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REZUMAT 

Lucrarea analizează răspunsul seismic a două categorii de structuri duale: (1) cadre 
metalice necontravântuite obţinute prin combinarea nodurilor riglă-stâlp rigide cu noduri 
semi-rigide, şi (2) cadre metalice cu deschideri contravântuite excentric combinate cu 
deschideri necontravântuite cu noduri rigide. 

Importanţa tipului de mişcare seismică asupra comportării structurilor în timpul unui 
cutremur a impus o analiză a factorilor care afectează mişcarea seismică şi a 
parametrilor inginereşti folosiţi pentru a o descrie. S-a reiterat importanţa conţinutului 
de frecvenţe al accelerogramei (cuantificat prin perioada de control Tc) asupra 
răspunsului inelastic al structurilor. S-a arătat că mişcări seismice cu o valoare ridicată 
a Tc pot fi generate de: (1) terenurile foarte moi şi (2) efectul directivităţii înainte în 
cazul unor cutremure locale. 

în lucrare au fost analizate prevederile a şapte norme de proiectare antiseismică din 
Europa, SUA şi Japonia în legătură cu: determinarea forţelor seismice echivalente, 
metodele de analiză, verificările de siguranţă şi criteriile de proiectare pentru structuri 
metalice. Au fost sintetizate tendinţele actuale în proiectarea antiseismică a 
construcţiilor, inclusiv conceptele proiectării bazate pe performanţă, metodele moderne 
de analiză şi problemele acestora, metodele de proiectare (analiza bazată pe 
deplasare, metodele energetice şi criteriile proiectării de capacitate). 

Răspunsul seismic al cadrelor metalice necontravântuite duale cu noduri rigide şi semi-
rigide, în comparaţie cu structurile omogene rigide şi cele duale rigid-articulate a fost 
analizat la trei stări limită (nivele de performanţă) - starea limită a exploatării normale, 
starea limită ultimă şi cea de prevenire a colapsului. Analiza componentelor factorilor 
de reducere a forţelor seismice a indicat suprarezistenţa considerabilă a cadrelor 
metalice necontravântuite rezultată din cerinţele stringente de limitare a deplasărilor 
relative de nivel la starea limită a exploatării normale. Cadrele necontravântuite cu 
noduri rigide şi semi-rigide (şi parţial rezistente) oferă un compromis între cadrele 
omogene (cu noduri rigide sau semi-rigide) şi cele rigid-articulate. în lucrare sunt 
descrise unele avantaje ale cadrelor necontravântuite duale, factorii care le 
îmbunătăţesc performanţa seismică (promovarea unui mecanism plastic global) şi 
condiţiile în care configuraţiile duale sunt eficiente (intensităţi ridicate ale mişcării 
seismice). 

Studiul structurilor duale formate din cadre contravântuite excentric cu bara disipativă 
scurtă şi cadre necontravântuite cu noduri rigide a avut ca scop analiza configuraţiilor 
duale generalizate, cu caracteristici substanţial diferite ale substructurilor componente. 
Au fost analizate principiile de alcătuire a configuraţiilor duale, cuantificate prin raportul 
rigidităţilor şi forţei de curgere a substructurilor componente. Performanţa seismică 
superioară a configuraţiilor duale este dată de reducerea cerinţelor de deplasare, o 
distribuţie mai uniformă a deplasărilor relative de nivel şi reducerea deplasărilor 
permanente. Performanţa şi eficienţa structurilor duale este în strânsă legătură cu 
conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice şi ductilitatea substructurii rigide. 
Configuraţiile duale sunt eficiente în reducerea deplasărilor permanente atât timp cât 
substructura flexibilă are un răspuns elastic. Optimizarea structurilor din acest punct de 
vedere poate fi realizată prin creşterea ductilităţii convenţionale, introduse în lucrare. 
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Practic, acest obiectiv poate fi realizat prin utilizarea unui oţel cu limita de curgere 
superioară în deschiderile necontravântuite, crescând în acest mod rezistenţa, dar nu 
şi rigiditatea structurii flexibile. 

Este propusă realizarea barei disipative scurte (link) la cadrele metalice contravântuite 
excentric în soluţie demontabilă, prin îmbinarea cu placă de capăt şi şuruburi de înaltă 
rezistenţă. Această soluţie facilitează reparaţia zonelor afectate după un seism prin 
înlocuirea barelor disipative degradate. încercările experimentale efectuate au 
confirmat fezabilitatea tehnologică a soluţiei şi au studiat influenţa lungimii linkului, 
distanţei dintre rigidizări şi a pretensionării şuruburilor. în comparaţie cu linkurile 
clasice, răspunsul linkurilor demontabile este mai complex, fiind caracterizat de 
contribuţia câtorva componente: forfecarea inimii, rotirea îmbinărilor şi lunecarea în 
îmbinări. Contribuţia acestor componente la răspunsul total este analizată şi 
cuantificată. Sunt propuse limite ale lungimii linkului şi detalii de sudură care să asigure 
o performanţă adecvată a barelor disipative demontabile. 
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Figura 4.56: Comparaţia curbei Ă-ORN ĵ̂ â  pentru cele două seturi de accelerograme 136 
Figura 4.57: Influenţa tipologiei structurii (a) şi a înregistrărilor seismice (b) asupra răspunsului 

seismic al structurilor rigide şi duale 137 
Figura 4.58: Distributia ORN^ax pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 

' ' ' 139 
Figura 4.59: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul 7c=1.4 de 

accelerograme: media dinamic (a) şi N2-TRIANG (b) 140 
Figura 4.60: Configuraţiile structurale considerate 142 
Figura 4.61: Configuraţii de noduri pentru cadrele DE (a) şi Dl (b) 143 
Figura 4.62: Greutatea structurilor dimensionate 145 
Figura 4.63: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=^ 147 
Figura 4.64: Multiplicatorul accelerogramei Ău ±a\a atingerea criteriului de cedare la SLU, 

7c=0.5 148 

Figura 4.65: Multiplicatorul accelerogramei Ău ±crla atingerea criteriului de cedare la SLU, 
7c=1.4 148 

Figura 4.66: Curbele de capacitate pentru distribuţia triunghiulară a forţelor laterale 152 
Figura 4.67: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul 7c=0.5 de 

accelerograme 153 
Figura 4.68: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul rc=1.4 de 

accelerograme 153 
Figura 4.69: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, Tc=0.5 154 
Figura 4.70: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, Tc=^A 154 
Figura 4.71: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, X=3, setul 7c=0.5 de 

accelerograme 155 
Figura 4.72: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, k=3, setul 7c=1.4 de 

accelerograme 156 
Figura 4.73: Comparaţia curbei Ă-DRNmax pentru cadrele rigide 157 
Figura 4.74: Distributia DRNmax pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 

' ' ' 158 
Figura 4.75: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul rc=1.4 de 

accelerograme: media dinamic (a) şi N2-TRIANG (b) 159 
Figura 4.76: Efectul dispunerii nodurilor semi-rigide asupra rigidităţii structurii: configuraţia cu 

noduri interioare (a) şi exterioare (b) 160 
Figura 4.77: Cadre duale formate din cadre necontravântuite şi pereţi structurali Lopez şi 

Bento, 2001 (a); posibilă aplicare a acestui sistem la cadrele duale 
necontravântuite, după Tagawa şi colab, 2003 (b); momentele încovoietoare pe 
stâlpii exteriori la un cadru cu noduri exterioare rigide (c) şi articulate (d) 161 

Figura 5.1: Principalele tipuri de structuri metalice: cadre necontravântuite (a), cadre 
contravântuite centric în X (b), cadre contravântuite centric în V (c), cadre 
contravântuite excentric (d), Eurocode 8, 1994 165 

Figura 5.2: Alcătuirea sistemului dual studiat de către lyama şi Kuwamura (1999) 167 
Figura 5.3. Cadre în diafragme metalice standard (a) şi duale (b), Astaneh-AsI, 2001 167 
Figura 5.4: Model simplificat al unui sistem dual generalizat 168 
Figura 5.5. Substructura folosită pentru determinarea rigidităţii unui cadru metalic 

necontravântuit, (Mazzolani şi Piluso 1996) 169 
Figura 5.6: Influenţa rigidităţii nodului asupra rigidităţii structurii 170 

BUPT



Figura 5.7: Modelul simplificat rigid-plastic al cadrelor necontravântuite (a) şi a celor 
contravântuite excentric (b) 170 

Figura 5.8: Dimensiunile cadrului dual analizat 171 
Figura 5.9: Discretizarea fibrelor pentru modelarea articulaţiilor plastice la o secţiune dublu T 

(stâlp) şi cheson (contravântuire) 173 
Figura 5.10: Relaţia forţă-deplasare folosită pentru modelarea linkului (a) şi răspunsul ciclic al 

modelului (b) 173 
Figura 5.11: Curbele de capacitate ale structurilor duale: distribuţiile triunghiulare şi uniforme 

ale forţelor laterale 175 
Figura 5.12: Configuraţia duală (DUA) şi cea omogenă (EBF) 176 
Figura 5.13: Scalarea spectrelor de pseudo-acceleraţie ţintă (a), şi media spectrelor celor două 

seturi de accelerograme (b) 177 
Figura 5.14: Curbele de capacitate pentru structurile DUA şi EBF 178 
Figura 5.15: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, Ă=1 180 
Figura 5.16: Distribuţia cerinţelor de deformaţii maxime în structuri, A=1, setul Tc=1.4 de 

accelerograme 180 
Figura 5.17: Curbele Ă-ă^H şi Ă-ORN^ax 183 
Figura 5.18: Distributia DRN^ax pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 

' ' ' 183 
Figura 5.19: Relaţia monotonă forţă-deplasare pentru sisteme cu un singur grad de libertate. 185 
Figura 5.20: Răspunsul ciclic al sistemului OD 186 
Figura 5.21: Relaţia pentru sisteme omogene (OD şi OP) şi duale (DD şi DP), /.if=6. 

! 187 
Figura 6.1: Conceptul de link demontabil 192 
Figura 6.2: Standul experimental pentru încercarea linkurilor demontabile 192 
Figura 6.3: Privire de ansamblu asupra standului de încercare 193 
Figura 6.4: Detaliile de sudură folosite la execuţia îmbinării 195 
Figura 6.5: Curbe caracteristice efort unitar - alungire pentru încercările la tracţiune 196 
Figura 6.6: Procedura ECCS de determinare a forţei de curgere (a) şi de aplicare a încărcării 

ciclice (b) ! 197 
Figura 6.7: Schema de dispunere a captorilor 200 
Figura 6.8: Exemplu de determinarea limitei de curgere şi a rigidităţii iniţiale: cazul unei încercări 

monotone (a) şi ciclice (b) 201 
Figura 6.9: Modul de determinare a forţei maxime, a cedării şi a deformaţiei ultime: cazul unei 

încercări monotone (a) şi ciclice (b) 202 
Figura 6.10: Modul de deformare al unui link clasic (a), schematizarea panoului (b) şi a 

deformării acestuia (c) 203 
Figura 6.11: Modul de deformare al unui link demontabil (a) şi schematizarea deformării 

panoului (b) 203 
Figura 6.12: Comparaţie a determinării directe (̂ T-şi şi indirecte {yn şi /u) a deformatiilor în 

link ' ' 204 
Figura 6.13: Modurile de cedare a şuruburilor: prin şfichiuirea filetului (a şi b) şi prin ruperea în 

tijă (c) 207 
Figura 6.14: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yj pentru specimenele LL7-c1 şi LH7-c1 208 
Figura 6.15: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-/7 pentru specimenele LL6-c1 şi LH6-c1 208 
Figura 6.16: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-/7 pentru specimenele LL5-c1 şi LH5-c1 208 
Figura 6.17: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-YR pentru specimenele LL4-c1 şi LH4-c1 209 
Figura 6.18: Cedarea prin degradarea îmbinării la specimenul LH6-c2 (a) şi voalarea plastică a 

inimii la specimenul LL4-c1 (b) 209 

XI 

BUPT



Figura 6.19: Cedarea îmbinării sudate dintre contravântuire şi rigla inferioară (a) şi zona 
afectată după refacerea sudurii şi dispunerea unor rigidizări (b) 210 

Figura 6.20: Forţa la lunecare în îmbinarea inferioară (Fdau) Şi superioară (Fdals) 212 
Figura 6.21: Ponderea deformaţiei de forfecare a inimii rotirii în îmbinări şi lunecării în 

îmbinări /al din deformatia totală yjla atingerea deplasării ultime (specimenele c i 
şi c2) ; 215 

Figura 1.1: Spectrele de acceleraţie ale grupului 7"c=0.5 sec, scalate la spectrul ţintă în format 
ECS (5% amortizare) 240 

Figura 1.2: Spectrele de acceleraţie ale grupului 7c=1.4 sec, semi-artificiale şi scalate la 
spectrul ţintă în format ECS (5% amortizare) 240 

Figura 1.3: Accelerogramele originale (nescalate) pentru grupul de înregistrări Tc=0.5 242 
Figura 1.4: înregistrările originale (nescalate) ale vitezei pentru grupul 7c=0.5 244 
Figura 1.5: Accelerogramele originale şi semi-artificiale pentru grupul de înregistrări rc=1.4.. 246 
Figura 1.6: înregistrările originale şi semi-artificiale ale vitezei pentru grupul 7c=1.4 24S 
Figura 11.1: Curbele Ă-S/H şi Ă-ORN^ax. setul 7c=0.5 de accelerograme 249 
Figura 11.2: Curbele Ă-S/H şi Ă-ORN^ax. setul rc=1.4 de accelerograme 250 
Figura 11.3: Curbele Ă-dp,^rnax. setul Tc=0.5 de accelerograme, cadrul rigid şi cele duale 251 
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CAPITOLUL 1 

INTRODUCERE 

Ingineria seismică este o ştiinţă relativ tânără, cu o istorie de aproximativ un secol. 
Proiectarea antiseismică a construcţiilor a cunoscut o dezvoltare continuă în acest 
timp, impulsionată de consecinţele şi învăţămintele noi acumulate după producerea 
unor cutremure importante. Răspunsul structurilor la cutremurele de la Loma Prieta 
(1989), Northridge (1994) şi Hyogoken-Nanbu (1995) au arătat că normele actuale şi-
au îndeplinit în general scopul declarat de protecţie a vieţii şi de prevenire a colapsului 
structural. Totuşi, aceste cutremure au scos la iveală o serie de probleme legate de 
comportarea structurilor în general şi a cadrelor metalice necontravântuite în particular, 
în primul rând, pierderile economice importante care au avut loc în urma acestor 
cutremure de pământ au arătat că nu este suficient să proiectăm structuri care să nu 
se prăbuşească în urma unui seism major. Reducerea distrugerilor structurale şi 
nestructurale la cutremure de intensitate mai redusă dar mai frecvente este la fel de 
importantă în contextul economiilor moderne. în al doilea rând, cedările neaşteptat de 
fragile ale îmbinărilor riglă-stâlp la cadrele metalice necontravântuite au constituit o 
surpriză neplăcută pentru specialişti, aceste structuri fiind considerate mult timp printre 
cele mai ductile tipuri de construcţii. în cele din urmă, înregistrările efectuate au scos la 
iveală noi aspecte ale caracteristicilor acţiunii seismice, în special legate de efectul de 
directivitate la cutremure locale ("near-fieid"). 

Ca şi răspuns la distrugerile structurale şi nestructurale extinse în urma unor intensităţi 
relativ reduse ale mişcării seismice şi a pierderilor economice asociate, a cunoscut o 
dezvoltare importantă proiectarea bazată pe performanţă (PBP). Trei documente au 
constituit temelia criteriilor de proiectare bazată pe performanţă şi au marcat cercetările 
din acest domeniu: SEAOC Vision 2000 (1995), ATC 40 (1996) şi FEMA 273 şi 274 
(1996). Esenţa PBP este reprezentată de asigurarea unor nivele de performanţă 
controlată a structurii sub acţiunea unor nivele corespunzătoare ale acţiunii seismice. 
Structurile proiectate conform criteriilor PBP vor trebui nu doar să prevină pierderea de 
vieţi omeneşti şi colapsul structurii la cutremure rare devastatoare, ci şi să limiteze 
degradările (şi deci pierderile economice) la cutremure mai frecvente dar de o 
intensitate mai scăzută. Analiza convenţională a răspunsului seismic al structurilor prin 
metoda statică echivalentă, bazată pe forţă, are numeroase limitări şi nu reprezintă o 
soluţie adecvată în contextul PBP. în consecinţă, analiza dinamică neliniară, dar şi 
metode simplificate bazate pe deplasare au cunoscut o dezvoltare importantă. 

Cedările fragile ale îmbinărilor riglă-stâlp la cadrele metalice necontravântuite în timpul 
cutremurului de la Northridge din 1994 au alertat comunitatea ştiinţifică internaţională, 
în Statele Unite a fost iniţiat un vast program de cercetare sponsorizat de FEMA 
(Federal Emergency Management Agency) şi coordonat de SAC (un consorţiu de trei 
organizaţii non-profit: Structural Engineers Association of California - SEAOC, Applied 
Technology Council - ATC şi California Universities for Research in Earthquake 
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Engineering - CUREe). Scopul programului SAC/FEMA a fost investigarea cauzelor 
cedărilor fragile ale nodurilor şi dezvoltarea unor prescripţii pentru inspecţia, evaluarea, 
reparaţia, reabilitarea şi proiectarea cadrelor metalice necontravântuite (Mahin şi 
colab., 2002). în cadrul programului au fost întreprinse vaste studii analitice şi 
experimentale, reflectate într-o serie de publicaţii (SAC 1995, SAC 1997, FEMA 350, 
2000, etc.). Cercetări similare s-au întreprins în Europa în cadrul programului 
COPERNICUS-RECOS "Reliability of Moment Resistant Connections of Steel Building 
Frames in Seismic Areas", la care a participat şi autorul prin contribuţia adusă de 
Universitatea "Politehnica" din Timişoara. 

Lucrarea de faţă îşi aduce contribuţia la cercetările care încearcă să îmbunătăţească 
performanţa seismică a structurilor metalice, aliniindu-se la tendinţele mondiale în 
domeniu. Cercetările întreprinse în cazul tezei de doctorat au fost integrate într-o serie 
de programe internaţionale şi naţionale, printre care COPERNICUS-RECOS, proiectul 
CNCSIS/BM CI6 "Siguranţa la cutremur a construcţiilor din România în zone cu 
mişcări seismice puternice", COST CI2 "Improvement of buildings' structural quality by 
new technologies" şi SAFERR "Safety Assessment for Earthquake Risk Reduction". 
Lucrarea este de actualitate şi pe plan naţional, în contextul creşterii interesului pentru 
structuri metalice şi revizuirii normativul pentru proiectarea antiseismică a construcţiilor 
P100. 

Modul în care o structură este afectată de un cutremur de pământ depinde într-o mare 
măsură de caracteristicile mişcării seismice. Cu toate că nu putem să controlăm 
mişcarea seismică în sine, trebuie totuşi să încercăm să-i prezicem caracteristicile şi să 
înţelegem modul în care acestea afectează răspunsul elastic şi inelastic al structurilor, 
în calitate de ingineri constructori, putem controla şi îmbunătăţi performanţa seismică a 
construcţiilor prin modul în care concepem, conformăm şi realizăm structura de 
rezistenţă. Configuraţiile duale reprezintă o posibilitate de realizare a acestui obiectiv, 
analizată în această lucrare. Evaluarea performanţei seismice a structurilor este 
efectuată prin analize dinamice neliniare, dar şi prin metode simplificate bazate pe 
deplasare. Acolo unde a fost posibil, la nivel de subansamble, comportarea seismică a 
fost verificată prin încercări de laborator. Lucrarea este structurată pe şapte capitole, 
după cum urmează. 

Capitolul 2 trece în revistă principalii factori care afectează mişcarea seismică şi 
parametrii inginereşti folosiţi pentru caracterizarea ei. Sunt analizaţi parametrii 
importanţi din punct de vedere al răspunsului neliniar al structurilor şi identificaţi factorii 
care pot genera mişcări seismice "periculoase" pentru structuri. Pentru verificarea 
performanţei seismice a structurilor duale în capitolele următoare, sunt formate două 
seturi de accelerograme cu conţinut de frecvenţe diferit. Sunt folosite atât 
accelerograme istorice din sursa seismică Vrancea, cât şi accelerograme semi-
artificiale. 

Capitolul 3 analizează prevederile unor norme de proiectare antiseismică din Europa 
(Eurocode 8, PI00-92, PS92), Japonia (AIJLSD-90 şi A IJL -93 ) şi SUA (UBC 1997 şi 
AISC 1997). Sunt tratate determinarea forţelor seismice, verificările de siguranţă şi 
criteriile de proiectare pentru cadre metalice necontravântuite. în final se trec în revistă 
tendinţele actuale din proiectarea antiseismică a construcţiilor. 
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Capitolul 4 abordează răspunsul seismic al cadrelor metalice necontravântuite, punând 
accent pe configuraţiile duale, obţinute prin folosirea în cadrul aceleiaşi structuri atât a 
nodurilor riglă-stâlp rigide, cât şi celor semi-rigide sau articulate. Configuraţiile duale de 
cadre metalice necontravântuite, care să folosească atât noduri rigide, cât şi semi-
rigide sau articulate, pot rezulta din cauze de natură economică, tehnologică, de 
conformare structurală, sau în încercarea de a îmbunătăţi răspunsul seismic al 
structurii. Pentru evaluarea răspunsului seismic al cadrelor necontravântuite duale au 
fost efectuate două serii de studii, analizând influenţa caracteristicilor nodurilor semi-
rigide, a configuraţiei duale şi a tipului de mişcare seismică. Sunt analizaţi factorii de 
reducere a forţelor seismice şi modul în care aceştia sunt afectaţi de tipul mişcării 
seismice şi configuraţia structurală. Sunt descrise încercări experimentale pe noduri 
riglă-stâlp interioare efectuate în cadrul programului Copernicus-RECOS, care au avut 
ca şi principali parametri studiul tipului de îmbinare (cu placă de capăt şi şuruburi, 
sudată direct şi întărită cu eclise sudate) şi modul de aplicare al încărcării (simetrică şi 
anti-simetrică). 

Capitolul 5 studiază structurile duale obţinute prin combinarea a două substructuri cu 
proprietăţi (rigiditate, rezistenţă şi ductilitate) substanţial diferite, cum ar fi cadrele 
contravântuite excentric combinate cu deschideri necontravântuite cu noduri rigide. 
Spre deosebire de cadrele duale necontravântuite, analizate în capitolul 4, 
componentele structurilor duale contravântuite/necontravântuite influenţează într-o 
măsură mai mare caracteristicile globale ale structurii şi este de aşteptat ca şi 
răspunsul seismic să fie afectat corespunzător. Sunt introduşi parametrii ce 
caracterizează şi analizează principiile de alcătuire ale structurilor duale. 

Capitolul 6 propune realizarea barei disipative scurte la cadrele metalice duale sau 
omogene contravântuite excentric în soluţie demontabilă, folosind o îmbinare cu placă 
de capăt şi şuruburi de înaltă rezistenţă pretensionate. Soluţia facilitează reparaţia 
zonelor disipative după un cutremur major prin înlocuirea acestora, uşor de realizat în 
cadrul schemei propuse. Sunt descrise încercările experimentale care au avut ca scop 
validarea aplicabilităţii tehnologice a soluţiei şi studiul influenţei lungimii elementului, a 
distanţei dintre rigidizări şi gradului de pretensionare. 

Capitolul 7 recapitulează rezultate ale cercetărilor întreprinse în cadrul tezei şi 
evidenţiază principalele contribuţii ale autorului la cunoaşterea în domeniu. 

în cele patru anexe sunt grupate rezultate detaliate ale simulărilor numerice şi ale 
încercărilor experimentale efectuate în cadrul tezei. 
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CAPITOLUL 2 

CARACTERIZAREA MIŞCĂRII SEISMICE 

2.1 Introducere 

Mişcarea seismică constituie una din principalele cauze ale degradării structurilor în 
caz de cutremur, şi de aceea este importantă înţelegerea cât mai corectă a 
fenomenelor care o generează, a parametrilor care o caracterizează şi a efectelor 
mişcării seismice asupra construcţiilor. Studiul mişcării seismice este un domeniu 
dinamic, datele achiziţionate în urma cutremurelor din ultimul deceniu contribuind la o 
cunoaştere mai profundă şi mai detaliată a acesteia. 

Acest capitol trece în revistă principalii factori care afectează mişcarea seismică, în 
drumul ei de la sursa seismică la structura inginerească, precum şi câţiva dintre 
parametrii cei mai importanţi folosiţi pentru caracterizarea inginerească a acesteia. 
Pentru exemplificarea unora dintre fenomene, cum ar fi influenţa condiţiilor locale de 
amplasament, s-au folosit şi înregistrări seismice ale cutremurelor vrâncene din 
04.03.1977, 30.08.1986 şi 30.05.1990. 

Din punctul de vedere al unui inginer constructor, caracterizarea mişcării seismice este 
importantă prin prisma degradărilor pe care le induce într-o structură. Conţinutul de 
frecvenţe al unei accelerograme este un parametru care poate afecta substanţial 
răspunsul (în special inelastic) al structurilor. Folosind sisteme cu un singur grad de 
libertate dinamică şi un comportament elastic-perfect plastic, se exemplifică acest 
aspect al răspunsului inelastic al structurilor. Sunt identificate apoi două dintre cauzele 
care pot genera mişcări seismice cu perioada de colţ Tc mare (conţinut bogat de 
frecvenţe în domeniul perioadelor lungi): terenurile foarte moi (cazul înregistrării 
Bucureşti-INCERC a cutremurului Vrancea 1977) şi efectul directivităţii înainte în cazul 
unor cutremure locale. 

în final, sunt formate două seturi de mişcări seismice a câte şapte accelerograme, 
istorice şi semi-artificiale, care vor servi la evaluarea răspunsului dinamic neliniar al 
unor structuri duale în cadrul acestei lucrări. Cele două seturi corespund sursei 
seismice Vrancea şi unor condiţii de teren diferite: teren mediu cu Tc=0.5 şi teren 
moale cu Tc=^A secunde. 

2.2 Factori ce influenţează mişcarea seismică 

Principalii factori care influenţează mişcarea seismică într-un amplasament pot fi 
grupaţi în patru categorii: (1) factori de sursă, (2) propagarea undelor seismice, (3) 
factori locali de amplasament, (4) interacţiunea teren-structură (vezi Figura 2.1). 
Diferenţele dintre caracteristicile cutremurelor de pământ şi fenomenele complexe de 
interacţiune dintre factorii care influenţează caracteristicile finale ale unei înregistrări 
seismice duc la o variabilitate importantă a înregistrărilor. în Figura 2.2 sunt 
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reprezentate câteva accelerograme ale unor evenimente seismice, la aceiaşi scară a 
timpului şi acceleraţiei. Se pot observa diferenţe semnificative ale amplitudinii, duratei, 
şi ale aspectului general a accelerogramelor. 

4 
A 

4 
A 

4 
A 

Figura 2.1: Principalii factorii ce caracterizează mişcarea seismică într-un amplasament 
(1 - factori de sursă; 2 - efectul propagării undelor seismice; 3 - factorii de amplasament; 4 -

interacţiunea teren-structură). 

El Centro 1940, Imperial Valley, SOOE 

Loma Prieta 1989, Corralitos, 090 

Parkfield 1966, Cholame #2, 065 Erzincan 1992, Meteorological Station, FN 

ndo 1971, Pacoima Dam, N76W lorthridge 1994, Sylmar, 360 

Vrancea 1977, ÎNCERC, NS 

Western Washington 1949, Olympia, 086 

Figura 2.2: Accelerogramele câtorva cutremure, în parte după Chopra, 1995. 

2.2.1 Factori de sursă 

Marea majoritate a cutremurelor de pământ se datorează activităţilor tectonice. Există 
trei regimuri tectonice general recunoscute (Oros, 2002, Stewart şi colab., 2001): 
• marginile active ale plăcilor tectonice (seisme inter-placă) 
• interiorul plăcilor tectonice (seisme intra-placă) 
• rifturile oceanice 

Cutremurele de pământ generate pe marginile active ale plăcilor tectonice (seisme 
inter-placă) sunt capabile să producă evenimente seismice de magnitudine importantă, 
caracterizate prin acceleraţii ale terenului mari, durate ale mişcării mari şi intensităţi 
care pot afecta zone extinse (sute de km). Deoarece frecvenţele ridicate sunt atenuate 
mai rapid cu distanţa decât frecvenţele mici, un cutremur îndepărtat (far-fieid) va 
conţine mai multă energie în domeniul frecvenţelor mici. în consecinţă, cutremurele 
mari, îndepărtate, pot avea efecte mai devastatoare asupra structurilor cu perioade de 
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vibraţie mari, decât seismele mai mici, locale (near-fieid). Exemple de surse seismice 
inter-placă sunt cele din California (SUA), Japonia, Turcia şi România (zona seismică 
subcrustală Vrancea). 

Spre deosebire de cutremurele inter-placă, cele intra-placă se datorează faliilor 
geologice din interiorul unor plăci tectonice. Aceste falii sunt în general mai mici decât 
cele asociate marginilor plăcilor tectonice, rezultând in cutremure cu magnitudini, 
frecvenţe, durate şi zone afectate mai mici. Astfel, hazardul seismic într-un 
amplasament afectat de seisme intra-placă este în general asociat unor evenimente 
locale de magnitudine medie (Chandier şi colab., 1992). Cutremure de tip intra-placă 
sunt prezente în Australia, partea estică a Americii de Nord, Europa, Banat etc. 

în mod simplificat, diferenţele dintre caracteristicile cutremurelor inter-placă şi intra-
placă se rezumă la diferenţele dintre cutremure cu magnitudini mari, respectiv mijlocii. 
Diferenţele dintre cutremurele cu magnitudini mari (cu magnitudinea undelor de 
suprafaţă Ms>5,5) şi a celor de magnitudine mijlocie {Ms<5.5) pot fi urmărite pe baza 
spectrelor de răspuns normalizate specificate în norma europeană Eurocode 8, 2003 
(vezi Figura 2.3, pentru clasa B de teren). Astfel, cutremurele îndepărtate de 
magnitudine mare (tip1) sunt caracterizate de amplitudini spectrale mai mici în 
domeniul perioadelor scurte (zona spectrală de acceleraţie constantă) şi mai mari în 
domeniul perioadelor medii şi lungi, în comparaţie cu cele locale de magnitudine mică 
şi mijlocie (tip2). Aceasta este echivalent cu a spune că un seism de tip 1 are un 
conţinut mai bogat de energie în domeniul perioadelor lungi (frecvenţelor mici). 

EC8tip1 
- - EC8t ip2 

Figura 2.3: Spectre elastice normalizate în format ECS pentru cutremure tip1 (Ms>5.5) 
şi tip2 (Ms<5.5), pentru condiţii de teren tip B 

Seismicitatea unei surse seismice este caracterizată de lungimea (sau aria) suprafeţei 
de rupere, probabilitatea producerii unor cutremure de anumite magnitudini şi rata de 
lunecare (Stewart şi colab., 2001). Modelele surselor seismice se determină pentru un 
interval de magnitudini cuprins între o valoare minimă M .̂o (deseori stabilită în mod 
arbitrar la 5) şi una maximă credibilă, M̂ m̂ax- Pentru cutremurele vrâncene, Lungu şi 
colab. (2003) au propus următoarea relaţie între perioada medie de recurenţă T şi 
magnitudinea moment M ,̂: 

1 

1 - e 
(2.1) 
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Valorile obţinute pentru a=8.654, p=1.687, /\/fvv.o=6.3 şi A/fw.max=8.1 sunt prezentate în 
Tabelul 2.1! 

Tabelul 2.1: Recurenţa magnitudinii seismelor vrâncene, după Lungu şi colab., 2003. 

T{>MJ K 
50 7.3 
100 7.6 
475 7.9 
2475 8.1 

în funcţie de parametrii geometrici ai sursei seismice, se pot deosebi patru tipuri de falii 
(Oros, 2002, vezi şi Figura 2.4): 
• Falii inverse. Alunecarea are loc în plan vertical, pe înclinarea faliei, cu 

suprapunerea unui bloc tectonic peste celălalt. Falierea inversă produce scurtarea 
crustei. 

• Falii normale. Alunecarea are loc tot pe înclinarea faliei şi în plan vertical. Falierea 
produce o întindere a crustei. 

• Falii transcurente sau de decroşare. Alunecarea are loc în plan orizontal, pe direcţia 
faliei: lateral-stânga sau lateral-dreapta. 

• Falii oblice. Alunecarea este combinată, pe direcţie şi pe înclinare. Aceste falii sunt 
întâlnite cel mai frecvent în natură. 

falie inversa falie normala falie transcurenta falie oblica 

Figura 2.4: Tipuri principale de falii (Oros, 2002). 

o 1 o 1 2 0 12 3 0 1 2 3 4 

direcţia de rupere 

0 -
1 -
2 " 
3 

4 

0 — 
1 
2 
3 
4 ^ 

rezultanta in direcţia inapoi rezultanta in direcţia inainte 

Figura 2.5: Reprezentare schematică a fenomenului de directivitate, 
după Singh, 1985, în Whittaker, n.d. 
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Figura 2.6: Efectele fenomenului de directivitate asupra înregistrărilor vitezei terenului, 
după Somerville şi colab., 1997, în Whittaker, n.d. 
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Figura 2.7: Reprezentare schematică a componentelor normale (FN) şi paralele (FP) pe falie, în 
cazul faliilor transcurente. 
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Tipul faliei influenţează modelul de radiaţie al sursei seismice, aşa cum o arată unele 
rezultate teoretice (Kim, 1987, în Oros, 2002). De exemplu, amplitudinile vârfurilor 
deplasării şi acceleraţiei terenului, calculate pentru falii inverse şi normale, cresc cu un 
factor de 2.5 şi respectiv 3.3, comparativ cu faliile transcurente, în acelaşi timp cu 
creşterea ponderilor undelor transversale (S). în plus, energia undelor P este mai mare 
pentru faliile transcurente. 

în cazul cutremurelor locale (near-fieid), cu distanţe la falie de până la 20-60 km, 
azimutul amplasamentului faţă de focar afectează considerabil caracteristicile mişcării 
seismice. Efectul de directivitate înainte (forward directivity) se produce când ruptura 
unei falii se propagă înspre amplasament şi lunecarea are loc de asemenea înspre 
amplasament (Stewart şi colab., 2001). Deoarece viteza de rupere este apropiată de 
cea a undelor seismice de forfecare (S), are loc o acumulare de energie în apropierea 
frontului de rupere. Mişcarea seismică într-un astfel de amplasament ajunge sub forma 
unui puls al mişcării (efectul undei de şoc), caracterizată de amplitudini mari în 
domeniul perioadelor medii şi lungi, şi de durată mică. Acest fenomen are loc pentru 
componenta undei seismice normală pe falie. în cazul în care amplasamentul se află în 
apropiere de epicentru, adică atunci când frontul de rupere se propagă de la 
amplasament, sosirea undelor seismice are loc distribuit în timp. Acest fenomen poartă 
numele de directivitate înapoi (backward directivity), şi este caracterizat de amplitudini 
relativ reduse şi durate mai lungi ale mişcării seismice. Natura fenomenului de 
directivitate este reprezentată schematic în Figura 2.5. Efectele directivităţii înainte (un 
puls cu perioadă mare şi durată redusă a accelerogramei) şi înapoi (o mişcare 
complexă de amplitudine mică şi durată mai mare) asupra înregistrărilor vitezei 
terenului sunt prezentate în Figura 2.6 pentru cutremurul Landers, California, din 1992. 

Fenomenul de directivitate poate fi observat atât în cazul faliilor transcurente, cât şi a 
celor verticale (normale şi inverse). în ambele cazuri, pulsul de mişcare cauzat de 
directivitatea înainte este orientat perpendicular pe falie. Un alt fenomen legat de 
cutremurele locale este deplasarea permanentă a terenului care se produce în urma 
falierii, şi care este orientată paralel cu falia în cazul faliilor transcurente şi 
perpendicular pe falie la cele verticale. Aceasta conduce la două tipuri distincte de 
pulsuri ale deplasării în direcţiile perpendiculară, respectiv paralelă, schematizate în 
Figura 2.7 pentru faliile transcurente. 

2.2.2 Factori de propagare a undelor seismice 

Propagarea energiei emise de o sursă seismică are loc prin intermediul undelor de 
volum (P şi S), care pot fi directe, reflectate şi refractate, şi a undelor de suprafaţă 
(Rayleigh şi Love), care apar la distanţe d>h, (h este adâncimea focarului), Oros, 2002. 
înregistrarea efectuată într-un amplasament dat depinde de adâncimea focarului, 
distanţa sursă-receptor şi structura geologică dintre acestea şi este afectată de 
reflecţiile şi refracţiile multiple, difracţiile şi interferenţele diferitelor tipuri de unde, 
împrăştierea, disiparea şi dispersarea undelor seismice. Odată cu creşterea distanţei 
dintre sursă şi amplasament intensitatea mişcării seismice scade, iar durata acesteia 
creşte (Whittaker, n.d.). Componenta verticală a mişcării seismice scade cu distanţa şi 
de cele mai multe ori poate fi neglijată în calcul pentru cutremurele îndepărtate, dar 
poate fi importantă în cazul cutremurelor locale (Gioncu şi Mazzolani, 2002). 

BUPT



2.2 Factori ce influenţează mişcarea seismică 11 

Evaluarea hazardului seismic într-un amplasament se obţine prin stabilirea unei relaţii 
între o măsură a intensităţii mişcării (IM) şi magnitudinea (m), respectiv distanţa dintre 
sursă şi amplasament (r). Aceste relaţii de atenuare sunt în general log-normale şi sunt 
derivate prin regresia datelor empirice. Cele mai folosite măsuri ale intensităţii sunt 
acceleraţia maximă a terenului (PGA) şi acceleraţia spectrală (SA) la perioade fixe. 
Funcţiile de atenuare au în general forma (Stewart şi colab., 2001): 

\nlM = c, + c^' m ^ c, • m'^ ^ c, Inr ^ f{F) + f{HW)^ f{S) (2.2) 

unde Ci..,C5 sunt constante stabilite prin regresie, F este un factor funcţie de 
mecanismul de rupere al sursei seismice, HW este un factor pentru faliile verticale, iar 
S este un factor de amplasament. în general, \nlM este direct proporţional cu 
magnitudinea m, dar aceasta proporţionalitate poate să nu mai fie valabilă pentru PGA 
la magnitudini mari. Dispersia undelor seismice cu distanţa le reduce amplitudinea cu 
1/r, de aceea factorul Cs este apropiat de -1. Mecanismul focal transcurent este 
considerat de obicei "de referinţă" şi nu necesită o corecţie. Observaţiile efectuate 
asupra unor cutremure cu mecanism de tip invers indică mişcări seismice mai mari 
decât cele generate de mecanismele transcurente, de care se tine cont prin factorul 
f(F), 

2.2.3 Factori locali de amplasament 

Folosind relaţii de atenuare te tipul (2.2) se poate estima intensitatea mişcării seismice, 
determinate pentru condiţii standard de amplasament, de obicei rocă, la o anumită 
distanţă de sursa seismică. Mişcarea seismică reală dintr-un amplasament dat va diferi 
însă substanţial de cea determinată pentru roca de bază, funcţie de condiţiile 
geotehnice locale, efectele de bazin şi topografie. Schematic, straturile de teren de sub 
construcţie acţionează ca şi un oscilator dinamic (vezi Figura 2.8), modificând mişcarea 
de la nivelul rocii de bază funcţie de caracteristicile liniare şi neliniare ale acestuia. 

•echivalent-

echivalent-

roca 

Figura 2.8: Idealizarea straturilor de teren cu un oscilator dinamic, după Whittaker, n.d. 

Metodele de studiu a influenţei condiţiilor locale de amplasament asupra mişcării 
seismice se împart în trei grupuri. Din primul grup fac parte metodele care folosesc 
două înregistrări seismice apropiate, dintre care una este înregistrată pe un teren dat, 
iar cealaltă pe roca de referinţă. Ambele înregistrări fiind caracterizate de aceleaşi 
condiţii de sursă şi de propagare, comparaţia lor permite evaluarea directă a efectelor 
condiţiilor locale de amplasament. Dezavantajul acestor metode îl constituie numărul 
limitat de astfel de înregistrări existente. Metodele din cel de-al doilea grup nu necesită 
prezenţa unui amplasament de referinţă. Una dintre metodele cele mai cunoscute este 
metoda rapoartelor spectrale HA/ (metoda Nakamura), care estimează amplificarea 
undelor seismice de către teren prin raportul dintre spectrul componentei orizontale şi 
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cel al componentei verticale a unei înregistrări seismice (Lacave-Lachet şi colab, 
1998). Metoda se bazează pe faptul că undele verticale (de compresiune) sunt afectate 
într-o măsură mai mică de caracteristicile terenului decât cele orizontale (de forfecare), 
şi poate fi aplicată atât unor înregistrări seismice, cât şi unor înregistrări de surse 
artificiale (microtremore). în cel de-al treilea grup se încadrează metodele analitice care 
estimează răspunsului terenului rezolvând ecuaţiile de mişcare a undelor, care diferă 
funcţie de legile constitutive ale materialelor (liniare/neliniare) şi de dimensiunea 
problemei (1-D/3-D). 

Studiile efectelor condiţiilor locale de teren au folosit mai multe scheme de categorisire 
a amplasamentelor conform condiţiilor geologice şi geotehnice (Stewart şi colab., 
2001): 
• Geologia de suprafaţă. Terenurile sunt separate funcţie de vârsta lor geologică. 
• Viteza medie a undelor de forfecare în primii 30 m (vs.ao)- Teoria propagării undelor 

sugerează că amplitudinea mişcării seismice depinde de densitatea şi viteza 
undelor de forfecare a terenului. Deoarece densitatea variază relativ puţin cu 
adâncimea, viteza undelor de forfecare a devenit alegerea logică pentru 
reprezentarea categoriilor de teren. Limitarea la adâncimea de 30 de m s-a stabilit 
din condiţii de realizare a unor foraje economice. Clasificarea terenului funcţie de 
Vs,3o a fost adoptată de versiunile cele mai recente ale normelor seismice (NEHRP 
2000, Eurocode 8, 2003). 

• Date geotehnice, inclusiv rigiditatea, grosimea şi tipul de material. 
• Adâncimea până la roca de bază (v^s«2.5 km/s). Acest parametru este folosit pentru 

suplimentarea schemelor anterioare, care cuprind date doar despre straturile 
superficiale. 

0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 
PGA roca, g 

Figura 2.9: Relaţia dintre acceleraţia maximă (PGA) pe roca de bază şi pe un teren moale, după 
Idriss, 1990, în NEHRP 2000. 

Studiile efectuate de Idriss şi colab. (vezi Figura 2.9) Indică o dependenţă între 
amplitudinea mişcării seismice şi amplificarea acceleraţiei maxime a terenului {PGA) 
de către straturile de teren moale. Astfel, amplificarea este maximă (între 1.5 şi 4.0) 
pentru amplitudini mici ale acceleraţiei maxime la roca de bază (0.05 - 0.1 g), şi tinde 
să scadă odată cu creşterea intensităţii cutremurului (factori în jur de 1.0 pentru 
PGArocă = 0.4 g). Acest efect este atribuit răspunsului neliniar al stratului de teren 
moale la intensităţi ridicate ale mişcării seismice. Influenţa tipului de teren asupra 
formei spectrului de răspuns al acceleraţiei este prezentată în Figura 2.10, conform 
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unor studii statistice efectuate de către Seed şi colab. pe un set de 104 accelerograme 
înregistrate în SUA, Japonia şi Turcia. 

T ( r 
To'ol numbcr o( rocords onolys«dI04 Spectro (or 5 % domping 
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RocK - 28 records 
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T, s 
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Figura 2.10: Spectre normalizate ale acceleraţiei pentru diferite tipuri de teren, după 
Seed şi colab., 1976, în NEHRP 2000. 

Se poate observa o amplificare considerabilă a ordonatelor spectrale în domeniul 
perioadelor medii şi lungi (> 1.0 sec) în cazul terenurilor slabe, mult mai mari decât 
amplificarea acceleraţiei maxime a terenului. în cele mai multe cazuri amplificarea 
maximă a răspunsului are loc la perioade apropiate de perioada predominantă de 
vibraţie a stratului de teren moale. Parametri cheie care guvernează 
amplificarea/deamplificarea mişcării terenului sunt: grosimea, modulul de elasticitate, 
amortizarea şi viteza undelor de forfecare a stratului de teren moale, impedanţa 
teren/rocă, stratificarea şi proprietăţile stratului de teren de la interfaţa între terenul 
moale şi roca de bază. 

Influenţa condiţiilor locale de teren asupra mişcării seismice din staţia INCERC-
Bucureşti la cutremurul vrâncean din 04.03.1977 se poate urmări prin efectul asupra 
spectrului de răspuns al acceleraţiei (Figura 2.11a). Caracteristică acestei înregistrări 
este o amplificare importantă a acceleraţiei spectrale orizontale în domeniul 
perioadelor de 1.0-1.5 sec, în special pentru componenta NS. Amplasamentul de la 
INCERC-Bucureşti este caracterizat de depozite aluvionare groase, care reprezintă 
teren moale, predominant argilos (Lungu şi colab, 1997). Viteza medie a undelor de 
forfecare în primii 30 m (vs,3o) în amplasament au fost estimate la 130 m/s (Ambraseys 
şi colab., n.d.), iar viteza medie a undelor de forfecare Vs până la stratul de bază 
constituit din pietrişurile Frăţeşti, la o adâncime de 128 de m, la 346.1 m/s (Lungu şi 
colab., 1998). Perioada predominantă de vibraţie a terenului dedusă din ultima valoare 
este de 7p=1.48 sec, în domeniul de amplificare maximă a ordonatelor spectrale. 
Amplificarea mişcării seismice în jurul perioadei de 1.5 sec este demonstrată şi de 
rapoartele spectrale HA/, vezi Figura 2.11b. 
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Vrancea, 04.03.1977, ÎNCERC (B) Vrancea, 04.03.1977, ÎNCERC (B) 

Figura 2.11: Spectre elastice de răspuns ale acceleraţiei (a) şi rapoarte spectrale HA/ (b) pentru 
înregistrarea de la INCERC-Bucureşti la cutremurul vrâncean din 04.03.1977. 

Modificarea caracteristicilor mişcării seisnnice de către teren rămâne o problemă 
complexă, iar prezicerea lor o sarcină dificilă. Trifunac şi colab., 1999, au studiat 
reapariţia unor maxime locale în spectrul de viteză la cutremure de diverse 
magnitudini. Studiile lor indică faptul că unele maxime locale (indicând influenţa 
terenului asupra mişcării seismice) reapar în aproximativ 50% din cazuri, dar numai 
pentru cutremure locale, de magnitudine mică, caracterizate de o viteză maximă a 
terenului PGV < 10-20 cm/s. în cazul unor cutremure de magnitudine mare {PGV > 20 
cm/s), maximele locale sunt translatate către perioadele mai mari, sau dispar, din 
cauza răspunsului neliniar al terenului. 

i < i^. (unghiul cr i t ic) 

(a) strat plat 
i > (unghiul cr i l ic) 

(b) bazin 

Figura 2.12: Reprezentare schematică a efectului de bazin, după Graves, 1993, 
în Stewart şi colab., 2001. 

O mare parte din efectele unui amplasament asupra caracteristicilor mişcării seismice 
pot fi explicate prin răspunsul dinamic al straturilor superficiale de teren, presupunând 
o stratificare orizontală şi folosind un model 1-D de propagare a undelor (vezi Figura 
2.12a). Unda incidenţă poate să rezoneze în stratul de teren, dar o parte din energie 
este refractată, limitând efectele amplificării undelor seismice. 

în cazul unor structuri geologice sedimentare de tip bazin (vezi Figura 2.12b), straturile 
de teren nu sunt orizontale. Dacă unda seismică intră în bazin prin muchia acestuia, se 
pot dezvolta unghiuri incidente post-critice, ceea ce duce la "captarea" undei în 
interiorul bazinului. Efectele unor reflectări multiple sunt amplificarea şi creşterea 
duratei mişcării seismice. Modelarea acestor efecte necesită o analiză 2-D sau 3-D. 
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creasta canion panta 

Figura 2.13: Geometrii generalizate de elemente topografice neregulate 
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Figura 2.14: Efectul topografiei asupra distribuţiei distrugerilor în cazul cutremurului 
Irpinia 1980, după Castellani şi colab, 1982, în Athanasopoulos şi colab., 1998. 

Amplificări ale mişcării seismice pot apărea şi în cazul unor suprafeţe topografice 
neregulate, cum ar fi creasta, canionul şi panta (vezi Figura 2.13). Un exemplu 
caracteristic de amplificare a mişcării seismice de către o topografie de tip pantă a fost 
descris de către Castellani şi colab. (vezi Figura 2.14). Astfel, degradările unei localităţi 
italiene la cutremurul din Irpinia (1980) au fost mult mai pronunţate în apropiere de 
coama pantei, faţă de zonele mai îndepărtate de aceasta. 

în cazul crestelor, studii analitice au găsit amplificări coamă/bază de 1.2-2.0 pentru 
rapoarte /-///.=0.3-0.5 (Geli şi colab. 1988 şi Bard, 1995, în Stewart şi colab., 2001). 
Amplificarea maximă are loc pentru lungimi de undă egale cu jumătate din lăţimea 
crestei. Pentru topografii de tip pantă amplificarea maximă se creşte odată cu panta şi 
proximitatea coamei, şi este maximă pentru rapoarte între înălţimea pantei (H) şi 
lungimea de undă (Ă) de H/Ă=0,2. 

2.2.4 Interacţiunea teren-structură 

Mişcarea seismică afectată de factorii de sursă, de propagare şi de amplasament 
reprezintă aşa numita mişcare în câmp liber ("free-fieid"). Răspunsul unei structuri la o 
mişcare seismică de tip câmp liber este afectată de interacţiunea teren structură. în 
esenţă, acest fenomen modifică atât proprietăţile dinamice ale structurii, cât şi 
caracteristicile mişcării seismice la nivelul fundaţiei (Aviles şi Perez-Rocha, 1999). 
Cauza fenomenului este constituită de flexibilitatea terenului sub acţiunea unei excitaţii 
dinamice. Pentru structuri amplasate pe terenuri deformabile, mişcarea seismică la 
nivelul fundaţiei este în general diferită de cea în câmp liber, conţinând o importantă 
componentă de rotire, pe lângă componenta de translaţie (NEHRP 2000). Componenta 
de rotire şi interacţiunea teren-structură în general, au efecte importante pentru 
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structurile rigide situate pe terenuri flexibile. Un alt efect al fenomenului de interacţiune 
teren-structură îl reprezintă disiparea energiei de vibraţie către mediul de fundare, prin 
radiaţia undelor şi răspunsul neliniar al trenului. Astfel, pot fi distinse două mecanisme 
de interacţiune între structură, fundaţie şi teren (Stewart şi colab., 1999a, Aviles şi 
Perez-Rocha, 1999, NEHRP 2000): 
• Interacţiunea inerţială: inerţia dezvoltată în structură din cauză oscilaţiilor creează 

forţa tăietoare şi momentul la bază, care la rândul lor cauzează deplasări ale 
fundaţiei faţă de terenul liber. Flexibilitatea fundaţiei şi amortizarea asociată cu 
interacţiunea teren-structură sunt descrise de funcţii de impedanţă dependente de 
frecvenţă. Interacţiunea inerţială are ca efect creşterea perioadei proprii de vibraţie a 
structurii din cauza flexibilităţii terenului de fundare şi o modificare (de obicei 
creştere) a amortizării terenului, din cauza disipării energiei prin radiaţie şi răspuns 
neliniar al terenului. 

• Interacţiunea cinematică: prezenţa elementelor rigide ale fundaţiei pe, sau în teren 
duce la modificarea mişcării de la cea din câmpul liber, ca şi rezultat al incoerenţei 
mişcării seismice sau înglobării fundaţiei. Efectele cinematice sunt descrise de 
funcţii de transfer dependente de frecvenţă care stabilesc relaţia între mişcarea în 
câmp liber şi mişcarea care ar avea loc pe placa de bază dacă placa şi structura ar 
fi fără masă. Interacţiunea cinematică are ca efect reducerea componentei de 
translaţie a mişcării, dar o creştere a celor de torsiune si rotire, precum şi filtrarea 
frecvenţelor înalte ale mişcării seismice. 

Pentru structurile obişnuite interacţiunea inerţială are efectele cele mai pronunţate 
asupra ansamblului teren-structură. în cazul unor sisteme cu un singur grad de 
libertate dinamică efectele interacţiunii teren-structură pot fi evaluate folosind un sistem 
echivalent cu perioada şi coeficientul de amortizare modificate, pentru a ţine cont de 
prinderea flexibilă în fundaţie şi amortizarea terenului de fundare. Folosind o analiză 
empirică a unor înregistrări seismice în câmp liber şi pe structură, Stewart şi colab. 
(1999b) au arătat că factorul care afectează cel mai mult răspunsul structurii este 
raportul dintre rigiditatea terenului şi a structurii. în plus, factori precum raportul 
înălţime/lăţime a structurii, adâncimea de fundare şi flexibilitatea fundaţiei pot afecta 
considerabil răspunsul structurii. 

2.3 Parametri inginereşti ai mişcării seismice 

Forma unei înregistrări seismice (accelerograme) depinde de mai mulţi factori, 
(principalii dintre ei fiind trecuţi în revistă în capitolul 2.2), cât şi de interacţiunea dintre 
ei. Varietatea mare a factorilor ce afectează mişcarea seismică înregistrată într-un 
amplasament dat duce la o diversitate la fel de mare a aspectului unei accelerograme 
(vezi Figura 2.2). Din punct de vedere ingineresc sunt importante degradările pe care o 
mişcare seismică le poate induce într-o structură, în cele ce urmează fiind prezentaţi 
câţiva dintre parametrii inginereşti folosiţi pentru caracterizarea accelerogramelor, care 
încearcă să reprezinte amplitudinea, conţinutul de frecvenţe şi durata mişcării 
seismice. Pentru exemplificarea parametrilor au fost folosite două înregistrări seismice 
de la cutremurul vrâncean din 30.08.1986, prezentate în Tabelul 2.2. Este de remarcat 
faptul că cele două înregistrări reprezintă acelaşi cutremur şi sunt caracterizate de 
aproximativ aceiaşi distanţă epicentrală, condiţiile locale de teren şi orientarea fată de 
sursă fiind însă complet diferite. 
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Tabelul 2.2: înregistrările seismice studiate. 

Cutremur Magnitudinea 
moment, M^* Staţia Prescurtare 

staţie 

Distanţa 
epicentrală 

(km)^ 

Distanţa 
la falie 
(km)* 

Teren ** 

Vrancea, 
30.08.1986 7.2 Bucureşti-

Măgurele MAG 134 121 foarte 
moale 

Vrancea, 
30.08.1986 7.2 Carcaliu CAR 148 128 rocă 

tare 
* Ambraseys şi colab., (n.d.) 
" Lungu şi colab., (1997) 

2.3.1 Parametri de amplitudine 

Printre parametrii cei mai des utilizaţi pentru caracterizarea unei mişcări seismice sunt 
valorile de vârf ale acceleraţiei (PGA) şl vitezei terenului (PGV), vezi Figura 2.15 şl 
Figura 2.16. PGA poate fl raportată la forţa maximă Indusă în structuri foarte rigide, şi 
s-a observat că PGV este într-o bună corelare cu degradările structurale (Stewart şi 
colab., 2001). Aceşti parametri nu conţin însă informaţii despre conţinutul de frecvenţe 
şi durata mişcării seismice şl nici despre caracteristicile structurii, de aceea au o 
capacitate limitată de a reprezenta degradările Induse de seism (Bozorgnia şl Bertero, 
2001). 

Vrancea, 30.08.1986, Măgurele (B), EW 
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Vrancea, 30.08.1986, Carcaliu, EW 
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Figura 2.15: înregistrările acceleraţiei terenului la staţiile seismice Bucureşti-Măgurele şi 
Carcaliu la cutremurul vrâncean din 30.08.1986. 
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Figura 2.16: înregistrările vitezei terenului la staţiile seismice Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu la 
cutremurul vrâncean din 30.08.1986. 

încercând să îmbunătăţească caracterizarea mişcării seismice de către PGA şi PGV, 
ATC-3-06 (1978) şi Newmark şi Hali, (1982) au introdus conceptul de valoare efectivă 
de vârf a acceleraţiei (EPA), respectiv vitezei (EPV). Nu există o definiţie unică a EPA, 
aceasta dorindu-se a fi în strânsă legătură cu răspunsul structurii şi cu potenţialul de 
degradare a unui seism (Newmark şi Hali, 1982). Lungu şi colab. (2003) au propus 
următoarea definiţie a EPA şi EPV: 

2.5 

0.4 s 

2.5 

(2.3) 

(2.4) 

unde maxPS/\o4s reprezintă valoarea maximă a mediei ordonatelor spectrului de 
răspuns elastic pentru (pseudo)-acceleraţie calculat pe un interval de perioade cu 
lăţimea de 0.4s, iar max PSV ^^^ reprezintă valoarea maximă a mediei ordonatelor 
spectrului de răspuns elastic pentru (pseudo)-viteză calculat pe un interval de perioade 
cu lăţimea de 0.4s. Spectrele elastice de răspuns sunt calculate pentru o amortizare 
standard de 5%. Spre deosebire de alte definiţii ale EPA, care folosesc un interval fix 
pentru determinarea mediei valorilor spectrale (PSA ), aceasta este deosebit de 
atractivă deoarece este independentă de conţinutul de frecvenţe a accelerogramei. 
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Tabelul 2.3: Caracteristicile înregistrărilor seismice de la Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu 

înregistrare PGA, 
m/s^ 

PGV, 
m/s 

EPA, 
m/s^ 

EPV, 
m/s 

Tc, 
s 

Td. 
s 

ts, 
s 

Ia, 
m/s 

VR86-MAG-EW 1.147 0.163 1.069 0.164 0.97 1.58 16.0 0.183 
VR86-CAR-EW 0.696 0.048 0.725 0.036 0.31 1.35 29.6 0.095 

Valorile EPA şi EPV pentru înregistrările de la Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu din 
30.08.1986, împreună cu alţi câţiva parametri sunt prezentate în Tabelul 2.3. Se pot 
observa că amplitudinea mişcării seismice (atât PGA cât şi PGV) este mult mai mare în 
cazul înregistrării de la staţia Bucureşti-Măgurele. Cea mai probabilă cauză a acestui 
fenomen o constituie amplificarea mişcării seismice de către terenul aluvionar slab din 
acest amplasament (distanţele epicentrale fiind comparabile). 

2.3.2 Parametri de conţinut de frecvenţă 

Conţinutul de frecvenţă al accelerogramelor este caracterizat în mod uzual prin spectre 
elastice de răspuns şi spectre Fourier. 

Spectrul de deplasări (SD) reprezentă valorile maxime ale răspunsului unor sisteme 
elastice la diferite valori ale perioadei proprii de vibraţie şi amortizării (5% în mod 
curent). Spectrele de pseudo-acceleraţie (PSA) şi pseudo-viteză (PSV) sunt folosite pe 
larg pentru caracterizarea mişcării seismice şi sunt deduse din spectrul de deplasări 
(SD) folosind relaţiile (Chopra, 1995): 

PSV^—SD 

PSA^ 

T 

2 ; r f 
• S D 

(2.5) 

(2.6) 

unde Teste perioada proprie de vibraţie a sistemului cu un grad de libertate dinamică. 

în continuare, pentru simplitate, se va omite prefixul "pseudo-" la referirea acceleraţiilor 
si vitezelor spectrale. Acceleraţia spectrală (PSA) este deosebit de sugestivă pentru 
ingineri, reprezentând forţa statică echivalentă indusă într-o structură elastică cu masa 
unitară de o mişcare seismică. Viteza spectrală (PSV) îşi are şi ea locul în ingineria 
seismică, în special pentru că se raportează la energia de deformaţie maximă indusă 
în sistem (Chopra, 1995): 

kSD' k{PSVT/27tf mPSV 
(2.7) 

unde Es este energia maximă de deformaţie, k - rigiditatea, T - perioada proprie de 
vibraţie, iar m - masa sistemului cu un grad de libertate dinamică. 

Majoritatea normelor de proiectare antiseismică actuale utilizează spectre elastice de 
proiectare, care au la bază delimitarea a trei zone în care acceleraţia, viteza, respectiv 
deplasarea spectrală sunt constante. Un astfel de spectru al acceleraţiei, în format 
Eurocode 8 (2003), este prezentat în Figura 2.17. Acceleraţia spectrală este constantă 
pentru Tb<T<Tc, viteza pentru Tc<T<Td, iar deplasarea pentru T>Td. Astfel, cele trei 
perioade de control (de colţ) TBI TC şi TD pot fi folositG pGntru caracterizarea 
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conţinutului de frecvenţe a unei înregistrări seismice. Lungu şi colab. (2003) au definit 
în felul următor perioadele de control Tc şi TO-

Tc 
EPV 
EPA 

° EPV 

unde EPD se defineşte în mod similar cu EPA: 

(2.8) 

(2.9) 

0.4s 

2.5 
(2.10) 

< co 
Q. 

Figura 2.17: Spectru elastic de proiectare în format Eurocode 8. 

Spectrele de acceleraţie şi viteză pentru înregistrările de la Bucureşti-Măgurele şi 
Carcaliu sunt prezentate în Figura 2.18. Se poate observa că mişcarea înregistrată pe 
terenul moale din Bucureşti are un conţinut mai bogat de frecvenţe în domeniul 
perioadelor intermediare şi lungi (acceleraţii şi viteze spectrale mai mari în acest 
interval). Acest fapt este indicat şi de valorile perioadei de colţ a celor două înregistrări 
(0.97 faţă de 0.31), vezi Tabelul 2.3. 

Este de menţionat faptul că valorile perioadelor de colţ Tc şi Td, calculate conform 
relaţiilor (2.3), (2.4) şi (2.8)-(2.10), sunt sensibile într-o oarecare măsură la "densitatea" 
perioadelor folosite în determinarea spectrului elastic de răspuns. în această lucrare 
spectrele de răspuns au fost calculate pentru perioade cuprinse între 0.04 şi 10 sec, cu 
un pas constant de 0.02 sec. 

Spectrele Fourier se obţin prin aplicarea unei transformate Fourier accelerogramei, 
ceea ce conduce de la o reprezentare din domeniul timp în domeniul frecvenţă (Smith, 
1999): 

w/2 
X,. = X • I N + 0 )̂ (2.11) 

k=0 

unde X, este semnalul de indice / (ce ia valori de la O la A/-1); N este numărul de valori 
în semnal; Ci reprezintă amplitudinea undelor cosinus, iar 6i - faza lor. O transformată 
Fourier stabileşte o legătură biunivocă între un semnal în domeniul timp (x,) şi în 
domeniul frecvenţă (C, şi 
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Densitatea spectrală de putere este în strânsă legătură cu amplitudinile Fourier, şi este 
exprinnată prin: 

PSD, - c; (2.12) 

VR86-MAG-EW 
VR86-CAR-EW 

0.5 
VR86-MAG-EW 
VR86-CAR-EW 

Figura 2.18: Spectrele de pseudo-acceleraţie şi pseudo-viteză pentru înregistrările de la staţiile 
seismice Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu la cutremurul vrâncean din 30.08.1986. 

în Figura 2.19 sunt reprezentate graficele densităţii spectrale de putere (PSD) pentru 
înregistrările seismice de la Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu. Şi această reprezentare, 
ca şi cele ale spectrelor elastice de răspuns, denotă un conţinut de energie mai mare 
în domeniul de perioade intermediare şi lungi (1-2 sec) la înregistrarea de la Bucureşti-
Măgurele. 

Cu toate acestea, este de reţinut faptul că densitatea spectrală de putere (şi spectrele 
Fourier) sunt folosite pentru caracterizarea unei înregistrări seismice considerată ca şi 
un proces aleator staţionar (un proces al cărui parametri statistici nu variază în timp). 
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^Vrancea, 30.08.1986, Măgurele (B), EW ^ ̂  Vrancea, 30.08.1986, Carcaliu, EW 
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Figura 2.19: Densitatea spectrală de putere pentru înregistrările de la staţiile seismice 
Bucureşti-Măgurele şi Carcaliu la cutremurul vrâncean din 30.08.1986. 
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Figura 2.20: Accelerograme sintetice formate din 1 respectiv 3 pulsuri (a) şi densitatea spectrală 
de putere a celor două semnale (b). 

O nnişcare seismică este un proces aleator nestaţionar (Whittaker, n.d.), deoarece 
amplitudinea unei accelerograme creşte în timp la o valoare maximă, rămâne 
constantă pentru un timp, după care descreşte. Din acelaşi motiv densitatea spectrală 
de putere nu reprezintă fidel perioada unor înregistrări tip puls (caracteristice 
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cutremurelor locale sub efectul directivităţii înainte). Acest fenomen este exemplificat în 
Figura 2.20, unde sunt reprezentate două înregistrări sintetice tip sinus cu perioada 
r=1 sec şi un număr de 1, respectiv 3 cicluri, cât şi densităţile spectrale de putere ale 
celor două semnale. Se poate observa că alura PSD nu reprezintă fidel perioada 
mişcării sintetice în cazul mişcării cu un singur puls de acceleraţie {Np=^), totuşi, 
reuşeşte acest lucru în cazul mişcării "mai periodice" (A/p=3). 

2.3.3 Parametri de durată 

O deficienţă a spectrelor de răspuns o constituie faptul că acestea nu oferă informaţii 
asupra duratei unei mişcări seismice. în general, durata unei înregistrări seismice tinde 
să crească odată cu magnitudinea unui cutremur, fiind în strânsă legătură cu aria 
suprafeţei de rupere (Stewart şi colab., 2001). Sunt folosite pe larg două definiţii ale 
duratei mişcări seismice. Prima dintre acestea (introdusă de către Boit, 1969, în 
Stewart şi colab., 2001), stabileşte durata ca şi intervalul dintre prima şi ultima depăşire 
a unei valori limită (de obicei 0.05 g). Cea de-a doua (denumită durata semnificativă ts) 
defineşte durata prin intervalul de timp în care se disipează o anumită cantitate de 
energie (5-95% sau 5-75%) şi a fost introdusă de Trifunac şi Brady, în Whittaker, n.d. 
Energia unei accelerograme poate fi măsurată prin intensitatea Arias (Arias, 1970, în 
Stewart şi colab., 2001): 

(2.13) 

unde a(t) este acceleraţia terenului, iar g este acceleraţia gravitaţională. 

Durata semnificativă ts şi intensitatea Arias U a înregistrărilor de la Bucureşti-Măgurele 
şi Carcaliu sunt prezentate în Tabelul 2.3. Deoarece energia accelerogramei Bucureşti-
Măgurele este concentrată în cele câteva pulsuri de amplitudine mare, pentru această 
înregistrare a rezultat o durată semnificativă ts sensibil mai mică decât la 
accelerograma Carcaliu. 

2.4 Răspunsul neliniar al structurii şi tipul mişcării seismice 

Deplasarea maximă a unui sistem elastic cu un singur grad de libertate dinamică este 
definită în mod univoc de spectrul elastic de deplasare. Deplasarea maximă a unui 
sistem inelastic poate fi mai mare sau mai mică decât cea corespunzătoare unei 
comportări elastice a sistemului (4/) Şi depinde printre altele de relaţia forţă-deplasare, 
nivelul forţei de curgere Fy faţă de cea elastică Fei, perioada proprie de vibraţie a 
sistemului şi tipul de mişcare seismică. în cazul unui sistem elastic-perfect plastic (vezi 
Figura 2.21) se pot face următoarele notaţii: 

(2.14) 
y 

M = ̂  (2.15) 

BUPT



24 2. Caracterizarea mişcării seismice 

unde este factorul de reducere al forţei datorat ductilităţii, / j este ductilitatea 
sistemului, Sy este deplasarea la curgere a sistemului inelastic. 

el 

5y 5ei 5|n 5 

Figura 2.21: Relaţia forţă-deplasare pentru un sistem elastic şi unul elastic-perfect plastic (EPP). 

Bazându-se pe analiza statistică a unor seisme californiene, Newmark şi Hali (1982) au 
propus binecunoscutele principii de "deplasare egală" (^„=4/, pentru perioade proprii 
de vibraţie T>Tc) şi "energie egală" {Ein=Eei, pentru perioade în domeniul de acceleraţie 
spectrală constantă, ceea ce implică deplasări inelastice mai mari decât cele elastice 
Sin>Sei). De aici, folosind definiţiile (2.14) şi (2.15), şi notaţiile din Figura 2.21, pot fi 
stabilite următoarele relaţii între R^ şi 

pentru T,<T<T^. 

R ^ ^ / j , pentru T>Tc 

(2.16) 

(2.17) 

în acest studiu perioada de colţ Tc a fost stabilită a fi în jur de 0.5 sec, şi a fost 
generalizată pentru mişcări seismice în general. 

1 0 -

OO 
tO 

O 

VR77-INC-NS, EPP 

2 
T,s 

Figura 2.22: Spectre ale raportului de deplasare inelastică Sin/Sei pentru 
înregistrarea VR77-INC-NS. 
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Studii ulterioare au recunoscut dependenţa relaţiei R r̂M (Ş' implicit a raportului S,n/Sei) 
de tipul terenului (Miranda, 1993 în Cuesta şi colab., 2003), sau, mai generalizat, de 
perioada de colţ Tc a mişcării seismice (Vidic şi colab., 1994). 

Influenţa perioadei colţ Tc a mişcării seismice asupra raportului Sin/Sei poate fi urmărită 
în Figura 2.22 pentru cazul componentei NS a înregistrării de la ÎNCERC Bucureşti a 
cutremurului vrâncean din 4 martie 1977, care prezintă spectrul rapoartelor Sin/Sei, 
calculate pentru sisteme cu un singur grad de libertate dinamică şi un comportament 
elastic-perfect plastic, şi diferite valori ale factorului de reducere R^. Se poate observa 
că deplasarea inelastică este aproximativ egală cu cea elastică pentru perioade mai 
mari decât perioada de colţ {Tc = 1.42 sec), dar este mult mai mare decât cea elastică 
pentru perioade mai mici decât Tc. Zona de tranziţie de la SJdei»"^ la variază 
în funcţie de R ,̂ dar se situează în jurul perioadei de colţ Tc. 

Acelaşi fenomen poate fi obsen/at, poate mai sugestiv, prin analiza dinamică 
incrementală (Vamvatsikos şi Corneli, 2002) a câtorva sisteme elastic-perfect plastice 
de perioade diferite. în acest tip de analiză, se determină răspunsul structurii pentru o 
serie de intensităţi ale mişcării seismice. Reprezentarea parametrilor de răspuns (de 
exemplu deplasarea maximă sau ductilitatea) împreună cu parametrul de intensitate a 
mişcării seismice (cum ar fi PGA, acceleraţia spectrală la perioada fundamentală a 
structurii PSA(Ti), sau multiplicatorul accelerogramei Ă) permite o evaluare a 
comportamentului structurii la nivele crescânde ale mişcării seismice. Procedura 
standard foloseşte multiplicatori scalari ai accelerogramei, ceea ce reprezintă o limitare 
a metodei, deoarece creşterea intensităţii unei mişcări seismice ar duce nu doar la 
creşterea amplitudinii, ci şi la modificări ale conţinutului de frecvenţe şi ale duratei. 
Totuşi, cel puţin în cazul unor sisteme cu un singur grad de libertate dinamică, aceiaşi 
procedură poate fi privită şi ca determinarea răspunsului unor structuri cu forţe de 
curgere Fy din ce în ce mai mici (R^ din ce în ce mai mari), pentru o accelerogramă 
dată. Astfel, dacă notăm multiplicatorul accelerogramei în pasul / cu Ă, = PGA-/PGA^ , 

unde PGAi este acceleraţia maximă a terenului în pasul /, iar PGAy este acceleraţia 
maximă a terenului pentru care structura atinge limita de curgere, se poate arăta că: 

' PGA^ PSA^ mPSA^ F^ 

unde PSAi şi PSAy sunt acceleraţia spectrală în pasul /, respectiv la curgere 
(proporţionale cu PGA într-un sistem elastic), m este masa sistemului, Feu şi Fy sunt 
forţa elastică în sistem la pasul /, respectiv la curgere, iar R^, este factorul de reducere 
datorat ductilităţii în pasul /. 

Rezultatele unei analize dinamice incrementale pentru înregistrarea VR77-INC-NS şi 
câteva sisteme elastic-perfect plastice cu perioade iniţiale diferite sunt prezentate în 
Figura 2.23. Se poate observa că pentru sisteme cu perioada iniţială mai mică decât 
Tc=^A2 sec (7=0.2, 0.5 şi 1.0 sec), reducerea chiar nesemnificativă a forţei de curgere 
faţă de forţa elastică duce la o creştere foarte rapidă a cerinţei de ductilitate 
echivalent cu colapsul structurii. Pentru perioade iniţiale mai mari decât Tc (7=1.5 şi 
2.0 sec), cerinţa de ductilitate în sistemul EPP creşte mai încet odată cu creşterea R ,̂ 
deplasările fiind chiar mai mici decât cele corespunzătoare unui sistem elastic. 
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VR77-INC-NS 

- - Elastic 
EPP, T=0.2 _ 

- - EPP, T=0.5 
- EPP,T=1 

EPP. T = 1 . 5 -
EPP, 1=2 

15 20 

Figura 2.23: Analiza dinamică incrementală pentru sisteme EPP cu perioade proprii de vibraţie 
cuprinse între 0.2 şi 2.0 sec, înregistrarea VR77-INC-NS. 
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Figura 2.24: Analiza dinamică incrementală pentru sisteme EPP, înregistrările 
VR86-CAR-EW, rc=0.31 (a) şi VR86-MAG-EW, Tc=0.97 (b). 

Din cauza complexităţii mişcării seismice, pot apărea abateri de la tendinţele descrise 
mai sus. De exemplu, pentru unele accelerograme pot fi observate creşteri rapide ale 
ductilităţii odată cu creşterea factorului de reducere nu numai la perioade mici, ci şi la 
perioade mai mari decât Tc (vezi de exemplu Figura 2.24a, pentru înregistrarea VR86-
CAR-EW, descrisă în capitolul 2.3). Aceasta se poate datora faptului că perioada de 
colţ Tc este un parametru relativ simplu, care nu descrie pe deplin conţinutul de 
frecvenţe al mişcării seismice. Cu toate acestea, valoarea Tc constituie un parametru 
important al degradărilor pe care le poate cauza un seism. Valori ridicate ale acestui 
parametru conduc la cerinţe inelastice mult mai mari unor clase de structuri cu 
perioada fundamentală de vibraţie mai mică decât 7c-

Mişcări seismice cu un conţinut bogat de frecvenţe în domeniul perioadelor de peste 1 
sec (respectiv cu Tc>^ sec), pot fi generate de: 
• terenurile foarte moi, aluvionare (cum sunt şi cele din estul, sudul şi centrul 

Bucureştiului, vezi Lungu şi colab., 1997), exemplu relevant fiind înregistrarea de la 
î n c e r c Bucureşti a cutremurului din 4 martie 1977, şi 
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• fenomenul de directivitate înainte, în cazul cutremurelor locale (componenta 
normală pe falie în cazul faliilor transcurente). 

Pentru verificarea acestor afirmaţii au fost analizate o serie de accelerograme din baza 
de date europeană (Ambraseys, n.d.), cuprinzând 496 componente orizontale ale unor 
cutremure cu magnitudini moment cuprinse între 6.5 şi 7.8. Dintre acestea au fost 
selectate accelerogramele cu acceleraţia efectivă de vârf de minim 0.9m/s^, care la 
rândul lor au fost împărţite în două seturi, funcţie de valoarea perioadei de colţ Tc. 
Mişcările seismice din primul set, cu valori ale Tc cuprinse între 0.3 şi 0.4 secunde, 
sunt prezentate în Tabelul 2.4, împreună cu caracteristicile acestora. Toate mişcările 
din această categorie sunt înregistrate pe rocă sau teren tare. Caracteristicile 
mişcărilor seismice din cel de-al doilea set, cu perioade de colţ Tc cuprinse între 1.1 şi 
1.7 secunde, sunt prezentate în Tabelul 2.5. Se poate observa că toate înregistrările cu 
perioadă de colţ mare au fost generate fie pe terenuri moi şi foarte moi, fie la distanţe 
relativ mici (sub 35 km) de falie. 

Aceste observaţii indică faptul că mişcările seismice cu perioada de colţ Tc de peste 1 
secundă (de tipul Vrancea 77), nu sunt cazuri izolate, şi pot fi generate fie de terenuri 
moi, aluvionare (eventual cuplate cu efecte de bazin sau topografice), fie în cazul 
efectului de directivitate înainte la cutremurele locale. 

Fenomenul de directivitate înainte s-a bucurat de o atenţie sporită din partea 
cercetătorilor în ultimul timp (Malhotra, 1999, Alavi, şi Krawinkier, 2000, Sasani, şi 
Bertero, 2000), din cauza mişcării seismice caracterizate de "un puls cu perioada lungă 
al acceleraţiei sau vitezei" şi a cerinţelor de deplasare/ductilitate ridicate observate 
pentru acest tip de mişcare seismică. Părerea autorului este că fenomenul care a 
generat cerinţe neobişnuit de mari pentru anumite structuri supuse la acest tip de 
accelerograme nu este pulsul în sine, ci perioada mare a acestuia, respectiv valoarea 
mare a perioadei de colţ Tc. Mişcările formate din mai multe "pulsuri", posibile în cazul 
unor terenuri foarte moi sau a efectelor de bazin, nu pot decât escalada efectul unui 
singur puls. 

Se aminteşte aici că perioada de colţ maximă pentru tipurile de teren "standard" (A-E) 
din norma antiseismică europeană Eurocode 8, 2003 este 0.8 secunde, mult sub cele 
observate în Tabelul 2.5. Pericolul unor mişcări seismice cu Tc de peste 1 secundă îl 
constituie cerinţa foarte mare de ductilitate impusă structurilor cu perioada 
fundamentală de vibraţie mai mică decât Tc. în această categorie de structuri ar putea 
intra de exemplu cadrele metalice necontravântuite de înălţime medie şi mică, a căror 
factori de reducere a forţelor seismice ar putea fi nejustificat de mari pentru mişcări 
seismice cu perioade de colţ Tc mari. 
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2.4 Răspunsul neliniar al structurii şi tipul mişcării seismice 
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30 2. Caracterizarea mişcării seismice 

2.5 Selectarea accelerogramelor 

Proiectarea curentă a structurilor în zone seismice se efectuează cu metode elastice 
de analiză, hazardul seismic fiind definit prin spectre de răspuns ale acceleraţiei, 
determinate pentru o anumită perioadă de depăşire anuală (sau interval mediu de 
recurenţă). Răspunsul elastic al unei structuri la acţiunea seismică este complet definit 
de spectrul de acceleraţie. în cazul în care este necesară evaluarea răspunsului 
dinamic al structurii în domeniul plastic, este necesară recurgerea la înregistrări 
seismice (accelerograme), care definesc complet o mişcare seismică (amplitudine, 
conţinut de frecvenţe şi durată). 

în general, normele de proiectare impun un număr minim de accelerograme care 
variază între trei şi şapte. Astfel, Eurocode 8 (2003) precizează un minim de trei 
înregistrări seismice, iar FEMA 356 (2000) conţine următoarele prevederi: 
• în cazul în care se aleg trei accelerograme (minim), se vor folosi valorile maxime ale 

parametrilor de răspuns (forţe, deplasări, etc.) 
• în cazul în care se folosesc şapte sau mai multe accelerograme, se pot folosi 

valorile medii ale parametrilor de răspuns. 

Accelerogramele selectate pentru analiza răspunsului seismic al unei structuri trebuie 
să caracterizeze în mod adecvat mişcările seismice posibile în amplasamentul dat, 
reflectând magnitudinea, mecanismul de focar, distanţa de la sursă la amplasament, 
condiţiile locale de amplasament, efectele de directivitate, etc. Selectarea unor 
înregistrări ale cutremurelor cu magnitudine apropiată de cea ţintă este importantă, 
deoarece aceasta afectează puternic conţinutul de frecvenţe şi durata mişcării 
seismice (Stewart şi colab., 2001). 

De obicei sunt preferate accelerogramele unor evenimente seismice istorice, dar 
adeseori astfel de înregistrări lipsesc pentru anumite zone, condiţii locale de 
amplasament, magnitudini, etc. în astfel de cazuri se poate recurge la generarea de 
accelerograme artificiale, compatibile cu un spectru ţintă. 

S-a arătat în capitolul 2.4 că răspunsul neliniar al structurilor este afectat în mod 
considerabil de raportul dintre perioada fundamentală de vibraţie a structurii Ti şi 
perioada de colţ a mişcării seismice Te- Pentru a putea evalua răspunsul dinamic 
neliniar al unor structuri la mişcări seismice cu valori substanţial diferite ale perioadei 
de colţ, au fost selectate două seturi de mişcări seismice ale cutremurelor vrâncene din 
04.03.1977, 30.08.1986 şi 30.05.1990. 

Tabelul 2.6: înregistrările seismice vrâncene pentru grupul de accelerograme T"c=0.5. 

Cutremur Magnitudinea 
moment, M^* Staţia Compo 

nenta 
Prescurtare 
înregistrare 

Vrancea, 
30.08.1986 7.2 

Bacău NS VR86-BAC-NS Vrancea, 
30.08.1986 7.2 Petreşti-Focşani EW VR86-PET-EW Vrancea, 
30.08.1986 7.2 

Vrâncioaia EW VR86-VRA-EW 

Vrancea, 
30.05.1990 6.9 

Bacău EW VR90-BAC-EW 
Vrancea, 
30.05.1990 6.9 Cernavodă EW VR90-CER-EW Vrancea, 
30.05.1990 6.9 Cernavodă NS VR90-CER-NS 
Vrancea, 
30.05.1990 6.9 

laşi NS VR90-IAS-NS 
* Ambraseys şi colab., (n.d.) 
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2.5 Selectarea accelerogramelor 31 

în primul set, notat cu 7c=0.5 (vezi Tabelul 2.6), au fost incluse şapte accelerograme, 
criteriul de selecţie al acestora fiind o acceleraţie efectivă de vârf minimă de 0.9 m/s^, şi 
Tc cuprinsă între 0.4 şi 0.6 secunde. 

Intenţia de selectare a celui de-al doilea set, notat cu 7c=1.4, a fost de a constitui un 
grup de şapte accelerograme cu perioada de colţ de aproximativ 1.4 secunde şi un 
EPA minim de 0.9m/s^ din sursa seismică Vrancea, dar nu au existat suficiente 
înregistrări care să satisfacă acest criteriu. Pentru a remedia această situaţie, au fost 
generate mişcări seismice semi-artificiale, conform unei proceduri descrise în 
continuare. 

Punct de pornire a servit programul SIMQKE-1 (Gasparini şi Vanmarcke, 1976), folosit 
pentru generarea de accelerograme artificiale compatibile cu un spectru ţintă. 
Procedura de calcul se bazează pe o relaţie între ordonatele spectrului de răspuns 
ţintă şi amplitudinile Fourier ale mişcării seismice de generat, propusă de Vanmarcke. 
Accelerograma este sintetizată prin suprapunerea sinusoidelor cu amplitudini 
determinate ca mai sus şi cu faze pseudo-aleatoare, şi prin multiplicarea semnalului 
staţionar obţinut în acest mod cu o funcţie reprezentând variaţia intensităţii 
accelerogramei cu timpul. Programul ajustează apoi ordonatele amplitudinilor Fourier 
pentru a îmbunătăţi concordanţa dintre spectrul ţină şi cel calculat. 

Această procedură a fost modificată pentru a genera accelerograme semi-artificiale, 
obţinute prin modificarea unor accelerograme existente astfel ca spectrul acestora să 
fie compatibil cu cel ţintă. în consecinţă, programul original SIMQKE-1 a fost modificat 
în felul următor: 
1. Se calculează amplitudinile şi fazele Fourier ale accelerogramei originale 

(înregistrate), printr-o transformată Fourier. 
2. Se foloseşte procedura SIMQKE-1 de ajustare a ordonatelor amplitudinilor Fourier 

pentru a îmbunătăţi concordanţa între spectrul ţintă şi cel calculat, păstrând fazele 
accelerogramei originale (în loc de faze pseudo-aleatoare). 

Tabelul 2.7: înregistrările seismice vrâncene pentru grupul de accelerograme 7c=1.4. 

Cutremur Magnitudinea 
moment, M^* Staţia Compo-

nenta 
Prescurtare 
înregistrare 

Vrancea, 
04.03.1977 7.5 Bucureşti - ÎNCERC NS VR77-INC-NS 

Vrancea, 
30.08.1986 7.2 

Bucureşti - EREN N10W VR86-ERE-N10W Vrancea, 
30.08.1986 7.2 Bucureşti - ÎNCERC NS VR86-INC-NS Vrancea, 
30.08.1986 7.2 

Bucureşti - Măgurele NS VR86-MAG-NS 

Vrancea, 
30.05.1990 6.9 

Bucureşti - Armenească S3E VR90-ARM-S3E Vrancea, 
30.05.1990 6.9 Bucureşti - ÎNCERC NS VR90-INC-NS 
Vrancea, 
30.05.1990 6.9 

Bucureşti - Măgurele NS VR90-MAG-NS 
* Ambraseys şi colab., (n.d.) 

Pentru a genera mişcările seismice similare cu înregistrarea VR77-INC-NS, au fost 
selectate şapte înregistrări din Bucureşti (vezi Tabelul 2.7), orientate aproximativ pe 
direcţia NS, cu EPA minim de 0.9m/s^. Prima dintre acestea, VR77-INC-NS a servit 
drept mişcare ţintă, următoarele şase fiind ajustate cu ajutorul versiunii modificate a 
programului SIMQKE-1 pentru a fi compatibile cu spectrul de răspuns al primei 
accelerograme (vezi Figura 2.25a). Cu toate că s-a specificat o abatere maximă de 
50% a spectrului calculat faţă de cel ţintă, în general cele două spectre au rezultat mult 
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32 2. Caracterizarea mişcării seismice 

mai apropiate, din cauza convergenţei rapide a algoritmului de ajustare a ordonatelor 
spectrale. Variaţia intensităţii în timp a fost modelată printr-o învelitoare compusă din 
trei ramuri: un polinom de ordinul doi pentru primele 5 secunde în care intensitatea 
creşte, un palier de 6 secunde, şi o funcţie exponenţială până la atingerea duratei 
totale de 40 secunde, în care intensitatea scade. 

8 
VR77-INC-NS 

8 
VR86-ERE-N10W 

on. 
— - semiart. 

O -
o 2 

T,s 
(a) 

Figura 2.25: Spectrul de acceleraţie ţintă, al înregistrării VR77-INC-NS (a), şi modificarea 
spectrului de acceleraţie al înregistrării VR86-ERE-N10W de către procedura de generare a 

mişcării semi-artificiale (b). 

Vrancea, 30.08.1986, Bucuresti-EREN, N10W 

on. 

0.5 
(O 

E 
(U 

GţO.44 — - semiart. 

O' ^ \ 

-0.5 

10 15 20 25 
timp, s 

30 35 40 

Figura 2.26: Modificarea vitezei înregistrării VR86-ERE-N10W de către procedura de generare 
a mişcării semi-artificiale. 

în Figura 2.25b este prezentat efectul ajustării înregistrării VR86-ERE-N10W asupra 
spectrului de răspuns al acceleraţiei, iar în Figura 2.26 asupra vitezei terenului. Se 
poate observa că au fost amplificate annplitudinile Fourier de perioadă de peste 1 
secundă, apropiate perioadei predominante a spectrului ţintă. 

Fiecărui grup de accelerograme i-a fost asociat un spectru de proiectare cu 0.5 
probabilitate de depăşire în format Eurocode 8, cu perioadele de control şi coeficientul 
de amplificare dinamică (2.5) determinate de Lungu şi colab, 2003 pentru condiţii 
specifice de teren mediu din Moldova (78=0.1, Tc=0.5, 70=3.0 sec) şi teren moale din 
Bucureşti (7s=0.15, 7c=1.5, 7D=2.0 sec). Mişcările seismice din fiecare grup au fost 
apoi scalate la spectrul de proiectare corespunzător, pentru a obţine aceiaşi arie sub 
curba de acceleraţie spectrală a spectrului de calcul { P S A e c s ) şi cea a înregistrării /' 
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2.6 Concluzii 33 

{PSAi) în intervalul de la 0.2 la 2.0 secunde. Astfel, pentru înregistrarea /, factorul de 
scalare este: 

0 2 / 0.2 

(2.19) 

Acest procedeu de scalare a accelerogrannelor asigură o micşorare a dispersiei 
rezultatelor unor analize dinamice neliniare, deoarece uniformizează spectrul de 
răspuns al accelerogramelor pe un interval larg de perioade. 

15 

10 

media 
media+std 
media-std 
ECS 

15 

10 

O. 

— media 
— - media+std 
— media-std 

— ECS 

Figura 2.27: Spectrul de acceleraţie mediu +/- o abatere standard pentru 
grupul Tc=0.5 sec (a), şi Tc=^A sec (b), 5% amortizare. 

Spectrele de proiectare ţintă, corespunzătoare unor acceleraţii maxime ale terenului de 
2.75m/s^ şi 2.25m/s^, pentru grupul T"c=0.5, respectiv Tc=^A, împreună cu media 
plus/minus o abatere medie statistică, sunt prezentate în Figura 2.27. în Anexa I se pot 
găsi caracteristicile accelerogramelor originale şi scalate, precum şi grafice ale 
acceleraţiei, vitezei şi spectrelor de acceleraţie pentru înregistrările considerate. 

2.6 Concluzii 

Fenomenele complexe care generează şi afectează mişcarea seismică, incluzând 
factorii de sursă, de propagare, de amplasament şi de interacţiune teren-structură, 
variabilitatea şi influenţa reciprocă dintre aceştia, fac prezicerea exactă a unor 
evenimente seismice viitoare de domeniul imposibilului. Totuşi, înţelegerea factorilor 
care afectează mişcarea seismică, cuplată cu evidenţierea caracteristicilor care 
controlează răspunsul elastic şi inelastic al structurilor inginereşti sunt de real folos, 
ajutându-ne sa construim structuri mai sigure pe viitor. 

Pe lângă parametrii de amplitudine care sunt folosiţi pe larg pentru caracterizarea 
înregistrărilor seismice, conţinutul de frecvenţe al accelerogramelor, în relaţie cu 
perioada fundamentală de vibraţie T a structurii este deosebit de important pentru 
răspunsul neliniar al structurii. O modalitate simplă de cuantificare a conţinutului de 
frecvenţe a unei accelerograme este prin perioada de control/colţ 7c. Cerinţa de 
ductilitate a unei structuri este în strânsă legătură cu perioada de colţ (mai exact cu 
raportul T/Tc) şi cu factorul de reducere a forţelor seismice. Aspectul important al 
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34 2. Caracterizarea mişcării seismice 

fenomenului constă în cerinţe foarte mari de ductilitate pentru structurile cu perioada 
mai mică decât perioada de colţ {T/Tc subunitar). 

Mişcări seismice cu perioada de colţ Tc relativ mare (faţă de valorile întâlnite în 
majoritatea normelor de proiectare antiseismică) pot fi generate de: (1) terenurile foarte 
moi (cazul înregistrării Bucureşti-INCERC a cutremurului Vrancea 1977), eventual 
cuplate cu efecte de bazin şi (2) efectul directivităţii înainte în cazul unor cutremure 
locale. 

Pentru evaluarea răspunsului dinamic neliniar al unor structuri duale în cadrul acestei 
lucrări, au fost formate două seturi de înregistrări a câte şapte accelerograme, istorice 
şi semi-artificiale. Cele două seturi corespund sursei seismice Vrancea şi unor condiţii 
de teren diferite: teren mediu cu 7c=0.5 şi teren moale cu 7c=1.4 secunde. 
Accelerogramele au fost asociate unor spectre de proiectare în format Eurocode şi 
scalate la acestea pe un interval larg de perioade (de la 0.2 la 2.0 secunde) pentru 
reducerea dispersiei unor analize dinamice neliniare. 

BUPT



CAPITOLUL 3 

NORME DE PROIECTARE ANTISEISMICĂ 

3.1 Introducere 

Prezentul studiu analizează prevederile unor norme de proiectare antiseismică din 
Europa, Japonia şi SUA. Sunt considerate diverse aspecte ale prevederilor normative, 
pornind de la determinarea încărcărilor seismice (forţa tăietoare de bază) şi terminând 
cu criteriile de proiectare. în acest ultim caz au fost studiate doar clădirile cu structură 
metalică, cu precădere cadrele metalice necontravântuite. Au fost analizate 
următoarele normative de proiectare antiseismică: 
• Eurocode 8 - Design provisions for earthquake resistance of structures. CEN 

European Committeefor Standardisation, octombrie 1994 (EC8-94). 
• Norme Francaise. Regles de construction parasismique PS92. Association 

Francaise de Normalisation (AFNOR), 1995 (PS92). 
• Normativ pentru proiectarea antiseismică a construcţiilor de locuinţe, social-

culturale, agrozootehnice şi industriale. Ministerul lucrărilor publice şi administrării 
teritoriului, aprilie 1992 (P100-92). 

• Uniform Building Code, Volume 2, Structural Engineering Design Provisions. 
International Conference of Building Officials, Whittier, California, USA (UBC-97). 

• Seismic Provisions for Structural Steel Buildings. American Institute of Steel 
Construction, Inc. Chicago, Illinois, USA, 1997 (AISC-97). 

• Standard for Limit State Design of Steel Structures (draft). Architectural Institute of 
Japan, 1990 (AIJLSD-90). 

• Recommendations for Loads on Buildings. Architectural Institute of Japan, iunie 
1993 (AIJL-93). 

Unele dintre norme nu reprezintă ultimele variante, din cauza lipsei traducerilor în 
engleză (cazul normei japoneze). Pe de altă parte, normele americane sunt cele mai 
recente, şi încorporează o parte din informaţiile acumulate în urma seismelor de la 
Northridge (1994) şi Hyogoken-Nanbu (1995). Este de menţionat faptul că AISC-97 şi 
AIJLSD-90 sunt prevederi seismice doar pentru structurile metalice, definiţia acţiunii 
seismice fiind tratată sumar (cazul AIJLSD-90), sau făcându-se referinţă la alte norme 
(cazul AISC-97). Astfel, A IJL -93 şl UBC-97 sunt într-un fel complementare celor două 
norme specificate anterior (AIJLSD-90, respectiv AISC-97). 

Toate normele studiate folosesc metoda stărilor limită pentru verificarea siguranţei 
structurilor, utilizând totuşi diferite nomenclaturi (LRFD - "metoda factorilor acţiunii şi 
rezistenţei" în cazul normelor americane şi metoda stărilor limită în celelalte cazuri), dar 
şi diferite formate de verificare. Astfel, Eurocode 8 foloseşte un format de verificare de 
ordinul 1, iar normele japoneze un format de verificare de ordinul 2, (Kato, 1995). O 
comparaţie directă a normelor este dificilă în această situaţie, în special pentru că 
majoritatea lor nu conţin comentarii asupra prevederilor considerate. 

35 
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36 3. Norme de proiectare antiseismică 

3.2 Scopul normelor antiseismice 

Este importantă înţelegerea scopului unui standard de proiectare antiseismică pentru 
a-i urmări în profunzime prevederile. Scopul primar al tuturor normelor în discuţie este 
cel de protejare a vieţii. Totuşi, modul în care este prezentat acesta, cât şi alte scopuri, 
pot duce la o înţelegere mai adâncă a specificaţiilor din cadrul normelor (Mcintosh şi 
Pezeshk, 1997). 

EC8-94 are ca obiect proiectarea şi construcţia clădirilor şi a construcţiilor civile în zone 
seismice. Scopul acestuia este de a asigura, în cazul unui eveniment seismic, 
următoarele: 
• protejarea vieţilor omeneşti 
• limitarea degradărilor construcţiilor 
• structurile importante pentru protecţia civilă rămân operaţionale 

Scopul principal al PS92 este de a proteja viaţa oamenilor, cu o probabilitate mică de 
colaps structural pentru valori nominale ale acţiunii seismice. Un alt obiectiv important 
este limitarea pierderilor materiale, dar în acelaşi timp sunt admise incursiuni plastice 
importante pentru materialele structurale. Un număr de clădiri mai puţin importante pot 
fi ireparabile după un seism nominal. Norma stipulează că obiectivul ei este proiectarea 
construcţiilor civile la acţiunea unor seisme severe, în regiuni de înaltă seismicitate, 
pentru a le conferi un comportament global satisfăcător şi a proteja viaţa oamenilor. în 
acelaşi timp se încearcă limitarea pierderilor materiale. 

Normativul P100-92 are ca scop limitarea degradărilor precum şi preîntâmpinarea 
cedărilor elementelor structurale şi ne-structurale, echipamentelor şi sistemelor, pentru: 
• a evita pierderile de vieţi omeneşti sau răniri 
• a preîntâmpina întreruperea activităţilor şi serviciilor esenţiale, astfel încât activităţile 

sociale şi economice să poată fi continuate în timpul şi imediat după seism 
• a evita degradarea şi avarierea valorilor culturale şi artistice importante 
• a evita scurgeri de materiale periculoase (toxice, explozibile, etc.) 
• a limita pierderile materiale 

UBC-97 este o normă model completă, scopul ei fiind protejarea împotriva cedărilor 
majore structurale şi a pierderii de vieţi omeneşti, şi nu de a limita distrugerile sau de a 
asigura funcţiunea acestora. 

Prevederile AISC-97 se declară pentru proiectarea şi construcţia elementelor 
structurale şi a îmbinărilor din oţel pentru sisteme rezistente la acţiunea seismică, la 
clădiri pentru care forţele de calcul au fost determinate pe baza unor nivele de disipare 
a energiei prin incursiuni în domeniul plastic. 

A I J L S D - 9 0 conţin prevederi de proiectare anti-seismică specifice calculului la stări limită 
a structurilor din oţel. Corpul prevederilor nu conţin obiective declarate explicit. 

A I J L - 9 3 are ca obiect estimarea încărcărilor pentru construcţii obişnuite şi structuri 
similare, sau a părţilor acestora. Gradul de siguranţă şi de funcţiune se determină pe 
baza cerinţelor de ordin social şi economic. 
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Atât AISC-97 cât şi AIJLSD-90 sunt dedicate cerinţelor de proiectare anti-seismică a 
structurilor metalice. Intensitatea acţiunii seismice se determină din alte surse. Restul 
normelor încorporează (sau sunt dedicate) determinării încărcărilor seismice. 

După cum s-a menţionat anterior, scopul major al acestor norme este de a proteja viaţa 
oamenilor. Toate normele admit un oarecare grad de distrugeri ale structurilor sub 
efectul acţiunii seismice. U B C - 9 7 este cel mai puţin restrictiv în ceea ce priveşte 
limitarea distrugerilor. P S 9 2 declară limitarea distrugerilor printre scopurile sale, dar 
recunoaşte în acelaşi timp că unele structuri vor ceda sub acţiunea unui seism de 
calcul. Şi E C 8 - 9 4 declară limitarea distrugerilor, dar reaminteşte că atingerea 
scopurilor sale este măsurabilă doar în termeni probabilistici. Limitarea distrugerilor şi 
evitarea cedărilor structurale sunt declarate de către P 1 0 0 - 9 2 . Normele japoneze A IJL-

93 sunt cele mai puţin specifice, referindu-se foarte general la "cerinţe de ordin social şi 
economic". 

3.3 Metode de analiză 

Metodele de analiză statică echivalentă, modală şi dinamică neliniară ("time-history") 
sunt prezente în toate normele, cu excepţia AIJLSD-90, care specifică doar metoda 
statică echivalentă. PS92 nu menţionează analiza dinamică neliniară, iar EC8-94 
permite încă două metode, folosind spectrul de putere şi analiza în domeniul de 
frecvenţă, fără a le descrie. P100-92 specifică metodele dinamică elastică şi neliniară, 
cât şi cea statică neliniară (de tip "pushover"), pe lângă cele uzuale. 

Alegerea tipului de analiză depinde în general de regularitatea structurii, posibilitatea 
de a neglija influenţa modurilor superioare de vibraţie, şi uneori importanţa clădirii. 
Metoda implicită de analiză este cea statică echivalentă pentru UBC-97 şi AIJLSD-90 şi 
cea modală pentru EC8-94, PS92, P100-92 şi AIJL-93. Normele americane impun 
calculul anumitor structuri prin metode dinamice, incluzând aici metoda modală şi cea 
dinamică liniară. Singura normă care impune o analiză dinamică neliniară pe lângă cea 
modală este AIJL-93, CU toate că nu sunt prezentate caracteristicile acestui tip de 
analiză, cum ar fi alegerea accelerogramelor, cerinţe de modelare şi de interpretare a 
rezultatelor. Unele prevederi de acest gen sunt prezente în EC8-94 şi în UBC-97. 

EC8-94 alege metoda simplificată de analiză pentru structurile regulate în plan şi pe 
înălţime, cu o limitare a perioadei proprii de vibraţie. PS92 cere o regularitate 
structurală şi posibilitatea de a reduce modelul structurii la o consolă cu mai multe 
grade de libertate. Zona seismică, înălţimea şi regularitatea structurală sunt principalii 
parametri care permit folosirea metodei statice echivalente în UBC-97. Metoda statică 
echivalentă este singura acoperită în AIJLSD-90. Alegerea metodei de analiză în AIJL-93 
este guvernată de regularitatea structurală, categoria de importanţă a structurii, 
sistemul structural, şi necesitatea de a considera componenta verticală a mişcării 
seismice. Neregularitatea şi înălţimea structurii sunt factorii care recomandă o analiză 
statică sau dinamică neliniară în P100-92. 

O caracteristică specifică a prevederilor japoneze este că analiza structurală la starea 
limită ultimă este efectuată printr-un calcul plastic pentru anumite tipuri de structuri. 
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3.4 Forte seismice echivalente t 

Metoda implicită de analiză în U B C - 9 7 şi A I J L S D - 9 0 este cea statică echivalentă, EC8-
9 4 şi P S 9 2 se reduc şi ele uşor la această metodă. Numai A I J L - 9 3 şi P 1 0 0 - 9 2 au 
metoda spectrală ca metodă implicită. Ca urmare în acest studiu s-a folosit metoda 
statică echivalentă pentru compararea formulărilor diferitelor norme, cu excepţia 
normelor A I J L - 9 3 şi P 1 0 0 - 9 2 , unde s-a folosit analiza modală. 

în general sunt folosite două metode pentru determinarea forţelor seismice echivalente 
pe structură: 
• metoda directă, în care forţele sunt determinate direct pentru fiecare nivel (fiecare 

grad de libertate), şi 
• metoda indirectă, atunci când se determină mai întâi forţa tăietoare de bază, care 

este distribuită apoi pe nivelele (gradele de libertate) ale structurii. 

Determinarea forţelor seismice echivalente este prezentată într-un mod imperativ în 
majoritatea normelor anti-seismice. Principiile folosite de către autorii normelor la 
întocmirea acestora sunt prezentate foarte sumar sau nu sunt prezentate deloc. De 
asemenea, numărul mare de formulări şi concepte din diferite norme face comparaţia 
dificilă. De multe ori aspecte diferite ale problemei sunt prezentate prin coeficienţi 
similari. Din aceste considerente, accesul la bazele teoretice ale normelor ar fi 
binevenită, dar de cele mai multe ori nu este posibilă. 

în cazul analizei statice echivalente, forţa seismică de bază Ftot se calculează, în cele 
mai multe norme conform, următoarei forme generale (Paulay şi colab., 1997): 

L̂TOT ( 3 . 1 ) 

unde coeficienţii au următoarea semnificaţie: 
• ai\ Coeficientul zonei seismice. Majoritatea ţărilor sunt împărţite în zone seismice, 

caracterizate de coeficienţi specifici. Multiplicând acest coeficient cu valoarea de 
bază a acceleraţiei terenului, se obţine acceleraţia maximă de proiectare a 
amplasamentului. 

• ^2: Coeficientul dinamic ţine cont de faptul că răspunsul structurii este de obicei mai 
mare decât excitaţia la bază. El depinde de perioada de vibraţie a structurii şi de 
forma generală a spectrului de răspuns. 

• as. Coeficientul terenului de fundare. Terenul poate fi implicat într-o mişcare de 
oscilaţie independentă, astfel încât amplitudinile şi frecvenţele de la baza structurii 
sunt substanţial diferite de cele de la roca de bază. De aceea, acceleraţia la baza 
structurii va fi afectată de un coeficient al terenului de fundare, care depinde de 
caracteristicile dinamice ale terenului (rigiditate, grosimea straturilor, perioada de 
vibrare a straturilor de teren) şi perioada de vibrare a structurii. 

• a/. Coeficientul de amortizare ţine cont de diferenţa dintre coeficientul de amortizare 
al structurii şi cel folosit la determinarea spectrului şi care este de obicei egal cu 5% 
din amortizarea critică. 

• as'. Coeficientul de reducere a acţiuni seismice. Un comportament ductil al structurii 
are ca efect o reducere a forţelor seismice echivalente. în unele norme este folosit 
inversul acestui coeficient {Mas). 

• ae'. Factorul de risc. O estimare medie a degradărilor sugerează căi de reducere a 
costului total (iniţial plus cel de reparaţie). Atunci când degradările estimate sunt 
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excesive, forţa seismică echivalentă este amplificată prin factorul de risc, 
amplificând perioada de revenire a seismului de calcul. 

• af. Factorul de importanţă. Este folosit pentru amplificarea forţelor seismice pentru 
construcţiile a căror integritate este vitală în timpul seismelor. Ţinând cont de faptul 
că factorul de risc are acelaşi efect ca cel de importanţă, aceşti doi factori sunt 
adesea consideraţi printr-un singur coeficient. 

• ao: Acceleraţia terenului este considerată valoare de referinţă a acceleraţiei 
terenului la roca de bază. 

• M: Masa clădirii corespunde încărcărilor permanente şi a unei fracţiuni din cele 
variabile. 

Coeficienţii de mai sus se pot suprapune parţial sau total, alţii sunt înglobaţi în 
coeficienţi unici, funcţie de procedeul de calcul, respectiv de normă. Este important de 
menţionat faptul că folosind unii din coeficienţii definiţi mai sus (cum ar fi cei de risc şi 
importanţă) se modifică perioada de revenire a seismului de calcul, fără ca acest fapt 
să fie evident. 

Majoritatea coeficienţilor folosiţi la evaluarea forţelor seismice echivalente sunt valabili 
şi pentru analizele modale sau dinamice neliniare. O sinteză a procedurilor de calcul a 
forţei seismice echivalente şi a coeficienţilor ao - a j este prezentată în Tabelul 3.3. 
Următoare aspecte de calcul anti-seismic au fost considerate în lucrare: 

Spectrele de răspuns, ca şi caracteristici ale mişcării seismice 
Formularea forţelor seismice laterale, direct sau prin spectrul de răspuns 
Coeficienţii ao - ay definiţi mai sus 
Perioada de revenire a seismului de calcul 
Legi empirice pentru determinarea perioadei proprii de vibraţie pentru analiza 
simplificată 
Efectele amplificării topografice, în cazul în care sunt prezente 
Efectele de torsiune de care urmează să se ţină seama la analiza simplificată 
Evaluarea deplasărilor inelastice sub acţiunea seismului de proiectare 
Componenta verticală a acţiunii seismice 
Modul în care se ţine cont de efectele de ordinul doi {P-A) 
Combinarea componentelor orizontale şi verticale a mişcării seismice 
Determinarea masei seismice 
Combinaţia de încărcări folosite în gruparea seismică 

3.4.1 Acceleraţia terenului 

Seismicitatea ţărilor în care sunt aplicate normele în discuţie este diferită, de aceea 
este de aşteptat ca acceleraţia maximă a terenului să varieze substanţial de la o normă 
la alta. în acelaşi timp, normele nu adoptă aceiaşi perioadă de revenire a cutremurului 
de referinţă şi nici formatul de verificare, de unde rezultă definiţii diferite ale valorilor 
caracteristice ale acţiunii seismice. 

EC8-94 introduce un concept relativ nou de acceleraţie efectivă de vârf (EPA) în loc de 
acceleraţie maximă a terenului (PGA) pentru a caracteriza acţiunea seismică, dar 
recunoaşte că nu există definiţii şi tehnici unice pentru determinarea acesteia. EPA 
reprezintă o încercare de a compensa incapacitatea unui singur maxim al acceleraţiei 
(PGA) să descrie potenţialul de distrugere a unei accelerograme. în plus faţă de zona 
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seismică şi perioada de revenire, PS92 stabileşte acceleraţia maximă a terenului Sn şi 
în funcţie de clasa de risc a construcţiei proiectate. P100-92 consideră perioade de 
recurenţă a cutremurului de proiectare diferite pentru sursa Vrancea (50 ani) şi pentru 
celelalte surse (100 ani). 

Tabelul 3.1: Comparaţia între valorile maxime ale acceleraţiei de vârf a terenului. 

EC8-94 PS92 PI 00-92 UBC-97 AIJLSD-90 AIJL-93 
acceleraţia maximă 
a terenului, PGA 0.35 g «0.36 g 0.32 g 0.4 g 0.2 g 0.29 g 

(0.18 g) 

perioada de revenire 475 ani nu se 
specifică 

50 (100) 
ani 475 ani 50 ani 100 ani 

coeficientul parţial 
de siguranţă pentru 
acţiunea seismică 
(SLU) 

1.0 1.0 1.0 1.0 2.0 2.6 

acceleraţia maximă 
afectată de 
coeficientul parţial 
de siguranţă 

0.35 g 0.36 g 0.32 g 0.4 g 0.4 g 0.75 g 
(0.48 g) 

* Clasa "B" de construcţii - risc curent 

Pentru a elimina influenţa factorilor parţiali de siguranţă (care variază între 1.0 şi 2.6) şi 
a perioadelor de revenire (variind între 50 şi 475 ani), acceleraţia maximă a terenului a 
fost multiplicată cu factorii parţiali de siguranţă pentru gruparea seismică. Acceleraţiile 
maxime ale terenului specificate în norme pentru amplasamentul de referinţă (de obicei 
rocă) şi pentru perioada de revenire de referinţă sunt prezentate în Tabelul 3.1. 

Se poate observa că valorile acceleraţiei maxime a terenului, afectate de factorul 
parţial de siguranţă, au mărimi apropiate, cu excepţia A I J L - 9 3 , la care acceleraţia 
scalată este de aproape două ori mai mare decât la norma japoneză mai veche A I J L S D -

90 (spectrele acestei norme se pare că sunt identice cu cele din Legea Japoneză 
Standard pentru Construcţii - BSL). în acelaşi timp, într-un comentariu al A I J L - 9 3 se 
specifică o valoare a acceleraţiei de 1.8 m/s^ atunci când se compară coeficienţii 
seismici din această normă cu cei din BSL (0.2 g). Din cauza lipsei de informaţii mai 
detaliate cu privire la zonarea seismică a Japoniei, cât şi a modului de calcul al 
coeficienţilor parţiali de siguranţă, această din urmă valoare, de 1.8 m/s^ (0.48 g când 
este multiplicată cu coeficientul parţial de siguranţă), a fost adoptată pentru comparaţia 
forţelor tăietoare de bază din norme. 

3.4.2 Coeficientul de amplificare dinamică 

Acest coeficient este uneori considerat împreună cu factorul de teren, şi nu poate fi 
separat de acesta, dar de regulă este acelaşi în toate normele, cu o valoare implicită 
de 2.5. 

3.4.3 Factorul de teren 

EC8-94 şi PS92 clasifică tipurile de amplasament funcţie de descrierile geotehnice şi 
grosimea straturilor de teren. Grosimea straturilor de teren nu este folosită atât de 
extensiv în UBC-97, iar AIJLSD-90 şi A I J L - 9 3 oferă doar descrieri generice ale tipurilor 
de teren. EC8-94 şi UBC-97 folosesc în plus şi viteza undelor de forfecare pentru 
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delimitarea tipurilor de teren. Influenţa profilului terenului asupra spectrului de răspuns 
de calcul poate fi asociată cu câteva fenomene: extinderea platoului de acceleraţie 
spectrală maximă, modificarea acceleraţiei maxime a terenului şi a coeficienţilor de 
amplificare pentru domeniul de acceleraţie spectrală constantă. Primul aspect este 
tratat în mod uniform de norme: pentru terenurile mai slabe platoul este extins în 
domeniul perioadelor lungi. în schimb cel de-al doilea aspect este tratat diferit: EC8-94 
şi PS92 specifică acceleraţii maxime şi coeficienţi de amplificare reduşi pentru 
terenurile slabe, AIJLSD-90 păstrează constant aceşti parametri, iar UBC-97 (cu 
excepţia tipului de teren Se) şi A I J L - 9 3 specifică parametri sporiţi pentru terenurile mai 
slabe. EC8-94 prevede factori de modificare a acceleraţiei spectrale între 0.9 şi 1, 
PS92 - între 0.8 şi 1.0, UBC-97 - între 0.8 şi 1.1 (pentru Z=0.4), iar A I J L - 9 3 - între 1 şi 
1.2. Spre deosebire de celelalte norme, factorii de amplificare din UBC-97 depind nu 
numai de tipul terenului, ci şi de zona seismică (Kircher, 1998), reflectând cel mai fidel 
dependenţa perioadei de colţ şi a factorilor de amplificare de intensitatea mişcării 
seismice. 

Tabelul 3.2: Clase de teren de referinţă şi descrierea acestora. 

Norma Tip teren Descriere teren 

EC8-94 A 

- rocă sau alte formaţiuni geologice caracterizate de o viteză a 
undelor de forfecare \/S de cel puţin 800 m/s, cu cel mult 5 m de 
material mai slab la suprafaţă 
- Depuneri rigide de nisip, pietriş sau argilă supraconsolidate, de cel 
puţin câteva zeci de metri grosime, caracterizate de o creştere 
treptată a caracteristicilor mecanice cu adâncimea şi valori ale î s de 
cel puţin 400 m/s la o adâncime de 10 m 

PS92 SO 
- rocă (teren de referinţă) 
- teren cu rezistenţă bună şi foarte bună cu o adâncime de cel mult 
15m 

P100-92 Tc=0.7 nu există 

UBC-97 SB rocă, caracterizată de o viteză a undelor e forfecare \/s de 760 la 
1500 m/s 

AIJLSD-90 tip 1 teren tare 
AIJL-93 t ip/ teren de referinţă (tare) 

Un caz aparte îl constituie PI 00-92, care nu specifică parametri care să ţină cont de 
tipul terenului, dar care specifică caracteristicile dependente de amplasament 
(perioada de colţ) pe o hartă de zonare seismică. în acelaşi timp, valoarea maximă a 
perioadei de colţ Tc din normativul românesc este mult mal mare decât în celelalte 
norme. Tabelul 3.2 prezintă clasele echivalente ale terenului de referinţă din normele 
studiate şi descrierile acestora, lipsa acestuia fiind înlocuită cu terenul "tare". 

3.4.4 Factorul de amortizare 

EC8-94, PS92 şi A I J L - 9 3 iau în considerare amortizarea diferită de 5% prin diverse 
expresii analitice, iar UBC-97, PI 00-92 şi AIJLSD-90 nu oferă metode în acest sens. 

3.4.5 Factorul de reducere 

Toate normele acceptă răspunsul inelastic al structurilor la acţiunea seismică de calcul, 
pentru disiparea energiei seismice, prin considerarea factorului de reducere a forţelor 
seismice (factorul de comportare). 
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Aspectul dependenţei de perioada de vibraţie este de obicei încorporat în spectrul de 
răspuns. Factorul de reducere propriu-zis este specificat direct în norme funcţie de tipul 
materialului folosit, tipul structurii, capacitatea de redistribuţie a eforturilor şi 
capacitatea de deformare plastică a elementelor. Factorul de reducere poate fi împărţit 
în trei componente, caracterizând: 
• ductilitatea sistemului structural 
• suprarezistenţa 
• redundanţa 

Definiţia suprarezistenţei este deseori ambiguă, ultimii doi termeni fiind adeseori 
comasaţi într-unui singur. UBC-97 este singura normă care defineşte explicit factorul 
de suprarezistenţă. EC8-94 defineşte factorul de reducere a forţelor seismice q astfel: 

q ^ Q r . . - ^ (3-2) 

unde qmin este valoarea minimă asociată cu performanţa structurii (ductilitatea 
sistemului); ai - multiplicatorul forţelor seismice orizontale corespunzător formării 
primei articulaţii plastice în structură; Uu - multiplicatorul forţelor seismice orizontale 
corespunzător formării unui număr suficient de articulaţii plastice pentru dezvoltarea 
instabilităţii structurii. Cu toate acestea, raportul a j a i nu este definit explicit ca şi factor 
de suprarezistenţă sau redundanţă. Aceiaşi procedură este folosită de PS92, dar 
factorul a j a i este denumit ca factor de redundanţă. 

P100-92 defineşte un singur parametru pentru reducerea forţelor seismice i/. Pentru 
cazul structurilor cu concentrări nefavorabile de eforturi, sau atunci când capacitatea 
de deformare plastică nu este asigurată, eforturile rezultate din analiză se majorează 
cu un factor de 1.5 - 3.0. 

Normele americane specifică atât factorii de redundanţă, cât şi cei de suprarezistenţă. 
Factorul de comportare este dat prin coeficientul R, care reprezintă suprarezistenţa 
inerentă sistemului şi ductilitatea globală a structurii. Se specifică faptul că valorile 
coeficientului R reprezintă maxime. Acest coeficient se va reduce în două cazuri. în 
primul rând, atunci când structura nu posedă suficientă redundanţă la acţiunea forţelor 
laterale, acesta se va reduce cu coeficientul de redundanţă/fiabilitate p. în al doilea 
rând, pentru combinaţia seismică specială, ca o măsură de a proteja elementele care 
pot ceda într-o manieră fragilă (stâlpi, îmbinările de continuitate la stâlpi) sau pentru 
protejarea împotriva răsturnării structurii, se foloseşte coeficientul de suprarezistenţă 
A . 

Norma japoneză A IJLSD-90 defineşte un singur factor de reducere DS. Totuşi, 
fenomenul de suprarezistenţă/redundanţă este considerat în mod implicit atunci când 
este efectuată analiza plastică pentru anumite tipuri de structuri (cadre tip S-l şi S-II). 

3.4.6 Factorul de risc/importanţă 

Nici una dintre normele considerate nu fac distincţie între factorii de risc şi cei de 
importanţă. P S 9 2 încorporează factorul de risc/importanţă în valoarea acceleraţiei 
nominale a terenului. A IJLSD-90 nu specifică nici o clasificare a structurilor din punctul 
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de vedere al riscului/importanţei, după cum nu o face nici A I J L - 9 3 , dar aceasta din 
urmă cere "un echilibru între siguranţă şi economie". 

3.4.7 Spectrele de răspuns 

într-un fel sau altul, toate normele definesc acţiunea seismică printr-un spectru de 
răspuns al acceleraţiei, pentru 5% amortizare vâscoasă (valoare care nu este 
specificată în P 1 0 0 - 9 2 şi A I J L S D - 9 0 ) . Expresiile analitice folosite pentru definirea 
spectrelor sunt diferite, dar forma curbelor este în mare aceiaşi, cu toate că mult 
simplificată în P 1 0 0 - 9 2 . Unele norme fac distincţie între spectrul elastic ce 
caracterizează mişcarea seismică pe amplasamentul de referinţă, şi spectrul de calcul, 
în general, spectrul de răspuns de calcul este modificat faţă de cel elastic pentru a ţine 
cont de comportarea inelastică a structurilor cu mai multe grade de libertate faţă de cea 
a sistemului elastic cu un grad de libertate folosit la determinarea spectrului elastic. 
Două aspecte sunt de menţionat aici. în primul rând, spectrele de calcul ţin cont de 
faptul că în domeniul perioadelor scurte beneficiile aduse de deformaţiile inelastice nu 
pot fi utilizate, ceea ce este echivalent cu valori reduse ale factorului de comportament, 
în al doilea rând, pentru structurile înalte şi complexe, creşte numărul modurilor de 
vibrare care pot duce la cedări locale severe. Deoarece aceste structuri sunt 
predispuse la concentrări ale cerinţelor de ductilitate în zone izolate ale structurii, şi 
sunt mai sensibile la efectele de ordinul doi, normele adoptă în general valori mai 
conservatoare ale ordonatelor spectrale în domeniul perioadelor lungi (Mazzolani şi 
Piluso, 1 9 9 6 ) . 

EC8-94 defineşte două spectre: unul elastic {Se(T) - format din patru ramuri) şi cel de 
calcul {Sd(T) - de asemenea patru ramuri), vezi Figura 3.1. Spectrul elastic este de risc 
uniform cu o probabilitate de depăşire de 50% pentru toate perioadele şi 
caracterizează acţiunea seismică în amplasamentul considerat. în cazul în care sunt 
folosite accelerograme sintetice, acestea vor fi generate pe baza spectrului elastic. 
Pentru proiectare se foloseşte un spectru de calcul, care încorporează factorul de 
comportare q. Se ţine cont de reducerea factorului de comportare pentru perioadele 
scurte {T<TB) şi ordonate spectrale amplificate în domeniul perioadelor lungi 
(parametrii k^i şi kdz)- Se mai specifică o valoare minimă a acceleraţiei spectrale pentru 
spectrul de calcul. 

PS92 defineşte două spectre; cel elastic {R(T) - format din 4 ramuri) şi cel de calcul 
{RD(T) - format din 3 ramuri), vezi Figura 3.2. Spectrul elastic este folosit doar pentru 
cazul unor analize multi-modale complete a unor structuri proiectate să răspundă 
elastic la seismul de calcul. Analiza simplificată şi cea multi-modală, care ţine cont de 
răspunsul inelastic al structurii, se bazează pe spectrul de calcul, care are ordonate 
amplificate faţă de spectrul elastic în domeniu perioadelor scurte şi lungi. Aceste 
modificări au intenţia să ţină cont într-o manieră simplificată de răspunsul inelastic al 
structurii. Factorul de comportare q nu face parte din spectrul de proiectare, dar forţele 
de calcul urmează se fie reduse cu acest factor. 

PI00-92 defineşte un singur spectru - cel de calcul. Este compus din trei ramuri liniare, 
forma spectrului fiind mult simplificată faţă de celelalte normative. Este unul din cele 
mai consen/atoare spectre în domeniul perioadelor lungi, din cauza unei valori a 
perioadei de colţ Tc mult peste prevederile altor norme (până la 1.5 secunde). Aceasta 
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se datorează caracteristicilor mişcării seismice vrâncene cuplate cu cele ale terenurilor 
foarte moi din Bucureşti, care au generat mişcări seismice cu un conţinut bogat de 
frecvenţe în domeniul perioadelor lungi, în special la cutremurele din 1977 si 1986. 
Spectrele elastice şi cele de calcul din PI00-92 sunt prezentate în Figura 3.3. 

UBC-97 are un spectru elastic SA definit de trei ramuri. Acest spectru se va folosi 
pentru analizele dinamice (multi-modale). Spectrul de calcul pentru analiza statică 
echivalentă (două ramuri) este afectat de factorul de comportare R. Şi acesta 
presupune un platou constant în domeniul perioadelor scurte şi o limitare a acceleraţiei 
spectrale minime în domeniul perioadelor lungi (vezi Figura 3.4). 

A I J L S D - 9 0 defineşte un singur spectru - cel de proiectare (3 ramuri). Acesta nu conţine 
factorul de comportare, şi nici o limitare a acceleraţiilor spectrale minime. Acceleraţia 
spectrală în domeniul perioadelor scurte este considerată egală cu acceleraţia 
spectrală maximă din domeniul perioadelor medii. Forţele de calcul pot fi reduse cu 
factorul de comportare după deducerea acestora din analiza structurală. Spectrele 
corespunzătoare A I J L S D - 9 0 sunt prezentate în Figura 3.5. 

A I J L - 9 3 specifică de asemenea un singur spectru elastic SA(T) compus din trei ramuri. 
Forţele de calcul vor fi afectate de factorul de comportare după superpoziţia modală 
completă. O trăsătură caracteristică a acestei nome este încorporarea unor factori de 
conversie a perioadei de revenire în spectru, ceea ce permite o considerare directă a 
seismelor de proiectare cu perioadă de revenire diferită. Spectrele elastice şi cele de 
calcul pentru A I J L - 9 3 sunt prezentate în Figura 3 . 6 . 

O comparaţie a spectrelor elastice şi a celor corespunzătoare de proiectare, pentru 
valoarea maximă a acceleraţiei terenului prezentă în norme şi a tipului de teren de 
referinţă (Tabelul 3.2), se prezintă în Figura 3.7. Spectrele sunt scalate cu coeficienţii 
parţiali de siguranţă pentru gruparea seismică (Tabelul 3.1), şi factorul de comportare 
unde acesta nu este încorporat direct în spectru. Se poate observa că spectrele 
japoneze prezintă acceleraţiile spectrale cele mai ridicate pe palierul de acceleraţie 
{T<Tc)- în schimb, spectrul din normativul românesc rezultă în acceleraţii spectrale mai 
mari pentru perioade mai mari decât perioada de colţ, afectând proiectarea structurilor 
cu perioada fundamentală de vibraţie în această zonă. 

O) 

co 

EC8-94 
Spectre elastice de răspuns 

1.2 1 ^ r -
teren clasa A 

1 — - teren clasa B 
— teren clasa C 

EC8-94 
Spectre de calcul 

teren clasa A 
— - teren clasa B 

— teren clasa C 

2 
T,s 

Figura 3.1: Spectrul de răspuns din EC8-94. Sg =0.35g; q=6. 
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Figura 3.2: Spectrul de răspuns din PS92. a^ =0.36g. 
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Figura 3.3: Spectrul de răspuns din P100-92. ks-=0.32; i//=0A7. 
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Figura 3.4: Spectrul de răspuns din UBC-97. Z=0.4; R=8.5. 
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Spectre elastice de răspuns 
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Figura 3.5: Spectrul de răspuns din AIJLSD-90. >Ae=0.2 g, Z e=1.0, Ds=0.25. 
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Figura 3.6: Spectrul de răspuns din AIJL-93. >Ae=0.29 g, Ds=0.25. 
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0.5 
Spectre de calcul 

O) 

(O 

EC8-94. A 
. PS92. Sq 

P100-92,1̂ =0.7 
UBC-97. Sg 

— 1 

_ . AIĴ -93. I 

O 
O 2 

T,s (b) 

Figura 3.7: Comparaţie între spectrele de răspuns elastice (a) şi de calcul (b). 

3.4.8 Componenta verticală 

Atât EC8-94 cât şi PS92 specifică spectre de răspuns explicite pentru componenta 
verticală a mişcării seismice, modificând spectrul de răspuns pentru componenta 
orizontală. PS92 defineşte explicit un factor de comportare q pentru mişcarea verticală, 
iar EC8-94 defineşte un coeficient similar numai pentru structurile din beton armat. 
UBC-97 foloseşte relaţii mai simple (o amplificare proporţională cu greutatea), dar, 
specific acestei norme, componenta verticală este obligatorie. Un tratament similar 
este prezent şi în cazul P100-92, dar considerarea componentei verticale este cerută 
doar în cazuri speciale. Normele japoneze nu fac nici o referire la componenta 
verticală. 

3.4.9 Efectele de ordinul doi 

Sensibilitatea la efectele de ordinul doi se determină în mod similar în EC8-94, PS92, 
P100-92 şi UBC-97. O considerare simplificată a efectelor P-A se specifică în primele 
două dintre aceste norme. Normele japoneze nu amintesc de acest fenomen. 

3.4.10 Trăsături specifice 

Amplificarea topografică a acţiunii seismice este acoperită de EC8-94 şi PS92 şi este 
tratată mai riguros în ultimul caz. Norma americană este singura care consideră efectul 
apropierii de sursa seismului, specificând simpli coeficienţi de amplificare a mişcării 
seismice în acest caz. UBC-97 foloseşte o distribuţie mai aparte a forţelor laterale pe 
înălţime, specificând o forţă concentrată la vârful clădirii, suplimentar celei obţinute din 
distribuţia clasică "triunghiulară", pentru considerarea aproximativă a efectului 
modurilor superioare de vibraţie. 
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Tabelul 3.3: Forte seismice echivalente în 
E C 8 - 9 4 , P S 9 2 , P 1 0 0 - 9 2 , U B C - 9 7 . AIJLSD-90 ş i A I JL -93 . 

EC8-94 PS92 P100-92 

(1) 
a) Forţa 
seismică de 
bază 

b) Forţele 
seismice de 
nivel pentru 
calculul 
simplificat 

a) 

b) 

a) nu este definită explicit 

b) 

a - f(sistemul de contravântuire) 
[1.0,1.5] 

a) 
Sf = Cr G; Cr= a ks Pr y/r & 

b) 

Po =1 + 0.05 
Ţ 

>1.05 pentru 
[Tc) 

cadre metalice necontravântuite 

(2) Spectrul 
de calcul 

Sd(T) - Spectrul de calcul pentru o 
analiză liniară 

a S [1 + — ( ^ - 1 ) ] pt O ^ ^ B 

a S ' ^ pentru T b ^ ^ c 
Q 

R(T) - Spectrul de calcul 
R(T) = a,T-pR,(T) 

= pt O ^ ^ C 
2/3 

pt TC^^D 

a-sA 
q 

a.sA 
q 

kd, 

>0.2 a , 

Ro{T) = R. 

Ro{T) = R. ' V 

2/3 
' V 

213 

T T 
pt T>TD 

Nu este definit direct 
Forma este dată de fir 

2.5, Tr<Tc 
/^r=2.5-(TrTc)>^.0,Tr>Tc 
j3r=1.0Jr>Tc 

rc=[0.7,1.0,1.5]-din harta de 
zonare seismică 

kdy 

>0.2 a 

pentru TD:^ 
kdi=2l3, /Cd2=5/3 
IB-[0.10,0.15,0.20], s 
Te-[0.40. 0.60, 0.80], s 
Io - [3 .0 , 3.0, 3.0], s 

TB-[0A5,0.20, 0.30,0.45], s 
Te-[0.30, 0.40, 0.60, 0.90], s 
Io- [2.67, 3.20, 3.85,4.44], s 

(3) Factorul 
de zonă (ai) 

Nu este specificat direct 
Face parte din Bg (PGA ^ EPGA), 
ag = [0.35g. 0.25g. 0.15g] 

Nu este specificat direct, parte din BN 
BN = [0-4.5] = f(zona seismică, clasa 
de importanţă) 

Nu este specificat direct, parte din ks 

/c5=[0.32-0.08] 

(4) Coefici-
entul de 
amplificare 
dinamică (a2) 

Parte din / k 
Forma este dată de Sd(T) 
Po = [2.5]; f(clasa terenului) 
a2=>0b pentru TB^^C 

Parte din RM 
RM =f(clasa terenului) 
Rm=[2.5.2.5, 2.25, 2.0] 
«2 ^3= Rj, 

Parte din J3R 

Pr-m 

(5) Factorul 
de teren faaj 

Corespunde S = [1.0; 1.0; 0.9] 
3 clase de teren: A, B, C 
studii speciale pentru condiţii de teren 
ce nu se încadrează în 
clasele A, B,C 
0 3 = 5 

Nu se specifică direct 
Parte din RM 
4 tipuri de teren (rocă, a, b, c) => 4 
clase de amplasament: So, St, S2, S3 
RM = [2.5 2.5 2.25 2.0] 
«2 • = Rn, 

Nu se specifică direct 
Parte din pr 
3 tipuri de amplasamente 
caracterizate de Tc date pe o hartă 
de macrozonare seismică 
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UBC-97 AIJLSD-90 AIJL-93 

(1) 
a) Forţa 
seismica de 
bază 

b) Forţele 
seismice de 
nivel pentru 
calculul 
simplificat 

a) Forţa seismică de bază totală: 

RT R 

b) Forţa concentrată Ft în vârf: 
f ^ = 0 ' . 0 7 T . \ / < 0 . 2 5 V : F,=0 

dacă T<0.7s 
partea rămasă este distribuită pe 
înălţimea structurii: 

a) Nu este definită explicit 

b) forţa seismică de nivel: 

. / 1 X 27 A = 1 + ( - 7 = - a , ) 

a) Nu este definită explicit 

b) forţa seismică de nivel: 

Qa 

1 + 37 Valorile k pot fi luate egal cu 3 sau 
mai puţin 

(2) Spectrul 
de calcul 

Nu este definit explicit. Se deduce din 
forţa seismică de bază 

Spectml de răspuns elastic (numai 
pentru analiză dinamică) 
C •/ 

pentru 7=0 
R 

C 1 
2 . 5 - ^ — pentru T o ^ ^ s R 

C I 
pentru T s ^ 

H • T 
7s=Cv/2.5Ca 
7o=0.27s 
Ca =f(tipul de teren, zonă) 
Cv =f(tipul de teren, zonă) 
Ca şi Cv pot fi afectaţi de factorii de 
apropiere a sursei Na şi Nv 

Spectrul de calcul normalizat Rt: 
R, = 1 pentru 7 ^ 0 

R, = 1 - 0 . 2 ( 7 / 7 ^ - 1 ) ' p t 7 c ^ ^ 7 c 

R,=1.6 T / 7 c pentru 2 7 c ^ 

7c =[0.4, 0.6, 0.8], s 

SA(T, h) - spectrul de răspuns al 
acceleraţiei: 

d L 

FJ,G,RA.dTc<T<Tc 

(3) Factorul 
de zonă {ai) 

Parte din Z, dată într-o hartă de 
zonare seismică şi în tabele 
a,'aJg = Z 
Oricum, Z nu este practic utilizat în 
formule, fiind înlocuit de Ca şi Cv 
1 =Ca pentru tipul de teren Se (rocă) 

• ao • a j / g = C, pentru T o ^ ^ s 

Corespunde lui Ze 

Ze =[1.0-0.7] 

Nu este specificat direct 
Parte din Ao, dată într-o hartă de 
zonare seismică 

(4) Coefici-
entul de 
amplificare 
dinamică (ai) 

Specificat numeric: 
a2 = 2.5 pentru T o ^ ^ s 

Forma definită de fonnularea forţei 
seismice de bază 

Specificat numeric ca şi parte din CE : 

«2 = 2.5 pentru 

Forma definită de Rt 

definit de IA , fv şi raportul Ao/Vo =15 
Forma dată de SA(T, h) 
ai^fA pentru 
fA =2.5 

(5) Factorul 
de teren (as) 

Nu se specifică direct 
Parte din Ca şi Cv 
6 tipuri de profil de teren: 
SA, SB, SC, SD, SE, SF 

sunt necesare studii speciale pentru 
tipul SF 
a ^ ' a o ' a J g = C^ pentru 

Nu este prezent 
Aceiaşi amplificare pentru toate 
tipurile de teren. Doar perioada de 
control 7c este considerată de Rt 
3 tipuri de teren: 
(1 - tare, 2 - mediu, 3 - slab) 

Definit de trei parametri: Gv, şi 
7c, dintre care doar doi sunt 
independenţi 
03=6^ pentru d T c ^ ^ c 
trei tipuri de teren (I, II, III) 
formule pentru evaluarea lui 7c dacă 
se cunosc proprietăţile profilului de 
teren 
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EC8-94 PS92 P100-92 

(6) Factorul 
de amortizare 
M 

Corespunde lui ;/ 
for 5% amortizare vâscoasă 

04= rj 

Corespunde lui p 
0 4 

P = 
5 

LCJ 
: 2%<C<30% 

Nu se specifică direct 
Parte din ij/ 
a.a.^y/ 

OUFp 

pt. struc. metalice sudate 
^=4% pt struc. metalice bulonate 

(7) Factorul 
de reducere a 
forţelor 
seismice (as) 

Corespunde parţial lui Mq 
q = f(material, schema structurală, 
amortizare 5%, ductilitate) 
(jf=5au/ai « 6 pt. cadre metalice 
necontravântuite 
a5=f(q, T, rj) 

Notă: un factor de comportament 
pentru componenta verticală q=^.0 
se specifică doar pentru construcţiile 
din b.a. 

Parţial corespunde lui Mq 
q =f(material, schema structurală, 
capacitatea de redistribuţie a 
eforturilor, rotirea plastică capabilă, 
regularitatea structurală) 
Factorul de comportament nu este 
parte din spectml de proiectare, 
-dacă T^B 

Parţial corespunde lui y/ 
a.a^^xif 
y / - f(ductilitate, capacitatea de 
redistribuţie plastică, rezerva de 
rezistenţă, amortizare) 
^ = 0 . 1 7 pentru cadrele metalice 
necontravântuite 

1 -
2.5-p 

- pentru componenta verticală: 

q' = max 2J 
q =5aJa^ ^ 6 cadre metalice 
necontravântuite 
cz5=f{q, T, componenta verticală) 

(8) Factorul 
de risc (ae) 

Parte din factorul de importanţă yi 

(vezi şi a?) 

Nu este prezent direct 
Parte din BN 

Nu este prezent direct 
Parte din a 

(9) Factorul 
de importantă 

M 

Parte din factorul de importanţă yi 

4 categorii de importanţă: 
I. II, III, IV 

^ = [1.4,1.2,1.0,0.8] 

Nu este prezent direct 
Parte din BN 

4 clase de importanţă (= clase de 
risc): A, B, C, D 

Parte din coeficientul de importanţă a 
a 

4 clase de importanţă: 
I, II. III, IV 

a =[1.4.1.2,1.0,0.8] 

(10) 
Acceleraţia 
terenului (ao) 

Nu este prezent direct 
Parte din oq 

(vezi şi ai) 

Nu este prezent direct 
Parte din BN 

Nu este prezent direct 
Parte din ks 

(11) Perioada 
de revenire a 
seismului de 
proiectare 

475 ani Nu se specifică 50 ani pentru sursa Vrancea 
100 ani pentru alte surse 

(12) Perioada 
de vibraţie 
fundamen-
tală 

Ct =0.085 pt cadre metalice 
necontravântuite spaţiale 

pentru cadre 

metalice necontravântuite 

for n<5: T=0.3+0.05n 
forn=6-10: T=0.1n 
n - numănji de nivele la cadrele 
metalice necontravântuite 

(13) Efectele 
amplificării 
topografice 

Coeficientul de amplificare 
topografică este asimilat factorului de 
teren S 
S=[1.2;1.4] 

r - coeficient topografic[1.0-1.40] 
pentru structuri în apropierea marginii 
unei coame 

Nu sunt prezente 
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(6) Factorul 
de amortizare 

M 

Nu se specifică Nu se specifică FactonjI de modificare a amortizării: 
F, 

O^GA 
pentru structuri metalice /Î=0.01 -
0 . 0 3 

(7) Factorul 
de reducere a 
forţelor 
seismice (as) 

Corespunde parţial lui 1/R 
R =f(material. tipul structural) 
R=8.5,6.5,4.5 pentm cadre metalice 
necontravântuite speciale, 
intermediare şi ordinare, respectiv 

Corespunde lui Ds 
Ds =f(material, clasificarea 
stnjcturală) 
Factorul de comportament nu face 
parte din spectml de proiectare. 

RDS - cadre necontravântuite 
BDS - cadre contravântuite 

1 

Corespunde lui Ds 
Ds =f(caracteristicile histeretice ale 
clădirii) 
Factorul de comportament nu face 
parte din spectrul de proiectare. 
Ds=1 pentru starea limită de serviciu 
Valorile corespund celor din AIJLSD-
9 0 

1 

O^XRIQQ pentru combinaţia 

seismică specială 

Corespunde lui Ds 
Ds =f(material, clasificarea 
stnjcturală) 
Factorul de comportament nu face 
parte din spectml de proiectare. 

RDS - cadre necontravântuite 
BDS - cadre contravântuite 

1 

Corespunde lui Ds 
Ds =f(caracteristicile histeretice ale 
clădirii) 
Factorul de comportament nu face 
parte din spectrul de proiectare. 
Ds=1 pentru starea limită de serviciu 
Valorile corespund celor din AIJLSD-
9 0 

1 

(8) Factorul 
de risc (ae) 

Parte din factorul de importanţă / Nu este prezent Nu este prezent direct 
Poate fi considerat prin factorul de 
reabilitate fir, atunci când se 
determină coeficienţii parţiali de 
siguranţă uys pentru starea limită 
ultimă 

(9) Factorul 
de importanţă 
(a?) 

Parte din factorul de importanţă / 

/ =[1.25-1.0] 
cinci categorii de structuri 

Nu este prezent Identic cu ae 

(10) 
Acceleraţia 
terenului (ao) 

Parte din Z (vezi şi ai) 

a,aJg = Z 

Corespunde lui Ae 
Ae=[02g] 

Nu se specifică direct 
Parte din Ao, dat într-o hartă de 
zonare seismică 

(vezi şi ai) 

(11) Perioada 
de revenire a 
seismului de 
proiectare 

0 probabilitate de depăşire de 10% 
în 50 ani => = 475 perioadă de 
revenire 

50 ani 100 ani 
Factori de conversie a perioadei de 
revenire RA şi Rv pt. perioade de rev. 
r între 20 şi 500 ani: 

(12) Perioada 
de vibraţie 
fundamen-
tală 

T=C,.(H„R 

Ct =0.0853 pentru cadre metalice 
necontravântuite 

Nu este prezentă r,=(0.1±0.03)A/ 

pentru stmcturi metalice 

(13) Efectele 
amplificării 
topografice 

Nu sunt prezente Nu sunt prezente Nu sunt prezente 
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EC8-94 PS92 PI 00-92 

(14) Efecte 
ale torsiunii 

Se ţine cont prin amplificarea 
eforturilor cu: 

J = U 0 . 6 -
Le 

Punctul de aplicare a forţelor se 
deplasează în ambele direcţii cu: 

Un model 3D sau, pentru structuri 
regulate, punctul de aplicare a 
forţelor se va aplica la o distanţă faţă 
de centul de rigiditate de: 
e = et ± 62 
62 = 0.05S pentru distribuţii uniforme 
ale elementelor 
62 = 0.0756 pentru distribuţii 
nefavorabile ale elementelor 

(15) Analiza 
deplasărilor 

(16) Compo-
nenta 
verticală a 
mişcării 
seismice 

Prin reducerea ordonatelor spectrului 
de răspuns orizontal: 
SoCOverFOl SD(T)horp\ T<0A5 S 
SD(T)verF0.5 SD(T)hor pt T>0.5 S 
interpolare liniară 0.15:^<0.5 s 

70% din acţiunea orizontală, dar cu 
modificarea formei spectrului de 
răspuns pentru clasele de teren S2-
S4: 

RD(T)ye4S2-S4)=RD(T)ho4S1). 

Prin multiplicarea încărcărilor 
gravitaţionale cu factorul Cv: 
c. =[±1.0-±2.0] 

(17) Masa 
seismică 

= [0,0.3, 0.6,0.8] 
^= [0 .5 , 0.8,1.0] 

[0-1.0] n,<'=0.4 

(18) 
Combinaţia 
de încărcări 
seismică 

SLU (Starea Limită Ultimă): 

SLEN (Starea Limită de Exploatare 
Normală): nu este definită direct 

SLU: X G + E + n Q ^ + Z v ' A 
/>1 

SLEN: nu este definită direct 

SLU: 

SLEN: nu este definită direct 

(19) 
Considera-
rea efectelor 
de ordinul doi 
(P-Zl) 

Se va considera dacă â<0.10 
Dacă 0.1<â<0.2 forţele seismice se 
multiplică cu 1/(1-^ 
^ n u va depăşi 0.3 

Se va considera dacă ^<0.10 
Dacă 0.1<ft<0.25 forţele seismice se 
multiplică cu 1/(1-^ 

. Sr'Pr 

K f . 

Se va ţine cont de efectele de ordinul 
doi dacă: 

h, N, 

(20) 
Combinarea 
componentelo 
r mişcării 
seismice 

Radical din suma pătratelor sau: 
0.3EEc/x+0.3EE(^1.0EE(yz 
1.0EEc/x+0.3EEc^+0.3£E(yz 
0.3EEdx^^.0EEdy+0.2EEdz 

Radical din suma pătratelor sau: 
± S x ± / l S y ± / i S z 
±^JSx±Sy±fJSz 

± A S x ± / i S y ± S z 

în general, A=/i=0.3 

Nu se specifică 
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(14) Efecte 
ale torsiunii 

Masa seismică de la fiecare nivel se 
va deplasa în fiecare parte de la 
centrul calculat la maselor cu 5% din 
dimensiunea structurii perpendiculară 
pe direcţia acţiunii seismice 

Nu sunt prezente Nu sunt prezente 

(15) Analiza 
deplasărilor F^O pentru analiza deplasărilor 

Se determină din gmparea de 
încărcări pentru SLEN 

Se detemfiină din gmparea de 
încărcări pentru SLEN 

(16) Compo-
nenta 
verticală a 
mişcării 
seismice 

Considerată prin efectul suplimentar 
al 0.5Ca/D la acţiunea încărcărilor 
gravitaţionale D 
Doar în zonele 3 şi 4: elementele în 
consolă se vor calcula la efectul unei 
forţe verticale de: OJC^IWP 

Nu este prezentă Nu este prezentă 

(17) Masa 
seismică 

Masele corespunzătoare încărcării 
permanente D şi unei părţi din cea 
variabilă 

Nu se specifică Nu se specifică 

(18) 

Combinaţia 
de încărcări 
seismică 

SLU: 
1.2D+1.0£+(FA+f2S) 

0 . 9 D ± 1 . 0 E 

ft = [1.0, 0 .5 ] : f2 = [0.7. 0.2] 

combinaţia seismică specială: 
1.2D+FÎ/.+1.0EM 

0.9D±^.0EM 

E^PEH+EV\ ERRPNOEH 

SLEN: nu este definită direct 

SLU: 
1.1LVO+2.0LV£+0.4LV/. 

1.1 W[^^.^WE^OAWS ^ O A W l în zone 

cu zăpadă puternică 
SLEN: 
1.o^Vo+o.4^V£+o.4^VL 
1 .OWD+OAWE+OAWS ^OAWL în zone 
cu zăpadă puternică 

SLU: 

roD-^riL-^rHH-^rsS+urEE 

SLEN: 
+ + + Notă: 

factorii parţiali de siguranţă ^^nu sunt 
specificaţi direct. Aceştia vor fi 
calculaţi funcţie de coeficientul de 
fiabilitate 

(19) 
Considera-
rea efectelor 
de ordinul doi 
(P-A) 

Se vor calcula efectele P-A la analiza 
structurii. 
Calculul efectelor se poate omite 
dacă: 

V^h 

Nu este necesar să se considere în 
zonele 3 şi 4 dacă df/h<0.02/R 

Nu se specifică Nu se specifică 

(20) 
Combinarea 
componentelo 
r mişcării 
seismice 

E=pEh+Ev (componenta verticală 
este parte a acţiunii seismice) 
1.0E+0.3£^ pentru cele 2 
componente ortogonale sau radical 
din suma pătratelor 

Nu se specifică Nu se specifică 
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EC8-94 PS92 P100-92 

(21) Definiţia 
termenilor 

Ti - perioada fundamentală de 
vibraţie 
W - greutatea totală a structurii 
Si, Sj - deplasările maselor m/, rrij în 
modul fundamental de oscilaţie 
Z/, Zy - înălţimea maselor rm, mj 
deasupra punctului de aplicare a 
acţiunii seismice 
Wi, Wj - greutatea maselor rm, rrij 
TB, TC, TD - perioadele de control ale 
spectrului de răspuns 
a - raportul dintre acceleraţia de 
calcul a terenului ag şi acceleraţia 
gravitaţională g 
dg - acceleraţia maximă efectivă a 
terenului în rocă sau teren tare pentru 
perioada de revenire de referinţă 
J3o - factorul de amplificare a 
acceleraţiei spectrale pentru 5% 
amortizare 
S - factorul de teren 
rj - coeficient de corecţie a 
amortizării 
q - factor de comportament 
X - distanţa elementului de la centnjl 
clădirii măsurată perpendicular pe 
direcţia acţiunii seismice 
Le - distanţa dintre cele mai 
depărtate elemente măsurate ca şi 
mai sus 
ds - deplasarea unui punct a structurii 
indusă de mişcarea seismică 
Qd - factor de comportament pentru 
deplasări, egal cu q 
de - deplasarea unui punct al 
stmcturii din analiza pe baza 
spectrului de proiectare 
yi - factorul de importanţă 
ţ̂ /2/ - coeficientul de combinare a 
acţiunii cvasi-permanente / 
i//Ei - coeficient de combinare pentru 
acţiunea variabilă / 
Ĝy - valoarea caracteristică a acţiunii 
pemianente j 
/AEJ- valoarea de calcul a acţiunii 
seismice pentru perioada de revenire 
de referinţă 
Pk - valoarea caracteristică a forţei 
de precomprimare 
Qki - valoarea caracteristică a acţiunii 
variabile / 
O- coeficient de sensibilitate a 
deplasării relative de nivel 
Ptot - încărcarea gravitaţională totală 
la si deasupra nivelului considerat 
d r - deplasarea relativă de nivel 
\ / - forţa totală tăietoare de nivel 
h - înălţimea dintre nivele 
EECJX, Esdy, EEdz - efectele acţiunii 
seismice aplicate de-a lungul axelor 
X, y, z ale stmcturii 

po - coeficient de amplificare a 
mişcării seismice pentru considerarea 
modurilor de vibraţie neconsiderate în 
analiză 
rrîf-masa nivelului r 
Z r - înălţimea adimensională a 
nivelului r(ZF/7//H) 
RD(T) - spectm de calcul normalizat 
7 - perioada fundamentală de 
vibraţie 
TB, TC, TD - perioadele de control a 
spectmlui de răspuns 
RM - coeficient funcţie de clasa 
terenului 
aw-acceleraţia nominală(m/s2) 
p - coeficient de corecţie a amortizării 
q - factor de comportament 
r-coeficient topografic 
dr-deplasarea nivelului r 
H - înălţimea structurii 
Lx - lungimea în plan de-a lungul axei 
X 
^-coeficient pentru mase funcţie de 
natura şi durata acţiunii seismice 
G - încărcarea proprie şi permanentă 
de lungă durată 
£ - acţiunea seismică 
QA/ -acţiune variabilă 
I//1, 1//2- factori de combinare 
he - înălţimea între nivele 

deplasarea relativă de nivel 
P r - greutatea maselor de la şi 
deasupra nivelul r 
Fr - suma forţelor seismice de la şi 
deasupra nivelului r 
Sx, Sy, Sz - deplasări sau forţe din 
componentele orizontale, respectiv 
verticală a acţiunii seismice 
/r-forţele seismice tăietoare de la 
nivelul r 

Cr- coeficient seismic global 
corespunzător modului de vibraţie r 
G - rezultanta încărcărilor 
gravitaţionale pentru toată structură 
a - coeficient de importanţă a clădirii 
ks - coeficient de zonare seismică 
y f t - coeficient de amplificare 
dinamică în modul rde vibraţie, 
funcţie de compoziţia spectrală a 
mişcării seismice 
(//- coeficient de reducere a forţelor 
seismice 
fr - coeficient de echivalare între 
sistemul real şi un sistem cu un grad 
de libertate dinamică, corespunzător 
modului de vibraţie r 
tyicr- componenta modului de vibraţie 
r corespunzătoare gradului de 
libertate k 

Gk - încărcarea gravitaţională 

rezultantă la nivelul k ( G = ^ G , ) 

ei - excentricitatea centrului maselor 
faţă de centrul de rigiditate 
62 - excentricitatea convenţională 
adiţională, care induce caracteristici 
asincrone ale mişcării seismice 
6 - dimensiunea maximă în plan a 
clădirii 
A - deplasarea orizontală, inclusiv 
componenta post-elastică, fără a 
considera pereţii de închidere 
Ae - deplasările elastice determinate 
cu ajutoml forţelor seismice de calcul 
P/ -încărcarea proprie 
Ci - încărcarea variabilă cvasi-
permanentă 
V/-încărcări variabile 
E - încărcarea seismică 
nf̂  - fractilul de lungă durată a 
încărcării variabile 
zi/ - deplasarea relativă de nivel / 
fc-înălţimea nivelului 
1/ - forţa tăietoare la nivelul / 
Ni -forţa axială la nivelul / 
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(21) Definiţia T- Perioada fundamentală di vibraţie Ai - coeficient de distribuţie a forţelor QB - forţa seismică tăietoare la 
termenilor IV-încărcarea seismică tăietoare de nivel pe înălţimea nivelul / 

gravitaţională structurii Ds - factorul de caracterizare a 
hx - înălţimea deasupra bazei a IV, - greutatea cumulată a clădirii stnjcturii 
nivelului x deasupra nivelului / Wy - încărcarea gravitaţională la 
Wx- porţiunea IV asociată nivelului x Wt - greutatea totală a stmcturii nivelul j 
Z - factonji de zonare seismică Rt - spectnji de calcul normalizat Pm - factorul de participare a modului 
R - coeficient numeric reprezentând Tc - perioada de control a spectrului j de vibrare 
suprarezistenţa şi ductilitatea globală de răspuns Ujm - modul de vibrare m a nivelului j 
a structurii Ze - factorul de zonă SA(T, h) - spectrul de răspuns al 
/ - factorul de importanţă Ds - factorul de caracterizare a acceleraţiei pentm un sistem cu un 
Wp - greutatea componentei structurii grad de libertate cu perioada 7 şi 
D - încărcarea permanentă pe Ae - valoarea probabilă a acceleraţiei amortizarea h 
elementul structural mişcării seismice Tm - perioada proprie a modului de 
hn - înălţimea structurii g - acceleraţie gravitaţională vibraţie m 
ZIM- deplasarea inelastică maximă IVD- valoarea nominală a încărcării hm - factorul de amortizare a modului 
(totală sau de nivel) sub acţiunea pennanente de vibraţie m 
mişcării seismice de calcul WL - valoarea nominală a încărcării / ( -numărul maxim de moduri de 
zis - deplasarea maximă (totală sau utile vibraţie considerate în analiză 
de nivel) sub acţiunea forţelor Ws - valoarea nominală a încărcării n, A/-numărul de nivele 
seismice de calcul din zăpadă g - acceleraţia gravitaţională 
£ - încărcarea seismică pe un IVE- valoarea nominală a încărcării fA - raportul dintre SA(1 0.05) şi 
element structural rezultată din seismice GARAAO pentru DTC^^C 
componentele orizontală, Eh, şi cea fv- raportul dintre Sv(T, 0.05) şi 
verticală, Ev. GvRvVo pentru Tc:^ 
Eh - încărcarea seismică din forţa D- raportul dintre perioada inferioară 
tăietoare de bază V. şi cea superioară a domeniului de 
Em - forţele maxime estimate că se SA(T, h) constant 
pot dezvolta în structură. Fh - factor de modificare a amortizării 
E»^- efectul acţiunii verticale a Ao - valoarea de bază a acceleraţiei 
mişcării seismice. maxime a mişcării seismice la terenul 
/2b - factor de amplificare pentru de referinţă 
considerarea fenomenului de Vo - valoarea de bază a vitezei 
suprarezistenţă. maxime a mişcării seismice la terenul 

factor de fiabilitate/redundanţă. de referinţă 
S-încărcarea din zăpadă RA - factor de conversie a perioadei 
CFR- deplasarea relativă de nivel de de revenire pentru acceleraţie 
calcul Rv - factor de conversie a perioadei 
Vi - forţa tăietoare de bază de revenire pentru viteză 
h - înălţimea între nivele GA - factor de modificare a h - înălţimea între nivele 

acceleraţiei maxime funcţie de tipul 
terenului 
6 v - factor de modificare a vitezei 
maxime funcţie de tipul terenului 
D - încărcarea permanentă 
L - încărcarea utilă 
S - încărcarea din zăpadă 
£ - acţiunea seismică 
H -împingerea terenului sau 
presiunea hidraulică 
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3.5 Verificările de siguranţă 

Filozofia de proiectare bazată pe metoda stărilor limită acceptă cel puţin două stări 
limită asociate cu două nivele ale acţiunii seismice: starea limită a exploatării normale 
(SLEN) sau de serviciu pentru o acţiune seismică moderată şi starea limită ultimă 
(SLU) pentru o acţiune seismică severă. Structurile antiseismice proiectate în 
concordanţă cu aceste principii trebuie să fie capabile de următoarele performanţe 
(Bruneau şi colab., 1998): 
• să reziste la nivele minore ale mişcării seismice fără distrugeri 
• să reziste nivele la moderate ale mişcării seismice fără degradări structurale, dar cu 

posibile distrugeri nestructurale 
• să reziste unei mişcări seismice majore fără colapsul structurii, dar cu degradări atât 

structurale, cât şi nestructurale 

Primele două nivele de performanţă (SLEN) pot fi îndeplinite prin: (1) definirea celor 
două nivele de mişcare seismică moderată, (2) limitarea eforturilor în elementele 
structurale şi (3) limitarea deplasărilor relative de nivel. Cel de-al treilea nivel de 
performanţă (SLU) poate fi îndeplinit prin: (1) definirea nivelului de mişcare seismică 
severă, (2) furnizarea de suficientă rezistenţă, ductilitate şi capacitate de deformare 
pentru elementele structurii care rezistă forţelor seismice, şi un sistem structural pentru 
forţele gravitaţionale care să poată urmări aceste deplasări şi (3) limitarea deplasărilor 
relative de nivel maxime pentru a asigura integritatea şi stabilitatea structurii. 

Se remarcă aici că A IJL -93 prezintă doar generic metoda stărilor limită. Coeficienţii 
parţiali de siguranţă nu sunt specificaţi direct, ei urmând a fi calculaţi pe baza unei 
fiabilităţi-ţintă. în acelaşi timp, norma nu conţine suficiente date pentru determinarea 
acestor coeficienţi, şi nici nu conţine criterii pe care urmează să le satisfacă structura 
sau elementele structurale (de exemplu deplasări relative de nivel). Această normă îşi 
propune de fapt doar evaluarea încărcărilor pentru construcţii, printre care şi cele 
seismice. Din acest considerent, această normă nu va mai fi considerată în cele ce 
urmează. 

Patru din celelalte cinci norme (EC8-94, PS92, P100-92 şi AIJLSD-90) definesc două 
stări limită: starea limită ultimă (SLU) şi starea limită a exploatării normale (SLEN), 
aceasta din urmă fiind denumită stare limită pentru deformaţii de către PS92 şi P100-
92. UBC-97 este singura care nu specifică explicit cele două stări limită. Normele sunt 
relativ omogene în ceea ce priveşte starea limită ultimă (cerinţa de prevenire a 
colapsului). SLEN în schimb este tratată diferit. 

Singura normă care specifică şi foloseşte efectiv cele două stări limită este norma 
japoneză AIJLSD-90. Structura trebuie să rămână în domeniul elastic pentru SLEN 
(degradările structurale nu sunt acceptate), şi trebuie să îndeplinească anumite limitări 
ale de deformaţiilor (limitarea degradărilor nestructurale). 

EC8-94 defineşte seismul moderat pentru SLEN, dar se limitează doar degradările 
nestructurale. PS92, P100-92 şi UBC-97 specifică un singur nivel al acţiunii seismice 
(cel major). Cu toate acestea, EC8-94, PS92, P100-92 şi UBC-97 folosesc în fapt o 
procedură de verificare într-o singură treaptă, prin care SLEN se verifică doar prin 
limitarea deplasărilor relative de nivel. Deplasările de calcul se determină pe baza 
analizei structurale din seismul definit pentru SLU. Se menţionează faptul că această 
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procedură nu limitează direct degradările structurale (preîntâmpinarea formării 
articulaţiilor plastice). O privire de ansamblu asupra prevederilor referitoare la 
verificările pentru starea limită a exploatării normale sunt prezentate în Tabelul 3.4. 

Tabelul 3.4: Prevederi referitoare la starea limită de serviciu şi a deplasărilor de nivel. 

EC8-94 PS92 PI 00-92 UBC-97 AIJLSD-90 
Definirea stării 
limită de serviciu Da Da Da Nu Da 

Definirea 
seismului moderat Da Nu Nu Nu Da 

Definirea limitei 
deplasărilor de 
nivel 

Nestructural Nestructural Structural şi 
nestructural 

Structural şi 
nestructural Nestructural 

Degradarea 
structurală la 
seismul moderat 

Permisă - - -
Nu este 
permisă 

Calculul deplasării 
y 

Din spectrul 
elastic 

0.7-/? As Din seismul 
moderat 

Limitele 
deplasărilor de 
nivel 

/7/166-
/7/250 

(0.006/7 -
0.004/7) 

/7/100 

/7/140-
/7/285 " 
(0.007/7-
0.0035/7) 

h/50 - h/40 
(0.020h -
0.025h) 

h/200 

vezi Tabelul 3 .3 pentru definiţia termenilor 
Notă: _ seismul moderat nu este definit 

" limite de A)/120 - /î/200 sunt definite în Anexa E privitoare la 
construcţiile metalice 

Se poate observa că atât limitele deplasărilor de nivel, cât şi modul în care sunt 
calculate deplasările variază de la normă la normă. Oricum, limitele deplasărilor de 
nivel prevăzute în norme sunt dependente de degradările nestructurale. Mai mult decât 
atât, în cazul EC8-94 (cu o valoare medie a limitării deplasărilor relative de nivel de 
hl200) şi AIJLSD-90, norme care definesc explicit nivelul moderat al acţiunii seismice, 
limitările de deformaţii corespund celor folosite în mod curent pentru verificările la 
SLEN în cazul grupărilor fundamentale de încărcări (fără seism). Limitările de 
deformaţii impuse de PS92 şi UBC-97 pot fi văzute ca metode de a verifica SLEN 
printr-o procedură de proiectare într-o singură treaptă. Calculul deplasărilor este practic 
independent de factorul de comportare structurală, concluzie valabilă pentru toate 
normele. Utilizarea acestui factor la deducerea deplasărilor de calcul în EC8-94, P100-
92 şi UBC-97 nu este decât o cale de a reveni la spectrul elastic de răspuns (ceea ce 
presupune fie un răspuns elastic al structurii, fie se bazează pe regula deplasărilor 
elastice şi inelastice egale). 

Dacă considerăm limita deplasării relative de nivel pentru SLEN egală cu h/200, şi 
presupunerile de mai sus vizavi de procedura de verificare într-o singură treaptă pentru 
PS92 şi UBC-97, valorile diferite specificate în norme pot fi comparate calculând 
factorul care ar ţine cont de perioada de revenire mai mică a seismului de serviciu faţă 
de seismul pentru starea limită ultimă (vezi Figura 3.8). Această procedură nu este 
corectă în cazul P100-92, care impune verificările de deformaţii («/7/200) 
corespunzătoare SLEN stării limite ultime, dar în acest caz procedura poate fi 
considerată o metodă de normalizare pentru facilitarea unor comparaţii. 
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Figura 3.8: Factorul de reducere pentru seismul de serviciu. 

Determinarea factorului de reducere de ma\ sus este directă în cazul EC8-94 (v^2.0) şi 
AIJLSD-90 (raportul dintre coeficienţii parţiali de siguranţă corespunzători SLU şi SLEN 
2.0/0.4=5.0). Normalizând limitările de deplasări relative de nivel la h/200, au rezultat 
factori de reducere de 2.0 în cazul PS92, şi 5.7 în cazul UBC-97 (7>07 sec). Situaţia 
este ambiguă în cazul P100-92, în care este prezentă o definire dublă a acestor 
limitări. O valoare medie de h/200 a fost considerată aici, ceea ce a condus la un factor 
de 1.0. 

Urmărind Figura 3.8, se poate concluziona că nivelul acţiunii seismice pentru SLEN 
este cel mai mic în cazul UBC-97 şi AIJ-90. Normele EC8-94 şi PS92 impun condiţii 
mai severe. O situaţie specială este cea a normei româneşti P100-92, care confundă 
cele două stări limită şi conduce la verificarea cea mai stringentă a SLEN. 

în final, se menţionează că A I J L - 9 3 , CU toate că nu a fost considerată în acest capitol, 
încorporează o metodă pentru determinarea directă a acţiunii seismice 
corespunzătoare unor perioade diferite de revenire a seismului, prin utilizarea factorilor 
RA şi Rv-

3.6 Criterii de proiectare pentru structuri metalice 

Proiectarea unei structuri conform normelor actuale este împărţită în câteva părţi 
distincte. Se fac verificări separate la nivel de structură, element, şi secţiune. Această 
metodă simplificată este bine adaptată pentru proiectarea structurilor în domeniul 
elastic. Proiectarea structurilor în zone seismice se face în mod curent tot pe baza unei 
analize liniar elastice, cu toate că structura se va comporta în cele mai multe cazuri în 
domeniul plastic sub acţiunea seismului de proiectare. Aceasta implică verificarea, pe 
lângă rezistenţă şi rigiditate, a ductilităţii structurii, care însă poate fi verificată doar într-
o manieră aproximativă prin metode elastice de analiză. 

în ceea ce priveşte structurile metalice, este de menţionat faptul că natura ductilă a 
oţelului nu se transpune implicit într-o structură ductilă. Chiar dacă oţelul rămâne unul 
din cele mai ductile dintre materialele de construcţie moderne, este necesară o atenţie 
sporită pentru a asigura un comportament ductil al structurii per ansamblu, chiar şi 
atunci când stabilitatea structurii nu reprezintă o problemă. Proiectarea structurilor 
metalice pentru un comportament ductil necesită (1) ductilitate de material, (2) 
ductilitate de secţiune şi de element, şi (3) ductilitate a structurii. La nivelul normelor. 
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asigurarea unei ductilităţi de material se poate face Impunând anumite limitări asupra 
caracteristicilor oţelului, cum ar fi raportul dintre rezistenţă şi limita de curgere, fu/fy. 
Ductilitatea de secţiune se verifică limitând zvelteţea pereţilor profilului metalic, funcţie 
de starea de eforturi din secţiune/element, rezultând o împărţire în clase de secţiuni. 
Pentru considerarea ductilităţii elementului, verificarea de clasei de secţiune trebuie 
suplinită cu o limitare a zvelteţii barei. Asigurarea ductilităţii la nivel de structură se 
obţine prin proiectarea de capacitate, dirijând formarea articulaţiilor plastice în 
elementele ductile şl protejându-le pe celelalte printr-o rezistenţă sporită, şl promovând 
un mecanism plastic global. 

în continuare se prezintă succint prevederile normelor considerate legate de criteriile 
de proiectare Impuse structurilor cu structură metalică, în special a cadrelor 
necontravântuite. 

3.6.1 EC8-94 

Structurile metalice rezistente la seism pot fi proiectate conform unuia din următoarele 
concepte: 
• Comportament disipativ (se ţine cont de capacitatea structurii de a rezista acţiunii 

seismice prin deformaţii plastice; coeficientul de comportare (7>1.0) 
• Comportament nedlsipativ (eforturile în structură sunt calculate conform unei analize 

globale elastice, fără a ţine cont de deformaţiile plastice din structură; g=1.0) 

îmbinările cu şuruburi se vor realiza cu şuruburi de înaltă rezistenţă din grupele 8.8 şi 
10.9, pentru a satisface cerinţele proiectării la capacitate. Şuruburile din grupa 12.9 
sunt permise numai la îmbinările care lucrează la forfecare. 

Pentru cadrele necontravântuite, coeficientul de comportare {q) se determină în felul 
următor: 

(3.3) 
«1 

unde: a? - multiplicatorul forţelor seismice orizontale, păstrând constante celelalte 
acţiuni, corespunzător formării primei articulaţii plastice; au - multiplicatorul forţelor 
seismice orizontale, păstrând constante celelalte acţiuni, corespunzător formării unui 
număr de articulaţii plastice suficient pentru dezvoltarea unei Instabilităţi structurale; 
a j a i < 1.6. 

în cazul în care nu se face un calcul pentru determinarea multiplicatorului au, se pot 
folosi valori aproximative pentru a j a i {aJa1=^.2 pentru cadre metalice 
necontravântuite, la care corespunde q=6). Dacă structura nu este regulată pe 
înălţime, valoarea coeficientului q se reduce cu 20%. 

Structurile cu zone disipative trebuie proiectate astfel ca aceste zone să se formeze în 
acele părţi ale structurii unde plasticizarea, voalarea, sau alte fenomene cauzate de 
comportamentul histeretic nu afectează stabilitatea globală a structurii. Părţile 
structurale ale zonelor disipative trebuie să posede o ductilitate şi rezistenţă adecvate. 
Părţile nedisipative ale structurilor disipative, cât şi îmbinarea părţilor disipative cu 
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restul structurii trebuie să posede o suprarezistenţă suficientă pentru a permite 
plasticizarea ciclică a părţilor disipative. 

Ductilitatea locală suficientă a elementelor sau a părţilor acestora trebuie asigurată 
limitând rapoartele lăţime/grosime b/t corespunzător cu clasele de secţiune, acestea 
fiind influenţate de valoarea factorului de comportare ales conform Tabelul 3.5, clasa 
de secţiune 1 asigurând comportamentul cel mai ductil. 

Tabelul 3.5: Limitarea factorului q funcţie de clasa de secţiune în EC8-94. 

coeficientul de comportare q q > 4 2 < Q <4 q<2 
clasa de secţiune clasa 1 clasa 2 clasa 3 

îmbinările în zonele disipative trebuie să posede o suprarezistenţă suficientă pentru a 
permite plasticizarea părţilor îmbinate. îmbinările părţilor disipative realizate prin sudură 
cap la cap sau cu penetrare completă pot fi considerate că satisfac criteriul de 
suprarezistenţă. în cazul îmbinărilor cu sudură de colţ sau cu şuruburi, se va respecta 
următoarea cerinţă: 

(3.4) 

unde: - rezistenţa de calcul îmbinării; - rezistenţa plastică a părţii îmbinate. 

Condiţia de suprarezistenţă pentru îmbinări nu trebuie să fie respectată dacă îmbinările 
sunt proiectate astfel ca să contribuie semnificativ la capacitatea de disipare a energiei 
conform factorului q ales. Eficienţa unor astfel de îmbinări şi rezistenţa lor sub acţiunea 
încărcărilor ciclice trebuie stabilită prin încercări. 

Cadrele necontravântuite se vor proiecta astfel ca articulaţiile plastice să se formeze la 
capătul grinzilor şi nu în stâlpi. îmbinările riglă-stâlp au nevoie de o suprarezistenţă 
adecvată pentru a permite formarea articulaţiilor plastice în grinzi. 

Grinzile trebuie verificate să posede o siguranţă suficientă împotriva flambajului prin 
încovoiere-răsucire. Pentru articulaţiile plastice din grinzi se va asigura ca momentul 
capabil total şi capacitatea de rotire să nu fie diminuate de forţele de compresiune şi 
cele tăietoare. Pentru aceasta, se vor verifica respectarea următoarelor inegalităţi în 
locurile unde se aşteaptă formarea articulaţiilor plastice: 

/Wsy/Wp,,R,<1.0 (3.5) 

A/s./Np,,R,<0.15 (3.6) 

{Vg.s<^+Vm.s,)/Vpi,r,<0.5 (3.7) 

unde: Mso, Nsd - eforturile de calcul; Mpî Ro, Npi,Rd, Vpi,Rd - rezistenţele de calcul; Vq.sci -
forţa tăietoare din celelalte încărcări decât cele seismice; VM^SCI - forţa tăietoare dată de 
aplicarea momentelor capabile MR^A şi MR^.B de semne opuse la extremităţile A şi B ale 
grinzii. 

Suma momentelor capabile în secţiunile adiacente ale stâlpilor trebuie să nu fie mai 
mică decât suma momentelor capabile din grinzile care se îmbină cu aceşti stâlpi: 

IMfid,/, < Z/WRcy,c (3.8) 

îmbinarea stâlpului cu fundaţia se va proiecta la un moment încovoietor de: 
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Msd= Msd.G+ ^.2Msd.E (3.9) 

unde: Msd.e - momentul încovoietor dat de alte acţiuni decât cele seismice incluse în 
gruparea seismică de acţiuni; Msd.E - momentul încovoietor dat de acţiunea seismică 
de calcul multiplicată cu factorul de importanţă 

Forţa tăietoare în stâlp Vsd (rezultată din analiza structurală) trebuie să fie limitată la: 

Vsd/Vpi,f,,< 0.5 (3.10) 

Se permite următoarea relaţie la panourile de inimă a îmbinărilor riglă-stâlp: 

V^p,sdlV^p,f,d<^.0 (3.11) 

îmbinările riglelor cu stâlpii se vor proiecta la o suprarezistenţă necesară, ţinând cont 
de momentul capabil Mpi,Rd şi forţa tăietoare {Vo.sd + V'w.sd)-

3.6 .2 P S 9 2 

Structurile metalice pot fi proiectate în conformitate cu unul din următoarele principii: 
• Comportarea disipativă a structurii (structurile sunt proiectate astfel ca în cazul unui 

seism, anumite elemente să fie supuse unor deformaţii plastice; amplasarea şi 
eficienţa acestor zone disipative trebuie să fie controlate perfect; factorul de 
comportare Q>0). 

• Comportarea nedisipativă a structurii (structurile sunt proiectate astfel ca să reziste 
seismului de calcul în domeniul elastic, q=1). 

în cazul structurilor regulate şi a celor de regularitate intermediară, factorul de 
comportare se determină în felul următor (pentru cadre necontravântuite): 

q = 5au/ai<8 (3.12) 

Pentru cadre necontravântuite aJa1=^.2, de unde rezultă un factor de comportare q=6. 
La structurile calculate cu un factor de comportare q>1.0, secţiunile transversale ale 
elementelor în zone disipative care lucrează la compresiune şi/sau încovoiere, trebuie 
să satisfacă criteriile de clasă de secţiune (Tabelul 3.6). Pentru a folosi un coeficient de 
comportare q>6, toate secţiunile elementelor disipative trebuie să fie de clasă A, iar 
forţa axială de calcul Nsd Şi zvelteţea redusă Ă = ĂlĂ^ să satisfacă condiţiile: 

• element încovoiat în curbură dublă: NsdlNpi,Rd<0A5 şi X<1.1 
• element încovoiat în curbură simplă: NsdlNpi_Rd<0A5 şi X<0.65 

unde: A/p/R^- rezistenţa plastică la compresiune a elementului. 

Nu este permisă utilizarea îmbinărilor semi-rigide, cu excepţia unei justificări ştiinţifice 
bazate pe încercări. îmbinările realizate prin sudură cap la cap sau cu penetrare 
completă nu necesită o verificare a sudurii. îmbinările realizate prin sudură cu 
penetrare parţială sau de colţ, la fel şi îmbinările cu şuruburi, trebuie să satisfacă 
următoarea condiţie generală: 

Sd<RyrB (3.13) 
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unde: Rd - rezistenţa de calcul a îmbinării (elementele de calcul, la fel şi părţile 
constituente); /E - coeficientul parţial de siguranţă {/E = 1.0 pentru îmbinări în zone 
nedisipative, /e = 1.2 pentru îmbinări în zone disipative); S^y- efortul de calcul 

Tabelul 3.6: Cerinţe pentru clasele de secţiune funcţie de factorul q ales în PS92. 

factorul de comportare q Q<6 q < 4 Q<2 
clasa de secţiune clasa A clasa B clasa C 

Stâlpii disipativi vor fi de clasă A. Pe lângă toate verificările de rezistenţă, se vor 
verifica următoarele: 
• pentru stâlpi supuşi la încovoiere în curbură dublă: 

4-0.8l<1.0, d a c ă - ^ > 0 . 1 5 (3.14) 
^pl,Rd ^pl.Rd 

- ^ + 0 .8 l<1 .6 , d a c ă - ^ < 0 . 1 5 (3.15) 
^pl.Rd ^pl.Rd 

pentru stâlpi supuşi la încovoiere în curbură simplă: 

- ^ + 1 .35 l<1.0. d a c ă - ^ > 0 . 1 5 (3.16) 
^pl.Rd ^pl.Rd 

^^^ +1.351 <1.1, d a c ă 0 . 1 5 (3.17) 
^pl.Rd ^pl.Rd 

Stâlpul trebuie să se verifice la rezistenţă {Nsd şi Msd) şi flambaj. Forţa de forfecare de 
calcul în stâlpi disipativi se va limita la 1/3 din rezistenţa plastică {Vsd^Vpi,Rj3). 

Stâlpii nedisipativi care fac parte din structuri disipative se vor verifica la rezistenţă {Nsd 
şi Msd) şi flambaj, folosind un coeficient parţial de siguranţă ^£=1-2. 

Momentul capabil al grinzilor cu zone disipative este egal cu momentul plastic Mpi,Rd 
pentru clasele de secţiuni A şi B, şi cu momentul de rezistentă elastic Mei, pentru 
clasa C de secţiune. Grinzile de clasa de secţiune A şi B, atunci când disiparea 
energiei are loc prin încovoiere, trebuie să satisfacă următoarele condiţii, acolo unde se 
vor forma articulaţiile plastice: 

Msd/Mp,.Rd < 1.0, cu Nsd/Npi.Rd < 0.15 şi VsdA/p,.Rd < 1/3 (3.18) 

Dacă Nsd/Npî Rd >0.15, grinda se va considera ca un element supus la compresiune cu 
încovoiere. 

3.6.3 AISC-97 

Norma AISC-97 este concepută pentru calculul şi execuţia elementelor şi îmbinărilor 
structurale metalice pentru sisteme de rezistenţă la forţe laterale la clădiri pentru care 
s-au determinat forţe seismice pe baza a diverse nivele de disipare a energiei în 
domeniul plastic. Factorul de reducere R şi factorul de suprarezistenţă /3b se determină 
din cele de mai jos (Tabelul 3.7) funcţie de sistemul structural. 
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Rezistenţa necesară a unei îmbinări sau a elementului corespunzător se va determina 
cu valoarea probabilă a limitei de curgere Fye a elementului îmbinat, unde: 

Fye = RyFy (3.19) 

Fy este limita de curgere minimă specificată a mărcii oţelului. Pentru profile laminate şi 
bare, Ry se va lua egal cu 1.5 pentru ASTM A36 şi 1.3 pentru A572 Gr 42. 

Tabelul 3.7: Sisteme structurale. 

Sistemul structural de bază Descriere R Qo 
Cadre necontravântuite Cadre speciale necontravântuite (SMF) 

Cadre ordinare necontravântuite (OMF) 
8.5 
4.5 

2.8 
2.8 

Toate îmbinările cu şuruburi vor fi realizate cu şuruburi de înaltă rezistenţă 
pretensionate total. îmbinările cu şuruburi nu se vor proiecta să preia forţele tăietoare 
împreună cu sudura, pentru aceiaşi suprafaţă de forfecare. îmbinările cu şuruburi ale 
elementelor ce fac parte din sistemul de rezistenţă la forţe seismice se vor configura 
astfel ca o stare limită ductilă să guverneze proiectarea îmbinării sau al elementului. 

Cadrele necontravântuite speciale (SMF) se aşteaptă să reziste unor deformaţii 
inelastice semnificative în urma aplicării forţelor rezultate din acţiunea seismică de 
proiectare. Proiectarea tuturor îmbinărilor riglă-stâlp, care participă la sistemul de 
rezistenţă la forţele laterale va fi bazată pe rezultatele unor încercări care au dovedit o 
rotire plastică capabilă de cel puţin 0.03 radiani. încercările trebuie să conţină cel puţin 
două încercări ciclice şi se permite să fie bazate pe una dintre următoarele cerinţe: 
• încercări existente în cercetare sau încercări documentate, realizate pentru alte 

proiecte, care s-a demonstrat că se potrivesc rezonabil condiţiilor proiectului. 
• încercări efectuate special pentru proiect şi care sunt reprezentative pentru 

dimensiunile elementelor, rezistenţa materialelor, configuraţia şi execuţia 
îmbinărilor. 

încercările riglă-stâlp trebuie să demonstreze un moment capabil dezvoltat la faţa 
stâlpului care este cel puţin egal cu momentul plastic nominal al grinzii Mp la o rotire 
plastică necesară, cu următoarele excepţii: 
• în cazul în care rezistenţa grinzii este limitată de voalarea acesteia sau atunci când 

sunt folosite îmbinări cu o secţiune redusă a grinzii, rezistenţa minimă va fi de cel 
puţin 0.8/Wp al grinzii. 

• îmbinări care asigură rotirea necesară în elementele îmbinării la rezistenţa cerută, în 
cazul în care se poate demonstra printr-o analiză raţională că structura poate 
asigura deformaţiile de nivel suplimentare datorate flexibilităţii îmbinării. 

Rezistenţa necesară la forfecare Ru a panoului inimii stâlpului se determină aplicând 
combinaţia specială de încărcări grinzii sau grinzilor concurente în nod. Nu este 
necesar ca Ru să depăşească forţa de forfecare determinată de valoarea de 0,8TRyMp 
a riglelor concurente în îmbinare. 

Zvelteţea de perete a grinzilor trebuie să se conformeze valorilor de mai jos (vezi 
Tabelul 3.8). în cazul în care raportul TM^JTM^pb este mai mic sau egal cu 1.25, 
zvelteţea de perete a secţiunii stâlpilor vor respecta aceleaşi valori Ăp. 
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Tabelul 3.8: Limitele zvelteţii de perete Âp pentru elemente comprimate în AISC-97. 

Descrierea elementului Zvelteţea 
de perete Valorile limită 

Tălpile grinzilor I 
laminate, grinzilor 
hibride sau sudate, sau 
profile U încovoiate 

b/t 

Inimi supuse la 
încovoiere cu forţă 
axială 

pentru PJ(pbPy< 0^25: 520 

ho/k 

1-1.54-
kPy 

pentru P̂ ŷ b̂Py > 0.125: 191 2.33-
<l>.Py 

253 

R , 

* Fy În ksi. 

Următoarea relaţie trebuie să verifice la o îmbinare riglă-stâlp: 

Z M ' p c / I / W ' p 6 > 1 . 0 (3.20) 

unde ZM'pc - suma momentelor de pe stâlp la partea superioară şi inferioară a nodului 
de la intersecţia axelor grinzii şi stâlpului. Z/W'pc se determină adunând proiecţiile la axa 
grinzii a rezistenţelor nominale a stâlpului (inclusiv vutele acolo unde sunt folosite) de 
la partea superioară şi inferioară, ţinând cont de reducerea rezistenţei din cauza forţei 
axiale. Se permite a se folosi ZMpc = ZZc(Fyc-Puc/Ag). ZM'pb - suma momentelor în 
grinzi la intersecţia axelor grinzilor şi a stâlpilor. TM'pt, se determină adunând proiecţiile 
la axa stâlpului a rezistenţelor nominale ale grinzilor în articulaţiile plastice. Se permite 
să se ia ZM'pb = T{^.^RyMp+My), unde My este momentul suplimentar din cauza 
braţului forţei tăietoare de la articulaţia plastică la axa stâlpului. 

Cadrele necontravântuite intermediare (IMF) vor suporta deformaţii inelastice 
intermediare sub acţiunea forţelor datorate acţiunii seismice de calcul. IMF se vor 
proiecta astfel ca deformaţiile inelastice induse de seism să fie preluate de 
plasticizarea elementelor cadrului atunci când sunt folosite îmbinări rigide, sau de 
curgerea îmbinărilor atunci când sunt folosite îmbinări semi-rigide. 

IMF trebuie să respecte cerinţele pentru SMF cu excepţia următoarelor modificări: 
• Proiectarea tuturor îmbinărilor riglă-stâlp folosite în sistemul de rezistenţă la forţele 

laterale vor fi bazate pe încercări ciclice care să demonstreze o rotire inelastică de 
cel puţin 0.02 radiani. 

• în cazul în care rezistenţa grinzii este limitată de voalarea acesteia sau atunci când 
sunt folosite îmbinări cu o secţiune redusă a grinzii, rezistenţa minimă va fi de cel 
puţin 0.8Mp al grinzii. 

• îmbinări care asigură rotirea necesară în elementele îmbinării la rezistenţa cerută, în 
cazul în care se poate demonstra printr-o analiză raţională că structura poate 
asigura deformaţiile de nivel suplimentare datorate flexibilităţii îmbinării. O astfel de 
analiză trebuie să includă efectele de stabilitate generală, inclusiv efectele de 
ordinul doi. 

Cadrele necontravântuite ordinare (OMF) vor rezista unor deformaţii inelastice limitate 
în elemente şi îmbinări, sub acţiunea forţelor seismice de calcul. 
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îmbinările riglă-stâlp vor fi realizate prin sudură sau cu şuruburi de înaltă rezistenţă, 
îmbinările pot fi rigide sau semi-rigide după cum urmează: 
• îmbinările rigide care fac parte din sistemul de rezistenţă la forţele laterale vor fi 

calculate la o capacitate Mu cel puţin egală cu minimul dintre ^.^RyMp a grinzii şi 
momentul care poate fi transmis de sistem. 

• Sudurile cu penetrare parţială şi cele de colţ nu se vor folosi pentru a prelua forţele 
de întindere în îmbinări. Ca alternativă, calculul tuturor îmbinărilor riglă-stâlp va fi 
bazat pe rezultate ale încercărilor ciclice, care să demonstreze o rotire inelastică de 
cel puţin 0.01 radiani. 

îmbinările semi-rigide sunt permise atunci când sunt îndeplinite următoarele cerinţe: 
• Rezistenţa nominală a îmbinării trebuie să fie mai mare sau egală cu 50 la sută din 

minimul dintre momentele plastice ale grinzii şi stâlpului. 
" Se va demonstra o capacitate de rotire adecvată în îmbinări, bazată pe încercări 

ciclice la rotiri corespunzătoare deformaţiilor de nivel. 
• Rigiditatea şi rezistenţa îmbinărilor semi-rigide se vor considera în proiectare, 

inclusiv efectele lor asupra stabilităţii generale a cadrului. 

în cazul în care sunt folosite îmbinări rigide, realizate prin sudarea directă a tălpilor 
grinzii sau a ecliselor de talpă a grinzii de talpa stâlpului, se vor prevedea plăci de 
continuitate pentru a transmite eforturile din talpă în inima sau inimile stâlpului. Plăcile 
de continuitate nu sunt necesare dacă îmbinările încercate demonstrează o rotire 
plastică necesară fără aceste plăci. 

3 . 6 . 4 A I J L S D - 9 0 

Cadrele structurale (contravântuite şi necontravântuite) se vor clasifica după cum 
urmează (Tabelul 3.9). 

Tabelul 3 . 9 : Clasificarea structurilor în AIJLSD-90. 

Clasificarea 
structurală 

Cadrul structural 

S-l cadre structurale compuse din elemente clasificate în P-l şi L-l, care se 
conformează prevederilor pentru îmbinări 

S-II cadre structurale compuse din elemente clasificate în P-ll şi L-II, care se 
conformează prevederilor pentru îmbinări 

S-III cadre structurale compuse din elemente clasificate în P-lII şi L-III, care se 
conformează prevederilor pentru îmbinări 

S-IV cadre structurale compuse din elemente clasificate în P-IV şi L-IV 

Clasificarea zvelteţii de perete în P-l, P-ll, P-III şi P-IV sunt bazate pe relaţiile din 
Tabelul 3.10. 

Tabelul 3.10: Clasificarea zvelteţii de perete a plăcilor în AIJLSD-90 (doar secţiunile H). 

P-l P-l P-l P-IV 

0) I 
"O 0 
N § 

iblt,f , 

, j d l t j 
(127/ 

<1 

jb/trf , 

, ( d / t j 
(136/ 

<1 

jbltff 

, iditj 
<1 

17 37 < bit, < 

BUPT



66 3. Norme de proiectare antiseismică 

P-l P-l P-l P-IV 

"O Q) 

1 - i <03 'rtr 
-»— o cn CD co 

jb/tff , 

, j d l t j 
(93 

< 1 

(blt,f , 

(99/ 
<1 <1 

dn.<7VjF; 

unde: Fy - limita de curgere a elementelor (t/cm^); b - jumătatea lăţimii tălpii unei 
secţiuni H (cm); d - înălţimea inimii unei secţiuni H (cm); tf - grosimea tălpii (cm); U -
grosimea inimii (cm). 

Clasificarea zvelteţii grinzilor în categoriile L-l, L-ll, L-III şi L-IV se bazează pe 
următorul tabel. 

Tabelul 3.11: Clasificarea zvelteţii grinzilor în A I J L S D - 9 0 . 

Clasificarea L-l L-ll L-III L-IV 
Zvelteţea Ăb < 0.7 ̂ At, < 0.8 

unde: Ă̂  = ^M^ / M^ - zvelteţea la flambaj lateral al grinzii; Mp - momentul plastic total 

(t em); Me - momentul elastic de flambaj lateral (t em); pĂb - zvelteţea corespunzătoare 
limitei plastice = 0.6+3{M2/Mi); M2IM1 - raportul momentelor de capăt, măsurate pentru 
lungimea necontravântuită, |Mi| > IM2I. M2/M1 se ia pozitiv pentru o încovoiere în dublă 
curbură. 

Următoarele limitări asupra forţelor axiale şi zvelteţii se impun stâlpilor cadrelor 
clasificate în S-l sau S-II (contravântuite şi necontravântuite): 
• raportul maxim al forţei axiale: Py < 0.75 
• combinarea forţei axiale şi a zvelteţii: Hy fXc < 0.25 

unde: rty - raportul forţei axiale la un stâlp = MA/y; N - forţa de compresiune în stâlp (t); 
A/y - rezistenţa la compresiune a stâlpului (t); fÂc - raportul zvelteţii unui stâlp 
= ^Ny / /̂Vg ; fNe - rezistenţa la flambaj a unui stâlp în planul încovoierii = ^El/klc^ (t); / 

- momentul de inerţie faţă de axa de încovoiere (cm''); Jc - lungimea de flambaj în 
planul de încovoiere (cm). 

în cazul stâlpilor cadrelor clasificate în S-l şi S-II la care se formează articulaţii plastice, 
se vor verifica următoarele condiţii suplimentare: 

pentru-0.5 </W2//W, <1.0 Hy A / < 0.10 (1+/W/ZW )̂ (3.21) 

pentru -1.0 < M2/M1 < -0.5 riy V < 0.05 (3.22) 

Pentru stâlpii cadrelor clasificate în S-III sau S-IV, se vor verifica următoarele: 

N/,Nc<^.0 (3.23) 

Pentru calculul la starea limită ultimă a cadrelor contravântuite şi necontravântuite, 
rezistenţa necesară a fiecărui nivel a cadrului poate fi redusă în funcţie de clasificarea 
cadrului şi coeficientul structural caracteristic (vezi Tabelul 3.12): 
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QR = DS YE WE (3.24) 

unde: QR - rezistenţa necesară la forţe laterale a unui nivel; Ds - factorul structural 
caracteristic; YE - factorul parţial de siguranţă pentru acţiunea seismică; WE - forţa 
seismică nominală. 

Tabelul 3 .12 : Factorul structural caracteristic Ds pentru cadre în A I J L S D - 9 0 . 

Factorul structural caracteristic S-l S-ll S-III S-IV 
Cadru necontravântuit rDs 0.25 0.30 0.35 0.45 
Cadru contravântuit bDs RDs{^+0.4/3Ăo)<0.5 0.50 

Rezistenţa maximă a îmbinărilor de capăt la grinzile şi stâlpii cadrelor clasificate în S-l, 
S-ll, şi S-III vor satisface: 

JMu>^.3Mp (3.25) 

unde: jMu - rezistenţa maximă a îmbinărilor; Mp - momentul plastic total al grinzii 
pentru îmbinările de capăt la grinzi sau momentul plastic total al stâlpului în cazul 
îmbinării de capăt la stâlpi. 

Panourile de inimă a îmbinărilor riglă-stâlp se vor calcula astfel ca să satisfacă: 

+ and + .M^)] (3.26) 

unde: ^My - rezistenţa plastică a panoului unei îmbinări riglă-stâlp; ^M'-y, bM ŷ -
rezistenţele plastice ale grinzilor concurente în îmbinare (partea stângă şi partea 
dreaptă a panoului); c^^y, cM'-y - rezistenţele plastice ale stâlpilor concurenţi în 
îmbinare (la partea superioară şi cea inferioară a panoului). 

Nu se vor folosi şuruburi la îmbinările supuse vibraţiilor, impactului sau la eforturi de 
sens invers. Nu se vor folosi şuruburi la părţile principale de rezistenţă la structuri mai 
înalte de 9 m sau cu o deschidere mai mare de 13 m. Oricum, şuruburile pot fi folosite 
în astfel de părţi atunci când diametrul găurii nu este mai mare decât diametrul 
şurubului plus 0.2 mm, şi în plus este împiedecată slăbirea piuliţelor. 

3.6.5 P100-92 

Structurile metalice antiseismice se proiectează astfel încât în timpul acţiunii seismice 
intense, unele părţi ale lor să poată depăşi domeniul de comportare elastică în scopul 
de a disipa energia seismică prin deformaţii postelastice. Coeficientul de reducere a 
efectelor acţiunii seismice ţine seama de ductilitatea structurii, de capacitatea de 
redistribuţie a eforturilor, de rezerva de rezistenţă neconsiderată în calcul, precum şi de 
efectele de amortizare a vibraţiilor, altele decât cele asociate structurii de rezistenţă. 
Coeficientul se alege funcţie de tipul structurii, şi are valoarea de pentru 
cadrele metalice necontravântuite. în funcţie de valoarea coeficientului de reducere a 
forţelor seismice adoptat la proiectare structurii se vor respecta următoarele condiţii: 

Tabelul 3.13: Cerinţe pentru clasele de secţiune funcţie de factorul ţ^/ales în PI 00-92. 

factorul de comportare y/ 0.17 < ^^<0.25 0.25 < 0.5 0.5 < i// 
clasa de secţiune clasa 1 clasa 2 clasa 3 
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Prinderile realizate cu sudură cap la cap se vor încadra în clasa l-a de calitate pentru 
elementele supuse predominant la eforturi de întindere şi în clasa ll-a de calitate pentru 
elementele supuse predominant la eforturi de compresiune. Prinderile realizate cu 
sudură în relief sau şuruburi situate în zone plastice potenţiale vor fi dimensionate la 
eforturile obţinute prin înmulţirea eforturilor capabile ale elementelor care se prind cu 
coeficientul 1.25. 

Structurile în cadre necontravântuite se vor proiecta astfel încât, sub acţiunea 
cutremurelor cu intensitate ridicată, articulaţiile plastice să apară mai întâi în grinzi, la 
legătura cu stâlpii, şi numai după aceea, eventual, şi în stâlpi. La ultimul nivel al 
cadrelor multietajate, precum şi la structurile cu un nivel, se admite ca articulaţiile 
plastice să apară mai întâi în stâlpi. în zonele de bază ale stâlpilor cadrelor articulaţiile 
plastice vor fi dirijate, prin proiectare, în stâlpi. 

Grinzile în care pot apărea articulaţii plastice vor fi asigurate împotriva fenomenelor de 
pierdere a stabilităţii generale prin legarea lor directă de structuri orizontale rigide, în 
cazurile în care acestea există sau prin prevederea de legături transversale adecvate, 
fixate de structurile orizontale rigide. în zonele plastice potenţiale vor fi satisfăcute 
relaţiile: 

N/A<OA R (3.27) 

MyW, < R (3.28) 

r /A <0.2 R (3.29) 

unde: N, T, M^ - efortul axial, momentul încovoietor şi respectiv forţa tăietoare, 
maxime, din zona plastică potenţială care se verifică; M/x - modulul de rezistenţă al 
secţiunii respective; A, -aria secţiunii inimii. 

Nodurile grindă-stâlp se vor calcula la eforturi egale cu produsul /pS, unde: S - efortul 
produs în îmbinare de încărcările de calcul; /p - coeficient de multiplicare (xp=1.2 
pentru nodurile plasate în zone plastice potenţiale, pentru noduri situate în 
celelalte zone). 

Nu se admite plastificarea panoului de legătură între grinzi şi stâlpi. 

3.6.6 Comentarii 

Normele de proiectare antiseismică prevăd două tipuri de comportare structurală: 
disipativă şi nedisipativă, prima fiind cea mai folosită. De aceea, se încearcă evitarea 
condiţiilor care ar putea duce la cedări fragile şi se adoptă strategii corespunzătoare 
care să permită mecanisme stabile şi fiabile de disipare histeretică a energiei. 

Normele studiate recunosc neconcordanţa dintre limita de curgere nominală şi cea 
reală a oţelurilor folosite astăzi în construcţii, cu excepţia celor japoneze şi româneşti. 
O limită de curgere mai mare este acoperitoare pentru calculul unei structuri 
nedisipative, dar nu şi pentru una disipativă, deoarece amplasarea şi ductilitatea 
zonelor disipative se pot modifica din cauza limitei de curgere sporite a anumitor părţi a 
structurii. EC8-94 şi PS92 cer controlul acestui fenomen, iar norma americană merge 
mai departe, specificând anumiţi coeficienţi pentru determinarea limitei de curgere 
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probabile pentru oţelurile tipice americane. Limita de curgere probabilă se foloseşte în 
loc de cea nominală pentru calculul de capacitate. 

EC8-94, PS92 şi P100-92 clasifică secţiunile elementelor în patru clase de ductilitate 
(din care numai trei permise în zone seismice), funcţie de zvelteţea pereţilor secţiunii. 
Această clasificare, care influenţează valorile alese ale factorului q, nu include nici o 
prevedere pentru verificarea ductilităţii elementelor. A IJLSD-90 prevede o clasificare a 
secţiunii care ţine cont de interacţiunea dintre talpă şi inimă. Mai mult decât atât, 
clasificarea cadrelor din punctul de vedere al performanţei seismice (ductilităţii) este 
realizată ţinând cont atât de clasa secţiunii, cât şi de zvelteţea elementului. Norma 
AISC-97 prevede de asemenea limitări ale zvelteţii de perete a secţiunii. în plus, se 
face o clasificare directă a cadrelor necontravântuite în speciale, intermediare şi 
ordinare, funcţie de performanţa lor seismică. Aceasta se realizează în principal prin 
diferite nivele de ductilitate ale nodurilor de cadru (0.03, 0.02, şi 0.01 radiani), justificate 
prin încercări experimentale. 

îmbinările riglă-stâlp necesită de obicei o suprarezistenţă faţă de rezistenţa riglei 
(120% în cazul normelor EC8-94 şi PS92, 125% în cazul PI00-92, 130% în norma 
japoneză, şi 110%, dar bazată pe limita de curgere probabilă în codul american). 
Oricum, cu excepţia normei A IJLSD-90 şi P100-92, este permisă utilizarea îmbinărilor 
semi-rigide şi/sau de rezistenţă parţială în cazul în care capacitatea lor de a disipa 
energie se bazează pe încercări de laborator. Curgerea panoului de inimă este 
permisă de către EC8-94 şi PS92, la fel şi de norma americană, care prevede o 
rezistenţă a panoului de numai 80% din rezistenţa plastică probabilă a grinzilor 
concurente în îmbinare. 

Conceptul de stâlp tare - riglă slabă este cerut de către EC8-94 şi PI 00-92. Este 
necesar şi în AISC-97, dar numai pentru cadrele necontravântuite speciale şi 
intermediare. în acelaşi timp, relaţiile din această normă sunt mult mai generale, ţinând 
cont de astfel de fenomene cum ar fi existenţa vutelor, slăbirea secţiunii, şi forţa axială 
din stâlp. Nici AIJLSD-90 şi nici PS92 nu prevăd explicit stâlpi mai tari. Oricum, 
verificările impuse stâlpilor sunt diferite, funcţie de clasificarea lor ca stâlpi disipativi 
sau nedisipativi. 

3.7 Exemplu de calcul 

Pentru a depăşi unele dintre probleme legate de diferitele formulări ale forţelor 
seismice din norme, s-a efectuat e evaluare directă a forţelor seismice de calcul pentru 
o structură. Aceasta reprezintă un cadru metalic necontravântuit, cu trei deschideri pe 
ambele direcţii şi cu cinci nivele. Dimensiunile în plan sunt de 18x18 m (trei deschideri 
a câte 6 m), iar înălţimea este de 18.5 m (parterul de 4.5 m, iar restul nivelelor de 3.5 
m). Cadrul a fost considerat ca şi cadru special în cazul UBC-97 şi cadru tip S-l în 
cazul normelor japoneze (cadre cu cea mai înaltă performanţă seismică). încărcarea 
permanentă pe planşee este de 4.75 kN/m^, iar cea a închiderilor de 1.7 kN/ml 
încărcarea utilă a fost considerată egală cu 3.0 kN/m^. Construcţia s-a considerat 
amplasată într-o zonă de seismicitate ridicată (vezi Tabelul 3.1) şi pe un teren tare 
(vezi Tabelul 3.2). 
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Evaluarea forţelor seismice s-a făcut într-o manieră cât mai simplă şi reprezentativă 
pentru o predimensionare a structurii. S-a calculat pe cât posibil doar forţa tăietoare de 
bază, distribuţia acesteia pe înălţime a fost neglijată unde a fost posibil. Perioada 
proprie de vibraţie a clădirii s-a considerat conform formulelor empirice din norme. 

Masa seismică folosită la determinarea forţelor seismice este de obicei cea 
corespunzătoare încărcării permanente plus o fracţiune din încărcarea variabilă. Acest 
procedeu este adoptat de EC8-94, PS92, P100-92 şl UBC-97. Normele japoneze nu 
specifică vre-un mod de a considera masele, de aceea doar încărcarea permanentă a 
fost considerată. 

Perioadele proprii de vibraţie obţinute cu formulele empirice din norme sunt destul de 
împrăştiate. EC8-94 şi UBC-97 folosesc aceleaşi formule pentru determinarea 
perioadelor structurii, care conduc la valorile cele mai mari ale perioadelor. Este de 
menţionat faptul că UBC-97 este singura normă care se bazează pe aceste relaţii 
empirice pentru calculul forţelor seismice de calcul, celelalte norme încurajând analiza 
modală pentru determinarea modurilor proprii de vibraţie. 

Se poate observa din Figura 3.9 că variaţia masei seismice nu este importantă, 
influenţa încărcării utile fiind mică. Perioada de vibraţie calculată conform relaţiilor 
empirice variază în schimb în mod semnificativ, iar influenţa acesteia asupra forţelor 
seismice de calcul este importantă. Se mai menţionează trei alţi factori care au 
contribuit la calculul forţei seismice de bază: amortizare diferită de 5% în cazul PS92 şi 
AIJL-93, un coeficient de amplificare pentru considerarea influenţei modurilor 
superioare în PS92, şi un factor de participare a modului fundamental de vibraţie, 
considerat doar de PS92, P100-92 şi AIJL-93. Valorile obţinute ale forţei tăietoare de 
bază din diferite norme sunt prezentate în Figura 3.10. 

Se poate obsen/a o variaţie importantă a valorilor forţelor seismice de calcul din diferite 
norme. După cum s-a menţionat anterior, aceste forţe sunt specifice unui calcul 
preliminar şi se vor modifica atunci când perioada proprie de vibraţie exactă va fi 
calculată/utilizată în modelul final. Analiza plastică folosită de normele japoneze va 
reduce din diferenţa observată mai sus. Se menţionează totodată că forţele tăietoare 
de bază din Figura 3.10 se vor modifica substanţial atunci când se vor folosi alte tipuri 
de amplasament decât cele pe teren rigid. 
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Figura 3.9: Masa seismică (a) şi perioada aproximativă de vibraţie (b). 
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Figura 3.10: Comparaţie între forţele seismice de bază pentru un calcul de predimensionare (a) 
şi coeficienţii seismici (b). 

O altă comparaţie o reprezintă coeficienţii forţelor seismice considerate în domeniul 
amplificării maxime a acceleraţiei spectrale. Această comparaţie va înlătura diferenţele 
cauzate de: 
• masa seismică 
• perioada proprie de vibraţie 
• amortizare diferită de 5% 

După cum se poate observa din Figura 3.10, coeficienţii maximi ai forţelor seismice 
sunt mult mai uniformi pentru primele patru norme. Prevederile seismice japoneze dau 
valori mai mari ale acestui coeficient, în special din cauza coeficienţilor de reducere a 
forţelor seismice mai mici. Se menţionează din nou că diferenţa dintre normele 
japoneze şi celelalte se va reduce dacă considerăm calculul plastic cerut de primele. 

3.8 Tendinţe actuale în proiectarea şi analiza antiseismică a structurilor 

Majoritatea normelor de proiectare antiseismică în vigoare sunt orientate spre 
asigurarea siguranţei vieţilor umane în urma acţiunii unor seisme de intensitate majoră. 
Pe lângă acest obiectiv primordial, normele încearcă să limiteze şi distrugerile 
(structurale şi nestructurale) în timpul unor seisme de intensitate mai mică prin 
impunerea unor limitări ale deplasărilor în structură. Cu toate acestea, este cert că 
prevederile normelor menite să asigure acest comportament structural au fost 
dezvoltate empiric, bazându-se pe observaţii ale seismelor anterioare (Hamburger, 
1996). Normele în vigoare nu conţin criterii specifice care să definească nivelul 
admisibil al degradărilor. 

Ultimele seisme majore, printre care Loma Prieta (1989), Northridge (1994) şi 
Hyogoken-Nanbu (1995) au arătat că normele actuale şi-au îndeplinit în general scopul 
de a preîntâmpina colapsul structural. Cu toate acestea, pierderile economice de pe 
urma acestor seisme au fost neaşteptat de ridicate. Otani (1997) a atras atenţia asupra 
discrepanţei existente în Japonia între aşteptările proprietarilor clădirilor (publicul) şi 
inginerilor constructori asupra comportării clădirilor moderne la seisme. Ca urmare, a 
apărut necesitatea dezvoltării unor metode de proiectare care să limiteze mai eficient 
distrugerile (pierderile economice) la seismele viitoare. 
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Aceste cerinţe pentru îmbunătăţirea performanţei construcţiilor a condus la dezvoltarea 
conceptului şi a procedurilor de Proiectare Bazată pe Performanţă (PBP). Conceptul în 
sine nu este nou, reprezentând o extensie, generalizare, formalizare şi cuantificare a 
metodei stărilor limită (Fajfar, 1998). PBP are ca scop proiectarea unor structuri care 
să posede un comportament controlat şi previzibil pentru nivele definite de siguranţă 
sub acţiunea unor nivele multiple ale acţiunii seismice (Court şi Kowaisky, 1998). 

3.8.1 Proiectarea bazată pe performanţă (PBP) 

Există o unanimitate tot mai puternică printre cercetători şi ingineri proiectanţi asupra 
faptului că normele viitoare de proiectare antiseismică trebuie să se bazeze pe PBP. 
Cu toate acestea, părerile despre sensul acestuia şi a metodelor de implementare 
diferă substanţial (Ghobarah, 2001). Trei documente au încercat să dezvolte proceduri 
ce pot fi folosite drept prevederi antiseismice în normele de proiectare, şi care stau la 
baza conceperii criteriilor de proiectare bazată pe performanţă: 
• SEAOC Vision 2000 (1995) 
• ATC40(1996) 
• FEMA 273 şi 274 (1996) 

Scopul SEAOC Vision 2000 este de a dezvolta un cadru pentru nişte proceduri care ar 
permite proiectarea structurilor cu performanţe seismice previzibile şi care să verifice 
multiple obiective de performanţă. Studiul prezintă conceptele şi se adresează nivelelor 
de performanţă atât pentru elementele structurale, cât şi pentru cele nestructurale. 
Sunt descrise cinci nivele de performanţă, fiind definite limitări ale deplasărilor relative 
de nivel corespunzătoare, atât celor tranziente, cât şi a celor reziduale. Se sugerează 
folosirea conceptelor oferite de proiectarea de capacitate pentru controlul 
comportamentului inelastic al structurii şi desemnarea componentelor ductile ale 
sistemului de rezistenţă la forţe laterale. Metodele de proiectare includ diverse 
proceduri de calcul, cum ar fl metodele convenţionale bazate pe rezistenţă, metode 
bazate pe deformaţii şi metode energetice. 

Prevederile din ATC 40 se referă la o metodologie în care criteriile structurale sunt 
exprimate în termenii atingerii unor obiective de performanţă. Documentul se limitează 
la structuri din beton armat şi utilizează pentru evaluarea comportării structurii metoda 
spectrului de capacitate. Procedura implică construirea spectrelor de capacitate şi de 
cerinţe. Pentru construirea spectrului de capacitate se foloseşte o analiză statică 
neliniară (pushover), construindu-se o relaţie forţă-deplasare a unei structuri. Forţele şi 
deplasările sunt convertite apoi în acceleraţii şi deplasări spectrale folosind un sistem 
echivalent cu un grad de libertate. Cerinţele asupra sistemului sunt reprezentate prin 
spectre elastice de răspuns puternic amortizate. 

FEMA 273 şi urmaşul acesteia, FEMA 356 (2000) prezintă o suită de obiective de 
performanţă asociate cu diferite nivele ale acţiunii seismice determinate pe baze 
probabilistice. Metodele de analiză sunt relativ complete, conţinând de la metode 
statice liniare până la dinamice nellnlare. Sunt definite nivele de performanţă pentru 
elementele structurale, cât şi penrtu cele nestructurale, şi propuse valori limită ale 
deformaţiilor elementelor pentru diverse soluţii structurale la nivele de performanţă 
diferite. Este probabil cel mal complet document disponibil la ora actuală, ce tratează 
proiectarea bazată pe performanţă. 
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Este de remarcat faptul ca cele trei documente descrise mai sus conţin principii şi 
proceduri similare, dar diferă, câteodată substanţial, în ceea ce priveşte termenii şi 
valorile folosite pentru caracterizarea şi cuantificarea nivelelor acţiunii seismice şi a 
cerinţelor de acceptare a nivelelor de performanţă propuse. 

Nivele de performanţă 

Un nivel de performanţă este o stare (limită) a degradărilor în structură şi reprezintă 
degradarea maximă dorită de la o construcţie supusă la un nivel al acţiunii seismice 
dat. în cazul clădirilor, este necesar să se considere starea elementelor structurale, 
nestructurale, a conţinutului clădirilor şi a funcţionării diverselor instalaţii. SEAOC 
Vision 2000, defineşte patru nivele de performanţă: 
• Complet operaţional: clădirea este operaţională cu distrugeri neglijabile 
• Operaţional: clădirea este operaţională, cu distrugeri minore şi disfuncţii minore la 

utilităţile neesenţiale 
• Siguranţă a vieţii: siguranţa vieţii este substanţial protejată, distrugerile sunt 

moderate către extinse 
• Colaps iminent: siguranţa vieţii este la risc, distrugerile sunt severe şi colapsul 

structural este prevenit. 

Fiecare nivel de performanţă este definit pentru sistemul structural, sistemul 
nestructural şi pentru conţinutul clădirii. Nivelele de performanţă definite mai sus sunt 
exprimate bine în termeni calitativi, dar nu şi cantitativi. Acest ultim obiectiv poate fi 
realizat prin metode de analiză, care să considere explicit comportarea inelastică a 
structurii şi deformarea acesteia, diferitele nivele de performanţă structurală fiind 
definite în termeni de eforturi limită (în cazul elementelor fragile) sau de deformaţii 
limită (în cazul elementelor ductile). 

01 • Ocupare Imediata 
SV - Siguranţa Vletil 
PC - Prevenirea Colapsului 

DEPLASARE 

Figura 3.11: Definirea schematică a nivelelor de performantă seismică pentru o curba forţă 
deplasare (FEMA 356, 2000). 

Valorile limită ale deformaţiilor elementelor structurale pentru trei nivele de performanţă 
structurală se pot urmări pe curba forţă-deplasare a unui element, aşa cum este 
definită de FEMA 356 (Figura 3.11). Modelul de comportare al elementului cuprinde 
următoarele fenomene caracteristice: (1) comportamentul elastic până la atingerea 
limitei de curgere - ramura A-B; (2) consolidarea după ce materialul a intrat în domeniul 
plastic - ramura B-C; (3) degradarea de forţă după ce elementul a atins deplasarea 
ultimă - ramura C-D; şi (4) o forţă remanentă, până la atingerea colapsului total -
ramura D-E. Nivelul de performanţă de Ocupare Imediată caracterizată de distrugeri 
structurale minore corespunde unor deplasări puţin peste limita de comportare elastică 
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a elementului structural, iar Prevenirea Colapsului se atinge aproape de cedarea 
elementului, definită prin scăderea pronunţată a forţei capabile (vezi Figura 3.11). 
FEMA 356 introduce patru nivele şi două intervale de performanţă, fiind astfel mai 
flexibilă decât SEAOC Vision 2000, dar în acelaşi timp mai complicată. 

Nivelul acţiunii seismice 

Multe din amplasamentele afectate seismic sunt supuse unei întregi game de 
cutremure cu intensităţi diferite. Proiectarea bazată pe performanţă îşi propune să 
asigure un răspuns previzibil al construcţiilor sub acţiunea oricărui seism posibil într-un 
amplasament dat. Pentru ca acest principiu să poată fi aplicat din punct de vedere 
practic, este necesar să se aleagă un număr finit de nivele ale acţiunii seismice. 
Aceasta se poate face definind un set de mişcări seismice şi hazardul corespunzător 
fie prin probabilitatea producerii evenimentului seismic, fie prin perioada medie de 
recurenţă. 

SEAOC Vision 2000 propune patru nivele ale acţiunii seismice, definite de perioade 
medii de recurenţă de 43, 72, 475 şi 970 ani. FEMA 356 defineşte tot 4 nivele de 
hazard seismic, pentru probabilităţi de depăşire de 50%, 20%, 10% şi 2% în 50 de ani, 
corespunzătoare unor perioade medii de recurenţă de 72, 225, 475 şi respectiv 2475 
ani. 

Obiective de performanţă 

Combinaţia dintre un nivel de performanţă seismică şi o intensitate a mişcării seismice 
la care să se verifice performanţa poartă denumirea de obiectiv de performanţă. Aceste 
combinaţii sunt reprezentate prin matricea obiectivelor de performanţă, propusă de 
SEAOC Vision 2000 (Figura 3.12). în cazul clădirilor, obiectivele de performanţă de 
calcul se vor alege funcţie de conţinutul acestora, importanţa activităţilor care se 
desfăşoară în acestea, costul total (iniţial, cel al reparaţiilor şi cel cauzat de 
întreruperea activităţilor), cât şi eventuala valoare artistică sau culturală a clădirii. Sunt 
propuse trei nivele minime ale obiectivelor de performanţă, pentru clădiri făcând parte 
din diferite categorii de folosire şi conţinut: 
• Obiectivele de bază sunt definite pentru clădirile obişnuite în ceea ce priveşte 

conţinutul şi folosirea lor 
• Obiectivele esenţiale şi cu risc sporit sunt cele minime acceptate pentru clădirile 

esenţiale în cazul producerii unui seism (spitale, secţii de poliţie, staţii de pompieri, 
etc.) şi pentru clădirile cu risc sporit, ce conţin cantităţi importante de materiale 
periculoase, dar care nu vor introduce un risc major pentru populaţie 

• Obiectivele critice sunt cele care conţin cantităţi importante de materiale 
periculoase, şi care pot periclita siguranţa unui segment important al populaţiei 

FEMA 356 este mai flexibilă, conţinând mai multe variante de stabilire a unor obiective 
de performanţă (sau de reabilitare, acest normativ având ca şi obiectiv reabilitarea 
construcţiilor existente). Acestea sunt împărţite în obiective de bază, îmbunătăţite sau 
limitate, oferind beneficiarilor şi proiectanţilor opţiunea de a alege pe de o parte costul 
şi fezabilitatea proiectului, iar pe de altă parte beneficul de pe urma unei siguranţe 
sporite, reducerea degradărilor şi întreruperea utilizării. 
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Figura 3.12: Matricea obiectivelor 6e performanţă seismică (SEAOC Vision 2000, 1995). 

Conform procedurilor PBP, alegerea obiectivelor de performanţă de calcul se va face 
de către client, împreună cu proiectantul, în funcţie de aşteptările clientului, hazardul 
expus, a unei analize economice şi a riscurilor acceptabile, folosind matricea 
obiectivelor de calcul. 

3.8.2 Metode de analiză structurală 

Metodele curente de proiectare antiseismică se bazează în mare parte pe analiza 
statică echivalentă (liniar elastică). Comportarea construcţiilor în timpul cutremurelor 
însă, nu este nici statică, şi nici elastică (Hamburger, 1996). Acest fapt limitează 
substanţial capacitatea metodei de a evalua corect performanţa structurii sub acţiunea 
unui seism. Analiza dinamică liniară (modală) este încurajată în normele de proiectare 
antiseismică mai noi, şi este văzută de mulţi practicieni ca o metodă "de vârf' în analiza 
răspunsului seismic al structurilor. Cu toate că această metodă de analiză este 
dezvoltată suficient şi este mult mai exactă decât metoda statică echivalentă în cazul 
structurilor cu cerinţe mici de ductilitate, ea nu este mult mai bună decât analiza statică 
în cazul structurilor cu cerinţe de ductilitate mari. 

Metoda statică neliniară ("pushover") devine din ce în ce mai populară pentru 
evaluarea răspunsului seismic al structurilor atât noi, cât şi a celor existente (Fajfar, 
1998). Această metodă de analiză are la bază încărcarea progresivă a structurii cu o 
configuraţie constantă de forţe laterale până la atingerea unei deplasări ţintă. Modelul 
structurii trebuie să cuprindă răspunsul neliniar al elementelor structurale. Metoda 
statică neliniară permite prezicerea eforturilor şi deformaţiilor structurii, ţinând cont într-
0 manieră aproximativă de redistribuirea eforturilor în domeniul inelastic. Acest tip de 
analiză se bazează pe ipoteza că răspunsul structurii este dictat de un singur mod de 
vibraţie, şi că acesta rămâne constant pe parcursul mişcării seismice. în cazul 
structurilor al căror răspuns este controlat de modul fundamental de vibraţie, analiza 
statică neliniară va furniza estimări bune ale deformaţiilor inelastice globale şi locale. 
De asemenea, va permite evidenţierea unor moduri de cedare nefavorabile care nu pot 
fi determinate cu ajutorul unei analize elastice. Cu toate acestea, în cazul în care 
răspunsul structurii este influenţat de modurile superioare de vibraţie, analiza statică 
neliniară reprezintă o estimare proastă a cerinţelor de eforturi şi deformaţii în structură. 
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în plus, o analiză de acest fel va determina doar primul mecanism de cedare, nefiind în 
stare să determine corect răspunsul structurii după modificarea caracteristicilor 
acesteia. Pentru a depăşi aceste probleme ale analizei statice neliniare, s-au făcut 
propuneri de utilizare a mai multor distribuţii de forţe laterale pe înălţime, cât şi de 
utilizare a unor configuraţii adaptive ale forţelor laterale. 

Analiza dinamică neliniară ("time-history") reprezintă cea mai evoluată metodă de 
analiză structurală. Pentru ca o astfel de analiză să fie credibilă şi sigură, este necesar 
să se îndeplinească mai multe condiţii: 
• utilizarea unui set de accelerograme înregistrate sau sintetice, reprezentative pentru 

amplasamentul dat şi pentru nivelul de hazard seismic ales 
• un model realist al structurii 
• modele constitutive forţă-deformaţie pentru elementele structurale care să fie 

reprezentative pentru comportarea lor reală 
• metodele de analiză şi interpretare a rezultatelor adecvate 

Ţinând cont de considerentele expuse mai sus, este cert că această metodă de analiză 
nu este dezvoltată suficient pentru a face posibilă utilizarea ei pe scară largă în 
birourile de proiectare. 

3.8.3 Metode de proiectare 

în cazul unei structuri care răspunde în domeniul inelastic sub acţiunea unei mişcări 
seismice, caracterizarea performanţelor acesteia prin nivelul eforturilor dintr-o analiză 
elastică nu sunt nici credibile şi nici reprezentative. Mult mai elocvente sunt deformaţiile 
structurii, acestea fiind şi parametrul pe care se bazează şi PBP în caracterizarea 
nivelelor de performanţă ale unei structuri (vezi Figura 3.11). De aceea în ultimul timp 
au fost dezvoltate mai multe metode de proiectare bazate pe deplasări (Zamfirescu şi 
Fajfar, 2001). Majoritatea dintre ele combină o analiză statică neliniară ("pushover") a 
structurii cu mai multe grade de libertate, cu o analiză spectrală simplificată a unui grad 
de libertate. Analiza spectrală are ca scop determinarea cerinţelor (deplasarea ţintă), 
iar analiza statică neliniară foloseşte la evaluarea capacităţii (performanţei) structurii 
propriu-zise. O reprezentare schematică a metodei N2 propuse de Fajfar (2000) se 
poate urmări în Figura 3.13. Metoda constă din următorii paşi (Fajfar, 2000): 
• Se stabileşte modelul structurii, inclusiv caracteristicile inelastice ale elementelor. 
• Acţiunea seismică se exprimă în format acceleraţie-deplasare spectrală, atât pentru 

comportamentul elastic, cât şi pentru cel inelastic (vezi Figura 3.13a). Relaţia dintre 
spectrul elastic şi cel inelastic este diferită pentru T<Tc şi T>Tc-

• Se determină relaţia forţă tăietoare de bază - deplasare la vârf, folosind o analiză 
statică neliniară a sistemului cu mai multe grade de libertate dinamică. 

• Se determină o aproximare biliniară a relaţiei forţă tăietoare de bază - deplasare la 
vârf a sistemului cu mai multe grade de libertate dinamică, din care se obţine 
diagrama de capacitate (relaţia forţă-deplasare a uni sistem echivalent cu un singur 
grad de libertate dinamică), folosind factorul de participare modală r. 

• Se calculează factorul de reducere a forţelor seismice R ,̂ pentru a stabili spectrul 
inelastic corespunzător. Cerinţa de deplasare a sistemului cu un singur grad de 
libertate dinamică Sd se determină la intersecţia dintre diagrama de capacitate şi 
spectrul inelastic. 
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Folosind factorul de participare modală r, se transformă cerinţa de deplasare S^ a 
sistemului echivalent în deplasarea la vârf D, a sistemului cu mai multe grade de 
libertate dinamică. 
Cu deplasarea la vârf determinată în acest mod se efectuează o analiză statică 
neiiniară, pentru a stabili cerinţele locale (deplasările relative de nivel, rotirile 
plastice în îmbinări şi elemente, etc., vezi Figura 3.13b). 
Cerinţele obţinute în acest fel se compară cu capacităţile corespunzătoare unor 
nivele de performanţă stabilite. 

(a) (b) 

Figura 3.13: Determinarea cerinţei de deplasare a sistemului cu un grad de libertate din spectrul 
acceleraţie-deplasare (a) şi analiza statică neliniară (b), Fajfar, 2000. 

încă în anii 50 Housner a propus metode energetice de proiectare a structurilor, pentru 
a asigura o capacitate suficientă de absorbire a energiei de către structură în 
eventualitatea unui seism major (Housner, 1959, în Fajfar şi Krawinkier, 1997). Cu 
toate acestea, mai mult timp aceste metode au fost neglijate din cauza complexităţii 
aparente a cuantificării cerinţelor şl capacităţilor de energie şi a implementării lor în 
metode de proiectare (Fajfar, 1998). Aklyama (1985) a dezvoltat o metodă pur 
energetică. Bertero şi colab. (1996) a propus folosirea ecuaţiei de echilibru energetic în 
cadrul proiectării bazate pe performanţă: 

E, = EEI + EOIS = E, + ES + ED-^ EH (3.30) 

unde: Ei - energia introdusă la baza construcţiei de către mişcarea seismică, EEI -
energia elastică acumulată de sistem, ED,S - energia disipată. Eu - energia cinetică, Es 
- energia de deformaţie, EQ - energia disipată prin amortizare. EH - energia disipată 
prin deformaţii plastice. 

Proiectantul urmează să analizeze din punct de vedere tehnic şi economic dacă este 
posibil să echilibreze energia introdusă în sistem (E/) folosind doar energia elastică a 
structurii (Ea), sau este mai fezabil să reducă EEI disipând eriGrgia prin to/s- lî  mod 
uzual creşterea energiei Eois se face prin creşterea energiei disipate prin defornfiaţii 
plastice (EH), ceea ce implică plastificarea elementelor structurale în structură. O cale 
alternativă constă în a creşte ED în mod substanţial prin utilizarea unor dispozitive de 
disipare a energiei instalate în anumite locaţii ale structurii. Această ultimă metodă are 
avantajul că îmbunătăţeşte răspunsul structurii la toate nivelele de performanţă. 
Creşterea a doar EH nu îmbunătăţeşte comportamentul structurii la starea limită a 
exploatării normale. în cazul în care nu este tehnic sau economic posibil să se 
echilibreze energia introdusă prin modificarea doar a EEI sau EEI + EDIS^ rămâne 
opţiunea de a micşora Ei prin tehnici de izolare la bază. 
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elemente element ductil elemente 
fragile fragile 

Figura 3.14: Principiile proiectării bazate pe capacitate (Paulay şi Priestley, 1992). 

Metodele de proiectare bazate pe capacitate (vezi Figura 3.14) prezente în normele 
actuale de proiectare antiseismică, vor trebui să se regăsească şi în cele viitoare. 
Structurile proiectate conform acestui principiu au proprietatea de a fi "tolerante" la 
intensităţi ale mişcării seismice mai mari decât cele de calcul. Cu toate acestea, 
calculul de capacitate în sine nu reprezintă o soluţie "universală" a performanţei 
seismice, nefiind eficient în limitările degradărilor structurale la intensităţi intermediare 
ale seismului. Astfel Otani (1997) a remarcat faptul că în urma seismului de la 
Hyogoken-Nanbu 1995, multe cadre necontravântuite proiectate conform principiului 
grindă slabă - stâlp tare au suferit degradări distribuite, făcând costisitoare reparaţia 
acestora. 

3.9 Concluzii 

Primele cerinţe de proiectare menite să prevină colapsul structurilor în timpul 
cutremurelor au fost emise la începutul secolului 20. După ce un cutremur devastator a 
lovit San Francisco în 1906, reconstrucţia oraşului devastat a început cu o revizuire a 
normativului de construcţii, care cerea considerarea unei forţe din vânt de 1.44 kPa 
pentru proiectarea clădirilor noi. Gustav Eiffel a introdus aceleaşi prevederi în Europa. 
După Marele cutremur Kanto din 1923, o procedură de calcul bazată pe o forţă laterală 
egală cu 10% din masa structurii a fost implementată în Japonia. în 1927 UBC a 
introdus primele prevederi antiseismice în SUA, parţial ca şi răspuns la cutremurul 
Santa Barbara din 1925: o singură forţă orizontală concentrată, egală cu 7.5 sau 10% 
din masa totală a clădirii (după Bruneau şi colab., 1998). Normele de proiectare 
antiseismică au continuat să evolueze şi să se îmbunătăţească cu timpul. Astăzi, 
creşterea riscului seismic, datorat în principal numărului sporit de aglomerări urbane în 
zonele seismice şi nu a unei activităţi seismice sporite, cere norme de proiectare mai 
bune pentru viitor. 

Normele de proiectare antiseismică sunt într-un proces continuu de evoluţie, reflectând 
(cu o oarecare întârziere) acumularea de noi cunoştinţe în domeniu. Fiecare seism 
major contribuie la descoperirea unor noi aspecte necesare a fi luate în calcul la 
proiectarea antiseismică a construcţiilor. Un impact important asupra cercetării în 
domeniu l-au reprezentat seismele de la Northridge 1994 şi Hyogoken-Nanbu 1995, 
motivul principal fiind faptul că au afectat zone cu un fond construit considerabil, iar 
pierderile economice de pe urma acestor seisme au fost mult peste cele aşteptate. 

Proiectarea Bazată pe Performanţă (PBP) va constitui cu siguranţă temelia viitoarelor 
norme antiseismice. PBP reprezintă un set de proceduri pentru construcţiile inginereşti, 
pentru a le conferi nivele de performanţă controlată sub acţiunea unor nivele definite 
ale acţiunii seismice. Normele actuale sunt în mare parte orientate către siguranţa 
vieţii. Proiectarea bazată pe performanţă consideră nu doar siguranţa vieţii, ci şi nivele 
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de performanţă suplimentare, cum ar fi controlul degradărilor şi funcţionare completă. 
Complexitatea tot mai mare a infrastructurii societăţii umane, folosirea pe scară largă a 
unor procese tehnologice complexe, adeseori periculoase, şi concentrări mari ale 
populaţiei în zone vulnerabile seismic, necesită metode de proiectare care să asigure 
mai mult decât siguranţa vieţii (Gallagher şi Bonneville, 1998). 

Proiectarea antiseismică foloseşte tot mai des sisteme si dispozitive noi pentru 
controlul performanţei structurilor, în special pentru reabilitarea construcţiilor existente. 
Multe clădiri ale viitorului vor fi dotate cu sisteme de izolare la bază sau dispozitive de 
disipare a energiei, care vor trebui să-şi găsească locul în normativele de proiectare. 

Analiza neliniară, până nu demult folosită doar pentru probleme foarte specifice, se 
foloseşte tot mai des în birourile de proiectare, fie sub forma mai accesibilă a analizei 
statice neliniare, sau a celei dinamice neliniare, mai complexe şi consumatoare de 
timp. Metodele de proiectare bazate pe deplasare (prin intermediul analizei statice 
neliniare) devin din ce în ce mai populare, ca şi o strategie eficientă pentru 
implementarea proiectării bazate pe performanţă. Aceste metode recunosc legătura 
strânsă care există între deplasări (sub forma deplasărilor relative de nivel sau a rotirii 
plastice în îmbinări şi elemente) şi performanţa seismică (Court şi Kowaisky, 1998). 

Normele de proiectare antiseismică încearcă să ţină pasul cu evoluţia cercetărilor din 
domeniu. Cele mai dinamice din acest punct de vedere sunt probabil normele 
americane, variantele analizate în acest studiu fiind emise la scurt timp (2-3 ani) după 
seismele în cauză. Normele Japoneze au fost revizuite recent (Otani şi colab., 2000), 
incorporând metode ale proiectării bazate pe performanţă. O altă caracteristică nouă a 
acestei norme este considerarea mult mai detaliată a amplificării mişcării seismice de 
către profilul geologic în amplasamentul construcţiei. 

Normativul european Eurocode 8 se află într-un stadiu de redactare finală, varianta din 
ianuarie 2003 aducând următoarele modificări mai importante versiunii descrise în 
acest document: 
• Sunt definite mai clar cele două stări limită (ultimă şi de limitare a degradărilor) 

încercându-se o armonizare cu conceptele proiectării bazate pe performanţă. 
Cerinţele impuse stărilor limită sunt denumite "de prevenire a cedării" şi "de limitare 
a degradărilor", care urmează a fi verificate pentru mişcări seismice cu perioada de 
revenire de respectiv 475 şi 95 de ani. Siguranţa la starea limită ultimă este 
verificată prin condiţii de rezistenţă, ductilitate şi echilibru, iar la cea de limitare a 
degradărilor prin limitarea deplasărilor relative de nivel. 

• Sunt introduse cinci tipuri de teren "standard" (cu valori ale amplificării mişcării S şi 
a perioadelor de control Te, Tc şi TQ) şi două speciale (care necesită studii speciale 
pentru definirea mişcării seismice), clasificate conform unei descrieri geotehnice şi a 
vitezei undelor e forfecare în primii 30 de metri, \/s. Amplificarea mişcării seismice de 
către amplasament nu este totuşi dependentă de intensitatea acţiunii seismice, aşa 
cum o arată cercetările (vezi capitolul 2). 

• Sunt definite două spectre distincte funcţie de magnitudinea mişcării seismice 
(caracterizate de valori ale factorilor S, Te, Tc şi T"D), recunoscând influenţa 
cutremurelor apropiate şi depărtate asupra tipului de mişcare seismică. 

• Modul de efectuare a analizei structurale este definit mai clar şi mai detaliat, fiind 
acordată mai multă atenţie analizei statice neliniare şi a celei dinamice neliniare. 
Anexa B conţine o descriere a metodei de determinare a deplasării ţintă pentru 
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analiza statică neliniară (care face parte din suita metodelor simplificate bazate pe 
deplasare). 

• Sunt îmbunătăţite criteriile de proiectare bazate pe capacitate, cum ar fi 
determinarea eforturilor probabile în elementele structurale în urma plastificării 
zonelor disipative. 

• Sunt relaxate criteriile de proiectare pentru îmbinări, care pot fi folosite ca zone 
disipative. 

• Sunt definite trei clase de ductilitate a structurilor (scăzută, medie şi ridicată), cu 
cerinţe specifice de proiectare, cum ar fi capacitatea de rotire plastică a îmbinărilor. 

• Apariţia pentru prima dată în normele pentru proiectare a construcţiilor rezistente la 
cutremur din Europa a unui capitol dedicat sistemelor de izolare la bază. 

Normativul românesc P100-92 este şi el într-un proces de revizuire. Pe termen scurt 
norma româneasca este actualizată noilor cunoştinţe acumulate în domeniul ingineriei 
seismice. Varianta de anteproiect a normativului P100, la care se afla la mijlocul lui 
2003, era inspirată în mare parte din Eurocode 8. Spre deosebire de norma 
europeană, perioada medie de recurenţă a cutremurelor corespunzătoare stării limită 
ultime şi de serviciu în P100-2003 este mai mică, respectiv de 100 şi 30 de ani. 
Spectrele elastice şi de calcul sunt definite în formatul Eurocode, caracteristicile 
acestora (coeficientul de amplificare şi perioadele de control) fiind specificate în mod 
distinct pentru sursa subcrustală Vrancea şi cea crustală din Banat. Perioada de 
control Tc este specificată funcţie de intensitatea mişcării seismice, dar amplificarea 
mişcării este in continuare invariabilă faţă de intensitatea acţiunii seismice. Condiţiile 
locale de amplasament sunt considerate în continuare la nivel "macro", prin 
specificarea perioadelor de control Tc pe o hartă de zonare macroseismică. Metodele 
de calcul structural şi criteriile de proiectare sunt în mare parte preluate din norma 
europeană. Pe termen mediu se preconizează trecerea normativului P100 la formatul 
Eurocode 8, în procesul de armonizare a întregii legislaţii de proiectare din România la 
pachetul de norme europene. 
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CAPITOLUL 4 

CADRE DUALE NECONTRAVANTUITE 

4.1 Introducere 

Capitolul de faţă abordează răspunsul seismic al cadrelor metalice necontravântuite, 
punând accent pe configuraţiile duale, obţinute prin folosirea în cadrul aceleiaşi 
structuri, atât a nodurilor riglă-stâlp rigide, cât şi celor semi-rigide sau articulate. Sunt 
amintite în primul rând principalele avantaje ale cadrelor metalice necontravântuite şi 
trecuţi în revistă factorii de bază care afectează răspunsul lor seismic, ductilitatea 
locală şi globală având un rol major în acest context. Metodele de proiectare a 
structurilor în zone seismice din normativele actuale sunt bazate în mare parte pe 
folosirea unei analize statice echivalente şi a factorului de reducere a forţelor seismice. 
Identificarea componentelor care alcătuiesc factorul de reducere (de obicei) unic din 
normele de calcul, permite o înţelegere mai bună a modului în care tipul de mişcare 
seismică şi proiectarea structurii afectează răspunsul seismic al acesteia. 

Nodurile riglă-stâlp au o importanţă majoră în cazul cadrelor metalice necontravântuite, 
de acestea depinzând rigiditatea, rezistenţa şi ductilitatea globală a structurii. Cedările 
fragile ale nodurilor riglă-stâlp la cutremurele de la Northridge şi Hyogoken-Nanbu au 
arătat vulnerabilitatea nodurilor rigide "clasice" şi au generat un val de cercetări care au 
propus noi tipologii de noduri rigide, dar şi trezirea unui interes pentru nodurile semi-
rigide (cu şuruburi). 

Nodurile semi-rigide şi parţial rezistente, care tradiţional nu erau permise în zone 
seismice, îşi găsesc în ultima vreme locul în normative şi practica inginerească. 
Eurocode 3 oferă un model de calcul al caracteristicilor nodurilor semi-rigide, un sistem 
de clasificare şi un mod de idealizare pentru calculul global al structurii. Modelul 
Eurocode 3 are la baza sa răspunsul static şi monoton al nodurilor, extrapolarea 
acestuia la comportarea reală a nodurilor sub acţiunea seismică (care impune solicitări 
ciclice şi dinamice), necesită în general încercări experimentale. Rigiditatea, rezistenţa 
şi ductilitatea nodurilor riglă-stâlp depind de proprietăţile elementelor care le compun şi 
a celor care concură în nod: îmbinarea, panoul de inimă al stâlpului, rigla şi stâlpul. 
Modul de aplicare al încărcării, simetrică (încărcări gravitaţionale) sau anti-simetrică 
(încărcări seismice), schimbă radical răspunsul panoului de inimă al stâlpului, care 
afectează la rândul său comportarea nodurilor interioare. încercările experimentale 
efectuate pe trei tipuri de îmbinări şi două moduri de aplicare a încărcării, au permis o 
înţelegere mai bună a răspunsului ciclic al nodurilor interioare. 

Configuraţiile duale de cadre metalice necontravântuite, care să folosească atât noduri 
rigide, cât şi semi-rigide sau articulate, pot rezulta din cauze de natură economică, 
tehnologică, de conformare structurală, sau în încercarea de a îmbunătăţi răspunsul 
seismic al structurii. Pentru evaluarea răspunsului seismic al cadrelor necontravântuite 
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duale au fost efectuate două serii de studii, analizând influenţa caracteristicilor 
nodurilor semi-rigide, a configuraţiei duale şi a tipului de mişcare seismică. Au fost 
folosite analiza dinamică neliniară şi o metodă simplificată bazată pe deplasare (N2). 
Performanţa structurilor a fost estimată la trei stări limită: a exploatării normale, ultimă 
şi de prevenire a colapsului. 

4.2 Cadre necontravântuite 

Structurile în cadre necontravântuite sunt folosite pe scară largă la clădiri multietajate. 
Această schemă structurală oferă avantajul unor spaţii interioare flexibile din punct de 
vedere al compartimentării, la fel şi la faţade "curate", fapt care este deosebit de 
atractiv din punct de vedere arhitectural. Riglele sunt prinse rigid de stâlpi în nodurile 
cadrului, asigurând preluarea forţelor laterale (vânt şi seism) prin încovoierea 
elementelor cadrului. 

4.2.1 Ductilitatea locală şi globală 

în zonele de seismicitate ridicată este în general neeconomic să se proiecteze structuri 
care să reziste la încărcările seismice în domeniul elastic. Astfel, acestea sunt 
proiectate pentru încărcări reduse faţă de cele necesare unui răspuns elastic 
(câteodată substanţial). Integritatea clădirilor în domeniul plastic este asigurată de 
ductilitatea structurii, definită ca şi capacitatea de deformare în domeniul plastic fără o 
reducere substanţială a rezistenţei. 

Cadrele metalice necontravântuite sunt considerate un sistem structural deosebit de 
avantajos în zonele seismice, din cauza ductilităţii şi a capacităţii lor ridicate de disipare 
a energiei în domeniul plastic. Pentru a exploata din plin potenţialul acestui sistem 
structural, sunt necesare îndeplinirea mai multor condiţii, care să asigure o ductilitate 
adecvată la nivel de material, secţiune, element şi structură (Gioncu şi Mazzolani, 
2002). 

Oţelul pentru construcţii are în general o ductilitate excelentă, atât sub acţiunea unor 
încărcări monotone, cât şi a celor ciclice, fiind caracterizat de cicluri histeretice stabile 
şi o consolidare semnificativă. Acest comportament "ideal" este afectat însă de câteva 
fenomene negative. în primul rând, existenţa unor defecte în material poate duce la 
concentrări semnificative de eforturi, care, la rândul lor, produc fisurarea şi cedarea 
fragilă a materialului (Krawinkier, 1995). Defectele pot exista în materialul de bază 
(incluziuni datorate proceselor de laminare), sau se datorează prelucrării şi fabricării 
elementelor din oţel, în special datorită sudurii. în al doilea rând, viteza mare de 
deformaţie, în cazul unor încărcări seismice, diminuează raportul dintre rezistenţa la 
rupere şi limita de curgere a oţelului, şi duce la micşorarea ductilităţii materialului 
(Gioncu şi Mazzolani, 2002). 

Ductilitatea la nivel de secţiune este afectată de comportarea oţelului la compresiune, 
datorită voalării plăcilor care alcătuiesc secţiunea transversală a elementelor 
structurale din oţel. Efortul de voalare şi răspunsul post-critic depinde de condiţiile de 
margine, zvelteţea plăcilor, material şi modul de încărcare al elementului. Pentru 
limitarea efectelor voalării, normele de proiectare limitează zvelteţea plăcilor care 
alcătuiesc secţiunea transversală a elementului. Astfel, Eurocode 3 (2003) împarte 
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secţiunile în patru clase, iar Eurocode 8 (2003) limitează factorii de reducere a forţelor 
seismice funcţie de clasa secţiunii (vezi capitolul 3.6). Limitarea zvelteţii secţiunii nu are 
ca şi scop împiedecarea voalării în domeniul plastic cu orice preţ, ci doar întârzierea 
acestui fenomen în măsura în care să se producă doar la deformaţii mari şi să nu 
conducă la degradări importante ale rezistenţei la deformaţii estimate a se produce în 
cazul acţiunii seismice (Krawinkier, 1995). 

Ductilitatea elementului structural este afectată de flambajul prin încovoiere sau 
încovoiere-răsucire. Consecinţele sunt o degradare graduală a rezistenţei şi rigidităţii, 
similară cu efectele voalării la nivel de secţiune. Pentru a controla răspunsul 
elementelor, normele de proiectare antiseismică limitează zvelteţea elementelor 
structurale (vezi capitolul 3.6). Deoarece ductilitatea capabilă a grinzilor şi stâlpilor este 
mai semnificativă decât cea a secţiunii, incluzând şi efectele la nivel de secţiune, s-a 
propus înlocuirea claselor de secţiune cu clase de ductilitate a elementului (Gioncu şi 
Mazzolani, 2002). O trecere în revistă a unor metode teoretice, empirice, şi semi-
empirice de determinare a rotirii capabile a elementelor structurale este prezentată în 
Mazzolani şi Piluso (1996). O metodă care a dat rezultate bune este cea a 
mecanismelor plastice (Gioncu şi Petcu, 1997). 

Su s / 7 
(a) (b) (c) 

Figura 4.1: Relaţia forţă tăietoare la bază-deplasare (a); 
mecanism plastic global (b) şi mecanism plastic parţial (c). 

Răspunsul global al structurii la încărcări statice poate fi urmărit pe curba forţă 
tăietoare la bază - deplasare (vezi Figura 4.1a). Ductilitatea globala a structurii este 
definită de relaţia: 

(4.1) 

unde 5y este deplasarea la vârful cadrului la atingerea unei curgeri globale pe curba 
forţă-deplasare, iar 4 este deplasarea ultimă a structurii. De notat că datorită formării 
succesive a articulaţiilor plastice, curgerea globală a structurii (Uy) apare mai târziu 
decât prima curgere într-o articulaţie plastică {Vi). Deplasarea ultimă 4 poate fi 
determinată fie la o reducere dată (de ex. 80%) a forţei maxime, fie la atingerea 
capacităţii de rotire în articulaţia plastică cea mai solicitată (Mazzolani şi Piluso, 1996). 

Ductilitatea globală a structurii depinde în primul rând de capacitatea de rotire plastică 
a elementelor care o compun. Totuşi, măsura în care este exploatată ductilitatea locală 
a elementelor depinde de tipul de mecanism plastic. Mecanismul plastic de tip global. 
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cu articulaţiile plastice situate la capetele grinzilor şi la baza stâlpilor (vezi Figura 4.1b) 
este modul de cedare cel mai favorabil al structurilor în cadre necontravântuite. Acest 
fapt se datorează câtorva aspecte, care pot fi elucidate comparând mecanismul plastic 
global cu unul parţial, sau de nivel (vezi Figura 4.1c). Mecanismele plastice de nivel au 
ca şi efect "concentrarea" deformaţiilor într-un singur nivel, în comparaţie cu 
deformaţiile distribuite în cazul mecanismului global. Aceasta duce la cerinţe de rotire 
plastică în articulaţiile plastice mai mari în cazul mecanismelor parţiale. Se poate 
observa din Figura 4.1 b şl c că la aceiaşi deplasare la vârf, deplasarea relativă de 
nivel este net mai mare în cazul mecanismului parţial. Totodată, numărul de articulaţii 
plastice este mai mare la mecanismul global, conferindu-i o capacitate mai mare de 
disipare a energiei. Formarea articulaţiilor plastice în stâlpi nu este de dorit şi din cauza 
prezenţei forţei axiale, care complică mult răspunsul în domeniul plastic al elementelor 
supuse la compresiune cu încovoiere (Krawinkier, 1995). 

Un dezavantaj al cadrelor necontravântuite faţă de alte sisteme structurale este 
flexibilitatea lor mare, care le face sensibile la efectele de ordinul II (P-A). în domeniul 
post elastic, efectele P-A pot duce la o rigiditate negativă a curbei forţă-deplasare (vezi 
Figura 4.1a), cuantificabilă prin parametrul care reprezintă panta negativă post-
elastică Kpost, normalizată la rigiditatea iniţială /<;„,: 

r = ̂  (4.2) 

Mazzolani şi Piluso, (1996) au arătat că o pantă negativă mai mare indică o 
sensibilitate mai mare la efectele P-A, şi este asociată cu mecanisme plastice parţiale. 
Este de notat faptul că aceste aspecte au fost dezvoltate pe baza unui comportament 
elastic-perfect plastic. Comportamentul real al elementelor structurii poate cauza două 
abateri de la comportament elastic-perfect plastic. în primul rând, articulaţiile plastice 
pot fi caracterizate de o consolidare mai mare ca zero, care compensează sau chiar 
elimină efectul P-A. în al doilea rând, degradarea de rezistenţă în zonele disipative va 
accentua efectele P-A la nivel de structură. 

Figura 4.2: Exemplu de determinare a parametrului y. 

Determinarea practică a rigidităţii iniţiale Km, a fost efectuată printr-o regresie liniară a 
valorilor de pe curba forţă tăietoare de bază (\/) - deplasare la vârf (S) situate între zero 
şi formarea primei articulaţii plastice în structură. Folosind o procedură similară, panta 
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post-elastică Kpost a fost determinată printr-o regresie liniară între punctele de pe curbă 
pentru care V/este cuprinsă între 90% şi 80% din V âx (vezi Figura 4.2). 

Pentru a diminua posibilitatea formării articulaţiilor plastice în stâlpii cadrelor, normele 
de proiectare antiseismică prevăd o suprarezistenţă a stâlpilor faţă de momentul 
capabil al riglelor sau a zonei de panou (Eurocode 8, 1994) vezi ecuaţia (3.8), eventual 
ţinând cont de consolidarea zonelor plastice şi de posibilitatea ca limita de curgere 
reală a zonelor plastice să fie mai mare decât cea specificată (Eurocode 8, 2003; 
AISC, 1997). Prevederile proiectării de capacitate din norme nu elimină complet 
posibilitatea formării de articulaţii plastice în stâlpi, dar se crede că diminuează totuşi 
efectele negative ale acestora. Mazzolani şi Piluso, 1995 au propus metode de 
proiectare care să asigure mecanisme plastice de tip global şi au arătat performanţele 
superioare ale cadrelor de acest tip, obţinut la costul unei greutăţi sporite a structurii. 

4.2.2 Factorii de reducere a forţelor seismice I 

Factorii de reducere a forţelor seismice (factorul q în Eurocode 8, sau R în UBC) sunt 
folosiţi pe larg în normele de proiectare antiseismică (vezi capitolul 3) pentru reducerea 
cerinţelor spectrale elastice la cele de calcul. Raţiunea pentru proiectarea structurilor la 
o fracţiune din forţa necesară unui răspuns elastic al structurii decurge din observaţia 
că majoritatea structurilor sunt capabile să supraveţuiască un seism major (fără 
colapsul structurii, dar cu degradări structurale importante), datorită capacităţii de 
disipare a energiei prin deformaţii în domeniul plastic şi a suprarezistenţei. Acceptarea 
unor distrugeri în structură în cazul unui cutremur major este o problemă de natură 
economică. Factorii de reducere din norme sunt în mare parte empirici, bazându-se pe 
observaţii ale performanţei diverselor tipuri structurale la cutremurele trecute 
(Fischinger şi Fajfar, 1994) şi sunt folosiţi în cadrul metodei de analize elastice 
echivalente, încercând să aproximeze forţele minime care pot fi folosite la proiectare 
astfel ca să se asigure un răspuns satisfăcător al structurii în domeniul plastic 
(Eurocode 8, 2003). 

Utilizarea unui singur factor de reducere a forţelor seismice, aşa cum o fac majoritatea 
normelor este comodă pentru proiectare. însă, diferenţierea şi cuantificarea factorilor 
responsabili de reducerea forţelor seismice este utilă pentru înţelegerea mai bună a 
răspunsului seismic al structurii. în Figura 4.3 este prezentată o relaţie tipică dintre 
forţa tăietoare de bază şi deplasarea la vârf a unei structuri. Pentru simplificarea 
răspunsului neliniar al structurii se adoptă adeseori o idealizare biliniară. Pe baza 
acesteia se poate defini ductilitatea globală a structurii: 

^ = (4.3) 

unde Su este deplasarea ultimă a sistemului, iar dy este deplasarea corespunzătoate 
curgerii globale. Se mai definesc următorii termeni folosiţi în continuare: Ve - forţa 
corespunzătoare unui răspuns infinit elastic; Vy - forţa de curgere a sistemului; Vi -
forţa tăietoare de bază la formarea primei articulaţii plastice; V^ - forţa tăietoare de 
bază de calcul. 

Factorul de reducere al forţelor seismice datorat ductilităţii structurii a fost studiat pe 
larg pentru sisteme cu un singur grad de libertate dinamică, şi poate fi definit ca 
(Bruneau şi colab., 1998; Fischinger şi Fajfar, 1994): 
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care, în contextul unei analize dinamice incrementale poate fi scrisă: 

(4.4) 

(4.5) 

unde s-a folosit relaţia ĂU fiind multiplicatorul accelerogramei la 

atingerea criteriului de cedare, iar i , - multiplicatorul accelerogramei la formarea primei 
articulaţii plastice. 

V i 
V, 

Vi 
V. 

i 1 
răspunsul 
infinit elastic 

R 
/ răspunsul real 

răspunsul idealizat 

R, 

i 
Rd 

i 
' î ^ ^ Rs 

R 
1 

Ş̂d ţ 

5y 5e S^J 5 

Figura 4.3: Definiţia factorilor de reducere. 

Majoritatea structurilor posedă o rezistenţă mai mare decât cea de calcul, aceasta fiind 
definită ca şi suprarezistenţă. Un factor important care contribuie la suprarezistenţa 
structurii este capacitatea de redistribuţie plastică a eforturilor în structuri ductile static 
nedeterminate, datorită plastificării succesive a zonelor disipative. Alte cauze ale 
suprarezistenţei includ: 
• dimensionarea structurii din alte condiţii decât rezistenţa la cutremur (rezistenţă în 

gruparea fundamentală de încărcări sau limitarea deplasărilor relative de nivel la 
starea limită de serviciu seismică) 

• evitarea unei variaţii prea mari a numărului de secţiuni pentru a uniformiza şi 
simplifica procesele de proiectare şi execuţie 

• o rezistenţă reală a materialelor mai mare decât cea nominală (caracteristică), etc. 

Suprarezistenţa structurii poate fi exprimată ca (Fischinger şi Fajfar, 1994): 

(4.6) 

Recunoscând importanţa capacităţii de redistribuţie plastică a eforturilor (sau 
redundanţei) asupra răspunsului seismic al structurii, cât şi diferenţa fenomenologică 
dintre redundanţă şi ceilalţi factori care contribuie la suprarezistenţa Rs, aceasta din 
urmă poate fi exprimată ca şi produsul a doi factori: 

(4.7) 

unde RR este redundanţa, sau capacitatea de redistribuţie plastică a eforturilor: 
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RR 

şi Rsd este suprarezistenţa de proiectare: 

Factorul total de reducere, folosit în proiectare, este astfel dat de: 

Ă V 

(4.8) 

(4.9) 

(4.10) 

Eliminând din formula (4.10) influenţa modului de dimensionare a structurii {Rsd), mai 
poate fi definit factorul de reducere R ce caracterizează strict răspunsul structurii: 

(4.11) 

Figura 4.4: Relaţie calitativă tipică între factorii de reducere R^ şi Rs şi perioada 7, 
(Fischinger şi Fajfar, 1994). 

Factorul de reducere datorat ductilităţii R^ variază în funcţie de perioadă şi tipul mişcării 
seismice, şi poate fi considerat aproximativ constant şi egal cu ductilitatea / j în 
domeniul de viteze şi deplasări spectrale constante pentru T>Tc). 
Suprarezistenţa Rs este mai mare la structurile cu perioada fundamentală de vibraţie 
mică. în Figura 4.4 sunt prezentate nişte relaţii calitative ale factorilor R ,̂ şi Rs şi 
perioada T. 

Factorul de redundanţă RR folosit în această lucrare reprezintă capacitatea de 
redistribuţie plastică a structurii, după formarea primei articulaţii plastice şi este identic 
factorului au/ai din Eurocode 8, vezi ecuaţia (3.3). Redundanţa unui sistem poate fi 
definită şi într-un cadru probabilistic, deoarece se poate arăta că fiabilitatea unui sistem 
format din câteva elemente de rezistenţă este mai mare decât fiabilitatea unui singur 
element (Whittaker şi colab., 1999). Cu toate acestea Bertero şi Bertero (1999) au 
arătat ca "efectul probabilistic" al redundanţei este de obicei mic în cazul încărcării 
seismice. 

Forţa tăietoare de bază la curgerea globală a structurii - Vy a fost determinată din 
condiţia ca rigiditatea tangentă la curba V-S (Ktan) să scadă sub 10% din rigiditatea 
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iniţială a structurii (K/n,), atât în cazul analizelor dinamice incrementale (vezi Figura 
4.5a), cât şi al analizelor statice neliniare (vezi Figura 4.5b). 
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Figura 4.5: Determinarea forţei tăietoare de bază la curgerea globală a structurii în cazul unei 
analize dinamice Incrementale (a) şi a unei analize statice nellnlare (b). 

4.3 Nodurile semi-rigide 

4.3.1 Caracteristicile nodurilor semi-rigide 

Elementele cadrelor metalice (riglele şi stâlpii) se îmbină în nodurile cadrului, care 
tradiţional erau considerate fie perfect rigide, fie articulate. Majoritatea nodurilor reale 
au însă o comportare intermediară între cele două extreme, permiţând o rotire relativă 
între riglă şi stâlp şi având uneori o rezistenţă inferioară elementului îmbinat. Relaţii 
moment-rotire pentru îmbinări riglă-stâlp tipice sunt prezentate în Figura 4.6, în care 
momentul capabil al nodului Mj este normalizat la momentul plastic al riglei Mp,,^. 
Raţiunea principală pentru care se recurge la idealizarea comportării nodurilor de cadru 
în noduri rigide şi articulate este simplificarea extraordinară a calculului static al 
structurii. Astfel, caracteristicile nodurilor proiectate trebuie să îndeplinească ipotezele 
asupra comportării făcute iniţial. Această procedură poate duce la soluţii neeconomice 
pentru detaliile de nod, cât şi pentru elementele cadrului. Atunci când sunt disponibile 
doar două cazuri extreme de modelare a nodurilor, posibilităţile detaliilor de nod sunt 
limitate. în cazul nodurilor rigide, acestea trebuie să fie de multe ori rigidizate pentru a 
se asigura un comportament real al nodului care să îndeplinească presupunerile făcute 
la calculul structurii. 

Necesitatea considerării îmbinărilor semi-rigide este impusă de faptul că în realitate, 
majoritatea îmbinărilor practice vor avea un comportament semi-rigid. Acest fapt se 
poate întâmpla dacă nu sunt considerate în calcul anumite componente (cum ar fi 
panoul de inimă al stâlpului), astfel încât un nod considerat intuitiv rigid poate deveni 
semi-rigid/ parţial rezistent la un calcul mai atent. Pe de altă parte, anumite tipuri de 
noduri cu şuruburi, care sunt considerate tradiţional ca şi articulate, pot fi clasificate ca 
şi semi-rigide, mai ales atunci când este luat în considerare efectul planşeului de beton 
armat. Nodurile rigide şi cele articulate nu reprezintă decât nişte aproximări limită ale 
comportamentului real al nodurilor, principalul avantaj al acestei abordări constituind-o 
simplitatea calcului structural. 
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Sudata 
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Figura 4.6: Relaţii moment-rotire pentru îmbinări tipice, (Leon, 1995). 

Normele moderne de calcul al structurilor metalice, cum este Eurocode 3, permit 
considerarea comportamentului real al nodului, adică rigiditatea şi/sau rezistenţa 
parţială. Aceasta permite noi oportunităţi şi strategii pentru proiectarea economică a 
structurilor metalice. 

Experienţa din diferite ţări europene a arătat că procesul de proiectare a cadrelor 
metalice necontravântuite este foarte delicat din punct de vedere economic, deoarece 
deciziile luate în faza de proiectare au un impact major asupra costurilor de fabricaţie, 
în cazul în care costurile unei structuri metalice sunt calculate pe baza greutăţii 
acesteia, proiectantul va optimiza structura pentru a obţine o greutate minimă. în 
general, soluţiile de greutate minimă se obţin atunci când nodurile structurii sunt rigide. 
Aceste noduri necesită rigidizări şi de aceea duc la costuri de fabricaţie ridicate. 
Studiile au arătat că soluţiile cu o greutate minimă pot fi cu până la 20% mai scumpe 
decât soluţiile la care s-a ţinut seama şi de costurile de fabricaţie (Steenhuis şi colab., 
1998). 

Pot fi identificate mai multe aspecte şi strategii pentru obţinerea beneficiilor economice 
în urma utilizării nodurilor semi-rigide (Weynand şi colab., 1998): 

Cadre necontravântuite: 
• Detalii optime pentru nodurile rigide. Rigiditatea reală a nodului poate fi calculată 

conform Eurocode 3. Dacă rigiditatea reală este semnificativ mai mare decât limita 
clasificării conform normei, trebuie verificat dacă se pot omite anumite rigidizări, 
îndeplinind totuşi criteriul pentru noduri rigide. 

• Beneficii economice ale nodurilor semi-rigide. Pot fi găsite soluţii economice folosind 
noduri semi-rigide. Comportamentul nodului trebuie luat în considerare la calculul 
structurii. Caracteristicile nodurilor vor influenţa răspunsul structurii, adică distribuţia 
momentelor şi a deplasărilor. în consecinţă, dimensiunea elementelor poate creşte 
faţă de soluţia cu noduri rigide. Diminuarea costului nodurilor trebuie comparată cu 
creşterea din costului din cauza materialului şi al protecţiei anti-corozive. Soluţia 
optimă poate fi găsită numai dacă se face o evaluare detaliată a costului. 
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Cadre contravântuite: 
• Rigiditatea reală a nodului. Anumite tipuri de noduri considerate articulate pot avea 

o rigiditate inerentă şi pot transfera momente. Aceasta poate îmbunătăţi distribuţia 
momentelor şi consolida cadrul, rezultând elemente cu secţiuni mai mici fără nici o 
modificare a detaliilor de nod. 

• Rigidizarea nodurilor simple. Uneori este posibil să se consolideze nodurile simple 
fără a creşte mult costurile de fabricaţie. Nodurile semi-rigide rezultate pot transfera 
momente de încovoiere semnificative, ducând la secţiuni de elemente mai mici. Din 
nou, creşterea costului de fabricaţie al nodului şi micşorarea greutăţii structurii sunt 
două aspecte competitive. 

Dificultatea folosirii nodurilor semi-rigide în proiectarea curentă a structurilor metalice 
este dictată de lipsa relativă a prescripţiilor de calcul pentru acestea şi de efortul 
suplimentar la calculul structural. Prima problemă este parţial rezolvată de prevederile 
de calcul existente în Eurocode 3, partea 1-8 (2001), care foloseşte metoda 
componentelor (Jaspart şi colab., 1999) pentru determinarea capacităţii portante şi a 
rigidităţii nodurilor. Cea dea doua problemă dispare treptat, odată cu includerea unor 
modele de noduri semi-rigide în tot mai multe programe comerciale de calcul structural. 

Procedura Eurocode 3 face distincţie între părţile care alcătuiesc un nod riglă-stâlp 
după cum se poate vedea în Figura 4.7. îmbinarea este definită ca şi setul de 
componente fizice care conectează mecanic elementele îmbinate, iar nodul este 
alcătuit din zona de interacţiune dintre elementele îmbinate (panoul de inimă al 
stâlpului) şi de îmbinarea propriu-zisă (Jaspart, 1999). 

(a) (b) 
nod = panou de inimă + îmbinare nod stânga = panou de inimă + îmbinare stânga 

nod dreapta = panou de inimă + îmbinare dreapta 
Figura 4.7: Părţile unei configuraţii de nod marginal (a) şi interior (b), după 

Eurocode 3 partea 1 -8, 2001. 

în plus faţă de procedura de calcul a caracteristicilor nodurilor prin metoda 
componentelor, Eurocode 3 prevede un sistem de clasificare a nodurilor funcţie de 
rigiditatea şi rezistenţa lor. Acesta din urmă este important, de exemplu, pentru a 
verifica dacă un nod se comportă ca şi unul rigid. Este important să se ştie că un nod 
real nu este niciodată perfect rigid. Oricum, având un sistem de clasificare se poate 
verifica dacă un nod cu o anumită rigiditate poate fi modelat ca şi rigid, adică răspunsul 
structurii nu se va modifica substanţial din cauza rigidităţii reale a nodului faţă de 
presupunerea că un nod este perfect rigid. Clasificarea nodurilor funcţie de rigiditate 
(vezi Figura 4.8) ţine seama de trei aspecte: 
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nu este importantă rigiditatea absolută a nodului, ci rigiditatea relativă a acestuia 
faţă de elementul îmbinat {Sjjni^bElb/Lt,) 
importanţa rigidităţii nodurilor este mai mare la cadrele necontravântuite (/(/,=25) 
importanţa rigidităţii nodului este funcţie de rigiditatea relativă riglă-stâlp (Kt/Kc) 

Zona 1: noduri rigide, Sjjni^bElt/U 
kt,=25 pentru cadre necontravântuite, dacă 

l<t,=8 pentru cadre contravântuite 
Zona 2: noduri semi-rigide 
Zona 3: noduri articulate, Sjm,^.5Elt/Li, 

Mi 

- 1 

rigide 

semi-rigide 
2 

3 articulate 
! 

Cl> 

- rigiditatea iniţială a nodului 
Ib - monnentul de inerţie a riglei 
L ^ - lungimea riglei 
Kb - rigiditatea medie a riglelor de pe un nivel 
Kc - rigiditatea medie a stâlpilor de pe un nivel 

Figura 4.8: Clasificarea rigidităţii nodurilor conform Eurocode 3 partea 1-8, 2001. 

Funcţie de rezistenţă, nodurile sunt clasificate în noduri cu rezistenţă totală {Mj>Mpî b), 
noduri articulate {Mj<0.25Mpib) şi noduri cu rezistenţă parţială {0.25Mpib<Mj<Mpib), unde 
Mj este momentul capabil al nodului, iar Mpî b este momentul capabil al riglei. Se 
încearcă şi specificarea ductilităţii nodurilor, dar acest obiectiv este îndeplinit mai 
degrabă în termeni calitativi decât cantitativi. 

4.3.2 Modelarea nodurilor pentru analiza structurală 

Idealizarea curbei moment-rotire pentru calculul structural poate fi neliniară, triliniară, 
sau biliniară (vezi Figura 4.9), necesitând un efort de calcul mai mic de la prima la 
ultima. în general, nodurile semi-rigide pot fi modelate prin specificarea unui arc de 
rotaţie între două noduri ale modelului cu elemente finite, având coordonate identice. 

comportarea r e ^ 

idealizare 

Mi 
comportarea r e ^ 

idealizare 
M, 'j. Rd 

comportarea reala 

idealizare 

Sj,n. /n 

(a) - neliniară (b) - triliniară (c) - biliniară 

Figura 4.9: Idealizarea relaţiei moment-rotire. 

Aceasta este şi abordarea Eurocode 3 (Figura 4.10a). Dezavantajul acestei metode 
rezidă în faptul că aportul panoului de inimă al stâlpului la rigiditatea şi rezistenţa 
nodului este "împărţită" celor două noduri (nod 1 şi 2 din Figura 4.10a). Deoarece 
răspunsul panoului va depinde de tipul încărcării (simetrică sau nesimetrică), 
caracteristicile celor două noduri determinate conform Eurocode 3 vor fi riguros 
adevărate doar dacă raportul dintre momentele la capetele riglelor nu se schimbă pe 
durata analizei structurale. Ori, această ipoteză nu este adevărată în cazul încărcării 
seismice, la care momentele sunt aproximativ simetrice sub efectul încărcării 
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gravitaţionale înainte de aplicarea acţiunii seismice, şi ajung la limită anti-simetrice sub 
efectul forţelor laterale din încărcarea seismică. Modele mai exacte, care soluţionează 
această problemă, modelează separat răspunsul panoului şi al îmbinării (vezi Figura 
4.10b şi c). în plus faţă de o modelare mai riguroasă, această abordare permite 
monitorizarea separată a răspunsului panoului, respectiv îmbinării. 

nod 2 n̂od 1 
rigla 

(a) 

panoul 
de inima 

rigla 

îmbinare 

arcuri pentru 
modelarea panoului 

arc pentru 
imbinare 

element rigid 

( C ) 

Figura 4.10: Diferite modele pentru noduri (panou+îmbinare) semi-rigide: (a) Eurocode 3, 2001; 
(b) Krawinkler, 1995; (c) Foutch şi Yun, 2002. 

Problenna influenţei modului de încărcare asupra răspunsului nodurilor riglă-stâlp este 
specifică doar nodurilor interioare, în cazul nodurilor exterioare nnodul de încărcare 
neafectând modul de solicitare al panoului. 

4.4 încercări experimentale pe noduri riglă-stâlp 

4.4.1 Necesitatea studiului experimental 

Prevederile Eurocode 8 partea 1-8 reprezintă un pas important pentru determinarea 
caracteristicilor reale ale nodurilor riglă-stâlp şi considerarea acestora în calculul global 
al structurilor metalice. Totuşi, norma se limitează la comportarea nodurilor sub 
încărcări statice şi monotone, excluzând aplicarea directă a metodei pentru modelarea 
răspunsului seismic al cadrelor cu noduri semi-rigide. 

Comportarea nodurilor pentru aplicaţii seismice este diferită de cea pentru aplicaţiile 
neseismice. în primul rând, diferă modul de încărcare, care are un caracter dinamic şi 
ciclic. în al doilea rând, este necesară evaluarea ductilităţii nodului, majoritatea 
structurilor fiind proiectate astfel ca să disipeze o parte majoră a energiei seismice prin 
incursiuni în domeniul elasto-plastic. Este de menţionat faptul că cele mai multe noduri 
semi-rigide sunt şi parţial rezistente, o denumire generică pentru sistemele structurale 
cu astfel de noduri fiind structuri semi-continue. Comportarea ciclică în domeniul 
elasto-plastic al elementelor structurale a fost pe larg studiată, fiind un fenomen relativ 
stăpânit. Deoarece până în prezent nu se pot controla analitic aspectele comportării 
nodurilor semi-rigide la încărcări ciclice în domeniul plastic, normele de proiectare anti-
seismică condiţionează utilizarea nodurilor semi-rigide de efectuarea încercărilor de 
laborator pentru determinarea caracteristicilor acestora. 

Răspunsul global al structurii este influenţat de caracteristicile nodurilor. Rigiditatea 
scăzută a nodurilor semi-rigide duce la structuri mai flexibile. Aceasta are ca şi efect 
creşterea deplasărilor relative de nivel pe de o parte, dar şi diminuarea forţelor 
seismice (la structurile cu T>Tc) pe de altă parte. Totuşi, primul efect nu este 
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întotdeauna echilibrat de cel de-al doilea, şi ţinând cont de faptul că limitarea 
deplasărilor relative de nivel este în general condiţia care guvernează proiectarea 
cadrelor necontravântuite, nodurile semi-rigide duc la secţiuni mai mari de elemente. 

Sistemul de rezistenţă la forţe orizontale (seismice) se bazează pe rigiditatea la 
încovoiere a riglelor şi stâlpilor cadrelor, şi a îmbinărilor riglă-stâlp rigide. Acestea din 
urmă sunt de obicei realizate prin sudarea directă a riglei de stâlp. Tradiţional, 
normativele de proiectare anti-seismică impuneau o suprarezistenţă a îmbinărilor faţă 
de elementele îmbinate, pentru a promova formarea articulaţiilor plastice în grinzi şi nu 
în îmbinările propriu-zise. 

Nodurile riglă-stâlp rigide, sudate direct de riglă, au fost mult timp considerate singura 
soluţie fiabilă pentru cadre metalice necontravântuite amplasate în zone seismice. 
Totuşi, seismele de la Northridge (1994) şi Hyogoken-Nanbu (1995) au arătat că 
nodurile rigide nu s-au comportat conform aşteptărilor, fiind observate numeroase 
cedări fragile ale acestora. Cadrele necontravântuite sunt proiectate să disipeze o 
mare cantitate de energie prin incursiuni în domeniul elasto-plastic. Cedările fragile 
sunt deosebit de periculoase în astfel de cazuri, pentru că împiedecă formarea unor 
articulaţii plastice stabile şi reduc capacitatea de disipare a structurii. Pentru a studia 
comportamentul neadecvat al nodurilor sudate la aceste cutremure şi a dezvolta 
tipologii îmbunătăţite de noduri, au fost întreprinse studii experimentale şi analitice 
extinse (SAC 1995, SAC 1997). Printre cauzele care au dus la cedări fragile ale 
nodurilor sudate au fost identificate următoarele: 
• manopera (defecte de sudură) 
• detaliile de nod (concentrări de eforturi la rădăcina sudurii sau la gaura de acces a 

sudurii) 
• materialele (metal depus cu tenacitate mică) 
• mişcarea seismică neobişnuit de mare (viteze de deformaţie mari) 

r 
• • i 
• • 
• • 
• • 
r-J ^ 

-

talpa stâlpului 

sudura 
talpa riglei 

plăcută suport 
fisura 

Figura 4.11: Detaliu tipic de iniţiere a fisurii la noduri riglă-stâlp sudate, după FEMA 350 (2000). 

Nodul tipic "pre-Northridge", folosit pe scară larga în practica americană şi detaliul tipic 
de cedare a acestuia, observat după cutremurul de la Northridge, este prezentat în 
Figura 4.11. Cauzele principale ale acestui tip de cedare sunt defectele de sudură la 
rădăcina acesteia (sudură dintr-o parte, fără înlăturarea plăcuţei suport şi fără 
resudarea rădăcinii), combinate cu eforturi unitare mari la exteriorul tălpii riglei. Fisurile 
iniţiate la rădăcina sudurii s-au propagat fie în talpa şi inima riglei, fie în talpa stâlpului. 
Majoritatea încercărilor experimentale pe noduri pre-Northridge au arătat o capacitate 
redusă de rotire plastică (<0.01 rad). 
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Cercetarea asupra cauzelor cedărilor fragile observate în timpul cutremurelor de la 
Northridge şi Hyogoken-Nanbu au fost orientate în câteva direcţii. Cercetarea japoneză 
s-a concentrat asupra încercărilor dinamice, influenţa temperaturii asupra 
performanţelor nodurilor, proprietăţilor materialelor de bază şi de sudură şi dezvoltarea 
unor noi materiale, geometriei găurilor de acces la sudură şi eliminarea completă a 
acestora. Cercetarea din SUA a încercat o înţelegere mai profundă a răspunsului 
neliniar şi fragil al structurilor metalice, al proprietăţilor materialelor şi al sudurii, precum 
şi dezvoltarea de noi tipologii de noduri (Nakashima şi colab., 2000). 
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Figura 4.12: Noduri "pre-Northridge" îmbunătăţite (a) şi 

detaliu al găurii de acces la sudură îmbunătăţit (b), FEMA 350, 2000, AISC 2002. 

Rezultatele cercetărilor americane asupra posibilităţilor de îmbunătăţire a răspunsului 
seismic al nodurilor riglă-stâlp au fost sintetizate şi introduse în prevederi normative 
(FEMA 350, 2000; AISC 2002) şi au inclus următoarele trei direcţii principale: 
• îmbunătăţirea nodurilor "pre-Northridge" sudate direct de riglă, folosind următoarele 

îmbunătăţiri, vezi Figura 4.12a: (1) utilizarea unui material de sudură cu o tenacitate 
bună, (2) sudură în adâncime cu plăcuţă suport, îndepărtarea plăcuţei suport şi 
resudarea rădăcinii sudurii, (3) folosirea guseelor de inimă sudate în locul celor 
prinse cu şuruburi, (4) utilizarea plăcilor de continuitate şi (5) folosirea unui detaliu 
îmbunătăţit al găurii de acces la sudură (Figura 4.12b). 

• Dezvoltarea unor noi tipologii de noduri, care să asigure efectiv o suprarezistenţă a 
nodului faţă de elementul îmbinat, prin întărirea zonei de îmbinare cu eclise pe tălpi, 
rigidizări pe tălpi, sau vute (vezi Figura 4.13), fie prin slăbirea secţiunii riglei (vezi 
Figura 4.14). Această ultimă metodă, cunoscută sub denumirea de "dog-bone" a 
fost introdusă de Plumier, 1996, (în Gioncu şi Mazzolani, 2002) şi s-a bucurat de o 
atenţie sporită după cutremurul de la Northridge. 

• Considerarea unor tipologii de noduri care să elimine problemele asociate 
îmbinărilor sudate (defecte de sudură, eforturi reziduale, etc.), cum ar i îmbinările cu 
şuruburi, vezi Figura 4.15. 

Comportamentul nesatisfăcător al îmbinărilor riglă-stâlp sudate în timpul seismelor de 
la Northridge şi Hyogoken-Nanbu a dus la o creştere a interesului pentru nodurile cu 
şuruburi, care în cea mai mare parte sunt semi-rigide şi parţial rezistente. îmbinările cu 
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şuruburi au avut un comportament foarte bun de-a lungul anilor, iar caracteristicile 
distribuite ale acestora conduc la sisteme structurale robuste şi redundante, acestea 
din urmă fiind cheia unor performanţe seismice bune (Leon, 1999). 

V -

Figura 4.13: Noduri riglă-stâlp sudate întărite, FEMA 350, 2000, AISC 2002. 

/ 

Figura 4.14: Nod riglă-stâlp sudat, obtinute prin slăbirea secţiunii riglei adiacente nodului 
("dog-bone"). 

1 r 
(a) (b) (c) 

Figura 4.15: Detalii tipice de noduri îmbinate cu şuruburi: a - cu placă de capăt extinsă, b - cu 
T-uri pe tălpi, c - corniere pe tălpi şi inimă. 
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4.4.2 Modul de solicitare a nodurilor 

S-a arătat mai sus că ductilitatea globală a cadrelor metalice necontravântuite este 
dictată în mare măsură de ductilitatea locală a nodurilor, dar şi de asigurarea unui 
mecanism plastic de tip global, prin evitarea formării articulaţiilor plastice în stâlpi. 
Ambele aspecte sunt controlate de caracteristicile de rigiditate, rezistenţă şi ductilitate 
ale elementelor care alcătuiesc şi care concură într-un nod: panoul de inimă al 
stâlpului, îmbinarea, rigla şi stâlpul (vezi Figura 4.7), cât şi de ierarhia acestora în 
cadrul nodului. Astfel, pentru a preîntâmpina formarea mecanismelor parţiale de nivel, 
stâlpul trebuie să posede o suprarezistenţă faţă de celelalte elemente ale nodului. 
Tradiţional, elementul disipativ preferat este rigla cadrului, dar atât îmbinarea (în 
special cu şuruburi), cât mai ales panoul de inimă al stâlpului pot servi drept surse 
importante de ductilitate. Pentru asigurarea unul comportament ductil la nivel de nod, 
este necesară identificarea componentelor ductile, şi dimensionarea elementelor fragile 
astfel ca acestea să posede o suprarezistenţă faţă de primele. Este important să se 
asigure condiţiile necesare ca un element sa poată dezvolta ductilitatea potenţială. 
Astfel, în cazul riglelor trebuie asigurată o secţiune compactă şi evitat flambajul prin 
încovoiere-răsucire, iar în cazul îmbinărilor cu şuruburi trebuie alese componentele 
ductile (încovoierea tălpii stâlpului, încovoierea plăcii de capăt sau a cornierei) şi 
evitate cele fragile (întindere sau forfecare în şuruburi). 

AM ^M AM = M,-M^=0 

V^M Ml(VL VR)mr ML(VL V r M r 

(b) 

Figura 4.16: Eforturile din rigle care acţionează pe un nod exterior (a), pe un nod interior sub 
acţiunea forţelor gravitaţionale (b) şi a celor seismice (o). 

în cazul nodurilor interioare, răspunsul seismic al nodurilor riglă stâlp va depinde şi de 
modul de aplicare a încărcării (simetric sau anti-simetric). în timp ce modul de solicitare 
al nodurilor exterioare este acelaşi la încărcări gravitaţionale şi la cele seismice (vezi 
Figura 4.16a), nodurile interioare sunt solicitate simetric în primul caz (Figura 4.16b) şi 
anti-simetric în cel de-al doilea caz (Figura 4.16c), în momentul plastificării ambelor 
capete ale riglelor. Diferenţa dintre cele două moduri de solicitare este comportarea 
diferită a panoului de Inimă al stâlpului. în cazul încărcării gravitaţionale (simetrice) 
inima stâlpului este comprimata la partea inferioară şi întinsă la cea superioară, 
solicitări preluate de plăcile de continuitate atunci când acestea există. în cazul 
încărcării seismice (anti-simetrice) panoul de inimă al stâlpului este solicitat puternic la 
forfecare. Forţa de tăiere din panou este direct proporţională cu diferenţa momentelor 
de la capetele riglelor. Se poate observa din Figura 4.16 că AM variază de la simplu în 
cazul nodurilor exterioare la zero în cazul nodurilor interioare încărcate simetric şi la 
dublu în cazul nodurilor interioare încărcate anti-simetric. în general forfecarea 
panoului de stâlp este un mod de cedare ductil. Totuşi, deformarea excesivă a acestuia 
poate duce la încovoierea locală a colţurilor panoului, inducând fisurarea şi cedarea 
fragilă a îmbinărilor sudate (Krawinkier, 1995, vezi Figura 4.17). 
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încovoiere 
locala 

încovoiere 
locala ^̂  // fisuri 

Figura 4.17: Efectele distorsiunii excesive ale panoului de inimă al stâlpului (Krawinkier, 1995). 

4.4.3 Programul experimental 

Influenţa modului de încărcare a nodurilor interioare şi a tipului de îmbinare a fost 
studiată în cadrul unor încercări experimentale care au cuprins trei tipuri de îmbinări 
(vezi Figura 4.18): 
• îmbinare cu şuruburi cu placă de capăt extinsă (EP), o îmbinare tipică europeană, 

îmbinarea a fost proiectată ca şi semi-rigidă şi parţial rezistentă conform Eurocode 
3, atât pentru încărcări simetrice, cât şi anti-simetrice, componenta cea mai slabă 
fiind încovoierea plăcii de capăt. 

• îmbinare obţinută prin sudarea directă a riglei de stâlp (W), simulând o îmbinare 
sudată la şantier. 

• îmbinare cu eclise sudate pe talpa riglei şi guseu sudat pe inimă (CWP), ultimul 
prins cu şuruburi doar pentru montaj. Eclisele de talpă au fost prevăzute pentru a 
muta articulaţia plastică de la faţa stâlpului. 
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(EP) 

1 _ | B C J ^ 

stâlp stâlp stâlp 

> 

rigla ^ / 
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rigla 

• F : 
i 

1 
» 
* 
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rigla 

A-A 

1 0 M 2 0 g r 1 0 . 9 

B-B c - c 

3M20g r6 .6 

(W) (CWP) 

Figura 4.18: Configuraţiile nodurilor studiate. 

Sudura dintre talpa riglei, placa de capăt, eclise şi talpa stâlpului a fost specificată cu 
pătrundere connpletă în 1/2Y de pe o singură parte (vezi Figura 4.19). Inspectarea 
vizuală a sudurilor a scos la iveală însă lipsa unei pătrunderi complete în câteva cazuri. 
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Pentru prinderea inimii riglei s-a folosit o sudură de colţ. Şuruburile de la îmbinarea cu 
placă de capăt au fost pretensionate. 

Fiecare tip de îmbinare a fost încercată în varianta unui nod încărcat simetric (seria 
XS), şi a unui nod încărcat anti-simetric (seria XU). Montajul experimental pentru cele 
două tipuri de încercări este prezentat în Figura 4.20. Au fost încercate câte două 
specimene din fiecare tip de nod. 

Oţelul specificat în proiect a fost S235 (OL37, /y=235 N/mm^, fu=360 N/mm^). 
Caracteristicile mecanice ale componentelor principale ale nodului au fost determinate 
pe epruvete extrase din talpa şi inima riglei, talpa şi inima stâlpului, placa de capăt, 
eclisele de talpă, guseul de inimă şi rigidizări. 

CNI 

r 

talpa stâlpului 
(placa de capat) 

talpa riglei 

T. 

talpa stâlpului 
(placa de capat) 

cvj 
CNJ 

inima riglei 

r 2 
inima riglei 
R20 

talpa riglei 

î 
CN 

R20 
(a) (b) 

Figura 4.19: Detaliu de prelucrare a pieselor pentru sudura între talpa stâlpului şi: 
(a) talpa superioară a riglei; (b) talpa inferioară a riglei. 

Actuator lOOOkN Actuator lOOOkN 

Specimen Reazeme 
Specimen 

Reazeme 

(a) (b) 
Figura 4.20: Montajul experimental pentru încercările simetrice (a) şi cele anti-simetrice (b). 

Specimenele au fost încărcate ciclic la trepte crescătoare ale deformaţiei (±2ey, ±4ey, 
etc., unde ey reprezintă deformaţia nodului la curgere), conform procedurii ECCS 
(1985), încărcarea fiind aplicată cvasi-static. în cazul specimenelor încărcate anti-
simetric, deformaţia a fost limitată la ciclurile de ±8ey sau ±10ey din cauza atingerii 
limitei de cursă a actuatorului. Cedarea specimenului a fost considerată atunci când 
forţa aplicată a scăzut sub 50% din forţa maximă înregistrată. Detalii privind modul de 
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dispunere al captorilor şi interpretarea datelor specifică celor două moduri de încărcare 
pot fi găsite în Dubina şi colab, 2001. Vom remarca aici doar faptul că în cazul 
nodurilor interioare solicitate anti-simetric, rotirea totală a nodului are două contribuţii 
majore: deformarea panoului de inimă al stâlpului şi rotirea îmbinării (Figura 4.21). 
Momentul a fost calculat pentru toate nodurile la faţa stâlpului. 

y, 

/ 

(a) (b) (c) 
Figura 4.21: Sursele de deformaţii ale nodului încărcat anti-simetric: deformarea panoului (a), 

îmbinării (b) şi deformarea totală (c). 

Tabelul 4.1: Caracteristicile mecanice ale oţelului. 

Element limita de curgere, f̂  [N/mm''] rezistenţa la rupere, fu [N/mm ]̂ Element 
certificat de 

calitate 
încercări certificat de 

calitate 
încercări 

riglă IPE360 285.0 329.8 talpă 
348.4 inimă 

427.0 463.2 talpă 
464.0 inimă 1 

stâlp HEB300 311.3 313.0 talpă 
341.8 inimă 

446.0 449.8 talpă 1 
464.4 inimă ' 

placa de capăt 281.0 248.3 424.7 416.0 i 
eclisa de talpă 296.0 273.2 443.0 436.7 ! 

4.4.4 Observaţii şi rezultate 

Specimenele XS-EP (îmbinări cu placă de capăt încărcate simetric) au avut placa de 
capăt ca şi componenta cea mai slabă, aceasta prezentând deformaţii vizibile de 
încovoiere în zona întinsă în ciclurile de ±2ey. Deplasările de ±4ey au fost caracterizate 
de apariţia unor fisuri la sudura dintre talpa inferioară a riglei şi placa de capăt, iniţiate 
la rădăcina sudurii, şi voalarea plastică a tălpii superioare a riglei. La primul ciclu de 
±6ey s-a produs ruperea completă a sudurii dintre talpa inferioară a riglei şi placa de 
capăt, fisura propagându-se în materialul de bază al plăcii de capăt şi al tălpii riglei. 
După pierderea legăturii dintre talpa inferioară a riglei şi placa de capăt, inima riglei a 
început să fisureze de-a lungul sudurii cu talpa stâlpului. în cazul specimenului XS-EP2 
un şurub din cel de-al doilea rând a cedat la întindere, ducând la deformări importante 
ale plăcii de capăt la nivelul tălpii inferioare a riglei (vezi Figura 4.22). Slăbirea 
şuruburilor din cauza deformaţiilor locale la ciclurile de ±4ey-±8ey a condus la o 
reducere a rigidităţii nodului. 

Specimenele XS-H/ au fost obţinute prin sudarea directă a riglei de stâlp şi au fost 
încărcate simetric. în cazul primului specimen, XS-W1, a fost resudată rădăcina sudurii 
dintre tălpile riglei şi stâlp, din cauza lipsei vizibile de pătrundere. Voalarea tălpii riglei a 
fost observată la acest specimen la primele cicluri de ±4ey. Deformaţiile plastice ale 
tălpii şi inimii riglei au crescut la ciclurile de ±6ey şi la primul ciclu de ±8ey. La cel de-al 
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doilea ciclu de ±8ey s-a produs ruperea fragilă completă a tălpii inferioare a riglei în 
dreptul racordului la gaura de acces la sudură, urmată de ruperea celeilalte tălpi, cât şi 
a inimii riglei. în cazul specimenului XS-W2, deja la ciclul de ±4ey a apărut o fisură la 
rădăcina sudurii de la talpa inferioară a riglei, şi o alta la partea superioară a sudurii 
dintre inima riglei şi stâlp. în timpul ciclului 3 de ±4ey fisura de la talpa inferioară a 
propagat pe toată lungimea tălpii. După voalarea tălpii superioare în acelaşi ciclu, 
aceasta s-a rupt fragil în dreptul racordului cu gaura de acces la rădăcina sudurii, 
urmată de ruperea inimii în ciclul următor (vezi Figura 4.23). Resudarea rădăcinii suduri 
la specimenul XS-W1 a dus la un comportament substanţial diferit între cele două 
specimene, prevenind iniţierea fisurii la talpa inferioară a riglei. Deformaţiile nodului s-
au datorat voalării plastice a ambelor tălpi şi a inimii riglei. Specimenul XS-W2 a fost 
caracterizat de fisurarea prematură la rădăcina sudurii de la talpa inferioară a riglei. 
Voalarea tălpii riglei s-a produs doar la talpa superioară, iar deformaţiile la talpa 
inferioară s-au datorat în special ruperilor în fisură şi în zona influenţată termic. Chiar 
dacă cedarea a fost fragilă în ambele cazuri, specimenul XS-W1 a rezistat unui număr 
mai mare de cicluri, şi a fost caracterizat de o rezistenţă şi ductilitate mai mare. 

Specimenele XS-CWP au fost prevăzute cu eclise pe tălpi şi încărcate simetric. Talpa 
superioară a riglei a voalat plastic la capătul ecliselor la ciclul pozitiv de ±4ey, urmat de 
voalarea tălpii inferioare la semi-ciclul negativ. Voalarea tălpilor a devenit mai 
pronunţată la ciclurile de ±6ey, urmată de voalarea inimii riglei la ciclurile de ±8ey, la un 
unghi de aproximativ 45° (vezi Figura 4.24). Nu au fost observate fisuri la sudurile 
dintre eclisele de talpă şi stâlp. Doi factori au contribuit la această comportare: (1) un 
transfer "neted" al eforturilor de la talpa riglei la talpa stâlpului, datorită formei 
trapezoidale a ecliselor de talpă; şi (2) o calitate mai bună a sudurilor dintre eclise şi 
stâlp, acestea fiind resudate de către fabricant. 

Primele deformaţii plastice ale specimenelor XU-EP (îmbinare cu placă de capăt 
încărcate anti-simetric) au apărut la ciclul de ±ey şi au crescut progresiv cu numărul de 
cicluri. Deformaţiile plăcii de capăt au fost observate începând cu ciclurile de ±2ey, fiind 
vizibil un spaţiu între placa de capăt şi talpa stâlpului în zona întinsă. Primele fisuri între 
talpa inferioară a riglei şi placa de capăt au apărut la ±6ey şi ±4ey pentru specimenul 
XU-EP1, respectiv XS-EP2. Voalarea tălpii riglei a fost limitată. Deformarea îmbinării a 
fost cauzată şi de slăbirea şuruburilor, care a cauzat o scădere pronunţată a rigidităţii 
nodului. Fisurarea sudurilor de la talpa superioară au fost semnalate la ciclurile de 
±8ey, urmate de separarea completă a părţii extinse a plăcii de capăt (vezi Figura 
4.25). Deformaţiile panoului de inimă al stâlpului au arătat cicluri histeretice stabile pe 
durata întregii încercări, cu o consolidare importantă. Panoul a fost o sursă importantă 
de ductilitate şi rezistenţă până la ruperea plăcii de capăt. Cerinţa de deformaţie a 
inimii stâlpului a început să scadă de la acest moment, ducând la "relaxarea" acesteia. 
Pe de altă parte, îmbinarea cu şuruburi a arătat o degradare continuă a rigidităţii şi 
rezistenţei pe durata încercării. în cazul specimenului XU-EP2, talpa superioară 
dreapta a riglei a cedat în dreptul racordului cu gaura de acces la rădăcina sudurii, iar 
la îmbinarea din stânga au cedat două şuruburi, fenomene care au dus la o scădere 
bruscă a rezistentei nodului. 
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Figura 4.22: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XS-EP2. 
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Figura 4.23: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XS-W2. 
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Figura 4.24: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XS-CWP2. 
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XU-EP1 
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Figura 4.25: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XU-EP1. 
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Figura 4.26: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XU-W1. 
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Figura 4.27: Curba moment-rotire şi modul de cedare ale specimenului XU-CWP1. 
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Panoul de inimă al stâlpului a fost componenta cea mai slabă în cazul specimenelor 
XU-W (îmbinări sudate direct, încărcate anti-simetric). Primele semne de deformaţii 
plastice în panou au apărut la ±ey, iar fisurarea la rădăcina sudurii de la talpa inferioară 
a riglei s-a produs la ciclurile de ±6ey. Sudurile de la talpa superioară au fisurat la 
ciclurile de ±8ey. în cazul specimenului XU-W1, începând cu ciclul al nouălea de ±8ey 
fisurile de la sudura inferioară au avansat progresiv în talpa stâlpului, care a fost 
smulsă pe lăţimea tălpii riglei, urmată de forfecarea inimii stâlpului (vezi Figura 4.26). în 
cadrul ciclurilor ulterioare de încărcare, talpa superioară a riglei a cedat în dreptul găurii 
de acces la rădăcina sudurii. La sfârşitul celui de-al 16-lea ciclu de ±8ey, tălpile 
superioare ale riglelor erau complet rupte, iar cele inferioare au cauzat smulgerea 
tălpilor şi forfecarea inimii stâlpului. Voalarea tălpilor riglei a fost limitată. Specimenul 
XU-W2 s-a comportat similar, dar a fost oprit în timpul ciclului al 11-lea de ±8ey din 
cauza unor probleme tehnice la reazeme. Specimenul începuse să prezinte aceleaşi 
fenomene de smulgere a tălpii riglei. Sursa cea mai importantă de disipare a energiei a 
constituit-o panoul de inimă al stâlpului. Energia histeretică disipată a avut un caracter 
stabil până la cilul 4 şi 6 de ±8ey, pentru specimenul XU-W1, respectiv XU-W2. 

Similar cu celelalte noduri încărcate anti-simetric, specimenele XU-CWP (cu eclise pe 
tălpile riglei) au arătat primele semne de deformare plastică în panoul stâlpului la 
deformaţii de ±ey. De-a lungul procedurii de încărcare, până la ciclurile de ±10ey panoul 
a dezvoltat deformaţii plastice tot mai mari, fără fisuri vizibile. în cazul specimenului 
XU-CWP1, la cel de-al 14-lea ciclu de ±10ey au apărut primele fisuri la sudura de la 
eclisa inferioară. Fisuri similare au fost observate la specimenul XU-CWP2 deja la 
ciclul 2 de ±8ey, din cauza unei calităţi mai proaste a rădăcinii sudurii. în ciclul 22 de 
±10ey inima stâlpului era slab voalată. După apariţia unei fisuri în inima stâlpului la 
ciclul 27 de ±10ey, aceasta s-a propagat pe trei laturi ale panoului, ducând la 
deformarea acestuia în afara planului (vezi Figura 4.27). în cazul specimenului XU-
CWP2, la cel de-al 4-lea ciclu de ±10ey s-a produs o fisurare fragilă adâncă la rădăcina 
sudurii de la eclisa inferioară a îmbinării din dreapta, urmată 3 cicluri mai târziu de un 
fenomen similar la sudura din stânga. La ciclul 11 de ±10ey s-a format o altă fisură între 
rigidizarea inferioară a panoului şi talpa stâlpului. Un ciclu mai târziu cele două fisuri au 
crescut brusc, formând una singură. La sfârşitul încercării, talpa stâlpului a fost complet 
ruptă, fisura extinzându-se în inima stâlpului. 

Tabelul 4.2: Caracteristicile experimentale ale nodurilor. 

Specimen .KNm MŢ^,. kNm . rad <l>7' rad 
XS-EP 1 334.2 255.6 0.033 0.029 
XS-EP 2 337.9 288.9 0.038 0.032 
XS-W 1 437.7 305.6 0.029 0.028 
XS-W2 412.1 277.8 0.016 0.015 
XS-CWP 1 542.0 316.7 0.038 0.037 
XS-CWP 2 • * • * 

XU-EP 1 263.7 146.7 0.060 0.056 
XU-EP 2 256.3 157.8 0.062 0.059 
XU-W 1 248.8 113.3 0.052 0.050 
XU-W 2 252.1 131.1 0.052 0.049 
XU-CWP 1 287.2 131.1 0.064 0.062 
XU-CWP 2 301.5 164.4 0.060 0.058 

* cedare accidenta ă a prinderii specimenului de actuator 
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104 4. Cadre duale necontravântuite 

în Tabelul 4.2 sunt prezentate câteva dintre caracteristicile determinate experimental: 
momentul maxim înregistrat (/W®^,), momentul plastic (M®^), rotirea ultimă totală 

şi rotirea ultimă plastică (̂ z ;̂;"). 

Modul de cedare al îmbinărilor sudate a arătat importanţa covârşitoare pe care o are 
calitatea sudurilor asupra rezistenţei şi mai ales a ductilităţii nodurilor riglă-stâlp sudate. 
Totuşi, performanţa seismică a îmbinărilor sudate depinde într-o mare măsură şi de 
detaliile de alcătuire a nodului. Astfel, este de notat comportamentul diferit al îmbinării 
(EP) cu placă de capăt şi a celei sudate direct (W) la partea inferioară şi la cea 
superioară, datorat modului de realizare a sudurii. Atât sudura superioară, cât şi cea 
inferioară au fost executate "de sus" (vezi Figura 4.18 şi Figura 4.19). Astfel, rădăcina 
sudurii rezultă la partea interioară a tălpii superioare, şi la partea exterioară a tălpii 
inferioare. Din cauza eforturilor mai mici la partea interioară a tălpii riglei şi a efectului 
de împiedecare a inimii riglei în această zonă, rezultă două moduri de cedare diferite la 
cele două tălpi ale riglei. Detaliul de sudură de la partea inferioară, unde rădăcina 
sudurii este la partea exterioară a riglei, este predispus la fisurări iniţiate la rădăcina 
sudurii, care se propagă apoi în materialul de bază (vezi Figura 4.22). La partea 
superioară a riglei, în schimb, are loc o concentrare de eforturi îrr dreptul găurii de 
acces la rădăcina sudurii, talpa fiind susceptibilă la o rupere casantă în dreptul 
racordului găurii de acces la talpă (vezi Figura 4.23). Din cauza detaliilor de sudură 
asemănătoare, aceste fenomene caracterizează atât îmbinarea obţinută prin sudarea 
directă a riglei pe stâlp, cât şi îmbinarea cu placă de capăt. Eliminarea celor două 
moduri de cedare fragile descrise mai sus impune următoarele măsuri: 
• folosirea unei geometrii îmbunătăţite a găurii de acces la rădăcina sudurii, sau 

eliminarea completă a acesteia 
• resudarea obligatorie a rădăcinii sudurii şi, atunci când este posibil (de exemplu în 

cazul îmbinărilor cu placă de capăt sudate în uzină), efectuarea sudurii principale de 
la partea exterioară a riglei, astfel ca rădăcina sudurii să rezulte la interiorul tălpii 
riglei 

4.4.5 Sinteza încercărilor experimentale 

încercările efectuate pe trei tipuri distincte de îmbinări şi două moduri de încărcare 
(simetrică şi anti-simetrică) a permis identificarea răspunsului elementelor care 
contribuie la rigiditatea, rezistenţa şi ductilitatea nodurilor riglă-stâlp studiate (rigla şi 
stâlpul, sudura, îmbinarea cu placă de capăt şi panoul de inimă al stâlpului). Astfel, 
încărcarea simetrică a eliminat contribuţia panoului şi permite următoarele observaţii 
(în legătură cu Tabelul 4.2 şi Figura 4.22 la Figura 4.27): 
• îmbinarea obţinută prin sudarea directă a riglei de stâlp în condiţii de şantier este 

susceptibilă la ruperi fragile şi are o capacitate de rotire modestă. Dezvoltarea unor 
articulaţii plastice ductile prin voalarea plastică a riglei a fost împiedecată de ruperile 
fragile iniţiate fie în sudură (la rădăcina acesteia), fie în dreptul concentratorilor de 
tensiune (gaura de acces la rădăcina sudurii). 

• îmbinarea cu placă de capăt extinsă şi şuruburi este susceptibilă aceloraşi probleme 
ca şi îmbinarea sudată direct. Deformaţiile plastice datorate încovoierii plăcii de 
capăt au îmbunătăţi totuşi capacitatea de rotire a îmbinării, dar au dus la diminuarea 
momentului capabil şi mai ales la o degradare importantă a rigidităţii. Din cauza 
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caracterului parţial-rezistent al îmbinării, Deformaţiile plastice s-au concentrat în 
placa de capăt, voalarea plastică a riglei fiind limitată. 
îmbinarea cu eclise pe talpa riglei a eliminat cauzele ruperilor fragile specifice 
îmbinării sudate direct, dezvoltând o articulaţie plastică în riglă. Acest tip de 
îmbinare a arătat o ductilitate bună (în jur de 0.03 rad), totuşi, voalarea plastică 
repetată a riglei a dus la o reducere a momentului capabil la deformaţii mari. 
Răspunsul nodurilor încărcate anti-simetric a fost controlat de forfecarea panoului 
de inimă al stâlpului, care a condus la comportare ciclică stabilă şi o ductilitate 
excelentă. Cedările au fost în general ductile şi au avut loc după un număr însemnat 
de cicluri în domeniul plastic, mult peste cel anticipat în cazul unor cutremure. 
Totuşi, comportarea excelentă a panoului nu a eliminat complet cedările fragile Ia 
îmbinarea sudată direct. "împărţirea" cerinţei de ductilitate între câteva componente 
cu rezistenţa apropiată (de exemplu panoul de inimă şi placa de capăt) reduce 
solicitarea impusă fiecărei componente în parte, la aceiaşi capacitate de rotire 
totală. 

4.5 Cadre necontravântuite cu structură duală 

înţelegem prin cadre duale necontravântuite acele structuri care pe lângă nodurile 
riglă-stâlp rigide, conţin şi noduri semi-rigide şi/sau articulate. Configuraţii structurale 
de acest tip pot rezulta din cauze de natură economică, tehnologică, de conformare 
structurală, sau în încercarea de a îmbunătăţi răspunsul seismic al structurii. 

S-a demonstrat că principiul stâlp tare - riglă slabă este favorabil unei performanţe 
seismice bune a cadrelor metalice necontravântuite. Scopul acestui principiu de 
proiectare este să prevină formarea articulaţiilor plastice în stâlpi, cu excepţia bazei şi 
nivelului superior al cadrelor multietajate (Eurocode 8 1994). Formarea articulaţiilor 
plastice doar în rigle este menită să promoveze un mecanism plastic de tip global, care 
este cel mai eficient pentru disiparea energiei seismice şi minimalizează în acelaşi timp 
efectele de ordinul doi (Mazzolani şi colab., 1996). Prevederile normelor moderne de 
proiectare anti-seismică, cu toate că cer respectarea principiului stâlp tare - riglă slabă 
pentru cadrele metalice necontravântuite, nu asigură un mecanism de cedare plastică 
de tip global, şi nici nu preîntâmpină formarea articulaţiilor plastice în stâlpi. Cu toate 
acestea, se aşteaptă că formarea articulaţiilor plastice în rigle va predomina, iar 
cadrele proiectate conform prevederilor simplificate din norme vor avea un 
comportament seismic corespunzător. Oricum, există o serie de situaţii care duc la o 
înrăutăţire a raportului momentelor plastice riglă/stâlp. Unele dintre acestea 
(îndepărtarea articulaţiei plastice de la faţa stâlpului, limita de curgere a grinzii diferită 
de cea teoretică) sunt luate în considerare de unele norme (AISC, 1997). în cazul 
structurilor mixte oţel-beton, interacţiunea dintre rigla metalică şi planşeul din beton 
armat modifică raportul momentelor capabile riglă-stâlp. Dacă se utilizează îmbinări 
rigide în astfel de cazuri, stâlpii vor fi supuşi unor solicitări crescute. Folosirea 
îmbinărilor semi-rigide / parţial rezistente în unele deschideri va reduce solicitarea 
seismică asupra stâlpilor limitrofi, reducând riscul unor mecanisme parţiale (de nivel). 

Majoritatea îmbinărilor semi-rigide/ parţial rezistente sunt realizate cu şuruburi. Unele 
dintre acestea, cum ar fi îmbinările cu corniere sau T-uri (vezi Figura 4.15 b şi c) pot fi 
uşor reparate dacă acestea suferă degradări în urma unui cutremur. Acest aspect este 
deosebit de avantajos din punct de vedere al reabilitării structurii avariate în urma 
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seismului, deoarece intervenţia se poate face la un cost minim, fără operaţii dificile şi 
fără a modifica caracteristicile iniţiale ale îmbinării. 

Dacă într-un sistem structural sunt folosite atât noduri total rezistente (rigide), cât şi 
parţial rezistente (semi-rigide), este de aşteptat ca acestea din urmă să se plastifice 
primele, din cauza unui moment capabil mai mic. Ceea ce înseamnă posibilitatea de 
control a distribuţiei degradărilor în structură. Totuşi, ţinând cont de rigiditatea scăzută 
a îmbinărilor semi-rigide, plastificarea acestora înaintea celor rigide nu mai este 
garantată. De aceea, se impune o analiză atentă a caracteristicilor îmbinărilor pentru a 
face posibil un control al degradării. 

Metoda tradiţională de optimizare a rigidităţii la forţe orizontale şi a capacităţii de 
disipare a energiei seismice constă în realizarea tuturor îmbinărilor riglă-stâlp rigide / 
total rezistente. Această soluţie oferă cel mai mare număr de zone disipative care, 
conform conceptului de stâlp tare - riglă slabă, trebuie să fie amplasate la capătul 
riglelor (Eurocode 8, 1994). Pe de altă parte, în practica proiectării cadrelor metalice 
necontravântuite din SUA, s-a folosit pe larg soluţia cadrelor necontravântuite 
perimetrale. Această soluţie structurală foloseşte cadre necontravântuite doar pe 
perimetrul clădirii (vezi Figura 4.28a), cadrele interioare având noduri articulate şi 
preluând doar încărcările gravitaţionale (Mazzolani şi Piluso, 1997). 

Există mai multe raţiuni care au favorizat utilizarea pe scară largă a acestor soluţii 
structurale. Una dintre acestea constă în eliminarea îmbinărilor rigide după axa minimă 
a stâlpului (vezi Figura 4.29), care este relativ scumpă şi prezintă un comportament 
mecanic îndoielnic dacă nu sunt luate măsuri speciale la detalierea nodului 
(Krawinkier, 1995). De aceea, este de preferat eliminarea îmbinărilor rigide după axa 
minimă de inerţie şi înlocuirea acestora cu îmbinări articulate. O altă raţiune o 
reprezintă reducerea numărului de noduri rigide convenţionale (după axa maximă de 
inerţie a stâlpului), mai scumpe decât cele articulate (Mazzolani şi Piluso, 1997), din 
motive economice. Această din urmă raţiune a dus la înlocuirea nodurilor rigide din 
unele travei cu noduri articulate chiar şi la cadrele perimetrale (vezi Figura 4.28b). 
Nodurile rigide după axa minimă de inerţie mai prezintă dezavantajul că în general fac 
imposibilă respectarea cerinţei de suprarezistenţă a stâlpului faţă de riglă, impuse de 
normele de proiectare antiseismică pentru promovarea unui mecanism plastic de tip 
global, datorită modulului plastic al stâlpului, mai mic după axa minimă de inerţie. Două 
dintre problemele invocate aici, care ţin de modul de realizare şi comportarea nodurilor 
rigide după axa minimă de inerţie a stâlpilor cu secţiune dublu T pot fi soluţionate 
elegant prin adoptarea altor tipuri de secţiuni de stâlpi, cum ar fi cele chesonate 
(frecvente în practica japoneză) sau cruciforme (Dubina şi colab., 2000). Chiar şi în 
acest caz, îmbinările rigide pe ambele direcţii pot înrăutăţi răspunsul structurii, 
deoarece solicitarea stâlpilor pe două direcţii creşte probabilitatea plastificării lor. 

Cadrele necontravântuite cu un număr redus de noduri rigide prezintă însă două 
dezavantaje. în primul rând, forţele seismice sunt preluate doar de cadrele cu noduri 
rigide, în număr redus, ceea ce duce la creşterea secţiunii elementelor structurale. 
Deoarece ductilitatea acestora scade odată cu înălţimea secţiunii (Roeder şi Foutch, 
1996), rezultă structuri cu o ductilitate limitată. în al doilea rând, scade numărul de 
zone disipative potenţiale, rezultând structuri cu o redundanţă şi capacitate de disipare 
a energiei scăzute. 
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O posibilitate pentru rezolvarea acestor probleme, ar fi utilizarea nodurilor semi-rigide/ 
parţial rezistente în locul celor articulate. Aspectele benefice ale acestor scheme 
structurale ar fi redundanţa sporită faţă de soluţiile duale rigid-articulate, cât şi 
posibilitatea de a controla distribuţia degradărilor în structură. 

HH- •I—I- -l—I I—I- -hH 

I—I- •l-H- - H H - •hH hH- •I—I l-H- -l-H 

(a) (b) 
Figura 4.28: Exemplu de cadre necontravântuite perimetrale (a) şi 

perimetrale cu număr redus de deschideri rigide (b). 

Figura 4.29: îmbinare riglă-stâlp rigidă pe două direcţii (Krawinkier, 1995). 

Mai mult de 200 de cadre metalice necontravântuite au suferit degradări ale îmbinărilor 
riglă-stâlp rigide în timpul cutremurului de la Northridge (Leon, 1999). Marea majoritate 
a acestor cadre nu a suferit degradări importante ale elementelor structurale, şi nici 
deformaţii remanente, indicând deformaţii relative de nivel mici (probabil mai mici de 
1.5%). Se pot presupune două fenomene care au contribuit la acest comportament 
neaşteptat de bun după cedarea sistemului de rezistenţă la forţe laterale (nodurile 
rigide). Primul, creşterea perioadei proprii de vibraţie a structurii, a dus la diminuarea 
forţelor seismice. Al doilea, îmbinările articulate slabe şi parţial rezistente au contribuit 
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în mod semnificativ la răspunsul structurii, atât înainte, cât şi după cedarea celor rigide. 
Cu toate că îmbinările articulate au o rigiditate şi moment capabil foarte mici dacă sunt 
considerate doar componentele metalice, conlucrarea acestora cu planşeul din beton 
armat a oferit un sistem secundar de rezistenţă neintenţionat, dar eficient. Astfel, este 
clar că pentru a caracteriza corespunzător răspunsul structurii, trebuie luate în calcul 
caracteristicile acestor îmbinări parţial rezistente. 

Structuri metalice cu cadre necontravântuite rigide perimetrale şi cadre interioare cu 
îmbinări articulate riglă-stâlp au fost utilizate pe larg în zone de seismicitate ridicată. 
Capacitatea de a rezista forţelor seismice se bazează în totalitate pe ductilitatea 
cadrelor perimetrale, fără nici o redundanţă de rezervă. Posibilitatea de a prelua cerinţa 
mare de ductilitate impusă cadrelor perimetrale de către sisteme secundare a fost 
studiată de Shen (1996). Modificarea îmbinărilor articulate în îmbinări semi-rigide se 
poate realiza la un cost relativ mic. Studiul performanţelor seismice ale cadrelor semi-
rigide arată un răspuns seismic stabil şi un potenţial ridicat pentru a fi folosite ca sistem 
secundar de rezistentă la structurile metalice în zone seismice. 

cadru 
exterior 

direcţia 
sesmului 

3 cadre 
interioare 

cadru 
exterior 

l-H- -l—I- -HH-

l-H- -I—I-
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-I—I-

I—H- • h H - • h H -

30' 30' 
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Figura 4.30: Planul structurilor studiate de Shen (1996). 

Au fost investigate două structuri cu diferite îmbinări semi-rigide. Planul structurilor este 
simetric şi are două cadre perimetrale rigide în ambele direcţii (vezi Figura 4.30). Prima 
clădire are 5 nivele, iar cea dea doua 10. Cele două cadre exterioare sunt cu noduri 
rigide, iar cele interioare au noduri semi-rigide la ambele clădiri. S-au folosit patru tipuri 
de noduri semi-rigide cu caracteristici diferite. Structurile au fost supuse la trei seisme 
reprezentative. El Centro, Taft şi Northridge. Analiza dinamică neliniară efectuată a 
arătat un potenţial ridicat pentru utilizarea acestui sistem ca şi soluţie constructivă 
pentru cadre metalice necontravântuite în zone seismice. Rezultatele indică faptul că 
rigiditatea şi momentul capabil al îmbinărilor semi-rigide au o importanţă sporită pentru 
răspunsul dinamic al structurii. Se poate concluziona că utilizarea nodurilor semi-rigide 
la cadrele interioare poate diminua forţa tăietoare de nivel, cât şi momentele în stâlpi şi 
îmbinări. 
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în general, îmbinările semi-rigide sunt preferate pentru structurile multietajate de 
înălţime mică. Dacă îmbinările semi-rigide sunt folosite la structurile înalte, numărul 
îmbinărilor riglă-stâlp rigide poate fi redus, rezultând un cost mai mic al structurii. 
Oricum, deplasările relative de nivel pot fi mari în cazul cadrelor cu noduri semi-rigide 
şi stabilitatea structurii poate deveni o problemă. Kishi şi colab., (1996) au analizat 
utilizarea mixtă a îmbinărilor rigide şi semi-rigide la o structură înaltă (vezi Figura 4.31). 
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Figura 4.31. Combinaţii de îmbinări rigide şi semi-rigide (Kishi şi colab., 1996). 

Structura analizată are patru deschideri şi opt nivele, s-au investigat patru scheme de 
amplasare a nodurilor semi-rigide. îmbinările considerate sunt realizate cu corniere 
prinse cu şuruburi de talpă şi de inima riglei, comportamentul lor fiind modelat printr-o 
relaţie neliniară. Cazul 1 are numărul cel mai mare de îmbinări semi-rigide. Numărul de 
îmbinări semi-rigide este acelaşi pentru cazurile 3 şi 4. Numărul îmbinărilor semi-rigide 
pentru cele patru cazuri este: cazul 1 > cazul 2 > cazul 3 = cazul 4. 

Structurile duale şi structura rigidă de bază au fost analizate pentru gruparea de 
încărcări permanentă + utilă + vânt. Deplasarea de nivel A este raportată faţă de 
înălţimea structurii H. Deplasarea relativă de nivel pentru structura rigidă este 
zyH=1/890. Pentru îmbinările cu corniere pe talpă şi inimă, deplasările relative de nivel 
au constituit în jur de A/H=1/400 pentru cazurile 1 şi 2, şi mai puţin de A/H=1/400 şi 
1/500 pentru cazurile 3 şi 4, respectiv. Cazurile 1 şi 2 dau aceleaşi rezultate, ceea ce 
indică faptul că nodurile rigide de la ultimul nivel nu sunt efective pentru rigidizarea 
întregii structuri. Cu toate că numărul de noduri semi-rigide este acelaşi pentru cazurile 
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3 şi 4, cel din urmă este caracterizat prin deplasări relative de nivel mai mici decât 
cazul 3, şi mai mici decât celelalte două cazuri. Este de remarcat faptul că pentru cazul 
4, caracteristici diferite ale îmbinărilor semi-rigide duc la aceleaşi deplasări relative de 
nivel. Această schemă este puternic influenţată de îmbinările rigide din deschiderile 1 
şi 4, şi nu de cele semi-rigide din deschiderile interioare. Cazul 4 poate fi considerat ca 
fiind cel mai practic. 

Akiyama (1999) a arătat că structurile de tip "flexibil-rigid" sunt cele mai eficiente din 
punct de vedere seismic (Figura 4.32). Se aşteaptă ca subsistemul flexibil să prevină 
deplasările relative de nivel excesive, iar cel rigid să disipeze energia seismică prin 
deformaţii plastice. Autorul a propus o modalitate practică de obţinere a unui astfel de 
sistem, prin combinarea unor variante speciale de îmbinări rigide şi semi-rigide, 
adaptate sistemului constructiv folosit în Japonia. 

CADRU CADRU 
FLEXIBIL RIGID 

Figura 4.32: Conversia cadrului real în cadre componente flexibile şi rigide, Akiyama, 1999. 

DIAFfRAGMA 

i / i 

; STÂLP ; GRINDA 

(a) 
RIGIDIZARE-B 

(b) (C) 
Figura 4.33. îmbinări rigide obişnuite (a), îmbinarea semi-rigidă (b), rigidizarea cu elemente 

disipative (c), Akiyama, 1999. 
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îmbinarea cea mai simplă între riglă şi stâlp se poate realiza prin sudare directă (vezi 
Figura 4.33b). în acest caz momentul este transmis prin încovoierea pereţilor stâlpului 
în afara planului lor. Aceste îmbinări sunt caracterizate de momente capabile şi 
rigiditate mici, specifice nodurilor semi-rigide. Pe de altă parte, capacitatea de 
deformare elastică a îmbinării este mare, rotirea elastică ajungând la 0.02 radiani. 
Adăugând rigidizări la tălpile riglei, aşa cum se poate vedea în Figura 4.33c, eforturile 
din tălpile riglei pot fi transmise tălpilor stâlpului fără concentrări mari de eforturi, şi 
îmbinarea devine rigidă. Lăsând un spaţiu liber între talpa stâlpului şi rigidizarea A, în 
aceasta din urmă se dezvoltă eforturi de forfecare, care se poate controla dacă se 
realizează nişte găuri în placă, aceasta devenind o siguranţă fuzibilă, rigidizarea B şi 
talpa grinzii rămânând elastice. Coexistenţa elementelor rigide cu elemente flexibile 
este foarte efectivă pentru a asigura o rezistenţă seismică bună unei structuri. 
Elementele flexibile rămân aproape elastice, prevenind dezvoltarea excesivă a 
deplasărilor relative de nivel, iar elementele rigide absorb energia seismică prin 
deformaţii plastice. Nivelul rezistenţei seismice a structurii poate fi controlat selectând 
raportul dintre numărul elementelor flexibile şi cel al elementelor rigide. Partea 
problematică a soluţiei constă în faptul că subsistemul flexibil trebuie să posede o 
rezistenţă superioară celui rigid. Acesta poate fi însă dificil dacă nu imposibil de realizat 
prin metode uzuale, cunoscut fiind faptul că rezistenţa şi rigiditatea sistemelor 
structurale sunt în relaţie directă, o creştere a rezistenţei ducând în general la o 
creştere a rigidităţii. 

4.6 Studiu parametric asupra cadrelor duale cu noduri semi-rigide 

4.6.1 Configuraţiile de cadre duale 

După cum s-a menţionat anterior, cadrele metalice necontravântuite cu structură duală 
pot rezulta ca şi consecinţă a evitării nodurilor rigide după axa minimă de inerţie a 
stâlpilor cu secţiune dublu T. Planul orizontal al unei structuri metalice de acest tip este 
prezentat în Figura 4.34. Structura este un cadru metalic necontravântuit cu 3x3 
deschideri şi 5 nivele. 
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Figura 4.34: Planul structurii. 
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Structura poate fi proiectată în câteva soluţii constructive. Cele două scheme "clasice" 
ar fi (1) toate cadrele rigide pentru ambele direcţii, şi (2) schema rigid-articulată, care 
să elimine nodurile rigide după axa minimă de inerţie. Cea de-a doua soluţie va fi 
probabil cea preferată de majoritatea proiectanţilor, din cauza simplităţii (calculul 
îmbinărilor pe 3 şi 4 direcţii este dificil, iar performanţa acestora este îndoielnică). în 
acelaşi timp, această soluţie ar reduce numărul îmbinărilor rigide care sunt scumpe. 
Din cauza numărului redus de îmbinări rigide şi a redundanţei scăzute, nodurile rigide 
vor fi mai solicitate. O soluţie posibilă ar fi înlocuirea îmbinărilor articulate cu îmbinări 
semi-rigide/ parţial rezistente. 
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b) Cadrul dual rigid/articulat (DUP) 
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c) Cadrul dual rigid/(SR-PR) (Dxx) d) Cadrul SR-PR omogen (Fxx) 
Figura 4.35: Soluţiile structurale considerate. 

Au fost considerate câteva scheme structurale. Cazurile limită sunt: cadrul perfect rigid 
(RIG - vezi Figura 4.35a) şi cadrul rigid/ articulat, cu îmbinări articulate în deschiderile 
exterioare, corespunzând îmbinărilor după axa minimă de inerţie (DUP - vezi Figura 
4.35b). Pentru investigarea influenţei nodurilor semi-rigide (SR) şi parţial rezistente 
(PR), au fost considerate două scheme structurale. Prima dintre acestea corespunde 
schemei duale rigid/(SR-PR), nodurile semi-rigide fiind cele după axa minimă de inerţie 
(Dij - vezi Figura 4.35c). Cea de-a doua schemă are toate nodurile semi-rigide - parţial 
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rezistente (Fij - vezi Figura 4.35c/). La cadrele Dij şi Fij, indicele 1 reprezintă rigiditatea 
nodului, iar j - momentul capabil. Rigidităţile şi momentele capabile ale îmbinărilor 
pentru toate schemele considerate sunt sintetizate în Tabelul 4.3. S-a notat prin S, 
rigiditatea iniţială a nodurilor semi-rigide; Sii„=25Elb/Lb - este rigiditatea limită dintre 
nodurile semi-rigide şi cele rigide pentru cadre necontravântuite, vezi Figura 4.8; Mj -
momentul capabil al nodului; Mpi,b - momentul plastic capabil al riglei. Rigiditatea şi 
momentul capabil al nodurilor au fost alese arbitrar, fără a reprezenta un tip anume de 
nod. Totuşi, cele două valori ale rigidităţii adimensionale (0.6 şi 0.25) şi ale momentului 
capabil (1.0, 0.8, 0.6, 0.4), au fost combinate astfel ca să reprezinte tendinţa generală 
de scădere a momentului capabil odată cu rigiditatea. 

Tabelul 4.3. Caracteristicile îmbinărilor pentru soluţiile structurale considerate. 

Cadru 
Noduri interioare Noduri exterioare 

Cadru Rigiditatea 
(S/Slin,) 

Momentul 
capabil (M/Mpib) 

Rigiditatea 
(S/Siirr̂ ) 

Momentul 
capabil (M/Mpit,) 

RIG 00 00 00 00 1 

DII 00 00 0.6 1.0 
D12 00 00 0.6 0.8 1 
D13 00 00 0.6 0.6 
D24 00 00 0.25 0.4 
FI I 0.6 1.0 0.6 1.0 
F12 0.6 0.8 0.6 0.8 
F13 0.6 0.6 0.6 0.6 
DUP 00 00 0 1 

4.6.2 Proiectarea structurilor 

Structura s-a considerat amplasată într-o zonă de seismicitate ridicată, şi a fost 
proiectată conform Eurocode 3 şi Eurocode 8, 1994. încărcările normate au fost 
următoarele: încărcarea permanentă pe planşeu - Gp/=4.75 kN/mp; încărcarea 
permanentă a închiderilor exterioare - Gc/= 1.70 kN/mp; încărcarea utilă - Q=3.0 kN/mp. 
Acţiunea seismică a fost definită de următorii parametri: acceleraţia maximă a terenului 
PGA = 0.35g; factorul de comportare qf=6; clasa terenului - A; limita deplasării relative 
de nivel d/,y„=0.006 h. 

Au fost considerate: gruparea fundamentală şi gruparea excepţională (seismică) de 
încărcări. Calculul structurilor la acţiunea seismică a fost efectuat prin metoda statică 
echivalentă. Dimensionarea structurii a fost guvernată de respectarea condiţiilor stării 
limită de serviciu a grupării excepţionale (limitarea deplasărilor relative de nivel) şi nu 
de rezistenţa/stabilitatea elementelor. Criteriul de capacitate (stâlp tare - riglă slabă) a 
fost verificat conform ecuaţiei (3.8), dar numai pentru stâlpii interiori. Respectarea 
cerinţei de suprarezistenţă a momentului capabil al stâlpilor faţă de cel al riglelor s-a 
dovedit practic imposibilă la nodurile exterioare, la care stâlpul este amplasat după axa 
minimă de inerţie. 

Perioada fundamentală de vibraţie conform analizei modale, dimensiunile elementelor 
şi greutatea structurilor rezultate din calcul sunt prezentate în Tabelul 4.4. Consecinţele 
diferitelor caracteristici de îmbinări (rigide, articulare, semi-rigide) asupra dimensionării 
structurilor sunt: 

BUPT



114 5. Cadre duale contravântuite excentric 

• în comparaţie cu structura de bază (RIG), structurile semi-rigide omogene (Fxx) şi 
cea duală rigid/articulată (DUP) au necesitat creşterea secţiunii elementelor 
structurale. Aceasta conduce la o creştere de maxim 14% a greutăţii structurii faţă 
de cadrul rigid (vezi Tabelul 4.4). 

• Valorile considerate ale momentelor capabile pentru nodurile semi-rigide nu au 
influenţat secţiunea elementelor, nici în cazul structurilor omogene, şi nici în cazul 
celor duale (seriile D1x şi F ix au aceleaşi secţiuni). 

• Cadrele duale rigid/semi-rigide (Dxx) nu au necesitat creşterea secţiunilor faţă de 
cadrul perfect rigid (cu excepţia stâlpilor de la nivelele 4-5 în cazul cadrului D24). 

• Creşterea rigidităţii cadrelor necontravântuite la forţe laterale numai pe seama 
creşterii secţiunii stâlpilor, nu este eficientă. Pentru a compensa scăderea de 
rigiditate a riglelor din cauza nodurilor semi-rigide, a fost necesară creşterea 
secţiunii riglelor la cadrele semi-rigide omogene. 

Diminuarea forţei seismice de calcul, din cauza creşterii perioadei fundamentale a 
structurilor duale sau omogene cu noduri semi-rigide, nu este suficientă pentru 
controlul deplasărilor relative de nivel. Starea limită de serviciu fiind criteriul de 
proiectare hotărâtor, diminuarea rigidităţii structurii din cauza nodurilor semi-rigide 
trebuie compensată de elemente cu secţiuni mai mari. Astfel, toate soluţiile de cadru 
au aproximativ aceiaşi perioadă fundamentală de vibraţie. 

Tabelul 4.4: Caracteristicile cadrelor considerate. 

T1.S Stâlpi 1-3 Stâlpi 4-5 Rigle 1-3 Rigle 4-5 greutate/cadru 
(tone) 

RIG 0.94 HEB550 HEB360 IPE500 IPE400 20.4 
Dlx 0.96 HEB550 HEB360 IPE500 IPE400 20.4 
D24 0.98 HEB550 HEB400 IPE500 IPE400 20.8 
Fix 0.94 HEB550 HEB360 IPE550 IPE450 21.6 
DUP 0.94 HEB550 HEB400 IPE600 IPE500 23.3 

4.6.3 Modelarea structurilor şi acţiunea seismică 

Evaluarea răspunsului seismic al structurilor analizate a fost efectuată cu ajutorul 
programului Drain2dx (Prakash şi colab., 1993). Elementele liniare (riglele şi stâlpii) au 
fost modelate cu elemente tip 02, comportarea plastică fiind concentrată la capetele 
elementelor, în articulaţii plastice punctuale cu o comportare elasto-plastică şi o 
consolidare de 1% din rigiditatea iniţială. Modulul de elasticitate al oţelului şi limita de 
curgere au fost considerate egale cu cele de calcul (E=210000 N/mm^, 
fy=235/1.1=214N/mm^). în cazul stâlpilor a fost considerată interacţiunea moment-forţă 
axială. Nodurile semi-rigide au fost modelate cu elemente de tip 04, de lungime zero, 
răspunsul acestora fiind de asemenea elasto-plastic şi o consolidare de 1% din 
rigiditatea iniţială. 

Răspunsul seismic a fost evaluat printr-o serie de analize dinamice neliniare, cât şi 
printr-o analiză statică neliniară. Au fost considerate efectele de ordinul II ( P - A ) . în 
cazul analizei dinamice, a fost prevezută o amortizare Rayleigh de 2%, determinată 
pentru primul şi al treilea mod propriu de vibraţie. 

Pentru analiza dinamică neliniară au fost folosite cele două seturi a câte şapte 
accelerograme din sursa seismică Vrancea, notate cu Tc=0.5 şi 7c=1.4. 
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Accelerogramele au fost selectate astfel ca să reprezinte mişcări seismice vrâncene 
înregistrate în condiţii de teren tare {Tc=0.5) şi de teren moale (T"c=1.4). Modul de 
selectare al accelerogramelor şi de scalare la spectrul ţintă în format Eurocode 8 este 
descris în capitolul 2.5. Structurile analizate au fost proiectate pe baza spectrului 
specificat în Eurocode 8 pentru clasa de teren A. Pentru ca cele două spectre 
vrâncene {Tc=0.5 şi Tc=^A) şi accelerogramele corespunzătoare să fie "compatibile" 
cu structurile proiectate conform spectrului EC8, acestea au fost scalate la aceiaşi 
acceleraţie spectrală în domeniul de perioade 0.9-1.0 secunde. Factorul de scalare 
pentru spectrul ţintă /, ktaj a fost determinat conform formulei: 

: — tar,i 
0.9 / 0.9 

(4.12) 

unde PSAEC8(T) reprezintă spectrul ECS pentru clasa de teren A, iar PSA,ar,i(T) 
reprezintă spectrul ţintă cu Tc=0.5 sau Tc=^ .4. 

Modul de scalare a spectrelor ţintă (împreună cu accelerogramele asociate) asigură 
aproximativ aceleaşi forţe seismice de calcul pentru grupul de structuri considerate în 
cazul celor trei spectre. Altfel spus, dimensionarea unei structuri cu perioada 
fundamentală în domeniul 0.9-1.0 secunde, în cele trei amplasamente ipotetice (ECS 
clasa A, Vrancea Tc=0.5 şi Vrancea Tc=^A), din gruparea seismică de încărcări, ar 
conduce la aceleaşi dimensiuni ale elementelor structurale. în Figura 4.36a sunt 
prezentate cele trei spectre de pseudo-acceleraţie ţintă, iar Figura 4.36b prezintă 
spectrele ţintă 7"c=0.5 şi rc=1.4 scalate, împreună cu media spectrelor 
accelerogramelor asociate. în urma acestei proceduri au rezultat acceleraţii de vârf ale 
terenului PGA=0.28g pentru setul Tc=0.5 şi PGA=0.15g pentru setul rc=1.4, 
corespunzătoare PGA=0.35g în cazul spectrul ECS teren A. 
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Figura 4.36: Scalarea spectrelor de pseudo-acceleraţie ţintă (a), şi 
media spectrelor celor două seturi de accelerograme (b). 

4.6.4 Metode de analiză 

Pentru a determina performanţa seismică a structurilor studiate la nivele multiple ale 
acţiunii seismice, s-a folosit o analiză dinamică incrementală - IDA (Vamvatsikos şi 
Corneli, 2002). Ca şl parametru al intensităţii seismice a fost ales multiplicatorul 
accelerogramei, notat cu Ă, şi care ia valoarea Ă = 1 pentru accelerograma scalată la 
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spectrul ţintă de proiectare, corespunzător unui interval mediu de recurenţă (IMR) de 
475 ani şi care defineşte SLU. Răspunsul seismic al structurilor analizate a fost evaluat 
pentru un interval larg de multiplicatori ai accelerogramei (între 0.1 şi 7.0, cu un pas de 
0.1), ceea ce a permis identificarea performanţei structurilor sub acţiunea unor nivele 
variate ale intensităţii seismice. Un rezultat tipic al analizei dinamice incrementale, care 
reprezintă evoluţia deplasării de nivel maxime {DRNmax) odată cu creşterea intensităţii 
acţiunii seismice (A), pentru cadrul dual Dl3, sub acţiunea mişcărilor seismice din setul 
7c=1.4, este prezentată în Figura 4.37. 
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Figura 4.37: Curbei Ă-DRNmax pentru cadrul Dl3, setul 7c=1.4 de accelerograme. 
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Figura 4.38: Interfaţa grafică a utilitarului ida_d2dx. 

Analiza dinamică incrementală necesită un număr impresionant de rulări dinamice 
neliniare, care nu este fezabil într-o abordare "manuală". Pentru automatizarea 
procedurii de rulare a unei analize de tip IDA cu programul Drain2dx, autorul a 
dezvoltat un utilitar, "ida_d2dx", folosind limbajul de programare Visual Basic. Interfaţa 
grafică a acestuia este prezentată în Figura 4.38. Odată definite fişierele de intrare 
pentru programul Drain2dx şi setul de accelerograme, ida_d2dx rulează o serie de 
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analize dinamice neliniare pentru multiplicatori ai accelerogramei incrementate cu un 
pas stabilit de utilizator. Incrementarea se opreşte la atingerea unei valori Ă maxime 
specificate, sau atunci când algoritmul de calcul al programului Drain2dx detectează 
deplasări "infinite", echivalente colapsului structurii. Pentru fiecare pas al 
multiplicatorului accelerogramei, sunt monitorizate şi extrase diverse rezultate, cum ar 
fi eforturile şi deformaţiile maxime în elementele structurii, grupate pe categorii (stâlpi, 
rigle, noduri), deplasările absolute şi relative de nivel (maxime şi permanente), energia 
disipată pe grupe de elemente. Procedura este repetată pentru toate combinaţiile de 
accelerograme şi structuri specificate de utilizator. în plus, utilitarul ida_d2dx permite 
rularea unor serii de analize statice neliniare pentru distribuţiile de forţe laterale 
specificate. 

Analiza dinamică neliniară reprezintă metoda cea mai "exactă" de determinare a 
răspunsului seismic al unei structuri în domeniul plastic. însă, datorită dificultăţilor de 
modelare a comportamentului ciclic al elementelor structurale, definirii unui set 
reprezentativ de accelerograme, cât şi a volumului mare de date care trebuie 
prelucrate, acest tip de analiză este adeseori prohibitiv. Analiza statică neliniară, fiind 
mai simplă, reprezintă o alternativă atractivă celei dinamice neliniare. Analiza statică 
neliniară a fost utilizată în cazul de faţă pentru a investiga dacă aceasta poate 
reproduce diferenţele dintre răspunsul seismic al structurilor studiate, generate pe de o 
poarte de tipologiile structurale iar pe de altă parte de caracteristicile mişcării seismice. 
Au fost folosite două distribuţii ale forţelor laterale: corespunzătoare unei deformate 
triunghiulare (TRIANG) şi unei deformate uniforme (UNIF). Astfel, forţa laterală de la 
nivelul /, F, s-a determinat cu relaţia: 

(4.13) 

unde Si, Sj reprezintă deplasările laterale ale maselor m„ respectiv mj pentru deformata 
considerată (egale cu înălţimea masei respective deasupra bazei structurii în cazul 
unei distribuţii triunghiulare şi egale cu unitatea în cazul unei distribuţii uniforme); m,, irij 
sunt masele concentrate la fiecare nivel al structurii. 

Analiza statică neliniară în forma sa cea mai simplă permite evaluarea caracteristicilor 
globale ale unei structuri, reprezentate de rigiditatea iniţială K, forţa tăietoare de bază 
maximă V^ax, ductilitatea globală ^ şi panta post elastică a curbei forţă-deplasare 
(parametrul vezi capitolul 4.2.1). Relaţia forţă tăietoare de bază - deplasare la vârf, 
pentru structura rigidă şl cele duale, sub distribuţia triunghiulară a forţelor laterale, este 
prezentată în Figura 4.39. Forţa tăietoare de bază V a fost raportată la greutatea totală 
a structurii W, iar deplasarea la vârf S- la înălţimea structurii H. 

Pentru a putea estima cerinţa de deplasare şi starea de eforturi în structură, la o 
intensitate dată a mişcării seismice, analiza statică neliniară trebuie combinată cu o 
metodă bazată pe deplasare, cum este de exemplu N2 (Fajfar, 2000). Această metodă 
se bazează pe determinarea cerinţei de deplasare a unui sistem cu mai multe grade de 
libertate dinamică, pe baza unui sistem echivalent cu un singur grad de liberate 
dinamică şi a unui spectru inelastic. Metoda N2 este descrisă sumar în capitolul 3.8.3, 
detalii asupra acesteia se pot găsi în Fajfar, 2000 şi Eurocode 8, 2003. în această 
lucrare s-a folosit varianta simplificată, neiterativă, a acestei metode. 

BUPT



118 5. Cadre duale contravântuite excentric 
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Figura 4.39: Curba forţă-deplasare normalizate pentru distribuţia laterală triunghiulară, 
structurile rigidă şi duale. 
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Figura 4.40: Determinarea relaţiei biliniare forţă deplasare pentru cadrul Dl3, distribuţiile 
TRIANG (a) şi UNIF (b) de forţe laterale. 

Procedura de determinare a sistemului echivalent cu un singur grad de libertate 
dinamică impune idealizarea relaţiei forţă tăietoare de bază - deplasare într-o relaţie 
echivalentă biliniară. Procedura originală, propusă de autorul metodei, presupune 
determinarea forţei de curgere a relaţiei biliniare ca şi forţa tăietoare de bază, 
corespunzătoare formării mecanismului plastic al structurii. Deplasarea la curgere este 
apoi determinată din condiţia egalităţii ariilor de sub curba reală şi cea idealizată. 
Determinarea mecanismului plastic al unei structuri complexe este însă anevoioasă, în 
special dacă programul de calcul neliniar nu posedă un post-procesor grafic. De aceea, 
s-a folosit o metodă alternativă pentru determinarea forţei de curgere a relaţiei biliniare. 
Aceasta a fost definită ca şi forţa corespunzătoare unei rigidităţi tangente la curba 
forţă-deplasare, egală cu 10% din rigiditatea iniţială (vezi Figura 4.40). Rigiditatea 
iniţială K/n/ a fost determinată printr-o regresie liniară a valorilor de pe curba forţă-
deplasare cuprinse între zero şi 20% din forţa maximă, iar rigiditatea tangentă Ktan a 
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fost estimată cu metoda diferenţelor centrale. Metoda de determinare a idealizării 
biliniare propuse aici are avantajul că se pretează unui calcul automat, nefiind 
necesară determinarea mecanismului plastic. 

Reprezentarea grafică a determinării cerinţei de deplasare a sistemului echivalent, cu 
un singur grad de libertate dinamică (SD) şi a structurii originale (Df), este prezentată în 
Figura 4.41, pentru două nivele ale acţiunii seismice (/l=0.5 şi Ă=3.0) şi cele două tipuri 
de mişcare seismică {Tc=0.5 şi Tc=^A). Este foarte sugestivă diferenţa între răspunsul 
elastic (cazurile a şi c) şi răspunsul inelastic (cazurile b şi d). După cum se poate vedea 
din Figura 4.41b şi d, în domeniul vitezei spectrale constante {T>Tc), metoda N2 
presupune egalitatea dintre deplasările elastice şi cele inelastice, iar în domeniul 
acceleraţiei spectrale constante (r<7c), deplasările inelastice sunt mai mari decât cele 
elastice. 

VR-T^=0.5, D13, TRIANG,>.=0.5 

A 
spec. el.|i=1 
spec. inel.|i=1 
curba de capacitate 
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25 
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VR"T^=1.4, D13, TRIANGA=0.5 
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0645 
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a =4.34 

R^=2.94 

SD=0.374 

Figura 4.41: Determinarea cerinţei de deplasare conform metode N2, pentru acţiunea seismică 
definită de 7c=0.5 (a şi b) şi 7c=1.4 (c şi d). 

După determinarea deplasării ţintă a sistemului cu mai multe grade de libertate 
dinamică, se pot determina deplasările relative de nivel, rotirile plastice în noduri şi 
elementele structurale, eforturile în elementele fragile, etc. De regulă, aceste cerinţe 
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locale corespund pasului în care s-a atins deplasarea ţintă la vârf D,. Aceasta poate fi 
exprimată simbolic ca şi: 

(4-14) 

unde 0, este cerinţa locală / (rotire plastică, deplasare relativă de nivel, etc.), iar 6,{Di) 
este valoarea acestui parametru corespunzător deplasării la vârf D,. 

De cele mai multe ori, aceste cerinţe vor fi identice cu cele maxime. Totuşi, dacă 
deplasarea ţintă la vârf se află pe panta descendentă a curbei forţă-deplasare (după 
formarea mecanismului plastic), cerinţele locale în unele elemente pot fi mai mici decât 
cele maxime, datorită redistribuţiei articulaţiilor plastice şi/sau degradării de rezistenţă 
în elementele structurale. De aceea, cerinţele locale de deformaţii şi în special eforturi, 
trebuie să fie determinate ca şi înfăşurătoarea valorilor corespunzătoare creşterii 
deplasării la vârf de la zero la D,: 

=max^,(0-D,) (4.15) 

Cu toate că în cele câteva cazuri analizate diferenţele dintre cerinţele locale 
determinate conform ecuaţiei (4.14) şi (4.15) nu au fost importante, a doua metodă 
este mai generală, fiind în acelaşi timp compatibilă cu metoda determinării cerinţelor 
locale într-o analiza dinamică neliniară. 

4.6.5 Stările limită 

Evaluarea performanţei seismice a unei structuri la stări limită (obiective de 
performanţă) multiple impune definirea unor nivele de performanţă şi verificarea 
acestora sub acţiunea unor nivele stabilite ale acţiunii seismice. Alegerea nivelelor de 
performanţă şi cuantificarea lor, cât şi a intensităţilor seismice la care să fie verificată 
performanţa structurii, din cauza lipsei unei coerenţe între metodele de proiectare 
bazate pe performanţă (vezi capitolul 3.8.1), reprezintă o sarcină relativ dificilă la ora 
actuală. Pentru depăşirea acestei situaţii, am definit stările limită astfel încât să 
păstreze maxim de compatibilitate cu cele din normativul de proiectare folosit la 
dimensionarea structurilor (Eurocode 8). Cele două stări limită care pot fi identificate în 
Eurocode 8, 1994, şi care sunt definite clar în varianta din 2003, sunt: starea limită a 
exploatării normale (SLEN) şi starea limită ultimă (SLU). în plus, a fost considerată şi 
starea limită de prevenire a colapsului (PC), pentru armonizarea cu metodele de 
evaluare/proiectare multi-nivel din FEMA 356 şi SEAOC Vision 2000. Criteriile de 
verificare a stării limită a exploatării normale pot fi echivalate cu nivelul de performanţă 
"Ocupare Imediată" din FEMA356, iar cele ale stării limită ultime - cu "Siguranţa Vieţii". 

Intensitatea cutremurului la starea limită a exploatării normale a fost caracterizată în 
mod simplificat de o valoare a multiplicatorului X = 0.5 (corespunzător v = 0.5 pentru 
IMR=95 din Eurocode 8). Intensitatea corespunzătoare unui cutremur cu IMR=2475 ani 
s-a considerat definită de A = 1.5 (FEMA356, 2000). Astfel, valori ale multiplicatorului 
accelerogramei Ă = 0.5, 1.0 şi 1.5 au fost considerate pentru caracterizarea intensităţii 
acţiunii seismice corespunzătoare stărilor limită (nivelelor de performanţă) ale 
exploatării normale, ultime (de siguranţă a vieţii) şi de prevenire a colapsului. 
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Starea limită a exploatării normale este în general asigurată prin evitarea degradărilor 
nestructurale (prin limitarea deplasărilor relative de nivel), dar şi a celor structurale (prin 
prevenirea plastificării elementelor structurale). După cum a fost arătat în capitolul 3.5, 
majoritatea normelor actuale verifică SLEN doar prin limitarea deplasărilor de nivel. 
Excepţia o constituie norma japoneză AIJLSD-9O. care cere un răspuns elastic al 
structurii la SLEN. Sub acest aspect, şi FEMA356 (2000) cere preîntâmpinarea curgerii 
elementelor structurale la nivelul de performanţă "Ocupare Imediată", în plus, făcând 
diferenţa între elementele ductile {6 < 6y, unde Oy este deformaţia la curgere în 
elementul structural) şi cele fragile (<9< O.250y). în această lucrare SLEN a fost definită 
de limitarea deplasărilor relative de nivel la 0.006/?, prevăzute de Eurocode 8, care au 
fost folosite şi la dimensionarea structurilor. S-au verificat totuşi şi degradările 
structurale. 

Starea limită ultimă, corespunzătoare nivelului de performanţă "Siguranţa Vieţii" din 
FEMA356 este în general caracterizată de distrugeri importante în elementele 
nestructurale, cât şi în cele structurale, structura păstrând totuşi o rezistenţă reziduală 
în toate nivelele şi fiind capabilă să preia în continuare încărcările gravitaţionale 
(FEMA356, 2000). Este necesară însă o definire a nivelului de distrugere în structură, 
pe baza unor parametri care să poată fi determinaţi analitic sau experimental. 
Mazzolani şi Piluso (1996) au trecut în revistă câţiva parametri utilizaţi frecvent în acest 
scop. Ductilitatea cinematică şi cea ciclică definesc nivelul de distrugere al elementului 
disipativ prin deplasarea maximă absolută, respectiv plastică, ambele fiind 
independente de numărul şi istoria deformaţiilor plastice suferite. Se consideră că 
pentru un număr mare de cicluri plastice este mai realistă o abordare energetică, 
nivelul de distrugere fiind definit de energia histeretică disipată de elementul structural. 
Un indice de distrugere la care se face frecvent referire în literatura de specialitate este 
cel al lui Park şi Ang (1985), care foloseşte o combinare liniară a ductilităţii cinematice 
şi histeretice. Formulări asemănătoare ale indicilor de distrugere au fost propuse de 
Bozorgnia şi Bertero, 2001. Krawinkier şi Zohrei (în Mazzolani şi Piluso, 1996) au 
propus un parametru de degradare care se bazează pe conceptul de oboseală 
oligociclică. 

Distrugerile structurale pot fi caracterizate şi de deplasarea relativă de nivel, raportată 
la înălţimea nivelului (DRNmax), precum şi de deplasarea relativă de nivel permanentă 
(DRNper), Ghobarah şi colab, 1999. Deplasarea relativă de nivel maximă este în 
strânsă legătură cu rotirea plastică în elemente, în cazul cadrelor necontravântuite 
DRNmax este aproximativ egală cu suma componentelor elastice şi plastice ale rotirii 
maxime în elementele structurale (rigle, stâlpi, noduri) de la nivelul corespunzător. O 
degradare a structurii corespunzătoare SLU poate fi considerată pentru o deplasare 
relativă de nivel permanentă DRNper de 1% (Ghobarah şi colab, 1999), totuşi, acest 
parametru nu este concludent în cazul unor structuri fragile, care cedează înainte de a 
se dezvolta deformaţii permanente. 

în cadrul acestui studiu, criteriul de cedare pentru starea limită ultimă a fost definit de o 
deplasare relativă de nivel maximă de 3%. Această abordare facilitează comparaţia 
diferitelor tipologii structurale alese, deoarece este independentă de structură. 
Valoarea aleasă a DRNmax corespunde aproximativ unei rotiri plastice în noduri de 0.03 
rad, cerută de AISC1997 pentru nodurile riglă-stâlp la cadre necontravântuite speciale, 
fiind mai conservatoare, deoarece deplasarea de nivel include şi componenta elastică. 
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Au fost monitorizaţi mai mulţi parametri, inclusiv rotirile plastice maxime în elemente, 
rotirile plastice acumulate şi deplasarea relativă de nivel permanentă. Pentru 
determinarea deplasărilor permanente ale structurii, modelul a fost lăsat să oscileze 
liber timp de 30 de secunde peste durata accelerogramei (vezi Figura 4.42). 
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Figura 4.42: Exemplu de determinare a deplasărilor permanente. 
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D13, VR77-INC-NS 
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DRN , rad 
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Figura 4.43: Determinarea instabilităţii dinamice: cadrul Dl3, accelerograma VR77-INC-NS. 

Starea limită de prevenire a colapsului este asociată unor degradări structurale şi 
nestructurale severe, degradarea elementelor structurale ducând la rigidităţi şi 
rezistenţe remanente mici (FEMA356, 2000). Caracterizarea acestei stări limită poate fi 
efectuată fie prin deformaţii plastice importante, care definesc degradarea substanţială 
a rezistenţei (vezi Figura 3.11), fie prin prevenirea instabilităţii dinamice, fie prin ambele 
căi (FEMA350, 2000). în această lucrare starea limită de prevenire a colapsului a fost 
asociată doar instabilităţii dinamice. Acest fenomen are loc atunci când răspunsul unei 
structuri supuse acţiunii seismice se schimbă din mişcare oscilatorie în deplasare într-o 
singură direcţie (Bernal, 1998). Instabilitatea dinamică este indusă de efectele de 
ordinul II ( P - A ) , care, la deplasări laterale mari devin importante şi pot induce colapsul 
structurii (Gupta şi Krawinkier, 2000). O măsură a sensibilităţii structurii la efectele de 
ordinul II şi implicit la instabilitatea dinamică o reprezintă panta post-elastică a curbei 
forţă tăietoare de bază - deplasare, definită prin parametrul / (vezi capitolul 4.2.1). 
Consolidarea comportării elasto-plastice a elementelor, degradarea de rezistenţă, tipul 
mecanismului plastic şi conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice vor afecta în mare 
măsură potenţialul producerii instabilităţii dinamice. 
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Instabilitatea dinamică a fost determinată conform procedurii descrise în FEMA350, 
2000, prin identificarea punctului de pe curba Ă-DRNmax, determinate dintr-o analiză 
dinamică incrementală, în care rigiditatea tangentă la curbă scade sub 20% din 
rigiditatea iniţială (vezi Figura 4.43). Acest criteriu, cu toate că este arbitrar, 
caracterizează o stare a structurii, pentru care deplasările laterale (ORN^ax) cresc mult 
pentru o creştere mică a intensităţii seismice (Ă). Rigiditatea iniţială la curba Ă-DRN^ax 
a fost determinată printr-o regresie liniară la valorile de pe curbă situate între zero şi 
formarea primei articulaţii plastice în structură, iar rigiditatea tangentă a fost evaluată 
prin metoda diferenţelor centrale. 

4.6.6 Răspunsului seismic 

Performanţa seismică a structurilor 

Deplasarea relativă de nivel maximă, ORN^ax, la starea limită a exploatării normale 
(/l=0.5), este puţin influenţată de tipul structurii (vezi Tabelul 4.5), în schimb este mai 
mare pentru grupul de accelerograme Tc=0.5. Totuşi, în ambele cazuri deplasarea 
relativă de nivel estimată prin analiza dinamică este inferioară celei de proiectare 
(0.006 rad), structurile îndeplinind cerinţa SLEN de limitare a degradărilor nestructurale 
impusă de ECS. 

Tabelul 4.5: Deplasarea relativă de nivel maximă pentru A = 0.5 (SLEN), 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura ! set 
accel. RIG D11 D12 D13 D24 DUP F11 F12 F13 
Tc=0.5 0.0055 0.0056 0.0056 0.0056 0.0053 0.0053 0.0056 0.0055 0.0053 
Tc=1.4 0.0040 0.0044 0.0044 0.0044 0.0046 0.0039 0.0039 0.0039 0.0039 

Tabelul 4.6: Multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii plastice, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

Structura set 
accel. RIG D11 D12 D13 D24 DUP F11 F12 F13 

Tc-0.5 
A, 0.49 0.49 0.49 0.38 0.26 0.54 0.63 0.51 0.33 

Tc-0.5 ^l.stâloi 0.70 0.70 0.70 0.71 0.81 0.57 0.65 0.67 0.84 Tc-0.5 
rigle 0.49 0.49 0.49 0.49 0.49 0.56 0.70 - -

Tc-0.5 

^l^noduri - 0.82 0.60 0.38 0.26 - 0.70 0.51 0.33 

Tc=1.4 

0.62 0.58 0.58 0.52 0.32 0.67 0.78 0.66 0.45 

Tc=1.4 ^I.SlălDi 0.80 0.76 0.76 0.77 0.73 0.67 0.78 0.80 0.87 Tc=1.4 
^triqle 0.62 0.58 0.58 0.58 0.55 0.70 0.89 3.33 -

Tc=1.4 

noduri - 1.11 0.83 0.52 0.32 - 0.89 0.66 0.45 

în Tabelul 4.6 sunt prezentaţi multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii 
plastice în structură (Ar) şl separat pe grupe de elemente (/Lr.s/â/p/, î.hgie, î.noduh), iar 
Figura 4.44 şi Figura 4.45 prezintă grafic valorile A, plus/minus o abatere medie 
statistică a. Cu excepţia cadrelor cu noduri de capacitate redusă (D13, D24 şl F13), 
structurile studiate au o comportare elastică sau cu deformaţii plastice incipiente. Se 
remarcă o creştere a coeficientului Ăi pentru cadrul DUP, şl în special pentru F11. 
Pentru a asigura rigiditatea necesară, aceste structuri au necesitat secţiuni de 
elemente mal mari în comparaţie cu celelalte cazuri, ceea ce a dus şi la creşterea 
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rezistenţei structurii. în cazul cadrelor F12 şi F13 aceste fenomene au 
contrabalansate de diminuarea rezistenţei din cauza nodurilor parţial rezistente. 

fost 

Din nou, setul de accelerograme Tc=0.5 a impus cerinţe mai ridicate asupra 
structurilor, multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii plastice având 
valori mai mici în acest caz. Explicaţia o constituie valorile mai mari ale acceleraţiei 
spectrale pentru perioade mai mici decât perioada fundamentală a structurilor {T<Tc) în 
cazul setului Tc=0.5. Masa efectivă modală fiind în jur de 83% pentru primul mod de 
vibraţie şi 12% pentru cel de-al doilea, mişcarea seismică definită de 7c=0.5 generează 
forţe şi deplasări elastice mai mari decât cea definită de 7c=1.4. 
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Figura 4.44: Multiplicatorul accelerogramei ±crla formarea primei articulaţii plastice, Tc=0.5. 
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Figura 4.45: Multiplicatorul accelerogramei ±crla formarea primei articulaţii plastice, Tc=^A. 

Deplasările relative de nivel maxime şi permanente pentru nivelul acţiunii seismice de 
proiectare (A=1, IMR=475 ani, vezi Tabelul 4.7) sunt mult sub cele ce caracterizează 
degradările structurale la starea limită ultimă, de 3% respectiv 1%. Deplasările sunt mai 
mici în cazul setului de mişcări seismice Tc=^A. Distribuţia deplasărilor relative de 
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nivel pe înălţime pentru structura rigidă (RIG) şi pentru cele duale este prezentată în 
Figura 4.46. Astfel, performanţa tuturor structurilor la cutremurul de proiectare este 
adecvată, chiar mai acoperitoare în cazul setului de accelerograme Tc= 1.4. Diferenţele 
dintre răspunsul tipologiilor structurale la acest nivel al acţiunii seismice sunt minore şi 
nu permit evidenţierea unor influenţe semnificative ale tipului structural asupra 
răspunsului seismic. Tipul mişcării seismice are o influenţă moderată asupra 
răspunsului structurilor, grupul Tc=0.5 impunând cerinţe mai ridicate de deplasare, 
acestea concentrându-se la nivelele superioare (4-5). Cauza acestei comportări o 
constituie cel mai probabil influenţa modurilor superioare de vibraţie, combinată cu 
acceleraţii spectrale mai ridicate pentru aceste moduri la grupul de accelerograme cu 
perioada de colţ scurtă. 

Tabelul 4.7: Deplasări relative de nivel nnaxime şi pernnanente pentru Ă= 1.0, 
media analizelor dinamice. 

set structura 
accel. RIG DI I D12 D13 D24 DUP FI I F12 F13 

Tc=0.5 DRNms. 0.010 0.010 0.010 0.010 0.010 0.009 0.010 0.010 0.009 Tc=0.5 
DRNoer 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 j 0.001 0.001 

Te-1.4 DRNm,. 0.008 0.008 0.008 0.009 0.009 0.008 0.008 0.008 0.008 Te-1.4 
DRN,er 0.001 0.001 0.001 0.001 0.002 0.001 0.000 0.001 0.001 
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Figura 4.46: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, A.=1, 
structurile rigide şi duale. 

Multiplicatorii accelerogramei la atingerea criteriului de cedare ales {DRNmax=^%) - ^ 
sunt prezentaţi în Figura 4.47 şi Figura 4.48 pentru cele două seturi de accelerograme 
utilizate în analiză. Se remarcă valorile sensibil mai mici (aproximativ de două ori) ale 
acestora în cazul setului de accelerograme cu perioada de colţ mare (rc=1.4). 
Tipologia structurii are o influenţă mult mai mică asupra parametrului Ău, cadrele cu 
noduri parţial rezistente mai "slabe" (dual D24 şi omogen FI3) având totuşi valori mai 
mari ale multiplicatorului ultim al accelerogramei. Cadrul dual rigid-articulat (DUP) are o 
comportare diferită la cele două tipuri de cutremure: mai favorabilă în cazul setului 
Tc=0.5 şi mai defavorabilă în cazul Tc=1.4. 
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Rotirile plastice maxime pe grupuri de elemente, la atingerea criteriului de cedare sunt 
prezentate în Tabelul 4.8. Cadrul rigid (RIG) şi cadrele duale sunt caracterizate de 
valori apropiate ale rotirilor plastice maxime în rigle şi stâlpi. La cadrele duale, odată cu 
micşorarea capacităţii portante a nodurilor semi-rigide, cerinţa de rotire plastică în 
acestea creşte. în cazul cadrelor omogene cu noduri parţial rezistente, rotirile plastice 
din rigle "migrează" către noduri. Tipul de mişcare seismică nu afectează rotirile 
plastice maxime din rigle, însă grupul de accelerograme Tc=1.4 impune deformaţii 
plastice mai mari în cazul stâlpilor. 

Răspunsul structurilor la starea limită ultimă este astfel foarte bun, multiplicatorii 
accelerogramei la atingerea criteriului de cedare fiind mult superiori intensităţii seismice 
la SLU-/ l=1.0. 
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Figura 4.47: Multiplicatorul accelerogramei Âu ±cr la atingerea criteriului de cedare Ia SLU, 
Tc=0.5. 
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Figura 4.48: Multiplicatorul accelerogramei Ău ±a\a atingerea criteriului de cedare la SLU, 
Tc=1.4. 
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Tabelul 4.8: Rotiri plastice pe grupe de elemente la atingerea criteriului SLU - Df?A/max=3%, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. Opt structura set 
accel. Opt RIG DII D12 D13 D24 DUP FII F12 F13 

7c=0.5 
stâlpi 0.022 0.020 0.020 0.020 0.022 0.023 0.024 0.022 0.022 

7c=0.5 rigle 0.024 0.023 0.024 0.025 0.026 0.020 0.012 - -7c=0.5 
noduri - 0.006 0.021 0.026 0.031 - 0.005 0.021 0.025 

rc=1.4 
stâlpi 0.026 0.026 0.026 0.026 0.026 0.026 0.026 0.026 0.026 

rc=1.4 rigle 0.025 0.025 0.026 0.026 0.026 0.019 0.013 - -rc=1.4 
noduri - 0.005 0.021 0.025 0.030 - 0.005 0.021 0.026 

Multiplicatorii accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice sunt prezentaţi în 
Tabelul 4.9, pentru setul Tc=^A de mişcări seismice. Doar pentru trei dintre cutremure 
instabilitatea dinamică are loc pentru X<7. Mai mult decât atât, în cazul setului Tc=0.5, 
instabilitatea dinamică nu a fost detectată pentru multiplicatori ai accelerogramei 
inferiori valorii 7. Multiplicatorii accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice 
depăşesc cu mult intensitatea corespunzătoare verificării stării limită de prevenire a 
colapsului (A.=1.5), astfel încât toate structurile au un răspuns satisfăcător din acest 
punct de vedere. 

Tabelul 4.9: Multiplicatorul accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice, grupul 7c=1.4. 

Structura 
accelerograma RIG DII D12 D13 D24 DUP FII F12 F13 
VR77-INC-NS 6.5 6.5 6.5 6.7 6.2 6.7 3 3.4 >7 
VR86-ERE-N10W >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 6.7 >7 
VR86-INC-NS >7 >7 >7 >7 >7 >7 6.5 >7 >7 
VR86-MAG-NS >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 
VR90-ARM-S3E 4.6 4.7 4.8 4.9 4.7 4.6 4.4 4.8 5.3 
VR90-INC-NS >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 >7 
VR90-MAG-NS 6.9 6.8 6.6 6.7 6.1 6.7 >7 >7 >7 

Una dintre explicaţiile acestei comportări "perfecte" a cadrelor necontravântuite 
studiate la SLU şi PC poate fi găsită urmărind factorii de reducere a forţelor seismice 
descrişi în capitolul 4.2.2 şi sintetizaţi în Tabelul 4.10. Se pot remarca valorile ridicate 
ale suprarezistenţei de proiectare Rsd> structura rigidă, de exemplu, fiind 
supradimensionată cu un factor de 2.5 în cazul grupului de accelerograme 7c=0.5. 
Suprarezistenţa de proiectare este şi mai mare în cazul grupului de accelerograme 
Tc=^A, din cauza unor cerinţe mai mici la formarea primei articulaţii plastice. Această 
supradimensionare impresionantă a fost generată de verificarea criteriilor de proiectare 
impuse SLEN, adică a limitării deplasărilor relative de nivel. Această situaţie este 
caracteristică cadrelor metalice necontravântuite din cauza flexibilităţii lor mari, dar este 
agravată de cerinţe de limitare a deplasărilor laterale mult mai severe decât în alte 
norme (vezi Figura 3.8). Cerinţele restrictive ale stării limită de serviciu din Eurocode 8 
(1994) au fost deseori criticate în literatura de specialitate (Mazzolani şi Piluso, 1997). 
Cu toate că versiunea recentă a acestei norme (2003) a introdus o relaxare a 
deplasărilor relative de nivel (de la 0.006 la 0.0075 rad pentru elemente nestructurale 
ductile), acest fapt nu va afecta radical condiţiile de proiectare a cadrelor 
necontravântuite. Diferenţa dintre Eurocode 8 şi alte norme, care prevăd condiţii SLEN 
mai puţin severe (UBC-97, AIJLSD-90), poate fi interpretată în termeni ai intervalului 
mediu de recurenţă pentru cutremurul de serviciu, mai mare în cazul normei europene. 
Astfel, Eurocode 8 limitează într-o măsură mai mare decât alte norme degradările 
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structurale în cazul unor cutremure frecvente. Oportunitatea acestei strategii este mai 
degrabă de natură economică, şi probabil nu justifică adoptarea unor limite ale 
deplasărilor relative de nivel mai puţin severe. 

Tabelul 4.10: Factori de reducere a forţelor seismice, media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

factori de 
reducere 

structura 1 set 
accel. 

factori de 
reducere RIG DI I D12 D13 D24 DUP FI I F12 F13 i 

Tc=0.5 

Rsd 2.5 2.5 2.5 2.0 1.3 2.8 3.3 2.7 1.8 1 

Tc=0.5 
RR 1.9 1.9 1.9 2.3 3.7 1.7 1.5 1.7 2.2 

Tc=0.5 Rs 4.8 4.8 4.8 4.5 4.5 4.7 4.9 4.5 3.8 Tc=0.5 
RU 4.9 4.6 4.7 5.2 5.9 5.7 4.3 5.5 7.6 Tc=0.5 

R 9.2 8.8 9.0 12.2 21.4 9.4 6.4 9.1 16.6 

Tc=0.5 

Rd 23.6 22.1 22.6 23.9 26.3 26.4 21.1 24.8 29.3 

Tc=1.4 

Rsd 2.7 2.6 2.6 2.4 1.5 2.9 3.4 2.9 2.0 ! 

Tc=1.4 
RR 1.9 1.9 1.8 2.0 2.6 1.6 1.5 1.8 2.1 

Tc=1.4 Rs 5.0 5.0 4.9 4.6 4.0 4.7 5.1 5.1 4.2 Tc=1.4 
Ru 2.2 2.4 2.4 2.5 3.2 2.2 2.0 2.2 2.8 

Tc=1.4 

R 4.1 4.4 4.4 5.0 8.2 3.6 3.1 3.9 6.0 

Tc=1.4 

Rd 11.2 11.6 11.6 11.7 12.6 10.3 10.3 11.1 11.7 

După cum s-a menţionat deja, suprarezistenţa de proiectare Rsd este mai mare în 
cazul setului de accelerograme Tc=^A. în cazul structurilor semi-rigide omogene (Fxx) 
rigiditatea scăzută a nodurilor conduce la o creştere a Rsd în cazul unei rezistenţe 
totale (cadrul FI I ) , dar şi la o scădere a acesteia în cazul nodurilor parţial rezistente 
(cadril F13). La cadrele duale doar nodurile cu o rezistenţă mică reduc suprarezistenţa 
de proiectare (cadrul Dl3 şi D24). Cadrul dual rigid-articulat (DUP) a condus la o 
creştere a f?scyfaţă de cadrul rigid omogen. 

Redundanţa RR are o tendinţă opusă suprarezistenţei, aceasta fiind mai mare la 
cadrele duale şi omogene cu noduri parţial rezistente şi mai mică la cadrele F11 şi 
DUP, în comparaţie cu cadrul rigid, deoarece forţa tăietoare de bază la curgerea 
globală este afectată într-o măsură mai mică de rezistenţa nodurilor decât prima 
curgere. 

Factorul de reducere datorat ductilităţii R^ este afectat substanţial de conţinutul de 
frecvenţe al mişcării seismice, setul Tc=^.4 conducând la valori aproximativ de două ori 
mai mici decât 7c=0.5. Cadrele cu noduri parţial rezistente au condus la valori mai mari 
ale R^ în comparaţie cu structura rigidă, în special datorită forţei de curgere mai mici. 
Factorul de reducere datorat ductilităţii, căruia tradiţional i se atribuie o importanţă 
majoră în proiectarea antiseismică a structurilor, are acelaşi ordin de mărime cu 
suprarezistenţa totală Rs, şi este chiar mai mic în cazul unor mişcări seismice cu 
perioada de colţ mai mare decât perioada structurii. 

Factorul de comportare R, care nu conţine influenţa suprarezistenţei de proiectare, are 
valori acoperitoare (mai mari decât factorul pentru care s-au proiectat structurile - q=6) 
în cazul grupului de accelerograme 7c=0.5, dar descoperitoare în cazul grupului 
rc=1.4. Cu toate că factorul de reducere total (sau de proiectare) Rd este acoperitor 
faţă de valoarea normativă în toate cazurile, nu poate fi trecută cu vederea influenţa 
majoră pe care o are conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice asupra factorilor R, R^ 
şi Rd- Normele de proiectare actuale definesc factorii de reducere a forţelor seismice 
funcţie doar de tipul şi ductilitatea structurii, neglijând influenţa tipului de mişcare 
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seismică. Cu toate că Eurocode 8 prevede o reducere a factorului q pentru perioadele 
scurte (vezi Figura 3.1), această reducere este aplicată pentru structurile cu perioade 
mai mici decât perioada de control Te şi nu decât Te-

Influenţa tipologiei structurii şi a mişcării seismice 

Figura 4.49 oferă o comparaţie a curbelor de capacitate a structurilor, determinate 
printr-o analiză statică neliniară cu o distribuţie triunghiulară a forţelor laterale. Se 
poate observa că rigiditatea iniţială a structurilor este aproximativ aceiaşi, cu toate că 
aceasta scade puţin la structurile duale în comparaţie cu cea rigidă. Rezistenţa parţială 
a nodurilor semi-rigide duce la scăderea forţei tăietoare de bază capabile la cadrele 
duale. în cazul cadrelor semi-rigide omogene, în schimb, forţa capabilă a cadrelor 
creşte, efectul nodurilor parţial rezistente fiind practic eliminat de creşterea elementelor 
structurale din condiţii de asigurare a rigidităţii structurii. 

Rigiditatea iniţială a structurilor fiind aproximativ aceiaşi, panta post-elastică a curbei 
de capacitate este proporţională cu parametrul de stabilitate y (vezi Tabelul 4.11). 
Acesta variază puţin cu tipul structurii, fiind totuşi mai mic în cazul structurii duale D24, 
ceea ce indică o influenţă mai mică a efectelor de ordinul II şi un mecanism plastic mai 
favorabil. 

Din cauza suprarezistenţei mari, răspunsul structurilor la cutremurul de proiectare {X=^) 
a depăşit doar cu puţin limita elastică, structura păstrându-şi per ansamblu 
caracteristicile elastice. Pentru a investiga performanţa structurilor la o intensitate mai 
mare a cutremurului, care să inducă deformaţii plastice importante în structură, a fost 
considerat un multiplicator al accelerogramei A=3, care corespunde mediei 
multiplicatorilor la atingerea DRNmax=3% la cele două seturi de mişcare seismică. 

Deplasările relative de nivel maxime şi permanente pentru Ă=3 sunt prezentate în 
Tabelul 4.12. în comparaţie cu intensitatea cutremurului Ă=^, are loc un schimb 
dramatic al cerinţelor de deplasare maxime şi permanente funcţie de tipul de cutremur. 
Mişcarea seismică cu perioada de colţ mare induce deplasări mult mai severe în 
structuri. Structura duală D24 şi cea omogenă FI 3 înregistrează o uşoară diminuare a 
cerinţelor de deplasare relativă de nivel maximă şi permanentă. Evoluţia deplasărilor 
relative de nivel pentru o gamă mai largă a parametrului Ă este prezentată în Anexa II. 
Acţiunea benefică a nodurilor semi-rigide şi parţial-rezistente (deplasări laterale mai 
mici în comparaţie cu structura rigidă) creşte pentru intensităţi ridicate ale acţiunii 
seismice. 

Distribuţia ORN^ax pe înălţimea structurii (vezi Figura 4.50 şi Figura 4.51) denotă 
importanţa covârşitoare a mişcării seismice asupra răspunsului structurilor, în 
comparaţie cu tipologia acestora. în cazul setului de accelerograme Tc=0.5 deplasările 
relative de nivel îşi păstrează relativa uniformitate pe înălţime, similar intensităţii /l=1, 
cerinţa maximă înregistrându-se la nivelul 4. în cazul setului Tc=1.4 în schimb, are loc 
o concentrare puternică a deplasărilor la nivele inferioare (în special 1, dar şi 2), 
sugerând un mecanism plastic parţial. Cadrele cu noduri parţial rezistente Dl3, D24 şi 
FI 3 au o comportare mai favorabilă din acest punct de vedere, având nu numai cele 
mai mici cerinţe ale deplasări maxime de nivel, dar şi profilul cel mai uniform. 
Concentrarea deformaţiilor plastice la nivelele inferioare pare să fie o consecinţă nu 
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numai a conţinutului de frecvenţe a mişcării seismice, ci şi a cerinţei globale de 
ductilitate, deoarece la multiplicatori mai mari ai accelerogramei, cerinţele de DRN se 
concentrează la primul nivel şi în cazul setului 7c=0.5. 

VR-T^=0.5, TRIANG 

RIG 
- - D11 

- D12 
D13 
D24 

- - DUP 
• l a a r t p l a s t 
• DRN=0.03 
4 cerinţa N2, X=3 

0.04 0.06 
5/H 

0.1 

VR-T^=0.5, TRIANG 

RIG 
- - F I I 

- F12 
F13 

• 1 a art plast 
• DRN=0.03 
^ cerinţa N2, X=3 

0.02 0.04 0.06 
5/H 

0.08 

Figura 4.49: Curbele de capacitate pentru distribuţia triunghiulară a forţelor laterale. 

Tabelul 4.11: Coeficientul de stabilitate y. 
forţe 
laterale 

structura forţe 
laterale RIG DII D12 D13 D24 DUP FI I F12 F13 
TRIANG -0.021 -0.022 -0.022 -0.022 -0.012 -0.022 -0.023 -0.024 -0.021 
UNIF -0.021 -0.021 -0.021 -0.021 -0.019 -0.022 -0.020 -0.020 -0.020 
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Tabelul 4.12: Deplasări relative de nivel maxime şi permanente pentru Ă = 3.0, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura set 
accel. RIG DI I D12 D13 D24 DUP FI I F12 F13 

7c=0.5 DRNrr^ex 0.022 0.022 0.023 0.023 0.021 0.021 0.025 0.021 0.021 7c=0.5 
DRNoer 0.007 0.006 0.007 0.007 0.006 0.007 0.011 0.006 0.005 

rc=1.4 DRNn,,, 0.038 0.039 0.038 0.036 0.037 0.043 0.046 0.038 0.033 rc=1.4 
DRNoer 0.018 0.017 0.017 0.015 0.016 0.020 0.027 0.017 0.012 
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' '1 
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- - F11 
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0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 
DRN 

O 
O 0.01 
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0.02 0.03 0.04 0.05 
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DRN 
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Figura 4.50: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, A.=3, 
setul rc=0.5 de accelerograme. 
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Figura 4.51: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, 
setul rc=1.4 de accelerograme. 

Cerinţele de rotiri plastice maxime pe grupe de elemente sunt prezentate în Figura 
4.52 şi Figura 4.53. în strânsă legătură cu deplasările relative de nivel, deformaţiile 
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plastice locale sunt semnificativ mai ridicate în cazul grupului de accelerograme 
Tc=1.4. Cadrele cu noduri parţial rezistente D13, D24 şi F13 rezultă cu solicitări 
plastice mai mici ale stâlpilor, în schimbul unor degradări mai pronunţate în noduri. 
Cadrele DUP şi F11, care au o redundanţă scăzută, sunt caracterizate de cerinţe mai 
mari de rotiri plastice în stâlpi, ambele fenomene indicând o predispoziţie către 
mecanisme parţiale de nivel. Configuraţiile acestor cadre, cât şi condiţiile de proiectare 
au dus la raporturi mai defavorabile ale momentului capabil riglă/stâlp. 

0.05 
Rotiri plastice, X=Z, VR-T^=0.5 

0.04 

•D co 

<D 

0.03 

0.02 

0.01 

O I Uî 
stâlpi 
rigle 
noduri 

RIG D11 D12 D13 D24 DUP F11 F12 F13 

Figura 4.52: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, 
setul 7c=0.5 de accelerograme. 
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Figura 4.53: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, 
setul 7c=1.4 de accelerograme. 
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F11, media VR-T =0.5, >.=3,9 , C pl 
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Figura 4.54: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, X=3, 
setul Tc=0.5 de accelerograme. 

Analiza doar a cerinţelor maxime de deformaţii plastice pe grupe de elemente nu 
relevă distribuţia acestora în structură. Acest din urmă aspect poate fi urmărit în Figura 
4.54 şi Figura 4.55. Se poate observa că rotirile maxime în stâlpi au loc la baza 
acestora, fiind astfel mai puţin influenţate de tipologia structurii. 

în cazul grupului de accelerograme Tc=0.5, cadrul rigid (RIG) prezintă deformaţii 
plastice în rigle distribuite relativ uniform pe înălţime, dar concentrate în special la 
îmbinările interioare. Stâlpii exteriori, datorită dispunerii după axa minimă de inerţie, au 
rigiditate şi moment capabil mai mici, ceea ce conduce şi la cerinţe plastice mai mici în 
riglele aferente. Cu excepţia articulaţiilor plastice la baza stâlpilor, cadrul rigid are 
formate articulaţii plastice în stâlpii de la nivelul 4, explicând cerinţele mai ridicate ale 
DRN la acest nivel. 

Cadrul D11, cu noduri exterioare semi-rigide şi de egală rezistenţă, prezintă un tablou 
asemănător, dar deformaţiile plastice în rigle în dreptul nodurilor exterioare sunt mai 
mici, din cauza distribuirii acestora între rigle şi nodurile exterioare. Scăderea 
rezistenţei nodurilor exterioare duce la diminuarea deformaţiilor plastice în stâlpii 
exteriori, până la eliminarea completă a acestora (cu excepţia bazei) în cazul cadrului 
D24, deformaţiile plastice fiind preluate în totalitate de nodurile exterioare. Lipsa unor 
articulaţii plastice pe înălţimea stâlpilor exteriori, cu excepţia bazei, are loc şi în cazul 
cadrului dual rigid-articulat (DUP). Aceasta ar trebui să indice un mecanism plastic de 
tip global, ceea ce nu este însă în concordanţă cu profilul deplasărilor relative de nivel 
pentru aceiaşi intensitate seismică din Figura 4.50. Contradicţia poate fi explicată prin 
flexibilitatea mult mai mare a stâlpilor exteriori, care astfel joacă un rol minor în 
controlul mecanismului plastic. 

Cadrul omogen cu noduri semi-rigide dar total rezistente (F11) prezintă rotiri plastice 
importante în stâlpi pe toată înălţimea, dar în special la nivelul 4. Rezistenţa parţială a 
nodurilor cadrului F13 redresează această situaţie, diminuând cerinţa de rotiri plastice 
în stâlpi ţi transferând-o către noduri. 
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Figura 4.55: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, ?i=3, 
setul Tc=^A de accelerograme. 

în cazul setului de accelerograme Tc=^A cerinţa de deformaţii plastice în elementele 
structurii se concentrează la nivelele inferioare. Cu toate că există articulaţii plastice 
aproape pe toată înălţimea stâlpilor, cerinţele de rotiri plastice indică un potenţial 
mecanism plastic format din primele două nivele. 

Influenţa caracteristicilor de rigiditate şi rezistenţă ale nodurilor semi-rigide asupra 
distribuţiei cerinţelor plastice la cadrele duale menţine tendinţele descrise pentru setul 
rc=0.5 de mişcări seismice, dar articulaţiile plastice pe înălţimea stâlpilor nu sunt 
eliminate complet nici la cadrul D24. Cu toate că structura rigid-articulată (DUP) 
reuşeşte această "performanţă", deplasările relative rămân concentrate la primul nivel 
(vezi Figura 4.51). Şi în cazul structurilor omogene se păstrează tendinţele descrise 
anterior, cu menţiunea că cerinţa de deformaţii plastice se concentrează la nivelul 
inferior. 

RIG, media din. 

laartplast 
• DRN=0.03 
• instab 

0.02 0.04 0.06 
DRN 

0.08 0.1 
max 

D24, media din. 

VR-T^=0.5 

^ laartplast 
• DRN=0.03 
• instab 

0.02 0.04 0.06 0.08 
DRN 

0.1 

max 

Figura 4.56: Comparaţia curbei Ă-ORN^ax pentru cele două seturi de accelerograme. 

Influenţa conţinutului de frecvenţe al mişcării seismice asupra răspunsului structurilor 
poate fi sintetizată pe baza curbelor Ă-DRNmax prezentate în Figura 4.56. La valori mici 
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ale intensităţii seismice, când răspunsul structurii este în esenţă elastic, cerinţa de 
deplasări relative de nivel este mai ridicată pentru setul 7c=0.5. Odată cu creşterea 
intensităţii seismice peste valori de aproximativ Ă=^.5, atunci când răspunsul structurii 
este în domeniul plastic, are loc o inversare a cerinţelor de deformaţie impuse 
structurilor, setul de mişcări seismice rc=1.4 fiind deosebit de sever în comparaţie cu 
Tc=0.5 şi ducând la o creştere rapidă a deformaţiilor cu intensitatea seismică. 

VR86-PET-EW 

RIG 
D11 
D12 
D13 
D24 
DUP 

0.03 0.04 

(a) 

RIG 

VR86-BAC-NS 
- - VR86-PET-EW 

- VR86-VRA-EW 
VR90-BAC-EW 
VR90-CER-EW 

- - VR90-CER-NS 
- VR90- IAS-NS 

0.03 0.04 

(b) 
Figura 4.57: Influenţa tipologiei structurii (a) şi a înregistrărilor seismice (b) asupra răspunsului 

seismic al structurilor rigide şi duale. 

Cu toate că tipologia structurilor studiate afectează răspunsul seismic al acestora, 
variabilitatea caracteristicilor mişcării seismice conduce la o dispersie net mai mare a 
rezultatelor în comparaţie cu proprietăţile structurii (vezi Figura 4.57). Exemplul 
prezentat cuprinde cele 7 înregistrări din setul 7c=0.5, care au fost special alese şi 
scalate pentru a reprezenta condiţii similare de amplasament şi sursă seismică, şi care 
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au un conţinut de frecvenţe apropiat. Chiar şl aşa, variabilitatea răspunsului de la o 
înregistrare la alta este importantă, în comparaţie cu influenţa tipologiei structurii. 

4.6.7 Comparaţie a metodelor de analiză 

După cum s-a menţionat anterior, metodele de analiză bazate pe deplasare, cum este 
şi N2 (Fajfar, 2000), au avantajul că sunt mai simplu de efectuat şi necesită volume 
mai reduse de calcul în comparaţie cu analiza dinamică neliniară. Cerinţa de deplasare 
conform metodei N2 a fost determinată pentru câteva nivele a intensităţii seismice şi 
două distribuţii ale forţelor laterale: triunghiulară (TRIANG) şi uniformă (UNIF). Detalii 
ale procedurii de calcul sunt descrise în capitolul 4.6.4. în Tabelul 4.13 este prezentată 
o comparaţie a cerinţelor de deplasare la vârf conform analizei dinamice şi a metodei 
simplificate N2, pentru o intensitate a mişcării seismice dată de Ă =3. în cazul grupului 
de accelerograme Tc=0.5 (şi a spectrului corespunzător pentru N2), cerinţa de 
deplasare estimată conform metodei N2 este supraestimată într-o oarecare măsură 
faţă de media analizelor dinamice, rezultatele bazate pe o UNIF fiind însă mai 
apropiate de aceasta. în cazul mişcării seismice Tc=1.4 corelarea dintre metodele de 
analiză este mai bună. 

Estimarea deplasării relative de nivel maxime este prezentată în Tabelul 4.14. Ca şi în 
cazul deplasării la vârf, metoda N2 este mai exactă în cazul mişcării seismice 7c=1-4, 
dar de această dată distribuţia triunghiulară de forţe laterale oferă o corelare mai bună 
între metodele de analiză statică şi dinamică neliniare. 

Tabelul 4.13: Deplasarea la vârf S/H: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2, Ă =3. 

set 
accel. 

metoda de 
analiză 

structura set 
accel. 

metoda de 
analiză RIG D11 D12 D13 D24 DUP F I I F12 F13 

Tc=0.5 
media din. 0.014 0.014 0.014 0.014 0.014 0.013 0.014 0.013 0.013 

Tc=0.5 N2-TRIANG 0.019 0.020 0.019 0.019 0.020 0.019 0.019 0.019 0.019 Tc=0.5 
N2-UNIF 0.016 0.017 0.017 0.017 0.017 0.016 0.016 

0.022 
0.017 
0.022 

0.017 

Tc=1.4 
media din. 0.023 0.024 0.024 0.025 0.026 0.022 

0.016 
0.022 

0.017 
0.022 0.024 

Tc=1.4 N2-TRIANG 0.026 0.027 0.027 0.027 0.029 0.026 0.026 0.026 0.027 Tc=1.4 
N2-UNIF 0.024 0.025 0.025 0.024 0.025 0.023 0.023 0.024 0.024 

Tabelul 4.14: Deplasarea relativă de nivel DRNa,ax'. comparaţie între 
media analizelor dinamice şi N2, pentru Ă =3. 

set 
accel. 

metoda de 
analiză 

structura set 
accel. 

metoda de 
analiză RIG D I I D12 D13 

0.023 
D24 DUP F11 F12 F13 

7c=0.5 
media din. 0.022 0.022 0.023 

D13 
0.023 0.021 0.021 0.025 0.021 0.021 

7c=0.5 N2-TRIANG 0.026 0.026 0.025 0.025 0.025 0.030 0.031 0.027 0.024 7c=0.5 
N2-UNIF 0.027 0.027 0.026 0.025 0.025 0.032 0.040 0.029 0.024 

Tc=^A 
media din. 0.038 0.039 0.038 0.036 0.037 0.043 0.046 0.038 0.033 

Tc=^A N2-TRIANG 0.036 0.037 0.036 0.035 0.035 0.043 0.046 0.037 0.034 Tc=^A 
N2-UNIF 0.044 0.045 0.041 0.037 0.036 0.052 0.067 0.052 0.036 

Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime este comparată în Figura 4.58, 
pentru cadrul D24, două intensităţi a mişcării seismice (/l=1 şi A=3), tipul mişcării şi 
distribuţia forţelor laterale. Slaba corelare între analiza dinamică şi N2 în cazul grupului 
de accelerograme rc=0.5 este scoasă în evidenţă şi de neconcordanţa între distribuţia 
cerinţelor de deplasare pe înălţimea structurii, mai ales în cazul Ă=3. Metoda N2 bazată 
pe analiza statică neliniară prezice o concentrare a deformaţiilor plastice în partea de 
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jos a structurii, în timp ce media analizelor dinamice indică deplasări mal mari la nivelul 
4. Cu toate că şi analiza dinamică tinde către concentrarea deformaţiilor în partea 
inferioară a structurii, acest fenomen are loc numai pentru intensităţi mult mai mari ale 
mişcării seismice (/l>6.5) în cazul mişcării Tc=0.5. Diferenţa dintre aceste rezultate 
poate fi explicată prin influenţa modurilor superioare de vibraţie, care nu sunt 
considerate în cazul analizei statice neliniare. 

O corelare net superioară între rezultatele analizei statice şl dinamice se poate observa 
în cazul grupului rc=1.4 de mişcări seismice, atât pentru cazurile prezentate în Figura 
4.58, cât şi pentru alte intensităţi seismice (/l=0.5) sau structuri. Per global, distribuţia 
triunghiulară a oferit rezultate mai apropiate de analiza dinamică. 

O) > 

^=1, VR-T^,=0.5, D24 

L . _ . ^L _ __ 

media dinamic 
TRIANG 
UNIF I 

O 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 
DRN , rad 

max' 

0) > 

?i=3, VR-T^=0.5, D24 

0.01 

media dinamic 
- - TRIANG 

- UNIF 

' J 

i 
0.02 0.03 

DRN , rad max' 

0.04 

0) > 

?i=1, VR-T^=1.4, D24 

media dinamic 
- - TRIANG 

- UNIF I 

O 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 
DRN , rad max' 

4 

3 
o > 
c 

?i=3, VR-T^=1.4, D24 

media dinamic 
- - TRIANG 

- UNIF 

0.01 0.02 0.03 0.04 

Figura 4.58: Distribuţia DRN̂ âx pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 
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o 
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Figura 4.59: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul rc=1.4 de 

accelerograme: media dinamic (a) şl N2-TRIANG (b). 

Cu toate că prezicerea cerinţelor de deplasare cu ajutorul metodei simplificate N2 nu 
este foarte exactă, în special atunci când modurile superioare de vibraţie au un aport 
important la răspunsul structurii, aceasta este totuşi un instrument util şi relativ simplu 
pentru comparaţia performanţelor relative ale structurilor. De exemplu, analiza statică 
neliniară, cuplată cu N2, redă corect influenţa tipologiei structurii asupra distribuţiei 
cerinţelor de deplasare pe înălţimea structurii (vezi Figura 4.51), indicând, în special 
potenţialul mai ridicat al structurii rigid-articulate pentru formarea unui mecanism plastic 
de etaj. 

4.6.8 Sinteză 

Proiectarea cadrelor metalice necontravântuite în zone cu seismicitate ridicată conform 
Eurocode 8 este guvernată de asigurarea unei rigidităţi laterale suficiente pentru 
limitarea deplasărilor relative de nivel la starea limită a exploatării normale, de unde 
rezultă o supradimensionare considerabilă a structurii de rezistenţă {Rsd= 2.5). în cazul 
schemelor omogene, această procedură de dimensionare rezultă în posibilitatea 
adoptării unor noduri parţial rezistente (dar rigide), la aceleaşi dimensiuni ale 
elementelor structurale ca şi în cazul unor noduri cu rezistenţă totală. Utilizarea unor 
noduri semi-rigide (dar total rezistente) necesită creşterea secţiunilor riglelor, ceea ce 
duce la înrăutăţirea raportului momentelor capabile riglă/stâlp şi creşte probabilitatea 
unor mecanisme plastice parţiale. 

Cadrele duale rigid-articulate, cu un număr redus de deschideri rigide, duc la creşterea 
elementelor structurale şi implicit a masei structurii. în plus, aceste structuri au o 
redundanţă scăzută faţă de cele rigide. Cadrele duale cu noduri exterioare semi-rigide 
şi parţial rezistente nu necesită modificarea secţiunilor de elemente decât în cazul unor 
noduri foarte flexibile (cazul D24). Astfel, din punct de vedere al proiectării, utilizarea 
nodurilor semi-rigide şi parţial rezistente în configuraţii duale prezintă avantajul 
reducerii numărului de noduri rigide fără a creşte greutatea structurii. 
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Verificarea stărilor limită ale exploatării normale, ultime şi de prevenire a colapsului au 
arătat un comportament satisfăcător ai structurilor, Indiferent de schema adoptată. 
Acest fapt este însă datorat în mare parte suprarezistenţei de proiectare, care a 
preîntâmpinat cerinţe globale ridicate în domeniul plastic. Cu excepţia cadrelor duale şi 
omogene cu noduri parţial rezistente, care au suferit plastificări în noduri la cutremurul 
SLEN, celelalte structuri au avut un răspuns elastic la această Intensitate seismică. 

La nivele ale intensităţii seismice care să solicite structura puternic în domeniul plastic, 
cadrele duale cu noduri parţial rezistente prezintă avantajul reducerii rotirilor plastice pe 
înălţimea stâlpilor exteriori, promovând un mecanism plastic global. însă din cauza 
rigidităţii şi momentului capabil reduse la stâlpii exteriori, dispuşi după axa minimă de 
inerţie, efectele acestui fenomen sunt reduse. 

Conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice joacă un rol important în răspunsul 
structurilor. în domeniul elastic, mişcările seismice cu perioada de colţ Tc mai mică 
decât perioada fundamentală a structurii conduc la cerinţe mal ridicate asupra 
structurilor decât mişcările cu perioada de colţ mare, din cauza influenţei modurilor 
superioare de vibraţie. în cazul răspunsului în domeniul plastic, mişcările cu perioada 
de colţ Tc mai mare decât perioada fundamentală a structurii conduc la cerinţe de 
deplasări mult ridicate în comparaţie cu primul caz. Această situaţie are ca şi rezultat 
factori de reducere a forţelor seismice sensibil mai mici în cazul mişcărilor cu perioada 
de colţ mare. Normele actuale de proiectare seismică nu ţin cont de acest aspect, 
factorii de reducere fiind funcţie doar de tipul şi ductilitatea structurii. Mişcarea seismică 
cu perioada de colţ mare, în jur de 1.4 secunde, este un caz curent în România şi este 
specifică terenurilor slabe. 

Structura neomogenă a cadrelor duale, necesită o analiză mal evoluată decât cea 
convenţională a forţelor statice echivalente. Ca şi un minim, poate fi utilizată metoda 
statică neliniară, care, împreună cu metode bazate pe deplasare cum ar fi N2, oferă 
informaţii suplimentare asupra răspunsului inelastic şi a capacităţii de deformaţie a 
structurii. O distribuţie simplă, triunghiulară, a forţelor laterale a oferit rezultate 
comparabile calitativ şi cantitativ cu răspunsul dinamic "exact". Totuşi, analiza statică 
neliniară conduce la rezultate inexacte în cazul în care modurile superioare de vibraţie 
afectează răspunsul seismic al structurii. 

4.7 Influenţa configuraţiei structurale şi a criteriilor de proiectare 

4.7.1 Configuraţiile structurale şi proiectarea structurilor 

Studiul parametric asupra configuraţiilor de cadre duale cu noduri semi-rigide descris în 
capitolul 4.6 s-a axat pe tipologii "impuse" de raţiuni de ordin constructiv (noduri 
exterioare după axa minimă a stâlpului). Aşa cum s-a amintit anterior, există un şir de 
alte motive cară încurajează configuraţiile de cadre duale cu noduri rigide şi semi-
rigide. Multe tipuri de noduri riglă-stâlp parţial rezistente, realizate cu şuruburi, sunt 
relativ uşor de reparat după un cutremur major. Concentrarea deformaţiilor plastice 
importante în nodurile parţial rezistente ar prezenta un avantaj suplimentar, acestea 
disipând o parte a energiei seismice. Momentele capabile mal mici ale nodurilor semi-
rigide pot promova un mecanism plastic de tip global, prin reducerea solicitărilor 
transmise stâlpilor. în plus, în cazul nodurilor interioare, nodurile cu rezistenţă parţială 
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reduc solicitările impuse panoului de inimă al stâlpului, eliminând necesitatea unei 
rigidizări excesive a acestuia. 

Pentru a investiga influenţa configuraţiei duale asupra răspunsului seismic al cadrelor 
metalice necontravântuite, au fost considerate două configuraţii duale, împreună cu o 
configuraţie rigidă omogenă de referinţă (vezi Figura 4.60). Ambele cadre duale conţin 
acelaşi număr de noduri semi-rigide, care reprezintă o treime din numărul total de 
noduri riglă-stâlp. 

Structura este un cadru metalic necontravântuit cu 3x3 deschideri şi 5 nivele. 
Dimensiunile structurilor, încărcările considerate şi procedura de proiectare sunt 
aceleaşi cu cele adoptate în cazul studiului din capitolul 4.6. Structura s-a considerat 
amplasată într-o zonă de seismicitate ridicată, şi a fost proiectată conform Eurocode 3 
şi Eurocode 8, 1994. încărcările normate au fost următoarele: încărcarea permanentă 
pe planşeu - Gp/=4.75 kN/mp; încărcarea permanentă a închiderilor exterioare -
Gc/=1.70 kN/mp; încărcarea utilă - Q=3.0 kN/mp. Acţiunea seismică a fost definită de 
următorii parametri: acceleraţia maximă a terenului PGA = 0.35g; factorul de 
comportare q=6; clasa terenului - A; limita deplasării relative de nivel cy/y^=0.006 h. 

Proiectarea structurii cu noduri semi-rigide trebuie să fie însoţită de considerarea 
comportării reale a îmbinărilor pentru determinarea răspunsului structurii la solicitările 
exterioare. De aceea, fiecare schemă considerată a fost proiectată separat, ţinând cont 
de caracteristicile nodurilor. După cum era de aşteptat, procesul de dimensionare a 
cadrului a fost guvernat de condiţiile de respectare a deplasărilor relative de nivel, şi nu 
a cerinţelor de rezistenţă. 
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Figura 4.60: Configuraţiile structurale considerate. 

îmbinările riglă-stâlp de tip semi-rigid au fost alese de tipul cu corniere. Aceste îmbinări 
sunt relativ slabe şi deseori sunt considerate ca articulate. Totuşi, elementele de 
îmbinare (corniera şi şuruburile) prezintă avantajul că sunt uşor de înlocuit în cazul 
degradării în urma unui cutremur. Pe de altă parte, dacă sunt detaliate în mod 
corespunzător, aceste îmbinări pot transmite un moment semnificativ. îmbinările riglă-
stâlp au fost alese intenţionat cu un moment capabil relativ mic, pentru a verifica 
posibilitatea de control a distribuţiei degradărilor în structură. îmbinările rigide nu au 
fost dimensionate în mod explicit. O soluţie posibilă poate fi o îmbinare sudată, cu 
edise pe talpa riglei, care va îndepărta articulaţia plastică de la faţa stâlpului. Este de 
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menţionat faptul că panoul de inimă al stâlpului va trebui rigidizat cu plăci de inimă sau 
rigidizări diagonale, pentru ca nodul să fie rigid şi total rezistent. Două configuraţii de 
noduri posibile pentru cadrele DUE şi DUI sunt prezentate în Figura 4.61. Se poate 
observa că nodurile exterioare pentru configuraţie DUE sunt mult mai simple decât cele 
interioare pentru configuraţie DUI, deoarece panoul de inimă al stâlpului nu necesită 
rigidizări transversale şi nici diagonale. De aceea, avantajele economice ale nodurilor 
semi-rigide sunt posibile numai în cazul configuraţiei DUE. 

Caracteristicile mecanice ale îmbinărilor au fost calculate conform Anexei J Eurocode 3 
(1997), chiar dacă această normă oferă un model de calcul doar pentru încărcări 
monotone statice. S-au folosit corniere relativ groase, pentru a asigura un moment 
capabil suficient, totuşi, cornierele au constituit elementul cel mai slab din îmbinare. 
Şuruburile au fost alese de înaltă rezistenţă pretensionate, pentru a elimina surse 
suplimentare de deformabilitate a îmbinării. 

f ~ 

(a) (b) 
Figura 4.61: Configuraţii de noduri pentru cadrele DE (a) şi Dl (b). 

Au fost folosite două strategii pentru dimensionarea structurii de rezistenţă. Prima 
strategie constă în a păstra secţiunea grinzii la minimul cerut de încărcările verticale 
din gruparea fundamentală şi de a alege secţiuni ale stâlpului necesare pentru 
respectarea condiţiei de deformabilitate laterală sub acţiunea seismică (deplasările 
relative de nivel). Această strategie de dimensionare va promova un mecanism de 
cedare de tip global. Cadrele rezultate astfel au fost notate cu WB (riglă slabă). Cea 
de-a doua strategie constă în a creşte atât secţiunea stâlpului, cât şi a riglei pentru 
asigurarea condiţiilor de deformabilitate, respectând în acelaşi timp criteriul de ierarhie 
(stâlp tare - riglă slabă, vezi ecuaţia (3.8)). Această procedură este mai eficientă 
pentru reducerea deplasărilor laterale ale cadrului decât creşterea doar a secţiunii 
stâlpilor (asigurarea efectului de cadru necesită rigidităţi apropiate ale stâlpului şi 
riglei), dar are dezavantajul că măreşte riscul unor mecanisme plastice de nivel. 
Cadrele dimensionate conform acestei strategii au fost notate cu SB (riglă tare). 
Raportul sumei momentelor capabile a stâlpilor MRd,c pe suma momentelor capabile a 
riglelor MRd,b (sau a nodurilor în cazul când acestea sunt parţial rezistente) -
Y^^Rdc/Yj^Rdb Structurile analizate este prezentat în Tabelul 4.17. Raportul 

minim prevăzut în Eurocode 8, 1994, (egal cu unitatea) este depăşit confortabil de 
toate structurile. Totuşi cadrele din seria WB sunt foarte acoperitoare, depăşind cu 
aproximativ un factor de 3 valoarea normativă. Cadrele duale, indiferent de serie, 
îmbunătăţesc simţitor raportul momentelor capabile riglă/stâlp, datorită rezistenţei 
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parţiale a nodurilor semi-rigide. în general, acest fenomen are loc doar la o parte dintre 
noduri, funcţie de tipologia structurii. 

Perioadele fundamentale de vibraţie şi dimensiunile secţiunilor elementelor structurale 
sunt prezentate în Tabelul 4.15, iar greutatea structurii se poate urmări în Figura 4.62. 
Cadrul rigid a fost dimensionat iniţial, servind drept punct de pornire pentru cele duale. 
Pentru ambele serii de cadre, nu a fost necesară modificarea secţiunilor elementelor 
structurale la cadrele DUI faţă de cele RIG. în schimb, creşterea greutăţii structurii la 
cadrele DUE a fost de aproximativ 5% pentru ambele serii. Creşterea secţiunii riglei a 
fost mai eficientă decât mărirea secţiunii stâlpului. Greutatea cadrelor din seria WB a 
rezultat cu aproximativ 6% mai mare decât cea a cadrelor din seria SB. 

Tabelul 4.15: Perioadele fundamentale de vibraţie şi dimensiunile elementelor structurale ale 
cadrelor. 

Cadru Tus nivelele 1-3 nivelele 4-5 
rigle stâlpi rigle stâlpi 

WB-RIG 0.90 IPE450 HEB550 IPE400 HEB400 
WB-DUI 0.95 IPE450 HEB550 IPE400 HEB400 
WB-DUE 0.94 IPE450 HEB600 IPE450 HEB400 
SB-RIG 0.90 IPE550 HEB400 IPE450 HEB300 
SB-DUI 0.94 IPE550 HEB400 iPE450 HEB300 
SB-DUE 0.94 IPE550 HEB450 IPE450 HEB320 

Proprietăţile nodurilor semi-rigide sunt date în Tabelul 4.16. Sjjni reprezintă rigiditatea 
iniţială a nodului, Ŝ , este rigiditatea la încovoiere a grinzii, Mj şi Mpi_b sunt momentele 
plastice ale nodului, respectiv grinzii. Cornierele sunt 200x200x24 cu şuruburi M24 gr 
10.9 şi 200x200x20 cu şuruburi M20 gr 10.9 pentru nivelele 1-3, respectiv 4-5. Nodurile 
semi-rigide de la seria DUE sunt mai flexibile decât cele de la seria DUI, din cauza 
contribuţiei panoului de inimă a stâlpului, care nu a fost rigidizat intenţionat, pentru 
minimizarea costurilor de fabricaţie a nodului. Valorile reduse ale momentului capabil al 
nodului nu au influenţat dimensionarea cadrelor, aceasta fiind determinată de condiţiile 
de deformabilitate laterală. 

Tabelul 4.16: Proprietăţile nodurilor semi-rigide. 

Cadru nivele 1-3 nivele 4-5 Cadru 
Sj,in/Sb Sjjn/Sb M/M„,t> 

WB-DUI 12.36 0.52 13.44 0.43 
WB-DUE 7.43 0.52 7.54 0.52 
SB-DUI 9.72 0.38 11.42 0.36 
SB-DUE 5.12 0.38 6.20 0.36 

Tabelul 4.17: Raportul Y.^Rdc/^'^Rdb nodurile exterioare şi cele interioare. 

Cadru nivelele 1-3 nivelele 4-5 Cadru noduri ext. noduri int. noduri ext. noduri int. 
WB-RIG 6.87 3.44 4.95 2.48 
WB-DUI 6.87 4.52 4.95 3.46 
WB-DUE 15.16 3.94 7.65 1.99 
SB-RIG 2.33 1.16 2.29 1.15 
SB-DUI 2.33 1.68 2.29 1.69 
SB-DUE 7.52 1.43 7.33 1.32 
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Figura 4.62: Greutatea structurilor dimensionate. 

4.7.2 Modelarea structurilor, acţiunea seismică şi stările limită 

Evaluarea răspunsului seismic al structurilor analizate a fost efectuată cu ajutorul 
programului Drain2clx (Prakash şi colab., 1993). Elementele liniare (riglele şi stâlpii) au 
fost modelate cu elemente tip 02, comportarea plastică fiind concentrată la capetele 
elementelor, în articulaţii plastice punctuale cu o comportare elasto-plastică şi o 
consolidare de 1% din rigiditatea iniţială. Modulul de elasticitate al oţelului şi limita de 
curgere au fost considerate egale cu cele de calcul (E=210000 N/mm^, 
fy=235/1.1=214N/mm^). în cazul stâlpilor a fost considerată interacţiunea moment-forţă 
axială. Nodurile semi-rigide au fost modelate cu elemente de tip 04, de lungime zero, 
răspunsul acestora fiind de asemenea elasto-plastic şi o consolidare de 1% din 
rigiditatea iniţială. 

Răspunsul seismic a fost evaluat printr-o serie de analize dinamice neliniare, cât şi 
printr-o analiză statică neliniară. Au fost considerate efectele de ordinul II ( P - A ) . în 
cazul analizei dinamice, a fost prevăzută o amortizare Rayleigh de 2%, determinată 
pentru primul şi al treilea mod propriu de vibraţie. 

S-au folosit aceleaşi două seturi a câte şapte accelerograme {Tc=0.5 şi 7c=1.4), 
descrise în capitolul 2.5. Ţinând cont de faptul că perioada proprie de vibraţie a 
cadrelor studiate în acest caz este foarte apropiată de perioada fundamentală a 
cadrelor din capitolul 4.6, s-au folosit aceiaşi factori de scalare a spectrelor 
acceierogramelor la spectrul de calcul ECS. Spectrele de pseudo-acceleraţie ţintă, 
împreună cu media spectrelor acceierogramelor au fost prezentate în Figura 4.36. 

Procedura de evaluare a răspunsului seismic, metodele de analiză, stările limită şi 
nivelurile acţiunii seismice sunt aceleaşi care au fost adoptate în capitolul 4.6. Stările 
limită verificate au fost cele ale exploatării normale (SLEN), ultimă (SLU) şi de 
prevenire a colapsului (PC). Nivelurile acţiunii seismice corespunzătoare au fost de 
/t.=0.5, 1.0 şi 1.5, iar condiţiile de verificare a stărilor limită: limitarea deplasărilor 
relative de nivel la 0.006 rad (SLEN), limitarea deplasărilor relative de nivel la 0.03 rad 
(SLU) şi instabilitatea dinamică (PC). 
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4.7.3 Răspunsul seismic 

Performanţa seismică a structurilor 

Starea limită a exploatării normale, aşa cum e definită de Eurocode 8, este îndeplinită 
de toate configuraţiile structurale analizate (vezi Tabelul 4.18). Deplasările relative de 
nivel pentru X=0.5 sunt confortabil mai mici decât limita normativă de 0.006 rad, în 
special pentru grupul de accelerograme Tc=^A. 

Tabelul 4.18: Deplasarea relativă de nivel maximă pentru Ă = 0.5 (SLEN), 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura 1 set 
accel. WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE i 
Tc=0.5 0.0049 0.0052 0.0053 0.0052 0.0054 0.0056 
Tc=1.4 0.0035 0.0042 0.0042 0.0032 0.0038 0.0040 

Tabelul 4.19: Multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii plastice, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura set 
accel. WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 
A, 0.50 0.19 0.43 0.63 0.26 0.35 

Tc=0.5 ^l.stâlDi 1.36 1.80 1.30 0.68 0.63 0.72 Tc=0.5 
^triale 0.50 0.44 0.43 0.65 0.58 0.59 

Tc=0.5 

nod un - 0.19 0.44 - 0.26 0.35 

Tc=1.4 

0.62 0.28 0.51 0.85 0.40 0.53 

Tc=1.4 stâlpi 1.34 1.20 1.20 0.85 0.74 0.84 Tc=1.4 
^triale 0.62 0.50 0.51 0.91 0.77 0.81 

Tc=1.4 

noduri - 0.28 0.53 - 0.40 0.53 

Multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii plastice în structură {Ăi) şi 
separat pe grupe de elemente {Ăi,stăipi, îngie, î.noduh) sunt prezentaţi în Tabelul 4.19. 
Structurile rigide (WB-RIG şi SB-RIG) au un răspuns elastic la intensităţi cel puţin egale 
cu intensitatea SLEN (A=0.5). Configuraţiile duale, în special cea interioară (WB-DUI şi 
SB-DUI) accelerează apariţia primei articulaţii plastice, nu numai în nodurile semi-
rigide, ci şi în rigle sau stâlpi. Din cauza stâlpilor mult mai puternici, prima articulaţie în 
stâlpi apare foarte târziu (/l>1) la structurile din seria WB, dar în schimb este accelerată 
plastificarea riglelor. Cadrele din seria WB sunt mai echilibrate din acest punct de 
vedere, primele plastificări în rigle şi stâlpi producându-se la valori ale Ă apropiate între 
ele (şi mai mari decât 0.5). Grupul de accelerograme rc=0.5 a impus cerinţe mai 
ridicate la SLEN, datorită influenţei modurilor superioare de vibraţie. Masa efectivă 
modală fiind în jur de 80-85% pentru primul mod de vibraţie şi 10-12% pentru cel de-al 
doilea, mişcarea seismică definită de Tc=0.5 generează forţe şi deplasări elastice mai 
mari decât cea definită de rc=1.4. 

Deplasările relative de nivel maxime şi permanente pentru nivelul acţiunii seismice de 
proiectare {Ă=^, IMR=475 ani, vezi Tabelul 4.20) sunt mult sub cele ce caracterizează 
degradările structurale la starea limită ultimă, de 3% respectiv 1%. Setul de 
accelerograme Tc=0.5 a impus cerinţe de deplasare ceva mai ridicate. Distribuţia 
deplasărilor relative de nivel pe înălţime este prezentată în Figura 4.63. Cu excepţia 
unor deplasări relative de nivel maxime mai ridicate decât la structura rigidă, cadrele 
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duale au un răspuns satisfăcător. Tipul mişcării seismice are o influenţă moderată 
asupra răspunsului structurilor, grupul Tc=0,5 impunând cerinţe mai ridicate la nivelul 4 
(influenţa modurilor superioare). 

Tabelul 4.20: Deplasări relative de nivel maxime şi permanente pentru /I = 1.0, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura set 
accel. WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 DRA/̂ ax 0.009 0.009 0.009 0.009 0.010 0.010 Tc=0.5 
DRNoer 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 

Tc=^A DRN^,, 0.007 0.009 0.009 0.006 0.008 0.008 Tc=^A 
DRN,,r 0.001 0.001 0.001 0.000 0.001 0.000 

media VR-T^=0.5 

O) > 
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WB-RIG 
WB-DUI 
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Figura 4.63: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X= .̂ 
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Multiplicatorii accelerogramei la atingerea criteriului de cedare (Df?A/max=3%) sunt 
prezentaţi în Figura 4.64 şi Figura 4.65. Setul de accelerograme Tc=^A a rezultat în 
solicitări mult mai severe ale structurilor după plastificarea acestora, fiind caracterizat 
de valori mai mici ale intensităţii seismice la atingerea criteriului de cedare SLU. în 
cazul seriei WB, cadrele duale prezintă un răspuns mai slab decât cadrul rigid, în 
schimb au un răspuns mai bun în cazul seriei SB. 

Criteriu SLU, VR-T^,=0.5 

4 

3 

2 

1 

I media 
media+CT 

• media-o 

WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Figura 4.64: Multiplicatorul accelerogramei ^ ±CTla atingerea criteriului de cedare la SLU, 
rc=0.5. 

Criteriu SLU, VR-T^,=1.4 

3 
media 

I I media+o 
^ B media-a 

WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Figura 4.65: Multiplicatorul accelerogramei ^ ±cr la atingerea criteriului de cedare la SLU, 
Tc=1.4. 

Rotirile plastice maxime pe grupuri de elemente la atingerea criteriului de cedare sunt 
prezentate în Tabelul 4.21. în cazul seriei WB, cerinţa maximă de deformaţii plastice se 
înregistrează în rigle şi noduri. Configuraţia structurii are o influenţă minimă asupra 
rotirilor plastice maxime, totuşi, cadrele duale au condus la cerinţe mai mici în stâlpi. în 
cazul seriei SB, Rotirile maxime se înregistrează în stâlpi, iar influenţa configuraţiei 
structurale este mai importantă. Cadrele duale reduc cerinţa de deformaţie plastică în 
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Stâlpi, solicitând mai puternic nodurile şi riglele. Grupul de accelerograme rc=1.4 are 
ca şi efect o solicitare mult mai puternică a stâlpilor decât în cazul Tc=0.5, reducând la 
minim atât influenţa benefică a stâlpilor tari (seria WB), cât şi a configuraţiei duale 
(seria SB). Cu toate acestea, răspunsul structurilor la starea limită ultimă este foarte 
bun, multiplicatorii accelerogramei la atingerea criteriului de cedare fiind mult superiori 
intensităţii seismice la SLU - Ă =1.0. 

Tabelul 4.21: Rotiri plastice pe grupe de elemente la atingerea criteriului SLU - DRA/max=3%, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura ! set 
accel. WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE ! 

Tc=0.5 
stâlpi 0.015 0.013 0.014 0.027 0.025 0.021 1 

Tc=0.5 rigle 0.029 0.029 0.027 0.017 0.022 0.022 ! Tc=0.5 
noduri 0.000 0.029 0.029 0.000 0.023 0.030 

Tc=1.4 
stâlpi 0.022 0.021 0.020 0.026 0.026 0.026 

Tc=1.4 rigle 0.028 0.028 0.028 0.011 0.018 0.021 Tc=1.4 
noduri 0.000 0.028 0.029 0.000 0.018 0.028 

Multiplicatorii accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice pentru setul Tc=^A de 
mişcări seismice sunt prezentaţi în Tabelul 4.22. în cazul grupului Tc=0.5 de mişcări 
seismice, doar cadrele SB-RIG şi SB-DUI, sub acţiunea înregistrării VR86-MAG-NS au 
înregistrat multiplicatori ai accelerogramei mai mici decât şapte. Cadrele din seria WB 
au un răspuns net superior celor din seria SB, un singur caz înregistrând instabilitatea 
dinamică în intervalul Investigat. în cadrul seriei SB, structura SB-DUE are un răspuns 
net mai favorabil. Dintre cadrele SB-DUI şi SB-RIG cel rigid este în general mai sensibil 
la instabilitatea dinamică, dar influenţa înregistrărilor este mai mare. Totuşi, 
multiplicatorii accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice depăşesc cu mult 
intensitatea corespunzătoare verificării stării limită de prevenire a colapsului (X=1.5), 
astfel încât toate structurile au un răspuns satisfăcător din acest punct de vedere. 

Tabelul 4.22: Multiplicatorul accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice, grupul rc=1.4. 

accelerograma structura accelerograma WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 
VR77-INC-NS >7 >7 >7 2.9 2.5 >7 
VR86-ERE-N10W >7 >7 >7 3.2 3.1 >7 
VR86-INC-NS >7 >7 >7 2.8 5.7 >7 
VR86-MAG-NS >7 >7 >7 >7 >7 >7 
VR90-ARM-S3E 6.7 >7 >7 3.7 4 5.4 
VR90-INC-NS >7 >7 >7 4 4.8 >7 
VR90-MAG-NS >7 >7 >7 6.7 5.9 >7 

Factorii de reducere a forţelor seismice evaluaţi în baza analizei dinamice 
incrementale, sunt prezentaţi în Tabelul 4.23. Ca şi în cazul cadrelor necontravântuite 
analizate în capitolul 4.6, structurile posedă o suprarezistenţă de proiectare {Rsd) deloc 
neglijabilă. Aceasta este mai mare la cadrele rigide {Rsd =2.5-3.4), în special la seria 
SB. De notat totuşi că structura rigidă SB-RIG are o greutate mai mică decât WB-RIG, 
suprarezistenţa mai mare fiind o consecinţă a distribuţiei optime a rigidităţii şi 
rezistenţei în cazul SB-RIG. Cadrele duale cu noduri interioare sunt caracterizate de 
cele mai mici valori ale suprarezistenţei de proiectare. 
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Tabelul 4.23: Factori de reducere a forţelor seismice, media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

factori de 
reducere 

structura set 
accel. 

factori de 
reducere WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 

Rsd 2.5 1.0 2.4 3.3 1.4 1.9 

Tc=0.5 
RR 2.0 5.8 2.3 1.3 3.1 2.6 1 

Tc=0.5 Rs 4.9 5.8 5.4 4.4 4.3 4.8 Tc=0.5 
RU 6.3 4.4 5.9 4.7 6.0 5.1 Tc=0.5 

R 11.8 24.9 12.8 6.3 18.2 12.7 

Tc=0.5 

RD 30.1 25.5 31.4 20.7 25.6 24.3 

Tc=1.4 

Rsd 2.5 1.3 2.2 3.4 1.8 2.3 

Tc=1.4 
RR 1.8 3.4 2.1 1.3 2.6 2.1 

Tc=1.4 Rs 4.5 4.2 4.7 4.5 4.5 4.9 Tc=1.4 
Ru 2.9 3.2 2.8 1.9 2.3 2.4 Tc=1.4 

R 5.2 10.9 6.0 2.5 5.8 5.0 1 

Tc=1.4 

Rd 13.0 13.6 13.2 8.6 10.1 11.7 

Redundanţa RR are o tendinţă opusă suprarezistenţei, configuraţia duală şi stâlpii mai 
tari ducând la o creştere a acesteia. Suprarezistenţa totală, fiind produsul factorilor Rsd 
şi RR, este afectată mai puţin de tipul structurii fiind totuşi mai mică în cazul grupului 
Tc=^A de accelerograme. 

Factorul de reducere datorat ductilităţii R^ este afectat substanţial de conţinutul de 
frecvenţe al mişcării seismice, setul Tc=1.4 conducând la valori aproximativ de două ori 
mai mici decât 7c=0.5. Cadrele duale au condus la valori mai mari ale R^ în comparaţie 
cu structura rigidă, în special datorită forţei de curgere mai mici. 

Factorul de comportare R, care nu conţine influenţa suprarezistenţei de proiectare, are 
valori acoperitoare (mai mari decât factorul pentru care s-au proiectat structurile - q=6) 
în cazul grupului de accelerograme 7c=0.5, dar descoperitoare în cazul grupului 
Tc=^A, cu excepţia cadrelor WD-DUI şi WB-DUE. în toate cazurile factorul de 
reducere total (sau de proiectare) Rd este totuşi acoperitor faţă de valoarile prevăzute 
în norme. 

Influenţa tipologiei structurii şi a mişcării seismice 

Curbelor de capacitate a structurilor, pentru o distribuţie triunghiulară a forţelor laterale 
sunt prezentate în Figura 4.66. Rigiditatea iniţială a structurilor scade puţin la structurile 
duale în comparaţie cu cele rigide. Rezistenţa parţială a nodurilor semi-rigide duce la 
scăderea forţei tăietoare de bază capabile la cadrele duale DUI. Cadrele duale cu 
nodurile semi-rigide exterioare (DUE), din cauza rigidităţii reduse, au necesitat 
creşterea elementelor structurale, rezultând în forţe de bază capabile similare cu a 
structurilor rigide corespunzătoare. 

Parametrul de stabilitate y (vezi Tabelul 4.24) are valori similare în cadrul seriei WB de 
structuri, pentru ambele distribuţii ale forţelor laterale. Cadrele din seria SB prezintă 
valori mult mai mari ale acestui parametru, indicând o sensibilitate la mecanismele 
plastice parţiale şi la efectele de ordinul II în domeniul post-elastic. în cazul seriei SB, 
panta post-elastică a curbei de capacitate este sensibilă atât la tipologia structurii, cât 
şi la distribuţia forţelor laterale. Astfel, cadrul SB-DUE prezintă a ameliorare importantă 
a parametrului / faţă de celelalte două cadre, dar acest efect este mai mic în cazul 
distribuţiei triunghiulare a forţelor laterale. 
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Răspunsul structurilor în termenii deplasărilor relative de nivel maxime şi permanente, 
pentru un multiplicator al accelerogramei Ă=3, care să solite structurile în domeniul 
post-elastic, este prezentat în Tabelul 4.25. Atât valorile maxime, cât şi cele 
permanente ale DRN sunt puternic influenţate de conţinutul de frecventă al mişcărilor 
seismice, cât şi al configuraţiei structurale. Pentru aceiaşi intensitate seismică, cerinţa 
maximă de deplasare variază cu un factor având valoarea trei de la cazul cel mai 
favorabil la cel mai defavorabil. Setul de accelerograme Tc=1A a rezultat în o creştere 
a cerinţelor de deplasări relative de nivel, în special a celor permanente. Seria SB este 
caracterizată de cerinţe mai ridicate în comparaţie cu seria WB. Tipologia structurii are 
o influenţă minoră în cadrul seriei WB, structurile duale suferind o creştere uşoară a 
cerinţei de deplasare, dar este importantă în cazul seriei SB, cadrele duale reducând 
DRN[ 

în Anexa II sunt prezentate curbele IDA pentru deplasarea maximă la vârf, normalizată 
la înălţimea structurii {S/H) şi deplasarea relativă de nivel maximă (DRNmax)- Acestea 
permit urmărirea evoluţiei cerinţei de deplasări laterale la diferite intensităţi ale mişcării 
seismice. Este interesant de observat că deplasările maxime la vârf şi deplasările 
maxime de nivel au aceleaşi tendinţe în cazul cadrelor din seria WB, iar configuraţiile 
duale sunt caracterizate de cerinţe mai ridicate de deplasări laterale. Situaţia se 
schimbă însă dramatic la seria SB, deplasările relative de nivel fiind mai mici la cadrele 
duale, în timp ce deplasările maxime la vârf continuă să fie mai mari la aceste 
configuraţii structurale. Această diferenţă de comportare îşi are explicaţia în importanţa 
relativă a factorilor care afectează răspunsul seismic al cadrelor: rigiditatea/rezistenţa 
şi mecanismul plastic. Cerinţa de deplasare maximă la vârf este controlată de 
rigiditatea şi rezistenţa globală a structurii şi este mai mare pentru cadrele duale, care, 
din cauza nodurilor semi-rigide şi parţial rezistente, sunt mai flexibile şi au o forţă 
capabilă mai redusă în comparaţie cu structurile rigide. Cerinţa de deplasare relativă 
de nivel maximă este în schimb afectată într-o mare măsură de formarea unor 
mecanisme plastice parţiale. Cadrele cu stâlpii foarte puternici formează invariabil un 
mecanism plastic global, DRNmax fiind direct proporţionale cu S/H, Cadrele din seria SB, 
chiar dacă corespund cerinţelor normative de stâlp tare - riglă slabă, sunt totuşi 
afectate de formarea unor mecanisme plastice de nivel. în acest caz însă, cadrele 
duale, datorită nodurilor parţial rezistente şi implicit a unor rapoarte a momentelor 
capabile riglă/stâlp mai favorabile, promovează un mecanism plastic de tip global, 
reducând DRNmax- Aceste raţionamente sunt sprijinite şi de distribuţia cerinţelor de 
ductilitate locală în structură, analizate în continuare. 

Distribuţia DRNmax pe înălţimea structurii este prezentată în Figura 4.67 şi Figura 4.68. 
în cazul seriei WB de structuri, deplasările relative de nivel au o distribuţie relativ 
uniformă pe înălţime pentru ambele tipuri de mişcare seismică. Valorile DRNmax sunt 
totuşi mult mai mari în cazul grupului de accelerograme T'c=1.4, în timp ce grupul 
7c=0.5 conduce la deplasări laterale mai mari la nivelele superioare. în cazul seriei SB, 
se evidenţiază potenţialul mai ridicat al cadrelor din această serie pentru mecanisme 
plastice parţiale, observându-se o concentrare puternică a cerinţelor de deplasare 
laterală la primul nivel, în special la cadrul SB-RIG. Cadrele duale din această serie 
(SB-DUI, şi într-o măsură mai mare SB-DUE), reuşesc să reducă din acest handicap, 
ducând la o distribuţie mai uniformă a cerinţei de deplasare pe înălţime. 
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Figura 4.66: Curbele de capacitate pentru distribuţia triunghiulară a forţelor laterale. 

Tabelul 4.24: Coeficientul de stabilitate y. 
forte 
laterale 

structura forte 
laterale WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 
TRIANG -0.005 -0.006 -0.005 -0.027 -0.032 -0.007 
UNIF -0.003 -0.005 -0.005 -0.022 -0.026 -0.017 

Tabelul 4.25: Deplasări relative de nivel maxime şi permanente pentru Ă = 3.0, 
media analizelor dinamice. 

set 
accel. 

structura set 
accel. WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 DRN^s. 0.017 0.019 0.017 0.027 0.023 0.023 Tc=0.5 
DRNaer 0.003 0.003 0.003 0.012 0.009 0.010 

7c-1.4 0.028 ^ 0.031 0.030 0.054 0.047 0.036 7c-1.4 
DRN^r 0.015 0.016 0.014 0.035 0.024 0.018 
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Figura 4.67: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, 
setul 7c=0.5 de accelerograme. 
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Figura 4.68: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, ?i=3, 
setul rc=1.4 de accelerograme. 

Cerinţele de rotiri plastice maxime pe grupe de elemente sunt prezentate în Figura 
4.69 şi Figura 4.70. Setul de accelerograme rc=1.4, impune cerinţe de deformaţii 
plastice mai ridicate în comparaţie cu Tc=0.5, solicitând în acelaşi timp mai puternic 
stâlpii. Concentrarea degradărilor în stâlpi este foarte evidentă în cazul seriei SB, în 
special la structura rigidă. Configuraţiile duale sunt eficiente în limitarea acestui 
fenomen la cadrele din seria SB. Evoluţia cerinţei de rotiri plastice (maxime şi 
acumulate) pe grupe de elemente funcţie de intensitatea acţiunii seismice este 
prezentată în Anexa II. 

Distribuţia cerinţelor de rotiri plastice în elementele structurii supuse setului de 
accelerograme Tc=0,5 pentru Ă=3 este prezentată în Figura 4.71. Cadrele din seria WB 
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prezintă o comportare tipică unui mecanism plastic de tip global, articulaţiile plastice 
formându-se aproape fără excepţii la baza stâlpilor şi la capetele riglelor sau în 
îmbinări. Cadrul WB-DI este "ideal" din acest punct de vedere, deoarece îmbinările 
parţial rezistente de la nodurile interioare îmbunătăţesc raportul momentelor capabile 
riglă/stâlp chiar acolo unde era mai mare nevoie de acest lucru. Cadrele WB-RIG şi 
WB-DUE prezintă rotiri plastice minore în stâlpii interiori de la nivelele superioare, cei 
exteriori suferind articulaţii plastice doar la bază. 

0.05 

0.04 

Rotiri plastice, X=Z, VR-T =0.5 

•o m 

o 

0.03 

0.02 

0.01 

O 

stâlpi 
rigle 
noduri 

WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Figura 4.69: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, Tc=0.5. 
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C D rigle 

noduri 

WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Figura 4.70: Rotirile plastice maxime pe grupe de elemente, X=3, Tc=1.4. 

Cadrele din seria SB prezintă distrugeri distribuite în toate elementele structurale, 
stâlpii fiind solicitaţi mult mai puternic decât în cazul celeilalte serii. Concentrarea 
cerinţei de deformaţii plastice la capetele stâlpilor de la primul nivel indică un 
mecanism plastic de nivel în cazul structurii rigide. Configuraţiile duale reduc rotirile 
plastice pe înălţimea stâlpilor, cu toate că nu le elimină total. Acest fapt îmbunătăţeşte 
totuşi mecanismul plastic al structurilor, având o influenţă pozitivă asupra performanţei 
seismice a structurii. 
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«J ÎS 4 
e =0.019 

max 
[ i 

^ ^ 

{ Ji 

H A 0 • - ^ s z 

1 1 

SB-DUI, media VR-T^,=0.5, X=3, 

Ml 

(I =0.017 ^max 

WB-DUE, media VR-T^=0.5, >.=3, Gp, 

e =0.019 max 

SB-DUE, media VR-T^,=0.5, X=3, 

s a 

i «r 

8 S 

I 1 ^ 

® ® 

e =0.026 max 

1 

g) p _ — . ̂  

T J! 

1 -r 

1 — ® 

n- 1 

1 -c 1 

• • • 

Figura 4.71: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, X=3, 
setul rc=0.5 de accelerograme. 
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Figura 4.72: Distribuţia rotirilor plastice maxime în structuri, X=3, 
setul Tc=^A de accelerograme. 
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în cazul setului de accelerograme Tc=^A (Figura 4.72) distribuţia deformaţiilor plastice 
în elementele structurii urmează tendinţele observate în cazul grupului de 
accelerograme T'c=0.5, dar nivelele inferioare sunt solicitate mai puternic. Cu toate că 
baza stâlpilor de la cadrele WB suferă deformaţii plastice importante, acestea nu se 
extind pe înălţime. Mecanismul plastic este tot unul de tip global. Cadrul SB-RIG suferă 
o concentrare puternică a cerinţei de deformaţii plastice în stâlpii de la primul nivelul. 
Configuraţiile duale, în special SB-DUE, reuşesc să reducă cerinţa de deformaţii 
plastice pe înălţimea stâlpilor, promovând un mecanism plastic de tip global. Această 
acţiune benefică este totuşi mai puţin eficientă decât în cazul setului de accelerograme 
7-c=0.5. 

WB-RIG, media din. SB-RIG, media din. 

VR-T^=0.5 
VR-T^=1.4 

1a art plast 
DRN=0.03 
instab 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
DRN , rad max 

VR-T^=0.5 
VR-T^=1.4 

1a art plast 
DRN=0.03 
instab 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
DRN , rad max' 

Figura 4.73: Comparaţia curbei Ă-ORN^ax pentru cadrele rigide. 

Influenţa conţinutului de frecvenţe al mişcării seismice şi a mecanismului plastic a 
structurii asupra răspunsului seismic poate fi sintetizată pe baza curbelor Ă-DRNmax 
prezentate în Figura 4.73. La valori mici ale intensităţii seismice, când răspunsul 
structurii este în esenţă elastic, cerinţa de deplasări relative de nivel este mai ridicată 
pentru setul rc=0.5, din cauza influenţei modurilor superioare de vibraţie. Odată cu 
creşterea intensităţii seismice peste valori de aproximativ A=1.5, atunci când răspunsul 
structurii este în domeniul plastic, are loc o inversare a cerinţelor de deformaţie impuse 
structurilor, setul de mişcări seismice 70=1.4 fiind deosebit de sever în comparaţie cu 
7c=0.5, şi ducând la o creştere rapidă a deformaţiilor cu intensitatea seismică. în 
acelaşi timp, mecanismul plastic al structurii are un rol determinant pentru performanţa 
structurii în domeniul post-elastic. Un mecanism plastic global îmbunătăţeşte 
considerabil răspunsul structurii, făcând-o mai puţin sensibilă la efectele unor mişcări 
seismice cu perioada de colţ mai mare decât perioada structurii. 

4.7.4 Comparaţia metodelor de analiză 

în Tabelul 4.26 şi Tabelul 4.27 sunt comparate cerinţele de deplasare la vârf şi de nivel 
estimate conform analizei dinamice şi metodei simplificate N2, pentru o intensitate a 
mişcării seismice de A =3. Corelarea dintre rezultatele celor două moduri de analiză 
este mai bună în cazul grupului de accelerograme Tc=^A. Variaţia parametrilor de 
răspuns funcţie de tipul mişcării şi al structurii, este redată bine în termeni calitativi. Din 
punt de vedere cantitativ, metoda simplificată N2 oferă în general rezultate 
acoperitoare în comparaţie cu media analizelor dinamice. Totuşi, în cazul structurii 
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rigide, deplasarea relativă de nivel maximă este supraestimată grosier, cu toate că 
deplasarea la vârf este într-o bună concordanţă cu analiza dinamică. 
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Figura 4.74: Distribuţia ORN âx pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 

Tabelul 4.26: Deplasarea la vârf S^H: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2, Ă =3. 
set 
accel. 

metoda de 
analiză 

structura set 
accel. 

metoda de 
analiză WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 
media din. 0.013 0.014 0.012 0.014 0.015 0.015 

Tc=0.5 N2-TRIANG 0.019 0.020 0.020 0.018 0.019 0.019 Tc=0.5 
N2-UNIF 0.016 0.017 0.016 0.015 0.016 0.016 

Tc=1.4 
media din. 0.023 0.027 0.025 0.020 0.023 0.023 

Tc=1.4 N2-TRIANG 0.026 0.029 0.027 0.023 0.026 0.026 Tc=1.4 
N2-UNIF 0.022 0.025 0.024 0.021 0.023 0.023 

BUPT



4.7 Influenţa configuraţiei structurale şi a criteriilor de proiectare 159 

Tabelul 4.27: Deplasarea relativă de nivel DRNmax- comparaţie între 
media analizelor dinamice şi N2, pentru Ă =3. 

set 
accel. 

metoda de 
analiză 

structura set 
accel. 

metoda de 
analiză WB-RIG WB-DUI WB-DUE SB-RIG SB-DUI SB-DUE 

Tc=0.5 
media din. 0.017 0.019 0.017 0.027 0.023 0.023 

Tc=0.5 N2-TRIANG 0.023 0.024 0.024 0.047 0.029 0.024 Tc=0.5 
N2-UNIF 0.020 0.021 0.021 0.043 0.037 0.025 

Tc=^A 
media din. 0.028 0.031 0.030 0.054 0.047 0.036 

Tc=^A N2-TRIANG 0.031 0.033 0.032 0.071 0.043 0.034 Tc=^A 
N2-UNIF 0.028 0.030 0.030 0.069 0.065 0.037 

Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime funcţie de tipul mişcării şl distribuţia 
forţelor laterale este comparată în Figura 4.74, pentru cadrele WB-RIG şi SB-RIG, şi o 
intensitate a mişcării seismice Ă=3. Cu toate că forţele laterale UNIF au condus la 
valori maxime ale deplasărilor mai apropiate de analiza dinamică, distribuţia acestora 
pe înălţime pare să fie redată mai bine de forţele laterale TRIANG. Metoda simplificată 
de estimare a cerinţei de deplasare oferă rezultate satisfăcătoare în cazul unui răspuns 
dominat de modul întâi de vibraţie (WB-RIG, Tc=^.4). Deplasările relative la nivelele 
superioare sunt subestimate atunci când modurile superioare de vibraţie au un aport 
important la răspunsul structurii (WB-RIG, Tc=0.5). Pe de altă parte, efectul unor 
mecanisme plastice parţiale este supraestimat (WB-RIG, T"c=1.4). 
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Figura 4.75: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, X=3, setul Tc=1.4 de 

accelerograme: media dinamic (a) şi N2-TRIANG (b). 

Cu toate că metoda simplificată N2 de estimare a răspunsului seismic nu poate înlocui 
o analiză dinamică nellniară, ea oferă o metodă de estimare rapidă a cerinţelor 
seismice a unei structuri. Influenţa tipologiei structurale este în general redată corect 
(vezi Figura 4.75). 
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4.7.5 Sinteză 

Configuraţiile duale considerate în acest studiu au avut acelaşi număr de noduri semi-
riglde. Din cele două scheme de dispunere a nodurilor, cadrele cu noduri semi-rigide 
interioare posedă o rigiditate mai mare în comparaţie cu dispunerea nodurilor semi-
rigide la stâlpii exteriori. în cazul structurii studiate aici, configuraţia duală interioară 
(DUI) nu a necesitat creşterea elementelor structurale ^ ţ ă de structura rigidă omogenă 
(RiG), aşa cum a fost cazul configuraţiei duale cu noduri exterioare (DUE). Aceasta se 
datorează faptului că primul mod de dispunere a nodurilor rigide asigură efectul de 
cadru pentru două dintre cele trei deschideri, în timp ce modul alternativ - doar pentru 
una dintre deschideri (vezi Figura 4.76). în condiţiile în care starea limită a exploatării 
normate dictează dimensionarea cadrelor metalice necontravântuite, este evident că 
structura cu mai multe cadre rigide (la acelaşi număr de noduri rigide şi semi-rigide) 
oferă o soluţie mai avantajoasă economic. Nodurile semi-rigide exterioare oferă totuşi 
avantajul unor detalii mai simple şi ded a unui cost mai redus, din cauza că nu 
necesită rigidizarea panoului de inimă al stâlpului. 

(a) (b) 
Figura 4.76: Efeciul dispunerii nodurflor semklgide asupra rigidităţii structurii: configuraţia cu 

noduri interioare (a) şi exterioare (b). 

O attă diferenţă dintre schemele duale analizate o constituie modul în care nodurile 
semi-rigide şi parţial rezistente îmbunătăţesc raportul momentelor capabile riglă-stâlp. 
Configuraţia cu noduri semi-rigide interioare reduce eforturile transmise stâlpilor 
interiori, care sunt scrfidtaţi mai putemic din cauza riglelor concurente din ambele părţi. 
Aceasta oferă avantajul unor cerinţe mai uniforme impuse stâlpilor exteriori şi a celor 
interiori, relaxând induav necesitatea unei rigidlzări excesive a panoului de inimă ai 
stâlpului. Configurata duală cu noduri semi-rigide exterioare asigură rapoarte ale 
momentelor capabile riglă-stâlp mai avantajoase la stâlpii exteriori, situaţia fiind opusă 
însă la stâlpii interiori. 

Lopez şi Bento (2001) au propus un sistem dual format din cadre necontravântuite şi 
pereţi structurali (din beton armat), care să permită formarea de articulaţii plastice în 
stâlpi, asigurând noecanismul plastic global prin rigiditatea şi rezistenţa peretelui 
structural, vezi Rgura 4.77a. Această soluţie permite relaxarea condiţiilor de proiectare 
bazată pe capacitate impusă stâlpilor, asigurând în acelaşi timp un răspuns global 
favorabil. Tagawa şi colab. (2003) au argumentat că un sistem similar poate fi folosit în 
cazni cadrekx necontravântuite metalice, rolul pereţilor structurali fiind preluat de stâlpii 
exteriori, prinşi artiojlaţi de rigle (vezi Rgura 4.77b). Această schemă structurală este 
similară cadreJcw DUE din studiul prezent Cu toate că aceste cadre au avut un răspuns 
superior cadrelor rigide şi a celui dual cu noduri interioare în cazul seriei SB, acest fapt 
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s-a datorat în mare parte procedurii de dimensionare a structurii, care a condus la 
folosirea unui stâlp mai puternic la această structură. O analiză similară efectuată pe o 
structură DUE, dar cu aceleaşi secţiuni ale stâlpilor cu structura rigidă a arătat un 
răspuns post-elastic foarte apropiat de configuraţia duală alternativă (DUI). în orice 
caz, prinderea articulată sau semi-rigidă a riglelor de stâlpii exteriori nu elimină 
solicitarea acestora la momente încovoietoare şi nici formarea de articulaţii plastice. în 
comparaţie cu prinderea rigidă a riglelor (Figura 4.77c), prinderea articulată schimbă 
modul de încărcare al stâlpilor exteriori (Figura 4.77d), aceştia fiind deformaţi în 
curbură simplă (cu excepţia primului nivel). Secţiunea stâlpilor exteriori, dacă sunt 
adoptate secţiuni similare celor pentru stâlpii interiori, nu asigură rezistenţa şi nici 
rigiditatea necesară pentru eliminarea completă a articulaţiilor plastice pe înălţime şi 
implicit a unui mecanism plastic de tip global. 

(a) (b) (c) (d) 
Figura 4.77: Cadre duale formate din cadre necontravântuite şi pereţi structurali 

Lopez şi Bento, 2001 (a); posibilă aplicare a acestui sistem la cadrele duale necontravântuite, 
după Tagawa şi colab, 2003 (b); momentele încovoietoare pe stâlpii exteriori la un cadru cu 

noduri exterioare rigide (c) şi articulate (d). 

Astfel, configuraţiile duale cu noduri semi-rigide nu asigură în mod implicit un 
mecanism plastic global. Totuşi, nodurile parţial rezistente reduc solicitările asupra 
stâlpilor adiacenţi, reducând cerinţele de deformaţii plastice impuse stâlpilor şi 
preîntâmpinând formarea prematură a unor mecanisme plastice parţiale. Eficienţa 
nodurilor semi-rigide în promovarea unui mecanism plastic global poate fi redusă la 
zero în cazul în care la dimensionarea structurii s-a asigurat un astfel de mecanism 
plastic prin alegerea unor stâlpi exagerat de puternici. în acest din urmă caz, cerinţa de 
deplasare la cadrele duale este mai ridicată decât la structura rigidă, din cauza unor 
rigidităţi şi forţe capabile globale mai mici, cauzate de nodurile semi-rigide şi parţial 
rezistente. 

în cazul unor intensităţi reduse ale mişcării seismice, corespunzătoare stării limită a 
exploatării normale, răspunsul global al structurii fiind elastic sau aproape elastic, 
mecanismul plastic nu are nici o relevanţă. Cadrele duale sunt în schimb mai flexibile, 
şi conduc la cerinţe mai ridicate de deplasări laterale. în plus, acestea suferă degradări 
ale nodurilor semi-rigide şi parţial rezistente la intensităţi ale acţiunii seismice sensibil 
mai mici decât nivelul corespunzător SLEN. Per ansamblu, cadrele duale prezintă un 
răspuns mai nefavorabil la starea limită a exploatării normale în comparaţie cu 
structurile rigide. 
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4.8 Concluzii 

Flexibilitatea cadrelor metalice necontravântuite şi condiţiile stringente de limitare a 
deplasărilor relative de nivel la starea limită a exploatării normale din Eurocode 8 
rezultă într-o supradimensionare a acestui tip de structuri din punctul de vedere al 
rezistenţei necesare la starea limită ultimă. în cazul cadrelor rigide omogene, 
suprarezistenţa de proiectare a avut valori cuprinse între 2.5 şi 3.4. Proiectarea 
guvernată de condiţiile de rigiditate laterală şi suprarezistenţa rezultată conduc la 
cerinţe limitate de ductilitate la starea limită ultimă şi la cea de prevenire a colapsului, 
verificarea acestora neîntâmpinând probleme. 

Adoptarea unor noduri riglă-stâlp semi-rigide creşte flexibilitatea configuraţiilor 
structurale omogene, iar satisfacerea condiţiilor de deformabilitate impune o 
compensare a acestora prin creşterea secţiunii riglelor. Această măsură în sine, în 
cazul unor noduri semi-rigide dar cu rezistenţa apropiată de cea a riglei nu este 
convenabilă, deoarece conduce la rapoarte ale momentelor capabile riglă-stâlp 
defavorabile. Momentul capabil redus al nodurilor semi-rigide / parţial rezistente are 
însă un efect favorabil asupra proiectării de capacitate a cadrelor necontravântuite. în 
acelaşi timp, rezistenţa redusă a nodurilor nu afectează dimensionarea cadrelor 
necontravântuite, din cauza suprarezistenţei aferente. Cu toate că Eurocode 8 
defineşte starea limită a exploatării normale doar prin limitarea degradărilor 
nestructurale, în cazul cadrelor rigide limitarea deplasărilor relative de nivel asigură în 
mod implicit şi un răspuns elastic la cutremurul de serviciu, adică limitarea degradărilor 
structurale. în cazul cadrelor cu noduri parţial-rezistente, suprarezistenţa de proiectare 
scade, şi nodurile semi-rigide suferă deformaţii plastice la nivele ale acţiunii seismice 
inferioare cutremurului de serviciu. 

Cadrele duale cu noduri rigide şi articulate prezintă unele avantaje de proiectare, cum 
ar fi eliminarea îmbinărilor după axa minimă de inerţie a stâlpului, reducerea solicitării 
excesive a panoului de inimă al stâlpului la nodurile interioare, şi îmbunătăţirea 
rapoartelor momentelor capabile riglă-stâlp. Totuşi, nodurile articulate reduc simţitor 
rigiditatea structurii şi necesită secţiuni mai mari ale elementelor pentru asigurarea 
rigidităţii necesare. în acelaşi timp, structura rezultă cu mai puţine zone disipative, iar 
optimizarea rigidităţii structurii poate încuraja proiectantul să folosească rigle mai 
puternice în comparaţie cu structurile rigide omogene, ceea ce conduce la favorizarea 
unor mecanisme plastice locale şi la o redundanţă scăzută a structurii. 

Cadrele necontravântuite cu noduri rigide şi semi-rigide (şi parţial rezistente) oferă un 
compromis între cadrele omogene (cu noduri rigide sau semi-rigide) şi cele rigid-
articulate. Spre deosebire de configuraţiile rigid-articulate, cadrele duale cu noduri 
semi-rigide posedă o rigiditate globală mult mai bună, apropiată de cea a cadrelor 
rigide omogene (la aceleaşi secţiuni de elemente). Pentru optimizarea rigidităţii laterale 
a cadrelor duale, se va urmări asigurarea efectului de cadru rigid pentru cât mai multe 
deschideri, prin dispunerea nodurilor semi-rigide între deschideri cu noduri rigide. 
Această strategie asigură o eficienţă mai mare a nodurilor rigide la cadrele duale, la 
acelaşi număr de noduri semi-rigide. Spre deosebire de cadrele omogene rigide, 
cadrele duale cu noduri semi-rigide oferă rapoarte ale momentelor capabile riglă-stâlp 
mai favorabile, reducând posibilitatea formării unor mecanisme plastice de nivel, 
îmbunătăţind astfel capacitatea de disipare a energiei şi răspunsul global al structurii. 
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Totuşi, configuraţiile duale în sine nu elimină complet formarea mecanismelor parţiale 
de nivel. Asigurarea unui mecanism plastic global poate fi realizată doar prin folosirea 
unei suprarezistenţe exagerate a stâlpilor faţă de rigle. Această procedură de 
proiectare este însă ineficientă din punct de vedere al rigidităţii şi conduce la o creştere 
a greutăţii structurale. în cazul unor cadre cu un mecanism plastic garantat, 
configuraţiile duale nu au nici o acţiune benefică asupra răspunsului seismic al 
structurii şi duc la deformaţii laterale mai mari. Singurul avantaj îl constituie costul 
redus al nodurilor rigide. 

Structurile uzuale proiectate conform Eurocode 8 rezultă cu stâlpi cu o suprarezistenţă 
minimă faţă de rigle, dar cu o distribuţie optimă a rigidităţii elementelor structurale faţă 
de cadrele cu un mecanism plastic global. La acest mod de dimensionare, performanţa 
cadrelor duale cu noduri rigide şi semi-rigide este diferită funcţie de intensitatea acţiunii 
seismice. La intensităţi mici, corespunzătoare stării limită a exploatării normale, 
configuraţiile duale asigură rigiditatea necesară la forţe laterale (în multe cazuri fără o 
creştere a greutăţii structurii faţă de structurile rigide), limitând degradările 
nestructurale. Totuşi, spre deosebire de structurile rigide omogene, cadrele duale 
suferă degradări structurale la nivele ale acţiunii seismice chiar mai mici decât cele 
corespunzătoare stării limită a exploatării normale, prin plastificarea nodurilor semi-
rigide. 

La nivele ridicate ale acţiunii seismice, care induc cerinţe de deplasare relativă de nivel 
apropiate de cele care definesc starea limită ultimă (deplasări laterale de nivel de 
aprox. 0.03 rad) sau mai mari, cadrele duale au un comportament superior celor 
omogene rigide. Aceasta se datorează în principal favorizării unui mecanism plastic de 
tip global, care preîntâmpină concentrarea cerinţelor de deplasare într-un singur nivel 
şi asigură o capacitate mai ridicată de disipare a energiei seismice. Acelaşi fenomen 
are ca efect un comportament superior al cadrelor duale la intensităţi foarte ridicate ale 
acţiunii seismice, acestea fiind mai puţin sensibile la atingerea instabilităţii dinamice, 
asociate stării limită de prevenire a colapsului. 

Pentru alcătuirea cadrelor duale sunt de preferat noduri semi-rigide care să elimine 
sudura (pentru a putea înlocui facil elementele degradate în urma unui cutremur) şi să 
fie ductile. îmbinări care să combine aceste cerinţe pot fi de exemplu cele cu corniere 
pe talpă şi inimă, îmbinări cu T-uri, etc. Pentru asigurarea unei ductilităţi 
corespunzătoare, componenta cea mai slabă a îmbinării trebuie sa aibă un mod de 
cedare ductil (talpa cornierei sau a T-ului la încovoiere asigură acest lucru). 

Configuraţiile duale cu noduri rigide şi semi-rigide, chiar şi atunci când ultimele au o 
rezistenţă relativ mică, nu asigură o izolare a deformaţiilor plastice doar în nodurile 
semi-rigide. De aceea, în urma unui cutremur sever, rămâne problema remedierii 
degradărilor la nodurile rigide, mai greu de realizat. 

Flexibilitatea ridicată a cadrelor necontravântuite amplasate pe terenuri tari are ca efect 
situarea perioadei fundamentale a structurii în domeniul de viteze spectrale constante, 
în aceste condiţii, răspunsul inelastic al structurilor este guvernat de conceptul 
"deplasărilor egale", care asigură factori de reducere a forţelor seismice datoraţi 
ductilităţii relativ ridicaţi. Totuşi, cutremurele locale afectate de efectul de directivitate şi 
terenurile foarte slabe pot genera mişcări seismice cu un conţinut bogat de frecvenţe în 
domeniul perioadelor mai mari decât perioada fundamentală a cadrelor metalice 
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necontravântuite. Mişcări seismice cu perioada de colţ Tc în jur de 1.4 secunde sunt 
specifice unor amplasamente pe terenuri slabe din România. Astfel de mişcări 
seismice nu afectează răspunsul elastic al cadrelor necontravântuite, cu perioada 
fundamentală mai mică decât perioada de colţ, dar amplifică substanţial cerinţa de 
deplasare în domeniul inelastic de comportare. Pentru cadrele analizate în acest 
studiu, factorii medii de reducere a forţelor seismice datoraţi ductilităţii au suferit o 
reducere de la 5.4 în cazul mişcării seismice Tc=0.5 la 2.6 în cazul rc=1.4. Acest 
aspect al interacţiunii dintre răspunsul inelastic al structurilor şi tipul de mişcare 
seismică nu este reflectat în normele actuale anti-seismice şi poate fi deosebit de 
periculos pentru structuri care nu posedă suprarezistenţa foarte mare generată de 
cerinţele Eurocode 8 pentru starea limită a exploatării normale. 

Analiza statică neliniară şi metodele bazate pe deplasare (N2) oferă informaţii 
importante asupra răspunsului seismic al structurilor dominat de modul întâi de vibraţie, 
comparabile calitativ şi cantitativ cu rezultatele "exacte" ale analizei dinamice neliniare. 
Distribuţia triunghiulară de forţe laterale a dat în general rezultate mai bune în 
comparaţie cu cea uniforma. Exactitatea analizei statice neliniare suferă în cazul în 
care modurile superioare de vibraţie au un aport important la răspunsul structurii. în 
plus, analiza statică neliniară are tendinţa să supraestimeze cerinţa de deformaţie în 
nivelele afectate de mecanisme plastice parţiale. Cu toate acestea, metoda de analiză 
bazată pe deplasare oferă o estimare rapidă a răspunsului seismic al structurilor şi este 
deosebit de utilă în cazul cadrelor duale, din cauza caracteristicilor diferite ale nodurilor 
rigide şi a celor semi-rigide. 
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CAPITOLUL 5 

CADRE DUALE CONTRAVANTUITE EXCENTRIC 

5.1 Introducere 

Structurile de rezistenţă folosite în construcţii pot fi reduse la un număr limitat de tipuri 
structurale bine definite. Acest lucru face posibilă schematizarea structurii, analiza şi 
dimensionarea ei, funcţie de încărcările la care este solicitată. Astfel, în cazul 
construcţiilor metalice multietajate, tipurile structurale de bază sunt (Figura 5.1): 
• cadrele necontravântuite 
• cadrele contravântuite centric (în X, K, V, etc.) 
• cadrele contravântuite excentric 
• diafragmele metalice (folosite cu precădere în SUA şi Japonia). O categorie aparte a 

acestor tipuri de structuri o reprezintă cadrele cu diafragme din oţel cu limita de 
curgere redusă, care oferă o ductilitate excelentă. Aceste sisteme structurale sunt 
folosite aproape exclusiv în Japonia, unde au fost studiate în detaliu, inclusiv 
experimental 

• cadrele duale, alcătuite din cadre metalice necontravântuite şi una din variantele 
cadrelor contravântuite sau a diafragmelor metalice 

(a) (b) (c) (d) 
Figura 5.1: Principalele tipuri de structuri metalice: cadre necontravântuite (a), cadre 

contravântuite centric în X (b), cadre contravântuite centric în V (c), 
cadre contravântuite excentric (d), Eurocode 8, 1994. 

în plus faţă de aceste tipuri structurale "pur metalice", se menţionează soluţiile mixte, 
obţinute prin combinarea unei structuri metalice cu elemente din beton armat sau 
zidărie (Eurocode 8, 1994). Structurile duale sunt folosite curent la structurile din beton 
armat, obţinute prin combinarea pereţilor structurali cu cadre necontravântuite, fie prin 
legarea mai multor pereţi structurali prin grinzi de cuplare. 

165 
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Sisteme duale pot rezulta uneori din necesităţi de ordin arhitectonic şi/sau economic. 
Astfel, travei formate din cadre contravântuite pentru limitarea deplasărilor laterale pot 
fi combinate cu travei din cadre necontravântuite pentru asigurarea unui spaţiu liber. 
Conlucrarea celor două sisteme are loc prin efectul de şaibă rigidă al planşeelor, care 
trebuie să fie dimensionate pentru a putea transmite eforturile suplimentare datorate 
diferenţei de rigiditate dintre cele două subsisteme. 

Normele de proiectare antiseismică prevăd diverse criterii de proiectare şi alcătuire 
pentru fiecare tip structural, pentru asigurarea unui comportament seismic adecvat. 
Cadrele duale sunt tratate în schimb mult mai sumar, proiectantul fiind îndrumat către 
criteriile de proiectare specifice structurilor componente în parte. în plus, se 
menţionează doar că forţele laterale sunt preluate de către substructuri proporţional cu 
rigiditatea lor (Eurocode 8, 1994). Normele americane (NEHRP 2000) mai impun şi 
condiţii de rezistenţă, astfel, cadrele necontravântuite trebuie să fie capabile să preia 
cel puţin 25% din forţa laterală de calcul pentru a califica ansamblul de cadre 
necontravântuite şi cadre contravântuite/ în diafragme drept cadre duale. Acest criteriu 
este stabilit însă în mod arbitrar şi nu are la bază un studiu specific (NEHRP 2000, 
comentarii). 

Din punt de vedere al proiectării, structurile duale nu oferă un avantaj anume faţă de 
structurile omogene. De cele mai multe ori aportul cadrelor necontravântuite la 
rezistenţa de ansamblu a cadrelor duale este neglijată, forţele seismice fiind preluate 
de către substructura mai rigidă (cadre contravântuite/ în diafragme). Această abordare 
se datorează simplificării calculului structural şi a verificărilor de siguranţă necesare a fi 
efectuate, proiectantul având o libertate mai mare în optimizarea structurii, nefiind 
necesară, de exemplu, asigurarea unei suprarezistenţe a stâlpilor faţă de rigle în cazul 
cadrelor necontravântuite secundare. Structurile omogene, cu noduri articulate în 
deschiderile necontravântuite sunt preferate în multe cazuri, din cauza costului redus al 
acestor îmbinări. 

Acest capitol studiază structurile duale obţinute prin combinarea a două substructuri cu 
proprietăţi (rigiditate, rezistenţă şi ductilitate) substanţial diferite, cum ar fi cadrele 
contravântuite excentric combinate cu deschideri necontravântuite cu noduri rigide. 
Spre deosebire de cadrele duale necontravântuite, analizate în capitolul 4, 
componentele structurilor duale contravântuite/necontravântuite influenţează într-o 
măsură mai mare caracteristicile globale ale structurii şi este de aşteptat ca şi 
răspunsul seismic să fie afectat corespunzător. 

5.2 Studii existente 

Akiyama (1999) a arătat că structurile de tip "flexibil-rigid" sunt cele mai eficiente din 
punct de vedere seismic. Se aşteaptă ca subsistemul flexibil să prevină deplasările 
relative de nivel excesive, iar cel rigid să disipeze energia seismică prin deformaţii 
plastice (vezi Figura 4.32). S-a propus o modalitate practică de obţinere a unui astfel 
de sistem, prin combinarea unor variante speciale de îmbinări rigide şi semi-rigide, 
adaptate sistemului constructiv folosit în Japonia. Soluţia este prezentată mai 
amănunţit în capitolul 4.5. Partea problematică a soluţiei constă în faptul că 
subsistemul flexibil trebuie să posede o rezistenţă superioară celui rigid. Acesta poate 
fi însă dificil, dacă nu imposibil de realizat prin metode uzuale, cunoscut fiind faptul că 
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rezistenţa şi rigiditatea sistemelor structurale sunt în relaţie directă, o creştere a 
rigidităţii ducând în general la o creştere a rezistenţei. 

lyama şi Kuwamura (1999) au studiat aspectul probabilistic al sistennelor duale cu un 
grad de libertate dinamică. Sistemul dual folosit de autori este alcătuit dintr-un cadru 
necontravântuit şi unul contravântuit centric cu perioade proprii de vibraţie diferite (vezi 
Figura 5.2). Structura duală obţinută este denumită "rezistentă la cedare" deoarece 
furnizează o cale alternativă pentru încărcarea seismică (cadrul necontravântuit) în 
cazul cedării sistemului primar (cadrul contravântuit). Analizele dinamice efectuate au 
arătat că sistemul dual posedă un factor de siguranţă superior celor omogene (formate 
doar din cadrul contravântuit sau cel necontravântuit), ţinând cont de caracteristici 
necunoscute ale mişcărilor seismice viitoare. S-a arătat de asemenea că beneficiile 
sistemului dual sunt sporite pentru diferenţe mari între perioadele proprii de vibraţie a 
subsistemelor şi atunci când ductilitatea subsistemelor este mică. 

+ 

Structura duală substructura primară 
(cadru contravântuit) 

substructura secundară 
(cadru necontravântuit) 

Figura 5.2: Alcătuirea sistemului dual studiat de către lyama şi Kuwamura (1999). 
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(a) (b) 
Figura 5.3. Cadre în diafragme metalice standard (a) şi duale (b), Astaneh-AsI, 2001. 

Astaneh-AsI (2001) a studiat structurile cu diafragme metalice, subliniind importanţa 
liniilor multiple de rezistenţă, obţinute în mod natural prin combinarea diafragmelor 
metalice şi a cadrelor necontravântuite (vezi Figura 5.3). S-a arătat că dacă diafragma 
metalică este amplasată în interiorul unui cadru necontravântuit (şi nu paralel cu 
acesta, în altă axă), prezenţa diafragmei la colţurile cadrului necontravântuit reduce 
cerinţa de ductilitate a îmbinărilor acestuia. în plus, atunci când diafragma este 
amplasată în interiorul cadrului necontravântuit, preluarea forţelor laterale de către cele 
două subsisteme este directă, nefiind nevoie de planşee rigide şi puternice pentru 
transferul eforturilor între diafragme şi cadrele necontravântuite. Chiar şi atunci când 
structura în diafragme nu face parte dintr-un sistem dual, cadrele cu îmbinări articulate 
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se comportă mai mult sau mai puţin ca îmbinări semi-rigide, contribuind la sistemul de 
rezistenţă la forţe laterale. în cazul diafragmelor metalice care fac parte din cadre cu 
noduri articulate, cadrele articulate care se comportă ca şi cadre semi-rigide furnizează 
un sistem secundar de siguranţă pentru structura primară. 

5.3 Principii de alcătuire a sistemelor duale 

Folosind principii energetice, Akiyama (1999) a demonstrat eficienţa din punct de 
vedere al comportamentului seismic al structurilor duale (rigid-flexibile), compuse din 
două subsisteme, din care unul (flexibil) să rămână elastic în timpul cutremurului, iar 
altul (rigid) să disipeze energie prin deformaţii plastice. Acest obiectiv se poate realiza 
alegând în mod corespunzător caracteristicile celor două sisteme componente (forţa de 
curgere Fy, şi rigiditatea K,). Comportarea globală al unui cadru dual poate fi asimilată 
simplificat cu un sistem format din două resorturi elastice - perfect plastice (vezi Figura 
5.4) legate în paralel. în domeniul elastic, se poate scrie pentru fiecare resort: 

(5.1) 

unde F, este forţa aplicată, K, este rigiditatea resortului /, 5-, este deformaţia resortului /. 

Obiectivul realizării sistemului dual constă în dirijarea deformaţiilor plastice (a disipării 
de energie) în subsistemul rigid (2). Pentru aceasta, rigidităţile iniţiale ale celor două 
subsisteme trebuie astfel alese, ca să se împiedice apariţia deformaţiilor plastice în 
componenta flexibilă (1). Considerând necesară o deformaţie plastică Sp,2 (cerinţă de 
ductilitate) în resortul rigid, se poate scrie următoarea relaţie: 

sau, la limită. + p̂/2 = (5.2) 

K I . F y l 

AAAA/V 
^ W W V 

K2. Fy2 

K=K1+K2 

8y2 8y1 

Figura 5.4: Model simplificat al unui sistem dual generalizat. 

Dacă introducem notaţia: 

+ = = MD ' ̂ y2 (5.3) 

unde fjo reprezintă ductilitatea resortului 2 până la plastificarea resortului 1, rezultă în 
continuare: 
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I=y2 /<, 
(5.4) 

Ţinând cont de faptul că există o corelare între rigiditatea structurii (K) şi forţa capabilă 
(Fy), şi considerând în mod simplificat Fyi/Fy2=0.5 şi o ductilitate necesară /y=4, rezultă 
un raport necesar al rigidităţilor de K2/Ki=8. Pentru investigarea posibilităţii obţinerii 
unor cadre duale necontravântuite cu aceste proprietăţi se poate folosi modelul din 
Figura 5.5. Modelul reprezintă un subansamblu extras dintr-un cadru real, pornind de la 
premiza că riglele sunt supuse încovoierii în curbură dublă, cu punctul de inflexiune 
situat la jumătatea deschiderii şi considerând fiecare riglă aparţinând la două nivele. 
Astfel, caracteristicile mecanice ale riglelor au fost înjumătăţite. Acest model pare să fie 
reprezentativ pentru cadrele care cedează printr-un mecanism plastic global 
(Mazzolani şi Piluso 1996). Rigiditatea stâlpilor este Elo/h] cea a riglelor este Elt/L. 
Relaţia moment-rotire a îmbinării este modelată printr-o curbă biliniară care este 
definită complet de doi parametri: rigiditatea elastică K^ şi momentul capabil Muc. 
Pentru domeniul elastic, diferenţa dintre o substructură cu noduri semi-rigide şi una cu 
noduri rigide este guvernată de următorii parametri adimensionali (Mazzolani şi Piluso 
1996): 

. EIJL 
^ EUh' EL 

(5.5) 

Rigiditatea laterală a substructurii {Kik) este determinată de F/S, conducând la relaţia: 

K-C 
" h' K + 6 + KC 

Care, pentru cazul nodurilor rigide, duce la: 

h' 1 + ^ 

(5.6) 

(5.7) 

^KţJl,,Mpb 
Mpb/2-\ 

Kţ/2 

lb/2 V2 

U2 m 

Figura 5.5. Substructură folosită pentru determinarea rigidităţii unui cadru metalic 
necontravântuit, (Mazzolani şi Piluso 1996). 

Considerând un cadru necontravântuit tipic, cu următoarele dimensiuni caracteristice: 
L=6.0m, /7=3.0m, grinzile IPE550, stâlpii HEB360, se poate analiza influenţa rigidităţii 
îmbinării asupra rigidităţii substructurii. Relaţia dintre rigiditatea adimensională a 
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nodurilor ( K ) şi cea a substructurii {Kik =KiJKi^ ) se poate urmări în Figura 5.6. 
Eurocode 3 clasifică îmbinările riglă-stâlp la cadrele necontravântuite funcţie de 
rigiditatea lor iniţială în felul următor (vezi Figura 4.8): 
• K < 0.5 - îmbinările pot fi considerate articulate 
• 0.5 < K < 25 - îmbinările trebuie considerate semi-rigide 
• K > 25 - îmbinările pot fi considerate rigide 

în relaţie cu valoarea Kik=K2/Ki=8=(1/0.125) se poate trage concluzia că este practic 
imposibil să se obţină o valoare Kik =0.125, deoarece aceasta ar necesita utilizarea 
unor îmbinări cu o rigiditate adimensională în jur de 0.5, adică nişte îmbinări articulate. 
Iar îmbinările articulate nu pot asigura cadrelor necontravântuite minimul de rigiditate şi 
rezistenţă pentru folosirea lor în preluarea unor forţe laterale. în acest sens, cadrele 
duale obţinute doar prin utilizarea nodurilor semi-rigide şi rigide nu vor putea beneficia 
de toate avantajele oferite de conceptul de structură duală rigid-flexibilă. 

0.5 -

0 1 2 3 4 
rigiditate adimensionala nod 

Figura 5.6: Influenţa rigidităţii nodului asupra rigidităţii structurii. 

Y = 0 H 

I 

1 

H 

(a) (b) 
Figura 5.7: Modelul simplificat rigid-plastic al cadrelor necontravântuite (a) şi a celor 

contravântuite excentric (b). 

Ca alternativă la soluţiile de cadre duale analizate mai sus, se pot considera structurile 
metalice duale realizate prin combinarea cadrelor metalice necontravântuite cu noduri 
rigide sau semi-rigide şi a cadrelor metalice contravântuite excentric. Comportarea 
simplificată a două substructuri de acest tip poate fi urmărită în Figura 5.7. Raportul 
rigidităţilor substructurii necontravântuite şi contravântuite excentric, se situează în jurul 
valorii de /<2/K,=8, ceea ce indică posibilitatea alcătuirii unei scheme duale eficiente 
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seismic. Diferenţa esenţială între cele două sisteme este "amplificarea" solicitării 
elementului disipativ de la structura contravântuită excentric (link): / = i9 • L/e. 

5.4 Răspunsul seismic al structurilor duale 

5.4.1 Proiectarea şi modelarea structurii 

Obiectul studiului îl reprezintă o structură duală formată din cadre metalice 
necontravântuite şi cadre contravântuite excentric. Structura este un cadru metalic cu 
3x3 deschideri şi 5 nivele, deschiderile de 5 m, iar înălţimea etajelor de 4.0 m pentru 
parter şi 3.5 m pentru celelalte nivele. Deschiderea din mijloc este contravântuită 
excentric, vezi Figura 5.8. Construcţia se presupune a fi amplasată într-o zonă 
seismică puternică, în condiţii de amplasament cu un teren rigid. Secţiunile elementelor 
structurale sunt constante pentru nivele 1-5, cu excepţia contravântuirilor, care au o 
secţiune mai mare la nivelul inferior. Structura a fost dimensionată conform 
prevederilor Eurocode 3 şi Eurocode 8 (1994), pentru un oţel tip OL37 (S235). 
încărcările normate considerate sunt identice celor considerate anterior în cazul 
structurilor necontravântuite: încărcarea permanentă pe planşeu - Gp/=4.75 kN/mp; 
încărcarea permanentă a închiderilor exterioare - Gc/=1.70 kN/mp; încărcarea utilă -
0=3.0 kN/mp. Acţiunea seismică a fost definită de o acceleraţie maximă a terenului: 
PG>A=0.35g; clasa terenului - A] factorul de reducere al forţelor seismice - c/d=5.5 
(pentru cadre contravântuite excentric); limita deplasărilor relative de nivel -
diim=0.006h. 

7\ /\ /\ /\ 

iD co" 

m 
co' 

m 
co 

Ln 
co' 

Figura 5.8: Dimensiunile cadrului dual analizat. 

Siguranţa structurii a fost verificată la stările limită ultime şi ale exploatării normale, 
pentru grupările de încărcări fundamentală şi excepţională (seismică), alcătuite în 
conformitate cu normele europene. Calculul structurii la acţiunea seismică a fost 
efectuat printr-o analiză modală. Barele disipative (linkurile) au fost alese de tip scurt, 
care disipează energia seismică prin deformaţii de forfecare. Acestea au fost 
dimensionate din gruparea excepţională de încărcări, rezultând o secţiune IPE240 cu o 
lungime de 400 mm. Pentru asigurarea unei ductilităţi globale adecvate, stâlpii şi 
contravântuirile trebuie protejate împotriva formării de articulaţii plastice. Eurocode 8 
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(1994) prevede în acest sens dimensionarea stâlpilor şi a contravântuiriior la o forţă 
axială generată de plastificarea şi consolidarea linkului. Relaţia de verificare folosită de 
Eurocode 8 (1994) este: 

(5.8) 

unde NRd(Msd,Vsd) este rezistenţa de calcul la forţa axială conform Eurocode 3; Nsd.c 
este forţa axială în stâlp sau contravântuire din încărcările gravitaţionale a grupării 
seismice; Nsd.E este forţa axială în stâlp sau contravântuire generată de încărcarea 
seismică; a - valoarea minimă a rapoartelor Vpi_Rd/Vsd pentru barele disipative, Vpî d 
fiind forţa tăietoare plastică a secţiunii, iar Vsd - forţa tăietoare de calcul în combinaţia 
seismică de încărcări. 

Practic, această procedură de calcul încearcă să estimeze, folosind principiile 
proiectării de capacitate, eforturile generate în elementele structurii de plastificarea şi 
consolidarea barelor disipative. Verificarea prevăzută în Eurocode 8 (1994) se 
limitează la estimarea doar a forţei axiale din stâlpi şi contravântuiri. Alte norme, cum 
ar fi AISC 2002, impun asigurarea unei suprarezistenţe şi pentru riglele cadrului în 
afara linkului, verificarea efectuându-se nu numai pentru forţa axială. Această din urmă 
abordare a fost folosită pentru dimensionarea elementelor structurii analizate, factorul 
de suprarezistenţă aplicându-se doar componentei seismice a încărcării, aşa cum o 
face şi varianta mai recentă a normei Eurocode 8, 2003: 

(5.9) 

Valoarea factorului de suprarezistenţă 1.2a a fost de 1.7, eforturile generate conform 
ecuaţiei (5.9) fiind determinante pentru dimensionarea contravântuiriior şi a riglelor din 
deschiderea de mijloc. Riglele din deschiderile marginale şi stâlpii, inclusiv cei interiori 
au fost dimensionaţi din gruparea fundamentală de încărcări. Starea limită a exploatării 
normale a verificat pentru secţiunile determinate din starea limită ultimă. Dimensiunile 
elementelor pentru această structură, denumită în continuare "de bază" sunt 
prezentate în Tabelul 5.1. 

Analiza neliniară a structurii a fost efectuată cu ajutorul programului Drain-3dx 
(Prakash şi colab, 1994). Nodurile cadrului au fost considerate rigide. Pentru analiza 
dinamică neliniară a fost specificată o amortizare Rayleigh de 2%, determinată pentru 
primele două moduri de vibraţie, care însumează 96% din masa modală efectivă. Au 
fost de asemenea considerate efectele de ordinul II ( P - A ) . 

Riglele, stâlpii şi contravântuirile au fost modelate cu elemente tip 08, folosind câte o 
articulaţie plastică P-M la cele două capete. Articulaţiile plastice sunt punctuale dar 
sunt formate din fibre, ceea ce permite considerarea directă Interacţiunii moment-forţă 
axială, cât şi a eventualelor alungiri plastice ale elementelor. Au fost folosite câte 20 de 
fibre pentru discretizarea secţiunilor elementelor, după cum se poate vedea în Figura 
5.9. Modulul de elasticitate al oţelului a fost considerat de 210000 N/mm^ limita de 
curgere - cea nominală (fy=235 N/mm^), iar consolidarea de 629 N/mm^. 

Linkurile au fost modelate tot cu elemente tip 08, folosind o articulaţie plastică de 
forfecare. Relaţia forţă tăietoare - deplasare a avut la bază propunerile lui Ricles şi 
colab, (1994), constând într-o înfăşurătoare formată din patru segmente. Această 

BUPT



5.4 Răspunsul seismic al structurilor duale 173 

relaţie a fost adaptată opţiunilor de modelare din programul de analiză neliniară Drain-
3dx, prin limitarea la o înfăşurătoare triliniară. Figura 5.10 prezintă relaţia forţă tăietoare 
- deplasare folosită, cât şi comportarea ciclică a unui element de link din structura 
analizată. Forţa tăietoare de curgere s-a obţinut conform relaţiei: 

V = A - f j S 
S 'y 

(5.10) 

unde As este aria de forfecare (h-2tf)t^: h - înălţimea profilului; tf - grosimea tălpii; t^ -
grosimea inimii; f y - limita de curgere a oţelului. 

Rigiditatea iniţială de forfecare se obţine pe baza relaţiei clasice: 

(5.11) 

unde G este modulul de forfecare; e - lungimea linkului. 

Figura 5.9: Discretizarea fibrelor pentru modelarea articulaţiilor plastice la o secţiune 
dublu T (stâlp) şi cheson (contravântuire). 

K3=0.002 K1 

K2=0.04 K1 
z 

300-

200^ 

100-

0 -

- 1 0 0 

- 2 0 0 

-300 

DEPLASARE 

(a) 

-0.02 -0.01 O 0.01 0.02 
Y, rad 

(b) 
Figura 5.10: Relaţia forţă-deplasare folosită pentru modelarea linkului (a) şi 

răspunsul ciclic al modelului (b). 
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5.4.2 Alcătuirea configuraţiilor duale 

După cum s-a menţionat anterior, o structură duală performantă din punct de vedere 
seismic trebuie să disipeze energia seismică în substructura rigidă, iar substructura 
flexibilă să intre cât mai târziu în curgere, împiedecând creşterea excesivă a 
deplasărilor relative de nivel tranzitorii şi mai ales a celor remanente. Astfel, un indice 
al alcătuirii corecte a sistemului dual îl poate constitui ductilitatea no (vezi ecuaţia (5.4) 
şi Figura 5.4), care poate fi mărită în următoarele moduri: 
• substructura flexibilă: prin creşterea forţei de curgere şi micşorarea rigidităţii 
• substructura rigidă: prin scăderea forţei de curgere şi creşterea rigidităţii 

Pentru sisteme cu mai multe grade de liberate dinamice, coeficientul /̂ o poate fi definit 
ca şi raportul deplasării la vârf la formarea primei articulaţii plastice în elementele 
nedisipative (4cy) Şi a celei la formarea primei articulaţii plastice în elementele disipative 
{5^) ale structurii: 

(5.12) 

Rezistenţa unui ansamblu structural este legată de rigiditatea acestuia, astfel încât 
mărind dimensiunile subansamblului flexibil pentru a-i mări rezistenţa, creşte şi 
rigiditatea acestuia, minimizând efectul dorit asupra structurii duale. în cazul oţelului, 
totuşi, există posibilitatea creşterii forţei de curgere fără a mări şi rigiditatea, folosind un 
oţel cu o limită de curgere superioară, deoarece modulul de elasticitate este practic 
constant pentru oţelurile de construcţie. 

Tabelul 5.1: Dimensiunile elementelor pentru schemele duale considerate. 

Structura Linkuri+ 
grinzi centrale Grinzi Stâlpi Contravântuiri 

De bază - DUAb IPE 240 OL37 IPE 330 
OL37 

HEB 260 
OL37 

RHS 120x120x(7.1-12.5) 
OL37 

Modificată 1 -
DUAi IPE 240 OL37 IPE 450 

OL37 
HEB 260 
OL37 

RHS 120x120x(7.1-12.5) 
OL37 

Modificată II -
DUAi, IPE 240 OL37 IPE 330 

OL52 
HEB 260 
OL52 

RHS 120x120x(7.1-12.5) 
OL37 

Tabelul 5.2: Ductilitate convenţională ^d a structurilor duale. 

forţe laterale structura forţe laterale 
D U A B D U A I D U A I , 

T R I A N G 2.94 3.27 4.98 
U N I F 3.05 3.49 5.04 

Aceste două căi de a îmbunătăţi ductilitatea convenţională /uo a structurilor duale au 
fost studiate modificând structura de bază (DUAb) prin mărirea dimensiunilor grinzilor 
din deschiderile necontravântuite ( D U A | ) şi folosind un oţel cu limita de curgere mai 
mare ( D U A H ) , vezi Tabelul 5.1. Pentru a determina influenţa celor două moduri de 
optimizare a ductilităţii convenţionale s-a efectuat o analiza statică neliniară, cu două 
distribuţii de forţe laterale: triunghiulară (TRIANG) şi uniformă (UNIF). Figura 5.11 
prezintă curbele de capacitate ale celor trei structuri. Rigiditatea iniţială şi formarea 
primei articulaţii în link sunt identice la structurile DUAb Şi DUAn, în schimb rezistenţa 
post-elastică este sensibil mai mare la structura modificată II, consecinţă a aceleiaşi 
rigidităţi a elementelor structurale în domeniul elastic, şi a unei rezistenţe superioare a 
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deschiderilor necontravântuite după plastificarea linkurilor. Structura DUA| este mai 
rigidă decât celelalte două, cu toate acestea, formarea primei articulaţii plastice în link 
şi rezistenţa globală sunt apropiate de cele ale structurii DUAn. Structura modificată II 
prezintă avantajul unei comportări elastice a substructurii flexibile până la valori mai 
mari ale deplasării ia vârf, precum şi atingerea capacităţii de deformare în elementele 
structurale la o deplasare globală mai mare. Această soluţie structurală, care foloseşte 
calităţi diferite de oţel pentru substructura rigidă (deschiderea de mijloc, contravântuită 
excentric) şi cea flexibilă (deschiderile marginale, necontravântuite), este cea mai 
eficientă în sensul creşterii fjo, după cum se poate observa din Tabelul 5.2. 

0.6 
TRIANG 

0.5 

_ DUÂ^ 
_ . DUA, 

-

O 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 
5/H 

r artlink 
1®art?ilink 

A 0 • u 

0.6 
UNIF 

_ DUĂ, 

0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 
6/H 

_ . DUA| 
- DU/S, 
A artlink 
• 1®art?tlink 
• u 

0.03 

Figura 5.11: Curbele de capacitate ale structurilor duale: 
distribuţiile triunghiulare şi uniforme ale forţelor laterale. 
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5.4.3 Răspunsul seismic al cadrelor duale cu contravântuiri excentrice 

Pornind de la rezultatele prezentate mai sus, s-a reţinut structura modificată II (numită 
în continuare DUA), pentru a evalua influenţa unei configuraţii duale asupra 
răspunsului seismic al structurii. O structură corespunzătoare omogenă (EBF) a fost 
obţinută prin articularea riglelor din deschiderile unu şi trei, păstrând doar deschiderea 
contravântuită excentric ca sistem de rezistenţă la forţe laterale (vezi Figura 5.12). 
Verificările de rezistenţă, stabilitate şi deformaţii ale structurii omogene nu au necesitat 
modificarea secţiunilor elementelor. în domeniul elastic, sporul de rigiditate globală al 
structurii adus de deschiderile necontravântuite este minor. Combinat cu un factor de 
reducere al forţelor seismice identic pentru structurile duale şi omogene, aceasta a dus 
la aproximativ aceleaşi solicitări ale elementelor disipative (linkuri). în cazul riglelor 
articulate la structura omogenă, care au fost dimensionate din gruparea fundamentală, 
creşterea momentului maxim a fost compensată de rezistenţa superioară a oţelului 
(OL52 faţă de OL37) adoptat la structurile DUA şi EBF, faţă de dimensionarea iniţială 
(structura DUAb). Perioadele proprii de vibraţie ale modului fundamental au constituit 
0.58 şi 0.64 secunde, pentru structura duală, respectiv cea omogenă. 

DUA EBF 
Figura 5.12: Configuraţia duală (DUA) şi cea omogenă (EBF). 

Deformaţiile plastice de forfecare în inima linkurilor oferă în general o ductilitate 
excelentă (Kasai şi Popov, 1986). Prevederile normative pentru capacitatea de 
deformare a elementelor disipative scurte variază între 0.08 rad (AISC 2002) şi 0.11 
rad (FEMA 356, 2000). în această lucrare, s-a folosit o deformaţie ultimă a linkurilor de 
/u=0.1 rad. Capacitatea de rotire plastică 0u a elementelor încovoiate (rigle, stâlpi şi 
contravântuiri) a fost stabilită la 0.03 rad. Criteriul de cedare corespunzător stării limită 
ultime (SLU) a fost determinat la atingerea deformaţiilor ultime {/u, ^u) în elementele 
structurii. Nivelul de performanţă pentru starea limită a exploatării normale (SLEN) a 
fost limitarea deplasărilor relative de nivel la 0.006 h, iar cel pentru starea limită de 
prevenire a colapsului (PC) - atingerea instabilităţii dinamice. Nivelul acţiunii seismice 
corespunzător SLEN, SLU şi PC a fost Ă=0.5, Ă=^.0 şi respectiv Ă=^.5. Detalii asupra 
metodologiei folosite pentru determinarea nivelelor de performanţă şi a acţiunii 
seismice au fost prezentate în capitolul 4. 

Analiza dinamică neliniară a fost efectuată cu cele două seturi a câte şapte 
accelerograme din sursa seismică Vrancea (rc=0.5 şi rc=1.4) selectate în capitolul 2. 
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Pentru a asigura o intensitate a acţiunii seismice aproximativ egală cu cea de 
proiectare, spectrele ţintă ale grupurilor Tc=0.5 şi Tc=^A au fost scalate la aceiaşi 
acceleraţie spectrală în domeniul de perioade 0.58-0.64 secunde cu cea a spectrului 
ECS clasa A de teren (7c=0.4). în Figura 5.13a sunt prezentate cele trei spectre de 
pseudo-acceleraţie ţintă, iar Figura 5.13b prezintă spectrele ţintă Tc=0.5 şi 7"c=1.4 
scalate, împreună cu media spectrelor accelerogramelor asociate. în urma acestei 
proceduri au rezultat acceleraţii de vârf ale terenului PGA=0.28g pentru setul Tc=0.5 şi 
PGA=0.23g pentru setul rc=1.4, corespunzătoare PGA=0.35g în cazul spectrului ECS 
teren A. 

10 10 
EC8 clasa A 
EC8-vr. T^=0.5 

. _ EC8-vr.T^=1.4 

E < 

o. 

Vrancea, T^=0.5 
— - Vrancea, 4 

E 

Q. 

Figura 5.13: Scalarea spectrelor de pseudo-acceleraţie ţintă (a), şi 
media spectrelor celor două seturi de accelerograme (b). 

în prima etapă s-a efectuat o analiză statică neliniară, curbele caracteristice de 
capacitate pentru o distribuţie triunghiulară a forţelor laterale fiind prezentate în Figura 
5.14. Cerinţa de deplasare a fost estimată cu metoda N2 (Fajfar, 2000), descrisă în 
paragraful 3.8.3. Reprezentarea grafică a procedurii este exemplificată în Anexa III. Ca 
evenimente importante în răspunsul structurii au fost alese formarea primei articulaţii 
plastice în link, formarea primei articulaţii plastice în afara linkului, şi atingerea 
deformaţiei ultime în elementele structurale. în domeniul elastic structura omogenă 
este mai flexibilă decât cea duală, dar diferenţele sunt relativ mici. Forţa tăietoare de 
bază la formarea primei articulaţii plastice în link are şi ea valori apropiate la cele două 
structuri. Aceste observaţii indică faptul că răspunsul elastic, ca şi procesul de 
dimensionare a unor structuri duale de acest tip sunt controlate de proprietăţile cadrului 
contravântuit excentric, deschiderile necontravântuite având o influenţă minoră. 

Ambele structuri au o consolidare importantă în domeniul post-elastic, cadrul dual fiind 
caracterizat totuşi de o rigiditate post-elastică mai mare faţă de cel omogen. Diferenţele 
dintre răspunsul celor două structuri încep să se facă simţite după plastificarea 
elementelor disipative principale (linkurile). La atingerea capacităţii de deformare în 
elemente, structura duală are un spor al rezistenţei globale de 50%. Criteriul capacităţii 
de deformare locală a elementelor structurale a fost guvernat de atingerea deformaţiei 
ultime în linkuri. Formarea primei articulaţii plastice în afara linkurilor are loc la 
aproximativ aceiaşi deplasare globală a celor două structuri. Aceiaşi observaţie este 
valabilă şi în cazul atingerii deformaţiei ultime a linkului. 
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Cerinţa de deplasare estimată conform metodei N2 este puternic influenţată de tipul 
mişcării seismice, fiind mult mai ridicată în cazul mişcării seismice cu perioada de colţ 
mai mare decât perioada fundamentală a structurii. Cadrul dual este caracterizat de 
cerinţe mai mici de deformaţii globale, indicând un răspuns seismic mai favorabil în 
comparaţie cu structura omogenă. Acest fenomen este mai pronunţat în cazul mişcării 
seismice Tc=^A, structura omogenă atingând la limită criteriul de cedare la SLU. 
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O 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 
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Figura 5.14: Curbele de capacitate pentru structurile DUA şi EBF. 

Deplasarea relativă de nivel maximă DRNmax a structurilor la starea limită a exploatării 
normale, determinată în urma analizei dinamice neliniare a fost inferioară nivelului de 
performanţă ales (0.006 rad), fiind cuprinsă între 0.0023 şi 0.003 rad. Cerinţele de 
deplasare laterală au fost uşor mai mari în cazul grupului de accelerograme Tc=0,5, 
Degradarea elementelor structurale la SLEN a cuprins doar linkurile (vezi Tabelul 5.3), 
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celelalte elemente având un răspuns elastic. Plastificarea elementelor structurale (cu 
excepţia stâlpilor) a avut loc la intensităţi mai mici ale mişcării seismice în cazul 
grupului de accelerograme Tc=0.5, configuraţia duală întârziind formarea articulaţiilor 
plastice în structură. 

Tabelul 5.3: Multiplicatorii accelerogramei la formarea primei articulaţii plastice, 
media analizelor dinamice. 

set accel. structura ^I.StâlDi ^triQle ^l.link ^i.cv 
Tc=0.5 DUA 2.18 0.78 0.20 0.73 i Tc=0.5 EBP 2.75 0.71 0.20 0.56 

Tc=^A DUA 1.40 0.86 0.29 0.80 ; Tc=^A EBP 1.38 0.67 0.30 0.66 i 

Nivelul de performanţă asociat intensităţii seismice de proiectare (X=^) este îndeplinit 
de ambele structuri, indiferent de tipul mişcării seismice. Deformaţiile maxime în linkuri 
sunt mult sub cele ultime (vezi Tabelul 5.4), iar deplasările relative de nivel maxime, cu 
excepţia unui singur caz, se încadrează în limita de 0.006 rad, indicând o limitare a 
distrugerilor nestructurale chiar şi la nivelul SLU al acţiunii seismice. Stâlpii, riglele şi 
contravântuirile au suferit doar o curgere incipientă, nivelul degradărilor în aceste 
elemente fiind nesemnificativ. Mişcarea seismică rc=1.4 a generat cerinţe mai ridicate 
de deformaţii în elementele disipative, deplasări relative de nivel maxime şi 
permanente. Configuraţia structurii a avut o influenţă minoră asupra performanţei 
seismice în cazul grupului de accelerograme 7c=0.5, în schimb a fost mai pronunţată 
pentru Tc=^A, structura duală reducând atât cerinţele globale de deplasări {S/H), cât şi 
cele de nivel (ORN^ax)- Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime pentru Ă=^ 
este prezentată în Figura 5.15. Deplasările maxime sunt înregistrate la nivelele 
inferioare pentru ambele tipuri de mişcări seismice şi configuraţii structurale. Totuşi, 
structura duală (DUA) este caracterizată de o distribuţie mai uniformă a cerinţelor de 
deplasare, fiind afectată într-o măsură mai mică de tipul mişcării seismice. Acest 
fenomen este valabil şi în cazul cerinţelor locale de deformaţii în barele disipative (vezi 
Figura 5.16). Totuşi, deformaţiile plastice în linkuri, în strânsă legătură cu cerinţa de 
deplasări relative de nivel, suferă o concentrare la nivelurile inferioare, reducând astfel 
capacitatea globală de disipare a energiei. 

Multiplicatorul accelerogramei Ău la atingerea criteriului de cedare SLU (deformaţii 
ultime în elementele structurale) este prezentat în Tabelul 5.5. în general, criteriul de 
cedare a fost guvernat de atingerea deformaţiei ultime în linkuri, cu excepţia câtorva 
cazuri din setul de accelerograme Tc=0.5, care au fost limitate de capacitatea de rotire 
plastică a contravântuirilor. în cazul setului de accelerograme rc=0.5, ambele structuri 
posedă o siguranţă apreciabilă (/lu»1), în schimb aceasta este mult mai mică în cazul 
setului de accelerograme 7c=1.4. Din nou, configuraţia duală îmbunătăţeşte 
performanţa structurii {Ău mai mari în cazul DUA), acest efect fiind maxim în cazul 
grupului 7c=1.4 şi aproape nesemnificativ pentru 7c=0.5. 

Instabilitatea dinamică nu a fost detectată pentru valori ale intensităţii seismice 
inferioare unui multiplicator Ă=7 la accelerogramele din setul Tc=0.5. în cazul grupului 
de accelerograme Tc=1.4, există o probabilitate mult mai ridicată a acestui mod de 
cedare, rezultatele fiind prezentate în Tabelul 5.6. în general, multiplicatorii 
accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice sunt superiori intensităţii seismice 
corespunzătoare stării limită de prevenire a colapsului {Ă=^.5), cu excepţia structurii 
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EBF sub acţiunea accelerogramei VR77-INC-NS. Configuraţia duală oferă o siguranţă 
mai mare la starea limită a prevenirii colapsului. 

Tabelul 5.4: Cerinţa de deformaţie în link {yank). deplasare la vârf S/H, deplasarea relativă de 
nivel maximă {DRNmax) şi permanentă (DRNper) pentru A=1. 

structura riink, rad S/H DRA/̂ ax. rad DRNper, rad structura Tc=0.5 Tc=^A Tc=0.5 Tc=^A Tc=0.5 rc=1.4 Tc=0.5 Tc=1A 
DUA 0.020 0.024 0.0031 0.0036 0.0050 0.0059 0.0002 0.0011 
EBF 0.018 0.034 0.0034 0.0051 0.0056 0.0091 0.0002 0.0032 
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Figura 5.15: Distribuţia deplasărilor relative de nivel pe înălţime, Ă= .̂ 
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Figura 5.16: Distribuţia cerinţelor de deformaţii maxime în structuri, /l=1, 
setul rc=1.4 de accelerograme. 
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Tabelul 5.5: Multiplicatorul accelerogramei Âu la atingerea criteriului de cedare SLU. 

structura Tc=0.5 Tc=1.4 
DUA 4.55 2.15 
EBP 4.47 1.72 

5.6: Multiplicatorul accelerogramei la atingerea instabilităţii dinamice, grupul 1 

accelerograma DUA EBF 
VR77-INC-NS 2.2 1.2 
VR86-ERE-N10W 3.6 2.8 
VR86-INC-NS >7 >7 
VR86-MAG-NS >7 >7 
VR90-ARM-S3E 3.4 3.4 
VR90-INC-NS 5 3.6 
VR90-MAG-NS 4.6 3.2 

Dimensionarea cadrelor contravântuite excentric fiind deternninată de starea limită 
ultimă în gruparea seismică de încărcări, a rezultat o suprarezistenţă de proiectare 
foarte mică, valorile Rsd fiind cuprinse între 1.02-1.04. în consecinţă, singura sursă de 
suprarezistenţă Rs este redundanţa Rr. Aceasta din urmă are valori mai ridicate în 
cazul structurii duale şl setului de accelerograme Tc=0.5. Factorul de reducere datorat 
ductilităţii R^ suferă o diminuare apreciabilă de la grupul de accelerograme Tc=0.5 la 
rc=1.4, depinzând puternic de conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice. Factorii de 
comportare R şi cel de reducere total au valori apropiate (lipsa suprarezistenţei de 
proiectare) şi sunt sensibil mai mici pentru mişcarea seismică rc=1.4. în cazul structurii 
omogene sub acţiunea mişcării seismice cu perioada de colţ mare, aceştia se situează 
în jurul valorii prevăzute în Eurocode 8 (1994) pentru cadrele metalice contravântuite 
excentric (g=5.5), dar mai mici decât cea prevăzută în norma americană NEHRP 2000 
(R=8). 

Tabelul 5.7: Factori de reducere a forţelor seismice, media analizelor dinamice. 

set accel structura Rsd Rr Rs Ru R R, 

Tc-0.5 DUA 1.0 4.0 4.2 6.1 24.2 25.2 Tc-0.5 EBF 1.0 3.1 3.1 8.1 22.3 22.7 

Tc-1.4 DUA 1.0 3.7 3.8 2.1 7.7 8.0 Tc-1.4 EBF 1.0 2.7 2.8 2.1 5.8 5.9 

Performanţa superioară a configuraţiei duale faţă de cea omogenă este oglindită în 
valori mai mari ale factorilor de comportare R acest din urmă aspect nu se regăseşte 
însă în normele de proiectare antiseismică. Utilizarea aceloraşi factori de reducere 
pentru structurile contravântuite excentric şi cele duale cu contravântuiri excentrice şi 
cadre necontravântuite rigide este conservatoare şi admisibilă pentru simplificarea 
normei. Pe de altă parte, variaţia factorului de reducere total funcţie de conţinutul de 
frecvenţă al mişcării seismice, neglijat de normele actuale de calcul anti-seismic, este 
descoperitoare în cazul unor structuri relativ rigide, situate în amplasamente capabile 
să producă mişcări seismice cu perioada de colţ Tc mai mare decât perioada 
fundamentală a structurii. Acest aspect este deosebit de important în contextul 
condiţiilor seismice din România, recunoscute pentru potenţialul lor ridicat de a genera 
mişcări seismice cu un conţinut bogat de frecvenţe în domeniul perioadelor de 1.4-1.5 
secunde. 
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O comparaţie a deplasărilor maxime la vârf la cele două structuri, cât şi a deplasărilor 
relative de nivel maxime este prezentată în Figura 5.17. în cazul setului de 
accelerograme Tc=0,5 diferenţa dintre cerinţa de deplasare globală a celor două 
structuri este minimă, răspunsul lor fiind foarte apropiat pentru o gamă largă a 
intensităţii seismice. Deplasările inelastice sunt apropiate de cele elastice, în general 
chiar mai mici decât acestea. Deplasările maxime de nivel DRNmax sunt totuşi mai mari 
la structura omogenă (EBF). După cum s-a menţionat deja, acest răspuns este o 
consecinţă a faptului că structura duală împiedecă concentrarea cerinţelor de 
deplasare la un singur nivel, favorizând un mecanism plastic de tip global. 

în cazul grupului de accelerograme Tc=^A structura duală este caracterizată de cerinţe 
mai mici atât la nivel global {S/H), cât şi local (DRNmax)- Deplasările globale inelastice 
cresc repede cu intensitatea seismică şi sunt mai mari decât cele elastice (şi decât cele 
generate de grupul Tc=0.5). Efectul unor deplasări de nivel mai uniforme pe înălţime 
este deosebit de benefic în cazul 7c=1.4, efectul configuraţiei duale fiind mai pronunţat 
decât în cazul anterior. Importanţa diferită a configuraţiei structurale asupra cerinţei de 
deplasare la vârf îşi are explicaţia în relaţia dintre perioada fundamentală a structurii şi 
caracteristicile spectrale ale mişcării seismice. în cazul setului de accelerograme 
7c=0.5, perioada proprie de vibraţie a structurilor DUA şi EBF se află în domeniul de 
viteză spectrală constantă(rc<r<rD), astfel încât comportarea structurală este 
guvernată de principiul "deplasărilor egale". Diferenţa dintre consolidarea post-elastică 
mai mare a structurii DUA (vezi Figura 5.14) are o influenţă minoră asupra răspunsului 
structurii. Pentru grupul 7c=1.4, perioada proprie de vibraţie a structurilor se află în 
domeniul de acceleraţie spectrală constantă {T<Tc), astfel încât structura inelastică 
este caracterizată de deplasări mai mari decât în structura infinit elastică. în acest caz 
consolidarea post-elastică semnificativă a structurii DUA are un efect benefic, ducând 
la diminuarea deplasărilor globale ale structurii. 

Pentru intensităţi ale mişcării seismice caracterizate de X<2'3, configuraţia duală 
reduce semnificativ deplasările permanente ale structurii (vezi Anexa III). Totuşi, pentru 
intensităţi mai mari situaţia se inversează. Configuraţia duală este eficientă în 
reducerea deformaţiilor permanente aproximativ până la nivele ale intensităţii seismice 
care produc deformaţii plastice în deschiderile necontravântuite rigide, eliminând 
efectul substructurii flexibile. 

Cu toate că primele deformaţii plastice în substructura flexibilă apar pentru 
multiplicatori ai accelerogramei Ă<^, acestea devin semnificative {0pi>O.OO5) numai 
pentru A>2.5 în cazul Tc=0.5 şi Ă>^,8 în cazul rc=1.4. Structura duală reduce cerinţele 
de deformaţii plastice în contravântuiri în comparaţie cu structura omogenă, dar rotirile 
plastice în rigle şi stâlpi sunt mai mari în cazul configuraţiei duale. Per ansamblu, 
degradările structurale în substructura flexibilă sunt minore pentru nivele ale mişcării 
seismice corespunzătoare stărilor limită ultime şi de prevenire a colapsului (A=1.0-1.5). 
Aceasta reprezintă un avantaj în sensul reducerii numărului de intervenţii pentru 
remedierea degradărilor structurale în cazul unui cutremur cu intensitatea celui de 
proiectare. 
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Figura 5.17: Curbele Ă-^H şi Ă-DRN^g .̂ 
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Figura 5.18: Distribuţia DRNmax pe înălţime: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 
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Tabelul 5.8: Deplasarea la vârf ^H: comparaţie între media analizelor dinamice şi N2. 

structura 7c=0.5 7"c=1.4 ! structura 
media din. TRIANG UNIF media din. TRIANG UNIF 1 

X=1 DUA 0.0031 0.0054 0.0044 0.0036 0.0074 0.0073 X=1 EBF 0.0034 0.0068 0.0056 0.0051 0.0132 0.0116 

Ă=2 
DUA 0.006 0.011 0.009 0.012 0.021 0.018 1 

Ă=2 EBF 0.007 0.014 0.011 0.017 0.030 0.025 ; 

Comparaţia cerinţei de deplasare la vârf deternninate în urma analizelor dinamice şi a 
metodei simplificate N2 este prezentată în Tabelul 5.8, pentru două nivele ale acţiunii 
seismice (A=1 şi Ă=2). Cu toate că metoda simplificată reflectă diferenţele dintre 
răspunsul celor două structuri, deplasarea la vârf este supraestimată apreciabil în 
comparaţie cu media analizelor dinamice. Aceasta se datorează pe de o parte variantei 
neiterative a metodei N2 aplicate în cadrul acestei lucrări, care a dus la o aproximare 
biliniară cu rigiditatea prea mică în cazul mişcărilor de intensitate redusă (A=1) şi a 
mişcării 7c=0.5. Pe de altă parte, în cazul Ă=2 şi a mişcării Tc=^A, diferenţa se poate 
datora consolidării importante a structurilor analizate, care nu este luată în considerare 
de aproximarea biliniară elastică perfect plastică şi nu este inclusă nici în relaţia dintre 
ductilitate şi factorul de reducere al forţelor seismice (/^-R^). Distribuţia deplasărilor 
relative de nivel pe înălţime reflectă observaţiile emise pentru deplasarea la vârf: 
metoda simplificată N2 reprezintă corect influenţa configuraţiei duale asupra 
răspunsului structurii (uniformizarea DRNmax Şi reducerea cerinţelor de deplasare), dar 
supraestimează valorile acestora. 

5.4.4 Influenţa degradării de rezistenţă 

Modelarea structurilor DUA şi EBF din paragraful 5.4.3 nu a inclus efectul degradării de 
rezistenţă a relaţiei forţă - deplasare a elementelor structurale. Considerarea acestui 
fenomen permite o evaluare mai realistă a colapsului structurii, care este generat atât 
de efectele de ordinul doi, cât şi de reducerea rezistenţei elementelor, ca urmare a 
unor deformaţii excesive. în contextul structurilor duale, eficienţa substructurii 
secundare (flexibile) în asigurarea unui sistem de rezervă pentru structura de 
rezistenţa primară în cazul cedării acesteia nu poate fi evaluată în mod corect decât 
prin modelarea explicită a degradării de rezistenţă. 

în acest scop s-au efectuat o serie de analize dinamice incrementale pe sisteme duale 
şi omogene cu un singur grad de liberate dinamică, având caracteristici apropiate de 
proprietăţile globale ale cadrelor DUA şi EBF din capitolul precedent. Cele patru cazuri 
considerate (două sisteme omogene: OP şi OD, şi două duale: DP şi DD) sunt 
prezentate în Figura 5.19. Toate structurile au aceiaşi rigiditate iniţială K, forţă de 
curgere Fy şi perioadă proprie de vibraţie T. Sistemul omogen OP este definit de o 
înfăşurătoare monotonă elastică - perfect plastică, iar OD are incorporat în model 
degradarea de rezistenţă. Forţa ultimă Fu remanentă a fost fixată la 0.25Fy, cedarea 
producându-se după atingerea deplasării ultime Do=//Dy=12 Dy. Structurile duale DP 
(cu o înfăşurătoare elastică-perfect plastică) şi DD (cu degradare de rezistenţă) au fost 
compuse din două subsisteme: unul flexibil (f) şi celălalt rigid (r). Raportul dintre 
rigidităţile celor două substructuri a fost stabilit la valoarea K/K^0.125, relaţia dintre 
rigidităţile componentelor şi cea totală fiind: 
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K 

1 + 0.125 

' 1 + 0.125 

(5.13) 

(5.14) 

Raportul forţelor de curgere ale celor două componente a fost Fy/Fy^O.5, astfel încât 
rezistenţa subsistemului flexibil şi rigid pot fi scrise: 

F = 
' ' ' K , + K , 1.125 

(5.15) 

(5.16) 

Ductilităţile subsistemului rigid (/ir=12) şi a celui flexibil (//f=6) au fost alese astfel ca să 
reprezinte ductilitatea globală a cadrului contravântuit excentric, respectiv a celui 
necontravântuit. Este de notat faptul că deplasarea ultimă Duf la care are loc cedarea 
elementului flexibil este mai mare decât deplasarea ultimă a elementului rigid Dur, chiar 
daca ductilitatea sistemului rigid este mai mare. Acest fapt de datorează deplasării la 
curgere foarte mici a structurii rigide. Forţa ultimă a fost fixată la 0.25Fy pentru ambele 
componente. 
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Dy 

Fy 

Fu 

L 
Dy Du 

Dy Dyf 

DP 
f _ 

— r 
- d 

DD 

— r 
• - d 

Dy Dyf Dur Duf 

Figura 5.19: Relaţia monotonă forţă-deplasare pentru sisteme cu un singur grad de libertate. 

Răspunsul dinamic neliniar a fost efectuat în mediul de calcul OpenSees (Mazzoni şi 
colab., n.d.), pentru mişcările seismice selectate în capitolul 2. Răspunsul ciclic a fost 
modelat cu tipul de material "Hysteretic", exemplificat în Figura 5.20 pentru sistemul 
OD şi cuprinde o degradare ciclică a rigidităţii pe lângă degradarea de rezistenţă. în 
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cazul sistemelor duale, răspunsul global a fost modelat prin cuplarea în paralel a 
subsistemelor flexibil şi rigid. 

Performanţa celor patru cazuri analizate a fost evaluată printr-o analiză dinamică 
incrementală, rezultatele fiind prezentate în format factor de reducere datorat ductilităţii 
- ductilitate. Relaţia R^-^ reprezintă într-o formă adimensională relaţia dintre 
multiplicatorul accelerogramei Ă şi cerinţa de deplasare D şi a fost discutată mai pe larg 
în capitolul 2.4. 

Figura 5.20: Răspunsul ciclic al sistemului OD. 

Figura 5.21 prezintă relaţia pentru cele patru sisteme şi două grupuri de mişcări 
seismice. în cazul setului de accelerograme Tc=0.5 degradarea de rezistenţă nu 
afectează răspunsul structurilor în intervalul intensităţilor seismice de interes practic 
(R^<8), cerinţa de ductilitate fiind inferioară celei la care are loc degradarea de 
rezistenţă (12). Perioada fundamentală a structurilor se află în domeniul vitezelor 
spectrale constante {T>Tc), deplasările inelastice sunt foarte apropiate de cele elastice, 
având loc egalitatea R^^^m- Rezistenţa globală şi rigiditatea post-elastică mai mare a 
sistemelor duale (DP şi DD) reduc cerinţa de ductilitate faţă de structurile omogene 
(OP şi OD), dar acest efect este minor. 

în cazul setului de accelerograme Tc=^A, perioada fundamentală a structurii se află în 
domeniul acceleraţiilor spectrale constante {T<Tc), cerinţa de ductilitate înregistrând o 
creştere rapidă odată cu factorul de reducere. Influenţa conţinutului de frecvenţe al 
mişcării seismice asupra răspunsului structurilor este evidentă şi net mai importantă 
decât influenţa caracteristicilor structurale analizate. Totuşi, rezistenţa post-elastică mai 
ridicată a structurilor duale este mai eficientă decât în cazul grupului anterior de 
accelerograme. Degradarea de rezistenţă devine importantă pentru ductilităţi 
ducând la o aplatizare rapidă a curbei f?^-//, indiciu al instabilităţii dinamice. 
Configuraţia duală devine eficientă în reducerea cerinţelor de ductilitate (30-40% faţă 
de configuraţia omogenă) pentru ductilităţi ridicate, care să producă degradarea 
sistemului principal de rezistenţă. Răspunsul elastic al substructurii flexibile limitează 
deplasările permanente la structurile duale, acest efect fiind asigurat până la atingerea 
ductilităţii convenţionale /iD=4 (vezi Figura III.5 din Anexa III). Reducerea deformaţiilor 
permanente la configuraţiile duale este mai puţin importantă în cazul setului de 
accelerograme Tc=1.4, din cauza caracterului de puls al încărcării seismice. 
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VR-TcO.5, Media accelerogramelor 

— Elastic 
DD, T=0.6 

- • DP,T=0.6 
- OD, T=0.6 

OP, T=0.6 

15 10 

VR-Tc1.4, Media accelerogramelor 

20 

— - Elastic 
DD,T=0.6 

- - DP,T=0.6 
- OD. T=0.6 

OP, T=0.6 

15 20 

Figura 5.21: Relaţia R^-// pentru sisteme omogene (OD şi OP) şi duale (DD şi DP), /̂ ,-=12; 

Astfel, existenţa unui sistem secundar de rezistenţă devine innportantă pentru 
structurile cu o ductilitate redusă. în Figura III.6 din Anexa III sunt prezentate relaţiile 
R^-ju pentru o structură omogenă (ODB) şi una duală (DDB), cu o ductilitate inferioară 
celei de la structurile definite mai sus (OD şi DD) - //r=6. Degradarea de rezistenţă 
devine un parametru important în determinarea cerinţelor de deplasare impuse 
structurii, inclusiv în cazul grupului de accelerograme 7c=0.5, iar configuraţia duală 
devine eficientă în reducerea cerinţei de ductilitate. 

5.5 Concluzii 

Proiectarea structurilor duale formate din cadre metalice contravântuite excentric şi 
necontravântuite conform normelor antiseismice actuale nu oferă avantaje faţă de 
structurile omogene. Criteriul de proiectare guvernant este reprezentat de rezistenţa 
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barelor disipative scurte. Aportul de rigiditate şi rezistenţă al structurii secundare, 
formate din deschideri necontravântuite cu noduri rigide, este minor la nivelul forţelor 
de calcul, aceasta neafectând practic dimensionarea structurii principale. Utilizarea 
unor îmbinări riglă-stâlp rigide în deschiderile necontravântuite oferă avantajul unei 
dimensionări mai economice a elementelor structurale, dar creşte costul nodurilor. 
Criteriul de proiectare pentru elementele structurii necontravântuite îl constituie 
rezistenţa (SLU) în gruparea fundamentală de încărcări. Constructiv, structura duală 
poate fi alcătuită din cadre contravântuite şi necontravântuite paralele, sau ca şi 
deschideri contravântuite/necontravântuite ale aceluiaşi cadru. în prima variantă, 
conlucrarea dintre cele două subsisteme trebuie asigurată prin intermediul unui 
planşeu suficient de rigid şi puternic pentru transferul forţelor de inerţie. 

Fenomenele care afectează performanţa seismică a structurilor duale pot fi împărţite în 
două grupuri: 
• aspecte care ţin de relaţia forţă-deplasare globală şi tipul de mişcare seismică, care 

pot fi modelate prin sisteme cu un singur grad de liberate dinamică 
• distribuţia cerinţelor de ductilitate şi a degradărilor în structură, pentru analiza cărora 

este necesar un model cu mai multe grade de libertate dinamică 

La nivelul relaţiei globale forţă-deplasare, structurile duale sunt caracterizate de: (1) o 
rigiditate şi o forţă de curgere apropiate de cele ale structurilor omogene şi (2) 
rezistenţă maximă şi consolidare mai ridicate. în cazul în care perioada fundamentală a 
structurii este mai mare decât perioada de colţ a mişcării seismice, cerinţa de deplasări 
inelastice a structurilor omogene este aproximativ egală cu deplasările elastice. De 
aceea, consolidarea şi rezen/a de rezistenţă post-elastică a structurilor duale nu 
influenţează cerinţa de ductilitate a acestora. Diferenţa dintre relaţia forţă-deplasare 
globală a structurilor duale şi omogene devine importantă atunci când perioada 
fundamentală a structurii este mai mică decât perioada de colţ a mişcării seismice. 
Cerinţa de deplasare inelastică a structurilor omogene este mai mare decât deplasările 
elastice în acest caz, iar consolidarea mai mare şi rezistenţa post-elastică a 
configuraţiilor duale devin eficiente în reducerea cerinţelor de ductilitate. 

Limitarea deplasărilor laterale permanente este importantă pentru asigurarea funcţiunii 
clădirii după un cutremur. Structurile duale sunt eficiente în reducerea acestora atât 
timp cât substructura flexibilă are un răspuns elastic. Optimizarea configuraţiilor duale 
din acest punct de vedere poate fi efectuată mărind ductilitatea convenţională /VD, dată 
de ecuaţia (5.4). Din punct de vedere practic, creşterea ductilităţii convenţionale este 
eficientă prin folosirea unui oţel cu limita de curgere superioară la deschiderile 
necontravântuite, asigurând astfel o creştere a rezistenţei, dar nu şi a rigidităţii 
sistemului flexibil. Efectul de reducere a deplasărilor permanente de către configuraţia 
duală este maxim în cazul în care perioada fundamentală a structurii se află în 
domeniul vitezelor spectrale constante. 

Performanţa superioară a configuraţiilor duale faţă de sisteme echivalente omogene 
devine importantă pentru structurile cu ductilitate limitată, reducând cerinţa de 
deplasări maxime şi permanente, şi diminuând riscul atingerii instabilităţii dinamice. în 
cazul unor sisteme foarte ductile, cum sunt şi cadrele contravântuite excentric cu bara 
disipativă scurtă, aceste aspecte sunt totuşi mai puţin importante. 
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La nivelul structurilor multletajate cu structură duală, existenţa substructurii secundare 
flexibile îmbunătăţeşte performanţa seismică prin uniformizarea deplasărilor relative de 
nivel pe înălţime, reducând riscul unor mecanisme parţiale de nivel. Cadrele 
contravântuite excentric cu bara disipativă scurtă suferă de cerinţe ridicate de 
deformaţii plastice în linkurile de la nivelele inferioare. Cadrele duale conduc la o 
distribuţie mai uniformă a deformaţiilor plastice în linkuri în comparaţie cu cele 
omogene, îmbunătăţind capacitatea globală de disipare a energiei. Folosind 
proiectarea de capacitate şi principiile de alcătuire a structurilor duale enunţate în 
capitolul 5.3, degradările structurale pot fi Izolate doar în barele disipative scurte, 
asigurând un răspuns elastic al deschiderilor necontravântuite, chiar şi pentru nivele 
ale intensităţii seismice corespunzătoare stării limită ultime. Pe lângă beneficiile 
amintite mai sus, această comportare reduce costurile de intervenţie la structură în 
urma unui seism de calcul. 

în comparaţie cu structurile necontravântuite, cadrele contravântuite excentric cu bara 
disipativă scurtă nu necesită o supradimensionare din condiţii de deformabilitate 
laterală şi rezultă cu o greutate a structurii de rezistenţă redusă cu aproximativ 20%. 

Configuraţia şi proprietăţile post-elastice ale structurilor afectează răspunsul lor, dar 
caracteristicile mişcării seismice au o influenţă net mai importantă. Spre deosebire de 
răspunsul elastic al unei structuri, care este complet definit de spectrul de pseudo-
acceieraţie, răspunsul în domeniul plastic depinde nu numai de acceleraţia spectrală, ci 
şi de conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice. Structurile cu perioada fundamentală 
mai mică decât perioada de colţ a mişcării seismice suferă o amplificare importantă a 
cerinţelor de ductilitate faţă de structurile aflate în domeniul de viteze spectrale 
constante. în contextul proiectării, factorul de reducere al forţelor seismice depinde 
puternic nu numai de tipul structurii, ci şi de conţinutul de frecvenţe al mişcării 
seismice. Normele antiseismice actuale neglijează acest din urmă aspect, important în 
contextul condiţiilor seismice din România, capabile să genereze mişcări seismice cu 
perioada de colţ în jur 1.4-1.5 secunde. 
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CAPITOLUL 6 

ÎNCERCĂRI EXPERIMENTALE PE LINK DEMONTABIL 

6.1 Introducere 

Proiectarea structurii de rezistenţă a clădirilor multietajate în zone cu o seismicitate 
ridicată are la bază, în cele mai multe cazuri, conceptul de structură disipativă, 
deoarece asigurarea unui răspuns elastic la un seism de calcul cu perioada de revenire 
de 475 de ani este în general neeconomică. Această modalitate de calcul, care este 
aplicată în procedura de calcul din norme prin utilizarea factorilor de reducere a forţelor 
seismice {R în normele americane, q în cele europene şi l/i/zm normativul românesc), 
acceptă degradări importante ale structurii de rezistenţă în urma unui seism de calcul. 
Se crede totuşi că, folosind criteriile de proiectare din normativele moderne, colapsul 
structurii poate fi eliminat, protejând viaţa oamenilor. 

Comportarea structurilor în urma seismelor de la Loma Prieta (1989), Northridge 
(1994) şi Hyogoken-Nanbu (1995) au arătat că în general, construcţiile moderne 
îndeplinesc cerinţele de prevenire a colapsului în cazul unui seism major. Totuşi, 
pierderile economice în urma acestor dezastre naturale au fost neaşteptat de mari, 
impulsionând dezvoltarea conceptului de proiectare bazată pe performanţă (PBP), vezi 
paragraful 3.8.1. PBP încearcă să asigure nivele multiple de performanţă sub efectul 
unor nivele corespunzătoare ale acţiunii seismice. Printre obiectivele acesteia se 
numără şi minimizarea degradărilor structurale dar şi nestructurale la nivele mici şi 
mijlocii ale acţiunii seismice (cu perioade medie de recurenţă de 100-225 ani). Aceasta 
este echivalent cu diminuarea costului global (construcţie plus întreţinere/reabilitare) al 
unei clădiri amplasate într-o zonă seismică. 

Pe de altă parte, proiectarea bazată pe capacitate, aplicată în majoritatea normelor 
actuale, permite proiectarea unor structuri care să dirijeze deformaţiile plastice în 
anumite zone prestabilite, numite zone disipative. Folosind criteriile proiectării bazate 
pe capacitate şi "jocul" cu rigiditatea şi rezistenţa componentelor structurii (vezi 
capitolul precedent), pot fi realizate structuri duale care să izoleze deformaţiile plastice 
într-un număr limitat de elemente structurale. Acest lucru s-a arătat a fi posibil cel puţin 
pentru structurile duale în cadre contravântuite excentric şi cadre necontravântuite cu 
noduri rigide. 

O realizare judicioasă a elementelor disipative poate reduce substanţial costul lucrărilor 
de intervenţie la o structură afectată de un cutremur major. Ideea constă în prevederea 
unor îmbinări demontabile între elementele disipative şi restul structurii, uşurând 
înlocuirea zonelor degradate în cazul unui cutremur. în cazul cadrelor metalice 
contravântuite excentric, linkurile se pot îmbina cu rigla metalică cu ajutorul unor plăci 
de capăt, asigurând printr-o dimensionare corectă a îmbinării şi a linkului degradarea 
doar a părţii demontabile. O astfel de îmbinare cu placă de capăt şi şuruburi de înaltă 
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rezistenţă este prezentată în Figura 6.1. După un cutrennur major, când majoritatea 
elementelor disipative trebuie înlocuite, în cazul schemei propuse, elementul disipativ 
degradat poate fi înlocuit relativ uşor şi la un cost redus. Conceptul poate fi folosit atât 
pentru structuri contravântuite excentric omogene, cât şi duale. Ultimul caz prezintă 
avantajul unor deformaţii permanente mai mici decât la structurile omogene, efect 
benefic atât pentru înlocuirea elementelor demontabile, cât şi pentru funcţionalitatea 
clădirii. 

ed 
e 

Figura 6.1: Conceptul de link demontabil. 

6.2 Programul experimental 

6.2.1 Scopul încercărilor şi montajul 

Pentru verificarea acestor ipoteze s-a efectuat un program experimental, care a avut la 
bază cadrul dual DUA, modul de dimensionare şi performanţa seismică a acestuia fiind 
descrise în capitolul 5. Scopul încercărilor a constat în determinarea comportării la 
încărcări ciclice a linkului şi a prinderii acestuia de rigla cadrului, precum şi fezabilitatea 
înlocuirii elementului demontabil în urma degradării acestuia. 

reazem 

actuator 
link-

i 
I 

Figura 6.2: Standul experimental pentru încercarea linkurilor demontabile. 

Schema încercării unui link de acest tip este prezentată în Figura 6.2 şi cuprinde o 
porţiune a structurii dimensionate anterior, iar Figura 6.3 prezintă o imagine de 
ansamblu asupra standului experimental. Forţa generată de un actuator hidraulic 
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QUIRi de 500 kN a fost aplicată specimenului prin intermediul unei rigle rigide tip 
;PE5D0, mişcarea de translaţie orizontală fiind impusă de patru reazeme pe role. 

Figura 6.3: Privire de ansamblu asupra standului de încercare. 

6.2.2 Specimenele 

Bara disipativă demontabiiă, fomnată dintr-un cupon de profil IPE240 şi placa da capăt 
sudată, au fost executate din oţel OL37 (S235), iar restul structurii, care trebuie să 
rămână în domeniul elastic - din OL52 (S355). Pentm a studia influenţa raportului 
dintre forţa tăietoare şi momentul încovoietor în link, au fost prevăzute patru lungimi ale 
acestuia: e=400, 500, 600 şi 700mm, măsurate între capetele diagonalelor (vezi Figura 
6.1). Lungimea efectivă a elementului demontabil, între cele două plăci de capăt, este 
cu 100 mm mai scurtă decât aceasta din urmă (6,^=8-100). Toate cele patru lungimi se 
încadrează în domeniul barelor disipative scurte, care lucrează preponderent la tăiere, 
ultima reprezentând limita superioară. Un element de tip link este considerat de tip 
scurt dacă respectă următoarea condiţie (AISC, 1997): 

^.6•M 
e< ^ (6.1) 

unde M̂  -IV^, este momentul plastic al secţiunii linkului, V/, = A^ f/v^S este forţa 

tăietoare de curgere; Wp, fiind modulul plastic al secţiunii, Ag este aria de forfecare (h-
2ti)t^: h - înăltimea profilului; tf - grosimea tălpii; U - grosimea inimii; fy - limita de 
curgere a oţelului. Pentru secţiunea IPE240 şi aria de tăiere definită ca mai sus, 
formula (6.1) rezultă într-o lungime maximă e=1.6x86.15x10^/185.5x10^=743 mm. 
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Un alt parannetru considerat a fost distanţa între rigidizările intermediare ale linkului, o 
distanţă mai mică între acestea împiedecând voalarea inimii şi asigurând o comportare 
stabilă la încărcări ciclice. AISC 1997 prevede dispunerea unor rigidizări intermediare 
pe toată înălţimea secţiunii la o distanţă maximă de 30fw-/7/5=138 mm pentru bare 
disipative capabile să dezvolte rotiri de 0.08 radiani, şi 52tyy-h/5=274 mm pentru rotiri 
capabile de 0.02 radiani. Rigidizările cu grosimea de 10 mm au fost dispuse pe ambele 
părţi ale inimii, folosind un număr minim de rigidizări care să satisfacă condiţia 
normativă. Detalii asupra dimensiunii specimenelor şi a modului de dispunere a 
rigidizărilor sunt prezentate în Figura IV.1 din Anexa IV. 

Tabelul 6.1: Programul experimental. 

specimen încărcare pretensionare e, 
mm 

Bd, 
mm 

rigidi-
zări schiţă 

LL7-m 
LL7-C1 
LL7-C2 
LH7-m 
LH7-C1 
LH7-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 
50% 
100% 
100% 

700 

700 

600 

600 

rare 

dese 
50% 

LL6-m 
LL6-C1 
LL6-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 600 500 rare 
50% 

LH6-m 
LH6-C1 
LH6-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 600 500 dese 
50% 

LL5-m 
LL5-C1 
LL5-C2 
LH5-m 
LH5-C1 
LH5-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 
50% 
100% 
100% 

500 

500 

400 rare 

400 dese 
50% 

LL4-m 
LL4-C1 
LL4-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 400 300 rare 
50% 

LH4-m 
LH4-C1 
LH4-C2 

monotonă 
ciclică 
ciclică 

100% 
100% 400 300 dese 
50% 

Din fiecare combinaţie de parametri (lungime link şi distanţe rigidizări) au fost încercate 
câte trei specimene: unul monoton şi două ciclic. Au rezultat 24 de specimene de 
linkuri, programul experimental fiind recapitulat în Tabelul 6.1. Restul structurii, care 
trebuie să rămână în domeniul elastic, s-a refolosit de la o încercare la alta. 
Specimenele au fost marcate in felul următor: L[x][n]-[t], unde: 
• [x] - L pentru rigidizări rare, H pentru rigidizări dese 
• [n] - 7, 6, 5, 4 pentru lungimea linkului 
• [t] - m pentru monoton, c1 pentru ciclic 1 şi c2 pentru ciclic 2 
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De exemplu, LL7-m reprezintă specimenul de link cu rigidizări rare (L), de lungime 700 
mm (7), încărcat monoton (m). 

Şuruburile au fost pretensionate 100% în cazul specimenului încercat monoton (m) şi a 
primului încercat în regim ciclic (ci). Şuruburile celui de-al doilea specimen încercat 
ciclic (c2) au fost a fost pretensionate la 50% din valoarea prescrisă. 

încercări experimentale anterioare (capitolul 4.4, Dubina şi colab., 2000, Dubina şi 
Stratan, 2002) pe noduri riglă-stâlp cu placă de capăt au scos în evidenţă o serie de 
probleme, care au dus la o performanţă scăzută a acestui tip de îmbinări. Printre 
acestea se numără: 
• sudura de colţ între talpa riglei şi placa de capăt nu se comportă corespunzător în 

condiţii de solicitare ciclică 
• sudura în adâncime în 1/2V, dacă este realizată cu rădăcina sudurii la fibra 

exterioară a secţiunii (la talpa inferioară a riglei) conduce la un comportament fragil 
al acesteia, din cauza facilitării amorselor de fisuri de către rădăcina sudurii 

• gaura de acces la rădăcina sudurii constituie un concentrator de tensiune şi poate 
genera o rupere fragilă în materialul de bază la cerinţe de deformaţie relativ mici 

A-A 50° 
1 

2 120 

S 
8022 

L 0 -ti-
01 
IO, 

CD' in, 
o 
I 

50° 
1 

2 120 

1 "1 o 
CM 

25 250 25 

35 70 35 

Figura 6.4: Detaliile de sudură folosite la execuţia îmbinării. 

S-a încercat folosirea unor detalii de sudură care să remedieze o parte din problemele 
enumerate mai sus. în primul rând, pentru prinderea tălpii linkului şi a riglei de placa de 
capăt s-a prevăzut o sudură în adâncime în 1/2V, efectuată dinspre exterior, astfel ca 
rădăcina sudurii să rezulte la fibra interioară a tălpii. în al doilea rând, gaura de acces 
la rădăcina sudurii a fost eliminată complet, aplicându-se o sudură de colţ pe conturul 
interior al profilului laminat (tălpi + inimă). Detalii ale acestui procedeu sunt prezentate 
în Figura 6.4. 

6.2.3 Caracteristicile materialelor 

Pentru determinarea caracteristicilor oţelului folosit la fabricarea specimenelor, au fost 
efectuate încercări la tracţiune pe epruvete extrase din componentele principale, 
folosind o maşină universală UTS RSA 250. încercările pe epruvete proporţionale au 
fost efectuate conform SR EN 10002-1, 1990, aplicând o viteză de încărcare cvasi-
statică constantă, echivalentă cu 20 N/mm^sec. Caracteristicile principale ale 
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încercărilor: limita de curgere superioară fy (Re/)), rezistenţa la rupere fu, raportul dintre 
fu/fy şi alungirea la rupere A sunt prezentate în Tabelul 6.2. Valorile din tabel reprezintă 
media trei încercări. Câteva curbe caracteristice efort unitar - alungire specifică (f-e) 
sunt prezentate în Figura 6.5. Toate materiale s-au încadrat în cerinţele standardelor 
de produs. Totuşi, se pot observa valori mai ridicate ale rezistenţei, dar în special a 
limitei de curgere la profilele laminate IPE240, în comparaţie cu tabla pentru placa de 
capăt. în altă ordine de idei, există o diferenţă apreciabilă între caracteristicile tălpii şi a 
inimii la bara disipativă (IPE240 - S235). 

Tabelul 6.2: Rezultatele încercării la tracţiune pe materialele folosite la încercări. 

element componenta fy (Reh), N/mm'' fu, N/mm'̂  A, % 

link demontabil: S235 
(OL37) 

IPE240 talpă 268.0 401.9 1.50 29.2 link demontabil: S235 
(OL37) IPE240 inimă 337.8 426.7 1.26 30.8 link demontabil: S235 
(OL37) t=25 250.8 413.1 1.65 36.3 

rigla: S355 (OL52) 
IPE240 talpă 435.2 550.0 1.26 26.1 

rigla: S355 (OL52) IPE240 inimă 445.8 552.5 1.24 26.7 ; rigla: S355 (OL52) 
t=25 357.5 528.1 1.48 31.5 ! 

contravântuire: S355 RHS120*120*7.1 369.8 529.4 1.43 30.2 1 

rigla (s)*: S355 (OL52) 
IPE240 talpă 374.5 522.3 1.39 29.5 

rigla (s)*: S355 (OL52) IPE240 inimă 415.2 523.9 1.26 28.0 rigla (s)*: S355 (OL52) 
t=25 369.6 549.6 1.49 31.7 

contravântuire (s)*: 
S355 (OL52) RHS120*120*7.1 414.9 551.4 1.33 29.6 

*notă: elementul riglă-contravântuire inferior a fost înlocuit 0 singură dată pe parcursul 
încercărilor 
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- - IPE240-inima-S235 

— placa de capat-S235 
IPE240-talpa-S355 

- - IPE240-inima-S355 
• — placa de capat-S355 

O 5 10 15 20 25 30 35 

Figura 6.5: Curbe caracteristice efort unitar - alungire pentru încercările la tracţiune. 

6.2.4 Procedura de încărcare 

încercarea specimenelor de link a urmat procedura completă recomandată de 
Convenţia Europeană pentru Construcţii Metalice (ECCS, 1985). Aceasta prevede o 
încercare monotonă, pentru ridicarea relaţiei caracteristice forţă-deplasare, folosită 
pentru a determina limita de curgere. Deplasarea ey şi forţa Fy la curgere sunt obţinute 
la intersecţia dintre rigiditatea iniţială ay şi o tangentă la curba F-e având panta de 10% 
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din rigiditatea iniţială (vezi Figura 6.6a). Deplasarea la curgere Sy este folosită pentru 
stabilirea încărcării ciclice. Aceasta urmează patru cicluri elastice iniţiale (±0.25ey, 
±0.5ey, ±0.75ey şi ±1.0ey), urmate de grupuri a câte trei cicluri la amplitudini multiple 
2ey (3x±2ey, 3x±4ey, 3x±6ey, etc.), după cum este exemplificat în Figura 6.6b. 
Amplitudinea deplasării aplicate specimenelor este mărită până la atingerea colapsului, 
încercarea specimenelor a fost efectuată în control de deplasare, la o viteză cvasi-
statică (10 mm/min la încercările monotone şi 6 minute per ciclu la încercările ciclice). 

ay/10 

(b) 
Figura 6.6: Procedura ECCS de determinare a forţei de curgere (a) şi 

de aplicare a încărcării ciclice (b). 

6.2.5 Dimensionarea îmbinărilor 

Mecanismul principal de disipare a energiei în linkurile scurte clasice are loc prin 
deformarea plastică a inimii. în cazul barei disipative demontabile, îmbinarea dintre link 
şi rigla cadrului se află într-o zonă de solicitări maxime. Pentru asigurarea ductilităţii 
ansamblului, îmbinarea trebuie să posede o suprarezistenţă faţă de eforturile de 
încovoiere generate de link, fie să reprezinte în sine un mecanism de cedare ductil. în 
cadrul acestui program experimental s-a analizat prima opţiune, şi anume izolarea 
degradărilor în bara disipativă propriu-zisă, o comportare elastică a îmbinării facilitând 
înlocuirea elementului demontabil degradat. 

Pentru dimensionarea îmbinării de continuitate cu placă de capăt, sunt necesare în 
primul rând evaluarea eforturilor maxime care pot fi transmise îmbinării de plastificarea 
şi consolidarea completă a linkului. Prevederile normative disponibile la data conceperii 
programului experimental au fost Eurocode 8, 1994 şi AISC, 1997. Acestea conţin 
prescripţii diferite, atât asupra modului de evaluare a forţei plastice de tăiere \/y, cât şi a 
suprarezistenţei necesare dimensionării elementelor nedisipative. Ultimul aspect ţine 
seama de consolidarea relaţiei forţă-deplasare, importantă în cazul elementelor care 
lucrează la tăiere. 

Astfel, Eurocode 8, 1994 face referinţă la Eurocode 3 pentru determinarea forţei de 
tăiere plastice nominale, care se obţine conform formulei: 

Cu toate că AISC foloseşte o relaţie similară: 

(6.2) 

(6.3) 
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coeficientul 0.6 fiind o aproximare a termenului 1/N/3 folosit de Eurocode, cele două 
norme diferă în modul de determinare a ariei de tăiere, aceasta fiind limitată la aria 
inimii în cazul normei americane. Pentru profile laminate, aria de tăiere din Eurocode 
înglobează aportul racordului dintre inimă şi talpă. în cazul secţiunii IPE240, norma 
europeană conduce la o forţa capabilă mai mare cu 40% faţă de norma americană 

914/1367=1.4). Momentul capabil al secţiunii este acelaşi conform 
normelor în cauză, astfel încât forţa plastică conduce inclusiv la încadrarea diferită a 
linkurilor conform ecuaţiei (6.1) din punctul de vedere al tipului acestora. 

O altă problemă o constituie evaluarea suprarezistenţei necesare elementelor 
nedisipative, ţinând cont de consolidarea importantă a barelor disipative scurte. 
Evidenţa experimentală a arătat valori ale forţei ultime în link de 1.5 ori mai mari decât 
forţa de curgere (Kasai şi Popov, 1986). Eurocode 8 prevede o suprarezistenţă de doar 
1.2, conform ecuaţiei (5.8). Suprarezistenţa necesară a contravântuirii conform AISC 
este de .̂25^Ry•Vy, unde Ry este un coeficient care ţine cont de faptul că limita de 
curgere reală a oţelului este mai mare decât valoarea nominală minimă, coeficient care 
variază între 1.1 şl 1.5. Cumulat, norma americană prevede o suprarezistenţă cuprinsă 
între 1.38 şi 1.88. 

Efectul unei forţe tăietoare plastice mai mari în cazul normelor europene 
contrabalansează valoarea mică a suprarezistenţei, forţa maximă în îmbinare estimată 
conform celor două metode ajungând să aibă valori apropiate. în cele din urmă s-a 
adoptat un coeficient de suprarezistenţă relativ conservator, de 1.75, aplicat forţei de 
curgere determinate din aria de tăiere a inimii: 

(6.4) 

echivalent unei suprarezistenţe de 1.25 aplicate forţei plastice din Eurocode 3. Pentru 
dimensiunile nominale ale secţiunii IPE240 şi a limitei de curgere de 235N/mm^ pentru 
oţelul S235, a rezultat o forţă maximă de 1.75*185.5=325 kN. Pornind de la această 
forţă, momentul maxim în îmbinare poate fi determinat ca şi: 

V e 
' ' ' rr»ov _ (6.5) 

Toate lungimile de link încadrându-se în domeniul linkurilor scurte, forţa tăietoare 
maximă are aceiaşi valoare pentru toate lungimile de link. Momentul maxim în 
îmbinare, estimat conform ecuaţiei (6.5), este prezentat în Tabelul 6.3. 

Tabelul 6.3: Valorile nominale ale eforturilor maxime şi verificarea rezistenţei îmbinării. 

specimen e, 
mm mm 

^maxi 
kN 

Mmax, 
kNm 

Fmax/pR d şurub 
specimen e, 

mm mm 
^maxi 
kN 

Mmax, 
kNm întindere forfecare întindere 

+forfecare frecare 
LH7, LL7 700 600 325 97.50 0.80 0.41 0.98 0.74 
LH6, LL6 600 500 325 81.25 0.66 0.41 0.89 0.74 
LH5, LL5 500 400 325 65.00 0.53 0.41 0.79 0.74 
LH4, LL4 400 300 325 48.75 0.40 0.41 0.70 0.74 

notă: coeficientul parţial de siguranţă pentru verificarea rezistenţei şuruburilor -25 

După cum s-a amintit deja, dimensionarea îmbinărilor cu placă de capăt a avut la bază 
asigurarea unui răspuns elastic sub efectul forţei maxime din link. De aceea, s-a ales o 
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grosime a plăcii de capăt care să împiedece o deformare excesivă a acesteia şi să nu 
limiteze capacitatea portantă a şurubului la întindere. Pentru satisfacerea condiţiilor de 
mai sus, s-au ales şuruburi M20x85 gr.10.9 şi o placă de capăt cu grosimea de 25 mm. 
Verificarea unei comportări elastice a plăcii de capăt s-a efectuat prin metodele din 
Anexa J a Eurocode 3, 1997, impunând o grosime care să conducă la modul 3 de 
cedare (întindere în tija şurubului) a T-ului echivalent. în aceste condiţii, îmbinarea cu 
şuruburi poate fi dimensionată presupunând o distribuţie elastică a eforturilor în 
şuruburi. Au fost verificate la forfecarea kN), presiunea pe gaură {Fb,Rd=^94A 
kN) şi întinderea în tija şurubului {Ft,Rd=^76A kN). Raportul dintre eforturile de calcul şi 
cele capabile ale şuruburilor, pentru întindere, forfecare şi întindere plus forfecare au 
fost determinate conform Eurocode 3, 1997 şi sunt prezentate în Tabelul 6.3. 

Suplimentar, s-a verificat posibilitatea lucrului îmbinării prin frecare. în acest scop, s-a 
cerut fabricantului sablarea suprafeţelor de contact a plăcilor de capăt, încadrând 
pregătirea lor în clasa B şi asigurând astfel un coeficient de frecare //=0.4. în aceste 
condiţii a rezultat o rezistenţă la frecare pe şurub de Fs,Rd=54.9 kN, care ar împiedeca 
lunecările în îmbinare chiar şi la eforturile maxime generate de plastificarea elementului 
disipativ. Cu toate că prezenţa unui moment de încovoiere important în secţiune poate 
diminua efortul de precomprimare, ducând la diminuarea rezistenţei de frecare, 
Eurocode 3, 1997 prevede (clauza 6.5.8.4(2)) că în cazul îmbinărilor solicitate la 
încovoiere, scăderea precomprimării la fibra întinsă este contrabalansată de o forţă de 
contact suplimentară la fibra comprimată, nefiind nevoie de reducerea rezistenţei la 
frecare. Astfel, îmbinarea cu placă de capăt folosită trebuie să asigure un răspuns 
elastic, limitând deformaţiile plastice în bara disipativă scurtă propriu-zisă. 

6-3 Prelucrarea datelor experimentale 

Răspunsului specimenelor a fost monitorizat prin intermediul unor captori de deplasare 
şi forţă, preluarea datelor şi stocarea lor în format electronic efectuându-se prin 
intermediul unei staţii de achiziţie tip HP3852A. Forţa aplicată s-a măsurat prin 
intermediul celulei de forţă al actuatorului, ceilalţi parametri (deformaţiile) au fost 
înregistraţi cu o serie de captori potenţiometrici (tip TRS şi LWH) şi inductivi (LVDT). 
Schema de dispunere a captorilor este prezentată în Figura 6.7. Aceştia au fost fixaţi 
fie pe elemente diferite ale subansamblului structural, pentru măsurarea deplasărilor 
relative între componente, fie pe o structură secundară fără contact cu standul de 
încercare, pentru măsurarea deplasărilor absolute. 

Captorii DGJ, DGS1 şi DGS2 au fost folosiţi pentru măsurarea deformării globale a 
ansamblului încercat, incluzând componentele exterioare linkului. Ţinând cont de 
importanţa deplasărilor globale, la partea superioară a grinzii de încărcare au fost 
dispuşi pentru redundanţă doi captori. Deplasarea globală Dq este dată de: 

= (6.6) 

Deformaţia totală a linkului Dţ caracterizează doar răspunsul elementului demontabil, 
incluzând eventualele lunecări în îmbinări şi deformaţii ale plăcii de capăt: 

(6.7) 
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Captorii DLS şi DLJ au fost folosiţi pentru determinarea deformaţiei în link Du aceasta 
neincluzând lunecările în îmbinări: 

D, = DLS-DLJ (6.8) 

FA 
DA 

Forta Actuator 
Deplasare Actuator 

—DGS1-
LWH300 

DGi 
LVDT 

- DLS -
LWH300 

-DALS-^ 
TRS50 

DC2-
TRS50 

- DLJ -
TRS50 

TRS50 
DCT-

U-DALJ-̂  
- TRS50 

Figura 6.7: Schema de dispunere a captori lor. 

Traductorii de deplasare Dau Şi Dals au monitorizat lunecarea în îmbinarea de jos, 
respectiv de sus, iar DC1 şi DC2 au folosit la determinarea deformaţiilor în partea de 
structură exterioară elementului demontabil. Rotirea relativă în îmbinării a fost 
determinată din măsurătorile captorilor DPC1...DPC4, iar deformaţia de forfecare a 
panoului de link a fost dedusă din citirile captorilor DD1 şi DD2. 

Deplasarea la curgere, necesară aplicării încărcării ciclice a fost determinată pentru 
fiecare lungime de link, la specimenul cu rigidizări rare încercat monoton. Astfel, fiecare 
serie de specimene cu o lungime dată a avut aceiaşi istorie de încărcare. Deplasarea 
folosită pentru determinarea limitei de curgere conform procedurii ECCS (descrise mai 
sus) a fost DGS - reprezentând media citirilor DGS1 şi DGS2, Rigiditatea iniţială s-a 
obţinut printr-o regresie liniară la valorile forţă-deplasare cuprinse între zero şi 30% din 
forţa maximă, iar rigiditatea tangentă - printr-o regresie liniară pe o fereastră mobilă de 
cinci puncte, pentru reducerea variaţiei locale a înregistrărilor. Figura 6.8a prezintă un 
exemplu de determinare a deplasării la curgere pentru seria specimenelor cu lungime 
de 700 mm. Controlul aplicării istoriei de deformaţie a fost efectuată prin traductorul 
intern al actuatorului - DA. Efectul cumulat al deformaţiei cadrului de reacţiune şi ai 
altor deformaţii şi lunecări în elementele de introducere a forţei şi de prindere în grinda 
de rezemare face ca deplasarea în actuator DA să fie diferită de DGS. Pentru a 
diminua efectul acestor deformaţii, deplasării actuatorului i s-a aplicat o corecţie, 
bazată pe o aproximare liniară a relaţiei dintre (DGS-DA) şi forţa în actuator FA. 
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LL7-m 

z 

- 4 0 0 
- 8 0 - 6 0 - 4 0 - 2 0 

(b) 

Figura 6.8: Exemplu de determinarea limitei de curgere şi a rigidităţii iniţiale: 
cazul unei încercări monotone (a) şi ciclice (b). 

Relaţia forţă - deplasare de bază, folosită pentru caracterizarea răspunsului monoton şi 
ciclic al linkurilor dennontabile, a fost forţa în actuator (identică cu forţa tăietoare în link) 
şi deplasarea totală Dţ. Printre parametrii determinaţi se numără: 
• Rigiditatea iniţială K, deplasarea la curgere Dy şi forţa la curgere Fy care au fost 

estimate conform procedurii descrise anterior. în cazul specimenelor încărcate ciclic, 
procedura a fost adaptată construind o înfăşurătoare din segmente ciclice, 
caracterizate de o forţă mai mare decât cea înregistrată la ciclurile precedente (vezi 
Figura 6.8b). Rigiditatea iniţială determinată din încercările ciclice reprezintă o 
medie a ramurii pozitive şi negative, iar deplasarea şi forţa la curgere au fost 
determinate separat pentru fiecare ramură. 

• Forţa maximă Fmax. determinată pentru direcţia pozitivă şi negativă de încărcare la 
specimenele ciclice. 
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Deformaţia ultimă Du. Criteriul de cedare al specimenelor a fost definit la o reducere 
a forţei sub 90% din forţa maximă. Aplicarea acestui criteriu este directă în cazul 
unei încercări monotone (vezi Figura 6.9a). Pentru solicitările ciclice, cedarea a fost 
definită la reducerea forţei la deplasarea maximă dintr-un ciclu sub 90% din forţa 
maximă (vezi Figura 6.9b). Pentru aceasta a fost construită câte o înfăşurătoare prin 
punctele de deplasare maximă. Deformaţia ultimă Du reprezintă capacitatea de 
deformare a componentei înainte de cedarea efectivă, de aceea valoarea 
deformaţiei ultime a fost definită pentru ciclul anterior celui în care s-a produs 
cedarea propriu-zisă. 
Energia disipată E a fost evaluată printr-o integrare numerică a relaţiei forţă-
deplasare prin metoda trapezelor şi a fost determinată pentru fiecare ciclu de 
încărcare în parte, definite de trecerea forţei prin zero. 

LL5-m 

-30^64.2 

-400 
-80 -60 -40 -20 

(b) 
Figura 6.9: Modul de determinare a forţei maxime, a cedării şi a deformaţiei ultime: 

cazul unei încercări monotone (a) şi ciclice (b). 
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Răspunsul elementelor de tip link este caracterizat în literatura de specialitate prin 
relaţia dintre forţa tăietoare F şi deformaţia (sau rotirea) panoului y. Pentru linkurile 
scurte clasice, valoarea unghiului y este determinat ca şi diferenţa deplasărilor celor 
două capete ale barei împărţită la lungimea ei (Engelhardt şi Popov, 1992). în relaţie cu 
Figura 6.10, deformaţia panoului yesie exprimată ca şi: 

(6.9) 

Schematizând deformaţia panoului, şi presupunând că laturile a şi 6 rămân drepte, 
unghiul ^poate fi dedus şi din lungirea, respectiv scurtarea diagonalelor (DD1 şi DD2): 

(c) 
Figura 6.10: Modul de deformare al unui link clasic (a), schematizarea panoului (b) şi a 

deformării acestuia (c). 

(a) (b) 
Figura 6.11: Modul de deformare al unui link demontabil (a) şi schematizarea deformării 

panoului (b). 

_ Va^+b' ( 002 -001 ) 
2ab 

(6.10) 

Deducerea relaţiei (6.10) este prezentată în Anexa IV, valorile unghiului / determinate 
conform relaţiilor (6.9) şi (6.10) fiind foarte apropiate (există o diferenţă minoră datorită 
neglijării unor termeni în ultima ecuaţie). în cazul linkurilor demontabile starea de 
deformaţii este mai complexă, iar unghiul y, determinat conform relaţiilor (6.9) şi (6.10) 
diferă atât ca valoare, cât şi fenomen. Deformaţia totală a linkului este alcătuită din: 
• deformaţia la forfecare a panoului demontabil 
• rotirea relativă în cele două îmbinări 
• lunecările în îmbinări 
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Deformaţia de forfecare a panoului, notată cu / rezultă din măsurătorile captorilor DD1 
şi DD2, şi a fost determinată conform relaţiei (6.10), unde a ş\ b reprezintă dimensiunile 
panoului, măsurate între punctele de fixare a traductorilor pe specimen. Rotirea relativă 
în îmbinarea de sus ds, Ş' de sus a fost determinată conform relaţiilor: 

D P C 1 - D P C 2 (6.11) 

DPC3-DPC4 (6.12) 

Unghiul de rotire a linkului determinat similar formulei (6.9), a fost notat cu /l, acesta 
reprezentând efectul cumulat al deformaţiilor de forfecare a panoului şi de rotire în 
îmbinări: 

DLS-DLJ D, (6.13) 

Introducând notaţia Om={0s+Oj)/2, ce reprezintă unghiul de rotire mediu în cele două 
îmbinări, deformaţia panoului demontabil poate fi exprimată ca şi: 

M (6.14) 

Deformaţia totală a linkului cuprinde şi lunecările din îmbinări, şi poate fi determinată 
direct din deplasarea DJ introdusă anterior: 

Yr =Dr/e, (6.15) 

400 
LL5-C2 

- 2 0 0 

-400 

400 
LL5-C2 

- 2 0 0 

-400 
- 0 . 2 - 0 . 1 

Figura 6.12: Comparaţie a determinării directe (/rşi /l) Şi indirecte (/r/ şi ru) a 
deformaţiilor în link. 

Introducând un unghi de rotire echivalent: 

^ _ Dals + Dau Pal 
Yal - I (6.16) 

care să reprezinte contribuţia lunecărilor din îmbinări la rotirea totală yj, aceasta din 
urmă poate fi notată ca fiind suma contribuţiilor forfecării panoului y, rotirii medii în 
îmbinări Om, şi lunecărilor între plăcile de capăt yAL-
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rr-r + o^ + VAL (6-17) 

Schema de dispunere a captorilor a permis atât determinarea directă a deformaţiilor 
caracteristice, cât şi a componentelor acesteia. Figura 6.12a prezintă o comparaţie a 
rotirii totale yr, determinate direct conform relaţiei (6.15), cât şi indirect, ca sumă a 
componentelor identificate din relaţia (6.17). Se observă o corelare bună între cele 
două metode. Determinarea indirectă a unghiului de rotire /ti nu a fost posibilă pentru 
întreg intervalul de măsurători, din cauza deformaţiilor excesive în îmbinări, care au 
scos din funcţiune unii dintre captorii "locali". Figura 6.12b prezintă o comparaţie 
similară pentru valorile unghiului yu determinate din relaţia (6.13), respectiv (6.14). 

6.4 Comportarea specimenelor 

încercarea specimenelor a fost efectuată în ordinea scăderii lungimii elementului 
demontabil, în grupuri a câte şase specimene de aceiaşi lungime: LLx-m, LLx-cl, LLx-
c2, LHx-m, LHx-cl, LHx-c2 (x - lungimea barei). Deplasarea la curgere determinată 
pentru specimenul cu rigidizări rare (LLx-m) a fost folosită pentru alcătuirea istoriei de 
încărcare ciclică a specimenelor din acelaşi grup de lungime (atât LLx-c, cât şi LHx-c). 

După cum s-a menţionat deja, specimenele încercate monoton şi unul din cele ciclice 
urmau să fie pretensionate 100%. Procedura de pretensionare a fost aplicată conform 
normativului C133/82, prim metoda unghiului de rotire, aplicată în două faze. în prima 
fază şuruburile din îmbinare se pretensionează la 25-28 daNm, după care, în faza a 
doua, se aplică piuliţelor o rotire de 150° (şuruburi M20 gri 0.9 şi un pachet de table cu 
grosimea de 50 mm). Şuruburile au fost fin lubrefiate cu vazelină grafitată. La primul 
specimen încercat (LL7-m) nu a fost posibilă pretensionarea conform procedurii 
descrise, pentru că filetul şuruburilor a cedat la rotiri mai mici decât 150°, 
corespunzătoare unui moment în cheia dinamometrică de 70-78 daNm. Şuruburile au 
fost înlocuite, dar s-au pretensionat doar până la 70 daNm. Pentru cel de-al doilea 
specimen (LL7-c1) pretensionarea s-a realizat conform normativului elveţian SIA 191, 
care prevedea un moment iniţial la cheie de 48daNm, urmat de o rotire a piuliţei cu 90°. 
Momentul în cheia dinamometrică corespunzător unei pretenslonări complete ar fi fost 
de doar 64daNm conform acestui normativ. Cel de-al treilea specimen (LL7-c2) a fost 
pretensionat la 50%, aplicând un moment de 32 daNm. 

Pentru verificarea calităţii şuruburilor, s-a prelevat o epruvetă cilindrică cu diametrul de 
14.9 mm extrasă din tija unui şurub. încercarea la tracţiune a relevat o rezistenţă de 
1142 N/mm^, ceea ce se încadrează în cerinţele STAS 8796/4-89 pentru şuruburile 
grupa 10.9 (/?m=1000-1200 N/mm^). Au mai fost efectuate două încercări de duritate 
Brinell, pentru un grad de solicitare k=30 (standard), rezultând valori ale durităţii de 341 
HB şl 352 HB. Şi aceste rezultate se încadrează în cerinţele STAS 8796/4-89 
(HB=305-365). Nu a fost posibilă efectuarea unor încercări pe ansamblul şurub-piuliţă, 
din cauza lipsei unui echipament corespunzător. 

Totuşi, ţinând cont de imposibilitatea pretensionării corespunzătoare a şuruburilor, i s-a 
cerut fabricantului confecţiei metalice înlocuirea acestora. Noul lot de şuruburi s-a 
dovedit de o calitate corespunzătoare, fiind folosite începând cu specimenul LH7-c1. 
Cu excepţia primului specimen, pretensionarea s-a realizat totuşi conform normei 
elveţiene (48 daNm moment iniţial de strângere, urmat de o rotire de 90° a piuliţei) în 
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cazul specinnenelor pretensionate 100%, pretensionarea de 50% fiind efectuată prin 
aplicarea unui moment la cheie de 32 daNm. 

Executantul confecţiei metalice nu a respectat cerinţa din proiect şi a grunduit 
suprafeţele de contact ale plăcilor de capăt. De aceea, pregătirea suprafeţelor a fost 
efectuată în laborator, prin îndepărtarea vopselei printr-un procedeu chimic şi curăţarea 
suprafeţelor în contact cu peria de sârmă. 

Toate lungimile de link încercate se încadrează în domeniul linkurilor scurte, răspunsul 
cărora e dominat de forfecarea inimii. Diferenţa dintre limita de curgere nominală şi cea 
determinată experimental a afectat într-o oarecare măsură această situaţie. Cauza 
principală o constituie valoarea mai ridicată a limitei de curgere în inimă faţă de tălpi. 
Pentru a ţine cont de rezistenţa diferită a inimii şi a tălpilor, momentul de curgere a fost 
determinat conform relaţiei: 

(6.18) 

unde fy.w şi fyj sunt limitele de curgere ale inimii, respectiv tălpii, iar l/Vp/,w şi W*pi sunt 
momentele plastice ale inimii, respectiv ale tălpilor {W*pi = Wpi - Wpi,̂ ), Wpi fiind 
momentul plastic al întregii secţiuni. Forţa tăietoare plastică şi momentul plastic, 
împreună cu limita 1.6/W/Vy şi estimările forţei şi momentului maxim, conform 
caracteristicilor geometrice şi de rezistenţă nominale şi a celor măsurate sunt 
prezentate în Tabelul 6.4. 

Tabelul 6.4: Eforturile la curgere şi maxime estimate conform caracteristicilor nominale şi 
a celor măsurate. 

specimen Wp, 
cm'̂  

^plwt 
cm^ 

Wpr 
cm"̂  kN 

M y , 

kNm 
1.6/W/Vy, 

mm kN 
Mmax, 1 
kNm 

nominale 
LH7, LL7 366.6 75.29 291.31 185.4 86.2 743 278.1 83.4 

nominale LH6, LL6 366.6 75.29 291.31 185.4 86.2 743 278.1 69.5 nominale LH5, LL5 366.6 75.29 291.31 185.4 86.2 743 278.1 55.6 nominale 

LH4, LL4 366.6 75.29 291.31 185.4 86.2 743 278.1 41.7 

măsurate 
LH7, LL7 366.6 75.43 291.2 266.7 103.5 621 400.1 120.0 

măsurate LH6, LL6 366.6 75.43 291.2 266.7 103.5 621 400.1 100.0 măsurate LH5, LL5 366.6 75.43 291.2 266.7 103.5 621 400.1 80.0 măsurate 

LH4, LL4 366.6 75.43 291.2 266.7 103.5 621 400.1 60.0 
notă: Mrr̂ax conform relaţiei (6.5) 

Tabelul 6.5: Eforturile maxime estimate din valorile măsurate ale secţiunii şi limitei de curgere, şi 
verificarea rezistentei îmbinării. 

specimen e, 
mm 

Bd, 
mm 

^maxi 
kN 

Mmax, 
kNm 

Fmax/^R d şurub 
specimen e, 

mm 
Bd, 
mm 

^maxi 
kN 

Mmax, 
kNm întindere forfecare întindere 

+forfecare frecare 
LH7, LL7 700 600 400 120.0 0.79 0.41 0.97 0.73 
LH6, LL6 600 500 400 100.0 0.65 0.41 0.88 0.73 
LH5, LL5 500 400 400 80.0 0.52 0.41 0.78 0.73 
LH4, LL4 400 300 400 60.0 0.39 0.41 0.69 0.73 

notă: coeficientul parţial de siguranţă pentru verificarea rezistenţei şuruburilor 

Din cauza unei creşteri importante a forţei tăietoare plastice, în comparaţie cu 
momentul plastic al secţiunii, are loc o scădere importantă a limitei 1.6/W/Vy. Chiar şi 
aşa, lungimile de link se încadrează în domeniul de valori caracteristice barelor scurte. 
Creşterea momentului maxim faţă de cel estimat conform rezistenţei nominale, ridică 

BUPT



6.4 Comportarea specimenelor 207 

întrebarea asupra capacităţii îmbinării. Aceasta a fost verificată din nou, folosind 
rezistenţele nominale ale şuruburilor, dar cu un factor parţial de siguranţă 
Rezultatele sunt prezentate în Tabelul 6.5 şl indică faptul că îmbinarea ar fi trebuit să 
posede o suprarezistenţă faţă de element chiar şi în această situaţie (dar la limită în 
cazul specimenelor LH7 şi LL7). 

Cu toate că îmbinările au fost dimensionate astfel ca să preîntâmpine cedarea în 
elementele acestora, deformarea excesivă a dus la cedarea şuruburilor şi deformarea 
plăcii de capăt. Au fost observate două moduri de rupere a şuruburilor. Primul dintre 
ele, dominant în cadrul acestui program experimental, a avut loc prin şfichiuirea filetului 
şi este ilustrat în Figura 6.13a şi b. Cel de-al doilea s-a produs prin ruperea fragilă a 
tijei şurubului în zona filetată, de arie minimă, şi este ilustrată în Figura 6.13c. Ruperea 
în tija şurubului reprezintă o comportare "clasică", care reflectă modul de calcul al 
şuruburilor la întindere. Cedarea prin şfichiuirea filetului, în condiţiile în care forţa 
capabilă nu este inferioară celei de calcul, reprezintă chiar un avantaj, acest mod de 
cedare fiind mult mai ductil. 

Figura 6.13: Modurile de cedare a şuruburilor: prin şfichiuirea filetului (a şi b) 
şi prin ruperea în tijă (c). 

O descriere detaliată a comportării specimenelor este prezentată în Anexa IV, aici 
prezentându-se doar aspectele cele mai importante ale răspunsului. în cazul încărcării 
monotone, momentul în care s-au observat anumite fenomene este definit prin 
deformaţia totală ^r. Pentru specimenele încărcate ciclic, s-a folosit convenţia [s][c].[n], 
unde s reprezintă semnul încărcării (pozitiv/negativ), c - multiplicatorul deformaţiei la 
curgere ey, iar n - numărul ciclului de amplitudine c. De exemplu, +6.2 reprezintă 
sensul pozitiv de încărcare al celui de-al doilea ciclu de 6ey. 

îmbinarea cu şuruburi a jucat un rol important în răspunsul global al specimenelor şi în 
general nu a demonstrat un răspuns elastic. îmbinarea a suferit degradări importante la 
specimenele Lx7, ducând la un răspuns histeretic de tip "pinching", cu o capacitate 
redusă de disipare a energiei (vezi Figura 6.14). Degradarea elementelor a început prin 
deformarea plăcilor de capăt a barei demontabile şi şfichiuirea filetului la şuruburi, 
urmate de voalarea tălpilor şi a inimii. Prezenţa unor rigidizări mai dese a avut ca efect 
principal izolarea voalării tălpilor şi a inimii în panourile marginale. Cedarea a avut loc 
prin degradarea completă a şuruburilor. 
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400 
LL7-C1 

- 2 0 0 

400 

200 

LH7-C1 

- 2 0 0 

-400 . -400 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 -0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Yj. rad rad 

Figura 6.14: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yt pentru specimenele LL7-c1 şi LH7-c1. 

400 

200 

LL6-C1 

- 2 0 0 

-400 

400 

200 

LH6-C1 

- 2 0 0 

-400 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Yj. rad 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Yj. rad 

Figura 6.15: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru specimenele LL6-c1 şi LH6-c1. 

400 
LL5-C1 

z 

400 

- 2 0 0 

-400 

- 2 0 0 

-400 : 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 -0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Yj. rad y.̂ , rad 

Figura 6.16: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru specimenele LL5-c1 şi LH5-c1. 

Lungimea mai mică a specimenelor din seria Lx6 a dus la o solicitare mai redusă a 
îmbinărilor şi întârzierea fenomenului de "pinching" (vezi Figura 6.15). Cedarea s-a 
produs din cauza distrugerii complete a şuruburilor (vezi Figura 6.18a), dar şi prin 
fisurarea inimii din cauza voalării plastice repetate în cazul specimenului LL6-c2, cu 
rigidizări rare. 

începând cu specimenele din seria Lx5, îmbinarea a început să fie caracterizată de o 
comportare mai stabilă (vezi Figura 6.16), forfecarea plastică a inimii devenind mai 
importantă şi precedând-o pe cea a tălpilor. La specimenele LL5-c1 şi LL5-c2, cu 
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rigidizări rare, cedarea s-a produs prin ruperea panoului de inimă pe trei laturi din 
cauza fisurilor iniţiate pe linia de sudură inimă-rigidizare şi ininnă-placă de capăt. 
Dispunerea mai deasă a rigidizărilor la specimenele LH5-c1 şi c2 a diminuat 
substanţial acest fenomen (dar nu l-a eliminat complet), cedarea producându-se în 
special datorită degradării îmbinării. 

400 
LL4-C1 

z 

400 
LH4-C1 

respirare 
inima 

-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 
y-r. rad 

-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 
Yj. rad 

Figura 6.17: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru specimenele LL4-c1 şi LH4-c1. 

Figura 6.18: Cedarea prin degradarea îmbinării la specimenul LH6-c2 (a) şi 
voalarea plastică a inimii la specimenul LL4-c1 (b). 

Răspunsul specimenelor din seria Lx4 au fost dominat de forfecarea inimii. îmbinarea a 
avut o comportare cvasi-elastică. Voalarea tălpilor a avut loc numai după voalarea şi 
degradarea importantă a inimii. Răspunsul histeretic e caracterizat de cicluri "pline", cu 
o capacitate importantă de disipare a energiei (vezi Figura 6.17). Din cauza zvelteţii 
inimii la specimenele LL4-c1 şi c2 voalarea acesteia a fost pronunţată, observându-se 
şi un fenomen de "respirare" plastică a inimii, direcţia undei de voalare schimbându-se 
odată cu direcţia încărcării. Acestui fenomen îi corespund buclele locale de pierdere a 
rezistenţei din Figura 6.17. Schimbarea repetată a direcţiei undei de voalare a dus la 
fisurarea inimii după direcţia diagonalelor (vezi Figura 6.18b). Dispunerea deasă a 
rigidizărilor la specimenele LH4-c1 şi c2 a eliminat acest fenomen, cedare iniţiindu-se 
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prin fisurarea inimii în dreptul rigidizării, care a condus la ruperea completă a inimii pe 
trei laturi. 

Figura 6.19: Cedarea îmbinării sudate dintre contravântuire şi rigla inferioară (a) şi zona 
afectată după refacerea sudurii şi dispunerea unor rigidizări (b). 

Cu toate că elementele subansamblului încercat au fost executate dintr-un oţel cu 
limita de curgere superioară elementului demontabil, eforturile ridicate din zona 
îmbinării dintre riglă şi contravântuire au dus, în timpul încercării specimenului LL7-c1, 
la apariţia unor fisuri în sudura dintre contravântuirea inferioară şi talpa riglei. Sudura 
de la îmbinarea superioară nu a fisurat, dar au fost observate indicii ale unor deformaţii 
importante (exfolierea vopselii) şi în această zonă. Pentru remedierea problemei, 
sudura de la contravântuirea interioară a fost îndepărtată iar îmbinarea sudată 
refăcută. în acelaşi timp a fost întărită şi sudura de la îmbinarea superioară dintre 
contravântuire şi riglă. Totuşi, datorită încărcărilor ciclice repetate, în timpul încercării 
specimenului LH7-c2, sudura dintre contravântuirea inferioară şl talpa riglei a fisurat din 
nou, însoţită de această dată şi de cedarea îmbinării dintre rigla inferioară şi placa de 
capăt. Degradarea importantă a piesei inferioare a subansamblului a impus înlocuirea 
completă a acesteia. Totuşi, la prima încercare efectuată asupra specimenului LL6-c1, 
sudura dintre contravântuire şi rigla inferioară a cedat din nou (vezi Figura 6.19a). De 
această dată, pe lângă refacerea sudurii, au fost prevăzute şi două rigidizări între riglă 
şi contravântuire (vezi Figura 6.19b), cu grosimea nominală de 16 mm. Rigidizări 
similare au fost dispuse şi la îmbinarea riglă-contravântuire de la piesa superioară. Pe 
durata încercărilor efectuate ulterior elementele subansamblului exterior elementului 
demontabil nu au înregistrat deformaţii plastice sau fisuri. 

6.5 Analiza comparativă a rezultatelor 

Răspunsul elastic al elementului demontabil este caracterizat de rigiditatea sa iniţială. 
Tabelul 6.6 prezintă rigiditatea iniţială totală K^ţ, determinată din relaţia F-yr, precum şi 
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rigiditatea la tăiere a panoului K^ precum şi cea a îmbinărilor Kgj şi Kgs, determinate din 
relaţiile M-OJ, respectiv M-Os. Rigiditatea iniţială la tăiere a inimii linkului {KY) nu este 
influenţată de lungimea acestuia, modul de aplicare al încărcării sau pretensionarea 
îmbinării. Valorile experimentale sunt într-o corelare relativ bună cu valoarea teoretică 
(Kv'̂ =G As). fiind totuşi mai mici decât aceasta din urmă. Modulul de rigiditate la tăiere a 
fost considerat egal cu 80769 N/mm^, corespunzător unui modul de elasticitate nominal 
E=210 000 N/mm^, iar aria de tăiere s-a determinat conform relaţiei: 

(6.19) 

Rigiditatea Iniţială teoretică a îmbinărilor a fost determinată conform Eurocode 3, iar 
cea experimentală a fost obţinută presupunând că momentele în îmbinări sunt egale 
cu: 

M = (6.20) 

Valorile rigidităţii Iniţiale a îmbinărilor determinate experimental au o împrăştiere mare, 
majoritatea fiind mult sub rigiditatea teoretică. Totuşi, se poate observa că rigiditatea 
specimenelor pretensionate parţial a fost în general mai mică decât a celor 
pretenslonate total. Media rigidităţii specimenelor pretensionate parţial constituie 
aproximativ 50% din media rigidităţilor specimenelor pretensionate total. Această 
tendinţă se observă la ambele îmbinări, totuşi, îmbinarea superioară a rezultat în 
rigidităţi mal mici (în medie cu 50%) faţă de cea Inferioară. Comportarea diferită a 
îmbinărilor nu a fost elucidată pe deplin, dar s-ar putea datora unor abateri de montaj 
care au fost prezente la îmbinarea superioară şi care au dus la o solicitare nesimetrică 
a acesteia. 

Rigiditatea totală teoretică a fost determinată neglijând aportul lunecărilor din îmbinări, 
folosind relaţia: 

^ ^ 1 (6.21) 

unde KJ'' a fost rigiditatea corespunzătoare relaţiei F-6, pentru a fi consecventă cu 
formularea rigidităţii totale şl celei de forfecare. Rigiditatea iniţială totală, 
corespunzătoare relaţiei forţă-rotire, creşte pentru specimenele mai scurte, reflectând 
aportul mai redus al rigidităţii îmbinării odată cu reducerea lungimii elementului. 
Rigiditatea totală Kyr, determinată experimental, nu urmăreşte totuşi această tendinţă, 
efectul rigidităţii la rotire a îmbinărilor fiind contrabalansat de efectul lunecărilor în 
îmbinări, mai mare la specimenele scurte. Valorile experimentale ale rigidităţii K^t 
reprezentă în medie 40-45% din valoarea teoretică. Reducerea rigidităţii totale a 
linkului demontabil faţă de soluţia clasică este Importantă şi se datorează îmbinării 
semi-rigide cu placă de capăt şl şuruburi. Considerarea lunecărilor în îmbinări duce la o 
diminuare suplimentară a rigidităţii totale. De aceea, pentru calculul global al unor 
structuri contravântuite excentric cu bara disipativă demontabllă este necesară 
modelarea explicită a comportării semi-rIgide a îmbinărilor, fie considerarea unei 
rigidităţi echivalente (relaţia (6.21)) a elementului demontabil. 
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Tabelul 6.6: Rigiditatea iniţială totală KYJ şi cea a componentelor linkului {K^ Koj, Kqs)-

speci 
men LL7 LL6 LL5 LL4 LH7 LH6 LH5 LH4 

IX th 
r\yT 41968 46805 52903 60827 41968 46805 52903 60827 

kN/rad 

m 22632 24555 28552 31357 22820 21128 19375 34420 ! 
kN/rad c1 21138 24048 18325 25669 22969 22945 19178 23575 kN/rad c2 21675 21707 17723 19869 17638 20896 16905 20434 1 

K r 110470 ! 

kN/rad 

m NA 100371 82852 77561 84911 85660 74113 92871 ! 

kN/rad ci 96118 95853 89253 102285 82203 88467 78272 85610 , kN/rad c2 82385 76711 84099 94196 65554 84223 91171 82003 
4061 07.5 

K f i j 

kNm/ 
rad 

m 229561 40708 19477 13989 62131 37019 21917 69477 K f i j 

kNm/ 
rad 

c1 85388 63076 19733 15652 73216 27719 24766 25887 ' 
K f i j 

kNm/ 
rad c2 38217 21632 17631 14254 22583 17558 24765 13874 

th 40607.5 
Kes 

kNm/ 
rad 

m 59498 23572 13179 10697 14204 11987 41663 15573 1 Kes 
kNm/ 
rad 

ci 92146 23169 13436 NA 30697 14412 10941 11284 i 
Kes 

kNm/ 
rad c2 14223 12135 10386 11818 14447 10936 8982 9686 

NA - nu există date 
* lunecarea neglijată 

Forţa la DALJ=0.15 mm 

300 

. 200-

100 

O IliUliMb 
LL7 LL6 LL5 LL4 LH7 LH6 LH5 LH4 

m 
• • ci 

Forţa la DALS=0.15 mm 

300 

1«200 

100 MUIih 
m 
c1 
c2 

LL7 LL6 LL5 LL4 LH7 LH6 LH5 LH4 

Figura 6.20: Forţa la lunecare în îmbinarea inferioară {FDAU) Şi superioară (FDALS)-

Lunecarea în îmbinarea cu şuruburi de înaltă rezistenţă pretensionate a fost definită de 
depăşirea limitei de 0.15 mm, conform CI 33/82. Primul specimen încercat, LL7-m, a 
fost singurul care nu a prezentat lunecări în îmbinări pe întreaga durată a încercării. 
Una dintre cauzele acestui fenomen o constituie faptul că plăcile de capăt exterioare 
linkului au suferit mici deformaţii locale la găuri ca rezultat al deformării excesive a 
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şuruburilor. Cu toate că s-a încercat eliminarea acestora prin polizare, plăcile de capăt 
nu au realizat în general un contact adecvat. Situaţia se poate datora şi unei 
pretenslonări insuficiente, amintind aici diferenţele importante între procedurile de 
pretensionare a şuruburilor din normele folosite (vezi paragraful 6.4). Forţa la care s-a 
atins lunecarea limită în îmbinarea inferioară şi superioară este prezentată în Figura 
6.20. Modul de solicitare ciclic a dus la o reducere a forţei de lunecare, la fel şi 
pretensionarea parţială, cu toate că în acest ultim caz, reducerea (în medie de 60%) nu 
a fost proporţională cu reducerea forţei de pretensionare (50%). Pentru specimenele 
încărcate ciclic şi pretensionate total, forţa de lunecare a constituit în medie 35% din 
rezistenţa la lunecare a îmbinării, calculată cu un factor parţial de siguranţă unitar. 
Astfel, limitarea deformaţiilor de lunecare prin pretensionarea şuruburilor nu a fost 
efectivă. 

Forţa de curgere, determinată din relaţia F-DŢ, nu a fost influenţată de parametrii 
consideraţi (lungimea linkului, pretensionarea îmbinărilor, modul de încărcare şi 
rigidizarea panoului de inimă). Aceasta denotă faptul că rezistenţa la curgere a 
elementului demontabil se datorează forfecării inimii. Rezistenţa plastică la forţă 
tăietoare determinată conform relaţiei: 

(6.22) 

folosind valorile măsurate ale secţiunii şi limitei de curgere este totuşi mai mare decât 
valorile determinate experimental (vezi Tabelul 6.8). Valorile mai mici ale lui Fy în cazul 
barelor scurte se datorează procedurii de determinare a forţei de curgere (ECCS, 
1985), care are tendinţa să subaprecieze limita de curgere pentru rigidităţi iniţiale mari. 

Tabelul 6.7: Forţa la curgere Fy, maximă F̂ ax. raportul FmaJFy, şi momentul în îmbinare M âx-

parametru specimen LL7 1 LL6 1 LL5 | LL4 | LH7 | LH6 | LH5 | LH4 | 
f ; " , kN 266.7* 

Fy, kN 
m 228.0 209.0 189.5 191.0 201.6 217.8 198.2 201.5 

Fy, kN ci 234.8 218.3 245.0 174.4 227.4 212.9 229.6 236.6 Fy, kN 
c2 216.5 216.9 175.4 223.7 211.1 222.2 231.5 249.0 

F ^^ kN 1 max 1 400. r * 

Fmax, kN 
m 304.9 333.3 348.1 388.3 270.1 307.5 352.5 420.6 I 

Fmax, kN ci 296.9 308.4 343.3 360.9 305.2 318.5 364.1 400.6 ! Fmax, kN 
c2 289.6 313.9 355.7 362.5 301.6 324.4 364.0 402.9 

F '7 F ' max ' • V 15 

Fmax/Fy 
m 1.34 1.59 1.84 2.03 1.34 1.41 1.78 2.09 

Fmax/Fy c1 1.26 1.41 1.40 2.07 1.34 1.50 1.59 1.69 Fmax/Fy 
c2 1.34 1.45 2.03 1.62 1.43 1.46 1.57 1.62 

A/f th Mmax 120.0 100.0 80.0 60.0 120.0 100.0 80.0 60.0 

Mmax, 
kNm 

m 91.5 83.3 69.6 58.2 81.0 76.9 70.5 63.1 
Mmax, 
kNm ci 89.1 77.1 68.7 54.1 91.5 79.6 72.8 60.1 Mmax, 
kNm c2 86.9 78.5 71.1 54.4 90.5 81.1 72.8 60.4 

notă: pentru specimene e ci şi c2 este prezentată media valorilor poz tive şi negative 
* rezistenţa plastică la forfecare a secţiunii pe baza valorilor măsurate ale limitei de curgere 
** F "'=1RF"' ' max ' y 

Forţa maximă înregistrează în schimb o creştere constantă odată cu scurtarea barei 
disipative şi este mult mai stabilă decât forţa la curgere. Acest fenomen se datorează 
faptului că la barele lungi forţa maximă a fost limitată de rezistenţa îmbinării cu 
şuruburi. Pe de altă parte, lipsa rigidizărilor la specimenele din seria LL4 au redus forţa 
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tăietoare maximă datorită voalării plastice a inimii. Astfel, rezistenţa maximă posibilă a 
fost atinsă doar pentru specimenele din seria LH4, caracterizate de un răspuns elastic 
al îmbinării şi de limitarea voalării plastice a inimii datorită rigidizărilor. Variaţia 
importantă a raportului dintre forţa maximă şi cea de curgere sprijină ipoteza că 
procedura de determinare a forţei de curgere este sensibilă la rigiditatea iniţială. 

Momentul maxim în îmbinări, determinat conform relaţiei (6.5) scade odată cu 
lungimea barei demontabile. Totuşi, momentul maxim înregistrat, chiar şi în cazul 
specimenelor din seria LL7 şi LH7 este inferior momentului maxim estimat M^aJ^ care a 
fost folosit la dimensionarea îmbinărilor cu şuruburi. Observaţia că îmbinările au suferit 
degradări importante în cazul barelor mai lungi este în contradicţie cu valorile 
înregistrate ale momentelor de încovoiere, mai mici decât cele capabile. Deformarea 
excesivă a îmbinărilor poate fi explicată prin faptul că montajul experimental a 
împiedecat în mare măsură deformaţiile axiale ale barei disipative. La deplasări laterale 
mari, împiedecarea deformaţiilor pe verticală a dus la forţe de întindere suplimentare în 
îmbinări, cauzând distrugerea acestora. Acest fenomen este puţin probabil în cazul 
unei structuri reale, dar poate totuşi avea loc din cauza efectului de şaibă rigidă al 
planşeului din beton armat. Validarea acestor ipoteze necesită studii suplimentare, 
care pot fi efectuate prin analiza cu metoda elementului finit a modelului încercat, dar şi 
a unei structuri în cadre contravântuite excentric. Pentru asigurarea unui răspuns 
elastic al îmbinării, pe baza datelor experimentale din acest studiu, se recomandă în 
cazul barelor disipative demontabile limitarea lungimii acestora la valoarea: 

care corespunde linkurilor din seriile LL4 şi LH4. 

Tabelul 6.8: Deplasarea ultinnă Dju, deformaţia corespunzătoare YTU şi 
ciclul în care a fost atinsă. 

(6.23) 

specimen LL7 LL6 LL5 LL4 LH7 LH6 LH5^ LH4 

DTU. 
mm 

m 93.0 136.6 144.2 118.4 140.8 138.8 137.9 125.9 
DTU. 
mm ci 58.1 64.4 42.3 30.4 68.4 71.7 58.6 37.8 DTU. 
mm c2 55.4 66.3 62.5 33.5 65.5 68.2 72.8 37.6 

YTU 
m 0.155 0.273 0.360 0.395 0.235 0.278 0.345 0.420 

YTU ci 0.097 0.129 0.106 0.101 0.114 0.143 0.147 0.126 YTU 
c2 0.092 0.133 0.156 0.112 0.109 

12.1 
0.136 0.182 0.125 

ciclul ci 10.1 10.1 14.1 10.1 
0.109 
12.1 10.1 12.3 12.2 ciclul c2 10.2 10.1 12.2 10.2 12.1 10.1 14.1 12.3 

notă: pentru specimenele c1 şi c2 sunt prezentate minimul dintre valorile pozit 
deplasărilor ultime 

ve şi negative a 

Deplasarea ultimă Dju, reprezentând deformaţia la care specimenul a demonstrat un 
răspuns histeretic stabil, este prezentată în Tabelul 6.8. Modul de solicitare ciclic a 
redus substanţial capacitatea de deformaţie a linkului, reducerea variind între 40% şi 
70% şi fiind maximă în cazul specimenelor din seriile LL4 şi LH4. Deplasarea ultimă 
absolută este puţin influenţată de lungimea linkului, cu excepţia specimenelor de 
lungime minimă, la care s-a înregistrat o reducere a Dju. în termeni de deformaţii {/TU) 
capacitatea de rotire creşte uşor cu lungimea linkului, înregistrând totuşi o diminuare la 
specimenele din seria LL4 şi LH4. în general, capacitatea de deformaţie ciclică stabilă 
/Tu a fost satisfăcătoare pentru acest tip de elemente, cu excepţia specimenelor LL7-c1 
şi LL7-C2 yru fiind mai mare decât 0.1 rad. Specimenele au înregistrat ductilităţi mai 
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mari decât 10, suportând între 16 şi 22 cicluri în domeniul plastic. Pretensionarea 
şuruburilor nu a afectat rotirea ultimă a linkurilor, dispunerea deasă a rigidizărilor 
îmbunătăţind în schimb capacitatea de deformaţie a linkului. 

Performanţa relativă a barelor disipative demontabile poate fi explicată analizând 
aportul diverselor componente la deformaţia totală. Ponderea deformaţiei de forfecare 
a inimii y, rotirii în îmbinări şi lunecării în îmbinări ţac din deformaţia totală yj la 
atingerea deplasării ultime pentru specimenele încărcate ciclic este prezentată în 
Figura 6.21. Se poate observa că odată cu scăderea lungimii linkurilor creşte aportul 
deformaţiei de forfecare a inimii şi al lunecărilor în îmbinări, dar scade influenţa rotirii în 
îmbinări. Lunecarea în îmbinări reprezintă un aport "pasiv" la deformaţia totală. 
Ponderea rotirii în îmbinări şi a deformaţiei de forfecare a inimii este mai importantă, 
acestea reflectând în mare şi modul de cedare al specimenelor. 
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Figura 6.21: Ponderea deformaţiei de forfecare a inimii y, rotirii în îmbinări şi lunecării în 
îmbinări ţal din deformaţia totală yj la atingerea deplasării ultime (specimenele c1 şi c2). 

Răspunsul specimenelor lungi a fost determinat în mare măsură de răspunsul îmbinării 
cu şuruburi, caracterizată de o reducere graduală a rezistenţei prin şfichiuirea filetului 
până la distrugerea completă a acestuia şi o capacitate redusă de disipare a energiei 
datorită fenomenului de "pinching". Acest din urmă aspect a cauzat şi o reducere a 
energiei disipate în cadrul unui grup de cicluri cu amplitudine constantă. 
Pretensionarea totală a şuruburilor (specimenele c1) a limitat parţial acest fenomen. Pe 
de altă parte, răspunsul specimenelor scurte a fost determinat de forfecarea panoului 
de inimă, caracterizat de o consolidare şi o capacitate de disipare a energiei ridicate, 
dar şi de o reducere mai rapidă a rezistenţei după fisurarea inimii. Numărul de rigidizări 
a avut o importanţă maximă pentru specimenele scurte. Efectul acestora a fost de a 
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împiedeca voalarea plastică a inimii, crescând forţa capabilă maximă şi capacitatea de 
rotire, şi asigurând o comportare histeretică stabilă. Totuşi, după atingerea deformaţiei 
ultime, cedarea specimenelor din seria LH4 a fost mult mai rapidă în comparaţie cu 
cele din seria LL4. Detalii suplimentare asupra aportului componentelor la răspunsul 
histeretic total şi la capacitatea de disipare a energiei sunt prezentate în Anexa IV. 

Distribuţia cerinţelor de ductilitate între îmbinarea cu placă de capăt şi inima linkului, a 
avut ca efect o capacitate de deformaţie mai bună în comparaţie cu modurile de cedare 
"pure", determinate de concentrarea deformaţiilor doar în îmbinare sau inimă. Acest 
fenomen a fost specific specimenelor de lungime medie din seriile LL6-LL5 şi LH6-LH5. 
Dimensionarea elementelor pentru distribuirea cerinţelor de ductilitate este însă dificilă 
din punct de vedere practic, ţinând cont de variabilitatea rezistenţei oţelului folosit la 
fabricarea componentelor. 

6.6 Concluzii 

încercările experimentale pe bare disipative demontabile au demonstrat fiabilitatea 
tehnologică a soluţiei. Performanţa barelor disipative scurte demontabile şi posibilitatea 
înlocuirii acestora le face deosebit de atractive pentru a fi utilizate la cadre metalice 
duale. Din punctul de vedere al costurilor de înlocuire a barelor distruse în urma unui 
seism, avantajul maxim îl prezintă barele scurte, care asigură un răspuns elastic al 
îmbinării, facilitând demontarea elementelor degradate. Concentrarea distrugerilor doar 
în bara disipativă demontabilă poate fi asigurată prin folosirea principiilor proiectării de 
capacitate, inclusiv prin fabricarea barei disipative dintr-un oţel cu limita de curgere 
inferioară celui folosit pentru restul structurii. Zona de riglă situată între contravântuire 
şi link este supusă unor eforturi mari, de aceea se recomandă rigidizarea suplimentară 
a acesteia, o variantă posibilă fiind cea descrisă în acest capitol. Detaliile de sudură 
dintre elementul disipativ şi placa de capăt propuse şi folosite la fabricarea 
specimenelor au demonstrat o comportare excelentă a îmbinării sudate, nici un 
specimen neînregistrând cedări ale sudurii. Aspectele esenţiale ale sudurii element-
placă de capăt au inclus: (1) eliminarea găurii de acces la rădăcina sudurii; (2) sudura 
în 1/2V între tălpi şi placa de capăt realizată de la exteriorul secţiunii şi (3) aplicarea 
unei suduri de colţ pe conturul interior al secţiunii (tălpi şi inimă). Eliminarea găurii de 
acces la rădăcina sudurii constituie un avantaj şi din punct de vedere al reducerii 
costurilor de fabricaţie, soluţia fiind recomandată pentru toate îmbinările de acest tip 
executate în atelier. 

în comparaţie cu bara disipativă clasică, linkul demontabil are un răspuns mai complex, 
care poate fi caracterizat prin aportul componentelor care îl alcătuiesc: forfecarea 
inimii, rotirea în îmbinări şi lunecarea în îmbinări. Identificarea acestor componente şi 
cuantificarea ponderii pe care o are fiecare în răspunsul total al elementului permite o 
înţelegere a modului de cedare, a comportării ciclice şi a caracteristicilor de rigiditate, 
rezistenţă şi ductilitate totale. 

Barele disipative lungi şi dispunerea deasă a rigidizărilor au avut ca şi efect o solicitare 
mai puternică a îmbinărilor. Răspunsul ciclic al elementelor la care îmbinarea a 
constituit elementul cel mai slab a fost caracterizat de: (1) o reducere a forţei maxime 
faţă de elementele dominate de forfecarea inimii; (2) o comportare de tip "pinching", cu 
degradarea rigidităţii şi a rezistenţei în cadrul ciclurilor de amplitudine constantă, şi (3) 
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cedarea prin degradarea graduală a rezistenţei datorită şfichiuirii filetului în şuruburi. 
Răspunsul post-elastic al îmbinărilor a avut un caracter ductil, fapt datorat cedării prin 
şfichiuirea filetului. Acest mod de cedare nu este în general specific şuruburilor. 
Cedarea clasică a şuruburilor prin ruperea în tijă ar fi dus la o comportare mai fragilă a 
linkurilor lungi. Pretensionarea totală a şuruburilor a asigurat un răspuns histeretic mai 
stabil în comparaţie cu pretensionarea parţială, reducând fenomenul de "pinching". 

Răspunsul barelor disipative scurte a fost dictat de forfecarea panoului de inimă, 
distanţa dintre rigidizări constituind un parametru important al performanţei lor. în cazul 
rigidizărilor rare, comportarea barelor disipative scurte a fost determinată de voalarea 
plastică a inimii, care a dus la degradarea rezistenţei prin voalarea alternativă după 
direcţia celor două diagonale. Dispunerea deasă a rigidizărilor a limitat voalarea 
plastică excesivă a inimii, ducând la: (1) dezvoltarea forţei capabile maxime a secţiunii; 
(2) un răspuns histeretic mai stabil; (3) o capacitate de rotire mai ridicată, dar şi (4) o 
cedare mai rapidă prin forfecarea inimii pe conturul panoului. 

Cu excepţia barelor disipative foarte scurte (seriile LL4 şi LH4), îmbinarea nu a asigurat 
suprarezistenţa rezultată pe calcule. Acest fapt se poate datora unei forţe de întindere 
suplimentare la care au fost supuse îmbinările din cauza împiedecării deplasărilor 
axiale ale linkului datorită montajul experimental. Validarea acestei ipoteze şi prezenţa 
fenomenului în structuri reale contravântuite excentric necesită studii suplimentare. 
Pentru asigurarea unui răspuns elastic al îmbinării, pe baza datelor experimentale din 
acest studiu se recomandă în cazul barelor disipative demontabile, limitarea lungimii 
acestora ed la valoarea O.S M/Vy. Rezistenţa barelor disipative cu lungimea limitată la 
această valoare poate fi calculată ca şi pentru bara disipativă scurtă clasică. Deoarece 
pretensionarea totală a condus la o rigiditate iniţială mai mare, o comportare histeretică 
mai stabilă şi o capacitate de deformare mai ridicată, se recomandă pretensionarea 
totală a şuruburilor de înaltă rezistenţă la barele scurte demontabile. 

Cu toate că modul de cedare al specimenelor a fost diferit, funcţie de lungimea barei 
disipative, toate elementele au demonstrat o ductilitate excelentă. Cu excepţia barelor 
disipative lungi cu rigidizări rare (LL7), restul specimenelor au demonstrat o capacitate 
de deformare ciclică stabilă de minim 0.1 radiani. Distribuirea cerinţelor de ductilitate 
între îmbinare şi inimă la barele disipative intermediare (LL5-LL6 şi LH5-LH6) a avut ca 
efect o creştere a capacităţii de rotire faţă de specimenele dominate de moduri de 
cedare "pure". Variabilitatea limitei de curgere a mărcilor de oţel folosite în construcţii 
face totuşi dificilă valorificarea activă a fenomenului. 

îmbinările semi-rigide cu placă de capăt pe înălţimea profilului reduc substanţial 
rigiditatea iniţială a barelor disipative demontabile în comparaţie cu soluţia clasică. 
Pentru calculul global al unor structuri contravântuite excentric cu bara disipativă 
demontabilă este necesară modelarea explicită a comportării semi-rigide a îmbinărilor, 
fie considerarea unei rigidităţi echivalente a elementului demontabil. 
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CONSIDERAŢII FINALE 

7.1 Rezumat 

în capitolele precedente a fost analizat răspunsul seismic a două categorii de structuri 
duale: (1) cadre metalice necontravântuite obţinute prin combinarea nodurilor riglă-
stâlp rigide cu noduri semi-rigide, şi (2) cadre metalice cu deschideri contravântuite 
excentric combinate cu deschideri necontravântuite cu noduri rigide. Performanţa 
seismică a structurilor duale a fost comparată cu cea a structurilor omogene 
corespunzătoare, în contextul influenţei conţinutului de frecvenţe al mişcării seismice 
asupra răspunsului structural. Aceste studii au fost completate cu o analiză critică a 
prevederilor normelor de proiectare antiseismică actuale şi a tendinţelor existente în 
literatura de specialitate. Performanţa seismică a nodurilor riglă-stâlp şi a barei 
disipative demontabile au fost verificate prin încercări experimentale. 

Capitolul 2 a trecut în revistă factorii care afectează mişcarea seismică: sursa 
seismică, efectele de propagare a undelor, condiţiile locale de amplasament şi 
interacţiunea teren-structură. S-a reiterat importanţa conţinutului de frecvenţe al 
accelerogramei (cuantificat prin perioada de control Tc) asupra răspunsului inelastic al 
structurilor. S-a arătat că mişcări seismice cu o valoare ridicată a Tc pot fi generate de: 
(1) terenurile foarte moi (cazul înregistrării Bucureşti-INCERC a cutremurului Vrancea 
1977), eventual cuplate cu efecte de bazin şi (2) efectul directivităţii înainte în cazul 
unor cutremure locale. Pentru evaluarea răspunsului dinamic neliniar al unor structuri 
duale în cadrul acestei lucrări, au fost formate două seturi de înregistrări a câte şapte 
accelerograme, istorice şi semi-artificiale. Cele două seturi corespund sursei seismice 
Vrancea şi unor condiţii de teren diferite: teren mediu cu 7c=0.5 şi teren moale cu 
7c=1.4 secunde. Accelerogramele au fost asociate unor spectre de proiectare în format 
Eurocode şi scalate la acestea pe un interval larg de perioade (de la 0.2 la 2.0 
secunde) pentru reducerea dispersiei rezultatelor. 

Capitolul 3 a analizat prevederile a şapte norme de proiectare antiseismică din 
Europa, SUA şi Japonia. Au fost analizate determinarea forţelor seismice echivalente, 
metodele de analiză, verificările de siguranţă şi criteriile de proiectare pentru structuri 
metalice. S-au evidenţiat printre altele limitările mult mai severe impuse deplasărilor 
relative de nivel în normele Europene, condiţii de proiectare ce dictează dimensionarea 
cadrelor metalice necontravântuite în zone seismice. Au fost sintetizate tendinţele 
actuale în proiectarea antiseismică a construcţiilor, inclusiv conceptele proiectării 
bazate pe performanţă, metodele moderne de analiză şi problemele acestora, 
metodele de proiectare (analiza bazată pe deplasare, metodele energetice şi criteriile 
proiectării de capacitate). Varianta de ultimă oră a normei europene Eurocode 8 
reflectă aceste tendinţe prin incorporarea unor principii ale proiectării bazate pe 
performanţă, descrierea unei proceduri de analiză simplificată bazată pe deplasare şi 
îmbunătăţirea prevederilor legate de proiectarea de capacitate, printre altele. Varianta 
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de anteproiect a normei româneşti P100-2003 este bazată în mare parte pe Eurocode 
8, în procesul de armonizare a legislaţiei de proiectare din România la pachetul de 
norme europene. Diferenţele mai importante faţă de norma europeană şi aspectele 
specifice includ: definirea unor spectre de răspuns diferite pentru sursa subcrustală 
Vrancea şi cea crustală din Banat; dependenţa perioadei de control Tc de intensitatea 
mişcării seismice (dar nu şi a coeficientului de amplificare); intervale medii de recurenţă 
mai mici decât în norma europeană; specificarea perioadei de colţ la nivel "macro" şi 
nu funcţie de condiţiile locale de amplasament. 

Capitolul 4 a analizat răspunsul seismic al cadrelor metalice necontravântuite duale cu 
noduri rigide şi semi-rigide, în comparaţie cu structurile omogene rigide şi cele duale 
rigid-articulate. Performanţa seismică a fost analizată la trei stări limită (nivele de 
performanţă) - starea limită a exploatării normale, starea limită ultimă şl cea de 
prevenire a colapsului. Dimensionarea cadrelor metalice necontravântuite conform 
Eurocode 8 este dictată de asigurarea unei rigidităţi suficiente pentru satisfacerea 
limitărilor deplasărilor relative de nivel la starea limită a exploatării normale. în cazul 
cadrelor rigide omogene aceste criterii de proiectare rezultă în valori ale 
suprarezistenţel de proiectare cuprinse între 2.5 şl 3.4. Cumulată cu efectul 
redundanţei, suprarezlstenţa cadrelor necontravântuite rezultă în cerinţe limitate de 
ductilitate la starea limită ultimă şi la cea de prevenire a colapsului, verificarea acestora 
neîntâmpinând probleme. 

Cadrele duale cu noduri rigide şi articulate prezintă unele avantaje de proiectare, cum 
ar fi eliminarea îmbinărilor după axa minimă a stâlpului, reducerea solicitării excesive a 
panoului de inimă al stâlpului la nodurile interioare, şi îmbunătăţirea rapoartelor 
momentelor capabile riglă-stâlp. Totuşi, nodurile articulate reduc simţitor rigiditatea 
structurii şi necesită secţiuni mai mari ale elementelor pentru asigurarea rigidităţii 
necesare. în acelaşi timp, structura rezultă cu mai puţine zone disipative, iar 
optimizarea rigidităţii structurii poate încuraja proiectantul să folosească rigle mai 
puternice în comparaţie cu structurile rigide omogene, ceea ce conduce la favorizarea 
unor mecanisme plastice locale şi la o redundanţă scăzută a structurii. 

Cadrele necontravântuite cu noduri rigide şi semi-rigide (şl parţial rezistente) oferă un 
compromis între cadrele omogene (cu noduri rigide sau seml-rigide) şi cele rigid-
articulate. Spre deosebire de configuraţiile rigid-articulate, cadrele duale cu noduri 
semi-rigide posedă o rigiditate globală mult mal bună, apropiată de cea a cadrelor 
rigide omogene (la aceleaşi secţiuni de elemente). Pentru optimizarea rigidităţii laterale 
a cadrelor duale, se va urmări asigurarea efectului de cadru rigid pentru cât mai multe 
deschideri, prin dispunerea nodurilor semi-rigide între deschideri cu noduri rigide. 
Această strategie asigură o eficienţă mal mare a nodurilor rigide la cadrele duale, la 
acelaşi număr de noduri seml-rigide. Spre deosebire de cadrele omogene, cadrele 
duale cu noduri semi-rigide oferă rapoarte ale momentelor capabile riglă-stâlp mai 
favorabile, reducând posibilitatea formării unor mecanisme plastice de nivel, 
îmbunătăţind astfel capacitatea de disipare a energiei şi răspunsul global al structurii la 
intensităţi ridicate ale acţiunii seismice. Totuşi, cadrele duale cu noduri rigide şi semi-
rigide au o performanţă inferioară celor rigide omogene la nivele scăzute ale acţiunii 
seismice, corespunzătoare stării limită a exploatării normale, din cauza degradărilor 
nodurilor parţial-rezistente. 
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Pentru alcătuirea cadrelor duale sunt de preferat noduri semi-rigide care să elimine 
sudura (pentru a putea înlocui facil elementele degradate în urma unui cutremur) şi să 
fie ductile. îmbinări care să combine aceste cerinţe pot fi de exemplu cele cu corniere 
pe talpă şi inimă, îmbinări cu T-uri, etc. Pentru asigurarea unei ductilităţi 
corespunzătoare, componenta cea mai slabă a îmbinării trebuie sa aibă un mod de 
cedare ductil (talpa cornierei sau a T-ului la încovoiere asigură acest lucru). 
Configuraţiile duale cu noduri rigide şi semi-rigide, chiar şi atunci când ultimele au o 
rezistenţă relativ mică, nu asigură o izolare a deformaţiilor plastice doar în nodurile 
semi-rigide. De aceea, în urma unui cutremur sever, rămâne problema remedierii 
degradărilor la nodurile rigide, mai greu de realizat. 

Răspunsul inelastic al structurilor metalice este afectat într-o manieră determinantă de 
conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice în relaţie cu perioada de vibraţie a structurii. 
Mişcări seismice cu perioada de colţ Tc în jur de 1.4 secunde sunt specifice unor 
amplasamente pe terenuri slabe din România. Astfel de mişcări seismice nu afectează 
răspunsul elastic al cadrelor necontravântuite, cu perioada fundamentală mai mică 
decât perioada de colţ, dar amplifică substanţial cerinţa de deplasare în domeniul 
inelastic. Pentru cadrele analizate în acest studiu, factorii de reducere a forţelor 
seismice datoraţi ductilităţii au suferit o reducere de la 5.4 în cazul mişcării seismice 
Tc=0.5 la 2.6 în cazul rc=1.4. Acest aspect al interacţiunii dintre răspunsul inelastic al 
structurilor şi tipul de mişcare seismică nu este reflectat în normele actuale anti-
seismice şi poate fi deosebit de periculos pentru structuri care nu posedă 
suprarezistenţa foarte mare generată de cerinţele Eurocode 8 pentru starea limită a 
exploatării normale. 

Analiza statică neliniară şi metodele bazate pe deplasare (N2) oferă informaţii 
importante asupra răspunsului seismic al structurilor dominat de modul întâi de vibraţie, 
comparabile calitativ şi cantitativ cu rezultatele "exacte" ale analizei dinamice neliniare. 
Exactitatea analizei statice neliniare suferă în cazul în care modurile superioare de 
vibraţie au un aport important la răspunsul structurii. în plus, analiza statică neliniară 
are tendinţa să supraestimeze cerinţa de deformaţie în nivelele afectate de mecanisme 
plastice parţiale. Cu toate acestea, metoda de analiză bazată pe deplasare oferă o 
estimare rapidă a răspunsului seismic al structurilor şi este deosebit de utilă în cazul 
cadrelor duale, din cauza caracteristicilor diferite ale nodurilor rigide şi ale celor semi-
rigide. 

Capitolul 5 a studiat structurile duale formate din cadre contravântuite excentric cu 
bara disipativă scurtă şi cadre necontravântuite cu noduri rigide. Criteriul de proiectare 
dominant este reprezentat de rezistenţa barelor disipative scurte. Aportul de rigiditate şi 
rezistenţă al structurii secundare formate din deschideri necontravântuite cu noduri 
rigide este minor la nivelul forţelor de calcul, aceasta neafectând practic dimensionarea 
structurii principale. Utilizarea unor îmbinări riglă-stâlp rigide în deschiderile 
necontravântuite oferă avantajul unei dimensionări mai economice a elementelor 
structurale, dar creşte costul nodurilor. Criteriul de proiectare pentru elementele 
structurii necontravântuite îl constituie rezistenţa (SLU) în gruparea fundamentală de 
încărcări. 

Fenomenele care afectează performanţa seismică a structurilor duale pot fi împărţite în 
două grupuri: (1) aspecte care ţin de relaţia forţă-deplasare globală şi tipul de mişcare 
seismică, care pot fi modelate prin sisteme cu un singur grad de liberate dinamică şi (2) 
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distribuţia cerinţelor de ductilitate şi a degradărilor în structură, pentru analiza cărora 
este necesar un model cu mai multe grade de libertate dinamică. 

La nivelul relaţiei globale forţă-deplasare, structurile duale sunt caracterizate de: (1) o 
rigiditate şi forţă de curgere apropiate de cele ale structurilor omogene şi (2) rezistenţă 
maximă şi consolidare mai ridicate. în cazul în care perioada fundamentală a structurii 
este mai mare decât perioada de colţ a mişcării seismice, cerinţa de deplasări 
inelastice a structurilor omogene este aproximativ egală cu deplasările elastice. De 
aceea, consolidarea şi rezerva de rezistenţă post-elastică a structurilor duale nu 
influenţează cerinţa de ductilitate a acestora. Diferenţa dintre relaţia forţă-deplasare 
globală a structurilor duale şi omogene devine importantă atunci când perioada 
fundamentală a structurii este mai mică decât perioada de colţ a mişcării seismice. 
Cerinţa de deplasare inelastică a structurilor omogene este mai mare decât deplasările 
elastice în acest caz, iar consolidarea mai mare şi rezistenţa post-elastică a 
configuraţiilor duale devin eficiente în reducerea cerinţelor de ductilitate. 

Limitarea deplasărilor laterale permanente este importantă pentru asigurarea funcţiunii 
clădirii după un cutremur. Structurile duale sunt eficiente în reducerea acestora atât 
timp cât substructura flexibilă are un răspuns elastic. Optimizarea configuraţiilor duale 
din acest punct de vedere poate fi efectuată mărind ductilitatea convenţională ^D- Din 
punct de vedere practic, creşterea ductilităţii convenţionale este eficientă prin folosirea 
unui oţel cu limita de curgere superioară la deschiderile necontravântuite, asigurând 
astfel o creştere a rezistenţei dar nu şi a rigidităţii sistemului flexibil. Efectul de 
reducere a deplasărilor permanente de către configuraţia duală este maxim în cazul în 
care perioada fundamentală a structurii se află în domeniul vitezelor spectrale 
constante. Performanţa superioară a configuraţiilor duale faţă de sisteme echivalente 
omogene devine importantă pentru structurile cu ductilitate limitată, reducând cerinţa 
de deplasări maxime şi permanente şi diminuând riscul atingerii instabilităţii dinamice. 

La nivelul structurilor multietajate cu structură duală, existenţa substructurii secundare 
flexibile îmbunătăţeşte performanţa seismică prin uniformizarea deplasărilor relative de 
nivel pe înălţime, reducând riscul unor mecanisme parţiale de nivel. Folosind 
proiectarea de capacitate şi principiile de alcătuire a structurilor duale propuse în 
această lucrare, degradările structurale pot fi izolate doar în barele disipative scurte, 
asigurând un răspuns elastic al deschiderilor necontravântuite, chiar şi pentru nivele 
ale intensităţii seismice corespunzătoare stării limită ultime. Această comportare 
reduce costurile de intervenţie la structură în urma unui seism de calcul. 

Structurile cu perioada fundamentală mai mică decât perioada de colţ a mişcării 
seismice suferă o amplificare importantă a cerinţelor de ductilitate faţă de structurile 
aflate în domeniul de viteze spectrale constante. în contextul proiectării, factorul de 
reducere al forţelor seismice depinde puternic nu numai de tipul structurii, ci şi de 
conţinutul de frecvenţe al mişcării seismice. Normele antiseismice actuale neglijează 
acest din urmă aspect, important în contextul condiţiilor seismice din România, 
capabile să genereze mişcări seismice cu perioada de colţ în jur 1.4-1.5 secunde. 
Structurile duale, prin redundanţa sporită, sunt caracterizate de factori de reducere mai 
ridicaţi decât structurile omogene contravântuite excentric, fiind recomandate pentru 
construcţiile amplasate pe terenuri moi. 
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Capitolul 6 a propus realizarea barei disipative scurte la cadrele metalice 
contravântuite excentric în soluţie demontabilă, folosind o îmbinare cu placă de capăt 
şi şuruburi de înaltă rezistenţă pretensionate. încercările experimentale pe bare 
disipative demontabile au demonstrat fiabilitatea tehnologică a soluţiei. Performanţa 
ridicată a barelor disipative scurte demontabile (capacităţi de rotire de peste 0.1 rad) şi 
posibilitatea înlocuirii acestora le face deosebit de atractive pentru a fi utilizate la cadre 
metalice duale. Din punctul de vedere al costurilor de înlocuire a barelor distruse în 
urma unui cutremur avantajul maxim îl prezintă barele scurte, care asigură un răspuns 
elastic al îmbinării, facilitând demontarea elementelor degradate. Concentrarea 
distrugerilor doar în bara disipativă demontabilă poate fi asigurată prin folosirea 
principiilor proiectării de capacitate, inclusiv prin fabricarea barei disipative dintr-un oţel 
cu limita de curgere inferioară celui folosit pentru restul structurii. Detaliile de sudură 
dintre elementul disipativ şi placa de capăt propuse şi folosite la fabricarea 
specimenelor au demonstrat o comportare excelentă a îmbinării sudate. Aspectele 
esenţiale ale sudurii element-placă de capăt au inclus: (1) eliminarea găurii de acces la 
rădăcina sudurii; (2) sudura în 1/2V între tălpi şi placa de capăt realizată de la 
exteriorul secţiunii şi (3) aplicarea unei suduri de colţ pe conturul interior al secţiunii 
(tălpi şi inimă). Eliminarea găurii de acces la rădăcina sudurii constituie un avantaj şi 
din punct de vedere al reducerii costurilor de fabricaţie, soluţia fiind recomandată 
pentru toate îmbinările de acest tip executate în atelier. 

în comparaţie cu bara disipativă clasică, linkul demontabil are un răspuns mai complex, 
care poate fi caracterizat prin aportul componentelor care îl alcătuiesc: forfecarea 
inimii, rotirea în îmbinări şi lunecarea în îmbinări. Identificarea acestor componente şi 
cuantificarea ponderii pe care o are fiecare în răspunsul total al elementului permite o 
înţelegere a modului de cedare, a comportării ciclice şi a caracteristicilor de rigiditate, 
rezistenţă şi ductilitate totale. 

Barele disipative lungi şi dispunerea deasă a rigidizărilor au avut ca şi efect o solicitare 
mai puternică a îmbinărilor. Răspunsul ciclic al elementelor la care îmbinarea a 
constituit elementul cel mai slab a fost caracterizat de: (1) o reducere a forţei maxime 
faţă de elementele dominate de forfecarea inimii; (2) o comportare de tip "pinching", cu 
degradarea rigidităţii şi a rezistenţei în cadrul ciclurilor de amplitudine constantă, şi (3) 
cedarea prin degradarea graduală a rezistenţei datorită şfichiuirii filetului în şuruburi. 
Răspunsul post-elastic al îmbinărilor a avut un caracter ductil, fapt datorat cedării prin 
şfichiuirea filetului. Pretensionarea totală a şuruburilor a asigurat un răspuns histeretic 
mai stabil în comparaţie cu pretensionarea parţială, reducând fenomenul de "pinching". 

Răspunsul barelor disipative scurte a fost dictat de forfecarea panoului de inimă, 
distanţa dintre rigidizări constituind un parametru important al performanţei lor. în cazul 
rigidizărilor rare, comportarea barelor disipative scurte a fost determinată de voalarea 
plastică a inimii, care a dus la degradarea rezistenţei prin voalarea alternativă după 
direcţia celor două diagonale. Dispunerea deasă a rigidizărilor a limitat voalarea 
plastică excesivă a inimii, ducând la: (1) dezvoltarea forţei capabile maxime a secţiunii; 
(2) un răspuns histeretic mai stabil; (3) o capacitate de rotire mai ridicată, dar şi (4) o 
cedare mai rapidă prin forfecarea inimii pe conturul panoului. 

Pentru asigurarea unui răspuns elastic al îmbinării, pe baza datelor experimentale din 
acest studiu se recomandă în cazul barelor disipative demontabile limitarea lungimii 
acestora ed la valoarea O.Q MyA/y. Rezistenţa barelor disipative cu lungimea limitată la 
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această valoare poate fi calculată ca şi pentru bara disipativă scurtă clasică. Deoarece 
pretensionarea totală a rezultat într-o rigiditate iniţială mai mare, o comportare 
histeretică mai stabilă şi o capacitate de deformare mai ridicată, se recomandă 
pretensionarea totală a şuruburilor de înaltă rezistenţă la barele scurte demontabile. 

îmbinările semi-rigide cu placă de capăt pe înălţimea profilului reduc substanţial 
rigiditatea iniţială a barelor disipative demontabile în comparaţie cu soluţia clasică. 
Pentru calculul global al unor structuri contravântulte excentric cu bara disipativă 
demontabilă este necesară modelarea explicită a comportării semi-rigide a îmbinărilor, 
fie considerarea unei rigidităţi echivalente a elementului demontabil. 

7,2 Contribuţii personale 

Pe baza studiilor analitice şi experimentale efectuate de către autor şi a rezultatelor 
obţinute se evidenţiază următoarele contribuţii mai importante: 
• Evidenţierea importanţei conţinutului de frecvenţe al mişcării seismice asupra 

răspunsului neliniar al structurilor în contextul cutremurelor vrâncene şi a condiţiilor 
locale de amplasament din România. 

• Propunerea de amendare a factorilor de reducere a forţelor seismice (i//) pentru 
structurile cu perioada fundamentală de vibraţie mai mică decât perioada de colţ Tc 
a mişcării seismice în amplasament. 

• Sinteza comparativă a normelor şi tendinţelor actuale din proiectarea antiseismică a 
construcţiilor. 

• Conceperea, realizarea şi interpretarea rezultatelor unui program experimental pe 
noduri riglă-stâlp interioare, puţin studiate în literatura de specialitate. Metodologia 
de interpretare a datelor pentru cazul încărcării anti-simetrice a fost elaborată de 
autor. Concluziile principale ale studiului experimental cuprind: (1) importanţa tipului 
de încărcare, cea anti-simetrică ducând la o ductilitate superioară din cauza 
contribuţiei panoului de inimă al stâlpului, dar la o rigiditate şi rezistenţă scăzute; (2) 
importanţa detaliilor de sudură şi a calităţii sudurii şi (3) efectul pozitiv al distribuţiei 
cerinţelor de ductilitate între câteva componente (placa de capăt şi inima stâlpului). 
Programul experimental este unic în România, iar prin unele aspecte, cum ar fi 
efectul acţiunii anti-simetrice, reprezintă o premieră europeană. Rezultate ale 
acestor încercări au stat la baza unui "Ghid de proiectare a îmbinărilor ductile la 
structuri metalice amplasate în zone seismice", elaborat de ÎNCERC Timişoara şi 
Universitatea "Politehnica" din Timişoara. 

• Sintetizarea cauzelor şi avantajelor cadrelor duale necontravântuite cu noduri rigide 
şi semi-rigide. în contextul proiectării guvernate de limitarea deplasărilor relative de 
nivel cadrele duale necontravântuite reprezintă o alternativă celor omogene din 
punct de vedere economic. Autorul propune configuraţiile duale optime din punctul 
de vedere al raportului dintre rigiditatea structurii şi a numărului de noduri semi-
rigide. Efectul principal al configuraţiilor duale cu noduri semi-rigide este 
promovarea unui mecanism plastic global, care îmbunătăţeşte răspunsul structurii la 
intensităţi ridicate ale acţiunii seismice. La intensităţi scăzute ale acţiunii seismice, 
cadrele duale nu prezintă avantaje faţă de structurile omogene. 

• Demonstrarea principiilor de alcătuire a structurilor duale care să permită 
"separarea" funcţiei de disipare a energiei în substructura rigidă de răspunsul elastic 
în substructura flexibilă şi cuantificarea acestui fenomen prin ductilitatea 
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convenţională //o- Propunerea realizării practice a unor configuraţii duale eficiente 
prin folosirea unor substructuri cu rigiditate şi rezistenţă diferite (cadre 
contravântuite excentric şi cadre necontravântuite cu noduri rigide) şi optimizarea 
acestora prin folosirea unui oţel cu limita de curgere inferioară la substructura rigidă. 
Identificarea condiţiilor în care structurile duale reprezintă avantaje importante: (1) 
mişcări seismice cu perioada de colţ mai mare decât perioada de vibraţie 
fundamentală a construcţiei şi (2) substructuri rigide cu o ductilitate redusă. 

• Propunerea de realizare a barei disipative scurte la cadrele contravântuite excentric 
în variantă demontabilă folosind îmbinări cu placă de capăt şi şuruburi de înaltă 
rezistenţă pretensionate. Conceperea standului şi realizarea încercărilor 
experimentale pe bare disipative scurte demontabile, în premieră mondială după 
cunoştinţa autorului. Elaborarea metodologiei de interpretare a datelor 
experimentale şi evidenţierea componentelor barelor disipative demontabile. 
Demonstrarea fezabilităţii tehnologice a soluţiei şi recomandarea parametrilor 
(lungimea linkului, rigidizarea inimii şi pretensionarea totală) care să asigure o 
performanţă maximă a sistemului. 

7.3 Valorificarea rezultatelor 

Studiile analitice şl experimentale efectuate în cadrul tezei de doctorat au fost integrate 
în mai multe contracte şi programe de cercetare, de referinţă fiind: 
- IC15-CT96-0201 / 1997, "Reliability of Moment Resistant Connections of Steel 

Building Frames in Seismic Areas", COPERNICUS-RECOS Programme, finanţator: 
Uniunea Europeană, încheiat în 2000. 

• 44083 / 1998, Cod 16, Proiect major CNCSIS (tip C) "Siguranţa la cutremur a 
construcţiilor din România în zone cu mişcări seismice puternice", finanţatori: MEN-
CNCSIS şl Banca Mondială, încheiat in 2001. 

în cadrul programului COPERNICUS-RECOS au fost elaborate cercetările privind 
comparaţia normelor de proiectare antiseismică, studiul configuraţiilor duale 
necontravântuite şi realizat programul experimental pe noduri riglă-stâlp. Studiul 
configuraţiilor duale în cadre contravântuite excentric şi necontravântuite, precum şi 
încercările experimentale pe bara disipativă scurtă demontabilă au fost realizate în 
cadrul grantului major CI 6. Rezultatele cercetărilor efectuate au fost publicate în două 
cărţi care au integrat cercetările întreprinse: 
• Mazzolani, F.M. (ed.), (2000) "Moment Resistant Connections of Steel Building 

Frames In Seismic Areas", E&FN SPON, London. Autorul a contribuit în mod direct 
la capitolele: 1.1 - "Analysis of design criterla and seismic hazard: comparison 
among codes"; 3.2 - "Influence of Connection Typology and Loading Asymmetry"; 
6.1 - "Ductility demand for semi-rigld joint frames"; 7.3 - "Influence of the structural 
typology on the seismic performance of steei framed bulldings". 

• Dubina, D. şi Lungu, D. (coordonatori) (2003). "Construcţii amplasate în zone cu 
mişcări seismice puternice". Orizonturi Universitare, Timişoara. Colectiv de autori: 
Aldea, A., Arlon, C., Clutina, A., Cornea, T., Dinu, F., Fulop, L., Grecea, D., 
Stratan, A., Văcăreanu, R., autorul contribuind la cap. 2 -"Tendinţe şi evoluţii în 
normele de proiectare antiseismică a clădirilor cu structură metalică" şl cap. 5 -
"Cadre metalice multietajate cu structură duală" din partea a ll-a a lucrării. 

Alte contracte de cercetare în legătură cu tema tezei de doctorat includ: 
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• Grant CNCSIS, cod 193/1998. "Siguranţa clădirilor multietajate cu cadre metalice 
necontravântulte amplasate in zone seismice" (coautor). 

• Contract nr. 437/1996, tema A3, MCT. "Studiul comportării cadrelor metalice cu 
structura duală amplasate in zone seismice" (coautor). 

• Contract nr. 437/1996, tema B2, MCT. "îmbinări riglă-stâlp ductile la cadre cu 
structură mixtă oţel-beton pentru clădiri multietajate amplasate în zone seismice" 
(coautor). 

• Contract HPRNCT 1999 0035 SAFERR - "Safety Assessment for Earthquake Risk 
Reduction" finanţator: Uniunea Europeană, (stagiu de cercetare la Universitatea din 
Ljubijana, Slovenia). 

- Grant tip At, contract nr. 33550/2003, tema nr. 10 cod CNCSIS 218. 
"Comportamentul seismic al cadrelor metalice duale contravântuite excentric cu link 
scurt detaşabil" (responsabil de grant). 

• Contract 81/2002, MLPTL. "Ghid de proiectare a îmbinărilor ductile la structuri 
metalice amplasate în zone seismice". ÎNCERC Timişoara/ Universitatea 
"Politehnica" din Timişoara, (colaborator). 

Pe parcursul elaborării tezei autorul a publicat mai multe articole în reviste de 
specialitate şi conferinţe, care includ: 
• trei articole în reviste de specialitate internaţionale: 

Dubina, D., Ciutina, A., and Stratan, A., (2002). "Cyclic Tests on Bolted Steel and 
Composite Double-Sided Beam-to-Column Joints", Steel and Composite 
Structures, Voi. 2, No. 2, 147-160. 

Dubina, D., and Stratan, A. "Behaviour of welded connections of moment-resisting 
frames beam-to-column joints", Engineering Structures, Voi. 24, No. 11(2002), 
1431-1440. 

Dubina, D., Ciutina, A., Stratan, A. (2001). "Cyclic Tests of Double-Sided Beam-to-
Column Joints", ASCE, Journal of Structural Engineering, Voi.127, No.2, pp.129-
136. 

• cinci articole în reviste de specialitate din România 
• douăzeci şi patru de articole la conferinţe naţionale şi internaţionale 

întreaga activitate de cercetare desfăşurată pe parcursul elaborării tezei de doctorat a 
fost integrată în Programul European de cercetare COST CI2 "Improvement of 
buildings' structural quality by new technologies". Rezultatele referitoare la cadrele 
contravântuite excentric şi încercările experimentale pe bare disipative demontabile au 
constituit subiectul mai multor prezentări şi au fost reflectate într-o serie de publicaţii 
ale programului. 
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Anexa I. înregistrările seismice folosite 

Această anexă conţine informaţii mai detaliate asupra caracteristicilor 
accelerogramelor descrise în capitolul 2 (Tabelul 1.1 la Tabelul 1.4), precum şi grafice 
spectrelor de acceleraţie (Figura 1.1 şi Figura 1.2), ale acceleraţiilor şi vitezelor originale 
(pentru grupul Tc=0.5, Figura 1.3 şi Figura 1.4) sau originale şi semi-artificiale (pentru 
grupul rc=1.4, Figura 1.5 şi Figura 1.6). 

Tabelul 1.1: Caracteristicile înregistrărilor seismice originale (nescalate), 
pentru grupul de accelerograme cu Tc=0.5. 

înregistrare PGA, m/s' PGV, m/s' ERA, m/s' EPV, m/s' TcS TD, S 
VR86-BAC-NS 0.884 -0.091 0.954 0.068 0.45 2.95 
VR86-PET-EW 2.971 -0.320 2.607 0.235 0.57 2.37 
VR86-VRA-EW -1.408 -0.132 1.415 0.107 0.47 4.25 
VR90-BAC-EW 1.227 -0.165 1.351 0.114 0.53 2.25 
VR90-CER-EW -1.004 0.098 1.323 0.099 0.47 2.56 
VR90-CER-NS -1.071 0.098 1.241 0.103 0.52 2.49 
VR90-IAS-NS 0.958 -0.074 0.921 0.079 0.54 0.99 

Tabelul 1.2: Caracteristicile înregistrărilor seismice scalate, 
pentru grupul de accelerograme cu Tc=0.5. 

înregistrare PGA, m/s' PGV, m/s' EPA, m/s' EPV, m/s' Tc,s Td, S j 
VR86-BAC-NS 3.128 -0.323 3.377 0.239 0.45 2.95 1 
VR86-PET-EW 3.875 -0.417 3.399 0.306 0.57 2.37 
VR86-VRA-EW -3.199 -0.300 3.216 0.242 0.47 4.25 
VR90-BAC-EW 2.579 -0.347 2.839 0.239 0.53 2.25 
VR90-CER-EW -3.054 0.298 4.021 0.302 0.47 2.56 
VR90-CER-NS -2.728 0.250 3.159 0.263 0.52 2.49 
VR90-IAS-NS 3.793 -0.294 3.645 0.312 0.54 0.99 

Tabelul 1.3: Caracteristicile înregistrărilor seismice originale (nescalate), 
pentru grupul de accelerograme cu Tc=1.4. 

înregistrare PGA, m/s' PGV, m/s' EPA, m/s' EPV, m/s' TCS TD, S 
VR77-INC-NS -1.949 -0.712 2.373 0.535 1.42 2.02 
VR86-ERE-N10W 1.560 0.144 1.364 0.157 0.72 1.85 
VR86-INC-NS -0.887 -0.165 0.828 0.189 1.44 1.62 
VR86-MAG-NS -1.355 0.223 1.284 0.210 1.03 1.52 
VR90-ARM-S3E 0.557 -0.047 0.562 0.045 0.50 1.58 
VR90-INC-NS 0.373 -0.064 0.307 0.040 0.81 1.87 
VR90-MAG-NS -0.896 0.047 0.868 0.043 0.31 4.29 
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240 Anexa II 

Tabelul 1.4: Caracteristicile înregistrărilor seismice semi-artificiale scalate, 
pentru grupul de accelerograme cu Tc=^.4. 

înregistrare PGA, m/s' PGV, m/s' EPA, m/s' EPV, m/s' Tc.s TD, S 
VR77-INC-NS -2.240 -0.818 2.728 0.615 1.42 2.02 
VR86-ERE-N10W -2.359 0.510 2.693 0.616 1.44 2.27 
VR86-INC-NS -2.595 -0.575 2.721 0.645 1.49 1.69 
VR86-MAG-NS -2.384 0.588 2.652 0.622 1.47 1.64 
VR90-ARM-S3E -2.771 -0.690 2.906 0.572 1.24 2.55 
VR90-INC-NS 2.669 -0.742 2.592 0.600 1.45 1.79 
VR90-MAG-NS 2.388 -0.536 2.657 0.587 1.39 2.81 
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Figura 1.1: Spectrele de acceleraţie ale grupului Tc=0.5 sec, 
scalate la spectrul ţintă în format ECS (5% amortizare) 
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Figura 1.2: Spectrele de acceleraţie ale grupului Tc=^A sec, 
semi-artificiale şi scalate la spectrul ţintă în format ECS (5% amortizare) 
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Figura 1.3: Accelerogramele originale (nescalate) pentru grupul de înregistrări Tc=0.5. 
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Figura 1.4: înregistrările originale (nescalate) ale vitezei pentru grupul Tc=0.5. 
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Figura 1.5: Accelerogramele originale şi semi-artificiale pentru grupul de înregistrări rc=1-4. 
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Figura 1.6: înregistrările originale şi semi-artificiale ale vitezei pentru grupul 7c=1.4. 
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Anexa II. Cadre duale necontravântuite: rezultate 
suplimentare 

în această anexă sunt prezentate unele rezultate ale analizelor dinamice incrementale 
care nu au fost incluse în textul capitolului 4. Acestea includ curbe IDA, reprezentând 
variaţia unor parametri ai răspunsului structural cu intensitatea mişcării seismice (A). 
Parametrii de răspuns includ deplasările maxime la vârf (5), deplasările relative de nivel 
{DRNmax) şi a cerinţa de deformaţii plastice maxime în elementele structurale {Opi.max)-
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Figura 11.1: Curbele Ă-â/H şi Ă-DRNmax, setul Tc=0.5 de accelerograme. 
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Figura 11.2: Curbele Ă-â/H şi A-DRA/max, setul Tc=^ .4 de accelerograme. 
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Figura 11.3: Curbele Ă-Opî rnax. setul 7c=0.5 de accelerograme, cadrul rigid şi cele duale. 
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Figura 11.4: Curbele Ă-Opi^^ax. setul Tc=0.5 de accelerograme, cadrele omogene. 
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Figura 11.5: Curbele setul Tc=1.4 de accelerograme, cadrul rigid şi cele duale. 
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Figura 11.6: Curbele Ă-dpî rnax. setul 7c=1-4 de accelerograme, cadrele omogene. 
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în continuare sunt prezentate câteva rezultate suplimentare pentru studiul efectuat în 
capitolul 4.7, asupra seriilor WB şi SB de cadre duale. 

media VR-T^=0.5 

WB-RIG 
- - WB-DUI 

- WB-DUE 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
5/H 

media VR-T^=0.5 

WB-RIG 
- - WB-DUI 

- WB-DUE 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
DRN , rad max' 

media VR-T^.=0.5 media VR-T^=0.5 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
6/H 

SB-RIG 
- - SB-DUI 

- SB-DUE 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
DRN , rad max' 

Figura 11.7: Curbele Ă-S/H şi Ă-DRNmax, setul Tc=0.5 de accelerograme. 
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Figura 11.8: Curbele Ă-ă/Hşi Ă-ORN^nax. setul Tc=1.4 de accelerograme. 
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Figura 11.9: Curbele Ă-Opî rnax. setul Tc=0.5 de accelerograme, seria WB. 
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Figura 11.10: Curbele X-O îmax. setul Tc=0.5 de accelerograme, seria SB. 
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Figura 11.11: Curbele Ă'dp,̂ rnax. setul 7c=1.4 de accelerograme, seria WB. 
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Figura 11.6: Curbele Ă-dpî rnax. setul 7c=1-4 de accelerograme, cadrele omogene. 
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e pl,max e pl,a,max 

Rotiri plastice, WB-DUE, VR-T =0.5 Rotiri plastice acum., WB-DUE, VR-T =0.5 

stâlpi 
- - rigle 

— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 

6 pl,max e pl,a,max 

Figura 11.13: Evoluţia cerinţei maxime de rotiri plastice şi acumulate pe grupe de elemente, 
seria WB, media setului 7c=0.5 de accelerograme. 
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Rotiri plastice, SB-RIG, VR-T =0.5 Rotiri plastice acum., SB-RIG, VR-T^=0.5 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
e pl,max 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0 .04 0 .06 0.08 0.1 
G pl,a,max 

Rotiri plastice, SB-DUI, VR-T^=0.5 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
e , pl.max 

Rotiri plastice acum., SB-DUI, VR-T^=0.5 

6 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
0 pl,a,max 

Rotiri plastice, SB-DUE, VR-T^=0.5 Rotiri plastice acum., SB-DUE, VR-T^=0.5 

stâlpi 
- - rigle 

— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 

e , pl,max 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0 .06 0.08 0.1 
e pl,a,max 

Figura 11.14: Evoluţia cerinţei maxime de rotiri plastice şi acumulate pe grupe de elemente, 
seria SB, media setului 7c=0.5 de accelerograme. 
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Rotiri plastice, WB-RIG, VR-T^=1.4 Rotiri plastice acum., WB-RIG, VR-T^,=1.4 

stâlpi 
— - rigle 

— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 

pl.max 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
e pl,a,max 

Rotiri plastice, WB-DUI, VR-T =1.4 Rotiri plastice acum., WB-DUI, VR-T =1.4 

O 
O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 

0 , pl.max 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0 
pl,a,max 

Rotiri plastice. WB-DUE, VR-T^.=1.4 Rotiri plastice acum., WB-DUE, VR-Tj.=1.4 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
e , pl.max 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0 
pl,a,max 

Figura 11.15: Evoluţia cerinţei maxime de rotiri plastice şi acumulate pe grupe de elemente, 
seria WB, media setului 7c=1.4 de accelerograme. 
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Rotiri plastice, SB-RIG, VR-T^,=1.4 Rotiri plastice acum., SB-RIG, VR-T^=1.4 

rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0 
pl,max 

stâlpi 
- - rigle 

- - noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
e pl,a,max 

Rotiri plastice, SB-DUI, VR-T =1.4 Rotiri plastice acum., SB-DUI, VR-T =1.4 

- - rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
0 pl,max 

stâlpi 
- - rigle 

— noduri 

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
G pl,a,max 

Rotiri plastice, SB-DUE, VR-T =1.4 Rotiri plastice acum., SB-DUE, VR-T =1.4 

O— 
O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0 

pl,max 

rigle 
— noduri 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 
G pl,a,max 

Figura 11.16: Evoluţia cerinţei maxime de rotiri plastice şi acumulate pe grupe de elemente, 
seria SB, media setului Tc=^A de accelerograme. 
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Anexa III. Cadre duale contravântuite excentric: 
rezultate suplimentare 

1200 
DUA, TRIANG EBF, TRIANG 

- • K 
ini 

- K.an 
blliniar 

0.4 
5, m 

0.6 

VR-T^=0.5, DUA, TRIANG,>1=1 

spec. el.^=1 
spec. inel.|i=1 
curba de capacitate 

a =2.75 

SD=0.0715 

VR-T^=0.5, EBF, TRIANG,?i=1 

spec. el .^=1 
spec. inel.|i=1 
curba de capacitate 

a =2.75 

SD=0.0899 r=1.36 
D =0.122 

0.3 0.3 

VR-T^=1.4, DUA, TRIANG,?i=1 

spec. el.|i=1 
spec. inel.|i=1.04 
curba de^apacitate 

a =2.2 g 
R =1.0 

SD=0.098 
r=1.3 

D=0.13 

0.4 

VR-T^=1.4, EBF, TRIANG,>i=1 

spec. el.^=1 
spec. inel.|i=1.69 
curba de capacitate 

0.1 0.2 0.3 0.4 
SD, m 

Figura III.1: Reprezentarea grafică a procedurii de determinare a cerinţei de deplasare conform 
metodei N2. 
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media VR-T^=0.5 

DUA 
- - EBF 

media VR-T^,=1.4 

0.02 0.03 0.03 
DRN , rad per' DRNp^ ,̂ rad 

Figura III.2: Evoluţia deplasărilor relative de nivel permanente cu intensitatea mişcării seismice. 

Deformaţii link, media VR-T^=0.5 

0.05 0.1 
Y, rad 

0.15 0.2 

Rotiri CV, media VR-T^,=0.5 

DUA 
- - EBF 

0.01 0.02 
e, rad 

0.03 

Rotiri rigle, media VR-T =0.5 

DUA 
- - EBF 

0.01 0.02 
0, rad 

0.03 

Rotiri stâlpi, media VR-T =0.5 

DUA 
- EBF 

0.02 0.03 
e, rad 

Figura III.3: Cerinţa de deformaţii locale în elementele structurale, setul rc=0.5 de 
accelerograme. 
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Deformaţii link, media VR-T^=1.4 Rotiri CV, media VR-T^=1.4 

DUA 
- • EBF 

0.01 0 .02 0.03 
e, rad 

Rotiri rigle, media VR-T =1.4 

DUA 
- - EBF 

Rotiri stâlpi, media VR-T =1.4 

DUA 
- • EBF 

0.01 0.02 
e, rad 

0.03 0.01 0.02 
0, rad 

0.03 

Figura III.4: Cerinţa de deformaţii locale în elementele structurale, setul Tc=1.4 de 
accelerograme. 
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VR-TcO.5, Media accelerogramelor 

DD.T=0.6 
- - DP,T=0.6 

- OD. T=0.6 
OP, T=0.6 

O 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 
6p,m 

VR-Tc1.4, Media accelerogramelor 

5p,m 

DD, T=0.6 
- - DP, T=0.6 

- OD, T=0.6 
OP. T=0.6 

2.5 

Figura III.5: Relaţia dintre multiplicatorul accelerogramei Ă şi deplasarea permanentă Sp pentru 
sisteme omogene (OB şi OP) şi duale (DB şi DP), /i/=6. 

BUPT



Cadre duale contravântuite excentric: rezultate suplimentare 269 

VR-TcO.5, Media accelerogramelor 

10 

- - Elastic 
- DDB,T=0.6 
- - DP, T=0.6 
- ODB, T=0.6 

OP. T=0.6 

15 20 

8 -

7 

5 -

VR-Tc1.4, Media accelerogramelor 

- - Elastic 
DDB,T=0.6 

- - DP. T=0.6 
- ODB. T=0.6 

OP. T=0.6 

10 20 

Figura III.6: Relaţia pentru sisteme omogene (ODB şi OP) şi duale (DDB şi DP), cu o 
ductilitate limitată a sistemului rigid (//r=6; //f=6). 
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VR-TcO.5, Media accelerogramelor 

DDB, T=0.6 
- - DP, T=0.6 

- ODB, T=0.6 
OP, T=0.6 

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 
5p,m 

VR-Tc1.4, Media accelerogramelor 

^ 4 -

DDB.T=0.6 
- - DP,T=0.6 

- ODB. T=0.6 
OP, T=0.6 

Figura III.7: Relaţia dintre multiplicatorul accelerogramei Ă şi deplasarea permanentă Sp pentru 
sisteme omogene (ODB şi OP) şi duale (DDB şi DP), //r=6; ///=6. 
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Anexa IV. încercări experimentale: detalii 

LH4 
125 125 

JOO ^ 
400 

LL4 
250 

I 
50 300 50 

" ^ 400 ^ 

LH5 
vT?'-

115 120 115 

LL5 
175 175 

^0 4̂00 , 50 . 
500 

400 

500 

LH6 
,115, .110, .110 115^ 

T 
1 

600 

LL6 
225 225 

500 

600 

LH7 
135 . 140 140 . . 135 

.,50 600_ 

7i^0_ 

50 

LL7 
275 J275 

600 

700 

5̂0 

Figura IV.1: Dimensiunile specimenelor şi distanţa dintre rigidizări. 
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Seria LL7 

300 

Z 200 

LL7-m LL7-m 

0.15 0.05 0.1 
YL- rad 

LL7-m 

0.5 
x lO" ' 

LL7-m 

100 

80 

E 60 

40 

20 

0 

LL7-m 

0.01 0.02 0.03 0.04 
--ad 

100 

80 

E 60 

2 40 

20 

O 

LL7-m 

0.01 0.02 0.03 0.04 
0g, rad 

Figura IV.2: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LL7-m. 
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Figura IV.3: Modul de cedare al specimenului LL7-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul încercat monoton LL7-m au fost: 
• voalarea tălpilor în zona comprimată la xr=0.057 rad 
• cedarea fragilă a unui şurub din rândul exterior la o deformaţie rr^OAS rad, 

reflectată printr-o scădere bruscă a forţei 
• toate şuruburile din rândul exterior al zonei întinse au prezentat şfichiuiri în filet la 

sfârşitul încercării. Lunecarea în îmbinări a fost minoră, înregistrările efectuate (0.08 
mm) fiind sub 0.15 mm. 
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400 
LL7-C1 

z 

400 

- 200 

LL7-C1 

z 
200 

O 

- 200 

LL7-C1 

z 
-iC 
11.' 

- 200 

- 4 0 0 
- 0 . 2 - 0 . 1 O 0.1 

YL- rad 

- 4 0 0 

z 

400 

200 

O-

-200 

- 4 0 0 

100 -

- 0 . 2 - 0 . 1 O 0.1 0.2 

Y, rad 
400 

LL7-C1 

-0.01 0.01 

E 
z 

- 5 0 

- 1 0 0 

LL7-C1 

200 

- 2 0 0 

- 4 0 0 

S 

- 100 
- 0 . 2 - 0 . 1 O 0.1 0.2 - 0 . 2 - 0 . 1 O 0.1 0.2 

Gj. rad 

Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 

0g. rad 
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E 
E 

X 10 
2.5 

B D - F 

2 

1.5 

1 

0.5 

O 

L L 7 - C 1 , e n e r g i e / c i c l u 

*D 

10 15 
cicluri 

25 

Figura IV.5: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL7-c1. 

Figura IV.6: Modul de cedare al specimenului LL7-c1. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL7-c1: 
• Deformaţii permanente ale plăcii de capăt în zona întinsă la ciclul ±6.1 
• cedarea fragilă a unul şurub din şirul exterior al îmbinării Inferioare în ciclul +8.2 
• voalarea tălpilor la ±8.3 
• voalare Inimă la ±10.2 
• ±12.2 şuruburile Interioare au cedat prin şfichiuirea filetulul 
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400 
LL7-C2 

- 200 

400 

200 

LL7-C2 

- 2 0 0 

-400 
-0.2 -0.1 O 0.1 

YL- rad 

LL7-C2 

200 

- 200 

-400 

400 

z 

- 200 

-400 --

z JlC 

-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 
Y, rad 

400 

-100 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Gj, rad 

LL7-C2 

200 

- 2 0 0 

-400 

100 

-0 .01 

LL7-C2 

z 

-50 

-100 

0.01 

YALS-

-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 
Gg, rad 

Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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2.5 
X 10^ 

• D^-F 
D -F 

Y 
1 1 

Dal-P 

E 
E 

LL7-C2, energie/ciclu 

O 5 10 15 20 25 30 
cicluri 

Figura IV.8: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL7-c2. 

Figura IV.9: Modul de cedare al specimenului LL7-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL7-c2: 
• -6.1 - voalare a tălpii 
• ±6.3 - desprinderea vopselei (deformaţii importante) în zona de îmbinare a inimii cu 

placa de capăt, şuruburile exterioare au filetul şfichiuit 
• ±8.1 - desprinderea vopselei la sudura exterioară dintre talpa linkului şi placa de 

capăt 
• ±8.2 - şfichiuirea filetului la şuruburile interioare 
• ±12.1 - voalare inimă link 
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Seria LH7 
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BUPT



încercări experimentale: detalii 279 

Figura IV.10: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-m. 

Figura IV.11: Modul de cedare al specimenului LH7-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH7-m: 
• /t=0.08 rad - voalarea tălpilor în zona comprimată 
• /T=0A4 rad - exfolierea vopselei pe talpa linkului în zona voalată şi la sudura dintre 

talpă şi placa de capăt 
• după încercare panourile de inimă de superioare şi inferioare prezentau exfolierea 

vopselei 
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400 

200 

LH7-C1 

- 200 
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200 
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-400 
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-0 .01 

LH7-C1 

E 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 

Gg. rad 
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X I O" 

E 
E 
z 
- X 

^ I 

L D 

LH7-c1. energie/ciclu 

• *D 

15 20 
cicluri 

30 

^ 5j!-a i\'.':3: E-ergia n^steret.câ D:S.pat3 per ciclu de încărcare de specimenul LH7-c' 

? 

f k 

1 r n ' 

Figura 17.14: Modui de cedare ai specimenului LH7-c1. 

Principalele evenimente observate !a specimenul LH7-c1: 
• cedaî'e în filetu! unui şurub extenor 
• în ciciurile z4e, s-au produs exfolieri ale vopselei pe talpa linkului şi pe linia 

exierioarâ ce sudură între talpă şi piaca de capăt 
• - şfichiuirea filetului la şurubunle din rândurile exterioare 
• z8.1 - voalarea tălpilor linkului în panourile extenoare, exfolierea vopselei de pe 

inima linkului în panourile extenoare 
• r10.2 - voalarea inimii în panounie extenoare 
• r14.1 şi =14.2 - şuruburile exterioare degradate complet pnn ''împingerea" în afară 

a piuliţei 

i 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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LH7-C2, energie/ciclu 

E 
E 

O 5 10 15 20 25 30 
cicluri 

Figura IV.16: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH7-c2. 

Figura IV. 17: Modul de cedare al specimenului LH7-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH7-c2: 
• +6.1 exfolierea vopselei de pe inimă în panoul inferior; deformaţie permanentă a 

plăcii de capăt 
• -6.1 - cedarea filetului la şuruburile din rândul exterior 
• +8.1 - exfoliere vopsea pe inima în panoul de inimă inferior şi pe linia de sudură 

talpă - placă de capăt 
• ±8.1 - voalare tălpi în panourile marginale 
• -8.3 - voalare inimă în panoul inferior 
• -10.3 - inima voalată în panoul superior 
• ±12 - ±14ey - degradarea completă a filetului la şuruburile din rândurile exterioare 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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. . I 
Figura IV.19: Modul de cedare al specimenului LL6-m. 

Principalele eveninnente observate la specimenul LL6-m: 
• ^7=0.07 rad - cedarea filetului în şuruburi 
• XT=0.16 rad - voalare inimă; voalare tălpi în zona comprimată 
• la sfârşitul încercării toate şuruburile marginale erau complet degradate, fie prin 

şfichiuirea filetului, fie prin rupere în tijă (1 şurub) 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.21: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specinnenul LL6-c1. 

Figura IV.22: Modul de cedare al specimenului LL6-c1. 

Principalele evenimente observate la specinnenul LL6-c1: 
• -4.1 - cedarea filetului la unul dintre şuruburi; exfolierea vopselei de pe inimă 
• -6.1 - voalarea tălpilor 
• ±8.2 - voalare inimă 
• -12.1 distrugerea completă a filetului la şuruburile exterioare 
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Figura IV.23: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LL6-c2. 
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Figura IV.24: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL6-c2. 

Figura IV.25: Modul de cedare al specimenului LL6-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL6-c2: 
• ±2.1 - exfoliere vopsea de pe inimă 
• ±4.1 - deformaţii permanente ale plăcii de capăt 
• ±4.3 - exfoliere vopsea de pe tălpi 
• ±6.2 - voalare inimă în panoul superior; voalare tălpi 
• ±8.1 - cedarea filetului la şuruburile marginale 
• ±8.3 - voalare inimă în panoul inferior 
• ±10.3 - forfecarea inimii linkului lângă sudura dintre inimă şi placa de capăt 

superioară; distrugerea completă a filetului la şuruburile exterioare 
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Figura IV.27: Modul de cedare al specimenului LH6-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH6-m: 
• ;'7=0.048 - exfolierea vopselei de pe inima linkului în panourile marginale 
• >^0.058 - exfolierea vopselei la tălpi şi inimă în toate panourile; exfoliere vopsea la 

sudurile inimă-rigidizări şi inimă-placă de capăt 
• )^0.078 - cedare şurub în filet 
• /r=0.112 - voalare tălpi link 
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Figura IV.29: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH6-c1. 

Figura IV.30: Modul de cedare al specimenului LH6-c1. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH6-c1: 
• ±4.1 - exfolierea vopselei pe inimă şi tălpi 
• +6.1 - voalarea tălpilor 
• ±6.3 -exfolierea vopselei la sudurile inimă-rigidizări şi inimă-placă de capăt 
• ±8.3 - voalare inimă în panourile marginale 
• ±10.3 - ±12.2 - cedarea completă a şuruburilor exterioare 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.32: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH6-c2. 

Figura IV.33: Modul de cedare al specimenului LH6-c2. 

Principalele eveninnente observate la specimenul LH6-c2: 
• ±2.1 - exfolierea vopselei de pe inimă în panourile marginale 
• ±4.1 - exfolierea vopselei şi în panourile interioare 
• +6.1-voalare tălpi 
• +6.2, +6.3 - cedări ale filetului la şuruburi 
• ±10.1 - voalare inimă în panourile marginale 
• ±10.2 - ±12.2 - cedarea completă a şuruburilor exterioare 
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Figura IV.35: Modul de cedare al specimenului LL5-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL5-m: 
• rf^O.054 - exfolierea vopsea pe inimă 
• 77^0.101 - exfoliere vopsea pe tălpi şi început de voalare al tălpilor 
• rT^0.22A - voalarea inimii 
• la sfârşitul încercării toate şuruburile exterioare din zona întinsă erau complet 

scoase din uz 

BUPT



298 Anexa IV 

400 

200 

LL5-C1 

- 200 

- 4 0 0 

400 

200 

LL5-C1 

-200 

- 400 
-0 .2 -0 .1 O 0.1 0.2 

Yj. rad 

400 
LL5-C1 

-0 .2 -0 .1 O 0.1 0.2 
YL- rad 

400 
LL5-C1 

z 
JC 

- 0 .2 -0 .1 O 0.1 0.2 
Y, rad 

400 
LL5-C1 

z 

E 
z 

100 

50 

O 

- 5 0 

- 100 

LL5-C1 

z 

- 0 .2 -0 .1 O 0.1 0.2 
Gj, rad 

100 

50 

O 

- 5 0 

- 100 

-0 .01 

LL5-C1 

- 0 . 2 -0 .1 O 0.1 0.2 
Gg. rad 
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Figura IV.37: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL5-c1. 

Figura IV.38: Modul de cedare al specimenului LL5-c1. 

Principalele evenimente observate la specinnenul LL5-c1: 
• +2.1 - exfoliere vopsea pe inimă 
• ±4.1 - deformaţii permanente ale plăcii de capăt 
• +6.1 - exfoliere vopsea pe tălpi 
• +8.1 - cedare filet într-un şurub; voalarea tălpilor 
• +10.1 -voalare inimă în panoul superior 
• -14.1 - cedare filet la şuruburi 
• -14.2 - fisurarea şi ruperea inimii în panoul superior, pe linia de sudură inimă-

rigidizare 
• +14.3 - extinderea ruperii pe laturile verticale ale panoului 
• -14.3 - fisurarea tălpii în dreptul rigidizării 
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Figura IV.40: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL5-c2. 

Figura IV.41: Modul de cedare al specimenului LL5-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL5-c2: 
• ±4.1 - exfolierea vopselii pe inimă 
• +6.1 - exfoliere vopsea la sudura inimă-rigidizare 
• +8.1 - voalarea inimii la panoul superior 
• ±8.3 - voalare tălpii 
• +10.1 - cedare filet la şuruburi 
• +12.2 - ruperea inimii pe linia de sudură inimă-placă de capăt superioară 
• +12.3 - ruperea inimii pe linia de sudură inimă-rigidizare 
• -12.3 - extinderea ruperii inimii pe latura verticală a panoului 
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Figura IV.42: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH5-m. 

Figura IV.43: Modul de cedare al specimenului LH5-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH5-m: 
• ;^0.075 - exfollere vopsea pe inimă şi la sudurile inimă-rigidizare şi inimă-placă de 

capăt 
• ;'t=0.175 - exfoliere vopsea şi voalare la tălpi în panourile marginale 
• ;^0.345 - voalarea inimii în panoul superior 
" '̂T^O^Oe - distrugerea completă a filetului la şuruburile exterioare din tona întinsă 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.45: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH5-c1. 

Figura IV.46: Modul de cedare al specimenului LH5-c1. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH5-c1: 
• +4.1 - exfolierea vopselei pe inimă în panourile marginale 
• +4.2 - exfolierea vopselei pe tălpi 
• +6.1 - voalarea tălpilor 
• +12.1 - voalarea panoului superior 
• -12.1 - voalarea panoului inferior 
• -14.1 - ±14.3 - distrugerea completă a filetului la şuruburile din rândurile exterioare 
• unul dintre şuruburi a cedat prin rupere în tijă 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.48: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH5-c2. 

Figura IV.49: Modul de cedare al specimenului LH5-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH5-c2: 
• ±4.1 - exfoliere vopsea la sudurile inimă-rigidizări 
• +6.1 - exfoliere vopsea pe inimă 
• +6.2 - exfoliere vopsea şi voalare tălpi 
• -10.2 - voalare inimă în panoul superior 
• -12.2 - voalare inimă în panoul inferior 
• +14.2 - ruperea inimii în panoul superior pe linia de sudură inimă-placă de capăt şi 

inimă-rigidizare 
• ±14.3 - distrugerea completă a filetului la şuruburile exterioare 
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Figura IV.50: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LL4-m. 

Figura IV.51: Modul de cedare al specimenului LL4-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL4-m: 
• rr=0.034 - exfollere vopsea panou 
• /7=0.130 - voalare inimă 
• ri^O. 165 - cedare filet în şuruburi 
• >^0.492 - distrugerea completă a filetului la şuruburile exterioare în zona întinsă 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.53: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL4-c1. 

Figura IV.54: Modul de cedare al specimenului LL4-c1. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL4-c1: 
• +4.1 - exfoliere vopsea inimă 
• +6.1 - exfoliere vopsea tălpi 
• +8.1-voalare inimă 
• -8.1 - schimbarea direcţiei undei de voalare a inimii 
• +10.2 - fisurarea ductilă a inimii la mijlocul panoului pe direcţia diagonalei 
• -10.2 - fisurarea ductilă a inimii după cea de-a doua diagonală 
• nici un şurub nu a cedat în timpul încercării 
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Figura IV.56: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LL4-c2. 

Figura IV.57: Modul de cedare al specimenului LL4-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LL4-c2: 
• +3.2 - exfolierea vopselei pe inimă 
• +6.1 - exfolierea vopselei pe tălpi 
• +8.1 - voalarea inimii 
• ±10.1 - voalarea alternantă a inimii după direcţia diagonalelor 
• -10.3 - fisurarea ductilă a inimii după direcţia diagonalei la mijlocul panoului 
• +12.1 -fisurarea ductilă a inimii după diagonala complementară 
• nici un şurub nu a cedat în timpul încercării 
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Figura IV.59: Modul de cedare al specinnenului LH4-m. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH4-m: 
• 7^0.046 - exfolierea vopselei pe inimă 
• /r=0.129 - cedarea filetului în şurub 
• rr^OAQ - voalare inimă 
• /r=0.495 - distrugerea completă a filetului la şuruburile din rândurile exterioare 
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Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 
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Figura IV.61: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH4-c1. 

Figura IV.62: LH4-c1. 

Principalele eveninnente observate la specimenul LH4-c1: 
• ±4.1 - exfolierea vopselei pe inima şi tălpi 
• ±6.1 - exfolierea vopselei la sudurile inimă-rigidizare şi inimă-placă de capăt 
• ±10.1 - fisurarea ductilă a inimii la capătul sudurii inimă-rigidizare 
• ±10.3 - fisurarea ductilă a inimii la celălalt capăt al sudurii inimă-rigidizare 
• -12.1 - voalare panou superior 
• ±12.1 - ±12.3 - creşterea fisurilor în inimă pe linia sudurii inimă-rigidizare şi 

extinderea acestora pe marginile verticale ale panoului inferior; voalarea tălpilor 
• nici un şurub nu a cedat 

BUPT



318 Anexa IV 

400 
LH4-C2 

z 

400 
LH4-C2 

-200 

-400 

- 200 

-400 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

YL- rad 

LH4-C2 

z 

- 200 

-400 

400 

200 

- 200 

-400 

100 

50 

^ O 

-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 
Y, rad 

400 
LH4-C2 

200 

u. 

- 0 . 0 1 O 0.01 

LH4-C2 

E 
z 

- 200 

-400 

100 

50 

O 

-0 .01 

LH4-C2 

0.01 

-50 -50 

- 1 0 0 - -100 
-0.2 -0.1 O 0.1 0.2 -0.2 -0.1 O 0.1 0.2 

Gj, rad 

Figura IV. 12: Relaţiile forţă-deplasare pentru componentele specimenului LH7-c1. 

eg. rad 

BUPT



încercări experimentale: detalii 319 

xio"^ 

• D -̂F 
• i D-F y 
1 1 D -F 1 1 e 
• 1 Dal-F 

E 
E 2 

LH4-C2, energie/ciclu 

*D 

O 1 
O 5 10 15 20 25 

cicluri 

Figura IV.64: Energia histeretică disipată per ciclu de încărcare de specimenul LH4-c2. 

Figura IV.65: Modul de cedare al specimenului LH4-c2. 

Principalele evenimente observate la specimenul LH4-c2: 
• +4.2 - exfolierea vopselei pe inimă şi la sudurile inimă-rigidizare şi inimă-placă de 

capăt 
• -8.2 - voalare panou inferior 
• +12.1 - fisurarea ductilă a inimii la capătul sudurii inimă-rigidizare 
• ±12.3 - extinderea fisurilor pe linia rigidizării şi pe laturile verticale ale panourilor 
• +14.1 - voalare tălpi, ruperea completă a inimii pe linia sudurii inimă-rigidizare în 

panoul inferior 
• -14.1 - ruperea rigidizării pe linia sudurii rigidizare-talpă 
• nici un şurub nu a cedat 
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Comparaţia răspunsului monoton şi ciclic 

-0 .2 
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- LL7 -C2 

Figura IV.66: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-n pentru seria LL7 de specimene. 
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Figura IV.67: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru seria LH7 de specimene. 
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Figura IV.68: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru seria LL6 de specimene. 
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Figura IV.69: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru seria LH6 de specimene. 

BUPT



322 Anexa II 
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Figura IV.70: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yj pentru seria LL5 de specimene. 
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Figura IV.71: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-yr pentru seria LH5 de specimene. 
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Figura IV.72: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-/ţ pentru seria LL4 de specimene. 
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Figura IV.73: Relaţiile forţă - deformaţie totală F-/r pentru seria LH4 de specimene. 
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Unghiul de deformaţie ai panoului de inimă y 

Q 

Figura IV.74: Schematizarea deformării de forfecare al unui panou de link. 

Schematizarea deformării unui panou de link clasic, continuu cu rigla cadrului, se 
bazează pe ipoteza că laturile rămân paralele după deformare, având forma unui 
paralelogram (vezi Figura IV.74). Deformaţiile diagonalelor DD1 şi DD2 sunt 
considerate cu semn, o deplasare pozitivă reprezentând lungirea diagonalei. Aplicând 
teorema cosinuşilor triunghiului ACD deformat şi ţinând cont de valoarea mică a 
unghiului rezultă: 

a^ -2a/) cos 
71 

' = ( d + D D f ) 
/ 

a' + f)' - 2ab sin [y, ) = {d + DDf) 

-{d + DDf) + (a'+b^) 

2ab 

în mod similar, pentru triunghiul ABD avem: 

a^ -2abcos K 
+ ^2 = (d + DD2') 

+ 2ab sin ) = {d + DD2') 

(d + DD2')-(a'+b') 

2ab 

valoarea medie a unghiului ;'este egală cu: 

y^+y^ -(d + DDf) + (a' +b') + (d + DD2^)-{a' +b') 

2 " Ăăb 

de unde: 

r = 
2d {DD2 - DD1) + J d D ^ ^ ^ ^ C ^ ^ 

4ab 

ţinând cont de egalitatea d = \Ja^ + b^ şi neglijând termenii la pătrat, rezultă: 

x/a '+ jb ' (DD2-DD1) 
2ab 
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