of
embedment depth. After comparing the results for L-shaped
foundations with those for enveloping square foundations, it
was concluded that the effects of foundation geometry are
substantially less irnportant than those of embedment depth.
ít was shown that the approximation with a regular shape
could be efficiently used in determining íhe input motion for
irregular foundations. The associated uncertainties may be
assessed by using the results computed rigorousíy. It was
aíso concluded that the effects of wave passage are quite
significan! when the azimuth is coincident with a diagonal
dírecüon. Such effects reduce ihe transíational response of
üie foundation but genérate considerable torsional and
rocking responses, depending on the type of incident waves
and the angle of incídence.
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RESUMEN

Se estudia la influencia que tiene la excitación sísmica en la respuesta máxima acoplada de
traslación y torsión de estructuras asimétricas sobre terreno biando. Se considera a la estructura
sometida a la acción de ondas SH con diferentes ánguios de incidencia, utilizando los registros de
los sismos de Ei Centro y Manzanillo. Los efectos de la interacción cinemática e inercia! son
considerados. Como resultados, se presentan ¡as amplificaciones dinámicas de la excentricidad y ei
cortante basal, las cuales se comparan con las recomendaciones de las Normas Técnicas de Diseño
por Sismo.

SUMMARY

The infíuence of the seismic excitation on the coupled transiation and torsión máximum response
of asymmerric structures supported on flexible foundations is examined. The records of the E!
Centro and Manzanillo earthquakes are used and the analysis is made for craveüing SH waves with
dífferent angles of incidence. Both the inertiai and kinematic interacción are considered. The
dynamic shear and eccentricity amplifications are computed and compared to the current code
provisions for building structures.

INTRODUCCIÓN

En las Normas Técnicas de Diseño Sísmico para el Distrito Federal, y en ia mayoría de ios
reglamentos, se especifica que la excentricidad que se debe utilizar en e! cálculo de las acciones
para el diseño a la torsión de ¡os elementos estructurales, debe ser aquella que considere a ia
excentricidad estructural y a la excentricidad accidental generada por ¡a variación espacial del
movimiento sísmico, entre otros factores. La excentricidad de diseño se obtiene mediante ia
aplicación de dos fórmulas sencillas que involucran a ia excentricidad estructural y a una
dimensión característica de la planta arquitectónica de la estructura, afectadas por coeficientes
especificados. Con esto se pretende que su uso en la práctica sea de fácil aplicación y que el diseño
de ias edificaciones se Heve a cabo dentro de un marco de seguridad.

Son muchos los estudios que se han realizado con el propósito de dar fundamento a las
especificaciones propuestas en el reglamento. Entre ellos se encuentran los que únicamente
consideran la excentricidad accidental, causada principalmente por la componente rotacional del
movimiento de excitación (Newmark, 1969; Luco, ¡976; Apset y Luco, 1976; Bielak et al, 1986}
así como aquellos que toman en cuenta la excentricidad estructura! (Hanh y Liu. 1993; Chopra y
Goel, 1991; Chandler y Hutchinson, 1987). En algunos trabajos se ha estudiado la respuesta de las
estructuras asimétricas considerando la interacción entre e! suelo y la estructura (Chandler y
Hutchinson, 1987) pero, generalmente, se ha omitido el efecto de ¡a interacción cinemática al sólo
considerar la flexibilidad del suelo pero no la diferencia entre el movimiento de campo libre y el
movimiento efectivo de la cimentación. En varios de estos estudios se afirma la necesidad de



revisar las expresiones dadas en los reglamentos para obtener las excentricidades de diseño, con el
propósito de tornar en cuenta, entre algunos factores, las deformaciones y demandas de ductilidad
de ios elementos estructurales (Chopra y Goei, 199!) y que queden cubiertas algunas estructuras
que tienen periodos fundamentales de traslación cercanos al valor del periodo a la torsión
(Chandiery Hutchinson, 1987).

El principal objetivo de este trabajo es investigar los efectos de ja interacción cinemática en
estructuras con movimientos de traslación y torsión acoplados. Para ello se utiliza como excitación
sísmica (a) trenes de ondas de corte polarizadas horizontalmente que inciden con cierto ángulo con
respecto a la vertical A ¡a estructura se íe representa como un oscilador simple con dos grados de
libertad. Al tomar en cuenta los efectos de la interacción de! suelo con la estructura, se consideran
tres grados de libertad adicionales para la cimentación. Se analizan estructuras con distintos
periodos naturales en traslación y torsión y se calcula su respuesta máxima de manera rigurosa;
posteriormente se obtienen las excentricidades y cortantes de diseño y se comparan con los que se
fijan en las normas técnicas reglamentarias. Con base en estas comparaciones, se identifican los
parámetros del sistema suelo-estructura que no son contemplados apropiadamente en el
regíamento.

IMPEDANCIAS Y MOVIMIENTOS EFECTIVOS

El modelo utilizado para este estudio considera cimentaciones sin excentricidad, desplantadas en
un semiespacio con módulo de Poisson v=í/3 y a profundidades D = 0.0a, 0,5o y 3.5a
(a=sermancho del cimiento) (fíg. !). Para obtener ia respuesta de traslación y torsión de la
estructura, se va a requerir conocer previamente las funciones de impedancia y los movimientos
efectivos para cada una de las profundidades, ambos dependientes de la frecuencia de excitación-
Las primeras representan a tos resortes y amortiguadores del suelo, los segundos se refieren a los
movimientos de campo libre modificados por la presencia de ia cimentación, que, a! ser rígida,
actúa como un elemento promedíador de estos. Las rigideces dinámicas utilizadas en este estudio
son las obtenidas por Mita y Luco (1989) para cimentaciones cuadradas. Los movimientos
efectivos se calculan utilizando una técnica propuesta por Iguchi (1982) en la que, para su
aplicación, se requiere de las funciones de impedancia y de Sos movimientos y tracciones de
campo libre, esto es, en ausencia de la cimentación, Estos últimos se calculan utilizando métodos
bien conocidos en la teoría de ía propagación de ondas. En la fig. 2 se presentan los movimientos
efectivos üe traslación, cabeceo y torsión para ondas SH. graneados con respecto a la frecuencia
normalizada r¡ (=(úa/xP; infrecuencia circular, /3=velocidad de propagación de las ondas de
corte). Los cálculos se llevaron a cabo para ondas incidentes no verticales que se propagan en
dirección paralela a! eje x (fíg. 1). En ¡os resultados se aprecia que para cimentaciones con
enterramiento nulo, únicamente para el caso de incidencia vertical puede considerarse que no
existe interacción cinemática. Para ios demás casos, el asumir esto, conduciría a resultados
erróneos.

MODELO

El modelo utilizado en este estudio para idealizar a la estructura consiste en un oscilador simple de
masa M y excentricidad estructural e, con dos grados de libertad (traslación y torsión). Sus
características geométricas se presentan en la fíg. 3 y consisten en una planta arquitectónica
cuadrada de dimensión la y altura H desplantada en un cimiento de masa Mo embebido en un
semiespacio elástico a una profundidad D. Se considera al modelo sometido a una excitación
dinámica dada por un movimiento armónico. Los cálculos se llevan a cabo en el dominio de la
frecuencia. Las ecuaciones que definen el movimiento de! modelo están dadas por:

[r ".. ".. ".. " " •* i
A/ i Ab+A0+Ag +(H + D)óQ+e(é b+é 0) \+ChhA b + Chteé „ +Khh A6 + Khéeé h =0

Me\{ Ab+At>+A.+(H + D)ó0 \+J¿(é b+é fíj + Ch¿eA b +C# é h ^K^eA b 4- K¿. é b =0



Áb +A0 +A ]+J¿(é e[ Av +A =0

+é O)\+Jeó0+Mo E\A0+At +£ól)+eé

=0

O)

donde ios subíndices b, o, g se refieren a !a estructura, el cimiento y los movimientos de excitación
(movimientos de campo libre), respectivamente, ¿i, 9 y (p implican traslaciones y giros alrededor
de los ejes z y v, respectivamente. Los puntos arriba de estas variables indican derivación con
respecto al tiempo. K son ias rigideces estructurales a Sa torsión, traslación y acoplada (subíndices
9, h y ef¡, respectivamente). Jg y J9 son los momentos polares de inercia a ia torsión y ai cabeceo; y
E=D/2. Fx, F9 y F<¡, están definidas por:

0

(hrn

K
0

0

0

K;
¿o

.éo_

(2)

donde K* son las impedancías dinámicas para la traslación horizontal, cabeceo, torsión y las
acopladas (subíndices h, m, i y m/i, respectivamente).

D

" Z

FIGURA 1. Incidencia de ondas SH con ángulo 7 en una cimentación cuadrada la , de masa Mo

enterrada a una profundidad D en un serniespacio elástico con relación de Poisson v y velocidad
de propagación de ondas de corte fi .
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incidencia de ondas SH.

Las ecuaciones de movimiento se pueden rescribir de ía siguiente manera:

l
Mu J Mr

Mr'



ki
~Q~

2(aH + án )

~~áM +fáH

2(áH+áD)

(3)

donde A* son ios vaiores de las funciones de impedancia reportados en las cablas propuestas por
Mita y Luco (1989) para la traslación horizontal, cabeceo, torsión y las acopladas (subíndices h, m,
E y mh, respectivamente). z=(48H8pa

2/^)"1 ; Sm=M(/M, Sp=pb/po . So~O/a y &#=H/a; p es la
densidad del sueio (s) y de la estructura (b); er~e/r, r=rad:o de giro; £?>,=A/¿V Q<t>=W&$ Y
Qe~6(/ág son las relaciones de ios movimientos efectivos con respecto a la amplitud horizontal de
campo libre.cj es el amortiguamiento .

H

FIGURA 3, Modelo que define las características de las estructuras de altura H y masa M con una
excentricidad estructura! e.



AMPLIFICACIONES DINÁMICAS MÁXIMAS

Para conocer los efectos en la respuesta a la torsión cuando se considera ¡a interacción cinemática,
se analizaron y compararon las respuestas de sistemas con profundidad de desplante nula para
diferentes ángulos de incidencia. Posteriormente se compararon los .sistemas D/a=Q e incidencia
vertical de ondas SH con aquellos desplantados a profundidades D/a-0.5 y 1.5; y finalmente los
que tienen enterramiento para distintas incidencias. Para ello se asumió que ¡£=0.05, 5P =0.15,
(5^0.25, v=0-33 y las componentes N-S de los sismos de El Centro (1940) y Manzanillo (3995)
corno movimientos de excitación. Se analizaron dos osciladores con periodos naturales a la
traslación de 7^=1 y 2 s, y se consideró a la estructura con rigideces relativas a la de! suelo de cc=
0, 0.25 y 0.5 (ce=0 implica una estructura desplantada sobre base rígida).

Se analizaron estructuras para un amplio rango de valores de la relación entre el periodo natural a
la traslación con respecto al de torsión (Xr=Ti/Tg}. Se calculó su respuesta máxima a la traslación y
a la torsión (áb

max y &$** ) obteniendo la amplificación dinámica del cortante y la excentricidad
de diseño de la siguiente manera:

JJL. - ^ (4)

donde Vh es el cortante de diseño del sistema en estudio y Vh'
les = KhhS\ S es el espectro de

desplazamientos para el oscilador con respuestas a la torsión y traslación desacopladas (er=0); ef"
es la excentricidad de diseño normalizada con respecto a! radio de giro. El momento de torsión
para el que se necesitan diseñar los elementos estructurales, está dado por:

r = r + r (6)

donde, según las normas del Distrito Federal, V = (L5et)(r vfy y r^2a(0.tVh
des). Con base en

esto, se puede afirmar que:

(a) La relación entre el cortante de diseño obtenido de manera rigurosa {Vh) en relación con
el cortante desacoplado utilizado en el reglamento (f /C J) debe dar como resultado la
unidad, (esto es cierto cuando se desconoce el efecto dinámico de la excentricidad
estática o nominal) Si los valores obtenidos son inferiores, el momento torsional
generado por la excentricidad accidental {T) está sobrevaluado, de lo contrario, el
comportamiento de los elementos diseñados con este criterio puede ser inadecuado. Para
el caso de T, va a depender de que tan alejado este el valor de ef" de 1.5 er.

(b) Si la razón e?'s/er#\.5 el diseño puede estar subvaluado o sobrevaluado, dependiendo de
que tan alejado esté el valor de Vh del de F/f l í.

En la fig. 4 se presentan los resultados obtenidos para un oscilador con periodo Th=\ s y
excentricidad eY=0.3, desplantado en la superficie de un semiespacio sometido a una excitación
dada por el sismo de El Centro con incidencia de ángulos y=0°, 30°, 45°, 60° y 90°. Los cálculos
se hicieron para r=0., 0.25 y 0.5. Para coincidir con lo que dicen las Normas Técnicas de Diseño
por Sismo, V¡/V^es =1.0 y ef's/er=\.5. En las gráficas (fig. 4) se aprecia que, grosso modo, para
valores X-¡>\.5, los criterios utilizados en el reglamento son adecuados cuando la incidencia de la
excitación es vertical (que es io que generalmente ocurre cuando las ondas entran en los estratos
arcillosos del suelo para el caso del Distrito Federal) , sin embargo, para valores Ar<1.5 esto no
sucede ni siquiera cuando se excluyen los efectos de la interacción con el suelo (0=0). Para
ángulos de incidencia diferentes ai vertical, ios resultados para valores XT>\ son .muy superiores a
los valores de las constantes propuestas en ias normas, siendo .más marcado este efecto para
valores grandes de a. Las profundidades de desplante Z>/a=0.5 y 1.5 poco afectan ios resultados
obtenidos para estructuras desplantadas en la superficie como se observa en la fig. 5 para
incidencia de ondas con ángulo y=90°.



8

7

6

~ - 5 | -

• 3

2

1

O

1.3

1.2

l
i

l
i

- ^ i ( i I i

- :

_ . .• . . . i , ' , 1 .*—.;

, , • / / * • - "

I i I L

1.0 2.0 3.0 .0 1.0 2.0 3.0 .0 1.0 2.0 3.C

7=90*

FIGURA 4. Variación de la amplificación dinámica de la excentricidad y del cortante, Se utiliza
como movimiento incidente ei registro de El Centro con distintos ángulos de incidencia, para
Th=\; e,=0.3 y O/a»0 desplantados sobre un medio con a= 0 (rígido), 0.25 y 0.5.

Los resultados para la amplificación dinámica del cortante ( ÍVK/") y de la excentricidad
(efs/er) para Th=\ s, a=0.5 y O/a»1.5 con incidencias de ^=0°, 30°, 45°, 60° y 90° y ¡a seña!
registrada para el sismo de! El Centro, se presentan en la fig. 6. Se granean los resultados para
€V=0.05, 0.15 y 0.3. Se observa que cuando )*0o, ía amplificación dinámica de la excentricidad
para la mayoría de ios valores A rno cumple con lo especificado en las normas. Si la excentricidad
estructura! es muy pequeña, prácticamente todas las estructuras están desprotegidas, pues no son
cubiertas (abarcadas) por las normas. Las estructuras que quedan protegidas son aquellas sujetas a
un movimiento de incidencia vertical y en ias que A.j<0.5; se considera poco probable encontrar
estructuras con 7¿<0.57*g . Lo contrario ocurre en cuanto a V/V^s (incluyendo los valores
obtenidos para ^O0); para er=0.3 los valores de amplificación dinámica del cortante difieren de la
unidad hasta en un 15%, De lo que se observa en estas gráficas se concluye que para
excentricidades estructurales muy pequeñas, el momento torsional equivalente estático T está
subvaiuado de ia manera en como se propone en el reglamento. Conviene señalar que quizá esta
deficiencia del reglamento no es grave, puesto que se presenta para excentricidades pequeñas lo
que implica que se tengan momentos torsionantes también pequeños.

Se obtuvieron resultados para el sismo de Manzanillo (1995). En ia fig, 7 se presentan para
D/a=\.5, er=0.05 y T^=\ seg, con ángulos de incidencia vertical y horizontal. Estos se comparan



con los resultados obtenidos para el sismo de E! Centro. De aquí se concluye que básicamente, los
comentarios presentados arriba son válidos, aunque también es de considerar que tos valores de las
amplificaciones dinámicas de !a excentricidad pueden variar mucho dependiendo del sismo que se
utilice.
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FIGURA 5. Variación de ia amplificación dinámica de la excentricidad y del cortante. Se utiliza
como movimiento incidente el registro de Ei Centro con ángulo de incidencia y- 90°, para Th-l;
ev=0.3 y D/a=0, 0.5 y 1.5 desplantados sobre un medio con cc= 0 (rígido), 0.25 y 0.5.

En ¡a fig. 8 se presentan los resultados para 7^=1 y 2 s. Los osciladores se analizaron considerando
como movimiento excitador al sismo de Manzanillo con incidencias /^O0 y 90°, desplantados en
un suelo muy blando {a=0.5) con una profundidad de D/a=L5. E¡ periodo de la estructura es
independiente de ios valores que se obtienen para las amplificaciones dinámicas cuando la
incidencia de ondas es vertical, sin embargo, cuando ia incidencia es diferente a ¡a vertical, los
resultados pueden diferir significativamente dependiendo de! periodo que se analice.

CONCLUSIONES

En este trabajo se analizó la respuesta de estructuras asimétricas de un nivel, modeladas por medio
de un oscilador simple, sometidas a la excitación dinámica de sismos como el de Manzanillo
(Colima) y El Centro (California}. El propósito rué investigar y destacar las condiciones para las
cuales las recomendaciones de diseño en torsión propuestas en el reglamento son deficientes.
Algunos aurores ya han señalado cuaies estructuras no están adecuadamente protegidas por los



reglamentos de algunos países (entre eilos, e! de México, D. F.) Aquí se confirman algunas de sus
observaciones y se destacan otras que no habían sido contempladas.

20 r-
18 -
16 -
14 -

te- 12 -

¿° 8 -
6 -
4 -
o ~

0

1.20

1.15

1,10

I 1-05

>° 1.00

> .95 h

.90

.85 (-

.80.0

e =0.05 e,-0.3

.''' Mi

S

litl

i > i

„.!,., ...]„„ i ; i

f/rZi*¿& ~* '^-S*'^

i ¡ ; i i I 1 [ I I

1.0 2.0 3.0 .0 1.0 2.0 3.0 .0 1.0 2.0 3.0

*T

7=0°

•y=45°

. -y=3QB

.. y=60°
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Th=\; er=0.05, 0.15 y 0.3 y para D/a=\.5 desplantados sobre un medio con CF= 0.5.

Se ha encontrado que los efectos de! enterramiento de la cimentación no son importantes en las
amplificaciones dinámicas del cortante y la excentricidad, Esto implica que es válido considerar
cimentaciones no enterradas para Uevar a cabo los análisis paramétricos. Sin embargo, eí ángulo
de incidencia de ondas afecta de manera considerable estos valores de amplificaciones dinámicas,
de donde se concluye que para estos casos la interacción cinemática es relevante. Como era de
esperarse, estos efectos son más importantes para suelos blandos. Aunque, en la mayoría de ias
zonas dei vaile de México se puede considerar que las ondas inciden venicaimente debido al
contraste de impedancias que existe entre los estratos profundos y ¡os suelos arcillosos, hay
reglamentos en otros lados de Ía República (y del mundo) que definen coeficientes constantes para
estas variables (íV^/M y er

dls/er).

En general, se aprecia que para estructuras con Á^l .5, los criterios utilizados en el reglamento son
adecuados cuando la incidencia de ondas es vertical. Para ángulos de incidencia diferentes a!
vertical, en suelos flexibles, los resultados para valores XT>\.5 se alejan de los propuestos en las
normas.

Para excentricidades estructurales muy pequeñas, prácticamente todas las estructuras no son
contempladas por las normas, las únicas que quedan protegidas son aquellas sujetas a un



movimiento de incidencia vertical. Las amplificaciones dinámicas de la excentricidad se alejan
mucho del valor propuesto en el reglamento, dando lugar a que el momento torsionai equivalente
estático V sea subvaiuado. En cuanto a Vt/V^'" para excentricidades estructurales grandes (er=0.3)
los valores de amplificación dinámica del cortante difieren de la unidad hasta en un 15%.

Se observó también que los valores de ias amplificaciones dinámicas de la excentricidad pueden
variar considerablemente dependiendo de! sismo y del periodo fundamental de traslación que se
utilicen en ios cálculos.
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RESUMEN

Considerando la interacción suelo-estructura, se evalúa la respuesta máxima
acopiada de traslación y torsión de estructuras asimétricas desplantadas en un estrato
de suelo blando. La estructura se reemplaza por un oscilador simple equivalente y el
sistema se somete a la acción de ondas SH. Para ios análisis se utilizan registros del
gran temblor de 1985 obtenidos en algunas estaciones representativas de las zonas
de transición y blanda del valle de México. Se evalúan los efectos del enterramiento de
¡a cimentación así como la influencia de los principales parámetros tanto de ia
estructura como del estrato. Se calculan las amplificaciones dinámicas de ¡a
excentricidad estática y ei cortante basal y luego se comparan con ias
recomendaciones reglamentarias vigentes para ia ciudad de México. Se concluye que,
en algunos casos, las recomendaciones de diseño sísmico no consideran en forma
adecuada las amplificaciones dinámicas debidas a torsión, al menos para
comportamiento lineal de la estructura.

SUMMARY

The effects of soil-structure interacíion are considered in evaluating the coupled
translational and torsional máximum response of asymmetric structures over a soft soil
layer. The structure is replaced by an equivaient single osciltator and the system is
subjected to travelling SH waves. The recordings for the great 1985 earthquake
recorded at some stations representative of the transítion and soft zones in the valíey
of México are used for the analyses. The effects of the foundation embedment as well
as the influence of the principal parameters of both the structure and the stratum are
evaluated. The dynamic amplificatíon of the static eccentricity and the base shear are
computed and then compared to the current code provisions for buiiding structures in
México City, it is concluded that, in some cases, the seísmic design provisions do not
account properly for the dynamic amplificatíons due to torsión, at least for linear
behavior of the structure.

Palabras clave: amplificación dinámica; funciones de impedancia; movimientos
efectivos; interacción inercial; interacción cinemática.

Introducción

En las Normas Técnicas de Diseño Sísmico para la' ciudad de México se
especifica que la excentricidad que se debe utilizar en el cálculo de las acciones para
e¡ diseño por torsión de los elementos estructurales, debe ser aquella que considere a
la excentricidad estructural y a ía accidental, generada la primera por la diferencia en
la posición de los centros de masa y rigidez, y la segunda, introducida artificialmente,
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para que considere los efectos de torsión generados por las discrepancias entre Eas
distribuciones de masa, rigidez y resistencia usadas en e! análisis, y por la variación
espacial del movimiento sísmico, entre otros factores. La excentricidad de diseño se
obtiene mediante la aplicación de fórmulas senciilas que involucran a la excentricidad
estructural y a una dimensión característica su planta arquitectónica, afectadas por
coeficientes especificados. Con esto se pretende que su uso en la práctica sea de fácü
aplicación y que e! diseño de las edificaciones se lleve a cabo dentro de un marco de
seguridad. Sin embargo, algunos estudiosos de! tema afirman que diversos
reglamentos (entre ellos el de México) no consideran adecuadamente las
amplificaciones que se pueden presentar en estructuras asimétricas cuando son
sometidas a excitación dinámica, en especial aquellas estructuras con excentricidades
estáticas pequeñas y cuando su periodo natural de vibración en traslación se acerca al
valor de su periodo natural en torsión (Chopra y Goel, 1991; Chandler y Hutchinson,
1987a y b). Los modelos que utilizan para sus análisis, si bien dan una idea dei
comportamiento de las estructuras, mantienen ciertas restricciones que, de tomarse en
cuenta, podrían ser atenuantes y acercar los resultados a lo que predicen los
reglamentos.

E! propósito de este trabajo es investigar ambos efectos de la interacción suelo-
estructura (el cinemático y ei inercial) considerando los movimientos de traslación y
torsión acoplados, comparando los resultados con los que se obtienen al aplicar los
criterios de diseño propuestos en las normas y señalando ios casos que no son
cubiertos por estas. Para ello se utilizan como movimiento de control los
acelerogramas registrados en las estaciones de CAO, SCT, y VIV en el Distrito
Federal, durante el sismo de Michoacán del 19 de septiembre de 1985,
considerándolos como trenes de ondas de corte polarizadas horizontal mente que
inciden verticalmente. Se analizan estructuras con distintos periodos naturales en
traslación y torsión y se calcula su respuesta máxima de manera rigurosa,
considerando la interacción dei suelo con la estructura. La diferencia entre este estudio
con respecto a los presentados por otros autores (Newmark, 1969; Luco, 1976a y b;
Apsel y Luco, 1976; Bielak et al, 1986 Hanh y Liu, 1994; Chopra y Goel, 1991;
Chandler y Hutchinson, 1987a y b), es que aquí se considera la profundidad de
desplante del cimiento, lo que da lugar a la generación de movimientos de cabeceo
que no se presentan cuando la estructura se desplanta en la superficie del terreno.
Posteriormente se obtienen las excentricidades y cortantes de diseño y se comparan
con los que se fijan en ias normas técnicas. Los cálculos se efectúan en el dominio de
la frecuencia, por lo que sólo se contemplan comportamientos lineales. Los resultados
que se presentan dan una idea de las amplificaciones que se pueden generar en
edificios, sin embargo, para poder proporcionar alternativas para modificar las
recomendaciones de diseño, se requerirá hacer un estudio más amplio considerando
varios registros de sismos y llevando un control estadístico. En este escrito
únicamente se evidencia la necesidad de revisar ias normas.

Evaluar las excentricidades y cortantes de diseño de manera rigurosa
considerando los efectos de la interacción suelo-estructura, y compararlos con los que
se fijan en las Normas Técnicas de Diseño por Sismo para la ciudad de México.
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Ecuaciones dinámicas

En el planteamiento de las ecuaciones dinámicas, se consideró un modelo de
un oscilador simple de masa M ubicada a una altura He y excentricidad estructural e,
con un grado de libertad a la traslación y otro a la torsión (Figura 1). Las
características geométricas de la cimentación consisten en una planta arquitectónica
cilindrica de dimensión 2R de masa Mo y profundidad D, embebido en un estrato de
espesor Hs con módulo de Poisson î =0.45, apoyado sobre un semiespacio elástico
con v=1/3. La relación de velocidades de propagación de corte entre el estrato y e!
semiespacio se consideró de 0.2. Al modelo se le sometió a una excitación dinámica
dada por ondas de corte con movimiento en la coordenada y con dirección de
propagación en el plano x-z que inciden verticalrnente (Figura 2). Dado que las
características del suelo blando de la ciudad de México tiene velocidades de
propagación de ondas de corte muy bajas, la hipótesis de incidencia vertical no es muy
severa debido ai contraste de impedancias que se presenta entre los estratos firmes
profundos y las arcillas. Los cálculos se llevaron a cabo en el dominio de la frecuencia.
Las ecuaciones que definen el movimiento del modelo están dadas por:

OH

ug

A0-ú Mu)
he ¡

2 Mw
(1)
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Mw2 Mw
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donde los subíndices b, 0, g se refieren a ¡a estructura, el cimiento y ios movimientos
de entrada, respectivamente. (úh-(Kh/M}1/2, (á&=(K^Je}

1/2, w=2nf (/^frecuencia),
Su-Mf/M, SD^D/R y 5H=H/R; er~e/Rt O f t = V ^ ; Q ^ f H + D j ^ / ^ y Q^éJ/dog son ías
relaciones de ios movimientos efectivos con respecto a la amplitud horizontal de
campo libre {áog)\ A <p y 9 implican traslaciones y giros alrededor de los ejes y y z
respectivamente, c, es el amortiguamiento. J0y J^son ¡os momentos polares de inercia
a ía torsión y al cabeceo; y E=D/2. Fx, Fe y Fp están definidas por:

Kl K:

0 0

A
(6)

donde K* son las ¡mpedancías dinámicas para ¡a traslación horizontal, cabeceo, torsión
y las acopiadas {subíndices h, m, t y hm, respectivamente).

He

y

FIGURA 1. Características estructurales del modelo definidas por la altura He, masa M
y excentricidad e, apoyadas en una cimentación cilindrica con masa Mo.
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Funciones de impeclancia y movimientos efectivos

En este estudio se consideraron cimentaciones embebidas en un estrato de
espesor Hs, ps=0.2j30 ([^velocidad de propagación de ondas de corte de estrato (s) y
del semiespacio (0)) y relación de Poisson vs=0A5, sobre un semiespacio con vo=1/3
(figura 2). Para llevar a cabo ei estudio, se calcularon las funciones de impedancia y
los movimientos de entrada para ¡a cimentación, ambos dependientes de la frecuencia
de excitación. Las primeras representan a los resortes y amortiguadores del suelo, los
segundos se refieren a los movimientos de campo libre modificados por la presencia
de la cimentación, que, a! ser rígida, actúa como un elemento promediador de estos.
Las rigideces dinámicas se calcularon a partir de una técnica de elementos finitos
basada en un método de elementos de estratos delgados (Tassoulas y Kause!, 1983).
Este método sólo admite una serie estratigráfica apoyada sobre base rígida. Para
evitar e! rebote de las ondas debido a la presencia de esta base y simular el efecto de
su radiación al infinito, se consideraron dos estratos. E! superficial de espesor H/R
que aloja a !a cimentación, y el otro con el dobíe de espesor para asegurar que las
ondas que se reflejen de su base, sean de amplitudes despreciables por efectos de
amortiguamiento del material, actuando de esta manera como si fuera un semiespacio.
Los movimientos efectivos se-calculan utilizando una técnica propuesta por Iguchi
(1982) en !a que, para su aplicación, se requiere de las funciones de impedancia y de
los movimientos y tracciones de campo libre, esto es, en ausencia de ía cimentación.
Estos últimos se calculan utilizando métodos bien conocidos en la teoría de la
propagación de ondas.

FIGURA 2. Incidencia vertical de ondas SHen una cimentación cilindrica con diámetro
2R, enterrada a una profundidad D en el estrato de espesor Hs. El estrato y el
semiespacio están caracterizados por las relaciones de Poisson vs y vo\ y velocidad de
propagación de ondas de corte f3s y fi0, respectivamente.
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Amplificaciones dinámicas de la excentricidad y el cortante

A partir de resolver el sistema de ecuaciones propuesto arriba {ees. 1 a 5) se
obtuvo la respuesta máxima a la traslación y a la torsión (úb

max y Ae
m8X) deí modelo en

estudio. La amplificación dinámica del cortante y la excentricidad de diseño se
calcularon de la siguiente manera;

fj\

(8)

donde Vh es el cortante de diseño del sistema y Vh
des = KhS; S es el espectro de

desplazamientos para el oscilador con respuestas a la torsión y traslación
desacopladas (er=0); e/*s es la excentricidad de diseño normalizada con respecto al
radio de giro. El momento de torsión para el que se necesitan diseñar los elementos
estructurales, está dado por:

P z=Te+Ta (9)

donde 7* y V son ios momentos torsionantes accidental y el que considera la
excentricidad estática, respectivamente. Según las normas para el Distrito Federal, 7*=
(1.5er)(R Vh

dBS) y V^2R(0.1Vh
aes). Con base en esto, se puede afirmar que:

(a) Si no hubiera excentricidad estructural, el cortante desacoplado debería ser
igual ai de diseño, y ¡a torsión se generaría al actuar este en una posición diferente de
la dei centro de masa que, según el reglamento, se ubica a 0.2R, En una estructura
asimétrica, si la torsión accidental tomará el valor de nulo, la torsión estructural sería ¡a
generada por et cortante acoplado multiplicado por la excentricidad estructural, ó,
corno lo sugieren !as normas, sería igual al cortante desacoplado (V/85) multiplicado
por el 150% del valor de la excentricidad estática.

(b) La relación entre el cortante de diseño obtenido de manera rigurosa {Vh) con el
cortante desacoplado utilizado en el reglamento (VV*65) debería dar como resultado la
unidad (esto es cierto cuando se desconoce el efecto dinámico de la excentricidad
estática o nominal). Si los valores obtenidos son inferiores, el momento torsionai
generado por la excentricidad accidental (7a) está sobrevaluado, de io contrario, el
comportamiento de los elementos diseñados con este criterio puede ser inadecuado.
Para el caso de T , los resultados obtenidos serán o no adecuados dependiendo de
que tan aiejado este el valor de e/'s de 1.5 er.

(c) Sí la razón efVe^.5 el diseño puede estar subvaíuado o sobrevaluado,
dependiendo de que tan alejado esté el valor de Vh del de Vh

d@s.

FALLA DE ORIGEN} X°S
i—•nn»imJ»i.n.i» t—a,M.i. t| . , „ , < ^
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Análisis paramétrico

Se analizaron varios osciladores con un amplio rango de valores entre el
periodo natural a la traslación con respecto al de torsión (Xj=Tf/Te) y se consideraron
valores de er=0.05, 0.10 y 0.20; 7rt=0.5, 1, 2 y 3s; H/R=1 y 3; D/R=0 y 1, desplantadas
sobre estratos de espesores Hs=2, 3, 5 y 8R Los acelerogramas utilizados como
excitación corresponden a los registrados durante el sismo de 1985 de Michoacán,
México en estaciones localizadas en el la ciudad de México conocidas como Viveros
(VIV), Secretaria de Comunicaciones y Transportes (SCT) y Central de Abastos
Oficinas (CAO), la primera ubicada sobre estratos limosos intercalados con estratos
blandos (Zona de transición) y las otras dos en los estratos arcillosos con periodos
naturales de vibrar de 2 y 3.5 s respectivamente. Los registros se presentan en la
Figura 3. Algunos resultados se muestran en las figuras 4 y 5.

Para que ios valores de! cortante y de la excentricidad dinámica calculados de
manera rigurosa coincidan con lo que se propone en normas, la tendencia deí valor
para la relación de Vt/Vh

a91f debe ser de la unidad y de 1.5 para er
dis/er

independientemente del valor de Ar, o en su defecto, la variación que se presente para
er*7er debe ser compensada con el alejamiento que el valor de Vh tenga respecto a
Vh

des. Muchos de los casos analizados en este trabajo están dentro del
comportamiento que se predice al aplicar las normas; sin embargo, existen algunos
que quedan desprotegidos. En la figura 4 se presentan los resultados obtenidos para
osciladores con esbeltez HJR=1 periodo a ¡a traslación 7"ft=0.5, 1, 2, y 3s,
desplantados a D/R=0 y 1 en un estrato de espesor H/R=3 apoyado sobre un
semiespacio para excentricidades estáticas de eJR=0.10y 0.20, sometidos a la
excitación del registro de CAO componente E-W. De ios resultados obtenidos se
aprecia que la profundidad de desplante es poco significativa en la respuesta,
exceptuando para estructuras muy flexibles (T/,=3s). Conviene subrayar que las
normas técnicas no consideran la profundidad de desplante del cimiento como un
factor de peso. Para todos los casos presentados, existe un rango de valores de
relación de periodos XT que depende de Th para el que se rebasa lo especificado en
normas. Esta diferencia en ei cálculo de la torsión de diseño, pueden llegar a ser de
más del 100%.

¿ot
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Figura 3. Acelerogramas registrados en las estaciones de Viveros (VIV), Secretaría de
Comunicaciones y Transportes (SCT) y Centra! de Abastos (CAO) durante eí sismo de
Michoacán de! 19 de septiembre de 1985.

En ia Figura 5 se grafican ios resultados para osciladores con excentricidad
estática e/R=0.10, periodo Th~2s, con altura /VR=1 y 3, profundidad de desplante
nula sobre un estrato con espesor H/R=2 y 5. Como señal de entrada se utiliza ia
componente N-S de ios registros de VIV, SCT y CAO, Se observa que el pico donde
se presenta la máxima amplificación dinámica de la excentricidad varia dependiendo
del registro utilizado, de las características dei sitio y de las del oscilador. Este no
siempre se presenta cuando ai valor de Xr es cercano a la unidad, sino que llega a
aparecer incluso en valores tan pequeños como Ar=0.4. Sin embargo, para Xr donde
se presentan valores altos de la amplificación dinámica de ía excentricidad, se
obtienen valores menores que ia unidad de la amplificación dinámica del cortante. Esto
implica que la torsión dir árnica relacionada con la excentricidad estática (T), estará,
en cierta medida, compensada, pero aún así, la torsión con la que se requiere diseñar
a los elementos estructurales resulta ser mayor que ia que se obtiene de considerar ei
criterio de las normas. En general se aprecia que, grosso modo, para vaíores Ar>1.2,
los criterios utilizados en ei reglamento son adecuados. Sin embargo, para vaíores

.2 esto no sucede ni siquiera para el caso de suelos poco flexibles {VIV). Por otro
lado, la aseveración de Vh=Vh

óss, parece ser adecuada en estos caso?
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Figura 4. Amplificación dinámica del cortante y de la excentricidad, calculada para
osciladores con H/R=1, D/R-0 (líneas gruesas) y 1 (líneas delgadas) sobre un estrato
con espesor H/R=3; y e/R=0.10 y 0.20. Los resultados se presentan para Th-0.5
(línea continua), 1 (trazos largos),2 (trazos pequeños) y 3s (línea punteada). Como
señai de entrada se utilizó el registro de CAO dirección E-W.

Conclusiones

El propósito de este trabajo fue investigar y destacar las condiciones para las
cuales las recomendaciones de diseño en torsión propuestas en e! reglamento son
deficientes. Para ello se analizó la respuesta de estructuras asimétricas de un nivel,
modeladas por medio de un oscilador simple, sometidas a ia excitación dinámica del
sismo de Michoacán del 19 de septiembre de 1985 registrado en Sas estaciones VtV,
SCT y CAO. Aigunos autores ya han señalado cuales estructuras no están
adecuadamente protegidas por los reglamentos de algunos países (entre ellos, el de
México, D. F.). Aquí se confirman algunas de sus observaciones y se destacan otras
que no habían sido contempladas.
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Figura 5. Amplificación dinámica del cortante y de fa excentricidad, calculada para
osciladores con D/R=0, Tft=2s, e/R=0.10; H£/R=1 (líneas gruesas) y 3 (líneas
delgadas); y H/R=2 y 5. Los resultados se presentan para ta componente N-S de los
registros de CAO (línea continua), SCT (trazos Sargos) y VIV (trazos pequeños).

Se ha encontrado que cimentaciones enterradas muy rígidas presentan casi el
mismo comportamiento que las superficiales en cuanto a las amplificaciones
dinámicas del cortante y ia excentricidad . Esto implica que es válido considerar sólo
cimentaciones superficiales cuando se ilevan a cabo estudios paramétricos.

Los parámetros que más influyen en los resultados son los que corresponden a
la esbeltez, excentricidad estática y rigidez de la estructura; y a ios relacionados con ia
flexibilidad del suelo. En general, se aprecia que para estructuras con /lr>1.2, los
criterios utilizados en el reglamento son adecuados. Para AT<1-2, ¡as amplificaciones
dinámicas de la excentricidad se pueden alejar mucho del valor propuesto en las
normas, dando lugar a que el momento torsional equivalente estático 7* sea
subvaluado.
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RESUMEN

Considerando los efectos de interacción suelo-estructura, se estudia la respuesta

acoplada de traslación y torsión de estructuras asimétricas desplantadas sobre un estrato

de suelo ante excitación sísmica. El sistema investigado consiste en un oscilador simple

torsionaímente acopiado con cimentación enterrada en un estrato blando sobre un

semiespacio elástico, sometido a ondas SH con diferentes ángulos de incidencia. Se

consideran los efectos de interacción tanto cinemáticos como inerciales. Se calculan

soluciones numéricas para varias configuraciones del sistema, tomando como

movimiento de control el gran temblor de Michoacán de 1985 registrado en tres sitios

representativos de las zonas blanda y de transición en el Valle de México. Se evalúan la

amplificación dinámica de la excentricidad y la relación entre las fuerzas cortantes

acopladas y desacopladas, y se comparan con las actuales recomendaciones

reglamentarias para estructuras de edificios (Normas Técnicas Complemeníarias para

Diseño por Sismo del RCDF, Gaceta Oficial Del Distrito Federal, 1995). Se muestra que,

al menos para comportamiento lineal de la estructura, las especificaciones de diseño por

torsión pueden subestimar la máxima respuesta estructural cuando los efectos de

interacción son de excepcional importancia, como sucede en ia Ciudad de México.

By considering the effects of soii-structure interaction. the coupíed lateral and torsional

response of asymmetric structures placed on a soi! iayer under seismic excitation is

studied. The system investigated consists in a torsionally coupled single oscíílator with

ti'



embedded foundation in a soft stratum over an elastic haif-space, subjected to SH waves

with different angles of incidence. Both the ineríial and kinematic interaction effects are

considered. Numérica! solutions are calculated for a large number of system

configurations, taking as control motion the great 1985 Michoacan earthquake recorded

at three sites representative of the transition and soft zones in the Valley of México. The

dynamic amplifícations of static eccentricity and the base shear ratio between the

coupled and uncoupled shears are evaluated and compared with the current code

provisions for building structures (Normas Técnicas Complementarias para Diseño por

Sismo del RCDF, Gaceta Oficial Del Distrito Federal, 1995). It is shown that, at leasí for

linear behavior of the structure, the design provisions for torsión may underestimate the

máximum structural response when the ¡nteraction effects are of extreme significance,

as happens in México City.

INTRODUCCIÓN

Algunos artículos en la literatura especializada (Hanh y Liu, 1994; Chandler y

Hutchinson, 1987a y b) afirman que diversos reglamentos de construcción del mundo,

entre ellos el de la ciudad de México, no consideran adecuadamente las amplificaciones

dinámicas que se pueden presentar en estructuras asimétricas cuando son sometidas a

excitación sísmica, en especial aquellos edificios con excentricidad estructural pequeña

y cuando su periodo de vibración en traslación se acerca al valor de su periodo de

vibración en torsión. En las Normas Técnicas Complementarias para Diseño por Sismo

del RCDF (Gaceta Oficial Del Distrito Federal, 1995), y en la mayoría de los

reglamentos, se especifica que la excentricidad que debe utilizarse en el cálculo de las

acciones para el diseño por torsión de los elementos estructurales, debe ser aquélla que

considere a las excentricidades natural y accidental, generada la primera por la

diferencia en la posición de los centros de masa y rigidez y ía segunda por la variación

espacial del movimiento del suelo ante el paso de las ondas sísmicas, entre otros

factores; La excentricidad de diseño se obtiene mediante la aplicación de fórmulas

simples que involucran a la excentricidad estructural y a una dimensión característica de

la planta de la estructura, afectadas por coeficientes especificados. Con esto se pretende

que su uso en ía práctica sea sencillo y que el diseño de las edificaciones se lleve a cabo

dentro de niveles de segundad aceptables.



Entre los estudios llevados a cabo con el propósito de dar fundamento a las

especificaciones propuestas en ios reglamentos, se encuentran ios que únicamente

consideran la excentricidad accidental causada principalmente por la rotación de la

cimentación ante e! paso de las ondas sísmicas {Newmark, 1969; Luco, 1976a y b;

Apsel y Luco, 1976; Bielak et al, 1986) y aquellos que tienen en cuenta ia excentricidad

estructural (Hanh y Liu, 1994; Chopra y Goel, 1991; Chandler y Hutchinson, 1987a y

b). Algunos autores han estudiado la respuesta de estructuras considerando su

interacción con ei suelo (Chandier y Hutchinson, 1987b) pero, generalmente, han

omitido la interacción cinemática al considerar sólo la interacción inercial debida a la

flexibilidad del suelo, ignorando la diferencia entre el movimiento de campo libre y el

movimiento de entrada de la cimentación. Varios autores afirman la necesidad de

revisar las expresiones dadas en los reglamentos para obtener las excentricidades de

diseño con el propósito de tomar en cuenta, por ejemplo, las demandas de ductilidad del

sistema (Bozorgnia y Tso, 1986; Chopra y Goel, 1991; Zhu y Tso, 1992; Tso y Zhu,

1992) y los efectos de interacción en estructuras que tienen período fundamental de

traslación cercano al valor del periodo fundamental de torsión (Chandler y Hutchinson,

1987a y b). En la mayoría de estos artículos no se consideran los efectos de la

profundidad de desplante de la cimentación y no se contemplan estructuras desplantadas

sobre suelos estratificados.

El propósito de este trabajo es investigar ambos efectos de la interacción, los

cinemáticos e inerciales, en estructuras con movimientos de traslación y torsión

acoplados, comparando los resultados con los que se obtienen al aplicar los criterios de

diseño propuestos en las normas y señalando los casos que no son cubiertos por éstas.

Para ello se utilizan como movimientos de control los acelerogramas registrados en las

estaciones W , SCT y CAO durante el sismo de Míchoacán del 19 de septiembre de

1985. Se consideran trenes de ondas de corte polarizadas horízontaimente que inciden

con cierto ángulo con respecto a la vertical. A la estructura se le representa por un

oscilador simple con dos grados de libertad, uno de traslación y otro de torsión, más tres

grados adicionales para la cimentación que surgen al considerar ¡os efectos de la

interacción con el suelo. Se analizan estructuras con distintos periodos naturales en

traslación y torsión y se calcula su respuesta máxima. Posteriormente se obtienen las

excentricidades y cortantes de diseño que son comparadas con las que se estipulan en



las normas técnicas. Los cálculos se efectúan en ei dominio de !a frecuencia, por lo que

sólo se contempla el comportamiento lineal de !a estructura. Únicamente se considera la

incidencia de ondas SH que son las que producen los efectos de torsión cuando inciden

con cierto ángulo con respecto a la vertical. Los resultados que se presentan dan una

idea de las amplificaciones dinámicas que pueden generarse en edificios, sin embargo,

para poder fijar alternativas para modificar las recomendaciones de diseño, se requerirá

hacer un estudio más amplio considerando varios registros de temblores y llevando un

control estadístico. En este trabajo únicamente se evidencia la necesidad de revisar ios

criterios reglamentarios.

MODELO

En este estudio se consideró un modelo formado por un oscilador simple de masa M

ubicada a una altura He y excentricidad e, con un grado de libertad en traslación y otro

en torsión, como se muestra en la fig. 1. La cimentación es representada por un cilindro

de radio R, profundidad D y masa A/o. que está embebido en un estrato blando de

espesor Hs y módulo de Poisson v5~0.45 apoyado sobre un semiespacio elástico con

módulo de Poisson vo=l/3. La relación de velocidades de ondas de cortante entre el

estrato y el semiespacio se tomó como [Vf3o~0.2. Al modelo se le sometió a una

excitación sísmica dada por ondas de corte con movimiento en la dirección >•,

propagándose en el plano x~z con ángulo y respecto a la vertical, como se aprecia en la

fig. I. Las ecuaciones que definen ei movimiento del modelo en el dominio de la

frecuencia están dadas por:

M Ag + (//. + D

A + K eB =0
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(2)
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donde los subíndices b, O y g se refieren a la estructura, la cimentación y la excitación

efectiva, respectivamente. A y i p implican traslaciones a lo largo del eje y y giros

alrededor del eje x, respectivamente, y 0 indica giros alrededor del eje z. Los puntos

arriba de estas variables indican derivación con respecto al tiempo. K y C son las

rigideces y amortiguamientos estructurales, usando los subíndices $, h y Qh para la

torsión, traslación y acoplamiento, respectivamente. Te y JQ son los momentos de inercia

para la torsión y ei cabeceo, respectivamente, y E-D/2. Por último, Fx
s, FQS y F9

S están

definidas por:

O O
9o (6)

donde AT1 son ías funciones de impedancia deS sueío, con subíndices /?, m, t y m/? que

representan traslación, cabeceo, torsión y acopiamiento, respectivamente.



Realizando una normalización conveniente, ias ecuaciones de movimiento se pueden

rescribir de la siguiente manera:
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donde ®h={K»tAt)lf2, o 9 - ( W e ) ! / 2 , o>-2;rf (/^frecuencia), S^A/o/A/, 60-£>/J?, 5

y er=e/R. Qh^A^&Qg, Q^iHe+Dtyg/Aog y Q^RQg/Aog son las relaciones de los

movimientos de entrada de ¡a cimentación con respecto a la amplitud Ao# del

movimiento horizontal de campo libre y C, -0.05 es el amortiguamiento de la estructura.

RIGIDECES DINÁMICAS Y EXCITACIONES EFECTIVAS

En el modelo utilizado para este estudio se consideran diferentes profundidades de

desplante D de la cimentación y espesores Hs del estrato. Para obtener la respuesta a la

traslación y torsión de la estructura, se requiere conocer previamente las rigideces

dinámicas del suelo y los movimientos de entrada de la cimentación, ambos

dependientes de la frecuencia de excitación, para los diferentes valores de D/R y HJR

seleccionados. Las primeras representan a los resortes y amortiguadores del suelo,

mientras que los segundos se refieren a los movimientos de campo libre modificados

por la presencia de la cimentación que, al ser rígida, actúa como un elemento

promediador de éstos. Las funciones de irnpedancia o rigideces dinámicas se calcularon

usando un método de elementos finitos basado en la técnica del estrato delgado

(Tassoulas y Kausel, 1983). Este método sólo admite una formación estratigráfica

horizontal apoyada sobre base rígida. Para evitar el rebote de las ondas debido a la

presencia de esta base y simular el efecto de su radiación al infinito, se consideraron dos

estratos. El real de espesor fís que aloja a la cimentación y uno ficticio con el doble de

espesor para asegurar que las ondas reflejadas por su base sean de amplitud

despreciable, actuando de esta manera como si ñiera un semiespacio. Las excitaciones

efectivas se determinaron utilizando una técnica propuesta por Iguchi (1982), la cual



requiere de ias funciones de impedancia y de ios movimientos y tracciones de campo

libre para su aplicación. Estos últimos se obtienen empleando métodos bien conocidos

en ¡a teoría de propagación de ondas (Achenbach, 1976).

Tabla 1. Rigideces estáticas para cimentaciones superficiales (D/R^O) y enterradas

(D/R=\) en un estrato de suelo con profundidad variable {HJR-2, 3 y 5).

Hs/R

2

3

5

Kh"/GR

5.5063

5.2618

5.2078

D/RH

K^/GR*

4.5393

4.5222

4.7850

)

K,

5

6

6

VGR*

8697

0672

5710

Kh

14

il

10

°/GR

2950

83 Í0

5360

Km

17

15

14

DIRr*\

°/GRs

.8420

.3730

.7140

K
21

20

20

.1594

.5169

.7462

G = módulo de cortante del estrato

En las figs. 2a y 2b se grafican los coeficientes de rigidez tf y amortiguamiento cs de ias

funciones de impedancia expresadas como Ks=K°(ks+ir\cs)( 1 -H'2Q para los modos de

traslación, cabeceo y torsión de ía cimentación, siendo v=0-05 el amortiguamiento del

estrato; ios valores de ias rigideces estáticas K° se indican en la tabia 1. Debido a que el

espesor del estrato influye en ¡a rigidez total del sistema, e! vafor de la rigidez estática

también se ve afectado. A diferencia de lo que ocurre para estratos sobre base rígida en

donde es posible definir una función lineal que tome en cuenta el espesor y las

propiedades mecánicas del sueio para calcular de manera aproximada Ía rigidez estática

(Kauseí y Roesset, 1975), para estratos sobre un semiespacio no parece existir una

correlación lineal. Los resultados de la fig. 2a corresponden a cimentaciones

superficiales (D/R=0), mientras que los de la fig. 2b a cimentaciones enterradas

(D/R~\). para diferentes valores del espesor de! estrato, a saber: HJR-2, 3 y 5. Estos

resultados muestran variaciones con respecto a Ía frecuencia adimensionai x[=G>R/lit$s

que se deben principalmente a que la frecuencia natural del estrato varía en proporción

inversa a su espesor. Esto se ve reflejado en ía posición de ios valles que se presentan en

ias frecuencias resonantes del estrato como se aprecia en las gráficas de ias figs. le y b,

y en la ausencia de amortiguamiento por radiación para frecuencias por debajo de ia

frecuencia fundamental del estrato. Este efecto es más evidente para el modo de cabeceo

que para ei de traslación horizontal y el de torsión, pero tiende a ser pequeño para

cimientos enterrados, como se aprecia en ios resultados aquí presentados (figs. 2a y b).



Para frecuencias menores que la primera frecuencia resonante dei estrato, los valores del

amortiguamiento son muy bajos puesto que reflejan la pérdida de energía sólo por

amortiguamiento histerético. Destacan también las reducciones de ¡os coeficiente de

rigidez con la frecuencia de excitación debido a la influencia que tiene ésta en la inercia

dei suelo, así como las oscilaciones de ios coeficientes de rigidez y amortiguamiento

debido a las frecuencias naturales del sueio que son más pronunciadas para estratos de

espesores pequeños y prácticamente no se presentan para el cabeceo. Si el

amortiguamiento del suelo fuera nulo, los valles de estas gráficas se prolongarían hasta

tomar el vaior nuío.

En ¡a fig. 3 se exhiben las excitaciones efectivas para traslación, cabeceo y torsión

debidas al arribo de ondas de cortante con distintos ángulos de incidencia. Para

cimentaciones superficiales, se aprecia que sólo en ei caso de incidencia vertical puede

considerarse que no existe interacción cinemática, esto es, la excitación efectiva de la

cimentación es igual al movimiento de campo libre. Para los demás casos, asumir esto

conduciría a resultados erróneos. Como los resultados están normalizados con respecto

a las amplitudes del movimiento de campo libre, los efectos del espesor del estrato se

cancelan, de suerte que los valores aquí proporcionados son aplicables a estratos de

cualquier tamaño.

AMPLIFICACIONES DINÁMICAS MÁXIMAS

Para conocer los efectos en la respuesta a la torsión cuando se considera la interacción

cinemática, se analizaron y compararon las respuestas de sistemas con profundidad de

desplante nula para diferentes ángulos de incidencia. Posteriormente se compararon ios

sistemas con D/R-0 e incidencia vertical de ondas sísmicas con aquellos desplantados a

D/R-\ y, finalmente, los que están enterrados en el estrato para distintas características

del modelo. Para ello se asumió una relación de densidades entre la estructura y el suelo

de 5p~0.)5; C¿=^o -0.05. 6.^0.25. ^=0.45, K,—0.33 y, como movimientos de

excitación, los registros del sismo de Michoacán en las estaciones CAO, SCT y VIV,

localizadas las dos primeras en la zona dei iago y la última en la zona de transición de ia

Ciudad/cíeívléxíco. Las amplificaciones de ios acelerogramas empleados se muestran en



la fig. 4. En los cálculos se consideraron los periodos dominantes de! terreno en estos

sitios, esto es: 7>=3.5, 2 y 0.6 5, respectivamente.

Se analizaron varios osciladores con periodo natural a la traslación de 7},-0.5, 1, 2 y 3 s,

para un amplio rango de valores de la relación \-TrfT% entre el periodo de traslación

con respecto al de torsión. Se calculó su respuesta máxima a la traslación y a la torsión,

A¿/"aJC y A9
max, obteniendo la razón de las fuerzas cortantes y la amplificación dinámica

de la excentricidad de diseño de ia siguiente manera:

V
y h___ _ ____ (12)

Kh S R 2 { 2 $

donde Vh=Kh^bmax es el cortante de diseño de! sistema en estudio y V^KhS, siendo Sel

espectro de desplazamientos para el oscilador con respuestas a la torsión y traslación

desacopladas (e,=0); er
dls es la excentricidad de diseño normalizada con respecto al

radio. El momento de torsión para el que se necesitan diseñar los elementos

estructurales, está dado por

donde F¿ y F¿ son los momentos torsionantes natural y accidental, respectivamente.

Según las Normas Técnicas Complementarias para Diseño por Sismo del RCDF,

F; ^(l.SeX^r) >' F¡ ^ B(QAVh
Jesl donde B es Sa dimensión de la planta del

cimiento en ia dirección de ia excentricidad; en el caso del modelo en estudio B=2R.

Con base en esto, se puede afirmar que si no hubiera excentricidad estructural, el

cortante desacoplado debería ser igual ai de diseño, y la torsión se generaría al actuar

éste en una posición diferente de la del centro de masa que, según el reglamento, se

ubica a 0.1B (0.2R). En una estructura asimétrica, si la torsión accidental tomara el valor

nulo, la torsión estructural sería la generada por el cortante acoplado multiplicado por la

0



excentricidad natural o. como lo sugieren las normas, sería igual al cortante desacoplado

Vkes multiplicado por el 150% de! valor de la excentricidad estática. Debido a que para

!a obtención de los momentos torsionantes con las fórmuias empíricas propuestas en ei

RCDF se requieren el cortante basal desacoplado y la excentricidad natural, una manera

de apreciar las diferencias que existen en relación con aquellos calculados directamente

resolviendo sistemas de ecuaciones, es comparando los cocientes entre la excentricidad

de diseño y ia natural, y entre ios cortantes básales acoplado y desacoplado. Algunos

autores (Rosenblueth y Elorduy, 1969; Chandler y Hutchinson, 1987a y b) presentan

gráficas donde muestran la amplificación dinámica de la excentricidad y la relación de

cortantes básales acoplado entre desacoplado en función del parámetro X. En la figura 5

se reproducen las gráficas de Rosenblueth y Elorduy (1969) para ía condición de base

rígida. En elías se observa que aunque para la mayoría de los valores de X el cortante

acoplado es prácticamente igual al desacoplado y la amplificación dinámica de ía

excentricidad tiende a 1.15 cuando X crece, la excentricidad dinámica puede llegar a ser

mayor que 2.5 veces la estructural y el cortante acoplado casi un 30% menor que el

desacoplado para X«l. Suponiendo que las torsiones accidentales fueran nulas, los

efectos más desfavorables originados cuando íos periodos naturales de traslación y

torsión son iguales cumplen aproximadamente con la recomendación reglamentaria,

esto es:

F' ~\ 5e Vde* =ed'5V,

de donde

Para el caso más desfavorable de la fig. 5, cuando X*l, e¡ producto de fas

amplificaciones dinámicas de ia excentricidad con el cociente de los cortantes da un

valor superior a 1.5 (aproximadamente 2) que puede quedar cubierto ai tomar en cuenta

las torsiones accidentales. Sin embargo, hasta donde los autores de este texto tienen

conocimiento, no se han analizado los criterios de diseño cuando se considera la

interacción cinemática.



En las figuras 6 y siguientes, para que ios valores del cortante y de la excentricidad

dinámica calculados de manera rigurosa coincidan con lo que se propone en normas, la

tendencia del valor para las relaciones de Vf/Vf,des y er
dls/er deben ser de la unidad en el

primer caso y no mayores de 1.5 en el segundo, para cualquier valor de la relación de

periodos de traslación al de torsión, X, siempre y cuando la torsión accidental sea nula.

Muchos de los sistemas estructurales analizados en este trabajo están dentro del

comportamiento que se predice al aplicar las normas; sin embargo, existen algunos

casos que quedan desprotegidos. En la fig. 6 se presentan ios resultados obtenidos para

osciíadores con periodo a la traslación 7V=1 s, esbeltez HeIR^\ y excentricidad

et/R=0A0, desplantados sobre la superficie de un estrato de espesor HS/D=2 ante

excitaciones sísmicas con ángulos de incidencia y-0°, 30°, 60° y 85°. Se observa que el

pico donde se presenta la máxima amplificación dinámica de la excentricidad varía

dependiendo de las características del sitio y de las del oscilador y en algunos casos se

presentan dos picos (VIVy CAO). El pico no siempre se localiza cuando el valor de X es

cercano a la unidad, sino que por la flexibilidad del suelo llega a aparecer incluso para

valores tan pequeños como X=Q3 (CAO) y con amplificaciones de la excentricidad

superiores a 4 (SCT) . Pese a que el cortante acoplado tiende a valores menores que el

del desacoplado para los valores de X donde se presentan valores altos de la

amplificación dinámica de la excentricidad, lo que implica que la torsión natural (F9
e)

está en cierta medida compensada, para el caso de estructuras desplantadas sobre suelo

blando (CAO), esta compensación parece insuficiente debido al alto valor de la

amplificación de la excentricidad y lo cercano del cociente entre cortantes a la unidad,

incluso para algunas estructuras con X=0.5 sometidas al aceferograma registrado en

SCT, el cociente del cortante acoplado sobre el desacoplado da por resultado la unidad.

También se observa que la influencia del ángulo de incidencia prácticamente es nula

debido al fuerte contraste de impedancias entre el semiespacio y el estrato, que tiende a

refractar las ondas a un ángulo cercano a la posición vertical. Se nota que, grosso modo,

para valores X>\2 los criterios utilizados en el reglamento son adecuados e incluso

conservadores. Sin embargo, para valores X<\.2 esto no sucede ni siquiera para el caso

de suelos poco flexibles {VIV). Por otro lado, la aseveración de V=Vh es parece ser

adecuada en estos casos.



Los resultados para osciladores con He/R~3, eJR-OAO y D!R=\, desplantados en

estratos con diferentes espesores {HJD^l, 3 y 5) se muestran en la fig. 7. Aquí se

observa que el valor de X donde se presentan los picos de la amplificación de la

excentricidad de diseño depende básicamente de la rigidez de le estructura y del espesor

del estrato que también afecta al valor de la amplitud. Su influencia se aprecia mejor

para estructuras cuyos periodos naturales de vibrar no son muy pequeños o muy grandes

(7**0.5 y 3 s). La afirmación de otros autores (Chandler y Hutchinson, 1987a y b;

Bielak et al, 1986) en el sentido de que las mayores amplificaciones dinámicas ocurrían

cuando el valor del periodo desacoplado a la traslación era muy parecido al de torsión

de la estructura, es válida si el análisis se lleva a cabo en estructuras desplantadas sobre

un semiespacio, para estructuras sobre medios estratificados esto puede no ocurrir.

La influencia de la profundidad de desplante se aprecia en la fig. 8. Los cálculos se

efectuaron para estructuras con He/R=3, Th=2 s y erIR=0.\0. empotradas en estratos de

espesor HJR-2 y 5, con profundidad de desplante D/R=Q y 1. De los resultados

obtenidos se desprende que ¡a influencia de la profundidad de desplante es poco

significativa en la respuesta. Las diferencias, en cuanto a lo que se propone en las

normas, se presentan para la amplificación de la excentricidad y el cociente de los

cortantes, llegando a tener valores de más del 300% en el primer caso (CAO) y

difiriendo en más de un 25% para el segundo (VIV).

La influencia del periodo de la estructura a la traslación se muestra en la fig. 9. Aquí se

graflcan los resultados para osciladores con HJR=\, eJR-QAQ y D/R=Q y con 7),=0.5,

1, 2 y 3 s, desplantados en estratos de espesores Hs/R=2, 3 y 5 y sometidos a la

aceleración del registro de SCT. Los valores de X donde se presentan los picos de las

amplificaciones dinámicas varían dependiendo del periodo natural de traslación de la

estructura, correspondiendo los valores más pequeños a las estructuras más rígidas. El

número de picos que se presenten en ¡as gráficas dependerá del tipo de suelo en donde

esté cimentada ía estructura como se aprecia en la fig. 10, en donde se analizan

osciladores con ías mismas características descritas arriba, pero sometidos a la

aceleración del registro de CAO.



En ia fig. 11 se granearon los resultados para diferentes valores de esbeltez de la

estructura (He/R=\ y 3) y de su rigidez (FA-1 y 2 s), considerando HJR-3, D/R=\ y

er/R=§. 10. Es evidente con estos resultados que uno de los parámetros que más afecta la

respuesta de la estructura es su periodo natural de vibrar, la esbeltez afecta en la

amplitud de los picos de la amplificación dinámica de ia excentricidad y en la posición

del segundo pico. Al igual que en los casos descritos arriba, existe un rango de valores

de X que dependen básicamente de las características del sistema para los cuales los

lincamientos especificados en las normas no se cumplen. Además, en la figura se

observa que el cortante acoplado puede llegar a ser superior al desacoplado hasta en un

20% para el mismo valor de X para e! que las amplificaciones dinámicas de la

excentricidad son altas, lo que deriva en subestimar los valores de la torsión para la que

se deben diseñar esas estructuras

En la fig. 12 se comparan los resultados para modelos con HJR^S, D/R=Q, Th=2 s y

He/R-\> variando las excentricidades estáticas, a saber: er/R^0.05, 0.10 y 0.20. Se

observa que el valor de la excentricidad influye sólo en la amplitud de ia respuesta. Se

aprecia que si la excentricidad es muy pequeña, los valores de amplificación dinámica

de la excentricidad que se pueden presentar son muy grandes, superiores a 4.5, y los

valores del cociente de los cortantes son chicos, más de 3 veces io señalado en las

normas para el primer caso y sólo un 10% para el segundo caso cuando se utiliza el

registro de SCT, lo cual implica que muy probablemente un sistema estructural con las

características descritas pueda ser subvaluado, todo dependerá de qué tanto compense la

torsión accidental a la naturai. Esta deficiencia en el reglamento no es grave, puesto que

se presenta para excentricidades pequeñas lo que implica que se tengan momentos

torsionantes también pequeños. Utilizando el mismo registro (SCT) se presentan

amplificaciones de la excentricidad de 2 y cociente de cortantes 50% cuando er/R=0.2,

lo que probablemente tienda en este caso a sobrevaluár a sistemas estructurales

estructuras con excentricidades grandes.

De los resultados obtenidos se observa que los parámetros que más influyen en la

amplificación de dinámica tanto de la excentricidad como del cociente de cortantes,

están ia excentricidad y esbeltez estructural, y el espesor del estrato. La posición de los

picos básicamente la determinan ios periodos de traslación de la estructura y dominante

del suelo. En las figs. 13 y 14 se presentan varios de los resultados obtenidos. En la fig.



13 se consideran estructuras con Th~\ s, HJR=\ y 3, y ^#-0 .05 , 0.10 y 0.20

desplantadas en estratos con ///#=2,3 y 5, y 7>3.5, 2 y 0.6 5 (registros de CAO, SCTy

VIV, respectivamente) y en la fíg. 14 se presentan los resultados para estructuras con

Th=0.5, 2 y 3 Í . HJR=\ y 3, y e,//?=0.05, 0.10 y 0.20 desplantadas en estratos con

HJR~2, 3 y 5, y Ts~2 s. En las gráficas se puede apreciar que la tendencia a agruparse

de las curvas depende de los periodos del suelo y ía estructura. Aunque la amplitud es

determinante en el diseño estructural, y en cierta medida la consideran las actuales

normas a! involucrar a la excentricidad estructural en las fórmulas reglamentarias, para

un diseño más racional se tendrá que considerar la relación de periodos de la estructura

y eí sitio donde se pretende construir, dado que la posición de los picos la determina

este parámetro.

CONCLUSIONES

En este trabajo se analizó la respuesta de estructuras asimétricas de un nivel, modeladas

por medio de un oscilador simple, sometidas al sismo de Michoacán del 19 de

septiembre de 1985 registrado en las estaciones VIV, SCTy CAO. El propósito fue

investigar y destacar las condiciones para ¡as cuales las recomendaciones de diseño por

torsión propuestas en el reglamento son deficientes. Algunos autores ya han señalado

cuáles estructuras no están adecuadamente protegidas por los reglamentos de algunas

ciudades, entre ellos el de la ciudad de México. Aquí se confirman algunas de sus

observaciones y se destacan otras que no habían sido contempladas, entre ellas el que no

siempre se presentan las mayores amplificaciones dinámicas de la excentricidad cuando

¡os valores de X son cercanos a uno. Estas se pueden presentar en valores tan grandes

como X~\A, además en ocasiones se presentan varios picos (amplificaciones para

distintos valores de X en una misma gráfica).

Se ha encontrado que las cimentaciones enterradas presentan casi el mismo

comportamiento que Sas superficiales en cuanto a las amplificaciones dinámicas del

cortante y la excentricidad- Esto implica que es válido considerar soiameme

cimentaciones superficiales cuando se llevan a cabo análisis de interacción con torsión.

Esto solamente es aplicable a estratos que tengan un fuerte contraste de impedancias



con el semiespacio. Para otros casos en donde la influencia del ángulo de incidencia de

la excitación sea importante, el despreciar la interacción cinemática podría llevar a

resultados que subestimen la respuesta estructural.

Como era de esperarse, la amplificación dinámica del cortante y la excentricidad tiene

mayor relevancia para suelos blandos, aunque también se tienen valores de

amplificación importantes en suelos moderadamente flexibles. Los parámetros que

tienen mayor influencia en los resultados son la esbeltez, excentricidad estática y rigidez

de la estructura, así como ia flexibilidad del suelo. En general, se encontró que para

estructuras con X>1.5 los criterios utilizados en el reglamento son adecuados o

sobrestiman las amplificaciones dinámicas de ia excentricidad. Para X<\.5, estas

amplificaciones se pueden alejar significativamente del valor propuesto en las normas,

dando lugar a que el momento torsionante estático equivalente sea subvaluado en

incluso más de! 300% para algunos casos. En cuanto al cociente entre el cortante basal

acoplado y el desacoplado, se presentan atenuaciones hasta más de un 45% para

excentricidades estructurales grandes. En su libro, Rosenblueth y Newmark (1971)

previenen esto cuando al proponer las fórmulas empíricas que posteriormente se

utilizaron en el reglamento, mencionan que '...dentro de las limitaciones impuestas con

respecto a K/k, la excentricidad de diseño por piso es la más desfavorable de las

cantidades

[ e-ab

donde b es la dimensión de la planta del edificio y a es un coeficiente del orden de 0.05

a 0.1*. En esta cita, K/k se refiere a ia relación de rigideces a la torsión sobre la de

traslación y para poder aplicar este criterio K/k>2.6 Jo¡M-2e~. Considerando estas

limitaciones en el modelo aquí estudiado, las fórmulas en el reglamento serán válidas

para valores de X mayores de 1.7. Para poder presentar criterios de diseño más

adecuados, las modificaciones que se le realicen en un futuro a las actuales normas

reglamentarias para el diseño de estructuras a la torsión, deberán tornar en cuenta

parámetros relacionados con los periodos naturales de vibrar del suelo y de ia estructura.
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Fig. 1. incidencia de ondas SH con ángulo y en un estrato con espesor Hs, relación de

Poisson vs y velocidad de propagación de ondas de corte f3s. La cimentación cilindrica

de dimensión 2R y masa Mc, está enterrada a una profundidad D en el estrato. Las

propiedades del semiespacio, en ei que se apoya el estrato son vo y p0. La estructura está

caracterizada por la altura He, masa My excentricidad estructura! e.
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Fig. 2a. Funciones de impedancia para trasiación horizontal (ÁTV), cabeceo (A^m)
y torsión (K*,), para una cimentación superficial (D/R=Q) en un estrato con
HslR^l (línea continua), Hs/R=3 (trazos largos), HJR--5 (trazos pequeños) y

'=8 (línea punteada).
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Fig. 2b. Funciones de impedancia para traslación horizontal (tf5*), cabeceo (Á*w)
y torsión (£*f), para una cimentación enterrada (D/R~\) en un estrato con HSIR=2
(línea continua), Hs/R=3 (trazos iargos), HJR-^5 (trazos pequeños) y HSÍR=%
(línea punteada).
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Fig. 4. Acelerogramas registrados en las estaciones de Viveros {VIV), Secretaría de
Comunicaciones y Transportes (SCT) y Centra! de Abastos (CAO) para el sismo
de Michoacán de! 19 de septiembre de Í985.
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Fig. 5. Relación entre fuerzas cortantes dinámicas y estáticas, y factor de amplificación
para ia excentricidad (modificada a partir de Newmark y Rosenblueth, 1971).
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con profundidad de desplante D/R-0 (líneas continuas) y DIR=\ (líneas a trazos)
ante incidencia vertical de ondas sísmicas.
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Fig. 14. Cociente de cortantes y amplificación dinámica de la excentricidad para un
oscilador con-7/,=0.5, 2 y 3 s, HJR~\ y 3, y e^/ZÍ-0.05, 0.10 y 0.20 desplantadas
en estratos con Hs/R=2 (línea continua), 3 (iínea a trazos) y 5 (línea punteada), y
7>2 5 (registro de SCT).


