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 En la primera parte de esta tesis se propone un criterio para evaluar la confiabilidad 

estructural tomando en cuenta la degradación de la capacidad estructural en el tiempo. Se 

consideran dos indicadores alternos de la confiabilidad: 

a) En términos del número esperado de fallas en un intervalo de tiempo, η(t), tomando 

en cuenta la aleatoriedad de la respuesta y las incertidumbres epistémicas, y 

b) En términos del factor y del nivel de confianza, λ(t) y K(t), en función del tiempo, 

de acuerdo con el  formato DCFD (“Demand and Capacity Factor Design”) 

  

 Ambos indicadores se extienden aquí (a partir de las expresiones propuestas por el 

Prof. Cornell y colaboradores) para estimar la confiabilidad de la estructura en un intervalo 

de tiempo. El proceso de deterioro se representa mediante la disminución de la capacidad 

global de la estructura asociada a cierto estado límite.  

 

 Como ejemplo de aplicación se considera el caso de una plataforma marina tipo 

“jacket” ubicada en la Sonda de Campeche. Se considera como condición de daño el 

crecimiento de grietas por fatiga en las juntas críticas de la estructura. Para el proceso de 

simulación de las historias de crecimiento de grietas por fatiga se consideraran los 

esfuerzos aleatorios originados tanto por el oleaje de servicio, como por las tormentas que 
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puedan ocurrir en el lapso de tiempo analizado (obtenidas a partir de la curva de peligro de 

oleaje). Se considera que la ocurrencia de tormentas sigue un proceso de Poisson. Los 

resultados obtenidos  se comparan con los que se calculan a partir de un proceso de la 

integración numérico. 

 

 En la segunda parte, el método de confiabilidad propuesto se utiliza para la 

planificación de programas de inspección y mantenimiento de plataformas marinas (a partir 

de análisis costo/beneficio). La estrategia de inspección óptima se identifica a través de la 

comparación de los costos económicos totales esperados de las diferentes estrategias 

alternativas de inspección, acciones de reparación e intervalos de tiempo en que se realizan. 

También se toman en cuenta las consecuencias económicas del nivel de daño que llegue a 

sufrir la estructura como son daños en los equipos, derrames de crudo, pérdidas de 

producción, lesiones y pérdidas humanas. El análisis costo/beneficio se ejemplifica usando 

el modelo simplificado de una plataforma marina. 
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 In the first part of the thesis, an approach to evaluate the structural reliability that 

takes into account the capacity degradation over time by means of closed mathematical 

expressions is proposed. Two alternative indicators of structural reliability are considered:  

 1) The expected number of failures over a time interval, taking into account the 

uncertainty due to both aleatory and epistemic uncertainties, and 

  2) The confidence factor, confλ (t), and the confidence level, )t(K x , as functions of 

time ( t ) are presented within a Demand-and-Capacity-Factor Design format. 

 

 Both indicators are extended (based on the approach proposed by Prof. Cornell and 

collaborators) to estimate the reliability of a structure over a time interval. The deterioration 

process is represented through a reduction on the global structural capacity related to a limit 

state.   

 

 An illustrative example is presented using a simplified model of a fixed steel 

“jacket” platform located at Campeche Bay in the Gulf of Mexico. The damage condition 

considered is the fatigue crack size at the critical joints caused by random stresses related to 

service and storm waves (obtained from a wave hazard curve). The environmental hazard is 

represented in this example by means of exceedance rate curves of the maximum wave 
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heights. It is assumed that the storm occurrence follows a Poisson process. The results 

obtained from the proposed expression are analyzed and compared with those obtained 

from numerical integration. 

 

 In the second part, the proposed expression is implemented to planning inspection 

and maintenance programs of marine platforms (from a cost/benefit analysis) based in the 

work made by Ortega et al. (2003). The optimum inspection strategy is identified from the 

comparison of the total economical costs of different alternatives of inspection and 

reparation. The economical consequences of the structural damage level as equipment 

damage, crude spilling, loss due to deferred production, injuries and fatalities are taken into 

account. The cost/benefit analysis is exemplified by using a simplified model of a marine 

platform 
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 La degradación de la capacidad estructural en el tiempo es un problema que afecta 

la infraestructura estratégica de muchos países (puentes, plataformas marinas, plantas 

nucleares, edificios, etc.)(ie. Frangopol, 1999; Faber, 2001; Braverman et al., 2004). Esta 

degradación es causada principalmente por la exposición de las estructuras a condiciones 

ordinarias de servicio (corrosión, humedad, vibración, etc.) y a cargas ambientales 

extraordinarias (huracanes, sismos, oleajes, etc.). Con el tiempo, la reducción de la 

capacidad estructural puede provocar un mal desempeño o niveles de confiabilidad 

inaceptables en la estructura. 

 

 Un desempeño inadecuado de este tipo de estructuras durante su vida útil  

produciría costos sociales y económicos muy altos. El envejecimiento de la infraestructura 

a nivel mundial y la falta de códigos que permitan el manejo de la seguridad estructural 

durante la vida de diseño hacen necesario el desarrollo de herramientas que permitan 

evaluar la confiabilidad estructural para diferentes intervalos de tiempo, considerando la 

acumulación del daño en la estructura y la consecuente reducción de su capacidad. 
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 Una forma de contribuir a que la infraestructura existente opere y se mantenga en 

niveles adecuados de seguridad es mediante la instrumentación de políticas de inspección y 

mantenimiento del sistema estructural. Las políticas más racionales predicen la variación 

del riesgo en el tiempo y proponen programas de inspección y mantenimiento de la 

estructura para orientar la inversión a las áreas físicas, y a los tiempos específicos en los 

que el riesgo demanda tal inversión, evaluada en función de la proximidad del riesgo con 

los niveles mínimos adecuados de confiabilidad estructural. 

 

 Debido a la gran importancia de los hidrocarburos para el desarrollo económico de 

México, y a que existen un número importante de plataformas que necesitan inspeccionarse 

en el país, este trabajo se enfoca a las plataformas marinas; sin embargo, los conceptos 

detallados a lo largo de este trabajo doctoral pueden ser de utilidad para otros tipos de 

estructuras. 

 

 En la primera parte de este trabajo doctoral se propone un criterio para evaluar la 

confiabilidad estructural que toma en cuenta la degradación de la capacidad estructural 

en el tiempo (ver artículo anexo de Torres y Ruiz, 2006). Se consideran dos indicadores 

alternos de la confiabilidad: 

a) En términos del número esperado de fallas en un intervalo de tiempo, η(t), tomando 

en cuenta la aleatoriedad de la respuesta y las incertidumbres epistémicas, y 

b) En términos del factor y del nivel de confianza, λ(t) y K(t), en función del tiempo de 

acuerdo al formato DCFD (“Demand and Capacity Factor Design”) 

  

 Ambos formatos pueden usarse para estimar la confiabilidad de la estructura en un 

intervalo de tiempo considerando que la capacidad estructural se deteriora con el tiempo. El 

proceso de deterioro se representa mediante la consecuente disminución de la capacidad 

asociada a un estado límite de la estructura. De esta manera es posible tomar en cuenta los 

diferentes tipos de daño que repercuten en la capacidad global de la estructura.  

 

 Como ejemplo del criterio desarrollado se considera el caso de una plataforma 

marina tipo “jacket” ubicada en la Sonda de Campeche. Para efectos de simplificación se 
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analiza únicamente uno de los marcos interiores de la subestructura mediante un modelo en 

2D. Se considera como condición de daño el crecimiento de grietas por fatiga en las juntas 

críticas de la estructura. Para el proceso de simulación de las historias de crecimiento de 

grietas por fatiga se consideraran los esfuerzos aleatorios originados tanto por el oleaje de 

servicio, como por las tormentas que puedan ocurrir en el lapso de tiempo analizado 

(obtenidas a partir de la curva de peligro de oleaje). Se considera que la ocurrencia de 

tormentas sigue un proceso de Poisson. Se analizan diferentes intervalos de tiempo 

(1,3,5,7,10 y 15 años).  

 

 La segunda parte de la investigación se refiere a una metodología para encontrar los 

intervalos de tiempo óptimos para realizar los trabajos de inspección y reparación de una 

estructura sometida a daño estructural acumulable a través del tiempo. El intervalo de 

tiempo adecuado será aquel que produzca los menores costos económicos asociados a la 

inspección, reparación y falla considerando el riesgo y la confiabilidad de la estructura. Se 

considera el daño acumulado durante el intervalo de tiempo debido a condiciones de 

servicio y a eventos ambientales extraordinarios. 

 

 El método de confiabilidad propuesto se implementa para la planificación de 

programas de inspección y mantenimiento de plataformas marinas (a partir de análisis 

costo/beneficio) tomando como base el trabajo realizado por Ortega et al. (2003). La 

estrategia de inspección óptima se identifica a través de la comparación de los costos 

económicos totales esperados de las diferentes estrategias alternativas de inspección, 

acciones de reparación e intervalos de tiempo en que se realizan. También se toman en 

cuenta las consecuencias económicas del nivel de daño que llegue a sufrir la estructura 

como son daños en los equipos, derrames de crudo, pérdidas de producción, lesiones y 

pérdidas humanas. Debido a la ausencia de datos se han adoptado hipótesis gruesas para 

estimar cada uno de los componentes del costo de falla. El análisis costo/beneficio se aplica 

al modelo simplificado de la misma plataforma marina que se analiza en la primera parte de 

la tesis. 
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OOBBJJEETTIIVVOOSS  

• Proponer expresiones simplificadas para la evaluación de la confiabilidad 

estructural considerando la degradación de la capacidad de la estructura (asociada a 

un cierto estado límite) debida a la acumulación de daño en sus elementos a través 

del tiempo.  

• Aplicar las expresiones simplificadas para el desarrollo de programas de inspección 

y mantenimiento óptimos, considerando las consecuencias económicas de las 

inspecciones, de las reparaciones y de la falla de la estructura. 

 

AANNTTEECCEEDDEENNTTEESS  

Los programas de inspección basados en análisis de riesgo se basan en aceptar un 

cierto nivel de riesgo tolerable en relación con la seguridad del personal que labora en las 

plataformas, el impacto ambiental y los costos económicos de las consecuencias asociadas 

al programa elegido. Las actividades de inspección y mantenimiento se planean para que la 

estructura pueda cumplir toda su vida útil dentro de los niveles de riesgo establecidos. 

 

Es importante establecer un balance óptimo entre las diferentes medidas que pueden 

tomarse para conservar la seguridad de la estructura en la etapa de diseño, cuando los 

costos por incrementar la resistencia son pequeños en comparación con los que se tendrían 

si la estructura ya existiera. Sin embargo, los programas de inspección (métodos, 

frecuencia, estrategia de reparación, etc.) para controlar los daños (por ejemplo, grietas por 

fatiga) establecidos en la etapa de diseño deben actualizarse con la información adicional 

que se obtenga durante las etapas de fabricación y uso. Dependiendo de lo que se encuentre 

durante las inspecciones tendrán que implementarse algunas otras acciones (Moan, 1998; 

Montes, Heredia y Esteva,2003). 

 

 La planeación de inspecciones en base al riesgo y la confiabilidad en las 

plataformas marinas ha sido tema de gran importancia en las últimas dos décadas. Las 

primeras iniciativas y desarrollos fueron dirigidos específicamente hacia la planeación de 

inspecciones para conexiones soldadas sujetas a fatiga en plataformas marinas fijas de 

acero (Skjong 1985, Madsen et al. 1989 y Sørensen et al. 1991). Después la misma 
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metodología fue adoptada para otras estructuras; sin embargo, la aplicación práctica de los 

programas de inspección basados en el riesgo y la confiabilidad había sido limitada por el 

hecho de que se requería personal que fuera experto tanto en el campo de la teoría de la 

confiabilidad como en el uso de sistemas de programas de cómputo especializados.  

 

A pesar de que se han desarrollado programas de cómputo que facilitan el cálculo 

automático de análisis de riesgo para la elaboración de programas de inspección, los 

usuarios de estos sistemas deben ser expertos o por lo menos con amplia experiencia en el 

campo de la teoría de la confiabilidad. Es por eso que en los últimos años se han dirigido 

los esfuerzos en adaptar dichas metodologías a un formato en el cual puedan ser 

fácilmente aplicados por ingenieros en estructuras costa afuera con un nivel medio de 

especialización. La idea es desarrollar programas de inspección en términos de parámetros 

estándar de diseño (Faber, 2001). 

 

En la literatura existen algunos estudios sobre cómo se puede modelar el problema 

de la optimación del programa de inspección y las estrategias de reparación basándose en la 

confiabilidad y el riesgo de las estructuras. Además, se han desarrollado varias 

herramientas de cómputo que permiten la evaluación de la confiabilidad de las plataformas 

con diferentes niveles de complejidad en el modelo que se utiliza (Bea et al., 1999; Hellan 

et al., 1997; Dharmavasan S., 1994, etc.), algunos programas incluso tienen herramientas 

más elaboradas que permiten hacer otros tipos de análisis  permitiendo que los programas 

de inspección y mantenimiento que se elaboren se basen en resultados más aproximados a 

la realidad. 

 

Thoft-Christensen y Sørensen (1987), Madsen et al.(1989) y Sørensen et al. (1991) 

describen metodologías por medio de las cuales se determina el programa de inspección 

total tomando en cuenta un análisis de sensibilidad a la fatiga que presentan las juntas de 

acero de las plataformas marinas tipo “jacket”.  

 

Fujita y colaboradores (1989) presentan un criterio para la actualización de los 

programas de inspección y reparación. Este método permite que cada vez que se realiza una 
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inspección, el programa de inspección pueda actualizarse con base en la estrategia de 

reparación que se ejecute, por lo que el tiempo para realizar la siguiente inspección y la 

calidad que tendrá esta se determina de una manera flexible. Esto se logra mediante la 

actualización de los parámetros del modelo, a partir de los datos obtenidos en cada 

inspección. 

 

Moan y colaboradores (1998) estudian la influencia de la inspección de ciertas 

juntas en la confiabilidad de un sistema en serie y el efecto que tiene la inspección 

repetitiva por fatiga de las juntas considerando la probabilidad de detección. En este trabajo 

también se encuentra que el efecto de una política de actualización de la confiabilidad del 

sistema en base a lo que se obtiene a partir de análisis de fatiga, es significativo. 

 

Faber (2001) resume los estudios hechos por Faber et al.(2000), Sørensen et al. 

(2000), Engelund et al. (2000) y Faber et al. (2001). En este trabajo se muestra la forma en 

que deben implementarse métodos simplificados y prácticos para la elaboración de los 

planes de inspección y mantenimiento. Para esto se recurre a la utilización de parámetros 

prácticos de diseño como son los factores de diseño por fatiga (FDF) y el factor de reserva 

de resistencia (RSR). Los FDF son factores que permiten tomar en cuenta el efecto de la 

fatiga sobre un elemento durante su vida útil. El RSR es el cociente entre la carga de 

resistencia última y una carga de referencia,  como puede ser la carga de diseño elástico. 

 

Marley y colaboradores (2001) describen un modelo para obtener la confiabilidad 

de una plataforma considerando varios tipos de incertidumbres. Este procedimiento se 

aplicó a cuatro plataformas marinas ubicadas en el campo Ekofisk en el Mar del Norte. Para 

esto se adoptaron diferentes niveles de seguridad, expresados en términos de la 

probabilidad anual de falla, basándose en estudios hechos por Moan (1995). Este estudio 

sirve como base para calcular el refuerzo de las plataformas del campo mediante técnicas 

que permiten la optimación de los costos (Grigorian et. al., 2001) 

 

Existen varios trabajos en donde se ha estudiado el efecto de la fatiga de una manera 

más profunda para saber cómo tomarla en cuenta y cómo puede llegar a afectar a la 
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confiabilidad del sistema (Yang, 1994; Moan et al., 1997; Heredia et al., 2002). También 

existen investigaciones en donde, además, se ha estudiado el efecto de otros tipos de daño 

(abolladuras, pandeos, corrosión, etc) al sistema para poderlos tomar en cuenta en los 

análisis de riesgo (Aviguetero y Bea, 1996; De León y Campos, 2001; Ortega et al., 2002). 

 

En México, recientemente se ha propuesto el uso de varias técnicas cuyo objetivo es 

reducir los costos de inspección en las plataformas marinas mexicanas (API, 1993; De León 

et al., 2000; De León y Pérez, 2000; IMP, 1999). Esto se ha logrado identificando las áreas 

críticas que requieren mayor supervisión, así como la frecuencia con la que deben realizarse 

estas inspecciones basándose en análisis de fatiga de los nodos de la plataforma y la 

evolución del daño esperado (Ortega, 2003). 

 

Ortega y De León (2003) realizan una adaptación del método presentado en 

Sørensen (1991). Este trabajo permite tomar en cuenta como influyen, además de los daños 

provocados por la fatiga, los daños debidos al pandeo y a las abolladuras en los elementos 

en la capacidad global de la estructura. Este procedimiento fue aplicado a una plataforma 

marina ubicada en la Sonda de Campeche. 

 

 Heredia y colaboradores (2004) presentan una formulación general para evaluar la 

variación con el tiempo de la probabilidad de falla acumulada de plataformas marinas 

considerando los efectos del daño estructural. Se utiliza un procedimiento para evaluar la 

probabilidad de falla condicional mediante simulaciones de Monte Carlo. Con fines de 

aplicación se muestra como los modelos y métodos desarrollados se utilizan para el diseño 

de planes de inspección por fatiga de juntas de plataformas marinas. 

 

 En la actualidad se han elaborado planes de inspección por fatiga para varias 

plataformas ubicadas en la Sonda de Campeche. Estos trabajos también han incluido 

análisis de vida remanente para continuar con la operación de plataformas instaladas en la 

década de los 80’s. Se pretende que en el corto plazo, la totalidad de las plataformas de esta 

región cuenten con planes de inspección para fatiga basados en análisis de riesgo y 

confiabilidad (Heredia, 2005). 
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 Heredia (2005) menciona que el principal reto en la actualidad consiste en formular 

un modelo integral para el costo total esperado que considere el deterioro y daño 

estructural acumulado con el tiempo, así como los programas de inspección y las 

estrategias de mantenimiento. Ya que una formulación de este tipo podría tomar en cuenta 

el efecto que las decisiones de diseño tienen en la probabilidad de inspeccionar y reparar la 

estructura para mantenerla dentro de niveles de seguridad aceptable durante su vida de 

servicio. 

 

La experiencia en este tema ha demostrado que el principal problema no es la 

capacidad básica de la estructura a resistir el colapso; los casos en donde se han registrado 

accidentes catastróficos se deben a una rara ocurrencia generalmente asociada a 

condiciones inapropiadas de operación (explosiones, fuego, carga y descarga, colisiones, 

etc.) y de mantenimiento (no reparar elementos con corrosión y fracturas). El principal 

problema está asociado con el no previsto, y en muchos casos ignorado, mantenimiento de 

la estructura. No solo se asocian costos con la reparación de la estructura, sino que además 

existen costos muy significativos asociados con el paro y la no disponibilidad de las 

funciones de la estructura. En algunos casos el mantenimiento no adecuado de la estructura 

ha dado lugar a pérdidas económicas muy importantes (Bea, 1998).  



 

 10 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

  
  
  

PPRRIIMMEERRAA  PPAARRTTEE::  

CCRRIITTEERRIIOO  PPAARRAA  EEVVAALLUUAARR  LLAA  

CCOONNFFIIAABBIILLIIDDAADD  EESSTTRRUUCCTTUURRAALL  

CCOONNSSIIDDEERRAANNDDOO  LLAA  

DDEEGGRRAADDAACCIIÓÓNN  DDEE  LLAA  CCAAPPAACCIIDDAADD  

EENN  EELL  TTIIEEMMPPOO  
 
 



 

 10 

 

 
CONFIABILIADAD 

 ESTRUCTURAL  
EN EL TIEMPO 

 

 

 

 

 

 El propósito del diseño es desarrollar un sistema estructural de una manera óptima, 

de acuerdo con un conjunto de necesidades predefinidas y de valores aceptables 

(Khachaturian, 1969). Actualmente se reconoce que los problemas estructurales no son 

determinísticos y, por lo tanto, para proponer un diseño óptimo el ingeniero deberá 

enfrentarse con las incertidumbres. Para esto es necesario recurrir a conceptos y 

metodologías de confiabilidad estructural.  

 

 En esta parte se propone un criterio para evaluar la confiabilidad estructural que 

toma en cuenta la degradación de la capacidad estructural en el tiempo (ver artículo anexo 

de Torres y Ruiz, 2006). Se consideran dos indicadores alternos de la confiabilidad: 

a) En términos del número esperado de fallas en un intervalo de tiempo, ( )t,tT,F ∆η , 

tomando en cuenta la aleatoriedad de la respuesta y las incertidumbres epistémicas, 

y 

b) En términos del factor y del nivel de confianza, ( )t,tconf ∆λ  y ( )tK x , en función del 

tiempo de acuerdo al formato DCFD (“Demand and Capacity Factor Design”) 

 Ambos formatos pueden usarse para estimar la confiabilidad de la estructura en un 

intervalo de tiempo considerando que la capacidad estructural se deteriora con el tiempo. Al 
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complementar los resultados de los análisis de confiabilidad en el tiempo con la 

optimización de costos es posible formular  programas de mantenimiento  que permitan que 

la estructura mantenga cierto nivel de desempeño a lo largo de su vida de diseño (Liu, 

Rosenblueth, 1976; Sorensen et al., 1991; Esteva et al., 1999; Estes y Frangopol, 2001; 

Burns y Wen, 2003). 

 

 

ALEATORIEDAD E INCERTIDUMBRE EN LA CAPACIDAD Y EN LA DEMANDA 
ESTRUCTURAL 

Debido a las limitaciones existentes en la información y en los métodos para la 

evaluación de la capacidad, C , y las demandas, D , en la estructura es necesario tomar en 

cuenta las incertidumbres que afecten los resultados. Para lograr esto se hace una distinción 

entre las fuentes que producen la incertidumbre y la aleatoriedad en el cálculo de la 

capacidad y de la demanda en la estructura. 

 

 La aleatoriedad en el análisis estructural se asocia a la variabilidad de los 

parámetros físicos de los cuales depende el desempeño de las estructuras. Las cargas 

aplicadas a una estructura (ola, sismo, viento, etc.) por lo general son aleatorias en 

magnitud, distribución, tiempo de ocurrencia y duración. De la misma manera, las 

propiedades mecánicas (fluencia, ductilidad, rigidez, etc.) y geométricas de las secciones de 

una estructura presentan variaciones debido a los procesos constructivos utilizados. 

 

 Las incertidumbres epistémicas se asocian a la falta de conocimiento o de 

información, restricciones o imperfecciones del modelo, consideraciones probabilísticas, 

etc., como por ejemplo, las incertidumbres en los modelos usados para predecir las 

magnitudes y distribuciones de las cargas, así como de las respuestas estructurales.  
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FORMULACIÓN DEL NÚMERO DE FALLAS EN UN INTERVALO DE TIEMPO 

  En lo que sigue se definen conceptos básicos de probabilidad para tomar en cuenta 

las características de la intensidad del evento, de la demanda estructural y de la capacidad 

estructural del estado límite con el fin de obtener una función que indique la probabilidad 

de exceder un estado límite específico (falla del estado límite) durante un intervalo de 

tiempo, considerando la degradación de la capacidad. 

 

 Las intensidades de los eventos son caracterizadas por curvas de peligro que nos 

proporcionen la información sobre la probabilidad anual (mediante el valor esperado de 

tasas de excedencia) de que la intensidad aleatoria de un evento (sismo, huracán, tormenta, 

etc.) en un sitio sea igual o mayor a un valor específico. 

 

 La demanda estructural se representa mediante la respuesta estructural originada 

por la ocurrencia de un evento de una cierta intensidad. La demanda asociada a cada nivel 

de intensidad puede expresarse en términos de respuestas locales o globales de la estructura 

como por ejemplo: elementos mecánicos, desplazamientos, demandas de ductilidad, energía 

disipada, etc.  

 

 La capacidad estructural del estado límite se define como la respuesta estructural 

límite que permite que la estructura se mantenga dentro de un cierto nivel de desempeño 

(estado límite). De la misma manera que la demanda estructural, la capacidad del estado 

límite se expresa en términos de respuestas de la estructura a nivel global o local. 

  

 A continuación se muestra el planteamiento formal de confiabilidad utilizando el 

concepto de tasa anual de falla estructural. Este concepto es extendido para obtener el 

número de fallas en un intervalo de tiempo considerando el deterioro de la capacidad. 

 

 La tasa media anual de falla correspondiente a un cierto nivel de desempeño, ( )cFν , 

representa el valor esperado del número de veces por año que la capacidad del estado 

límite, c , se excede por los efectos de las cargas asociadas a eventos de todas las posibles 

intensidades. Para evaluar ( )cFν , primero se calcula la probabilidad de falla condicional a la 
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ocurrencia de un evento de intensidad y . La condición de falla se alcanza cuando la 

capacidad del estado límite, c , es menor que la demanda de la solicitación, S , asociada a 

una intensidad, y . Por lo que la probabilidad de falla de un estado límite dado un evento de 

intensidad y  se representa por la siguiente probabilidad condicional [ ]yScP < . El siguiente 

paso es evaluar esta probabilidad condicional para todas las posibles intensidades en el 

sitio, considerando la función de densidad de probabilidad de las intensidades del 

evento ( )ypY . Usando el teorema de probabilidad total, la tasa media anual de falla para una 

estructura con propiedades determinísticas en su capacidad del estado límite, tomando en 

cuenta todos las posibles intensidades de eventos en el sitio, está dada por (Cornell, 1968; 

Esteva, 1968): 

( ) ( ) [ ] ydyScP
dy

ydc
0

Y
F ∫

∞

<
ν

=ν  

en donde ( )
dy

yd Yν  es el valor absoluto de la derivada de la curva de peligro, Yν . Es 

necesario el valor absoluto debido a que la derivada es negativa. 

 

 Cuando se toman en cuenta las incertidumbres relacionadas con la capacidad del 

estado límite de la estructura, ésta se expresa como una variable aleatoria con una función 

de densidad de probabilidad. El valor esperado de Fν  se calcula de la siguiente forma: 

[ ] ( ) [ ] ( )∫ ∫
∞ ∞

<
ν

=ν
0 0

CF dcdycfc,ySCP
dy

ydE  

donde [ ]c,ySCP <  es la probabilidad condicional de falla cuando ocurre un evento de 

intensidad y y la capacidad del estado límite, C , toma el valor c  ;y ( )cfC  es la función de 

densidad de probabilidades de la capacidad estructural del estado límite en estudio. Las 

integrales con respecto a y  y c  se utilizan para tomar todos los posibles valores de 

intensidades de eventos y capacidades del estado límite, respectivamente. 

 

 El número de fallas durante un intervalo de tiempo es igual a la tasa de falla anual 

integrada para ese intervalo de tiempo. Para tomar en cuenta la degradación de la estructura 

(1) 

(2) 
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en el tiempo, τ , se considera que la capacidad del estado límite, ( )τC , y su función de 

densidad de probabilidad son funciones que varían en el tiempo. Por lo tanto, el valor 

esperado del número de fallas evaluado para el intervalo de tiempo [ )t,0 ∆  se expresa como: 

( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )∫ ∫∫
∆ ∞ ∞

τττ<τ
ν

=∆η
t

0 0 0

CT,F ddcdycf,ySCP
dy

ydt,0E  

donde ( )[ ]τ<τ ,ySCP  es la probabilidad de falla condicional  a que ocurra el evento de 

intensidad y  y la capacidad del estado límite tenga el valor ( )τC ; ( )τcf
C

 representa la 

función de densidad de probabilidad condicional de la capacidad estructural en el instante 

de tiempo τ . Cuando 0=τ , la estructura tiene sus propiedades originales (sin ningún tipo 

de daño acumulado por condiciones de servicio o cargas de eventos); a medida que el 

tiempo transcurre, el daño acumulado se incrementa y la capacidad estructural para el 

estado límite se reduce. 

 

 De la misma manera, el valor esperado del número de fallas durante el intervalo 

[ )tt,t ∆+ , considerando que la capacidad estructural sufre degradación puede calcularse 

como: 

( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )∫ ∫∫
∆+ ∞ ∞

τττ<τ
ν

=∆η
tt

t 0 0

CT,F dcddycf,ySCP
dy

ydt,tE  

en este caso es necesario considerar el daño que la estructura presenta al inicio del intervalo 

de tiempo, en el instante t . Se hace notar que ( )T,FE η  representa la tasa anual de falla 

( )FE ν  de la estructura cuando 1t →∆ . 

 

 Considerando la probabilidad de falla estructural, Fp , como un proceso estocástico 

no-homogéneo de Poisson durante el intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+ , se puede expresar 

como: 

( ) ( )[ ]{ }t,tEexp1t,tp T,FF ∆η−−=∆  

 
 Cuando se toma en cuenta la degradación de la capacidad en el tiempo la función de 

confiabilidad (ver ecs. 3 y 4) se vuelve muy complicada para ser evaluada numéricamente 

(3) 

(4) 

(5) 
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debido a que tanto la capacidad estructural como su función de densidad de probabilidad 

son dependientes del tiempo. Una opción para encontrar una solución es mediante 

simulaciones de Monte-Carlo (Esteva y Díaz, 1993); sin embargo, este procedimiento 

puede consumir mucho tiempo de cómputo debido a las probabilidades tan bajas que se 

obtienen en el análisis. La solución formal también puede ser aproximada mediante 

soluciones basadas en métodos FORM/SORM (Madsen y Tvedt, 1990; Rackwitz, 2001), o 

en simulación direccional (Melchers, 1992; Mori y Ellingwood, 1993), o algunos otros 

métodos (Yao y Wen, 1996; Beck y Melchers, 2004). 

 

 A continuación se propone un criterio para evaluar la confiabilidad estructural en un 

intervalo de tiempo. La metodología se basa en las expresiones simplificadas propuestas 

por Cornell y colaboradores, ampliándolas aquí para considerar la degradación de la 

capacidad estructural que sufre la estructura a través del tiempo. 

 

MÉTODO SIMPLIFICADO 

 Tomando como base la expresión del número esperado de fallas en un intervalo de 

tiempo, a continuación se desarrolla una expresión cerrada simplificada. Las integrales con 

respecto a las variables y  y c  en la ec. 4 pueden simplificarse si se hacen las siguientes 

suposiciones (Cornell, 1996): 

• La curva de peligro, ( )yYν , se puede representar en la región de intensidades de 

interés mediante la función ( ) r
Y yky −⋅=ν , donde k  y r  son parámetros que 

definen la forma de la curva de peligro ambiental. En este estudio se considera que 

la curva de peligro ambiental es independiente del tiempo. 

• El valor de la mediana de la demanda estructural, D̂ , puede representarse como 

función de la intensidad de la carga ambiental, y , mediante byaD̂ ⋅= . Se 

considera que la demanda estructural tiene distribución lognormal con desviación 

estándar del logaritmo natural de la demanda igual a Dlnσ  (Rosenblueth y Esteva, 

1972; Shome y Cornell, 1999). 
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• La capacidad estructural del estado límite en el tiempo t también tiene distribución 

lognormal con mediana, ( )tĈ , y desviación estándar del logaritmo igual a tClnσ . 

 

 Al tomar en cuenta lo anterior, el valor esperado del número de fallas durante el 

intervalo [ )tt,t ∆+ expresado en la ecuación 4 puede simplificarse a una expresión similar a 

la obtenida por Cornell et al. (2002), y usada por el autor (Torres, 2002; Montiel, Ruiz y 

Torres, 2003; Torres y Ruiz, 2004). Esta expresión se extiende en esta tesis para cubrir el 

intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+ : 

( ) ( )
( )

τ












 σ+σ+σ+σ

τ
=∆η ∫

∆+

τττ
−

τ τ
d

b2
rexpykt,t

tt

t

2
UC

2
UD

2
Cln

2
yDln2

2
r

,ĈT,F ,Ĉ
 

donde ( )
( )

( )τ

τ 







τ
τ

=
b

1

,Ĉ a
Ĉy  es la intensidad de la carga ambiental asociada con la mediana de 

la capacidad del estado límite ( )τĈ  en el tiempo τ ;
τ

σ
,ĈyDln  y τσ Cln  son las desviaciones 

estándar de los logaritmos naturales de la demanda estructural, D, y de la capacidad del 

estado límite,C , en el tiempo τ , respectivamente; τσUD  y τσUC  representan las 

incertidumbres epistémicas relacionadas con la demanda estructural y con la capacidad del 

estado límite en el tiempo τ , respectivamente. Los valores de ( )τa  y ( )τb  son parámetros 

que definen la forma de la mediana de la demanda estructural en el tiempo τ . 

 

 Para resolver la integral de la ec. 6 se hacen las siguientes simplificaciones: 

• La mediana de la capacidad, Ĉ , varía linealmente en el tiempo:  

( ) τ⋅β+α=τĈ  

en donde 0<β . 

• Los valores τσ Cln  y 
τ

σ
,ĈyDln  se consideran constantes para el intervalo de tiempo t∆  

expresándose de la siguiente forma: 

tClnCln σ=σ τ  

t,Ĉ,Ĉ yDlnyDln σ=σ
τ

 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 
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en el caso de que la variación de estos valores en el tiempo fuera significativa, se 

recomienda utilizar el valor promedio presentado durante el intervalo, debido a que 

se ha observado que da lugar a resultados aceptables. 

• Los parámetros ( )τa  y ( )τb  tienen valores constantes durante el intervalo de tiempo 

t∆ , por lo que:  

( ) taa =τ  

( ) tbb =τ  

 La integral de la ec. 6 se obtuvo en la presente investigación doctoral de forma 

cerrada. El detalle de la integración se presenta en el Apéndice A. El valor esperado del 

número de fallas considerando la degradación de la capacidad para un intervalo de tiempo 

(en años) resulta como sigue: 

( ) ( ) ( ) ( )t,t
b2
rexpykt,t 2

tCU
2

tDU
2

tCln
2

yDln2
t

2
r

tĈT,F t,Ĉ
∆Ω⋅












σ+σ+σ+σ=∆η −  

donde                                                      ( ) tb
1

t
tĈ a

tĈy 







=  

( ) ( )
( )
















−








β+α

∆β
+

−β
β+α

=∆Ω
−

1
t

t1
rb

btt,t
tb
r

1

t

t  

donde tĈy es la intensidad del evento relacionada con la capacidad del estado límite ( )tĈ  

en el tiempo de inicio del intervalo de evaluación, t . 

 

 

NÚMERO DE FALLAS CORRESPONDIENTE A UN NIVEL DE CONFIANZA 
  
 En la mayoría de los códigos existentes los estados límite utilizados como objetivo 

se encuentran expresados en función de valores determinísticos. Estos valores se 

encuentran relacionados con niveles de daño que limitan el nivel de desempeño que la 

estructura pueda desarrollar. En la actualidad, es muy difícil predecir con certeza cuanto 

daño puede experimentar una estructura ante un evento de cierta intensidad. Esto se debe a 

que existen muchos factores que afectan el comportamiento y la respuesta de la estructura, 

(10) 

(11) 

(12) 

(13) 

(14) 
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como son la rigidez que aportan los elementos no estructurales, la resistencia individual de 

cada elemento de la estructura, la calidad de la construcción, la precisión de los métodos 

analíticos que se usan para determinar la respuesta de la estructura, las características de los 

eventos que afectarán la estructura, etc. (FEMA-351, 2000). 

 

 Debido a todas estas incertidumbres se utiliza una forma en que el método basado 

en confiabilidad las reconozca explícitamente; expresándolas en términos de un nivel de 

confianza. Si una evaluación indica un alto nivel de confianza, por ejemplo 90%, significa 

que la probabilidad de alcanzar el nivel de desempeño calculado es muy alta (aun así, existe 

una probabilidad muy baja de que no se cumpla). Si se obtiene un nivel de confianza bajo, 

por ejemplo 30%, quiere decir que es muy poco probable que la estructura alcance el nivel 

de desempeño deseado. 

 

 Para establecer un intervalo de confianza alrededor de la mediana del número de 

fallas como un factor de control para cada intervalo de tiempo en esta tesis se emplea un 

procedimiento similar al propuesto por Cornell et al. (2002) y por Jalayer y Cornell (2003). 

  

 El número de fallas correspondiente a un nivel de confianza, x, durante un cierto 

tiempo, xT,Fη , se puede expresar como:   

( ) ( ) ( )
U,T,FtxR,T,FxT,F Kexpt,tˆt,t ησ⋅∆η=∆η  

donde 

( ) ( )

tUT
t

2
tUC

2
tUD

t

2
tCln

2
yDln2

t

2
r

tĈR,T,F

b
r

b
r

)t,t(
b2
rexpykt,tˆ

U,T,F

t,Ĉ

σ=σ+σ=σ

∆Ω












 σ+σ=∆η

η

−

 

( )xK 1
tx

−Φ=  

en donde xT,Fη  se supone con distribución lognormal; R,T,Fη̂  es la mediana del número de 

fallas en un intervalo de tiempo, y está asociada con la aleatoriedad de la respuesta R; 

U,T,Fησ  es la desviación estándar del logaritmo natural de U,T,Fη  para la capacidad de un 

estado límite considerando las incertidumbres epistémicas relacionadas con la demanda 

(15) 

(16) 

(17) 

(18) 
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estructural, tUDσ , y con la capacidad del estado límite, tUCσ ; y txK  es una variable 

Gaussiana estandarizada con probabilidad x de no ser excedida, dado un tiempo t (ver 

Figura 1). Los valores medios k  y r  representan los parámetros que definen la forma de la 

curva de peligro ambiental. 

  

 

Figura 1. Nivel de confianza del número de fallas   

 
 
FORMATO DCFD (“DEMAND AND CAPACITY FACTOR DESIGN”) 

  A continuación se describe un criterio alterno al descrito en la sección anterior, 

basado en el formato DCFD tomando en cuenta la degradación de la capacidad estructural. 

Este formato es similar al empleado por el FEMA-351(2000) para la evaluación de 

estructuras de acero, pero extendido en esta investigación doctoral para tomar en cuenta la 

degradación de la capacidad estructural en el tiempo. 

  

 El formato DCFD tiene una forma análoga a los métodos LRFD (“Load and 

Resistance Factor Design”). Como su nombre lo indica, este formato se constituye por la 

demanda y la capacidad estructural multiplicada por sus respectivos factores de seguridad. 

El concepto de los factores probabilísticos de la demanda y de la capacidad del formato 

DCFD es muy similar al de los factores de seguridad aplicados a la carga y la resistencia en 

los procedimientos LRFD.  Este formato se obtiene, mediante algunos arreglos, a partir de 

las expresiones obtenidas para el cálculo del número de fallas correspondiente a un nivel de 

confianza, por lo que todas las simplificaciones hechas anteriormente se encuentran 

implícitas en el método. 

UT,F,ηtx σK ln ηF,T 

N[lnηF,T,R,ση      ] x FTU 

xTF,ηlnRT,F,ηln ˆ
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 El formato DCFD considera que la tasa anual de falla estructural, Fν , debe ser 

menor o igual que una tasa anual permisible, permν : 

permF ν≤ν  

 De manera similar, para un nivel de confianza x, dado un intervalo de tiempo ∆t, y 

considerando fija la tasa anual aceptable se puede establecer la siguiente condición: 

( ) tt,t permxT,F ∆⋅ν≤∆η  

Sustituyendo las ecs. 15-18 en ec. 20, queda como: 

( ) ( ) ( ) tt,t
b
rKexp

b2
rexp

a
tĈk permtUT

t
tx

2
tCln

2
yDln2

t

2b
r

t
t,Ĉ

t
∆⋅ν≤∆Ω⋅








σ⋅












σ+σ








−

 

Resolviendo y separando términos, se obtiene la siguiente expresión la deducción de esta 

ecuación se presenta en el Apéndice B): 
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tφ  y tγ  son los factores de reducción de capacidad y de amplificación de demanda para un 

tiempo t, respectivamente; t0
D̂ν  es la mediana de la demanda estructural causada por 

cargas ambientales asociadas con la tasa anual de excedencia tolerada, permν , en el tiempo t; 

λconf representa el factor de confianza correspondiente la nivel de confianza x ; y k, r, at, bt, 

tUDσ ,y tUCσ  se definen anteriormente. 

 

(19) 

(21) 

(20) 

(22) 

(23)(24) 

(25)(26) 

(27) 
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 El parámetro txK  puede despejarse a partir de la ec. 26; por lo que el valor de 

txK dado confλ , r, bt, tUDσ ,y tUCσ  es igual a: 

( )[ ]
tUT

2
conftx

1
b2
rt,tlnK

tUT σ





 σ+∆λ=  

txK  es una variable estándar Gaussiana asociada con la probabilidad x de no ser excedida. 

Como se puede observar existe una influencia clara en el valor de txK  de parte de confλ , 

por lo que cualquier variación confλ  de influirá directamente en el nivel de confianza que se 

obtenga. Conforme vaya pasando el tiempo y exista acumulación de daño, el factor de 

confianza irá disminuyendo y de la misma manera lo hará el nivel de confianza.  

 
 
 
 
 

 

 

(28) 
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EEVVAALLUUAACCIIÓÓNN    
DDEE  LLAA  

  CCOONNFFIIAABBIILLIIDDAADD    
EENN  EELL  TTIIEEMMPPOO  

DDEE  UUNNAA    
PPLLAATTAAFFOORRMMAA    
MMAARRIINNAA  FFIIJJAA  

 

 

 

 

En lo que sigue se aplica la metodología descrita anteriormente a una plataforma de 

acero tipo “jacket” instalada en 1979 ubicada en la Sonda de Campeche. Para simplificar el 

análisis se utiliza un modelo en dos dimensiones de uno de los marcos interiores de la 

plataforma, considerando únicamente la parte del “jacket”. La estructura tiene 

aproximadamente 48m de altura. El sitio posee un tirante de agua de 45.11m. En la Figura 2 

se muestra un esquema del marco analizado. Se considera la aportación de los pilotes que 

se encuentran dentro de las piernas de la plataforma, suponiendo que los pilotes reciben y 

transmiten únicamente fuerza cortante. Para los análisis se consideran las propiedades 

mecánicas medias de la plataforma. El peso medio de la cubierta que le corresponde a este 

marco se supone igual a 500 ton.  
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Figura 2. Estructura utilizada como ejemplo 
 
 
 

CURVA DE PELIGRO DE OLEAJE 

 Para realizar un análisis de confiabilidad es necesario contar con información que 

nos permita conocer con suficiente precisión el tipo y la magnitud de las solicitaciones a las 

que estará sujeta la estructura. Para el caso de una plataforma marina se debe de contar con 

información oceanográfica y metereológica del sitio en particular. Esta información incluye 

alturas y periodos de olas, velocidades de viento y condiciones de ráfaga durante tormenta, 

socavación o deslizamiento del fondo marino, corrientes marinas, mareas, condiciones de 

hielo, sismología del lugar, etc. 

 

 La norma “Diseño y Evaluación  de Plataformas Marinas Fijas en la Sonda de 

Campeche” (PEMEX, 2000) cuenta con las condiciones extremas de oleaje, viento y 

corrientes marinas obtenidas a partir de huracanes y tormentas marinas para varios sitios en 

la Sonda de Campeche. En la Tabla 1 se muestran estos valores para el área Akal. Estos 

valores se encuentran asociados a diferentes periodos de retorno para poder evaluar, 

dependiendo de la importancia que tenga la plataforma (moderada, alta, muy alta), 

diferentes condiciones de su capacidad (etapa de diseño, evaluación de la capacidad elástica 

y de la resistencia última, etc). 

 

 

 
ELEV. +3.658m  

ELEV. -6.906m  

ELEV. -31.394m  

ELEV. -45.110m  

ELEV. -7.678m  
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Tabla 1. Condiciones extremas de oleaje, viento y corrientes marinas obtenidas a partir de 
huracanes y tormentas marinas para el área Akal en la Sonda de Campeche (PEMEX, 2000) 

EVALUACIÓN 
 INTERVALO 

ELÁSTICO 
RESISTENCIA ÚLTIMA 

PARÁMETROS 

DISEÑO 

DISEÑO 
ELÁSTICO 

MODERADA ALTA MUY ALTA 

Periodo de retorno de referencia 
(años) 180 99 753 892 1485 

Altura de ola máxima (m) 16.70 15.00 21.00 21.50 23.00 

Periodo de la ola (s) 12.06 11.46 13.52 13.70 14.24 

Velocidad máximas de viento a 10 
m sobre NMM (m/s)      

3s 58.77 53.30 72.60 74.22 79.09 

5s 56.79 51.51 70.16 71.73 76.43 

15s 52.54 47.65 64.91 66.36 70.71 

1min 47.18 42.79 58.28 59.58 63.49 

1hr 39.42 35.75 48.70 49.79 53.06 

Velocidades de corriente (cm/s)      

0 % de la profundidad 125 111 159 163 175 

50 % de la profundidad 97 83 131 135 147 

95 % de la profundidad 78 70 100 102 109 

 
 Con esta información se elaboró una curva de peligro de oleaje a partir de la cual se 

puede obtener la tasa de excedencia de una cierta altura de ola máxima asociada a 

tormentas de invierno y huracanes.  

 

 En la Tabla 2 se muestran los valores obtenidos a partir de los que se recomiendan  

en los primeros renglones de la Tabla 1. 

Tabla 2. Probabilidades obtenidas a partir de los periodos de 
 retorno establecidos en la norma (PEMEX, 2000) 

Tr 
 (años) 

hmáx 
(m) 

P(H≥h) 
(anual) 

99 15.0 0.0101 

180 16.7 0.0055 

753 21.0 0.0013 

892 21.5 0.0011 

1485 23.0 0.0006 
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 Con la información dada por la Norma PEMEX (2000) se elaboró una curva de 

peligro de oleaje a partir de la cual se puede obtener la tasa de excedencia de una cierta 

altura de ola máxima asociada a tormentas de invierno y huracanes. Se ajustó una función 

de probabilidad anual acumulada de valores extremos de Gumbel a los valores de 

( )hHP ≥ de la forma: 

( ) ( ) ( )[ ]{ } ∞≤≤−α−−−=ν=≥ máxmáxmáxmáx h0uhexpexp1hhHP  
en donde  

Hmáx = la altura máxima de ola 
α, u = parámetros por ajustar 

 

En la Figura 3 se presentan los datos de la norma PEMEX (2000) y el ajuste de la curva de 

peligro de oleaje para tormentas de invierno y huracanes para el sitio Akal en la Sonda de 

Campeche.  

 

 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 

Figura 3. Curva de peligro de oleaje para el sitio Akal 
 

De la misma manera, se obtuvieron curvas de probabilidad de excedencia para 

velocidades de viento (Figura 4a) y para velocidades de corrientes asociadas a 

profundidades de 0%, 50% y 95% de la profundidad total, para el sitio Akal (Figura 4b). En 

la Tabla 3 se presentan los valores de ajuste obtenidos para cada una de las curvas de 

peligro. 

 

 

 

 

(29) 
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Figura 4. Curvas de peligro de velocidad de viento y de  

velocidades de corrientes para el sitio Akal 
 

Tabla 3. Valores de los parámetros de ajuste para las curvas de peligro 

CURVA DE CORRIENTE 
 CURVA DE 

OLEAJE 
CURVA DE 

VIENTO PROF.  0% PROF. 50% PROF. 95% 

α 0.3260 0.1392 0.0395 0.0477 0.0584 

u 0.6641 1.1603 -8.6797 -9.1844 -13.8188 

 

 

JUNTAS CRÍTICAS 

 En este trabajo se seleccionan como juntas críticas aquellas que tienen mayor 

contribución en la capacidad global de la estructura. La capacidad global se mide aquí en 

términos del cortante basal resistente de la plataforma. Para determinar las juntas críticas se 

realizaron análisis estáticos no lineales (“pushover”) considerando la reducción de la 

capacidad de cada una de las juntas. Para estimar la contribución de cada junta a la 

capacidad global se reduce la capacidad de una junta (tomando el 30% de su capacidad 

original) y se realizan varios análisis estáticos considerando varios perfiles de carga (a 

partir de oleajes simulados). Para cada perfil de carga se calcula el máximo cortante basal 

resistente.  

 

 Posteriormente, considerando una distribución lognormal, se obtienen los valores de 

la mediana de la capacidad, Ĉ , y de la desviación estándar del logaritmo natural, Clnσ . El 

procedimiento se repite para cada junta. Los valores de Ĉ  y Clnσ  que se obtienen para cada 

junta se muestran en la Tabla 4. Se seleccionaron las cinco juntas que provocaban los 
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menores valores de Ĉ . Las juntas seleccionadas como críticas fueron la N1, N2, N3, N4 y 

N6 (ver Figura 5).  Para comprobar la importancia de estas juntas en la capacidad global de 

la estructura se realizaron otros análisis estáticos manteniendo la capacidad de las juntas 

críticas al 100% mientras que el resto de las juntas fueron deterioradas en un 70%. Los 

valores de la capacidad global obtenidos fueron comparados con los de la estructura sin 

daño (últimos dos renglones de la Tabla 4). Se observa que estos valores se encuentran muy 

aproximados. 

 

Tabla 4. Valores de la mediana y de la desviación estándar del logaritmo natural 
de la capacidad  de la estructura para determinar las juntas críticas 

JUNTA DAÑADA C 
(kg) σlnC 

N1* 367065 0.01410 
N2* 853047 0.03913 
N3* 361788 0.02050 
N4* 906267 0.01624 
N5 959892 0.03584 
N6* 906263 0.01682 
N7 914916 0.01506 
N8 910772 0.01581 
N9 915527 0.01544 

N10 907848 0.01297 
N11 907862 0.01587 
N12 907540 0.01489 

Sin Daño 
 (Estructura Original) 907862 0.01580 

Sin Daño en juntas críticas 
(Resto de Juntas con Daño) 934238 0.05659 

*Juntas seleccionadas como críticas 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 5. Juntas críticas consideradas en el ejemplo 
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N4 N6 
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Figura 6. Curvas de capacidad considerando daño en cada uno de los nodos para determinar las 
juntas críticas 
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Figura 6(cont.). Curvas de capacidad considerando daño en cada uno de los nodo para determinar 
las juntas críticas 

 

 

DAÑO ACUMULADO 

 Aquí se considera como condición de daño el crecimiento de las grietas por fatiga 

en las juntas críticas. Los esfuerzos en los puntos críticos de las juntas analizadas se 

calculan mediante análisis dinámicos en el tiempo, utilizando diez historias de oleaje 

simuladas. El contenido de frecuencias se obtiene a partir de espectros de Pierson-

Moskowitz (Pierson y Moskowitz, 1964) (ver Apéndice C). Se considera que la superficie 

del mar se representa como un proceso homogéneo estacionario Gaussiano. Este proceso se 

expresa como la superposición de olas regulares con una generación aleatoria de sus 

ángulos de fase considerando una distribución uniforme entre 0 y 2π. Los espectros de 

amplitudes de los oleajes simulados están asociados a diferentes intervalos de tiempo de 

retorno, RT . 

 

 El valor esperado del crecimiento de la grieta debido a cargas aleatorias se calcula 

mediante la ecuación modificada de Paris-Erdogan (Paris y Erdogan, 1963; Sobczyk y 

Spencer, 1992) (ver el Apéndice D): 
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en donde 'a es el tamaño de la grieta, C  y m  están en función de las propiedades de los 

materiales, mrK∆  es el intervalo de intensidad de esfuerzos medio, mrS es el intervalo de 

esfuerzos medio, Y es el factor de corrección geométrica (Newman y Raju, 1981)(ver 

Apéndice D) y 'ν es la tasa de cruces por cero con pendiente positiva en un cierto tiempo t . 

Sustituyendo la ec. 31 en la ec. 30 se obtiene la siguiente expresión: 

( )∫ ⋅⋅=
π

f

0

a

a

m
mrmm

NSC
'aY

'da  

donde tN ⋅= 'ν  representa el número de ciclos en el tiempo t , 0a es el tamaño inicial de 

grieta, y fa es el tamaño de la grieta después de N ciclos.  

 

 La descripción probabilística del crecimiento de las grietas por fatiga se estima 

mediante simulación de Montecarlo. Los parámetros estadísticos que se utilizan aquí son 

los que se muestran en el trabajo de Silva y  Heredia (2004) para las plataformas de la 

Bahía de Campeche (ver Tabla 5).  

Tabla 5. Variables utilizadas para calcular el crecimiento 
 de la grieta mediante la ec. de Paris-Erdogan (Silva y Heredia, 2004)  

VARIABLES 
(ton/m) 

VALOR MEDIO 

µ 
DESVIACIÓN ESTÁNDAR 

σ 
DISTRIBUCIÓN 

a0 0.00011 -------- -------- 

ln C* -40.39 -0.69067 Normal 

M* 3.0 0.3 Normal 

a’/c 0.25 -------- ------- 

Smr Función del tiempo y de la 
junta 

Función del tiempo y de la 
junta Rayleigh 

ν0 Función del tiempo y de la 
junta 

Función del tiempo y de la 
junta Lognormal 

* Coeficiente de correlación m,Clnρ  = 0.9. 

 
 En los análisis se consideran los oleajes asociados a servicio y a tormentas (ver 

Figura 7). Se considera que la altura de ola asociada a una tormenta sigue una distribución 

de Gumbel (ec. C27) como se muestra en el Apéndice C. La ocurrencia de eventos se 

comporta como un proceso de Poisson en donde los tiempos de espera entre tormentas, espt , 

(32) 
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se encuentra exponencialmente distribuidos. La duración de cada tormenta se considera de 

60 minutos. Durante el tiempo de espera entre tormentas se considera que actúa el oleaje de 

servicio. Para obtener los esfuerzos debidos al oleaje de servicio se consideraron los estados 

de mar establecidos en la norma PEMEX (2000) a partir de estudios oceanográficos (ver 

Apéndice D). Como se aprecia en la tabla de la Figura 8 se relacionan la altura y el periodo 

de la ola significante y la probabilidad de ocurrencia de cada estado de mar. En este 

ejemplo se considera que la incidencia del oleaje es exclusivamente en una dirección; sin 

embargo, en un análisis detallado es necesario considerar todas las posibles direcciones. 

Para el cálculo de la esperanza del tamaño de grieta, [ ]aE , y la desviación estándar, alnσ , se 

considera que el tamaño de la grieta, a, en un cierto tiempo t tiene una distribución 

lognormal. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 7. Ilustración de las historias de oleaje simuladas para la vida de diseño de la 
plataforma 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 8.Tabla de estados de mar para el análisis de fatiga en condiciones de servicio 
mostrada en la norma PEMEX (2000) para el sitio Akal 
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Debido a que el agrietamiento en juntas afecta en su rigidez y resistencia, varios 

autores (ie. Stacey et al., 1996; Burdekin, 2002) proponen que la capacidad de la junta 

intacta, Pk, se modifique por un factor de reducción lineal. Si Pk se determina mediante las 

recomendaciones del API (1993), la resistencia de la junta agrietada, Pc, se obtiene de la 

siguiente forma: 











−=

junta

grieta
kc A

A
1PP  

donde Agrieta y Ajunta representan el área de la grieta y de la sección transversal de los 

elementos que llegan a la junta, respectivamente. 

 

 

EVALUACIÓN DE LA CAPACIDAD ESTRUCTURAL 

 La capacidad estructural se obtiene mediante análisis estáticos no lineales 

(“pushover”) en términos del cortante basal resistente en el tiempo de evaluación. En este 

trabajo se utilizan 20 perfiles de carga diferentes para los análisis, calculados a partir de 

historias de oleajes simuladas. El perfil de carga utilizado corresponde a las fuerzas 

actuantes cuando el oleaje simulado produce el máximo cortante basal. Se considera  que la 

capacidad última de la estructura se representa mediante el máximo cortante basal 

resistente. 

 

 Para evaluar la capacidad de la estructura en un cierto tiempo t  se simulan 

diferentes tamaños de las grietas para cada junta crítica considerando una distribución 

lognormal con media [ ]aE  y desviación estándar del logaritmo alnσ . Una vez obtenidos los 

tamaños de las grietas se reduce la capacidad de la junta mediante la ec.33, y se realizan los 

análisis estáticos no lineales utilizando diferentes perfiles de carga.  

 

 En la Figura 9 se muestran los análisis estáticos no lineales efectuados para calcular 

la capacidad de la estructura. En estas curvas de capacidad se grafica el cortante basal de la 

plataforma contra el desplazamiento de la cubierta. Estas curvas se realizan para diferentes 

instantes de tiempos considerando el daño acumulado, en donde a cada curva le 

(33) 
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corresponde un perfil de carga lateral y un tamaño de grieta simulado. A partir de estas 

curvas se obtiene la mediana de la capacidad, Ĉ , y la desviación estándar del logaritmo 

natural de la capacidad del estado límite, Clnσ , que se sustituyen más adelante en las ecs. 12 

y 22.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 9. Curvas de capacidad de la plataforma ( cortante basal vs desplazamiento de cubierta) 
considerando daño en diferentes intervalos de tiempo 

 

 

En la Figura 10 se muestra la reducción de la mediana de la capacidad estructural debida al 

daño acumulado en el tiempo.  
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Figura 10. Degradación de la mediana de la capacidad estructural en el tiempo 

 

EVALUACIÓN DE LA DEMANDA ESTRUCTURAL 

Como primer paso para el cálculo de la demanda estructural se excita la plataforma 

mediante análisis dinámicos “paso a paso” en el tiempo utilizando un conjunto de oleajes 

(simulados anteriormente) para diferentes alturas de ola (asociadas a diferentes periodos de 

retorno). En la Figura 11 se muestra el cortante basal máximo, Vbasal, asociado a diferentes 

alturas de ola máxima, hmáx. Estas se ordenan para diferentes periodos de retorno. Para cada 

altura de ola máxima se obtienen los valores de la mediana de la demanda, D̂ , y de la 

desviación estándar del logaritmo suponiendo que la respuesta tiene una función de 

distribución del tipo lognormal, Dlnσ . Posteriormente se ajustan los valores de las medianas 

y de las desviaciones estándar del logaritmo mediante una función del tipo ( )bhaD̂ ⋅= . Se 

considera que la demanda estructural permanece constante en el tiempo. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 11. Valores del cortante basal demandado a la estructura 
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^ ^ 

NÚMERO DE FALLAS DE LA ESTRUCTURA EN DISTINTOS INTERVALOS TIEMPO 

 A continuación se calcula el número de fallas de la plataforma en el tiempo, T,Fη , 

utilizando la ec. 12. Se considera como falla de la estructura cuando el máximo cortante 

basal resistente es menor que el cortante basal causado por las solicitaciones. Se considera 

como condición inicial el tiempo t = 0. Los incrementos de tiempo, t∆ , que se evalúan 

aquí son 1, 3, 5, 7, 10 y 15 años. En la Tabla 6 se muestran los valores utilizados en la 

ec.12. Se considera que las incertidumbres epistémicas asociadas a la demanda, UDσ , y a la 

capacidad, UCσ , de la estructura permanecen constantes en el tiempo. Los valores de la 

desviación estándar del logaritmo natural de la capacidad, Clnσ , para los intervalos de  

tiempo de evaluación se muestran en la Tabla 7. Se hace notar que estos valores son las  

desviaciones promedio presentadas durante el intervalo de tiempo a evaluar. Nótese que 

para 15 años se incrementó la dispersión promedio debido a la mayor acumulación de daño 

en las juntas críticas. 

 

Tabla 6. Valores  utilizados para obtener el número de fallas de la estructura (ec. 12) 

C D σln D 

α β α β α β 

σUD σUC k r 

913152.90 12196.8 424.18 1.92 0.21 0.76 0.15 0.15 0.50 8 

 
 

Tabla 7. Valores de la desviación estándar del 
logaritmo de la capacidad para los intervalos de tiempo evaluados 

∆t 
 (años) σln C 

1 0.01587 

3 0.01149 

5 0.01474 

7 0.01543 

10 0.01615 

15 0.02764 

 

 En las Figuras 12 y 13 se muestran la variación del número de fallas, T,Fη , y el 

factor de corrección, ( )tΩ , en el tiempo, respectivamente. En la Figura 12 se hace una 
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comparación entre los resultados de la expresión propuesta (ec. 12) y los obtenidos de 

realizar la integración numérica de la ec. 6. Los resultados son casi iguales, lo que indica 

que la aproximación de la ec. 12 es bastante aceptable para el caso analizado. 

 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 

Figura 12. Valor esperado del número de fallas en el tiempo 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
Figura 13. Factor de corrección del número esperado de fallas (ec. 12) 

 
 

FACTOR Y NIVEL DE CONFIANZA (FORMATO DCFD) 

 En esta sección se calcula el factor de confianza, )t(confλ , y el nivel de confianza, 

Φ( txK ), mediante las ecs. 22 y 28. Los valores calculados de φt, γt, )t(confλ , Ψ(t) y 

Φ( txK ) se presentan en la Tabla 8. En esta se puede observar que el factor de la capacidad 
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φt  permanece prácticamente constante hasta años15t = , donde presenta una pequeña 

reducción debida al incremento en la incertidumbre de la capacidad estructural (ver 

segunda columna de la Tabla 8). Se puede apreciar que el valor de )t(confλ se reduce en el 

tiempo debido al efecto de la degradación de la capacidad estructural (ver cuarta columna 

de la Tabla 8). Se puede observar que Φ( txK ) se reduce del 93.98% para año1t = hasta 

84.82% para años15t = (última columna de la Tabla 8). Esto significa que para años15t =  

la plataforma tiene una probabilidad de 84.82% de tener un factor de confianza 

=λ conf 1.124.  

 

Tabla 8. Valores de los parámetros del formato DCFD en función del tiempo 

FACTOR DE 
CAPACIDAD 

FACTOR DE 
DEMANDA 

FACTOR DE 
CONFIANZA 

FACTOR DE 
CORRECCIÓN 

NIVEL DE 
CONFIANZA ∆t 

(años) 
φt γt λconf(t) Ψ(t) 

Φ( txK ) 

(%) 

1 0.95040 1.09545 1.257 0.9933 93.98 

3 0.95065 1.09545 1.240 0.9796 93.18 

5 0.95047 1.09545 1.222 0.9655 92.22 

7 0.95043 1.09545 1.204 0.9512 91.14 

10 0.95038 1.09545 1.176 0.9288 89.20 

15 0.94931 1.09545 1.124 0.8896 84.82 
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OOPPTTIIMMIIZZAACCIIÓÓNN  

DDEE  CCOOSSTTOOSS  
  BBAASSAADDAA    

EENN  CCOONNFFIIAABBIILLIIDDAADD 
 

  
 

El desarrollo de modelos para la optimización basada en confiabilidad 

aparentemente fue iniciado por Forssell (1924) quien formuló el problema de optimización 

como una minimización del costo total de la estructura. El término costo total, implicaba el 

costo inicial de la estructura y todos aquellos costos que se tendrían si la estructura fallara o 

sufriera algún daño. Este criterio gobernó casi todos los trabajos que surgieron en la década 

de los 50’s como se puede ver en los trabajos realizados por Johnson (1953), Ferry-Borges 

(1954), Freudenthal (1956) y Paez y Torroja (1959) entre otros. 

 

Durante la siguiente década (1960-1970) se reconoció la importancia de la teoría 

bayesiana para la toma de decisiones en la optimización estructural y varios autores 

incluyeron esta teoría para mejorar los métodos de optimización basados en confiabilidad 

estructural (i.e. Benjamin, 1968; Esteva, 1968; Cornell, 1969 y Turkstra 1970). En la 

misma década, hubo la necesidad de disminuir el peso de la estructura sin sacrificar la 

confiabilidad del sistema, particularmente en aplicaciones aeroespaciales. Moses (1969) 

escribe en uno de los primeros trabajos en el campo del diseño óptimo basado en la 

confiabilidad estructural: “Un diseño verdaderamente óptimo debe considerar el 

comportamiento estructural para varios tipos de cargas, así como los posibles deterioros de 

la resistencia”. 
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En la década de los 70’s se volvió claro que los conceptos y métodos de 

probabilidad eran la base para el desarrollo de criterios de diseño estructural óptimos. Es 

por eso que desde esa época hasta la fecha, muchos investigadores han dirigido sus 

esfuerzos  en desarrollar estrategias para la identificación de modos de falla de sistemas 

estructurales, utilizando cada vez métodos más sofisticados; procedimientos de 

optimización basados en confiabilidad; algoritmos para la optimización multicriterio 

utilizando restricciones impuestas por varias condiciones de desempeño; técnicas para 

establecer la sensibilidad de la respuesta ante los cambios de ciertos parámetros en los 

problemas de optimización. 

 

En México, Rosenblueth y Mendoza (1971) proponen el uso de la optimación. Sus 

criterios han sido revisado y ampliados por Rosenblueth (1976), Rosenblueth (1986), Reyes 

(1999), Rackwitz (2000), Esteva et al.(2001), Sierra (2002) e Ismael (2003) entre otros. 

 

 Para producir el mejor diseño posible con los recursos disponibles, el estructurista 

debe pesar el valor de los criterios que envuelven varios factores (i.e. requerimientos de 

funcionalidad, aspectos técnicos, teorías científicas, factores económicos y consideraciones 

sociales y humanas), por lo que, la optimización estructural corresponde a un proceso de 

toma de decisiones.  

 

 Los componentes esenciales de un problema de optimización estructural son los 

siguientes (Frangopol, 1985b): 

 

• Parámetros preasignados: Las cantidades que describen al sistema estructural y que 

se mantienen constantes durante el proceso de optimación. 

• Variables de diseño: Las cantidades que definen al sistema estructural y que varían 

para lograr un diseño óptimo. 

• Condiciones de carga: Una o varias cargas que representan el efecto en la estructura 

del ambiente al cual se encentra expuesto. 
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• Modos de falla: Comportamiento estructural que no es favorable, en el cual se ve 

envuelto cualquier comportamiento de pérdida de funcionalidad y/o daño. 

• Función objetivo (también llamada criterio): Es la “meta” que acompaña al proceso 

de optimización y que constituye la base para la selección de una de las varias 

alternativas de diseño. 

 

 De la misma manera, al diseñar los programas para la inspección y mantenimiento 

de estructuras (ie. plataformas marinas), basándose en el daño y en el comportamiento que 

la estructura vaya presentando a través de su vida útil, es necesario tomar en cuenta los 

factores antes mencionados para tratar de modelar una estructura existente de la manera 

más “real” posible. Además se debe de tratar que la solución que se toma, sea la óptima 

entre una serie de soluciones analizadas en función de los parámetros que se consideren. 

Esto dependerá del criterio del diseñador y de los intereses que se tengan relacionados con 

la seguridad de la estructura. 

 

Las políticas más racionales de inspección y mantenimiento predicen la variación 

del riesgo y de la confiabilidad en el tiempo (considerando la degradación de la capacidad 

estructural) y proponen programas para orientar la inversión a las áreas físicas, en los 

tiempos específicos en los que el riesgo demanda tal inversión, cumpliendo los niveles 

mínimos adecuados de confiabilidad estructural. 

 

 En esta segunda parte de la investigación doctoral se plantea una metodología para 

encontrar los intervalos de tiempo para realizar los trabajos de inspección y reparación de 

una estructura sometida a daño estructural acumulado a través del tiempo. El intervalo de 

tiempo adecuado será aquel que produzca los menores costos económicos asociados a la 

inspección, reparación y falla considerando el riesgo y la confiabilidad de la estructura. Se 

considera el daño acumulado durante el intervalo de tiempo debido a condiciones de 

servicio y a eventos ambientales extraordinarios. 
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COSTOS DE INSPECCIÓN, REPARACIÓN Y FALLA CONSIDERADOS EN  LA FUNCIÓN DEL 
COSTO TOTAL DURANTE EL INTERVALO DE TIEMPO [ )∆ttt, +  

 En este trabajo, la función del costo total esperado de una estructura durante el 

intervalo de tiempo [ )ttt ∆+, se define como la suma de los costos esperados de inspección, 

de reparación y de falla de la estructura que se tienen durante dicho intervalo de tiempo 

(como se muestra en la ec. 34). 

( ) ( ) ( ) ( )ttCttCttCttC FRITOT ∆+∆+∆=∆ ,,,,  

 A continuación se definen las consideraciones y las estrategias a seguir para el 

cálculo de los costos esperados de inspección, reparación y falla de la estructura durante el 

intervalo de tiempo [ )ttt ∆+, . 

 

COSTOS DE INSPECCIÓN 

 De manera general, el costo esperado de inspección durante el intervalo de 

tiempo [ )ttt ∆+,  se obtiene mediante la ec. 35: 

[ ] ( )[ ] ( ) ( )[ ] ττττ τγ dedpSpSdCttC S

tt

t
IiI

⋅−
∆+

⋅⋅⋅=∆ ∫,  

donde: 

S        indica la condición de sobrevivencia de la estructura. 

[ ]ttCI ∆,     es el valor esperado del costo de inspección de la estructura en el intervalo de 

tiempo [ )ttt ∆+, . 

( )[ ]SdCi τ  es el costo por inspeccionar la estructura para un tipo de daño d acumulado hasta 

el instante de tiempo τ , dado que la estructura ha sobrevivido. El costo de la inspección se 

encuentra en función del daño que se espera en la estructura debido a que la técnica y 

equipo que se utilicen puede depender del daño que se espera.  

( )SpI τ    es la probabilidad de inspeccionar la estructura en el instante de tiempo τ , dado 

que la estructura ha sobrevivido. La inspección de la  estructura puede estar condicionada a 

algun evento o condición además de la sobrevivencia de la estructura. 

( )[ ]τdpS   es la probabilidad marginal de sobrevivencia de la estructura dado un nivel de 

daño d, en un instante τ . 

(35) 

(34) 
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τ⋅γ−e  es un factor para convertir el costo a valor presente dado un tiempo τ y una tasa de 

descuento 'γ , en donde )'1ln( γ+=γ .  

 

Se considera que la inspección de la estructura se realizará al final del intervalo de 

tiempo [ )tt,t ∆+ , siempre y cuando la estructura sobreviva hasta el final del intervalo de 

tiempo por lo que el costo, la probabilidad de inspección y el factor de valor presente se 

pueden simplificar de la siguiente forma: 

( )[ ] ttii CS,dC ∆+=τ  

( )[ ] 1pS,dp ttII ==τ ∆+  

( )ttee ∆+⋅−⋅− = γτγ  

en donde ttiC ∆+ , ttIp ∆+  y ( )tte ∆+⋅−γ  representan el costo de inspección, la probabilidad de 

inspección y el factor de valor presente en el instante de tiempo tt ∆+ . Sustituyendo las ecs. 

36, 37 y 38 en la ec. 35: 

[ ] ( ) ( )[ ] ττγ ddpeCttC
tt

t
S

tt
ttiI ∫

∆+
∆+⋅−

∆+ ⋅=∆,  

 Si consideramos que la probabibilidad de falla de la estructura en el intervalo de 

tiempo [ )tt,t ∆+  sigue un proceso de Poisson, la probabilidad de sobrevivencia se expresa 

de la siguiente forma(ec. 40): 

( )[ ]
( )

( )tt
dtt

t
S

F

tt

t
F

eeddp ∆−
∆+

=
∫

=

∆+

∫ ,η
ττν

ττ  

en donde es el número esperado de fallas en el intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+  considerando 

la degradación de la capacidad estructural (ver ecs. 4 y 12 ). 

 

 Por lo que el costo esperado de inspección al final del intervalo se calcula mediante 

la siguiente expresión: 

[ ] ( ) ( )[ ]
( ) ( )tttt

tti

tttt
ttiI

F

F

eC

eeCttC
∆−∆+⋅−

∆+

∆−∆+⋅−
∆+

⋅=

⋅⋅=∆
,

,,
ηγ

ηγ

 

 

(37) 

(36) 

(40) 

(38) 

(39) 

(42) 

(41) 
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COSTO DE REPARACIÓN 

 De manera general, el costo esperado de inspección durante el intervalo de 

tiempo [ )ttt ∆+,  se obtiene mediante la ec. 35: 

[ ] ( )[ ] ( )[ ] ( )[ ] ττττ τγ ddpeSdpSdCttC
tt

t
S

n

k
RrR kk∫ ∑

∆+
⋅−

=

⋅⋅⋅=∆
1

,  

n         es el número total de elementos considerados para reparación. 

[ ]ttCR ∆,    es el valor esperado del costo de reparación de la estructura en el intervalo de 

tiempo [ )ttt ∆+, . 

( )[ ]SdC
kr

τ     es el costo de reparación del elemento k para un nivel de daño d acumulado 

hasta el instante de tiempo τ , dado que la estructura ha sobrevivido. 

( )[ ]Sdp
kR τ    es la probabilidad de reparación del elemento k en función de un nivel de 

daño d acumulado hasta el instante de tiempo τ , dado que la estructura ha sobrevivido. 

 

 Después de cada inspección, la reparación de los elementos dañados de una 

estructura se puede realizar de acuerdo con  alguna de las siguientes estrategias: 

• Cuando la cantidad de daño local o global esperada alcance cierto valor.  

• Cuando la confiabilidad del elemento sea menor o igual a cierto valor establecido. 

• Cuando la confiabilidad global de la estructura sea menor o igual al límite 

establecido. 

 

En este estudio se considera que las reparaciones de los elementos dañados se 

llevarán a cabo después de cada inspección cuando el nivel de daño local esperado sea igual 

o mayor que cierto valor preestablecido. De acuerdo con esto la probabilidad de reparación 

de un elemento k  se define como: 

( )[ ] ( ) ( )SpdDPSdp
kk IkR τττ ⋅≥=  

en donde ( )τ≥ dDP  es la probabilidad condicional acumulada de que el nivel de daño D 

sea mayor o igual a un nivel establecido , en el elemento a reparar dado el instante de 

(43) 

(42) 
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tiempo τ ; ( )S,p
kI τ  es la probabilidad de inspeccionar el elemento k  dado que la 

estructura ha sobrevivido hasta el instante de tiempo τ . 

 

 Al considerar que la reparación del elemento k  se efectuará después de la 

inspección, al final del intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+ , el costo, la probabilidad de reparación 

y el factor de valor presente se simplifican como:  

( )[ ] ttrr kk
CSdC ∆+=τ  

( )[ ] ( ) ( ) ( )ttdDPSttpttdDPSttdp kIkR kk
∆+≥=∆+⋅∆+≥=∆+  

( )ttee ∆+⋅−⋅− = γτγ  

en donde ttrk
C ∆+ es el costo de reparación  del elemento k  al final del intervalo de tiempo. 

La probabilidad de inspeccionar el elemento k  al final del intervalo de tiempo es igual a 1 

( )[ ]1S,ttp
kI =∆+ debido a la estrategia de inspección considerada previamente. 

   

 Sustituyendo las ecs. 44, 45 y 46 en la ec. 42 se reescribe como:  

[ ] ( ) ( )[ ] τττγ ddpettdDPCttC
tt

t
S

n

k
kttrR k ∫∑

∆+
⋅−

=
∆+ ⋅⋅∆+≥⋅=∆

1

,  

 Considerando que la probabibilidad de falla de la estructura en el intervalo de 

tiempo [ )tt,t ∆+  sigue un proceso de Poisson se sustituye la ec. 40 en la ec. 47, por lo que 

el costo esperado de reparación de la estructura al final del intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+  se 

calcula mediante la siguiente ecuación: 

[ ] ( ) ( ) ( )

( ) ( ) ( )tttt
n

k
kttr

tttt
n

k
kttrR

F

k

F

k

ettdDPC

eettdDPCttC

∆−∆+⋅−

=
∆+

∆−∆+⋅−

=
∆+

⋅∆+≥⋅=

⋅⋅∆+≥⋅=∆

∑

∑
,

1

,

1

,

ηγ

ηγ

 

 

 

 

 

 

(44) 

(45) 

(46) 

(47) 

(48) 

(49) 
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COSTO DE FALLA 

 El costo esperado de falla durante el intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+  se obtiene 

mediante la ecuación: 

( ) ( )[ ] ( )[ ]∫
∆+

⋅−⋅⋅=∆
tt

t
FfF dedpFdCttC τττ τγ,,  

donde: 

F        indica la condición de falla de la estructura. 

[ ]ttCF ∆,    es el valor esperado del costo de falla de la estructura en el intervalo de tiempo 

[ )ttt ∆+, . 

( )[ ]FdC f ,τ  es el costo de falla de la estructurade dado un nivel de daño d acumulado hasta 

el instante de tiempo τ . 

( )[ ]τdpF   es la probabilidad marginal de falla de la estructura dado un nivel de daño d, en 

un instante τ . 

 

Considerando los costos condicionales a la falla de la estructura como constantes 

durante el intervalo de tiempo, se puede escribir como: 

( )[ ] ttfF CFtdC ∆+=,  

donde ttfC ∆+  representa el costo de la falla al final del intervalo, en el tiempo tt ∆+ . 

Sustituyendo la ec. 51 en la ec. 50: 

( ) ( )[ ] ττ τγ dedpCttC
tt

t
FttfF

⋅−
∆+

∆+ ⋅⋅=∆ ∫,  

 El valor esperado del costo de falla de la estructura en el intervalo de 

tiempo [ )tt,t ∆+ , ( )ttCF ∆, , (para cualquier valor de año1t >∆ ) se puede obtener mediante 

la suma de los costos totales anuales de la siguiente manera: 

( ) ( )∑
∆+

=

=∆
tt

tj
FF jCttC 1,,  

en donde ( )1,jCF  representa el costo esperado de falla de la estructura considerando el 

tiempo inicial j  y un intervalo de tiempo de 1 año. Debido a que el factor de valor presente 

(52) 

(53) 

(50) 

(51) 
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puede expresarse en términos de una tasa de descuento anual, es posible considerar que este 

factor permanece constante durante un intervalo de tiempo anual: 

 )1t(ee +⋅γ−τ⋅γ− =  

por lo que para intervalos de tiempo de 1 año es posible “sacar” el factor de valor presente 

de la integral. Al sustituir las ecs. 53 y 54 en la ec. 52 se obtiene: 

( ) ( ) ( )[ ]∑ ∫
∆+

=

+
+⋅−

∆+











⋅⋅=∆

tt

tj

j

j
F

j
ttfF ddpeCttC

1
1, ττγ  

 Si el valor esperado de la probabilidad de falla considerando la degradación de la 

capacidad estructural en el intervalo de tiempo [j, j+1] sigue un proceso de Poisson, 

entonces:  

( )[ ]
( )

( )1,
1

11

1

j
dj

j
F

F

j

j
F

eeddp η
ττν

ττ −
+

−=
∫

−=

+

∫  

entonces el costo esperado de falla de la estructura queda como: 

( ) ( ) ( )[ ]{ }∑
∆+

=

−+⋅−
∆+ −⋅⋅=∆

tt

tj

jj
ttfF

TFeeCttC 1,1 ,1, ηγ  

 Sustituyendo los valores esperados de los costos de inspección, de reparación y de 
falla en el intervalo de tiempo [ )tt,t ∆+ , los costos totales al final del intervalo de tiempo 
(ecs. 42, 49 y 57 en la ec. 34) se expresan como: 

 
( ) ( ) ( )

( ) ( ) ( )

( ) ( )[ ]{ }∑

∑
∆+

=

−+⋅−
∆+

∆−∆+⋅−

=
∆+

∆−∆+⋅−
∆+

−⋅⋅+

⋅∆+≥⋅+

⋅=∆

tt

tj

jj
ttf

tttt
n

k
kttr

tttt
ttiTOT

TF

F

k

F

eeC

ettdDPC

eCttC

1,1

,

1

,

,1

,

ηγ

ηγ

ηγ

 

 

 

 

 

 

 

(55) 

(56) 

(57) 

(54) 

(58) 
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TIEMPO ÓPTIMO PARA INSPECCIÓN Y MANTENIMIENTO CON BASE EN LA 
OPTIMIZACIÓN DEL COSTO TOTAL DE VIDA  

 Para calcular el costo total de vida de una estructura se hacen las siguientes 

hipótesis: 

• Los intervalos de tiempo entre inspecciones son equidistantes. Por lo que se 

considera que los elementos críticos serán inspeccionados cada cierto intervalo de 

tiempo constante siempre y cuando la estructura no haya fallado antes. 

• Los elementos recuperan su capacidad estructural original después de cada 

reparación. Esto implica que después de reparar todos los elementos críticos, la 

estructura recuperará su capacidad original sin daño.  

 

 Al tomar en cuenta estas consideraciones, el costo total de vida de la estructura se 

puede expresar de la siguiente forma: 

( ) ( ) ( ) ( )VD,t,tCVD,t,tCVD,t,tCVD,t,tC FRIT ∆+∆+∆=∆  

en donde: 

( ) ( ) ( )∑
=

∆−∆+⋅−
∆+ ⋅=∆

NI

m

tttt
ttiI

FeCVDttC
1

,,, ηγ  

( ) ( ) ( ) ( )∑∑
=

∆−∆+⋅−

=
∆+ ⋅∆+≥⋅=∆

NI

m

tttt
n

k
kttrR

F

k
ettdDPCVDttC

1

,

1
,, ηγ  

( ) ( ) ( )[ ]{ }∑ ∑
∆+

=

−+⋅−
∆+ −⋅⋅=∆

NI

m

tt

tj

jj
ttfF

TFeeCVDttC 1,1 ,1,, ηγ  

donde NI  es el número de inspecciones que se planean realizar a lo largo de la vida de 

diseño de la estructura, VD , en intervalos de tiempo constantes, t∆ , a partir del tiempo t . 

Esto puede expresarse mediante la ecuación: 

t
tVDNI

∆
−

=  

Si el número de inspecciones se calcula cuando la estructura presenta su capacidad sin daño 

(recién instalada o después de ser reparada) se considera 0t = . 

 

 El problema para obtener el intervalo de tiempo óptimo, OPt∆  para la inspección y 

mantenimiento de una estructura se resuelve cuando se encuentra el intervalo de tiempo que 

(63) 

(59) 

(60) 

(61) 

(62) 
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produce el menor costo total de vida, manteniendo a la estructura dentro de los límites de 

confiabilidad establecidos, es decir: 

( )
límfTOP p,Cmintt ∆=∆  

 

 

 

 

 

Figura 14. Obtención del intervalo de tiempo óptimo 

 

 A pesar de que se considera en el análisis de costos toda la vida de diseño de la 

estructura, se recomienda que después de cada inspección se actualice el programa de 

inspección y mantenimiento en base a los resultados obtenidos de la última inspección. 

Algunos parámetros como el daño acumulado en el tiempo pueden ser actualizados 

mediante técnicas Bayesianas (ie. Heredia y Montes, 2001; Montes, Heredia y Esteva, 

2003; Montes, 2006). Además se permite utilizar nuevas técnicas de inspección y 

reparación que en el futuro pueden resultar más eficientes y económicas. 
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OOBBTTEENNCCIIÓÓNN  DDEELL    
TTIIEEMMPPOO  ÓÓPPTTIIMMOO  
  DDEE  IINNSSPPEECCCCIIÓÓNN  

  PPAARRAA  UUNNAA    
PPLLAATTAAFFOORRMMAA  MMAARRIINNAA    

 
 
 
 
 
 
 
 A continuación se realiza un análisis costo/beneficio para determinar los intervalos 

óptimos de inspección y mantenimiento para la plataforma marina analizada en la primera 

parte. La estrategia de inspección y mantenimiento óptima puede identificarse a través de la 

comparación de los costos totales esperados correspondientes a posibles estrategias 

alternativas de inspección, tiempos de inspección y acciones de reparación. Para ello, se 

requiere calcular los costos esperados de reparación, de inspección, por daños estructurales, 

daño al equipo, derrame de crudo, pérdidas de producción y ocasionalmente costos debidos 

al personal lesionado o bien pérdidas económicas debidas a fatalidades humanas que 

pudieran generarse en caso de daño o falla de la plataforma durante su tiempo de vida de 

diseño. Para esto se utilizaran los procedimientos utilizados en estudios previos (ie. Faber 

2001; Ortega et al. 2003; Ortega 2003). Se considera que la vida de diseño de la plataforma 

es de 30 años, el equipo de perforación se estima en 130,000,000 USD (IMP, 1998), y que 

maneja una producción aproximada de 184,000 barriles de petróleo por día (IMP, 1998). 

Debe tenerse cuidado de expresar los costos consistentemente, es decir, en términos de 

valor presente; para esto se considera una tasa anual de descuento, 'γ , del 6%. 
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COSTOS DE INSPECCIÓN 

 Para poder evaluar esta expresión es necesario conocer el número de elementos a 

inspeccionar en cada tiempo. Para la plataforma que se revisó se consideraron las cinco 

juntas críticas obtenidas en la primera parte. Se considera un costo de inspección de 3,518 

USD por junta, de acuerdo a un trabajo realizado por Raine A. (2000). 

 

 En la Tabla 9 se presentan los costos de inspección obtenidos mediante la ecuación 

61.  Se consideran diferentes intervalos de tiempo entre inspecciones. Como se puede 

observar el costo se va reduciendo conforme el tiempo entre inspecciones se hace más 

grande debido a que el número de inspecciones a lo largo de los 30 años de vida de diseño 

de la plataforma se reduce. Si consideramos que las inspecciones se efectuarán cada año, 

implica que a lo largo de la vida de la plataforma se realizarán 30 inspecciones, en cambio 

si se realizan cada 15 años únicamente se realizarán 2 inspecciones. Esto sin considerar la 

utilidad de realizar la inspección  en el año 30 de vida de la plataforma cuando teóricamente 

cumple con el fin de su vida útil. 

 
Tabla 9. Costos de inspección durante el tiempo de vida de la plataforma 

 (TV=30años) considerando diferentes intervalos de tiempo 

∆t 
(años) η(0,∆t) e-γ t CI 

1 0.0002 0.94340  $      497,710  
2 0.0005 0.89000  $      234,765  
3 0.0008 0.83962  $      147,649  
4 0.0011 0.79209  $        97,502  
5 0.0014 0.74726  $        78,842  
6 0.0017 0.70496  $        61,981  
7 0.0020 0.66506  $        46,777  
8 0.0024 0.62741  $        33,096  
9 0.0028 0.59190  $        31,222  

10 0.0032 0.55839  $        29,454  
11 0.0036 0.52679  $        18,524  
12 0.0041 0.49697  $        17,475  
13 0.0046 0.46884  $        16,485  
14 0.0052 0.44230  $        15,552  
15 0.0058 0.41727  $        14,671  
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COSTOS DE REPARACIÓN 

Después de cada inspección existen dos opciones: no reparar o efectuar la 

reparación; solamente en la segunda opción es cuando se devengan los costos de 

reparación. La reparación se llevará a acabo cuando la profundidad de la grieta en uno de 

los elementos estructurales sea mayor o igual a la tercera parte del espesor de la placa (5mm 

aprox.) en cada punto crítico. Se considera que el costo de reparación de cada uno de los 

puntos críticos de la junta es de 20,000USD.  

 

De acuerdo a las suposiciones realizadas previamente, la probabilidad de reparar un 

punto crítico es igual a la probabilidad de que el tamaño de la grieta sea mayor o igual a la 

tercera parte del espesor de la placa. En la Tabla 10 se muestran los resultados obtenidos a 

partir de los análisis de fatiga realizados anteriormente para cada punto crítico considerado. 

 

Tabla 10. Probabilidad de que el tamaño de la grieta  
exceda la tercera parte del espesor de la placa de la junta (5mm aprox.) 

N1 N2 N3 N4 N6 t 
años 

A1 A2 A1 A2 B1 B2 A1 A2 A1 A2 A1 A2 
1 0.0023 0.0016 0.7882 0.0508 0.2274 0.2042 0.0015 0.0000 0.0065 0.0998 0.0000 0.0000 
2 0.0192 0.0393 0.9963 0.2850 0.4461 0.4088 0.0273 0.0022 0.6475 0.9583 0.0000 0.0000 
3 0.0316 0.0977 1.0000 0.4454 0.5673 0.5206 0.0890 0.0270 0.9840 0.9999 0.0000 0.0000 
4 0.0588 0.1587 1.0000 0.5727 0.6415 0.5954 0.1428 0.0928 0.9998 1.0000 0.0000 0.0004 
5 0.0948 0.2119 1.0000 0.6748 0.6995 0.6494 0.1872 0.1388 1.0000 1.0000 0.0001 0.0005 
6 0.1262 0.2723 1.0000 0.7602 0.7446 0.6949 0.2243 0.1748 1.0000 1.0000 0.0003 0.0009 
7 0.1438 0.3161 1.0000 0.8264 0.7838 0.7275 0.2742 0.2201 1.0000 1.0000 0.0015 0.0041 
8 0.1679 0.3663 1.0000 0.8778 0.8153 0.7579 0.3099 0.2612 1.0000 1.0000 0.0024 0.0070 
9 0.1926 0.4107 1.0000 0.9171 0.8424 0.7842 0.3412 0.2900 1.0000 1.0000 0.0090 0.0052 

10 0.2125 0.4394 1.0000 0.9464 0.8654 0.8028 0.3698 0.3379 1.0000 1.0000 0.0062 0.0093 
11 0.2332 0.4718 1.0000 0.9675 0.8835 0.8172 0.3987 0.3748 1.0000 1.0000 0.0109 0.0219 
12 0.2525 0.5041 1.0000 0.9821 0.9001 0.8329 0.4234 0.4064 1.0000 1.0000 0.0185 0.0357 
13 0.2738 0.5298 1.0000 0.9913 0.9143 0.8454 0.4543 0.4301 1.0000 1.0000 0.0187 0.0359 
14 0.2932 0.5581 1.0000 0.9965 0.9259 0.8569 0.4757 0.4563 1.0000 1.0000 0.0248 0.0484 
15 0.3164 0.5844 1.0000 0.9990 0.9364 0.8680 0.5022 0.4820 1.0000 1.0000 0.0321 0.0539 

 

 En la Tabla 11 se muestran los costos de reparación, CR, de la plataforma durante su 

vida de diseño asociados a diferentes intervalos de tiempo para su inspección y 

mantenimiento, obtenidos mediante la ecuación 62 (9ª columna de la Tabla 11). De la 
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misma manera que con los costos de inspección, entre menor es el intervalo de tiempo entre 

reparaciones mayor es el número de reparaciones que se realicen y por consecuencia el 

costo es mayor. En la tabla también es posible apreciar el costo de reparación de cada nodo 

crítico (columnas 4-8). A diferencia del costo total de reparación, este costo es el que se 

tiene por cada sesión de reparación y no representa el costo del ciclo de vida de diseño. 

Como se puede apreciar en la columna final de la Tabla 11 los nodos con mayores costos 

de reparación son el 2 y el 3. 

 

Tabla 11. Costos de reparación de los nodos críticos durante la vida útil  
de la plataforma asociados a diferentes intervalos de inspección y mantenimiento 

NODOS CRÍTICOS ∆t 
(años) η(0,∆t) e-γ t 

N1 N2 N3 N4 N6 
CR 

1 0.0002 0.94340  $ 74   $ 23,968   $ 28   $ 2,005   $ 0   $ 782,237  
2 0.0005 0.89000  $ 1,042   $ 38,015   $ 525   $ 28,576   $ 0   $ 1,022,363  
3 0.0008 0.83962  $ 2,171   $ 42,530   $ 1,947   $ 33,306   $ 0   $ 799,554  
4 0.0011 0.79209  $ 3,445   $ 44,496   $ 3,731   $ 31,671   $ 6   $ 583,449  
5 0.0014 0.74726  $ 4,582   $ 45,176   $ 4,870   $ 29,881   $ 9   $ 507,115  
6 0.0017 0.70496  $ 5,617   $ 45,099   $ 5,625   $ 28,189   $ 17   $ 422,738  
7 0.0020 0.66506  $ 6,116   $ 44,379   $ 6,573   $ 26,593   $ 74   $ 334,938  
8 0.0024 0.62741  $ 6,701   $ 43,288   $ 7,163   $ 25,087   $ 118   $ 247,072  
9 0.0028 0.59190  $ 7,139   $ 41,935   $ 7,469   $ 23,667   $ 169   $ 241,136  

10 0.0032 0.55839  $ 7,277   $ 40,350   $ 7,901   $ 22,327   $ 173   $ 234,080  
11 0.0036 0.52679  $ 7,423   $ 38,630   $ 8,146   $ 21,062   $ 345   $ 151,215  
12 0.0041 0.49697  $ 7,516   $ 36,908   $ 8,244   $ 19,869   $ 539   $ 146,152  
13 0.0046 0.46884  $ 7,531   $ 35,154   $ 8,289   $ 18,744   $ 512   $ 140,461  
14 0.0052 0.44230  $ 7,527   $ 33,413   $ 8,240   $ 17,682   $ 647   $ 135,018  
15 0.0058 0.41727  $ 7,513   $ 31,722   $ 8,208   $ 16,681   $ 718   $ 129,682  
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COSTOS DE FALLA 

 Para calcular los costos esperados de falla es necesario considerar los daños que se 

tienen en los equipos, los costos asociados con la contaminación, lesiones, prevención de 

pérdida de vidas, producción diferida y los costos indirectos. El costo de falla puede 

obtenerse mediante la siguiente expresión que incluye componentes de costos de diversas 

consecuencias asociadas al daño: 

PIPDPVLCCPEf CCCCCCC +++++=  

donde PEC  es el costo por pérdida o daño al equipo, CCC  el costo por contaminación, LC  el 

costo por lesiones, PVC  el costo por evitar la pérdida de vidas humanas, PDC  el costo de la 

pérdida de utilidad por producción diferida y PIC  los costos por pérdidas indirectas. 

 

Los componentes del costo de falla mencionados anteriormente se encuentran en 

función de un índice de daño global, D. Este índice de daño tendrá un intervalo de valores 

entre 0 y 1, en donde 0 indica que no hay ningún daño estructural y 1 que el daño es total, 

es decir, que el daño es tal que produce la falla de la plataforma. Estas condiciones se 

pueden expresar en términos del  cortante basal resistente  mediante la siguiente relación 

lineal: 

( ) ( )
últ0

b0

VV
tVV

tD
−

−
=  

en donde 0V  es el cortante basal resistente de la estructura sin ningún daño, ( )tVb  es el 

cortante basal resistente de la estructura en el tiempo t  y últV  es el cortante basal 

demandado por la “ola de colapso”. Para el caso de estudio se consideró una altura de ola 

de 23m  asociada a un periodo de retorno de 1485 años (PEMEX, 2000).  El cortante basal  

demandado por la ola de colapso es de 635475 kg. En la Tabla 12 se muestra la variación 

del cortante basal resistente y del índice de daño en el tiempo. Como se puede apreciar 

conforme el tiempo va pasando, el daño va en aumento, y el cortante basal disminuye.  

 

 

 

 

( 68 ) 

( 69 ) 
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Tabla 12. Variación de la tasa anual de falla, el cortante basal resistente 
 y el  índice de daño en el tiempo 
t 

(años) η(t,1) Vbasal 
(kg) D 

1 0.000242 913152.88 0.000 
2 0.000256 900956.06 0.044 
3 0.000271 888759.25 0.088 
4 0.000288 876562.44 0.132 
5 0.000306 864365.63 0.176 
6 0.000325 852168.81 0.220 
7 0.000345 839972.00 0.264 
8 0.000366 827775.19 0.307 
9 0.000390 815578.38 0.351 

10 0.000414 803381.56 0.395 
11 0.000443 791184.75 0.439 
12 0.000476 778988.00 0.483 
13 0.000512 766791.19 0.527 
14 0.000553 754594.38 0.571 
15 0.000598 742397.56 0.615 

 

 El costo debido al daño del equipo se obtiene mediante una relación lineal que 

permite ir aumentando el costo conforme aumenta el daño hasta que el daño llega a ser total 

y por lo tanto la pérdida del equipo alcanza su costo máximo,
máxPEC . Para el ejemplo se 

considera que el costo del equipo es de 130,000,000 USD. La ecuación que se utiliza para 

calcular este costo es: 

DCC
máxPEPE =  

En la Figura 15 se muestra la forma en que varían los costos en función del índice 

de daño. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 15. Costos por daño al equipo 
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El costo por la contaminación toma en cuenta todos los gastos que se realizan para 

limpiar un derrame de hidrocarburo, por lo que para su cálculo se tomará en cuenta el 

tamaño del derrame asociado a un cierto nivel de daño de la plataforma, la forma en que se 

comporta la mancha y el costo que tiene recoger el crudo. Para modelar la mancha se utiliza 

una formulación de derrame de hidrocarburo propuesta por Lehr et al. (2001). Este autor 

estima el área de la mancha  mediante la siguiente ecuación (ver Figura 16): 

( ) ( )4
Dw

2
1

3
2

Dw UV∆0.04tV∆2.27A +=  

donde w∆  es la diferencia entre las densidades relativas del crudo y del agua, U  es la 

velocidad del viento a una altura de 10 m, DV  es el volumen del derrame y t es el tiempo. 

Para este caso el volumen del derrame se calcula en función del índice de daño global 

mediante la expresión (ver Figura 17) 
4

máxD DVV =    

siendo máxV  la producción total que tiene la plataforma. Para esta plataforma se usaron los 

siguientes valores 06341.0w =∆ , s/m30U = , s2400t =  y día/barriles000,184Vmáx = . 

Además, se consideró que el costo de recuperación del crudo es de 541.67 USD/hr con un 

rendimiento de 0.81hr/km2 (Campos et al., 1999), por lo que el costo total que tendrá la 

recuperación del hidrocarburo se obtiene de la forma que se muestra en la ecuación 73 (ver 

Figura 18): 

0.81
1000

A541.67C 2CC 





=  

            

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 16. Área de la mancha de crudo en función del índice de daño global 

( 71 ) 

( 72 ) 

( 73 ) 
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Figura 17. Volumen del derrame de crudo en función del índice de daño global 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 18. Costos por la contaminación debida a un derrame 

 

 En caso de tormenta, PEMEX cuenta con una serie de planes de acción para 

prevenir lesiones y pérdidas de vidas humanas por lo que la posibilidad de que una persona 

muera como consecuencia de la destrucción de la plataforma durante una tormenta es muy 

baja. Sin embargo, durante el proceso de evacuación pueden presentarse condiciones 

desfavorables en el tráfico de helicópteros que provoquen un accidente y algunas personas 

podrían resultar lesionadas e incluso fallecer. Es por esto que estos costos se consideran 

independientes de la cantidad de daño que tenga la estructura. Sin embargo, existen otras 

propuestas que sí toman en cuenta esta relación (ie. De León, 2002) 
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 El costo debido a lesiones en el personal depende de la probabilidad de que ocurra 

un accidente  durante la evacuación, PA. En este trabajo se consideró que esta probabilidad 

es igual a 1/3’000,000. Este valor se basa en informes sobre de accidentes de aviación 

(CAW, 2001). También se considera que las lesiones que se pueden presentar son de dos 

tipos: las que producen incapacidad temporal y las que provocan una incapacidad 

permanente (De León, 1996). Para este último caso se usa la suposición de que el número 

de lesiones que producen incapacidad permanente es igual a la mitad del número de heridos 

totales que se puedan presentar. El costo de las lesiones que producen una discapacidad 

temporal será de 2,000USD por persona. Este valor se obtuvo de algunos informes de 

costos médicos e incluye tratamiento para heridas ligeras, estancia corta en el hospital, 

honorarios y medicinas. El costo de las lesiones que provocan incapacidad permanente se 

considera de 330,000USD por persona. Este mismo valor se utilizará para considerar el 

costo de una pérdida de vida. Por lo tanto el costo que se tienen por lesiones se define 

como: 







+






=

4
P330,000P

4
P2000PC E

A
E

AL  

 El costo que tiene evitar la pérdida de vidas humanas también depende de la 

probabilidad de que se presente un accidente durante el proceso de evacuación. Este costo 

se estima como la cantidad que estaría dispuesta a pagarse por evitar la pérdida de una vida. 

Para esto es necesario calcular lo que se pagaría en caso de una fatalidad por el número de 

casos que se podrían presentar. En este trabajo se utilizó un valor de 330,000USD por 

persona. Esta cantidad proviene de multiplicar el ingreso promedio anual que tiene una 

persona por un estimado del resto de vida que le queda. El costo por evitar la pérdida de 

vidas se calcula con la ecuación 75: 







=

2
P330000PC E

APV  

Debido a que el huracán afecta toda la zona de plataformas (200 plataformas) es necesario 

realizar la evacuación del personal de todas ellas. Para el costo por lesiones y pérdida de 

vidas se considera que el número de personas evacuadas por plataforma es de 50 personas 

por lo que el total de personas evacuadas en toda la zona es de 10,000 personas. 

( 74 ) 

( 75) 
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Considerando esto el costo por lesiones y pérdidas de vidas es de 276.67USD y 550USD, 

respectivamente. 

 

El costo por pérdida de utilidad por producción diferida se encuentra asociado a la 

interrupción de las operaciones de producción durante el tiempo de recuperación de la 

producción TR debido a los trabajos de reparación de la plataforma, el costo del crudo $P, la 

producción de la plataforma Vmáx. Los valores que usan Ortega y De León (2003) son 

años4TR = , barril/USD17$P =  y dia/barriles000,184Vmáx =  (IMP,1998). Para calcular 

las pérdidas por producción diferida se utilizó la ec. 76 (Sthal, 1986), en donde ( )τR  es la 

utilidad a percibir por la comercialización del producto extraído, 'γ tasa anual de descuento, 

L es la vida útil de la plataforma y t es el tiempo de falla de la plataforma. La utilidad anual 

de la plataforma se obtiene  mediante la ec. 77 en donde se considera que la utilidad por la 

comercialización es el 12% del valor del producto extraído. 

 

( ) ( ) ( ) ( )∫∫
+

+

−τγ−−τγ− ττ−ττ=
R

R

TL

Tt

t
L

t

t
PD deRdeRC  

( ) ( ) ( )36512.0V$R máxP ⋅⋅⋅=τ  

 

 

 Los costos por pérdidas económicas indirectas son el resultado de multiplicar los 

efectos en la economía ocasionados por el daño de la tormenta en un campo petrolero 

(Boisvert , 1992). Los sectores que se consideraron para calcular las pérdidas indirectas 

fueron agricultura, carbón, gas y aceite, minerales y metales, aceite refinado, petroquímica, 

química básica, neumáticos de hule, electricidad, textiles Para este trabajo se utilizó la 

ecuación 









=

total

máx
BPI V

V
CC  

  ( 76 ) 

( 77 ) 

( 78 ) 
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en donde la pérdida debida al daño estructural provocada por una tormenta, BC , puede 

separarse en pérdidas de primera y segunda fase, 1BC  y 2BC . Además, la pérdida indirecta 

también se supone como una función a la 4ª potencia de D, por que la expresión queda: 

( ) 4
2B1BB DCCC +=  

Los valores utilizados fueron Vmáx= 184,000 barriles / día, la producción total de la 

Sonda de Campeche día/barriles000,100,2Vtotal = y ( ) USD10086.1CC 11
2B1B ×=+ . Este 

valor se obtiene suponiendo que ninguna de las plataformas del complejo podrá producir 

debido a la tormenta (INEGI, 1986). El resultado final se puede observar en la Figura 19. 

Para que estos costos sean significativos es necesario que se pierda la producción de todo 

un campo de explotación, ya que si solamente resulta dañada una plataforma las pérdidas 

económicas indirectas son muy pequeñas.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 19. Costos por pérdidas económicas indirectas 

  

 En la Tabla 13 se muestran los costos de falla de la plataforma. Como se puede 

observar los costos que menos influyen en el costo de falla total son los asociados a las 

lesiones y a las pérdidas de vidas (columnas 4 y 5 de la Tabla 13). Esto se debe a las 

políticas de evacuación implementadas ante la ocurrencia de huracanes. El costo total de 

falla se va incrementando conforme va creciendo el tiempo debido a que crece la 

probabilidad de que la plataforma falle en ese intervalo de tiempo (última columna de la 

Tabla 13). 

 

( 79 ) 
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Tabla 13. Costos producidos por el daño que sufre la estructura 

Cf ∆t 
(años) CPE CCC CL CPV CPD CPI 

CF 

1  $      -   $   -  
 
$276.67  

 
$550.00  $464,243,044 $      -  $     105,958.07  

2  $ 5,710,157   $ 0.62  
 
$276.67  

 
$550.00  $431,853,713 $ 35,420  $     236,348.96  

3  $ 11,420,314   $ 9.92  
 
$276.67  

 
$550.00  $401,350,590 $ 566,718  $     356,590.14  

4  $ 17,130,470   $ 50.12  
 
$276.67  

 
$550.00  $372,623,831 $ 2,869,010  $     467,645.01  

5  $ 22,840,627   $ 158.29  
 
$276.67  

 
$550.00  $345,569,988 $ 9,067,489  $     612,585.13  

6  $ 28,550,784   $ 386.31  
 
$276.67  

 
$550.00  $320,091,639 $ 22,137,424  $     785,469.89  

7  $ 34,260,941   $ 800.85  
 
$276.67  

 
$550.00  $296,097,032 $ 45,904,163  $     986,083.71  

8  $ 39,971,097   $ 1,483.43  
 
$276.67  

 
$550.00  $273,499,763 $ 85,043,127  $  1,185,988.41  

9  $ 45,681,254   $ 2,530.37  
 
$276.67  $550.00 $252,218,457 $ 145,079,824  $  1,697,875.24  

10  $ 51,391,411   $ 4,052.80  
 
$276.67  $550.00 $232,176,477 $ 232,389,821  $  2,481,981.86  

11  $ 57,101,568   $ 6,176.69  
 
$276.67  $550.00 $213,301,651 $ 354,198,788  $  2,614,773.37  

12  $ 62,811,695   $ 9,042.79  
 
$276.67  $550.00 $195,526,010 $ 518,581,480  $  3,749,634.16  

13  $ 68,521,852   $ 12,806.71  
 
$276.67  $550.00 $178,785,541 $ 734,465,343  $  5,355,174.36  

14  $ 74,232,009   $ 17,638.86  
 
$276.67  $550.00 $163,019,961 $ 1,011,625,564  $  7,575,939.16  

15  $ 79,942,165   $ 23,724.46  
 
$276.67  $550.00 $148,172,497 $ 1,360,688,057  $10,586,067.75  

 

 
 Una vez que se han calculado los costos esperados de inspección, reparación y de 

falla se obtienen los costos totales asociados a diferentes intervalos de tiempo para la 

inspección y la reparación de la estructura. Como se puede observar en la Tabla 14 para 

intervalos de tiempo pequeños, los costos asociados a la inspección y reparación  son los 

que más influyen en el costo total de vida de la estructura. Esto se debe a las bajas 

probabilidades de falla y al mayor número de inspecciones y reparaciones que se deben 

realizar durante la vida de diseño de la estructura. Sin embargo, conforme el intervalo de 

tiempo va creciendo  mayor es la influencia de los costos de falla. 

 

La Figura 20 se muestra el costo total de inspección y mantenimiento que tendrá la 

plataforma, así como sus distintas componentes, en función de diferentes intervalos de 

inspección. De la Figura 20 y de la Tabla 14 se puede concluir que si las inspecciones en 

los nodos y elementos que se consideran como críticos se realizan cada cuatro años se 

obtendrán los costos mínimos.  
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Tabla 14. Variación de los costos de vida de la plataforma  
en función del intervalo de tiempo entre inspecciones 

∆t 
(años) CI CR CF CTOT 

1 $497,710 $782,237 $105,958 $1,385,905 
2 $234,765 $1,022,363 $236,349 $1,493,477 
3 $147,649 $799,554 $356,590 $1,303,793 
4 $97,502 $583,449 $467,645 $1,148,597 
5 $78,842 $507,115 $612,585 $1,198,541 
6 $61,981 $422,738 $785,470 $1,270,189 
7 $46,777 $334,938 $986,084 $1,367,799 
8 $33,096 $247,072 $1,185,988 $1,466,156 
9 $31,222 $241,136 $1,697,875 $1,970,233 

10 $29,454 $234,080 $2,481,982 $2,745,517 
11 $18,524 $151,215 $2,614,773 $2,784,512 
12 $17,475 $146,152 $3,749,634 $3,913,262 
13 $16,485 $140,461 $5,355,174 $5,512,121 
14 $15,552 $135,018 $7,575,939 $7,726,509 
15 $14,671 $129,682 $10,586,068 $10,730,420 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 20. Variación del costo total de vida en función 
del intervalo de tiempo entre inspecciones 
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CCOOMMEENNTTAARRIIOOSS    
FFIINNAALLEESS  

 

 

 

 Uno de los objetivos de esta tesis es proponer expresiones simplificadas para 

calcular niveles de desempeño especificando la probabilidad de que se exceda cada estado 

límite de comportamiento considerando la degradación de la capacidad estructural en el 

tiempo.  

 

 El modelo de degradación lineal de la capacidad estructural no se cumple 

necesariamente para todo tipo de estructuras o para intervalos de tiempo muy grandes. Sin 

embargo, para otro tipo de variaciones de la capacidad en el tiempo es posible realizar 

discretizaciones en segmentos lineales; por lo que la probabilidad de falla en todo el 

intervalo de tiempo será igual a la suma de las probabilidades de falla de los segmentos 

lineales. 

  

 La consideración de las incertidumbres epistémicas (tanto de la demanda como de la 

capacidad estructural) se utiliza para representar un cierto margen de error que se tiene por 

factores que no son cuantificables (debido a su complejidad o a la carencia de información) 

y que, sin embargo, influyen en la confiabilidad de la estructura. Esto hace posible la 

implementación del nivel de confianza en el cálculo de la confiabilidad estructural, con lo 

que se intenta ilustrar de manera cuantitativa la probabilidad de que las tasas de falla 
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“reales” no excedan los valores calculados. Si una evaluación indica un alto nivel de 

confianza, por ejemplo 90%, significa que la probabilidad de alcanzar el nivel de 

desempeño calculado es muy alta (aun así, existe una probabilidad muy baja de que no se 

cumpla). Si se obtiene un nivel de confianza bajo, por ejemplo 30%, quiere decir que es 

muy poco probable que la estructura alcance el nivel de desempeño deseado. (FEMA-351)  

  

 Como ejemplo de aplicación se consideró el caso de una plataforma marina tipo 

“jacket” ubicada en la Sonda de Campeche. Se consideró como condición de daño el 

crecimiento de grietas por fatiga en las juntas críticas de la estructura; sin embargo, es 

posible tomar en cuenta otros tipos de daño que tengan repercusión en la capacidad global 

de la estructura. Se analizaron diferentes intervalos de tiempo (1,3,5,7,10 y 15 años). Los 

resultados obtenidos con la expresión simplificada fueron muy cercanos a los obtenidos 

mediante la integración numérica. 

 

 Una vez obtenida la forma en que varía la confiabilidad de la estructura en el tiempo 

(considerando la degradación de la capacidad) es posible determinar cuando la estructura se 

convierte en insegura mediante el establecimiento de valores límite de confiabilidad, que de 

no cumplirse provocarían que se tuviera un mal comportamiento estructural; sin embargo, 

en la mayoría de los códigos no existen guías suficientemente claras que propongan estos 

tipos de valores, por lo que se hacen necesarios la experiencia y el criterio del especialista. 

Debido a lo anterior, es deseable realizar análisis de calibración para proponer valores 

aceptables de confiabilidad.  

 

 El análisis costo/beneficio se aplicó al modelo simplificado de la plataforma marina. 

Al obtener los costos totales esperados para diferentes intervalos de tiempo, se aprecia que 

el costo mínimo se obtiene cuando el intervalo de inspección y reparación es de 4 años. Por 

lo que se concluye que la siguiente inspección debe realizarse en ese tiempo. 

 

  Se recomienda que después de la inspección se vuelva a realizar el análisis para 

programar la siguiente. Este nuevo análisis costo/beneficio debe realizarse tomando en 

cuenta la información recabada durante la inspección. Algunos parámetros como el daño 
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acumulado (ie. tamaño de las grietas) en el tiempo pueden ser actualizados mediante 

técnicas de análisis bayesiano. Además permite tomar en cuenta nuevas técnicas de 

inspección y reparación que en el futuro pueden resultar más eficientes y económicas. 

 

 Las metodologías propuestas en este trabajo son aplicables para la evaluación de 

cualquier estado límite de distintos tipos de estructuras; sin embargo, es deseable el 

desarrollo de algoritmos costo/beneficio que permitan tomar en cuenta dos o más estados 

límite simultáneamente. Esto permitirá que en los análisis de optimización que se realicen 

se tomen en cuenta las consecuencias de que la estructura no cumpla con varios niveles de 

desempeño y que los programas de inspección que resulten sean óptimos para los estados 

límite analizados, y no solamente para uno de ellos. 
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AAPPOORRTTAACCIIOONNEESS    
DDEE  LLAA    

IINNVVEESSTTIIGGAACCIIÓÓNN    
DDOOCCTTOORRAALL 

 

 

 Las principales aportaciones realizadas en la elaboración de esta tesis doctoral son: 

 

I. Se desarrolló una expresión cerrada para evaluar el número de fallas de la estructura 

en un intervalo de tiempo. El modelo considera la degradación de la capacidad 

resistente de la estructura ocasionada por la acumulación de daño en el tiempo. Se 

considera la falla de la estructura ante eventos de todas las intensidades posibles 

mediante curvas de peligro ambiental. El criterio se aplicó al modelo simplificado de 

una plataforma marina fija ubicada en la Sonda de Campeche, considerando como 

condición de daño el crecimiento de grietas por fatiga ocasionado por oleajes de 

servicio y tormentas. 

 

II. Se propuso una formulación en formato DCFD para la evaluación del factor de 

confianza estructural en un intervalo de tiempo, tomando en cuenta la degradación de 

la capacidad de la estructura. La formulación permite establecer el nivel de confianza 

con el que se estima el factor de confianza de la estructura para un intervalo de tiempo 

dado. El criterio se aplicó al modelo simplificado de la plataforma marina analizada 

previamente. 



 
CRITERIOS COSTO/BENEFICIO PARA LA  INSPECCIÓN Y MANTENIMIENTO DE PLATAFORMAS MARINAS  

 

 69 

III. La expresión cerrada del número de fallas de la estructura que se encontró en el inciso 

I se utilizó para programar planes de inspección y mantenimiento óptimos mediante el 

planteamiento del análisis del costo total de una estructura en un intervalo de tiempo. 

El costo total incluye los costos asociados con la inspección, la reparación y la falla 

de la estructura. Al utilizar la expresión propuesta del número de fallas se reduce el 

tiempo de cómputo en el cálculo al realizar un número menor de simulaciones. Este 

procedimiento permite tomar en cuenta el efecto de eventos de todas las posibles 

intensidades en el sitio. 
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AAPPÉÉNNDDIICCEE  AA::  
DDEESSAARRRROOLLLLOO    
DDEELL  NNÚÚMMEERROO    

DDEE  FFAALLLLAASS    
EENN  UUNN    

IINNTTEERRVVAALLOO    
DDEE  TTIIEEMMPPOO  
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AAPPÉÉNNDDIICCEE  BB::  
DDEESSAARRRROOLLLLOO  
  DDEELL  FFAACCTTOORR    

YY  NNIIVVEELL  DDEE    
CCOONNFFIIAANNZZAA  

  ((FFOORRMMAATTOO  DDCCFFDD))    
 
 
 
 
 Si partimos de la ec. 20 se tiene: 
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∆+

d
tt

t

0xT,F  

 

si 
r
b

0
tt

t

0 k
aD

−

ν 






 ν=  

( ) ( ) ( ) [ ]tUTtx

r
b

t
2

tCln
2

yDln
t

Kexp
t,t

tD
b2
rexptĈ
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  (B3) 

     (B4) 

(B5) 
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multiplicando ambos lados por 
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separando los términos relacionados con la demanda de los relacionados con la capacidad: 
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si consideramos que: 
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entonces, la ecuación B9 se escribe de la siguiente forma: 

( ) ( ) ( )t,tt,tDtĈ confttt 0
∆λ⋅∆Ψ⋅⋅γ⋅≥⋅φ ν    
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(B10)(B11) 

(B12)(B13) 

(B14) 



 
 

 74 

 

 

 
 
 
 
 

AAPPÉÉNNDDIICCEE  CC::  
SSIIMMUULLAACCIIÓÓNN    

DDEE  OOLLEEAAJJEE    
 
 
 
 
 
 
 Existen diferentes fenómenos físicos que pueden producir olas, pero estas 

principalmente son producidas por el viento al viajar sobre la superficie del agua, debido a 

la interfase que existe entre dos fluidos de diferentes densidades como lo son el agua y el 

aire. El viento transmite energía al agua generando olas que normalmente son progresivas y 

se mueven fuera del área en donde inicialmente fueron creadas. 

 

 A medida que las olas avanzan, gradualmente pierden energía debido a la resistencia 

del aire, fricciones internas y su interacción con el lecho marino. En el mar existen un gran 

número de olas, con diferentes alturas, periodos y direcciones actuando en una misma área 

y la superposición de todas esas olas genera la superficie del mar que conocemos. 

 

 El espectro de Pierson-Moskowitz (1964)  describe la energía contenida en el mar, 

transferida a partir de las fuerzas del viento. El modelo se encuentra referido a la velocidad 

del viento medido a una altura de 19.5m (54 pies) sobre el nivel medio del mar (N.M.M). 

La expresión de su densidad espectral, ( )ωS , es la siguiente: 
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( ) ω


















ω
ω

−
ω

=ωω dBexpAgdS
4

0
5

2

 

099.0

100 10
5.19VU

U
g







==ω  

en donde  

A  = 0.0081 

B  = 0.74 

g   es la aceleración de la gravedad 

U  es la velocidad del viento a una altura de 19.5m sobre el N.M.M. 

           10V  es la velocidad del viento a una altura de 10m sobre el N.M.M. 

           ω   es la frecuencia para la cual se calcula el valor de ( )ωS . 

 

 En la Tabla C1 se muestran los valores de la velocidad del viento obtenida a una 

altura de 10m, 10V , y para 19.5 m, U , sobre el N.M.M. Los valores fueron obtenidos a 

partir de las normas de PEMEX (Tabla 1).  

 

Tabla C1. Velocidades de viento para 10m (PEMEX,2000) y 19.5m sobre el N.M.M  

 

 

 

 

 

 

 

 

En la Figura C1 se muestran los espectros de Pierson-Moskowitz para cada periodo 

de retorno, utilizando las velocidades de viento de la Tabla C1. 

 

 

 

TR 
(años) 

V10 
(m/s) 

U 
(m/s) 

10 15.70 16.7731 

99 35.75 38.1935 

180 39.42 42.1143 

753 48.70 52.0286 

892 49.79 53.1931 

1485 53.06 56.6866 

(C1) 

(C2) (C3) 
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Figura C1. Espectros de oleaje de Pierson-Moskowitz, para el área Akal,  

asociados a diferentes periodos de retorno 
 

 El espectro puede ser usado en análisis en el dominio de la frecuencia o del tiempo 

para descomponer las alturas de olas aleatorias en una sumatoria de componentes de olas 

regulares. Suponiendo que la elevación unidireccional de la superficie libre del mar, h , es 

un proceso estacionario de banda angosta, homogéneo, gaussiano, puede expresarse como 

la superposición lineal de un número de ondas regulares mediante la ecuación C5, 

suponiendo la generación aleatoria de los ángulos de fase, iφ , con una distribución 

uniforme entre 0 y 2π ( )[ ]π=φ 2/1P i . 

( )

( ) iii

n

1i
iii

S2A

tsenA)t(h

ω∆ω=

φ+ω=∑
=

 

donde ( )ωiS  es el valor de densidad espectral en la frecuencia iω  (ver ecuación C1) y iω∆  

es el ancho de banda para una frecuencia aproximada para una ola regular de amplitud iA . 

El factor de 2 se incluye debido a que ( )ωS  se calcula como una función de dos lados y 

solamente se emplea uno, para valores de frecuencia entre 0 y ∞. Con el fin de que iω∆  no 

sea demasiado grande y produzca errores de precisión en el contenido de frecuencias del 

espectro, se utiliza la frecuencia de Nyquist para determinar el máxω∆ : 

(C4) 

(C5) 
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donde máxω  es la frecuencia de la ola máxima en el registro. En la Tabla C2 se muestran los 

valores de imáxω∆ obtenidos. Se utilizó un valor de ω∆  igual a 0.1. Como se puede 

observar, es menor que el obtenido en todos los casos de la Tabla C2. En la figura C2 se 

puede observar la amplitud que tiene cada frecuencia utilizando un 1.0=ω∆ . Estos valores 

se emplearon para simular el oleaje irregular. 

Tabla C2. Valores de la ∆ωmáx calculados a partir  
de la frecuencia de Nyquist 

TR 
(años) 

∆ωmáx 

10 1.02 

99 0.46 

180 0.40 

753 0.34 

892 0.32 

1485 0.30 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura C2. Espectro de amplitudes utilizado para obtener 
 la simulación del oleaje irregular, ∆ω=0.1 

 

 

 

 

(C6)(C7) 
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PROBABILIDAD DE ALTURA MÁXIMA DE OLA 

Para realizar las simulaciones de las alturas máximas de ola, hmáx, es necesario 

obtener su función de distribución de probabilidades. Para esto se deriva la curva de peligro 

de oleaje y se normaliza de tal manera que el área contenida bajo la curva sea igual a la 

unidad. La expresión obtenida es: 

 
( )[ ] ( )[ ][ ]

( )[ ]uexpexp1
uhexpexpuhexp

)h(f máxmáx
máx ⋅α−−

−α−−−α−α−
=  

 
donde los valores de los parámetros de ajusta α y u son los mismos que se obtuvieron para 

la curva de peligro de oleaje.  

  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura C3. Función de densidad de probabilidad de la altura máxima de ola 

 

 

 

  (C8) 
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AAPPÉÉNNDDIICCEE  DD::    
AANNÁÁLLIISSIISS  

  DDEE  FFAATTIIGGAA    
 
 
 
 
ESFUERZOS EFECTIVOS EN LOS PUNTOS CRÍTICOS 

Los esfuerzos efectivos en los puntos críticos, efσ , se calculan de acuerdo con los 

elementos mecánicos, propiedades de la sección tubular, factores de concentración de 

esfuerzos y las coordenadas del punto crítico con respecto al centro de gravedad de la 

sección en sus ejes locales (z, y). Todo esto queda resumido en la expresión: 

( ) y
I

M
FCEz

I
M

FCE
A
PFCET,h ffp

ffp
fep

fepaxialRef ++=σ  

en donde 

FCE = Factor de concentración de esfuerzos ante carga axial (axial), flexión en el   

              plano (fep) y fuera del plano de flexión (ffp) 

P      = Carga axial actuante en la sección 

A      = Área transversal de la sección  

M     = Momentos que actúan en el plano (fep) y fuera del plano (ffp) de flexión 

I       = Momento de inercia de la sección 

h      =  Altura de ola máxima 

TR     =  Periodo de retorno 

 

(D1) 
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Como producto de la configuración de las juntas tubulares y de los abruptos 

cambios en la geometría que estas presentan, los esfuerzos en las juntas se ven afectados 

dando como resultado una distribución que no es uniforme, generándose zonas de 

concentraciones de esfuerzos. La concentración de estos esfuerzos en una junta dependerá 

de su geometría, de cómo es aplicada la carga, de los apoyos, así como de la relación 

diámetro/espesor y el ángulo de los elementos que inciden en la junta. Varios autores han 

propuesto diferentes formas para calcular estos factores a partir de pruebas de laboratorio y 

modelos con programas de elemento finito (i.e. Kuang, 1975; Marshall, 1976; Efthymiou, 

1985; Wordsworth, 1981). 

 

Los esfuerzos efectivos en los puntos críticos se calculan para ambos lados de la 

conexión. Esto se hace utilizando los factores (FCE) obtenidos para el elemento principal y 

los factores correspondientes al refuerzo o diagonal. Esto se debe a que las concentraciones 

de esfuerzos son diferentes para los dos elementos que inciden en la conexión. 

 

 

ESFUERZOS ASOCIADOS AL OLEAJE DE SERVICIO 

 Los estados de mar para el cálculo de los esfuerzos por oleaje de servicio  se 

utilizaron de la siguiente manera: 

1) Para cada altura de ola significante se seleccionó el estado de mar con mayor 

probabilidad de ocurrencia y se le asignó la probabilidad correspondiente al total de 

la probabilidad de esa altura de ola significante. 

2) Se obtuvieron los esfuerzos efectivos relacionados con cada uno de los oleajes 

utilizados. Se consideró la teoría lineal de oleaje de Airy para determinar la 

aceleración y la velocidad de las partículas de agua.  

3) Para el cálculo del crecimiento de la grieta en un punto se obtuvieron los esfuerzos 

efectivos de operación, opσ , de la siguiente forma: 

( )∑
=

⋅σ=σ
TEM

1i
iefop hp

i
 (D2) 
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en donde 
iefσ  es el esfuerzo efectivo asociado al i-ésimo estado de mar, ( )ihp  es la 

probabilidad de ocurrencia del estado de mar asociado a la altura de ola ih  y 

TEM representa el número total de estados de mar a considerar, que para el caso de 

aplicación de esta tesis fue igual a trece. El cálculo de las grietas se realiza mediante 

la expresión de Paris-Erdogan.  

 

 

ECUACIÓN  MODIFICADA PARA EL CÁLCULO DEL CRECIMIENTO DE GRIETA POR 
FATIGA PARA CARGA ALEATORIA (SOBCZYK Y SPENCER, 1992) 

Se considera un elemento estructural que se encuentra sujeto a una carga aleatoria 

que varía en el tiempo y que el material es linealmente elástico con un factor de intensidad 

de esfuerzo, K, conocido. Sea S(t) un proceso estocástico que caracteriza los esfuerzos 

aleatorios aplicados en la estructura. Se supone que la media, mS(t), y la función de 

correlación, KS(t1,t2), del proceso son conocidas y que la raíz cuadrática media, Srms, se 

calcula como ( ) ( )[ ]2
1

Srms t,tKtS =  . Si el proceso S(t) es estacionario entonces mS(t) = mS = 

constante, KS(t1,t2) = KS(t2-t1), y Srms(t) = Srms = constante. 

 

 Con el fin de utilizar las ecuaciones empíricas que describen el crecimiento de la 

grieta para el caso considerado, es necesario realizar algunas modificaciones. El parámetro 

que controla el crecimiento de una grieta por fatiga bajo carga cíclica es el intervalo del 

factor de intensidad, K∆ . Varios estudios sugieren que S∆  debe remplazarse por el doble 

de Srms. Sin embargo, una cantidad más adecuada es el rango medio, Smr, del proceso 

aleatorio S(t), que a continuación se define: 

mínmáxmr SSSS −=∆=  

ZmS Smáx +=  

ZmS Smín −=  

 donde Z es la altura aleatoria de los picos con una cierta distribución de probabilidad 

( )zf . Continuando con la suposición de que el proceso ( )tS  es estacionario, gaussiano con 

media cero y varianza 0
2
S λ=σ , entonces ( )zf  es igual a: 

(D3) 

(D4) 

(D5) 



 
APÉNDICE D: ANÁLISIS DE FATIGA 

 

 82 

( ) ( )

( ) ∫
∞+

∞−

ωω=λ
λλ

λ
=αα−∈=

















λ∈
∈−

Φ







λ

−
λ

∈−+










λ∈
ϕ

λ
∈

=

d)x(g;;1

1z
2
zexpz1zzf

k
K

40

22
1

2

0

2
1

2

0

2

0

2

00
máx

 

donde 

∈   = parámetro de ancho espectral 

Kλ = momentos espectrales 

ϕ  =  función de densidad de probabilidad normal estándar 

Φ  =  función de distribución acumulada de probabilidad normal estándar  

  

Por lo que el rango medio Z2Smr = , al realizar la integración queda como 

( )2
rmsmr 1

2
S2S ∈−

π
=  

Para un proceso de banda angosta (en donde 0∈→ ),  entonces 

rmsrmsmr S2
2

S2S π=
π

=  

 Otra modificación que debe realizarse a la metodología que considera la amplitud 

constante tiene que ver con el concepto de ciclo (o frecuencia) que juega un papel 

importante en el análisis convencional de fatiga. La ecuación empírica del crecimiento de la 

grieta  generalmente se expresa como 
dN
dA , en donde N es el número de ciclos. En el caso 

de una carga senoidal tN ω= , donde ω  es la frecuencia. Cuando la carga varía 

aleatoriamente en el tiempo, la definición de ciclo no es tan rigurosa y no es única. La 

relación entre el número de ciclos, N, y el tiempo, t, también es aleatoria, ( )γ= ,tNN . 

Cuando el proceso es de banda angosta existe una frecuencia dominante. La frecuencia 

equivalente, eω , se puede definir a partir del número de cruces por cero con pendiente 

positiva.  

 

(D6) 

(D7)(D8)(D9) 

(D10) 

(D11) 
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Tomando en cuenta las modificaciones comentadas anteriormente, el crecimiento de 

grieta promedio en un elemento estructural bajo carga aleatoria puede representarse 

mediante la ecuación diferencial modificada de Paris-Erdogan con la siguiente forma: 

( )

aSYK

KC
dt
da

mrmr

0
m

mr

π=∆

ν∆=
 

donde mrK∆ es el intervalo de esfuerzo medio y ν0 es la tasa de cruces por cero con 

pendiente positiva en un cierto tiempo. Como se puede apreciar, la carga aleatoria se 

reemplaza por una carga cíclica equivalente cuya amplitud y frecuencia se expresan en 

función de las propiedades medias del proceso aleatorio original. Las modificaciones que 

realiza este método son bastante aceptables desde el punto de vista práctico; sin embargo, 

todavía no existe suficiente información para hacer totalmente confiable la predicción del 

cálculo del crecimiento de las grietas por fatiga.  

 

 

SOLUCIÓN DE NEWMAN-RAJU PARA EL CÁLCULO DEL FACTOR DE INTENSIDAD DE 
ESFUERZOS, K (ETUBE, 2001) 

 Newman y Raju (1981) desarrollaron una solución para el factor de intensidad de 

esfuerzos, K , para una grieta semielíptica en una placa plana, en donde consideran una 

grieta  de profundidad, a , y una longitud en la superficie, c2 . La ecuación obtenida es de 

la forma: 

Φ
σ+σ

=

⋅π=

bbmm FF
Y

aYK
 

 

donde mF  y bF  son las funciones de corrección para los esfuerzos de tensión y de flexión, 

mσ y bσ , respectivamente. Φ  es una integral elíptica aproximada mediante la función: 

65.1

c
a464.11 





+=Φ  

Las funciones de corrección mF  y bF se encuentran dadas por las siguientes ecuaciones: 
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donde wf  es la función de corrección por ancho de placa, w , y t  es el espesor de la placa. 

 

 

 En las Figuras D1 y D2 se esquematizan los procedimientos utilizados para el 

cálculo de esfuerzos y del crecimiento de grietas, respectivamente. 
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Figura D1. Esquema del procedimiento para el análisis de esfuerzos efectivos 
 en los puntos críticos de la juntas consideradas 
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Figura D1. Esquema del procedimiento para el análisis de crecimiento de grietas por fatiga 
 en los puntos críticos de la juntas consideradas 
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ABSTRACT 

 Due to the ageing of the existing infrastructure in a worldwide scale and to 

the lack of codes for the continued safety management of structures during their 

lifetime it is necessary to develop mathematical tools to evaluate the structural 

reliability over a time interval considering the reduction in structural capacities. In 

this paper an approach to evaluate the structural reliability that takes into account 

the capacity degradation over time by means of closed mathematical expressions 

is proposed. Two alternative indicators of structural reliability are considered: 1) the 

expected number of failures over a time interval, taking into account the uncertainty 

due to both aleatory and epistemic uncertainties; 2) The confidence factor, confλ (t), 

and the confidence level, )t(K x , as functions of time ( t ) are presented within a 

Demand-and-Capacity-Factor Design format (as used in FEMA 351). Both 

indicators are extended (based on the approach proposed by Cornell and 

collaborators) to estimate the reliability of a structure over a time interval. The 

reliability analysis takes into account events of different intensities (all possible 

events at the site) by means of environmental hazard curves. It is assumed that the 

structural capacity decreases linearly with time. The proposed expressions can be 

applied to different types of structures and can consider different conditions and 

levels of cumulative damage. An illustrative example is presented using a 



  
 

 97 

simplified model of a fixed steel jacket platform located at Campeche Bay in the 

Gulf of Mexico. The damage condition considered is the fatigue crack size at the 

critical joints caused by service and storm waves. The environmental hazard is 

represented in this example by means of exceedance rate curves of the maximum 

wave heights. The results obtained from the proposed expression are analyzed 

and compared with those obtained from numerical integration. 

KEYWORDS: expected number of failures, time interval, capacity degradation, 

DCFD format. 

 

INTRODUCTION 

Structural capacity degradation over time is a problem that affects strategic 

infrastructure (bridges, marine platforms, nuclear plants, building structures, etc) of 

many countries [1][2][3]. Such degradation is mainly caused by the exposition of 

the structures to ordinary actions (wind, waves, corrosive agents, etc) and to 

extreme environmental loads (hurricanes, earthquakes, storms, etc). 

 

Due to the high social and economic costs that would be paid for the inadequate 

performance of those structures during their design life, it is necessary to develop 

mathematical tools to evaluate the structural reliability over a time interval. The 

importance of this concept is related to the ageing of the existing infrastructure in a 

worldwide scale and to the lack of codes for the continued safety management of 

structures during their lifetime. 
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 Structures are exposed to load conditions that may cause different types 

and levels of damage during their design life. Some of the most common types of 

damage that can affect many of the existing structures are mentioned in what 

follows:  

 

i) Corrosion may seriously affect structural capacity of systems such as 

bridges, pipes, buildings, etc, due to the thickness reduction of the structural steel. 

Corrosion may also affect the reinforcement of concrete elements. Besides the 

reduction in the reinforcement area, the rust products can create expansive 

pressure on the surrounding concrete. After some time of increasing corrosion, the 

tensile stresses can reach a critical value and can develop corrosion cracks. With 

further production of rust, the crack opening will increase, and eventually result in 

spalling [4][5][6][7].  

 

ii) Current philosophy of structural design accepts the possibility that 

significant structural inelastic behavior may occur during extreme load conditions. 

The mechanical properties of a structure under cyclic loading may deteriorate 

when the deformations reach the inelastic behavior range. A consequence of this is 

the failure of critical elements at deformation levels that are significantly smaller 

than their ultimate deformation capacity under unidirectional loading. This failure 

mode is commonly called low-cycle fatigue [8][9][10][11]. 

 

iii) Fatigue is one of the most common damage types that may occur when 

structures are subjected to repetitive or cyclic load patterns. Fatigue damage 
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begins with cracks that initiate in structural elements, and may continue with their 

growth and with initiation of other cracks [12][13][14].  

 

When capacity degradation over time is taken into account, the closed-form 

reliability function becomes too complicated to be evaluated numerically because 

both the structural capacity and its probability density function become time 

dependent. Standard Monte-Carlo simulation has been used [15]; however this 

approach may become excessively time consuming because of the small 

probabilities that must be estimated in the analysis. The formal solution can be 

approximated by nested FORM/SORM solutions [16][17], or by directional 

simulation [18][19], or other methods [20][21]. Time-variant reliability 

(complemented with costs optimization) has been used to formulate maintenance 

programs that would allow structures to present an adequate structural 

performance level during its design life [22][23][24][25][26]. 

 

In the present paper a structural-reliability evaluation criterion is proposed 

that takes into account the structural capacity degradation over time. The approach 

is based on the simplified expressions proposed by Cornell and collaborators, but 

here those expressions are extended in order to consider the capacity degradation 

over time.  Two alternative indicators of structural reliability are considered: 1) the 

expected number of failures over a time interval, taking into account the uncertainty 

due to both aleatory and epistemic uncertainties; 2) The confidence factor, confλ (t), 

and the confidence level, )t(K x , as functions of time ( t ) presented within a 
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Demand-and-Capacity-Factor Design format . The approaches proposed can be 

used to estimate the reliability that a structure will present over a certain interval of 

time (taking into account that its structural capacity will deteriorate with time).  

 

RELIABILITY ANALYSIS 

Due to the limitations in information and in different approaches to evaluate 

structural demands and limit state capacities, it is necessary to take into account 

the uncertainties (that affect reliability results) that can not be evaluated in a direct 

way. A distinction is made between aleatory (random) and epistemic uncertainty: 

 

Randomness in structural analysis comes as a result of the variability in the 

physical entities on which the performance of structures depends. The loads 

applied to a structure (waves, earthquakes, winds, etc) are generally random in 

magnitude, distribution, time of arrival, and duration. The mechanical 

characteristics (yield strength, ductility, etc.) of the structural materials are also 

random, as well as the geometrical properties (element sizes, straightness, etc.) of 

the actual structure. 

 

Epistemic uncertainties arise because more or less sophisticated models 

are used to predict load magnitudes and distributions as well as structural 

responses. Those uncertainties may result from lack of knowledge or information, 

model constraints or imperfections, probabilistic assumptions, etc.  

 

1) Formulation of the Expected Number of Failures over a Time Interval 
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 In this section, common probabilistic analysis tools are used to convolute the 

characteristics of the load intensity, the structural demand, and the structural limit 

state capacity in order to derive an expression for the probability of exceeding the 

specified limit state capacity (limit state failure) over a time interval, considering 

capacity degradation. 

 

 The load intensities are characterized by environmental hazard curves that 

give information about the annual probability (by means of the annual expected 

exceedance rate) that the random intensity of a natural event (earthquake, 

hurricane, storm, etc) at the site will be equal to or larger than a specified value. 

This information is provided by specialists in natural hazard events for specific 

sites. 

 

 The structural demand (produced by an environmental event) is represented 

by the structural response caused by a natural event of a given intensity. The 

structural demand associated with each intensity can be expressed in terms of 

local or global structural responses such as peak mechanic elements, 

displacements, ductility demands, dissipated energy, etc.  

 

 The structural limit state capacity represents the structural limit response 

that preserves the structure below a certain critical performance level (for example 

serviceability, life safety, or collapse prevention states). Similarly to the structural 

demand, the limit state capacity is expressed in terms of local or global structural 

response amplitudes. 
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 In this paper, a formal reliability framework is developed based on the 

concept of annual structural failure rate, where a joint probabilistic representation is 

developed for the three elements mentioned above (load, structural demand and 

limit state capacity). This concept is extended here in order to obtain the expected 

number of failures during a given time interval, taking into account the time 

variation of the limit state capacity. Based on the formal expression of the expected 

number of failures over a time interval, the authors derived an expression that 

simplifies the analysis.   

 

 

 

 

Reliability Framework 

 The mean annual failure rate corresponding to a given performance level, 

( )cFν , represents the expected value of the mean number of times per year that 

the limit state capacity, c, is exceeded by the effects of all possible environmental 

loads of a specific site. In order to evaluate ( )cFν , it is first necessary, to evaluate 

the failure probability associated with the limit state conditional to the occurrence of 

y. The failure condition is reached when the limit state capacity, c, is smaller than 

the excitation, S, associated with the intensity, y. So, the failure probability of the 

limit state given an intensity y is represented by the following conditional 

probability [ ]yScP < . The next step is to evaluate this conditional probability for all 
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the possible intensities of the site, considering the probability density function of 

the intensity [ ]ypY . Using the total probability theorem, the mean annual failure rate 

of a structure with deterministic limit state capacity, taking into account  all the 

possible event intensities at the site is given by [27][28]: 

( ) ( ) [ ] ydyScP
dy

ydc
0

F ∫
∞

<
ν

=ν  

where ( )
dy

ydν is the absolute value of the derivative of the environmental hazard 

curve, ν(y). The absolute value is needed because the derivative is negative. 

 

 When the uncertainties related to the limit state capacity of the structure are 

considered, the limit state capacity, C, is expressed as a random variable with a 

probability density function. The expected value of νF should be calculated as 

follows:                 

                                               [ ] ( ) [ ] ( )∫ ∫
∞ ∞

<
ν

=ν
0 0

CF dcdycfc,ySCP
dy

ydE  

where [ ]c,ySCP < is the conditional probability of failure when the event intensity, y, 

occurs and the limit state capacity, C, has the value c; and ( )cfC  is the probability 

density function of the limit state capacity, C. The integrals over y and over c are 

used to evaluate the possible values of all load intensities and limit state 

capacities, respectively.  

  

 (1) 

     (2) 
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 The number of failures during a given time interval is equal to the annual 

structural failure rate integrated for that time interval. In order to take into account 

the capacity degradation over time ( τ ), the limit state capacity is assumed as a 

random variable, C( τ ), with a probability density function that changes with time; 

therefore the conditional probability of failure  will also be a function of time. Then, 

the expected value of the number of failures evaluated over the time interval [ )t,0 ∆  

is expressed as: 

( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )∫ ∫ ∫
∆ ∞ ∞

τττ<τ
ν

=∆η
t

0 0 0

CT,F ddcdycf,ySCP
dy

ydt,0E  

where ( )[ ]τ<τ ,ySCP is the conditional failure probability when the event intensity y 

occurs and the limit state capacity has the value C( τ); )c(fC τ  represents the 

conditional probability density function of the capacity at instant τ. When τ=0, the 

structure has its original properties (without any damage caused by environmental 

loads and service conditions); while time grows, the cumulative damage increases, 

and the structural capacity degrades. 

 

 In a similar way, the expected value of the number of failures during the time 

interval [ )tt,t ∆+ , considering that the structural capacity suffers degradation, can be 

calculated as 

( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )∫ ∫ ∫
∆+ ∞ ∞

τττ<τ
ν

=∆η
tt

t 0 0

CT,F dcddycf,ySCP
dy

ydt,tE  

 (3) 

 (4) 
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For this case (eq. 4) it is necessary to consider the degradation that the 

structural capacity has suffered up to the time interval under study. It is noticed that 

)(E T,Fη  represents the mean annual structural failure rate )(E Fν  when t∆ →1. 

 

If the probability of the structural failure is assumed as an inhomogeneous 

Poisson stochastic process over the time interval [ )tt,t ∆+ , then it can be expressed 

as 

[ ])(Eexp1p T,Ff η−−=       (5) 

 

Simplified Approach 

 Based on the formal expression of the expected number of failures over a 

time interval shown in the previous section, a simplified expression is developed in 

the following. Integrals in equation 4, over y and over c, can be simplified if the 

following considerations are made: 

• The environmental hazard curve, ν(y), is represented around the intensity 

region of interest by the function rky)y( −=ν , where k and r are parameters 

defining the shape of the hazard curve [29]. In the present study it is 

assumed that the environmental hazard curve is time independent. 

• The median value of the structural demand D̂  can be represented as 

function of the environmental intensity level, y, by bayD̂ =  [29]. The structural 

demand is assumed lognormally distributed with standard deviation of the 

natural logarithm of the demand equal to σlnD [30][31]. 
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• The limit state capacity at time t is also assumed lognormally distributed with 

median ( )tĈ  and standard deviation of the logarithm equal to σlnCt.  

        

 Following the assumptions mentioned above, the expected value of the 

number of failures during [ )tt,t ∆+  expressed in eq. 4 can be simplified to an 

expression similar to that obtained by Cornell et al [32], used by the authors [33, 

34], and extended here to cover a specified time interval: 

                   ( ) ( )
( )

( ) ( ) ( ) ( )[ ] τ












τσ+τσ+τσ+σ
τ

=∆η ∫
∆+

τ
−

τ dy
b2
rexpykt,t

tt

t

2
UC

2
UD

2
Cln,Ĉ

2
Dln2

2
r

,ĈT,F  

where ( )
( )

( )τ
τ 








τ
τ

=
b

1

,Ĉ a
Ĉy is the environmental load intensity associated with the median 

of the limit state capacity, ( )τĈ , at time τ; ( )τσ ,ĈDln y  and ( )τσ Cln  are the standard 

deviations of the natural logarithms of the structural demand, D, and of the limit 

state capacity, C, at time τ, respectively; ( )τσUD  and ( )τσUC  represent the 

epistemic uncertainties related to the structural demand and to the limit state 

capacity, at time τ, respectively. The values )(τa and )(τb  are parameters defining 

the shape of the median structural demand at timeτ . 

  

 In order to perform the integral in eq. 6 the following assumptions are made: 

 

• The median capacity, ( )τĈ , varies linearly in time: ( ) βτ+α=τĈ , where α > 0 

and β ≤ 0.  

 (6) 
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• ( )τσ Cln , ( )τσ ,ĈDln y , ( )τσUD  and ( )τσUC  are constant values over the integration 

time interval ∆t.  

• a(τ) and b(τ) and  are constant values over the time interval ∆t:  )(a τ  = ta   

and )(b τ  = tb  

  The assumption that Ĉ  varies linearly in time was selected because of 

mathematical convenience; however, it could be assumed with a more general 

form; for example: ( ) ...Ĉ 2 +γτ+βτ+α=τ  

 

  Solving eq. 6, the expected value of the number of failures considering 

capacity deterioration over a time interval (in years) is written as: 

( ) ( ) ( ) ( )t,t
b2
rexpykt,t 2

tCU
2

tDU
2

tCln
2

yDln2
t

2
r

tĈT,F t,Ĉ
∆Ω⋅












σ+σ+σ+σ=∆η −  

where                                       ( ) tb
1

t
tĈ a

tĈy 







=  

             ( ) ( )
( )
















−








β+α

∆β
+

−β
β+α

=∆Ω
−

1
t

t1
rb

btt,t tb
r1

t

t  

where tCy ˆ  is the environmental load intensity related to the limit state capacity ( )tĈ  

at the beginning of the evaluation time interval.  

 

2) Demand-and Capacity-Factor (DCFD) design format 

      In this section an alternative approach (taking into account the degradation 

of the structural capacity) based on the Demand-and-Capacity-Factor (DCFD) 

(7) 

 (8) 

 (9) 
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design format is developed. This format is similar to that implemented for 

performance evaluation of existing steel moment resisting structures in FEMA 351 

[35].    

 

      The formulation considers that a confidence level can be established about 

the median estimate of the number of failures as a control factor for each time 

interval. Following a similar formulation to that proposed in [32, 36], but extended 

here as function of time, the number of failures corresponding to the confidence 

level, x, during a given time, can be expressed as: 

 

                                      ( ) ( ) ( )
U,T,FtxR,T,FxT,F Kexpt,tˆt,t ησ∆η=∆η                                

here 

                                      
( ) ( )

tUT
t

2
tUC

2
tUD

t

2
tCln

2
yDln2

t

2
r

tĈR,T,F

b
r

b
r

)t,t(
b2
rexpykt,tˆ

U,T,F

t,Ĉ

σ=σ+σ=σ

∆Ω
















 σ+σ=∆η

η

−

 

here R,T,Fη  is assumed to have lognormal distribution, R,T,Fη̂  is the median estimate 

of the number of failures (over a given time interval)  associated with the aleatory 

uncertainty R;  
U,T,Fησ  is the standard deviation of the natural logarithm of U,T,Fη for 

a limit state capacity that considers the epistemic uncertainties (U) related to the 

structural demand, tUDσ , and to the limit state capacity , tUCσ ; and txK is a 

standardized Gaussian variate with probability x  of not being exceeded, given a 

time t. Values of txK  represent the number of standard deviations above or below 

     (11) 

            (12) 
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the mean ( R,T,FR,T,F ˆln η=η ), as illustrated in fig 1. The mean values k  and 

r represent the parameters that define the shape of the mean hazard curve. 

 

      The DCFD format assumes that the annual structural failure rate, νF, must 

be smaller than or equal to a prescribed annual failure rate, ν0 [32, 36]: 

0F ν≤ν  

      

In a similar way, for a confidence level x , the following condition can be 

established: 

                                                               ( ) tt,t 0xT,F ∆⋅ν≤∆η            

Substituting eqs. 10-12 in eq. 14, this is rewritten as (in the following k  and 

r will be simply called k  and r  but they are associated with the mean estimate of 

the hazard curve): 

                         ( ) ( ) ( ) tt,t
b
rKexp

b2
rexp

a
tĈk 0tUT

t
tx

2
tCln

2
yDln2

t

2b
r

t
t,Ĉ

t
∆⋅ν≤∆Ω⋅








σ⋅












σ+σ








−

 

 

Solving and separating terms, the following expression is obtained:  

                                                               ( ) ( ) ( )t,t
D̂

tĈ
t,t

tt

t
conf

0

∆Ψ
γ
φ

≤∆λ
ν

 

where 

          
( ) ( )

( )



















σ−σ=∆λ







 ν
=









σ+σ=γ








σ+σ−=φ

−

ν tUT
t

txtUTconf
r
b

0
tt

2
tDU

2
yDln

t
t

2
tCU

2
tCln

t
t

b2
rKexpt,t

k
aD̂

b2
rexp

b2
rexp

t

0

t,Ĉ

 

(15) 

  (16) 

(17, 
18)

(19, 20) 

(13) 
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                                                          ( ) ( ) r
bt

t
t,tt,t

−







∆
∆Ω

=∆Ψ  

where φt and γt are the capacity reduction factor and the demand amplification 

factor at time t, respectively; t0
D̂ν  is the median structural demand caused by 

environmental loads related to the tolerable annual exceedance rate ν0, at time t; 

λconf  represents the confidence factor corresponding to the confidence level x ; 

and k, r, at, bt, tUDtClnyDln ,,
t,Ĉ

σσσ  and tCUσ  were defined above. 

 

 The confidence-measuring parameter txK  can be calculated from the 

confidence factor from eq. 20; so, the value of txK , given λconf(t,∆t), r, b, and tUTσ , 

is: 

                                                    ( )[ ]
tUT

2
conftx

1
b2
rt,tlnK

tUT σ





 σ+∆λ=  

txK  is a standard Gaussian variate associated with probability x of not being 

exceeded [36] (found in standard probability tables) .  

 

Conversely, if, as SAC/FEMA has chosen for design requirements, one 

wants to set the criterion that there must be a confidence of at least a given value 

(i.e, 90%) that the actual (but uncertain) probability of the limit state at time t is less 

than the objective 0ν , then the checking procedure would be similar to that 

mentioned in [32]: ensure that the ratio of factored capacity to factored demand at 

(22) 

(21) 
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time t  is smaller than a certain critical value )t,t(conf ∆λ  found by substituting the 

appropriate value of txK  in eq. 20. 

 

APPLICATION OF THE CRITERION TO AN OFFSHORE PLATFORM 

 In this section an application of the formulation proposed above is 

presented. It is applied to a steel jacket platform that was built in 1979 at 

Campeche Bay in the Gulf of Mexico. For simplicity, only a simple 2D-model of one 

of the inner jacket frames is studied here. The jacket structure is about 48m high 

and the water depth at the site is about 45.11m. An illustration of the steel frame is 

shown in figure 2. The contribution of the piles inside the jacket legs to the lateral 

shear strength was taken into account, as well as the soil-structure interaction 

effects of the steel pile foundation. The mean mechanical properties of the 

structural elements were used for the analysis. The expected weight of the deck 

was assumed equal to 500 ton. 

 

Environmental Load Hazard Curves 

 In this study extreme conditions of wave, wind and sea currents are 

obtained from hurricanes and winter storms data. The environmental hazard 

curves used, which relate maximum wave height ( maxh ), wind velocity ( windV ) and 

sea current velocities ( currentV ) for different percentages of the total depth, are 

shown in Figures 3 and 4. The information is based on the Design and Evaluation 

Code for Fixed Marine Platforms located in Campeche Bay [37].  
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Cumulative Fatigue Damage 

 An offshore platform is subjected to environmental and operational 

conditions that cause different levels and types of damage, such as corrosion, 

buckling and denting of elements, and fatigue of the structural joints [38]. The 

acceptable risk associated with structural collapse generally includes an entire set 

of possible collapse mechanisms [39]; however, in the present study only the 

fatigue damage is considered.  

 

 Here, only three joints (N1, N2, and N3) were checked for fatigue damage 

(see figure 5). Those joints were selected because they provide a significant 

contribution to the global structural capacity. Two points were analyzed for each 

structural element connected to the critical joints. The points correspond to the 

zones of maximum and of minimum stresses in the transverse section of the 

element, as it is shown in figure 6. Two points were studied in each of joints N1 

and N3, while four points were analyzed in joint N2 (see figure 6). The thickness of 

the elements connected to the critical joints is equal to 0.0159 m (which is the 

maximum size that the crack can develop).  

 

 The stresses on the selected points of the joints are calculated by means of 

dynamic analyses using ten simulated wave time histories. The wave frequency 

content is based on the Pierson-Moskowitz spectrum [40]. It is assumed that the 

sea surface elevation can be represented as a homogeneous Gaussian stationary 

process. The process is expressed as the linear superposition of regular waves 

with random generation of phase angles with uniform distribution between 0 and 
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2π. The amplitude spectra of the simulated waves are related to different return 

time intervals, Tr. 

  

 The mean crack growth under stochastic loads was calculated using the 

modified differential equation of Paris-Erdogan [41][42]: 

( )

'aSYK

'KC
dt

'da

mrmr

m
mr

π=∆

ν∆=
 

where 'a is the crack size, C and m are related to the material properties, ∆Kmr  is 

the mean stress intensity range, Smr is the mean stress range of the random 

responses of the elements, Y is a finite geometrical correction factor [43], and 'ν  is 

the rate of crossings through zero with positive slope in a given time t. In this 

equation the random load is replaced by an equivalent cyclic load with amplitude 

and frequency expressed as functions of the mean properties of the original 

stochastic process. Substituting equation 24 in 23, the following expression is 

obtained: 

( )∫ ⋅⋅=
π

f

0

a

a

m
mrmm

NSC
'aY

da  

where tN ⋅= 'ν  represents the number of cycles at time t, a0 is the initial crack value 

and af is the crack size after N cycles.  

 

 The probabilistic description of the fatigue crack growth is estimated here by 

means of Montecarlo simulation. The statistical values applied, based on those 

used by Silva and Heredia [44], are shown in Table 1. Operational as well as storm 

(23) 

(24) 

(25) 
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waves were considered in the analysis. In the simulations it is assumed that the 

storm wave heights followed a Gumbel distribution; the arrival times between 

storms were exponentially distributed; and the time-dependent crack size had 

lognormal distribution. 

 

 Since the joint cracking affects the stiffness and the resistance of the 

structural elements, some authors [45][46] propose that the capacity of the intact 

joint, Pk, be modified by a linear correction factor. Then, if Pk is calculated by 

means of API [47] recommendations, the capacity of the cracked joint, Pc, can be 

obtained as: 











−=

intjo

crack
kc A

A
1PP  

where Acrack and Ajoint represent the area of the crack and of the transverse section, 

respectively, of all the elements connected to the joint.  

  

The total size of the crack in the joint is calculated as the summation of 

cracks of all selected points at the section of interest. It is considered that the joint 

is completely cracked (100%) when all the selected points reach the total thickness 

of the transverse section of the elements connected at the joint of interest. As 

illustration, the percentages of the simulated cracked areas ( )100AA intjocrack ×  over 

time, corresponding to joint N2, are shown in figure 7.  

 

 

 

(26) 
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Evaluation of the Structural Capacity as Function of Time 

 The structural capacity is obtained by means of a non-linear static “push-

over” analysis, in terms of the maximum resistant base shear of the jacket at the 

evaluation time. Here, twenty load patterns are used for the analyses. They were 

calculated from simulated wave time histories. The load patterns correspond to the 

instant when the simulated waves produce the maximum base shear response.  

 

 The simulated cracked areas, as shown in figure 7, are used to represent 

the damage condition on the critical joints. The undamaged structure corresponds 

to time t = 0. The median value of the structural capacity (in terms of the base 

shear force) as function of time is presented in Figure 8. It shows that, for the 

conditions of this example, the structural capacity presents a linear reduction with 

time. The standard deviation of the logarithm, σlnC , resulted about 0.014 when t < 

15 years; however, for t=15 years such deviation increases to 0.09, due to the 

effect of the cumulative structural damage.  

 

Evaluation of the parameters kba ,,  and r  (associated with the simplified 

approach) 

 As a first step in the calculation of the expected number of failures during a 

time interval, the undamaged marine platform is excited by means of dynamic time-

history analyses using a group of simulated wave histories associated with different 

maximum wave heights (related to different return periods, Tr). In this study, it is 

assumed that the structural demand remains constant in time, independently of the 
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damage state.  Figure 9 shows the maximum base shear demand, Vbase, as a 

function of the maximum wave height, hmax. The structural response (associated 

with a given hmax value) is assumed to have a lognormal distribution. The median 

and the standard deviation of the logarithm of Vbase were fitted as follows: 

( ) 92.1
maxbase h18.424D̂V̂ ==  , and DlnVln base

σ=σ  = ( ) 76.0
maxh21.0 , respectively. 

 

 The ultimate capacity state was evaluated assuming a maximum wave 

height corresponding to a return period of 1485 years [37]. Based on the wave 

hazard curve, a function of the form K(hmax)-r was fitted. For the region near the 

maximum wave height ( =maxh  28.25m), the values found were K=0.50 and r = 8. 

 

Results corresponding to equation 7 

 The expected number of failures, T,Fη , was calculated by means of the eq. 

7. The initial conditions correspond to time t=0. The time increments, ∆t, 

considered are 1, 3, 5, 7, 10 and 15 years. The values of σlnC were taken as the 

arithmetic mean of the standard deviations corresponding to the integration time 

interval under study. The epistemic uncertainties represented by tUCσ  were 

considered as constant in time. 

 

 The values of the correction factor, Ω(t), and of the expected number of 

failures, T,Fη ,(eq. 9 and eq. 7, respectively) for different time intervals are shown in 

figures 10 and 11, respectively. Figure 11 verifies that the results of the proposed 



  
 

 117 

expression (eq. 7) are similar to those obtained from the numerical integration 

approach (eq. 6). 

 

Results corresponding to DCFD formulation 

 On the other hand, the confidence factor, )t(confλ , and the confidence level, 

Φ( txK ) were calculated using eqs. 20 and 22, respectively. The corresponding 

values of φt, γt, )t(confλ , Ψ(t) and Φ( txK )  are presented in Table 2. From this table it 

can be seen that the capacity factor φt remains practically constant up to  t=15 

years, where it presents a small reduction due to an increment in the uncertainty 

about the structural capacity (see second column of table 2). It can also be 

appreciated that λ(t) decreases in time because of the structural capacity 

degradation effect (see fourth column of table 2). Notice also that Φ( txK ) 

decreases from 93.98% for t = 1 year to 84.82% for t = 15 years (see last column 

of table 2). This means that over 15 years the structure has a probability of 84.82% 

of having a λconf = 1.124. 

  

FINAL COMMENTS 

 The reliability approaches proposed here are useful to calculate in first place 

the expected number of failures over a time interval, and in second place the 

confidence level associated with a given structural performance (in DCFD format) 

that the structure will present after a given time interval. The expressions proposed 
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are similar to those used in FEMA 351, but extended to take into account (in both 

cases) the structural capacity degradation during a time interval.  

 

Our goal is to provide simplified expressions based on target performance 

levels for given time intervals. These are defined as specified probabilities of 

exceeding giving performance limit states, taking into account the capacity 

degradation of the structure with time. The assumption of the linear degradation 

model of structural capacity may not necessarily be true for long time intervals and 

for all kinds of structures. For other forms of variation of structural capacity with 

time, a discretization in linear segments can be done, and the reliability over the 

entire time interval can be obtained by summing the reliabilities of the linear 

segments. 

  

 Consideration of the epistemic uncertainties in the probabilistic evaluation of 

structural demands and of limit state capacity allows the derivation of confidence 

levels that measure the probability that the failure rates do not exceed their 

calculated values. For instance, if an evaluation indicates a high level of confidence 

over the time interval, for example 90 or 95% that a performance objective can be 

achieved, then this means it is very likely (but not guaranteed) that the building will 

be capable of meeting the desired performance. If still lower confidence is 

calculated, for example 30%, then this indicates the building will likely not be able 

to meet the desired performance objective. 
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It is assumed that the randomness related to the structural demands and to 

the limit state capacities (represented by the values of 
τ

σ
,ĈyDln

and τσ Cln  ) do not 

vary significant with time; the values of these parameters can be taken equal to 

those valid at the start; however, it is recommended to use the mean values during 

the time interval. It was observed that this assumption produces more accurate 

results. 

 

When reliability-time profile of the structure is established (based on a 

degradation model), the engineer has to decide when the structure becomes 

unsafe by proposing a reliability index that can be used as an acceptable level 

below which the structure is considered unsafe. There are not enough clear 

guidelines available for the establishment of this acceptance level; therefore, 

engineering judgment and experience are required. 

 

An illustrative example has been presented using a 2D model of a fixed 

steel jacket platform located at Campeche Bay in the Gulf of Mexico. Different time 

intervals were analyzed (1,3,5,7,10, and 15 years).The fatigue crack size at critical 

structural joints was considered as the cumulative damage condition. The results 

obtained with the simplified expression proposed here are very close to those 

obtained by means of numerical integration.  
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The criterion can be applied to other damage measures considering different 

load conditions and types of structures. These approaches can be used as a basis 

for structural maintenance programs.  

 

It would be desirable to perform calibration analyses to propose acceptable 

values of the expected value of the number of failures during a given time interval 

( T,Fη ) taking into account capacity degradation for different typical structures, as 

well as different load conditions and damage measures. The values of those 

parameters could be incorporated in future probability-based design codes as was 

done for the Load and Resistance Factor Design (LRFD)[48][49][50] and for the 

Demand and Capacity Factor Design formats [32][35]. 
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Figure 1. Confidence level of the number of failures   

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

Figure 2. Steel jacket frame analyzed in this study. 
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Figure 3. Wave hazard curve used in this study. 
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Figure 4. Wind speed and sea currents hazard curves used in this study. 
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Figure 5. Critical joints evaluated. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 6. Points considered in the fatigue analysis. 
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  Figure 7. Percentages of the simulated cracked areas of the critical joint N2. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

 

Figure 8. Degradation of the median structural capacity over time. 
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Figure 9. Median values of the base shear force demands. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 10. Correction factor of the expected number of failures (eq. 9).                                                
 
 
 
 
 
 
 



  
 

 130 

0
0.001
0.002
0.003
0.004
0.005
0.006
0.007

0 2 4 6 8 10 12 14 16
t (years)

νF
,T

Numerical
Integration (eq.5)
Proposed Equation
(eq.7)

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 

Figure 11. Expected number of failures during time t. 
 

 

 

 

Variables 
 

(ton/m) 
µ σ Distribution 

a0 0.00011 -------- -------- 

ln C* -40.39 -0.69067 Normal 

m* 3.0 0.3 Normal 

a’/c 0.25 -------- ------- 

Smr 
Function of time 

and of joint 
Function of time 

and of joint Rayleigh 

ν0 
Function of time 

and of joint 
Function of time 

and of joint Lognormal 

* Correlation coefficient m,Clnρ  = 0.9. 

Table 1. Values used to calculating the crack growth by means of the Paris-
Erdogan equation 
 
 
 
 
 
 

(eq.6) 
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Capacity  
Factor 

Demand 
Factor 

Confiden
ce 

Factor 

Correctio
n  

Factor 

Confiden
ce 

Level 
∆t 

(years
) 

φt γt λ(t) Ψ(t) 
Φ( txK ) 

(%) 
1 0.95040 1.09545 1.257 0.9933 93.98 
3 0.95065 1.09545 1.240 0.9796 93.18 
5 0.95047 1.09545 1.222 0.9655 92.22 
7 0.95043 1.09545 1.204 0.9512 91.14 
10 0.95038 1.09545 1.176 0.9288 89.20 
15 0.94931 1.09545 1.124 0.8896 84.82 

 

Table 2. Values of the DCFD format parameters as function of time. 
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