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Resumen

De entre las teorias desarrolladas para estudiar la respuesta de un elemento de hormigon
estructural frente a cortante cabe destacar las denominadas teorias del campo de
compresiones. Aunque estas teorias se desarrollaron afos atras, recientemente se han
introducido algunas modificaciones en relacion al efecto de tensorrigidez del hormigén.
La Tesis plantea una revision tedrica de los modelos de campo de compresiones mas
importantes en el disefio a cortante de elementos de hormigdn armado; dicha revision se
centra en dos aspectos clave: el primero de ellos es la denominada hipétesis EPA
(también conocida como hipdtesis de Wagner), segun la cual la direccion del campo
principal de tensiones en el hormigon coincide con la del campo principal de
deformaciones. El segundo aspecto a tratar es la cuantificacién del area de rigidez

tensional del hormigon dentro del modelo constitutivo del acero.

La experimentacion desarrollada hasta la fecha confirma la hipotesis EPA como una
simplificacion razonable. No obstante, esta Tesis analiza las diferencias potenciales
entre los angulos de los campos principales de tension y deformacién en el hormigén
para casos de disefio concretos, y evalla la influencia de algunos parametros mecanicos,
tales como la cuantia de armado o la resistencia del hormigén, sobre el efecto de

divergencia de tales angulos.

La segunda linea de trabajo de esta Tesis estd dedicada al estudio del comportamiento
del acero; las actuales normativas de hormigon estructural plantean la resistencia a
cortante de un elemento de hormigon armado como la suma de la contribucion del
hormigén mas la contribucion del acero, de tal forma que ambas componentes son
invariantes frente a la solicitacion a cortante. Dado que se produce una degradacion del
hormigon cuando aumenta el nivel de deformacién de la pieza, es importante que las
teorias de cortante expliquen la variacién de la resistencia a cortante en funcién de la
deformacion en el hormigon. La Teoria Unificada del Campo de Compresiones (TUCC)
establece que, una vez se alcanza la tension de cedencia en grieta, las tensiones de

traccion en el hormigdn afectan Unicamente a una determinada parte del area de



tensorrigidez; asimismo, en esta Tesis se ha probado que la solubilidad del sistema de
ecuaciones de cortante propuesto por las teorias de campo de compresiones viene
controlada por la cuantia del &rea de tensorrigidez del hormigon. Sobre la base de la
TUCC, y a partir de la aplicacion de un método de andlisis que permita discriminar la
solubilidad del modelo de cortante, se ha formulado un parametro de degradacion del

hormigon.

El resultado final de la tesis es, en primer lugar, un conocimiento mas integral de los
modelos de campo de compresiones para el disefio a cortante en hormigon, y en
segundo lugar, un modelo de comportamiento de la armadura mas coherente con el

fendmeno real de adherencia entre hormigoén y acero.
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Abstract

Among the theories to analyze the shear response of a reinforced concrete member, the
most important ones are the so-called Compression Field Theories. Although these
theories were formulated several years ago, recently some improvements concerning the
tension stiffening effect at the concrete have been introduced. The Thesis provides a
theoretical review on the most influential theories concerning compression-field models
for shear in R/C structures; such review focuses on two key issues: the first one is the
so-called Equal Principal Angles hypothesis (EPA hypothesis, also called Wagner’s
assumption), which states that the direction of principal tensile stress and the direction
of principal tensile strain coincide. The second one is the tension stiffening effect in the

steel constitutive model.

Experimental evidence indicates that EPA assumption is a reasonable simplification.
The Thesis analyzes the potential differences in the angles of principal stress and
principal strain and evaluates the influence of some design parameters, such as the

reinforcement ratio or the concrete strength, on the divergence of these angles.

The second working line of the Thesis is based on the steel behavior; the structural
concrete codes estimate the shear strength as the sum of concrete contribution plus the
steel contribution, in such a way that both components are invariant under different
levels of load. Since an increment of shear strain produces a degradation of concrete, it
is necessary that shear theories define the shear strength as a function of the strain at
concrete. The Refined Compression Field Theory (RCFT) explains that, once yield
stress is reached at crack, tensile stress in concrete affects only a given fraction of the
tension stiffening area. Moreover, this Thesis proves that the solvability of the set of
equations proposed by the compression field theories is controlled by the amount of

tension stiffening area. From the model proposed by RCFT, and using an analytical

Vil



method for discriminating the solvability of shear model, a degradation parameter has

been formulated.

The final results of the Thesis are, first, a more comprehensive knowledge of the
compression-field models for reinforced concrete members subjected to shear, and
second, a constitutive model for reinforcement closer to the real bond mechanisms

between concrete and steel.
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Capitulo 1

Introduccién

Se puede afirmar que todavia se estd buscando una teoria que explique el
comportamiento del hormigon sometido a esfuerzos cortantes. La transmision de tales
esfuerzos a través del alma agrietada de una viga de hormigon armado es un proceso
sumamente complejo, segun el cual, primeramente aparece una familia de grietas y
segun se incrementa la carga aparecen nuevas grietas mientras que las iniciales se

propagan y cambian de inclinacion.

La formulacion de una ecuacion (o conjunto de ecuaciones) que determine la resistencia
a cortante de una viga de hormigon armado requiere previamente del conocimiento de la
inclinacion de las fisuras en el hormigon. Los modelos de campos de compresiones
estan formulados en la mecénica del continuo® y determinan el 4ngulo de inclinacién de
las fisuras considerando las deformaciones de la armadura transversal, de la armadura
longitudinal y del hormigdn (relacion de compatibilidad); esto dltimo, sujeto a unas
condiciones de equilibrio y a unas relaciones tensién-deformacion para la armadura y el
hormigon agrietado, permite determinar la respuesta carga-deformacién de una seccion

de hormigdn armado sometida a cortante.

Aunque resultados experimentales llevados a cabo sobre elementos de hormigdn han
puesto de manifiesto que la diferencia entre ambos angulos es suficientemente pequefia
como para poder ser despreciada [42, 43], nunca anteriormente habia sido realizado un

estudio cuantitativo sobre la discrepancia existente entre ambos angulos.

Por otra parte, durante décadas se ha venido cuestionando la coherencia de las teorias
del campo de compresiones, principalmente desde el punto de vista del tratamiento del
acero. Como alternativa al modelo tradicional de barra “aislada” se ha propuesto el
modelo de barra “embebida” en el que la adherencia entre hormigon y acero cobra
especial importancia [5, 19, 23]. La implementacion de modelos compactos que eviten
realizar comprobaciones adicionales de equilibrio entre acero y hormigén a nivel de

grieta, asi como el analisis del efecto que la rigidez tensional del hormigon produce

! Se consideran deformaciones medias, esto es, comunes a acero y hormigén y medidas sobre una
longitud suficiente que incluya varias fisuras.



sobre la respuesta tenso-deformacional del acero, han centrado gran parte de la

investigacion en este campo en los ultimos afios.

1.1 Objetivos

Como cualquier otro proceso de revision, esta Tesis pretende esclarecer aquellos
aspectos mas criticos de los modelos de campo de compresiones, a fin de obtener
soluciones que permitan al ingeniero afrontar nuevos problemas de disefio; dada la
extension del campo de conocimiento que nos ocupa, y a tenor de lo hasta aqui
expuesto, el objetivo de esta Tesis se centra en dos temas fundamentales: por un lado, el
analisis de la hipdtesis EPA o hipdtesis de coincidencia de la direccion del campo
principal de deformaciones y el campo principal de tensiones en el hormigén, y por
otro, la implementacion del efecto de degradacion del hormigdn dentro del modelo

constitutivo del acero.

El anterior objetivo general se concreta en los siguientes objetivos especificos:

a) Cuantificar numéricamente el error potencial asociado al uso de la hipotesis
EPA. Analizar la sensibilidad del modelo de campo de compresiones frente a
dicho error y proponer estrategias de disefio para minimizarlo.

b) Analizar el efecto del area de tensorrigidez del hormigon sobre la consistencia
(i.e., la solubilidad) del modelo constitutivo del acero, a nivel particular, y del
modelo analitico de cortante, a nivel general.

c) Sobre la base de la informacién recopilada en b), formular un parametro de

degradacion para el hormigdn sometido a cortante.

1.2 Metodologia

En el andlisis de la hipotesis EPA se ha prescindido de campafia experimental al
respecto, sirviéndonos exclusivamente del andlisis tedrico de las ecuaciones aportadas
por las teorias de cortante actualmente en vigor. A esta cuestion se destina integramente
el Capitulo 3 de la Tesis. EI método de analisis disefiado se aplicard a un ejemplo
particular de una viga de hormigén armado, y a partir de los resultados numéricos

obtenidos para dicho caso y de los datos experimentales disponibles al respecto en la



literatura técnica, se emitiran un conjunto de conclusiones en relacion a los objetivos

especificos propuestos.

En lo que se refiere a la formulacion del parametro de degradacion del hormigon, ha
sido preciso analizar, con caracter previo, el problema de solubilidad del modelo de
cortante. En este sentido, se ha desarrollado un analisis tedrico para ajustar el valor del
area de tensorrigidez del hormigon. A esta cuestion se dedica el Capitulo 4 de la Tesis.
Finalmente, y sobre la base de dicho ajuste, en el Capitulo 5 se formula un parametro de
degradacion para el hormigén a partir de las bases de datos experimentales de cortante

actualmente existentes.






Capitulo 2

Estado de la cuestion

El hormigén, aun bajo cargas muy pequeias, presenta grietas orientadas
perpendicularmente a la direccion principal de traccion. Una vez que aparecen estas
grietas, la resistencia a traccion del hormigoén en el punto de fisuracion queda anulada
completamente, y a partir de ese momento los principios de la Mecéanica de Medios

Continuos dejan de ser aplicables.
2.1 La analogia de la celosia

En 1899, Ritter explica el comportamiento interno de una viga de hormigdén armado en
términos de un modelo de celosia en la que los elementos a compresion (cordon
superior y diagonales) estan constituidos por el hormigon presente en la viga, y los
elementos a traccion estan constituidos por la armadura longitudinal inferior actuando

como tirante y la armadura transversal actuando como montante (Figura 2.1).

Figura 2.1: Esquema original de Ritter sobre la analogia de la celosia'.

En 1902, Mdrsch [30] explica y desarrolla el modelo de la celosia con mayor nivel de
detalle afirmando que, si bien los montantes de la celosia se encuentran concentrados en
la armadura vertical, no ocurre lo mismo con las diagonales comprimidas, las cuales
forman un continuo a lo largo de toda la masa de hormigén (Figura 2.2). Tanto Ritter
como Morsch obviaron los esfuerzos de traccion en el hormigén fisurado y asumieron la
existencia de un campo de compresiones en el hormigén agrietado formando un angulo

de 45 ° con la horizontal.

'Adaptado de: RITTER, W. (1899) Die Bauweise Hennebique (Construction Techniques of Hennebique),
Schweizerische Bauzeitung, Ziirich.



Figura 2.2: Analogia de la celosia de Morsch. Adaptado de [30].

A continuacion se plantea la analogia de la celosia con una orientacion genérica 6 de las
bielas de compresion [13]. Si consideramos un campo de esfuerzos cortantes
uniformemente distribuido en un éarea efectiva de ancho by, y profundidad z, la
condicion de equilibrio exige que la resultante del campo de tensiones principales de

compresion en el alma de la viga sea igual a V/sen6, siendo V' la fuerza cortante (Figura

2.3). A su vez dicha resultante es igual a 0,b,zcos@, donde o, es la tension media

principal de compresion en el alma de la viga. Se cumple entonces:

o, ZL;—L(tan9+cot9) (2.1)

2 senBcosl - b,z
La componente longitudinal de la fuerza diagonal de compresion D sera igual a V-cot6.
Dicha fuerza debe ser contrarrestada por una fuerza igual de traccion N, aplicada en la

armadura longitudinal, cuyo valor viene dado por:
N,=Vcotd (2.2)

Asimismo, la fuerza diagonal de compresion referida a la separacion entre estribos s
(i.e., o,b,s-senf) presenta una componente vertical (o,b s -sen’d ), la cual debe ser
equilibrada por una fuerza de traccion en los estribos, 4.0y, donde A; es la seccion
transversal de los estribos y o es la tensidon de traccion los mismos. A partir de la

ecuacion (2.1), se obtiene:

49 ¥ iano (2.3)

S z

Segun el modelo de bielas a 45° el cortante maximo se alcanzara cuando los cercos

alcancen la tension de cedencia, lo que corresponde a una determinada tension de

. 14 L . .,
cortante 7 (siendo 7 = 52 ), tal y como se indica a continuacion:
z

w

6



Zcos B

Figura 2.3: Condiciones de equilibrio para la analogia de la celosia bajo una inclinacion genérica de bielas

6. Adaptado de [13].

A
af o=l 4
s b,s
donde el brazo mecénico z se ha aproximado por el canto / de la viga, y donde f, es la

tension de cedencia del acero y p; es la cuantia de armadura transversal.

La idea inicial de Ritter fue posteriormente modificada ya que la aplicacion estricta del
método de la celosia conducia a valores de tensiones en las armaduras de cortante
claramente superiores a los obtenidos en los ensayos. Esto se debe a que existen otros
mecanismos que colaboran en la resistencia a cortante; en el caso de una viga sin
armadura de cortante el modelo de Ritter supone que la resistencia a cortante es nula y
sin embargo la experimentacion al respecto ha demostrado que no es asi .Por otro lado,
si sO0lo se considera el mecanismo de la celosia el acero quedara tensado en exceso.
Ademas, en el modelo de Ritter las bielas comprimidas forman 45° con la horizontal y,
en general, se ha comprobado que en hormigoén armado este dngulo es ligeramente
inferior [20]. Se concluye, por tanto, que los modelos de celosia de Ritter y Morsch
resultan excesivamente conservadores pues el cortante que resiste una viga segln el
modelo de la celosia es, en cualquier caso, inferior al que en realidad resiste dicha viga.

7



En 1922, Morsch realizaba la siguiente afirmacion en relacion a la determinacion del

angulo de inclinacion de la biela de compresion en hormigon [31]:

We have to comment with regards to practical application that is absolutely impossible to
mathematically determine the slope of the secondary inclined cracks according to which one can design
the stirrups. For practical purposes one has to make a possibly unfavorable assumption for the slope 6
and therefore, with tan2 0=w, we arrive at our usual calculation for stirrups which presumes 6=45°.

Originally this was derived from the initial shear cracks which actually exhibit this slope.

Las fisuras secundarias a las que se refiere Morsch son aquéllas de menor inclinacién
que se forman al final de la vida de servicio de la viga. Si se tomara la inclinacion de
dichas fisuras como angulo de biela de disefio se conseguiria reducir la cuantia de
armadura transversal necesaria de forma sustancial. Las anteriores ecuaciones de
equilibrio (2.1, 2.2 y 2.3) no son suficientes para calcular el campo de esfuerzos en una
viga sometida a cortante, pues el nimero de variables a determinar (el esfuerzo principal
de compresion o, la traccion en la armadura longitudinal Ny, la tension en la armadura
transversal gy, y el angulo de inclinacion 6 de las bielas de compresion) asciende a
cuatro, razon por la cual Mdrsch afirmaba la imposibilidad matematica de determinar la

inclinacion de las bielas de compresion.
2.2 Teoria del Campo de Compresiones

Antes de formular una ecuacion basada en los mecanismos de biela, que permita
determinar la resistencia a cortante de una viga o disefiar los estribos, resulta preciso
conocer el angulo de inclinacion de las bielas, 8. En 1929, un ingeniero aleman, H.A.
Wagner, resolvioé con éxito un problema similar al analizar la resistencia a cortante de
perfiles armados de vigas metalicas una vez producida la cedencia del alma (Figura
2.4). A la vista de las deformaciones observadas, Wagner dedujo que el alma débil del
perfil no resistia a compresion y que, por tanto, el cortante era resistido por un campo

diagonal de tracciones apoyado en las alas de la viga y en los rigidizadores transversales

[4].

Para determinar el angulo de inclinacion de la traccion diagonal, Wagner consideré que
el angulo de inclinacion de la tension diagonal de traccidon coincidia con el angulo de
inclinacion de las deformaciones principales a traccion. Asi surgieron las denominadas

“teorias de los campos diagonales de traccion”.

8
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Figura 2.4: Campo diagonal de tracciones en un perfil metélico de alma débil.

Basandose en el planteamiento anterior y trasladandolo al estudio del hormigon se han
formulado aproximaciones conocidas como “teorias del campo de compresiones” [29].
Estas determinan el éangulo de inclinacion de las bielas € considerando las
deformaciones de la armadura transversal, de la armadura longitudinal y del hormigon.
A partir de las teorias del campo de compresiones se puede estudiar la respuesta carga-
deformacion de una seccion sometida a cortante; para ello se plantean las condiciones
de equilibrio, las condiciones de compatibilidad y las relaciones tensién-deformacion

tanto para la armadura como para el hormigoén agrietado.

Las teorias de los campos de deformaciones estdn formuladas en la mecénica del
continuo, considerando deformaciones medias, esto es, comunes a acero y hormigén y
medidas sobre una longitud suficiente que incluya varias fisuras (Figura 2.5a). A partir
del tensor de deformacion de segundo orden (Figura 2.5b), las deformaciones en las
direcciones cartesianas x (longitudinal) e y (transversal) pueden ser obtenidas a partir de

las deformaciones principales ¢; and &;:

&, =—¢&,co8’ O+ ¢ sin’ 0

X

g, =—&,sin’ O+ g cos’ 0 (2.5)

%: (& +&,)cosf sind

A partir de las dos primeras ecuaciones de (2.5), el d&ngulo de inclinacién de grietas 6
puede ser deducido si se considera que dichas grietas estdn orientadas en direccion

paralela a la deformacion principal de compresion:

&, —& & —¢

tan” @ = = (2.6)
£—€, &—&

X



El convenio de signos adoptado corresponde al definido por Collins y Mitchell [13],

donde las deformaciones a traccidon son positivas, tal y como se indica a continuacion:
&x es la deformacion media longitudinal,
&; es la deformacion media transversal,
¢; es la deformacion principal a traccion,
&2 es la deformacion principal a compresion, y

vy es la distorsion media angular de un elemento (i.e., el doble de la deformacion

a cortante).

La deformacion ¢, estd alineada en la direccion de la biela de compresion (i.e.,
formando un angulo € con el eje longitudinal (Figura 2.5). La ecuacion (2.6) se ha

conocido tradicionalmente como la ecuacion de Wagner.

Para un valor dado de 6, la ecuacion (2.6) puede ser considerada como una relacion de

compatibilidad entre las tres deformaciones del sistema &, &x y &t

A partir del circulo representado en la Figura 2.5b, se puede deducir la deformacion
media principal a traccion & en funcion de otras deformaciones, mediante la siguiente

relacion:
2
& =& +¢ -6, =¢ +(g —¢&,)cot” 0 (2.7)
Si hubiera armadura activa, se cumplira ademas que

£, =& +Ag, (2.8)

donde ¢, es la deformacion unitaria de la armadura activa y Ag, es la deformacion

impuesta por el sistema de pretensado.

El significado fisico de la ecuacion (2.6) reside basicamente en el hecho de que para
bajas inclinaciones de grieta, la armadura transversal se encontrara altamente deformada
mientras que para altas inclinaciones de grieta serd la armadura longitudinal la que

experimente mayores deformaciones.
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Figura 2.5a: Deformaciones medias en un elemento fisurado.
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Figura 2.5b: Circulo de deformaciones medias. Adaptado de [20].

Si consideramos una viga de hormigon armado, con armadura simétrica, y sometida a
cortante, se puede deducir que para una determinada solicitacion de cortante V existe un
total de cinco incognitas: la tension media de traccion en las barras longitudinales, oy;
la tension media en los estribos, oy; la tension principal de compresion en el hormigoén,
o02; y la inclinacion 6 de las bielas de compresion. Para determinar estas cinco incognitas
disponemos de otras cinco ecuaciones, a saber: tres ecuaciones de equilibrio ((2.1), (2.2)
y (2.3)), dos ecuaciones de compatibilidad ((2.6) y (2.7)), y las relaciones constitutivas
del acero y el hormigén. Asi pues, la respuesta carga-deformacion de un elemento de
hormigén armado sometido a cortante queda completamente definida. Este ultimo
desarrollo constituyd el primer modelo de campo de compresiones y se denomind

Teoria del Campo de Compresiones [4].

El comité 445 sobre cortante y torsion perteneciente al ASCE-ACI define en su texto
“Recent Approaches to Shear Design of Structural Concrete” las ecuaciones de

equilibrio de Ia TCC en su forma simplificada:
po, =0, =ttan6 (2.9)
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p.o,. =0, =tcotd (2.10)
o, =7(tan @ +cot ) (2.11)

donde py y p; son las cuantias de armadura transversal y longitudinal, respectivamente,
Y Ocx Y Og son los esfuerzos medios de compresion en el hormigén en las direcciones

horizontal y vertical, respectivamente.

Para esfuerzos de compresion relativamente pequeios se puede asumir que &,=02/E, y
en el caso de esfuerzos cortantes inferiores a aquellos que provocan la cedencia del
acero, a partir de las ecuaciones (2.6), (2.9), (2.10) y (2.11) se puede deducir la siguiente

expresion para el d&ngulo de biela a compresion, 6:

1+i

tan’ 9=—”1px (2.12)
1+—

np,
donde 7 es el coeficiente de equivalencia entre acero y hormigdn (n=Ey/E.), con E.=f/¢.,
siendo f; es la resistencia a compresion del hormigon ensayado en probeta cilindrica y

€. es la deformacion asociada a f..
2.2.1 Comportamiento a compresion del hormigon fisurado

Las tensiones y deformaciones estan relacionadas mediante los modelos tension-
deformacion de los materiales. Para el hormigén a compresion el modelo habitual es
aquel que reproduce el comportamiento del hormigén en el ensayo a compresion en
probeta cilindrica; en este caso, la unica deformacién a traccion que experimenta el
hormigoén es la debida al efecto Poisson. Sin embargo, el caso que nos ocupa es bien
distinto dado que ahora el hormigén esta solicitado a compresion en una direccion
principal al mismo tiempo que estd traccionado segin la otra direccion principal, y

ademas est4 agrietado.

La principal caracteristica de la ley constitutiva del hormigoén agrietado a compresion es
la considerable disminucion de la tension pico de compresion en relacion a la obtenida
en el ensayo en probeta cilindrica. Dicho fenomeno de reduccion fue descubierto
inicialmente por Robinson [39], quien no supo determinar el conjunto de variables que

afectaban al coeficiente de disminucion de la tensidon pico, pues el alma de las vigas
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ensayadas estaba sometida a un complejo campo de tensiones y deformaciones
inducidas por la flexion y el cortante. A fin de solucionar este problema, Robinson y
Demorieux [40] decidieron trabajar con paneles de hormigén sometidos a tension bi-
axial, confirmando asi la disminucion de la resistencia a compresion del hormigén

debido a la presencia de esfuerzos de traccion en la direccion perpendicular.

A fin de investigar las caracteristicas tenso-deformacionales del hormigoén fisurado a
cortante, Vecchio y Collins [42] ensayaron una serie de paneles de hormigén armado
sometidos a cortante puro en el denominado “Shear Rig” de la Universidad de Toronto
(Figura 2.6), salvando adecuadamente algunas de las dificultades técnicas de
experimentacion hasta entonces encontradas. A partir de los resultados obtenidos, y
como ya habian adelantado Robinson y Demorieux, se dedujo que la tension principal
de compresion en el hormigdén o, no era funcion exclusiva de la deformacion principal
de compresion ¢, sino que ademdas dependia de la deformacion principal a traccion

coexistente (Figuras 2.7 a 'y b). Vecchio y Collins propusieron a tal efecto la siguiente

O-Z = -meaX ZKiJ_(i]
& &
¢ ¢ (2.13)

/.
ﬁmax = S
0.8+170¢,

relacion:

siendo fomax la resistencia maxima por aplastamiento a compresion del hormigon.

Belarbi y Hsu [6], a partir de una campafia de ensayos en condiciones similares a los
anteriores y realizados en la Universidad de Houston, sugirieron la siguiente expresion

para la resistencia fomax:

AL 2.14)

\J1+400¢,

la cual, bajo condiciones de cortadura pura, depende igualmente de la deformacion

principal a traccion coexistente.

Asimismo, los autores de la ecuacidn (2.14) desarrollaron el siguiente modelo tenso-

deformacional a compresion del hormigdn sometido a cortante y torsion:
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Figura 2.6: Universidad de Toronto: modulo de ensayo de paneles de hormigén [42].

82 _ 82 2 52
O_Z - élo—oj; z(é/eogc j [é/eogc j ’ é/eogc S 1
- (2.15)

2
g 1¢ 6 -1
62 :é’aoﬂ 1_[ 2 e0”c J , 82 >1

2/¢,,-1

donde para cargas “proporcionales” (i.e., & y & se incrementan simultdneamente) se

cumple:

0.9 1

(oo =——=Y =
° J1+400s, T 7 \[1+500¢,

Y para cargas “secuenciales” (i.e., primero se aplica ¢; y después se incrementa &;) se

cumple:

Ya que el alma fisurada de una viga de hormigon armado esta sometida a esfuerzos
cortantes crecientes, tanto la deformacion principal de compresion & como la
deformacion principal a traccidn ¢; aumentan simultdneamente. La Figura 2.8a muestra
como las relaciones correspondientes a las ecuaciones (2.13) y (2.15) presentan
comportamientos similares para el caso en que el cociente &;/e; permanezca
aproximadamente constante. Por su parte la Figura 2.8b compara dichas relaciones bajo

la hipdtesis menos realista de que € permanezca constante, mientras €, aumenta; en
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cualquiera de los dos casos, las ecuaciones definidas presentan comportamientos

similares [4].

Mediante el uso de las condiciones de equilibrio anteriormente descritas, las
condiciones de compatibilidad y las correspondientes relaciones constitutivas, es
posible predecir no s6lo la resistencia sino también la respuesta carga-deformacion de
elementos de hormigén armado sometidos a cortante. No obstante, dado que la TCC
desprecia la contribucion a traccion del hormigén fisurado las deformaciones son
sobrestimadas, con lo que los valores de resistencia a cortante finalmente obtenidos

resultan excesivamente conservadores.

Oz
83
r 3 £z

Figura 2.7a: Relacion tension-deformacion para el hormigdn agrietado en compresion.

f2r'na:-c"lfc
Iy
1 I
Jams 0.8+170¢, J
0 I 1 1 1 .
0 107

Figura 2.7b: Influencia de la deformacion principal a traccion en la resistencia a compresion del hormigén

[42].
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Figura 2.8b: Relacion tension-deformacion a compresion del hormigon:

“cargas secuenciales” [4].
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2.3 Teoria Modificada del Campo de Compresiones

La Figura 2.9 muestra el alma de una viga de hormigén armado antes y después de la
fisuracion. Antes de producirse la fisuracion el cortante es resistido por tracciones y
compresiones diagonales en el hormigon actuando a 45°, donde o, y 0, son las tensiones
principales de traccion y compresion, respectivamente. Una vez que se produce la
fisuracion tiene lugar una reduccion sustancial de la resistencia a traccion del hormigon;
segin la TCC, una vez el hormigon ha fisurado éste pierde totalmente su resistencia a
traccion, y a partir de ese instante, o; = 0. No obstante, el hormigon si contribuye
después de fisurado, y por consiguiente, debe considerarse una resistencia media del
hormigén a traccion entre grietas. De esta forma surge la denominada Teoria

Modificada del Campo de Compresiones (TMCC) [13, 42].
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Figura 2.9: Diferencia entre la TCC y la TMCC.

La tension principal de traccion en el hormigdn fisurado varia en magnitud desde cero
en la localizacion de la grieta hasta un valor maximo entre grietas. Dado que las
ecuaciones de equilibrio son obtenidas por integracion del campo de tensiones en la
totalidad de la seccion transversal, se puede trabajar con valores medios de los esfuerzos
de traccion a la hora de formular dichas ecuaciones de equilibrio; éstas han sido
deducidas para una viga simétrica de hormigén con armadura pasiva y activa [13]. A
partir del tensor de tensiones medias en el hormigén (Figura 2.10), se puede deducir la

siguiente relacion para el esfuerzo principal de compresion, o,:

o, :ﬁ(tan0+cot0)—a1 (2.16)

w
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La descompensacion de la proyeccion vertical de resultantes de las tensiones principales
o, y o) debe ser equilibrada por una fuerza de traccion en la armadura transversal

(Figura 2.11), tal y como se indica a continuacion:

Ao, = (o*zsenzﬁ - o, cos’ G)bws (2.17)

st st

Si el esfuerzo axil que solicita la seccion es nulo, la descompensacion de la proyeccion
longitudinal de las resultantes de las tensiones principales o, y o) debe ser equilibrada
mediante una fuerza de traccion en la armadura longitudinal, tal y como se indica a

continuacion:
SX SX

Ao, +A0,= (0'2 cos’ 0—01sen20)bwz (2.18)

donde Ay es el area total de la armadura longitudinal pasiva, 4, es el area total de la

armadura longitudinal activa, y o, es la tension media en la barra de pretensado.

Tensiones de

cortante
N
Tensiones
normales
S
-~
]
é_cy
~ e
G2 O

Figura 2.10: Circulo de tensiones medias del hormigén. Adaptado de [20].

Sustituyendo el valor de o, de la ecuacion (2.16), la ecuacion (2.18) adopta la siguiente

expresion:

Ao, +A4,0,=Vcotd-o,b,z (2.19)

SX SX

Asimismo, sustituyendo el valor de o, de la ecuaciéon (2.16) en la ecuacion (2.17), se

obtiene la siguiente relacion:

A
V=0,b zcot+ %L zcotd (2.20)
S
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Figura 2.11: Estudio del equilibrio para la Teoria Modificada del Campo de Compresiones (TMCC) [13].

La ecuacion (2.20) expresa la resistencia a cortante de un elemento de hormigén armado
como la suma de la contribucion del hormigén (V;), la cual depende de la distribucion
de esfuerzos de traccion en el hormigdn, y la contribucion del acero (V5), la cual
depende del esfuerzo medio de traccion en los estribos. Existe analogia formal entre la

formulacion asi obtenida y la propuesta a tal efecto por la norma ACI (V' = V+V5).

En lo que a la ecuacion de comportamiento del acero se refiere, tanto la TCC como la
TMCC consideran modelos bilineales de tensién-deformacion, tal y como se muestra a

continuacion [20]:

SX f;} , gx>gy
(2.21)
Eeg , ¢ <¢,
o, =
T s e>e,

2.3.1 Comportamiento del hormigén a traccion

El hormigén es un material que resiste muy poco a traccion y que, por tanto, rompe bajo

tensiones de traccion muy pequefias. No obstante, para deformaciones superiores a la

19



correspondiente a la resistencia media de traccion del hormigon fem, la contribucion del
hormigon no es despreciable. Una vez que aparece la primera grieta el hormigon deja de
contribuir en la zona de la grieta pero continia contribuyendo en la zona entre grietas.
En consecuencia, la deformacion total experimentada por la barra de acero embebida en
hormigoén, aun cuando existan numerosas grietas, serd menor que la que experimentaria

la misma barra aislada (Figura 2.12).

Oy
400 |

350 | ;o f\\" ______________
; / Barra aislada
300 | /
\Barra embebida

250 [

200 |
150 |
100 |

50 |

0.002 0.004 0.006 0.008 0.01

Figura 2.12: Esquema de modelo constitutivo del acero para barra “embebida” y para barra

“aislada”.

Justo antes de que se forme la primera grieta la tension del hormigon es fum, y su
deformacion es e.m. Una vez formada la primera grieta, la tension media de traccion en
el hormigén disminuye, y decrecerd tanto mas cuantas mas grietas se produzcan (es
decir, conforme aumente la deformacion principal a traccion en el hormigoén, Figura
2.13). Collins y Mitchell definen la siguiente relacion tenso—deformacional del

hormigoén a traccion [4, 7]:

Ecgl 4 (91 < gctm
01=y_ A% ) m (2.22)
’ 51 > gctm
1+./500¢,
Donde:
a Coeficiente en funcion de la adherencia acero-hormigon
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1 para barras corrugadas
0.7  para barras lisas, cables y cordones con muescas
0 para barras sin adherencia
P Coeficiente en funcion del tipo de carga
1.0  para carga rapida no ciclica

0.7  para cargas duraderas o repetitivas

L 71

0 Eptm

Figura 2.13: Relacion tension-deformacion media para el hormigén a traccion. Adaptado de [42].

El fenomeno de la contribucion a traccion del hormigén se denomina tensorrigidez. La
tensorrigidez no afecta a toda el 4rea de la seccion transversal sometida a traccion sino
so6lo a una parte situada en el entorno de la barra de acero (Figura 2.14). Al area
afectada se le denomina area efectiva 4. y, segun establece el Codigo Modelo [12],
equivale a la zona rectangular en torno a la barra de acero a una distancia no superior a

7.50, siendo @ el diametro de la barra en cuestion.

750 7.5¢
CESIETS

Ac

Figura 2.14: Area efectiva de hormigén a traccion.
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Durante los ultimos afios diferentes autores han propuesto distintas expresiones para la
relacion tenso-deformacional del hormigén agrietado a traccion. En 1982 Vecchio y
Collins propusieron una primera relacion a este respecto, la cual funcionaba
particularmente bien para los elementos de hormigén armado ensayados en el ‘Toronto
Panel Tester’ de la Universidad de Toronto, y cuya ecuacion venia dada por la siguiente

expresion [7, 13]:

/.
o, = —2an (2.23)
" 1+,/200¢,

Algunos afios mas tarde, en 1987, Collins y Mitchell mejoraron el anterior modelo de
ensayo experimental, obteniendo la ya indicada ecuacion (2.22). Una tercera
contribucion en este sentido fue la de Belarbi y Hsu [5, 22, 33], obtenida a partir de la
ecuacion inicialmente propuesta por Tamai et al., y cuya expresion viene dada por

(Figura 2.15):

E.zé, , £, <0.00008

=9 s
81
(o.oooos}

Tal y como se puede observar, la rigidez a tracciéon del hormigén fisurado varia

£, >0.00008 (2.24)

sensiblemente de un caso a otro. Segun Bentz [7], la razén de la diferencia entre las
distintas relaciones propuestas reside en el efecto de la adherencia hormigon-acero, y
propone definir la rigidez a tracciéon del hormigdn fisurado como una funcion de las

caracteristicas de adherencia de la armadura.

}

01

fotm | = Zona de post-fisuracion
0.4
0.00008
o, = R , & >0.00008
O_l — Ecg1 - f 1 ﬁtm( 81 j 1

&1
—

0.00008

Figura 2.15: Relacion tension-deformacion a traccion del hormigén, segun Belarbi y Hsu [4, 22].
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En aquellos puntos donde el hormigén armado estd compuesto por barras de acero de
bajo didmetro y muy proximas entre si se prevén mejores caracteristicas de adherencia
que en aquellos otros donde la distancia entre barras de mayor diametro es superior. Por
tanto, un parametro apropiado para medir la adherencia hormigoén-acero es aquel que
resulta de dividir el area efectiva de hormigén a traccion entre la suma de perimetros de

todas las barras adheridas a dicha area, tal y como se indica a continuacion [7]:
AC
Z d,x

donde M es el parametro de adherencia (mm), y d, es el diametro de la barra adherida al

M =

(2.25)

hormigén. En la Figura 2.16a se muestran las caracteristicas de las secciones ensayadas
en cada uno de los tres casos comentados anteriormente, y sus respectivos parametros

de adherencia.

Si se representa el coeficiente del denominador en las tres relaciones anteriores frente al
parametro de adherencia de las secciones a partir de las cuales han sido obtenidas, se
puede observar que para elementos con caracteristicas pobres de adherencia (i.e, altos
valores de M), la rigidez a traccion del hormigén es més baja (Figura 2.16b). Los puntos
representados en la Figura 2.16b se ajustan claramente a una recta de pendiente 3.6; sin
embargo, si se representan los mismos coeficientes en funcion de la cuantia de armado
en lugar del parametro de adherencia, la dispersion obtenida es notablemente mayor,
razén por la cual Bentz propone la siguiente relacién tenso-deformacional para el

hormigon a traccion:

Ecgl > 81 < gctm
O-l = ala2 ctm & >¢
1+./3.6M¢, e (2.26)
) A
siendo M = S
d,z

En el caso de elementos solicitados bi-axialmente, las propiedades de adherencia suelen
ser distintas entre la armadura transversal y la longitudinal, en cuyo caso Bentz
recomienda adoptar como parametro de adherencia global del elemento el menor de los
dos parametros resultantes; asi pues, la rigidez a traccion del hormigon fisurado quedara

definida por la direccién con mejores propiedades de adherencia.
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Figura 2.16a: Caracteristicas de adherencia de las distintas secciones ensayadas.
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Figura 2.16b: Coeficiente de rigidez tensional vs. Parametro de adherencia [7].

2.3.2 Estudio a nivel de g

Por ahora sélo se han tratado tensiones y deformaciones medias, teniendo en cuenta que
¢éstas varian de un punto a otro, especialmente entre las grietas y las zonas entre grietas.

De esta forma, en el punto de fisuracion la traccion en el hormigon es nula mientras que

rietaen la TMCC

la tension en la armadura es maxima.

Para pequetios valores del esfuerzo cortante la traccion se trasmite a través de las grietas
mediante aumentos locales en la tension de las barras de acero. Sin embargo, a ciertos
niveles de cortante la tension en la armadura del alma podria alcanzar el valor de
cedencia, en cuyo caso un aumento posterior del esfuerzo cortante requeriria de la

aparicion de tensiones de cortante locales z.; en el hormigon [4, 13], a fin de poder

24



trasmitir el incremento de traccion a través de la grieta (Figura 2.17); segun el modelo
bi-lineal de comportamiento del acero correspondiente a la TMCC, después que la

armadura alcanza su limite elastico ya no absorbe mas tension.

Figura 2.17: Tensiones locales en la grieta de una viga sometida a cortante [13].

La capacidad de la interfase de la grieta para trasmitir dichas tensiones locales
dependera del ancho de grieta w y del tamano de arido a. El valor maximo de z.; viene

dado por la expresion (Bhide y Collins, 1989) [4]:

0.18
r. < —2@ (2.27)

0.3+
a+16

donde z.; se mide en MPa y a y w se miden en mm. En la ecuacion (2.27) no se han
tenido en cuenta los efectos favorables producidos por compresiones locales en la

interfase de la grieta.

Asi pues, vamos a trabajar paralelamente con dos familias de tensiones equivalentes;
por un lado, las tensiones medias calculadas seglin la formulacion de la TMCC, y por
otro, las tensiones locales a nivel de grieta (Figura 2.18) Las dos familias de tensiones
de la Figura 2.18 deben de ser estiticamente equivalentes; por tanto, ambas

componentes verticales deben ser iguales, tal y como se indica a continuacion:

z b z z
Ao | ——|+0, ——=4 +7.b 2.28
* ”(stan@] ' tan 6 S’fy[stanﬁj . (228)

A partir de la ecuacion (2.28) se puede deducir el valor de la traccion trasmitida por el

hormigon a través de la grieta, o:
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AYt
o, =1, tan0+E( f,-0,) (2.29)

El ancho de fisura w se puede obtener como el producto de la deformacion principal a

traccion por el espaciamiento medio de las grietas sy0, segin se indica a continuacion:

w=¢gs, , (2.30)
donde:
1
SmH =
senf cos@
+
Smx SWIV

En la expresion anterior sp,x y Smy Son las separaciones entre grietas en las direcciones

longitudinal y transversal, respectivamente (Figura 2.19)

El Cédigo Modelo propone una formulacion para estimar las separaciones entre grietas,

deducida para el ancho de fisura en superficie (Figura 2.20):

s, = 2(6} +j—)‘0j +k,k, Dy
5 * 2.31)

s, = Z(CV + ij +k ke,

10 p,

donde ¢y y ¢y son las distancias del centro de gravedad de la seccion bruta a la armadura

longitudinal y vertical, respectivamente. Asimismo,
k1= {0.4; barras corrugadas; 0.8; barras lisas o tendones}
ky=0.25
pi=Ast/(bys)
pi=(Asx+ A/ by2)

Un ultimo limite del valor de la resistencia a cortante viene dado por la tension de
cedencia de la armadura longitudinal. Las componentes horizontales de la familia de
tensiones medias y la familia de tensiones locales deben verificar la siguiente

inecuacion:

26



A/ l
A/ T

TENSIONES LOCALES TENSIONES MEDIAS
EN GRIETA DE CALCULO

Figura 2.18: Tensiones medias y tensiones locales a nivel de grieta. Adaptado de [13].
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Figura 2.19: Separacion entre grietas. Adaptado de [13].

A S, +A,f,z2A.0,.+A,f,+o,b,z +|:O'1 _ A (fy —O'“):|be cot’d  (2.32)

bs

w

donde el limite elastico f; de la armadura pasiva y el limite elastico f, de la armadura

activa se alcanzan a nivel de la grieta.

Las ecuaciones del estudio a nivel de grieta de la TMCC introducen tantas incdgnitas

nuevas como ecuaciones en el proceso de disefio a cortante, si bien s6lo modifican el
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comportamiento a traccion del hormigén (Figura 2.21); a partir de las ecuaciones (2.27)
y (2.29), y suponiendo que la armadura transversal han alcanzado su tension de

cedencia (o = fy), se deduce la siguiente expresion limite para o;:

o 0.18/f; tand

2
(o.3+ 4w

(2.33)
a+ 16)

Limitando el valor del esfuerzo principal de traccion en el hormigén se cuenta con la
posibilidad de fallo del mecanismo denominado “aggregate interlock”, responsable de la
trasmision de fuerzas a través de la grieta, y se evita la propagacion de grieta a partir de

un determinado nivel de tensidn cortante.

f ctm

&1

—re-
Ectm \
Inicio de propagacion de grieta

Figura 2.21: Relacion tension-deformacion a traccion del hormigén corregida a nivel de grieta [4].
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2.3.3 Recientes simplificaciones de disefio en la TMCC

Mediante la aplicacion de un conjunto de simplificaciones es posible redefinir las
ecuaciones basicas de la TMCC a fin de que puedan ser utilizadas en un modo mas
practico en el disefio de secciones de hormigoén armado sometidas a cortante combinado

con axil y flector [8].

La contribucion a cortante del hormigon V. debida al campo principal de tracciones

puede ser expresada como:

V.=pBf.b,z (2.34)

El factor f depende de la distribucion media de tensiones de traccion en el hormigdn
fisurado; considerando que la resistencia media a traccion del hormigon fi, es igual a
O.33\/fc (segun [2]), y que segun la ecuacion (2.20) la contribucidén a cortante del
hormigén puede ser expresada como V. = a1byzcotd, a partir de la ecuacion (2.34) el

factor ff queda expresado de la siguiente manera:

_ a,,0.33cot 0

1+,/500¢,

Es preciso tener en cuenta que la transmision de tracciones a través de la grieta

(2.35)

dependera del ancho de la misma, por lo que un ancho de grieta excesivo limitaria la
tension media en el hormigdn y el esfuerzo tangencial en la grieta 7 alcanzaria un valor
critico. A partir de las ecuaciones (2.33) y (2.34) es ahora posible determinar el valor
limite de f para el cual se produciria un colapso de la estructura por propagacion de la

grieta bajo cortante, tal y como se indica a continuacion:

0.18
24,58,
a+16

B=
0.3+

(2.36)

Como se puede deducir de la expresion anterior, a medida que la deformacion principal

a traccidn g; aumenta, la contribucion a cortante V., del hormigén disminuye.

Para elementos sin armadura transversal el pardmetro sye serd igual a sy/sen6, en cuyo

caso la ecuacion (2.36) puede ser expresada como [8]:
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0.18

<
ps 0.3 068655,
' send (2.37)
35s,
SXE =
a+16

El maximo valor de f, y por consiguiente, la maxima resistencia a cortante en post-
fisuracion, serd aquel que satisfaga simultaneamente las ecuaciones (2.35) y (2.37), por

lo que resulta la siguiente expresion:

0.568 + 1.258s5 &,

Tan6 = send (2.38)

1+./500¢,

En el caso de elementos sin armadura transversal, se cumple la siguiente relacion:

o, =0, cot’ (2.39)

Dado que en este tipo de elementos el campo de esfuerzos de compresion es
relativamente pequefo, se puede tomar como aproximacion suficiente que &, =0,/ E_,

donde Ec=4950\/70 (MPa); combinando las ecuaciones (2.7) y (2.39) se obtiene la

siguiente expresion:

cot* @

15000(1++/500¢;, )

g =& (1+cot’ @)+

(2.40)

La forma en que la anterior ecuacion geométrica relaciona la deformacion principal a
traccion ¢; y el angulo de biela 6 para diferentes valores de & se muestra en la Figura
2.22; los puntos de interseccion de las curvas representadas definen los valores de 'y ¢
que satisfacen simultaneamente las ecuaciones (2.38) y (2.40). Se puede comprobar que
a medida que el espaciamiento entre grietas sy, aumenta, el valor de f disminuye. El
hecho observado es que grandes vigas de hormigoén armado sin armadura transversal
colapsan para esfuerzos cortantes menores que vigas geométricamente semejantes pero

mas pequefias, lo que se conoce como efecto tamario en cortante [8, 13].

Los valores de S para elementos sin armadura transversal dependen tanto de la
deformacion longitudinal ¢x como del pardmetro de espaciamiento sye; asi pues, se

definen dos tipos de factores relacionados con efectos distintos: por un lado, el factor

30



correspondiente al efecto deformacional (“strain effect factor”) y por otro, el factor
correspondiente al efecto tamafio (“size effect factor”). Ambos factores no son
realmente independientes; sin embargo, en las simplificaciones de la TMCC se obvia
esta interdependencia y se asume que el término S puede ser expresado como el

producto de dichos factores, tal y como se indica a continuacion [8]:

B= 0.4 1300 2.41)
1+1500¢&, || 1000+,

La TMCC simplificada propone la siguiente expresion para el angulo de inclinacion de

las bielas de compresion 6:
s
60 =(29deg+7000¢&_)| 0.88 + —<— |<75de 2.42
(29 deg x)( 2500] g (24

Al igual que en el caso del factor £, la ecuacion (2.42) define el angulo de biela como el
producto de los términos correspondientes al factor de tamano y al factor

deformacional.

En el caso de elementos de hormigén con armadura longitudinal y transversal
sometidos a un estado de solicitacion proximo al de colapso por cortante, la TMCC
estima cambios sustanciales en las contribuciones a cortante tanto del hormigdén como
del acero. Generalmente, después de alcanzado el limite de cedencia de la armadura
transversal, el angulo 6 se reducird, lo que a su vez producird un incremento de la
contribucion a cortante del acero, asi como una mayor tension de traccion en la
armadura longitudinal. La solucion propuesta a este respecto por la TMCC simplificada
consiste en considerar el valor de € para el cual la contribucion a cortante del hormigdn
es maxima. Igualmente, y con un fin también simplificativo, se propone utilizar las
mismas expresiones de los factores de tamafio y deformacional tanto para elementos sin

armadura transversal como con ella.

La Figura 2.23 compara los valores de 6 asociados a la maxima contribucién a cortante
del hormigdén con aquellos obtenidos a partir de la ecuacion (2.42); como se puede
observar, valores altos de @ conllevan un disefio bastante conservativo pues implican
menor contribucion a cortante del acero. En elementos con armadura longitudinal y
transversal el espaciamiento de las fisuras sera generalmente inferior a 300 mm, y por

tanto, se toma un valor de sy, igual a 300 mm tanto en la ecuacion (2.41) como en la
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2.42. Por otra parte, la Figura 2.23 compara también los valores del factor S estimados a
partir de la TMCC con los obtenidos mediante la ecuacion (2.41), y como se puede
observar los resultados menos conservativos (i.e., mayor contribucion a cortante del

hormigdn) estan relacionados con deformaciones longitudinales ¢4 relativamente bajas.
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Figura 2.22: Efecto tamaiio en elementos sin armadura transversal [8].
2.4 Rotating-Angle Softened-Truss Model

El profesor Thomas T.C. Hsu y sus colaboradores de la Universidad de Houston
(Belarbi y Hsu 1991, 1994, 1995; Pang y Hsu 1995; Hsu, 1993) desarrollaron una
metodologia de andlisis distinta en relacion a la inclusion del campo principal de
tracciones del hormigén en la resistencia a cortante; este nuevo procedimiento se
denomin6 “Rotating Angle — Softened Truss Model” (RA-STM) [4]. Al igual que la
TMCC, este método asume que la inclinacion de la direccion principal de tension
coincide con la de la direccion principal de deformacion. Por lo general, este angulo
decrecera a medida que la fuerza de cortante se incremente; de ahi el nombre de esta

teoria alternativa.
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Figura 2.23: Analisis comparativo de los parametros £y 6 para elementos de hormigon armados

Esta nueva teoria satisface los tres principios fundamentales de la mecanica de
materiales: 1) equilibrio de esfuerzos, 2) compatibilidad de deformaciones y 3) leyes
constitutivas de los materiales. Asi pues, con este modelo alternativo se puede predecir
no soélo la resistencia a cortante de un elemento sino también su funcién de respuesta
Carga vs. Deformacion. Al igual que ocurria en la TMCC, se consideran valores medios
de las distribuciones de tensiones y deformaciones a fin de poder aplicar los principios

de la mecanica del continuo asi como las relaciones de transformacion de la Teoria de la

200k ’

0./,cotd X

6 =29 + 7000 €,

L= 40 MPa (5.8 ksi)
f, =400 MPa (58 ksi)
5.= 300 mm (12 in)

| ] | | |
0 05 1.0 15 2.0 2.5
€, (x107)
= 04
1+ 1500 €, 4

........
......

MCFT g when v, is maximum

0.5

1.0 1.5 2.0
€, (x10%)

transversalmente [8].

Elasticidad, plasmadas graficamente en el circulo de Mohr.
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Figura 2.24a: Campos de tensiones y sistemas de ejes coordenados en un ensayo a cortante de un panel de

hormigoén.

Figura 2.24b: “Universal Panel Tester” (Universidad de Houston) [33].

En la Figura 2.24a se muestra un esquema de un panel de hormigén armado sometido a

esfuerzos normales y cortantes coplanarios entre si. Las direcciones de las barras de

armado longitudinal y transversal se han designado mediante los ejes ¢ y ¢,

respectivamente, constituyendo el sistema coordenado ¢ - ¢. El conjunto de tres esfuerzos

coplanarios o,, o, y 7, puede ser reemplazado por un par de esfuerzos principales {o,
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oy} orientados segun los ejes 1 y 2 del sistema de ejes principales. El angulo entre la
direccion principal de compresion (eje 2) y la direccion del armado longitudinal se
denota como a,. En el “Universal Panel Tester” (Figura 2.24b), que es como se
denomina el médulo de ensayo a cortante de la Universidad de Houston, las cargas son
aplicadas biaxialmente a lo largo de las direcciones principales 1 y 2 del panel,
mientras las barras de armado longitudinales quedan orientadas segiin un angulo a;
respecto a la direccion principal de compresion; de ahi que dicho dngulo se denomine
“fixed angle”. Las direcciones principales de tension y deformacion del hormigén
fisurado son definidas mediante el sistema de ejes coordenados d - r. El eje d, que
representa la direccion principal de compresion en el hormigdn, esta orientado segiin un
angulo a respecto a la direccion de armado longitudinal. Cuando la tensién media en las
armaduras longitudinal y transversal es idéntica, la direccion principal de compresion en
post-fisuracion (eje d) coincide con la direccion de la compresion aplicada (eje 2), y en
este caso a = op. Sin embargo, cuando los esfuerzos medios de traccion en las
armaduras longitudinal y transversal son distintos, el eje d se desvia respecto el eje 2, y
en ese caso a < op. Ya que el angulo a disminuye a medida que aumenta la carga
aplicada, también a este Ultimo se le denomina “rotating angle”. De acuerdo a lo
anteriormente expuesto, los esfuerzos principales en el hormigén fisurado se denotan

cOmo a4 y o, para compresion y traccion, respectivamente.

2.4.1 Ecuaciones de equilibrio, de compatibilidad y constitutivas

Las tres ecuaciones de equilibrio de la RA-STM se obtienen a partir de las ecuaciones

de transformacion entre el sistema coordenado d - r y el sistema coordenado ¢ - ¢,

resultando las siguientes expresiones:

0, =0,c08’ a+o.sen‘a+p,f
o, =o,sen’a+0o,cos’ a+p,f (2.43)

7

, =(-0,+0,)senacosa

donde p, y p, son las cuantias de acero longitudinal y transversal, y f, y f, son los

esfuerzos medios de traccion en las armaduras longitudinal y transversal,

respectivamente.
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Igualmente, las tres ecuaciones de compatibilidad se obtienen a partir de las relaciones

de transformacion de deformaciones entre los sistemas coordenados d-r y ¢-t taly

como se indica a continuacion:

g =¢,c08’ a+é&.sen’a
_ 2 2
g =¢gsen"a+¢,cos” a (2.44)

7, =(—€,+¢,)senacosa

donde ¢4 y & son las deformaciones principales del hormigéon medidas en el sistema

coordenado d - r.

El anterior conjunto de seis ecuaciones requiere de tres relaciones constitutivas, a saber:

a)

b)

Relacion tension-deformacion del hormigdn a compresion, donde se relaciona la
tension de compresion gq con la deformacion g4 en el sistema coordenado d - 7, y
cuya expresion ya ha sido indicada en la ecuacién (2.15)%

Relacion tension-deformacion del hormigén a traccion, donde se relaciona la
tension de traccion o, con la deformacion €, en el sistema coordenado d-r, y cuya
expresion ya ha sido indicada en la ecuacion (2.24).

Relacion tension-deformacion de la armadura longitudinal y transversal a
traccion; en este caso, la RA-STM presenta una importante novedad en relacion
a la TMCC, pues evita la verificacion de tensiones a nivel de grieta mediante un

ajuste de la relacion tenso-deformacional del acero.

La gréfica tension-deformacion del acero de armar generalmente se considera
elastica-perfectamente pléstica, con un fecho tensional correspondiente al nivel
de cedencia del acero. Sin embargo, cuando la armadura se encuentra adherida
en la practica totalidad de su contorno a la masa de hormigon, la relacion tenso-
deformacional media del acero es notablemente distinta. Considérese la viga de
hormigén armado de la Figura 2.25, sometida a una fuerza de tracciéon mondtona
creciente. Inicialmente, la adherencia entre el hormigén y el acero permite una
transferencia casi total del esfuerzo de traccion resistido por la armadura al
hormigéon adherido a la misma. En el momento en que se alcanza el pico de

resistencia a traccion del hormigon (fcm), éste se agrieta; por equilibrio, en el

? En el presente trabajo, y a fin de utilizar una simbologia unificada y coherente con el resto de teorias de
campos de compresiones, se ha sustituido los subindices ‘d’ y ‘r’ originales de la RA-STM por 2’y ’1°,
respectivamente.
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punto de fisuracion la tension de la armadura es maxima mientras que la del
hormigén es nula. A partir de ese instante, y si la carga continia aumentando, la
armadura continuard trasmitiendo traccion al hormigoén hasta que éste vuelva a
agrietarse nuevamente. En el instante en que la armadura alcanza su nivel de
cedencia en grieta, en las zonas entre grietas la tension de la armadura es inferior
a su limite eléstico, y esto es debido a la colaboracion a traccion del hormigon
adherido al acero (Figura 2.25). Este proceso culmina cuando la separacion entre
grietas consecutivas es tan pequefia que la adherencia residual entre el acero y el
hormigdn no resulta suficiente para seguir trasmitiendo traccion al hormigon, o

hasta que la armadura alcanza el nivel de cedencia en grieta.

Grietas
S G R E— . »p
P
b e’ _|P@  Fuezas
3 . - - T
_ | G (D) Tensiones
G, (1] Tt 1
_ >\rf e () Deformaciones
Eg[.-l}/ L L -\/"—:" r
1
1
i Adherencia
11
ﬂl ! N, T

Figura 2.25: Esquema de distribucion de fuerzas, esfuerzos normales, deformaciones y esfuerzos de

adherencia entre dos grietas consecutivas de una viga de hormigéon armado.

La RA-STM propone dos modelos de curvas tension-deformacion para el acero:

c.1) el primero de ellos consiste en una unica curva obtenida a partir de la

siguiente expresion analitica de Richard y Abbott [38] (Figura 2.26):
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donde f; es la tension media en la armadura, E, es el modulo plastico del
acero (cuyo valor suele oscilar entre el 1.8% y el 2.5% del valor del
modulo eléstico del acero Es), fpes la tension de interseccion entre las
asintotas correspondientes a los tramos eldstico y plastico (cuyo valor es
aproximadamente del 89% del limite elastico del acero), y m es el
parametro de curvatura del acuerdo que une los tramos elastico y
plastico, y su valor es funcion de la tension aparente de cedencia fy*, tal y

como se indica a continuacion:

- (2.46)

donde f; es el punto de interseccion de las curvas eldstica y plastica, cuyo
valor es aproximadamente de un 91% del limite elastico del acero, y

viene dado por la siguiente ecuacion:

E,
o=t E-F (2.47)

P

La tension aparente de cedencia fy* es el esfuerzo de traccidon que solicita
la armadura en la zona entre fisuras cuando dicha armadura alcanza en
grieta la tension de cedencia. A efectos practicos, los autores de la RA-
STM proponen la siguiente expresion simplificada para el calculo de

dicha tension:

/s zl_ilﬁ] (2.48)
ye)

donde p es la cuantia de armadura longitudinal o transversal, segiin

corresponda.
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c.2) El segundo de ellos consiste en un modelo bilineal simplificado
compuesto de dos lineas rectas con distinta pendiente; la primera recta
corresponde a la region elédstica y su pendiente es Es, mientras que la
segunda recta corresponde al tramo plastico y su pendiente es E,. La
formulacion propuesta a este respecto por la RA-STM se indica a

continuacion [5, 22, 23]:

o,=Fe¢ , e <¢

s7s 2 s n

o, =/ {(0.91—2B)+(0.02+0.25B)]Ej gs} , £,>€,
y

siendo (2.49)

E 1 f 15
=—+(0.93-28) , B=—| 2o am =03y fo (MP
R o RN AT

y y

donde ¢, es el valor de deformacion correspondiente a la interseccion
entre los dos tramos rectos dados por la ecuacion (2.49), y f es la

resistencia caracteristica a compresion del hormigon.

Figura 2.26: Relacion tension-deformacion del acero segiin el modelo de Richard-Abbott (Hsu et al.,

1994). Adaptado de [5].
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En la Figura 2.27 se muestran las predicciones de resistencia a cortante de la TCC
(CFT, en inglés), la TMCC (MCFT, en inglés) y la RA-STM correspondientes a dos
series de paneles de hormigdén armado. Como se puede observar, tanto la TMCC como
la RA-STM arrojan resultados similares para bajas cuantias de armado transversal; sin
embargo, los valores de resistencia obtenidos segin la RA-STM son generalmente mas

bajos que los correspondientes a la TMCC para altas cuantias de armadura transversal

[4].

0.35
i I" r MCFT s
- | b —
pr=10% RA-STM ,.»/ e
0.25 [~ j '[: e
_—— —— — - - s
0.20 |- , — e
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5 RA-STM j_______f
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I | |
%% o.los 0.10 0.15 0.20 0.25
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Figura 2.27: Prediccion de la resistencia a cortante de dos series de paneles de hormigén armado segiin

diferentes teorias de campos de compresiones. Adaptado de [4].

2.5 Teoria Unificada del Campo de Compresiones

El modulo elastico de la armadura (E;) permanece constante mientras la tension de
cedencia del acero no se alcance en ningin punto del elemento, y en particular, en las
secciones en las que el hormigéon ha fisurado. Una vez el acero alcanza su limite
elastico, su modulo de deformacion practicamente se anula; como se ha visto, la TMCC
adopta una formulacion tenso-deformacional del acero eléstica-perfectamente plastica,
con un valor del modulo plastico del acero constante e igual a cero. Por su parte, la RA-
STM adopta una formulacion bi-lineal en la que el modulo de deformacion del acero,

después de alcanzado su nivel de cedencia, toma valor positivo. En el caso de la TMCC,
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y debido al modelo tension-deformacion utilizado, es preciso realizar una verificacion

tensional en grieta.

Una relacion constitutiva distinta a las enunciadas por las anteriores teorias de campo de
compresiones, y basada en la formulacion de la rigidez a traccion del hormigon, es la

que presenta la Teoria Unificada del Campo de Compresiones [19].

La TUCC (“Refined Compression Field Theory”, en inglés) propone que los modelos
de acero y de tensorrigidez del hormigén deben de estar relacionados sin ninguna
formulacion adicional. Siempre que el acero no entre en cedencia en la grieta, el médulo
de deformacion del acero serd E;. Cuando en una grieta el acero alcance su limite
elastico, el modulo de deformacion del acero se vera alterado. Si se establece el
equilibrio entre la seccion de la grieta (donde se ha producido la cedencia del acero) y

una seccion que represente el estado medio de tensiones (Figura 2.28) se cumplira que:

ASfy = ASO-S,av + Aco-ct,av (250)
5,—1
grieta seccion media

donde A es la seccion transversal de la barra de acero en cuestion y s ay Y Octay SON las
tensiones medias de traccion en la armadura y en el hormigdn, respectivamente, en una

seccidn genérica entre grietas.

Seccién Seccion en
geneérica grieta

Figura 2.28: Barra sometida a traccion. El acero ha alcanzado la tension de cedencia f;,[19, 20].
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A partir de la ecuacion (2.50) se puede deducir el valor medio de la tensiéon en la

armadura embebida en hormigén:

AC
U=fyA

s,av s

Es gct ’ &

O-ct,av s gct ngax (251)

<&

ct max

donde emax €s la deformacion correspondiente a la primera cedencia en grieta, cuyo valor

se puede calcular a partir de la ecuacion (2.50), tal y como se indica a continuacion:

alalfctm
A 1+,/500¢
EsgyAs = EsgmaxAs + Acact av - gmax = gy - — (252)
’ A E

s N

siendo &y la deformacion correspondiente a la tension de cedencia del acero. Al igual
que la RA-STM, la TUCC propone un modelo constitutivo basado en el principio de
adherencia hormigon-acero, lo que evita comprobaciones adicionales de equilibrio a
nivel de grieta; la novedad de la TUCC es que, a diferencia de la RA-STM, utiliza el
mismo modelo de tensorrigidez del hormigén que la TMCC (Figura 2.29).

0 / Barra aislada (TMCC)
350 JP/: [ paliyndig o S el el g e B e el
0 TUCC (Ac)
ol TUCC (Acz2> Ac1)
200 1
|
50
02 oo 006 08 ol

Figura 2.29: Relacion tension-deformacion media del acero para diferentes valores del area

efectiva de hormigon.
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Tanto la tension media en el acero (s, ) como la tension media en el hormigén (octay)
son funcion de una unica y comun deformacion entre ambos, & . Asi pues, a partir de la
ecuacion (2.51) se puede obtener una curva tension-deformacion media del acero

embebido en hormigon.

Como se ha mencionado previamente, la tensorrigidez no afecta a toda el area de la
seccidn transversal sometida traccion sino sélo a una parte situada en el entorno de la
barra de acero (4.) cuyo valor, en fendmenos de traccion, suele adoptarse igual al area
en torno a la barra a una distancia no superior a 7.50. Sin embargo, una posible
hipdtesis a este respecto es la de considerar dicha area como una funcion de la
deformacion hormigén-acero, o bien, de la separacion entre fisuras consecutivas,
teniendo en cuenta asi la tendencia a la degradacién que experimenta el hormigén por
efecto del cortante. Sin embargo, alin es precisa una investigacion mas profunda en este
sentido a fin de clarificar todo lo concerniente en relacion a tales aspectos. A esta

cuestion se dedican los Capitulos 4 y 5 de esta Tesis.
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Capitulo 3

Analisis de la hipotesis EPA en el disefio a
cortante de elementos de hormigon armado

3.1 Justificacion del problema a analizar.

Las dos hipodtesis fundamentales comunes a todas las teorias de campo de compresiones

[5, 19 y 42] son:

- En términos medios, la deformacion axial de la armadura es idéntica a la
deformacion del hormigén en la misma direccion. En este sentido se considera
un unico tensor de deformacion que representa las deformaciones medias del

hormigén armado.

- Los angulos de inclinacion de los esfuerzos principales coinciden con los
angulos de inclinacion de las deformaciones principales [42]. Esto es lo que
tradicionalmente se conoce como hipdtesis de Wagner, y que en el marco de

esta Tesis se ha denominado hipétesis EPA (“Equal Principal Angles”).

En 1986, los profesores Vecchio y Collins de la Universidad de Toronto afirmaban, en
relacion a su Teoria Modificada del Campo de Compresiones, que en elementos
armados longitudinal y transversalmente las direcciones de los campos principales de
tension y deformacion se desviaban aproximadamente 10° [42]. La Figura 3.1 muestra
los resultados obtenidos por Vecchio y Collins tras el ensayo de 30 paneles cuadrados

de hormigoén de 89 cm de lado y 7 cm de espesor.

Por su parte, la Figura 3.2 muestra el patrén de agrietamiento observado en un panel de
hormigén armado que fue sometido a traccién uniaxial combinada con cortante, y que
solo contenia armadura en la direccion de aplicacién de la traccion [4]. Las primeras
fisuras presentaban inclinaciones en torno a 71° respecto al eje horizontal. A medida que
la carga aplicada iba aumentando nuevas grietas se formaban con orientaciones cada vez
mas proximas a la direccion de armado, mientras el ancho de dichas grietas aumentaba
progresivamente. Finalmente, la rotura del elemento se alcanz6é mediante una répida

propagacion de las tltimas fisuras producidas, las cuales en el momento del colapso
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presentaban inclinaciones aproximadas de 33° respecto al eje horizontal. En este caso, la
direccion principal de tension aplicada diferia hasta 20 ° respecto de la direccion
principal de deformacion observada (Bhide y Collins, 1989). La inclinacion estimada,
basada en la hipotesis EPA, quedaba a medio camino entre la direccion de deformacion

observada y la direccion de tension aplicada [4].

50°

40°

ao*

20°

100

Strain Stress

o® | I | |
o 10° 20" aoe® 40° s0°
INCLINATION OF PRINCIPAL COMPRESSIVE STRAIN,

INCLINATION OF PRINCIPAL COMPRESSIVE STRESS, fi,

Figura 3.1: Teoria Modificada del Campo de Compresiones (Vecchio y Collins, 1986) [42].

Figura 3.2: Variacion de la inclinacion de la fisuracion por incremento de la carga aplicada en un

elemento de hormigon armado [4].
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Basandose en estos resultados, los precursores de las teorias de campo de compresiones
en hormigon consideraron que la determinacién de la inclinacion de los esfuerzos
principales en el hormigén a partir de la hipotesis EPA constituia una simplificacion

“razonable” [4, 42].

En 1996 Thomas T.C. Hsu admitia la influencia de la cuantia de armado sobre la
inclinacion relativa de los campos principales de tension y deformacion, realizando la

siguiente afirmacion en relacion a su teoria RA-STM [22]:

After initial cracking, the change in direction of the subsequent cracks are due to
changes in the direction of the principal tensile stresses in the concrete, which, in turn,
are dependent on the relative amount of steel in the longitudinal and transverse

directions.

£
= 65
p_
g Panel PV19
H | Strain
w 60 (Experiment)
-
L]
-l
55—
i3
g3
ETS0H
[-%
'S
o
2 =
5 45
'E (Experiment)
z - ! 1 |
o % 1.0 2.0 3.0 40
- SHEAR STRESS, v (MPa)

Figura 3.3: Panel V19 (Vecchio, 2000) [43].

Finalmente, en el afno 2000 Vecchio indicaba que los angulos de las tensiones y
deformaciones principales no tienen por qué ser necesariamente iguales en estadios
avanzados de la deformacion por cortante [43]. La Figura 3.3 muestra los angulos de los
campos principales de tension y deformacion de un panel de hormigon, con una cuantia
de armado longitudinal px = 1.8% y una cuantia de armado transversal p, = 0.7%,
sometido a cortante puro (ox; ay; T = 0; 0; 1). La tendencia observada fue que la tasa de
variacion de la inclinacion en la tension principal permanecia ligeramente por debajo de

la correspondiente a la deformacidn principal. Antes de alcanzar la fisuracion ambos
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campos formaban 45 ° respecto a la direcciéon de armado; una vez se forma la primera
fisura tiene lugar un incremento brusco en la direccién de la deformacion principal de
traccion, acompaiado de un pequeilo cambio en la direccion de la tension principal
correspondiente. Conforme la tension aplicada aumenta la tasa de variacion de sendos
angulos comienza a igualarse paulatinamente, manteniendo una diferencia entre ambos

casi constante en la ultima etapa del ensayo.
3.2 Modelo de analisis

Como ya se ha indicado en el Capitulo 2 de esta Tesis, la Teoria Modificada del Campo
de Compresiones predice la resistencia a cortante de un elemento de hormigén armado,
y su funcion de respuesta Carga vs. Deformacion, mediante el planteamiento del

siguiente sistema de ecuaciones:

. N |
- 3 ecuaciones de equilibrio

o, =L(tan6’e+co‘[¢9e)—a1 (2.16)

bz

w

A0, = (azsenzﬁe A )bws (2.17)

Ao, = (62 cos’ 0, —o,sen’0, )bwz =

SX SX

(2.18y 2.19)
=Vcotl,—o,b,z
- 2 ecuaciones de compatibilidad
Tan’0, =5~ %2 (2.6)
&—&
g =& +¢& ¢, (2.7)

' En el ambito de esta Tesis 6. es el angulo del campo de esfuerzos principales de compresion
(establecido por equilibrio), a diferencia del angulo del campo principal de deformaciones que

denotaremos como 6,.
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- 2 relaciones tension-deformacion del acero, una para la armadura

longitudinal y otra para la armadura transversal

(2.21)

siendo ¢y, la deformacion correspondiente al limite de cedencia del acero.

- Comportamiento del hormigoén a traccion

Ecgl > 81 S gctm
01 alaZ ctm (222)
> 81 > gctm
1+,/500¢,
- Comportamiento del hormigon a compresion
2
02 = f‘Zmax 2 [ij - (ﬁj
£ &g
¢ ¢ (2.13)
/.
= Jc <
Sa 0.8+170¢, J

En el sistema de 9 ecuaciones no lineales anterior hay 9 incognitas: 0, &, &, V, &, a1, 02,
osx ¥ 0, cuando dicho sistema se resuelve para un determinado valor de la deformacion
€1. Ademads, debera efectuarse la comprobacion en grieta en relacion al limite de

cedencia de la armadura [13].

Para el desarrollo analitico del presente capitulo se van a asumir dos alteraciones en
relacion a la formulacion planteada por la TMCC; la primera de ellas consiste en
adoptar como ecuacion de tensorrigidez del hormigdn la propuesta por Bentz (2005) [7],
que relaciona el é4rea efectiva de hormigoén a traccion (4c) con el parametro de

adherencia entre hormigén y acero (M), y cuya expresion recordamos a continuacion:
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E.g , & 5¢

O, = alaz ctm &
1+,/3.6M¢,

siendo M = L
Z d,z

o (2.26)

La segunda alteracion consiste en adoptar como ecuacion de comportamiento del acero
la propuesta por la TUCC (Hernandez Montes y Gil Martin, 2005) [19], basada en el

modelo de rigidez tensional de Bentz, y cuya expresion recordamos a continuacion:

A .
- _ fv_jo-ct,av > gct_g

s,av s

Eec, , €, <&

ct max

e (2.51)

donde enmax €s la deformacion correspondiente a la primera cedencia del acero en grieta 'y
se calcula a partir de la ecuacion (2.52). En la anterior ecuacién, y en relacion al
procedimiento que aqui se plantea, el area efectiva de hormigén a traccion (4.) se
adopta igual al area rectangular en torno a la barra a una distancia no mayor de 7.5 -
siendo @ el diametro de la barra en cuestion-, area generalmente adoptada en fendmenos

de traccion [12, 16, 17].

Paralelamente, y a modo comparativo, utilizaremos la ecuacion de comportamiento del

acero propuesta por la RA-STM [5, 22, 23], cuya expresion recordamos a continuacion:

o,=EFE

N

E. e <¢

s 0 K n

o, :fy{(0.91—23)+(o.02+0.253)%gs} , £,>E,

y
siendo (2.49)

P 1 (r 15
==:(0.93-2B) , B=—|Ju " =03/f, (MP
€, fy( ) p(fyj y /. fu  (MPa)

Para la relacion tenso-deformacional del acero propuesta por la RASTM, el modelo de
tensorrigidez del hormigén vendra dado por [5, 33]:
E¢, , & <0.00008

o o Sam &, >0.00008 (2.24)

1 04 °?
1
(o.oooos

50



La razén de prescindir de la comprobacion en grieta propuesta por la TMCC se debe al
hecho de que las ecuaciones en que se basa dicho procedimiento han sido deducidas a
partir de la hipdtesis de Wagner, siendo ésta precisamente la hipdtesis que se pretende
refrendar en esta Tesis, por lo que obviaremos dicha comprobacioén sirviéndonos
unicamente de aquellas ecuaciones de comportamiento del acero basadas en la

tensorrigidez del hormigoén (i.e., TUCC y RA-STM).
3.3 Transformacion del modelo

El andlisis de la hipotesis EPA requiere una transformacion del modelo analitico de
cortante propuesto por las teorias de campo de compresiones en los términos que a

continuacion se describen.

Despejando el valor de la fuerza cortante V' que proporciona la ecuacion (2.19), y
sustituyendo en la ecuacidn (2.16), la tension principal de compresion en el hormigon
(02) puede ser expresada como:

(Asx o, + O'lbWZ)T and, _ p,0, +0,

o, = e (T(lﬂ96+c010€)—01— W—O'I (31)

Asimismo, la ecuacion (2.17) se puede reescribir de la siguiente forma:

2
po, +o,Cos 0,
Sin® 6,

o, = (3.2)
A partir de las ecuaciones (3.1) y (3.2) se obtiene la siguiente expresion para el valor del
angulo del campo principal de tensiones, 6.:

pt O-Sl‘ +Gl

Tan® 6, = ———— (3.3)
px O-sx +O_l

Sustituyendo la tension principal o, por algunos de los modelos constitutivos del
hormigon a traccion indicados al principio de este capitulo (ecuaciones (2.24) o (2.26)),
y las tensiones medias en las armaduras, og y oy, por la expresion del modelo tenso-

deformacional de acero embebido en hormigdn (ecuaciones (2.49) o (2.51)), la ecuacion

(3.3) puede ser resuelta en términos del angulo €. Esta transformacion permite expresar
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6. como una funcién de las deformaciones de las armaduras y la deformacion principal

a traccion del hormigdn, segin se indica a continuacion:
29 _
Tan’ 0, = F, (¢,,¢,,¢,) (3.4)

La ecuacion (3.4) proporciona el angulo de tensiones principales —o angulo de
equilibrio- como funciéon del campo de deformaciones. A efectos del procedimiento
analitico que aqui se plantea se ha obviado el hecho de que la relacion tension-
deformacion considerada en la ecuacion (3.4), tanto para el acero como para el
hormigoén, ha sido obtenida a partir de ensayos uniaxiales de los materiales (donde las

direcciones principales de tension y deformacion son colineales).

A partir de la ecuacion de compatibilidad (2.6), el angulo del campo principal de
deformaciones 6, también puede ser expresado como una funcion de las deformaciones

&x, &Y €1, segun se indica a continuacion:

Tan’ 0, = % = Tan’ 0, = F. (¢.,¢,,¢,) (3.5)
1 x

El modelo analitico formado por las ecuaciones (3.4) y (3.5) ha sido aplicado a un

ejemplo de una seccion tipica de hormigén armado (Figura 3.4)

2610

2014

cd8a75mm

300

recubrimiento = 30 mm

300

Figura 3.4: Seccion tipo de viga de hormigon armado. Cotas en mm.
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Los parametros mecanicos (cuantias de armado y resistencia del hormigéon) de la
seccion de la Figura 3.4 han sido evolucionados a través de un total de 15 especimenes,
y cada espécimen se ha analizado bajo cuatro hipotesis de deformacion distintas (ver
Tablas 3.1 y 3.2). A lo largo de los 15 especimenes la seccion de hormigon pasa de estar
poco armada a estarlo fuertemente; en concreto, la cuantia de armadura longitudinal
varia entre p,=0.0068 y p,=0.0529, mientras que la cuantia de armadura transversal
varia entre p=0.0045 y p=0.0279. La resistencia caracteristica del hormigén a
compresion (fix) varia entre 25 y 45 MPa, y la tension de cedencia de la armadura es

400 MPa en todos los casos.

Por su parte, las hipotesis de deformacion SH1 a SH4 han sido elegidas a fin de

considerar la respuesta tanto eldstica como plastica de los especimenes analizados.

Tabla 3.1: Especimenes

Bspécimen fu ARMADURA o ARMADURA o
(MPa) | LONGITUDINAL TRANSVERSAL

S1 25 2014(T) + 2010(C) 0.68 CO8a75mm 045
S2 25 2016(T) + 2016(C) 1.17 CO8a75mm 045
S3 25 4016(T) + 4016(C) 2.36 CO10a75mm 0.70
S4 25 4020(T) + 4920(C) 372 CO10a75mm 0.70
S5 25 4025(T) + 5020(C) 529 CO10a75mm 0.70
S6 25 2014(T)+ 2010(C) 0.68 CO8a75mm 0.45
S7 25 2014(T)+ 2010(C) 0.68 CO10a75mm 0.70
S8 25 2014(T)+ 2014(C) 091 CO12a75mm 1.01
S9 25 2014(T)+ 2014(C) 0.92 CO l4a75mm 137
S 10 25 2014(T)+ 2014(C) 0.92 CO16a75mm 1.79
S11 25 2014(T)+ 2010(C) 0.68 CO8a75mm 0.45
S12 30 2014(T)+ 2014(C) 0.90 C0O10a75mm 0.70
S13 35 2020(T)+ 2020(C) 1.89 CO l4a75mm 137
S14 40 2025(T)+ 2025(C) 3.01 CO16a75mm 1.79
S15 45 2032(T)+ 2032(C) 5.09 C020a75mm 2.79

La Figura 3.5 muestra la representacion grafica de las ecuaciones (3.4) y (3.5) como
funcion de la deformacion longitudinal e, y bajo la hipdtesis de deformacion SH1 (g =
0.00075 y & = 0.0006). Como se puede observar, la ecuacion (3.5) presenta una asintota

vertical en &= ¢;. El modelo constitutivo del acero utilizado en este caso es el propuesto
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por la TUCC [19] (ecuaciones (2.51) y (2.52)), mientras que como modelo constitutivo
del hormigon a traccién se ha empleado el propuesto por Bentz [7] (ver ecuacion

(2.26)).

Tabla 3.2. Hipotesis de deformacion

Strain hypothesis & £
SH 1 0.0006 0.00075
SH 2 0.0008 0.00100
SH 3 0.0010 0.00200
SH 4 0.0020 0.00400

Las curvas de la Figura 3.5 intersectan para un valor de la deformacion e, dentro del
intervalo [0, ¢;]. Este intervalo se puede dividir en dos regiones (Figura 3.6): Region I,
donde la direccion del campo principal de deformaciones (6.) es menor que la direccion
del campo principal de tensiones, y Region II, donde ocurre justamente lo contrario (i.e.,
0.> 0.). El punto de interseccion de ambas funciones corresponde a la hipotesis EPA y
se produce para un valor de la deformacion longitudinal ex = &x gpa, siendo éste el valor
de la deformacion longitudinal estimado por aquellas teorias de campo de compresiones

que asumen la hipdtesis EPA como base de su modelo de cortante.

De la Figura 3.6 se deduce igualmente que el angulo de biela correspondiente a la
hipotesis EPA (fgpa) permanece siempre dentro del rango [, €], y generalmente se
asume igual a €. Las deformaciones ¢; & y & pueden ser obtenidas empiricamente, de
tal forma que &, pueda ser estimado a partir de la expresion (2.6). Si llamamos 6’ al
angulo obtenido de medir directamente la inclinacion del campo de tensiones aplicado a
un elemento de hormigon (ya sea una viga, un panel o cualquier otro tipo de elemento),
encontraremos que existe una diferencia entre @’ y .. Esta divergencia fue la que
obtuvieron Vecchio y Collins en su campafia de ensayos de la TMCC [42, 43] (Figura
3.1 y 3.3); en los 30 especimenes ensayados se concluyd que dicha diferencia era

siempre inferior a 10°.
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En el marco de las teorias de campo de compresiones el angulo Ggpa es igual, a su vez, a
otros tres angulos: el angulo de aplicacion de las cargas externas (6°), el angulo del
campo principal de deformaciones (&,) y el angulo de equilibrio (&.). Obviamente, la
estimacioén de un angulo de biela bajo la hipotesis EPA lleva asociado un cierto error
que denominaremos Aeg, segin se indica la Figura 3.6; este error representa la
diferencia alcanzada entre la deformacion observada empiricamente (exexp) Y aquélla

estimada a partir de la hipotesis EPA (ex.gpa) -

Tan?©

oL
Compatibilidad: 6.

1 Equilibrio: 6,

--------- | | | o

0.0010 e 00018

1t

2 L

Figura 3.5: Interaccion de las funciones de equilibrio (£.) y compatibilidad (F,) para una seccioén
cuadrada de 300 mm de lado (fox = 25 MPa, s= 75 mm, z= 229.5mm, p, = 0.0068, p, = 0.0045,
M=351.57Tmm, £=0.00075; £=0.0006).

A fin de poder estudiar cuantitativamente la diferencia entre la direccion del campo
principal de tensiones (6.) y la del campo principal de deformaciones (6;), se ha

definido la siguiente funcion { a partir de las ecuaciones (3.4) y (3.5):

;(gx’gt’gl) :‘ Hc(gx’gt’gl) - ee (gx’gt’gl) ‘:
(3.6)

= ArcTan{ G4 }—ArcTan
£ —¢

X
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En la Figura 3.7 se ha representado la funcion { para la seccion de hormigon de la
Figura 3.4; tanto para el hormigéon como para el acero se han empleado los mismos
modelos constitutivos adoptados en la Figura 3.5 (ecuaciones (2.26), (2.51)y (2.52)). A
partir de un valor maximo de la funcién ¢ (i.e., una tolerancia o error maximo
admisible), que denominaremos (max, €8 posible calcular un entorno ¢ de la deformacion
exepa dentro del cual el error cometido al aplicar la hipotesis EPA es asumible (Figura
3.7). En este sentido, cuanto mayor sea la longitud de J, tanto mayor es el rango de
valores de la deformacion & dentro del cual la hipotesis EPA puede ser considerada una
“simplificacion razonable”, tal y como indicaban Vecchio y Collins [42]. A fin de
cuantificar el valor del intervalo d, y tomando como base las observaciones de Vecchio

y Collins, en esta Tesis se ha adoptado para el término {i.x un valor igual a 10°.

Tan-6
Region I (8,>6,) |
N

llll.'

o Ll

RegionI (6.<6,) ;i

—

(Agy)
EXEPA Exew g

Figura 3.6: Interpretacion matematica de la hipotesis EPA y error asociado Ag,.

La Figura 3.8 muestra la funcion { correspondiente a dos cuantias de armado distintas
de la seccion de hormigon ilustrada en la Figura 3.3. Como se puede observar, una
mayor cuantia de armadura implica una mayor longitud del intervalo ¢ dentro del cual la
hipotesis EPA lleva asociado un error aceptable; esto tltimo tiene sentido mecénico ya
que una mayor cuantia de armadura longitudinal implica un menor nivel de deformacion
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del elemento, y ademés va en consonancia con la afirmacion de Hsu de que la
divergencia de dngulos entre los campos principales de tension y deformacion se puede

controlar actuando sobre las cuantias de armado [22].

7= 18— 0| ()
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50
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30

20

CI’TICIX
e —
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0.0000 0.0001 0.0002 0.0003 0.0004 0.0005 0.0006 0.0007

Ex EPA
G
451

0.<0,

Figura 3.7: Funcion { y parametro J.
3.4 Resultados numéricos

De la observacion de la ecuacion (3.6) se deducen los siguientes parametros de analisis
de la funcién {: la cuantia de armado longitudinal (py), la cuantia de armado transversal
(py), y los parametros mecéanicos de acero (Esy fy) y hormigén (Ec y fum). No obstante,
en esta Tesis se han considerado Gnicamente los tres siguientes: px, pt Y ferm, donde feum
es la resistencia media a tracciéon del hormigdén (obtenida segun [17]). Lo que aqui se
pretende es evaluar la influencia que tales pardmetros tienen sobre el intervalo J; con
este fin se ha considerado la seccion de hormigén de la Figura 3.4 para diferentes
valores de los tres parametros arriba citados (ver Tabla 3.1) y bajo diferentes hipotesis
de deformacion (ver Tabla 3.2). Como ya se indicé en el apartado 3.2 de este capitulo,
se han empleado los modelos constitutivos del acero y del hormigén propuesto por la

RA-STM y la TUCC.
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Fig. 3.8: Variacion de la funcion ¢ con la cuantia de armadura longitudinal (fox = 25 MPa, £=0.00075;
£1=0.0000).

3.4.1 Influencia de la cuantia de armado longitudinal

La influencia de la cuantia de armado longitudinal (py) sobre el error asociado a la
hipotesis EPA se ha estudiado a partir de los especimenes S1 a S5 contenidos en la
Tabla 3.1. La Figura 3.9a representa la funcion { para el espécimen S3 sometido a las 4
hipodtesis de deformacion indicadas en la Tabla 3.2. Por su parte, la Figura 3.9b
representa la funcion { para los especimenes S1 a S5 bajo la hipotesis de deformacion

SH1.

De los resultados presentados se deduce que para el espécimen S3, el nivel de
deformacion en la armadura longitudinal no modifica significativamente el valor del
parametro J; por otro lado, la Figura 3.9b muestra claramente un incremento del
intervalo 0 cuando la cuantia de armado longitudinal aumenta, a la par que el valor de la

deformacion exgpa (i.e. {=0) disminuye.

La Figura 3.10 muestra la funcion { para el espécimen S4 bajo la hipotesis de

deformacion SH3, segun las dos teorias consideradas (RA-STM y TUCC); como se
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puede observar, el valor del intervalo ¢ es similar para sendas teorias, aunque los

valores obtenidos para la funcion { difieren ligeramente.

o)

80

SH4

0.000 0.001 0.002 0.003 0.004
€x

Figura 3.9a: Funcion £ correspondiente al espécimen S3, bajo diferentes hipotesis de deformacion, a partir
de las relaciones constitutivas propuestas por la TUCC.

&)
60 i

Ap,> 0

0.0000 0.0001 0.0002 0.0003 0.0004 0.0003 0.0006 0.0007

- -
Sy ™ S

Ex

Figura 3.9b: Funcion ( correspondiente a los especimenes S1 a S5 bajo la hipotesis de deformacion SH1,
a partir de las relaciones constitutivas propuestas por la TUCC.
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En las Figuras 3.11a y 3.11b se representa la longitud del intervalo ¢ frente a la cuantia
de armado seglin los modelos de la TUCC (drt) y de la RA-STM (6ra); del analisis de
ambas figuras se deduce que el intervalo 6 presenta pendiente positiva para pequeias
deformaciones (hipotesis SH1 y SH2), mientras que disminuye para niveles de
deformacion superiores (hipotesis SH3 y SH4). Este efecto estd presente en ambas

teorias.

0.0000 0.0005 0.0010 0.0015 0.0020
£x

Figura 3.10: Espécimen S4 bajo la hipotesis de deformacion SH3. En la figura: drt=0.000538691y
Ora=0.000522138.

3.4.2 Influencia de la cuantia de armado transversal

Para el anélisis del efecto de la cuantia de armado transversal sobre el intervalo ¢ se han
considerado los especimenes S6 a S10; en la Figura 3.12 se han representado los valores
de la funcion ¢ bajo la hipotesis de deformacion SH3. En general, de las Figuras 3.13a
y 3.13b se concluye que, para todas las hipdtesis de deformacion (SH1 a SH4), el valor

de ¢ disminuye a medida que aumenta la cuantia de armado transversal.
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OrT

SH4
0.0020
0.0015
0.0010 SH3.
0.0005

SH 2

SHA1

0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
Px

Figura 3.11a: Valores de la longitud J correspondientes a {,,,=10°, utilizando el modelo de la RCFT.

Bra
SH4
0.0020¢ '
0.0015}
SH3
0.0010¢
omosl e
SH 2 -mmmm=mTTmTTTTTTTIIII I
SH1—""
0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
P

Figura 3.11b: Valores de la longitud J correspondientes a {,,,=10°, utilizando el modelo de la RA-STM.
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)

60,

S6

Figura 3.12: Funcién ( para los especimenes S6 a S10 bajo la hipotesis de deformacion SH3.

3.4.3 Influencia de la resistencia del hormigén

Las Figuras 3.14a y 3.14b representan el intervalo 0 como funcién de la resistencia a
traccion del hormigdn (fum), a partir de los modelos constitutivos propuestos por la
TUCC y la RA-STM. Al igual que ocurria con la cuantia de armado longitudinal, la
longitud del intervalo 0 aumenta ligeramente con la resistencia a traccion del hormigén
para niveles de deformacion bajos (hipotesis SH1 y SH2), manteniéndose casi constante
para la hipotesis SH3, y presentando pendiente negativa para valores altos de la

deformacion (SH4).
Asimismo, en las Figuras 3.14a y 3.14b se observa que para valores de la resistencia a

traccion del hormigdén superiores a 2.9 MPa, la resistencia a traccion del hormigén

practicamente no modifica la longitud del intervalo ¢ (hipotesis SH1, SH2 y SH3).
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OrT

SH 4
0.0020¢
0.0015¢+
SH, et
0.001 0+
0.0005¢
__SH2
sA1 . oesssssmsseeese—mee
0.006 0.008 0.010 0.012 0.014 0.016 0.018

Pt
Figura 3.13a: Valores de la longitud J correspondientes a ,,,=10°, utilizando el modelo de la RCFT.

6RA
0.0030|
0.0025| SH4
0.0020}
0.0015}
0.00104.on sHs e
0.0005}
______________ SH?2
sw1_________ =
0.006 0.008 0.010 0.012 0.014 0.016 0.018

Pt
Figura 3.13b: Valores de la longitud J correspondientes a {,,,=10°, utilizando el modelo de la RA-STM.
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SH4
0.0020
0.0015
0.00101 ooerwemssmmemmesre=™™
0.0005
SH2
) SH 1
26 2.8 3.0 30 32 5 =

fem (MPa)

Figura 3.14a: Variacion de J en funcion de la resistencia del hormigén bajo diferentes hipotesis de

deformacion. TUCC.

Ora
0.0035
 SH4
0.0030 o
0.0025
0.0020
0.0015
SH3 -
0.0010} oo,
0.0005
_____ SH 2 o ————————
SH 1
26 28 30 3.2 34 36 38
fclm (Mpa)

Figura 3.14b: Variacion de 0 en funcion de la resistencia del hormigdn bajo diferentes hipotesis de

deformacion. RA-STM.
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Capitulo 4

Ajuste del efecto de tensorrigidez del hormigon
en el modelo constitutivo del acero

4.1 Justificacion del problema a analizar.

La expresion que proporciona la deformacion aparente de cedencia ¢, en el modelo de

la TUCC (ecuacion 2.52) no presenta solucion real. En concreto, esta ausencia de
solubilidad se produce para valores elevados de la cuantia A.f., /4s. Esto supone un
inconveniente la hora de utilizar el modelo propuesto por la TUCC que, sin embargo,
puede corregirse reduciendo el valor de la anterior cuantia. En el marco de esta Tesis
denominaremos 4.’ a un area virtual de tensorrigidez del hormigén en torno a la barra

de acero; esta area virtual es variable y no coincide necesariamente con el area efectiva

(4.) definida en el Capitulo 2.

Considérese una barra de acero embebida en hormigon, tal y como se muestra en la
Figura 4.1; se trata de una barra ubicada en la esquina de una seccion tipica de
hormigoén armado. La barra en cuestion pertenece a la armadura longitudinal superior
del espécimen H75/2, correspondiente a la campafia de ensayo de vigas a cortante
desarrollada por Cladera y Mari en 2002 [10]. El didmetro de la barra longitudinal es 8
mm, el didmetro de los cercos es 6mm, el recubrimiento lateral es 25 mm y el area de
tensorrigidez del hormigon (i.e. 4rea efectiva A, obtenida segin [12]) es 9025 mm?®. Si
se pasan todos los términos de la ecuacidon (2.52) al primer miembro se obtiene la

siguiente funcion:

1
al aZ A(: ctm

_ 1+,/500¢,, (4 1)

Flen)=(2, =) = —

En la expresion (4.1) se ha considerado el modelo de rigidez tensional del hormigén
propuesto por Collins y Mitchell (ecuacion 2.22) [4, 13, 20]. Asi pues, las soluciones de
la ecuacion (2.52) coincidiran con los ceros de la funcién F(emax). En la Figura 4.2 se
observa que para valores de 4.” en torno al 80 % de 4. (i.e. 4.’=0.8-4,.) la ecuacion

(2.52) presenta dos soluciones positivas en lugar de una (problema de unicidad),
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mientras que para el caso en que A.’= A. la ecuacion (2.52) sencillamente carece de

solucion (problema de existencia). El producto «,a, se ha considerado igual a la

unidad.
ESPECIMEN H 75/2
248
) T ... DETALLE CH Gt G2 +75 o
co6a 200 mm
o
(]
=t
c=25mm
2432 Long. sup.: ¢ =8 mm
Fa
= L
of -
(o]
—
200
/’/ ke Cercos: ¢ =6 mm
Ac |
4

Figura 4.1: Barra de acero embebida en la esquina de una seccion estandar de hormigoén armado: detalle
del area de tensorrigidez (obtenida segun [12]). Adaptado de [10].

F(€max) [MPa]
T T —
100 ~ T——
/ .
/ =<
/ ~~.
O D —~—— Emax
0.0005
// -
7
Ill
"I
{
~100{
-200 ',"l

Figura 4.2: Funcion F(en,y) para diferentes valores de 4.’ ; las soluciones de la ecuacion (2.52) coinciden
con la interseccion de la funcion con el eje de abcisas. Parametro de disefo: f;=530MPa, f.m=4.50MPa,

A=50.27mm’ (108), 4.=9025mm”.
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La Figura 4.3 representa igualmente la solubilidad de la ecuacion (2.52) para la barra de
la Figura 4.1, aunque de forma diferente. En este caso, se ha considerado variable la
resistencia a traccion del hormigén (fom), definiéndose la siguiente funciéon de dos

variables:

A A fom
s 0a)=( 8, =) —”—VE”AO“ ~0 4.2)
Los ceros de la funcion G(fem, Emax) SON los puntos (fem, Emax) que satisfacen la ecuacion
(2.52); para el caso del espécimen H 75/2 las soluciones en,x de la ecuacion (2.52)
corresponden a los puntos de interseccion de las curvas de la Figura 4.3 con la abcisa
Jfem= 4.50 MPa. El rango de valores de la resistencia f,, en la Figura 4.3 coincide con el
establecido por el Eurocddigo 2 para la resistencia media a traccion del hormigén.
Como se puede observar, para valores elevados de 4.” (4.’=0.7"A. y A.’=0.8"4.) la
curva de puntos (fs, €max) presenta un “codo” que rompe la relacion de biyeccion entre
las variables representadas (problema de unicidad); asimismo, en el caso en que 4.’= A4,

no existe solucion para la abcisa de f.,,=4.50MPa (problema de existencia).

Como ya se indicd en el Capitulo 2, el Cédigo Modelo propone un criterio para calcular
el area de tensorrigidez del hormigén que s6lo depende del didmetro de barra de la
armadura. En el siguiente apartado se analiza, por medio de métodos algebraicos, el
problema de solubilidad del modelo constitutivo del acero propuesto por la TUCC. A tal
fin, en la ecuacion (2.52) se sustituird el area efectiva 4. que propone el Cddigo
Modelo por un area virtual de hormigén A4.°, cuyo valor se pretende acotar a fin de
garantizar la unicidad de solucion de la ecuacidon (2.52) bajo cualquier hipdtesis de

disefio.
4.2 Coeficiente de ajuste del &rea de tensorrigidez del hormigoén.

En adelante llamaremos A’ al cociente entre el area virtual de hormigdén definida en el

apartado anterior (4.”) y el area efectiva (4.) del Cdédigo Modelo.

La expresioén que proporciona la deformacion aparente de cedencia (&,4y) en la ecuacion

(2.52) puede escribirse de la siguiente forma:

_AA it (4.3)

ES (5y _gmax) - AS l+m

67



. 2 ., . . . ., yq .
Sustituyendo &,.,,=g" en la ecuacion (4.3), se obtiene la siguiente ecuacion cubica:

3 1 2 A Ac a,\a, ctm_

&
+t—g -8+ — =0 (4.4)
& \/soog 8 A, E~500 /500

El cambio de variable realizado en la ecuacion (4.4) se puede deshacer tomando

cualquiera de los dos signos de la raiz cuadrada, tal y como se indica a continuacion:

2 [
8max :g A4 g:i gmax

Smax

0.0030

f+=4.50 MPa

0.0025

0.0020

0.0015

0.0010

0.0005

0.0000

3.0 3.5 4.0 4.5 5.0
fer [MPa]

Figura 4.3: Curvas de puntos (f.;, €,.4) que satisfacen la ecuacion (2.52): evolucion de la solubilidad para
diferentes valores de A4.’. Pardmetros de disefo: f,=530MPa, f.~=4.50MPa, A=50.27mm?> (19798,
A4,~9025mm’.

Sin embargo, dado que en el denominador del segundo miembro de la ecuacion (4.3) la
raiz cuadrada es positiva, solo interesan soluciones positivas de la ecuacion (4.4), a fin
de que dichas soluciones de la ecuacion (4.4) puedan ser soluciones de la ecuacion

(4.3), una vez invertido el cambio de variable -relacion de biyeccion entre los conjuntos
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de soluciones de ambas ecuaciones- (Figura 4.4). La ecuacion (4.3) tiene solucion real
positiva y es Unica si, y solo si, la ecuacion cubica (4.4) tiene una tnica solucion real

positiva. En efecto, si &4, €s una solucion real positiva de la ecuacion (4.3), entonces
gy = ++/€.., €5 solucion real positiva de la ecuacion (4.4), y por otro lado, si g es una

., .. ., 2 ., .,
solucion real positiva de la ecuacion (4.4), entonces gy~ es solucion de la ecuacion (4.3).

O

2
=8
positivas
4 \__

reales

- -/

Soluciones de la ecuacion (4.3) Soluciones de la ecuacion (4.4)

Figura 4.4: Relacion de biyeccion entre los valores validos de &, que verifican la ecuacion (4.3) y las
soluciones reales positivas de la ecuacion (4.4).

El Teorema Fundamental del Algebra [18] garantiza que un polinomio de grado n>0
con coeficientes complejos tiene al menos una raiz & en principio compleja. Al dividir
dicho polinomio entre (x-&) se obtiene un polinomio de grado n-/ con coeficientes
complejos, que también tendrd al menos una raiz. Continuando con este proceso n
veces, el polinomio original de grado n se puede descomponer como producto de n
binomios de la forma x-&;, de manera que cada & es una raiz del polinomio y aparece
tantas veces como indica su multiplicidad en la referida descomposicion. Por otra parte,
si en particular los coeficientes del polinomio son reales, entonces por cada complejo no
real que sea raiz del polinomio se tiene que también el complejo conjugado es raiz y con

la misma multiplicidad.

Como la ecuacion (4.4) es una ecuacion polinomica de grado impar, en base a lo

anterior siempre tiene al menos una solucion real (ya que tiene coeficientes reales),
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aunque esta solucion no siempre es positiva. Si denotamos &;, &, & a las soluciones de

la ecuacion (4.4), dicha ecuacion se puede expresar de la siguiente forma:
(g—tfl)(g—fz)(g—é) = g3 _(gl +§2 +§3)g2 +(§1§2 +§2§3 +§1§3)g_§1§2§3 =0 (45)

La existencia de soluciones de wuna ecuacion cubica genérica del tipo

x’ +bx*> +cx+d =0 viene establecida por la siguiente casuistica:

CASO 1 (A <0): laecuacion tiene una solucion real y dos complejas conjugadas.
CASO II (A =0): la ecuacidn tiene una solucion multiple.

CASO III (A > 0) : la ecuacion tiene tres soluciones reales distintas.

siendo A =b%c*—4c¢® —4b°d —27d* +18bcd el discriminante de la referida ecuacion

cubica genérica [18].

CASO | (A<0): & es una solucidn real y &, & son soluciones complejas conjugadas

de la ecuacion (4.4).

Igualando coeficientes entre las expresiones (4.4) y (4.5), se obtienen las siguientes

relaciones:

i) ;f(l)():é +§2+§3 :él +2€R{§2}
i) —€, =66, +65+6,8, = 29&19%{52} +|§2|2

& A4 aaf.
y c lthm:é:lé:Z§3:§l|§2

iii
)Jsoo A, E /500

|2

A partir de iii) se deduce que la unica solucidon real & es positiva si, y solo si,

ctm

£ ' £ '
y /1 Ac al“Z ctm > 0 . Ademés y /1 Ac ala2
J500 4, EA/500 V500 4, E~/500

es siempre distinto de cero,

ya que:

y A Ac o,

T EJ%ZO < £=0 yaque |£[ %0

Y por otro lado:

|2 - |cfz|2 =—¢, para & =0

—€, = 25193{52} +|‘§2
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lo cual es imposible.

CASO Il (A=0): La ecuacion (4.4) tiene una solucion simple & vy una solucion doble

&=&:

Cuando A=0 la ecuacidn polindmica puede tener una solucion triple. Sin embargo, para
que la ecuacion (4.4) tuviera una solucion triple ( i.e, £=£&=¢&;), dicha ecuacion tendria

que poderse expresar de la siguiente forma:

3 1 2 A Ac ala2-f;’tm _ g)’

3
+ -&,g+ =(g- =0
& B0t T f 4, EA500 /500 (g-5)

Lo que equivale a escribir lo siguiente:

3 A Ac O ] cim _

1 &
g +_%g2—gyg+ A E (_50() /—5:)0:g3_3§1g2+3§12g_§13:0

de donde se deduce que 3&7 = —¢,, lo cual es imposible.

Por otro lado, y como ya se ha indicado anteriormente, cuando una ecuacion polinémica
tiene coeficientes reales las soluciones complejas de aquélla van por parejas (i.e, una
solucion compleja y su conjugada), luego para este caso en que A=0, y dado que el

numero de soluciones es tres, las soluciones son todas reales.

Igualando coeficientes entre las expresiones (4.4) y (4.5), se obtienen las siguientes

relaciones:

v) ;féoﬂgﬁfﬁé:é”é

V) —&, = 86 T8+ 6,8, =268, + 522

g ﬂ/'AL’ a a f;tm
\/560 - y El \/2500 = 515253 = 51522

Vi)

Segun iv) al menos una de las dos soluciones de la ecuacion (4.4) ha de ser negativa.

Por otro lado, segun v), ambas soluciones no pueden ser simultineamente negativas.

Ademas, & #0y &, #0ya que:
e Si g =0 entonces, seglinv), —¢, = &7, lo cual es imposible.
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e Si & =0 entonces, segiin v), —&, =0, lo cual es imposible a efectos de

diseno (&>0).

Al igual que en el Caso I se buscan condiciones para que exista una unica solucion real

positiva de la ecuacion (4.4), lo que se traduce en las siguientes posibilidades:
a) &> 0y &=63<0
b) &1 <0y &H=8>0

En la Figura 4.5 se muestra la grafica de F(g)= (g-&)) (g-&;) (2-&3) para los casos a) y b)
anteriores. En ambos casos las soluciones reales de la ecuacion (4.4) estan

perfectamente determinadas, tal y como se indica a continuacion:

a) &>0y&E=8<0

ﬁ §1+2§2 - gl m

luego

—8=2§§+§2—)—6‘=_2§2—32—)§=— N
yooTEm = Y500 7 > 3500 V4500 3

Dado que & < 0, se tiene que

1 1 1 1 g

6‘
= 5 & =- +2 +—
&= 30500 4500 g 34500 4500 3

quedando {&;, &} perfectamente determinados -dado que &, es un valor de disefio a

priori conocido- siempre que, segun vi), el valor de A sea:

| AE, (450875 +5++/5,[5+7500¢, +15000z, /5

" 2250 Aaa,

ctm

b) & <0y&=&>0

Procediendo de forma anéloga al caso a), pero teniendo en cuenta que en esta ocasion

&> 0, se tiene que
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1 1 e, 1 1 e,
& =- + +—= = £ == -2 +—=
34500 V4500 3 3500 4500 3

quedando nuevamente {¢&;, &} perfectamente determinados a partir de &, siempre que

el valor de A sea:

| AE, (450,75 +5-/5,[5+75005, +15000¢, /5

" 2250 Aaaf

tm

o F(o)

Caso Il a): £>0, &<0 Caso 11 b): &;<0, &>0

Figura 4.5: Representacion esquematica de la funcion F(g) en los dos casos posibles en los que la ecuacion
F(g)=0 tiene una solucion real simple &; y una doble &,.

De todo lo anterior se desprende que A=0 constituye un caso limite, en el que las

soluciones de la ecuacion (4.4) estan perfectamente determinadas, y por lo tanto

también el valor de &4, siempre que el pardmetro A tome alguno de los dos valores

siguientes:

| AE,(4502,5 +5+5,[5+7500z, +15000¢, )5

2250 Aaa,

a) 4

ctm

b 1o A, (4502,3/5 +5-~/5[5+7500¢, +150002, )5 _p 4 17— agc

2250 Aaaf, 2a
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CASO |11 (A>0): La ecuacion (4.4) tiene tres soluciones reales distintas &; &, v &s.

Estas tres soluciones supondremos, sin temor a pérdida de generalidad, que estidn

ordenadas de la forma &> & > &;.

Una vez mas igualando coeficientes entre las ecuaciones (4.4) y (4.5), se obtienen las

siguientes relaciones:

vii) \/5— =& +6,+&;

viii) — &, = ézlégz + 65153 + 95253
& A4 aalf

Y

)m A Ev\/ﬁ:ééé

Segun vii) al menos una de las tres soluciones (en este caso &3, dado que es la menor) es

negativa.
Si £,=0, entonces & y &; son ambas negativas, y segun vii) y viii) se verifica que:

_&

—L—f ;5 =—8, — &€
Jso0 TP 7T v voJs500 7

—>

1
& +é=- \/%

de donde se obtiene que

/ 1 / 1
+&
2\/ 500 2000 500 2000 7

es decir, & es positiva, lo que es imposible seglin la hipdtesis de partida.

Por otra parte, si &, # 0 puede ocurrir lo siguiente:

a) &'y & son ambas positivas
b) &y & son ambas negativas

c) &>0>&.

La ecuacion (4.4) tiene, por tanto, una Unica solucion real positiva en el caso c), que

g 1A aa.f,
segun ix) ocurre si, y solo si &¢&,&, = \/y_ 172 ctm
500 A4, E 500
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Si & =0, entonces & es positiva, en cuyo caso la ecuacion (4.4) tiene una tnica solucion

y . &, 1A aa,f
real positiva y se verifica que &¢&,8 =—————< 1
J500 A E 500

valores de &;y & son los siguientes:

1 [1 1 [1
=— + +e, =— - +E,,
d 24500 V2000 & 2500 V2000

cuyo signo coincide con la hipotesis de partida, quedando la solucién de la ecuacion

=0. Para este caso, los

(4.4) perfectamente determinada.

& A
y__AA 0, entonces la solubilidad de

J500 A4, EAJ500°

la ecuacion (4.4) se resume en la Tabla 4.1.

En conclusion, si denominamos P =

Tabla 4.1
P>0 P=0 P<0
Casol | Solucion real positiva Imposible No existe solucion real
(A<0) y Unica positiva.

Caso III | Solucion real positiva | Solucidn real positiva y tinica | No existe solucion real

(A>0) y unica positiva, o bien existe

1 ]. i
_ pe€ro no €S unica.
g, =— +. +e
* 24500 V2000

El caso II (A=0) constituye un caso limite y solo para valores concretos de A la

ecuacion (4.4) tiene solucion real positiva perfectamente determinada:

1 1 &
=— +2 +—  cuando g, es una solucion simple
8o 3500 4500 3 &o pey

| AE, (450,75 +5+/5,[5+ 7500z, +150002, )75

2250 Aaa,f,
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1 1 3

= = cuando g, es una solucion doble y

- + +
S 7737500 Vas00 3
| AE,(4505,/5+5-+/5,[5+7500¢, +15000z, /5

2250 Aaa,f,

Por consiguiente, y con caracter general, la ecuacion (4.3) tiene una Unica raiz real

positiva para el caso en que se cumpla la siguiente condicion:

g)’ /1 Ac ala2 cm_ > 0

J500 A EJ500
La anterior condicion equivale a la desigualdad:

AAfom o 1 (4.6)
A\f} ala2

A partir de la ecuacion (4.6) se puede deducir una cota superior para el valor del
parametro 4’ a fin de que la ecuacion (2.52) cumpla los requisitos fijados de existencia y

unicidad de raiz real positiva, tal y como se indica a continuacion:

PR 4.7)

Ac alaZ fctm

donde A, es tal que para cualquier A’ < 4, la ecuacién (2.52) tiene una tnica solucion

real positiva &ua. El valor de 4, constituye un valor frontera: para 1’ = A, la ecuacion
(2.52) tiene una solucioén positiva y una solucion nula. Para valores de A’ superiores a
4, , la ecuacién (2.52) pierde la unicidad de solucién positiva, pasando a tener dos

soluciones reales positivas (ver Figura 4.2); en tal caso, la solucion correcta de la
deformacion g, sera aquélla que presente un valor mas préoximo al de la ultima
solucion que arrojaba la ecuacion (2.52) en condiciones de unicidad positiva. Esto

ultimo es lo mismo que decir que la solucion correcta para la deformacion &, sera la

mayor de las dos obtenidas para 1’ > A, , a fin de preservar la continuidad en el valor de

&nax cuando se supera el valor de 4, .

En base a lo anterior, para calcular el valor de &y, a partir de la ecuacion (2.52)

utilizando el Método de Newton — Raphson en una variable, se debe cumplir que la
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aproximacion inicial x) sea mayor que &uuxg, Siendo & €l valor buscado de la
deformacion aparente de cedencia. Esto ultimo garantiza que las sucesivas iteraciones
del algoritmo de Newton-Raphson formen una sucesion decreciente que converjan hacia
la mayor de las dos soluciones positivas de la ecuacion (2.52). Dado que el valor de
Emax,0 €8 @ priori desconocido, una forma de garantizar dicha convergencia consiste en
tomar como aproximacion inicial x, un valor igual a la deformacion correspondiente al
limite de cedencia del acero (i.e., &=£,/E;) (Figura 4.6), ya que &, es el maximo valor
que puede tomar uaxo (& = &maxo cuando el parametro 4’ es nulo, es decir, cuando el

modelo constitutivo del acero coincide con el modelo bi-lineal de la TMCC).

Cuando el valor de 4’ crece excesivamente (i.e., para valores muy altos del area virtual

A.’), la ecuacion (2.52) deja de tener soluciones reales. El valor de 4’ a partir del cual
dicha ecuacion deja de tener solucion real se denominard A, , o simplemente 4, y se

puede calcular como el valor de 4’ que hace que en el punto donde se anula la funcion

F (&nax), también se anule su derivada (Figura 4.7):

Fle. Ve—Es+—2NBAad ) o . 5 (4.8)

" 4,(1+500 ¢, )2 e "

A partir de la expresion anterior, el valor de A viene dado por:

JA+1500¢ ) —1+4500 JA+1500& )} —1+4500
AE, 1+ £,) + £, =ﬂ1' 1+ £,) + £, (4.9)

T daa, 6750 6750z,

ctm

En la Figura 4.8 se muestra como varia el esquema de comportamiento del acero para
diferentes valores del factor de degradacion A°, desde 4’=0 hasta 1’= 4. Como ya se
apunt6 anteriormente, para A’=0 tenemos el modelo bi-lineal propuesto por la TMCC;
conforme aumenta el valor del factor de degradacion 4, la tension del acero disminuye,
como es légico, dada la mayor contribucién del hormigén en la resistencia a traccion.

Asi pues, el coeficiente A puede ser entendido de formas diferentes:

a. Es la condicion de frontera de la regién de solubilidad del modelo
constitutivo del acero.
b. Corresponde a la curva de tension minima del acero, dado que para A’ 4

la contribucion del hormigon a traccion es la maxima posible.
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Figura 4.6: Aplicacion del método de Newton-Raphson para el calculo de la deformacion aparente de
cedencia &, a partir de la ecuacion (2.52). Aproximacion inicial: x,= f,/E=0.0025.

F(Smax) [M Pa] AC’<A -AC
Al=AAL

50} A>AA,

gmax

-50

-100

-150

Figura 4.7: Funcion F (ey,,) para diferentes valores del area virtual 4.’; la ecuacion F (ep,x) = 0 carece
de solucion cuando A4.’/A. es mayor que el valor limite de 4. Pardmetros de disefio: f,=530MPa,
fom=4.50MPa, 4,=50.27mm’ (1 @ 8), 4.=9025mm’.
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c. Es la condicion para la que la rama plastica del modelo constitutivo del
acero es estrictamente tangente a su rama elastica, y por consiguiente,
representa el valor del parametro A’ para el que la respuesta
tensodeformacional del acero es la mas regular y uniforme de todas las

posibles (Figura 4.8).

os [MPa]

500

400 ......................................................

300

A>A
200

100

&s
0.000 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005

Figura 4.8: Comportamiento del acero para diferentes valores del parametro A’. Parametros de disefo:
£,=530MPa, f;,,=4.50MPa, 4,=50.27mm’ (1 @ 8), 4,~9025mm’.

4.3 Estudio de dos casos reales: Arbesman - Conte (1973) y Yoon (1996)

A continuacion se ejemplifica la utilidad practica del coeficiente A en relacion al modelo
constitutivo del acero mediante su aplicacion a dos vigas de hormigoén armado

pertenecientes a campaifas experimentales distintas:

Viga CF1 (Arbesman y Conte, 1973)

El modelo constitutivo del acero propuesto por la TUCC ha sido validado mediante su
aplicacion a un ensayo experimental ampliamente contrastado en el ambito de las
teorias de campo de compresiones: la viga CF1 del Ensayo de Arbesman y Conte [3].
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Tal aplicacion se realizd tomando como area efectiva de hormigén la calculada
mediante el procedimiento tradicional, es decir, sin corregir (4 =1). En la Figuras 4.9 y
4.10 se muestran las dimensiones de la seccion transversal de la viga ensayada, asi
como las areas efectivas de hormigoén de las armaduras longitudinal y transversal
resultantes de aplicar el criterio de tensorrigidez del Codigo Modelo. Los valores de

area efectiva para cada tipo de armadura se justifican a continuacion:

1. Caracteristicas de la seccion transversal

e Recubrimiento lateral=13 mm

e Recubrimiento superior e inferior=25 mm

e Cercos de @ 9.5 mm cada 152 mm

e Barras longitudinales pasivas: 6 de @ 9.5 mm

® fum: resistencia media a traccion del hormigon =2 MPa

e f,: limite elastico del acero=367 MPa

aj '0!2:1
2. Areas efectivas de hormigén a traccion:

- Area efectiva de hormigon para la armadura longitudinal (Figura 4.9) :

A, = 4((13+9,5+89.5)102+(25+9.5+89.5-102)76.5)+ 76.5159.52 = 64591.5 mm’

- Area efectiva de hormigén para la armadura transversal (Figura 4.10):

A.,=159.5276.5=21802.5 mm’

Luego, los factores 4, y A adoptan los siguientes valores para las armaduras longitudinal

y transversal:

ARMADURA LONGITUDINAL
o <2
Af 4723 367
' sJy 4
A, = =1.19

T Aaaf, 121802.52

PR J(1+1500¢,)" —1+4500¢, O 9.\/(1+1500'0.001835)3 ~1+45000.001835 _
o 6750z, ' 6750-0.001835 '
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Figura 4.9: Seccion transversal de la viga de ensayo CF1. Detalle de las areas efectivas de la armadura

pasiva longitudinal, segun el criterio definido en el MC 1990. Cotas en mm.

ARMADURA TRANSVERSAL
. 2
) 67[9.5 367
T -
" Aaa,f, 164591.52

A=A JA+1500¢ )’ —1+4500s, 1o 1_\/(1+1500-0.001835)3 —1+4500-0.001835

1 : =1.42
6750¢, 6750-0.001835

Como se puede observar, tanto para la armadura longitudinal como para la armadura
transversal, los valores de 4 son superiores al valor unidad, razon por la cual la seccion
utilizada en el Ensayo de Abersman y Conte no presenta problemas a efectos de

utilizacion del area efectiva de hormigon calculada segun el criterio del Cédigo Modelo.

Viga N2-N (Yoon et al., 1996)

A continuacion se desarrolla un segundo caso practico en el que, a diferencia del
anterior, si es preciso corregir el area de tensorrigidez del hormigon calculada de
acuerdo al criterio del Codigo Modelo, a fin de salvaguardar la consistencia del modelo
constitutivo del acero. Las caracteristicas de la seccion transversal analizada
corresponden al espécimen N2-N, perteneciente a la campafia de ensayo desarrollada

por los investigadores Young-So Yoon, William D. Cook y Denis Mitchell en el afio
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1996 [46]. En la Figuras 4.11 y 4.12 se muestran las dimensiones de la seccion
transversal de la viga ensayada, asi como las areas efectivas de hormigon de las
armaduras longitudinal y transversal. Los valores de area efectiva para cada tipo de

armadura se justifican a continuacion:

76,5
$
ﬁ
142,5
L
o $ o

Figura 4.10: Seccion longitudinal de la viga de ensayo CF1. Detalle de las areas efectivas de la armadura

pasiva transversal, segtin el criterio definido en el MC 1990. Cotas en mm.

1. Caracteristicas de la seccion transversal

e Recubrimiento lateral =40 mm

e Recubrimiento superior e inferior = 40 mm

e Cercos de @ 9.5 mm cada 325 mm

e Barras longitudinales pasivas inferiores: 10 de @ 30 mm

e  Barras longitudinales pasivas superiores: 2 de @ 10 mm

®  fu.m: resistencia media a traccion del hormigén = 3.16 MPa
e f.: limite elastico del acero longitudinal = 400 MPa

e f,: limite elastico del acero transversal = 430 MPa

0(1'0[221

2. Areas efectivas de hormigon a traccion:

- Areas efectivas de hormigon para las armaduras longitudinales inferior y

superior (Figura 4.11):
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A =(r+4,., +e+94,)b,=(40+9.5+3149-30)-375= 131437.5 mm*

4, = 2{(r +4. +84, )2}=2 {(40 +9.5+ 8-10)2} — 33540.5 mm?

siendo e la separacion vertical entre barras inferiores, la cual, para un canto

util d = 655 mm, toma un valor de 32.1 mm.
- Area efectiva de hormigon para la armadura transversal (Figura 4.12):

A, =2{15¢,,.,(r+84,,,)} =2-{15-9.5(40+8-9.5)} = 33060 mm’

Luego, los factores 4, y A adoptan los siguientes valores para las armaduras longitudinal

y transversal:

ARMADURA LONGITUDINAL INFERIOR

730°
4 10 -400

/11')(1 — sx1J yx1 — 4 :681
YT A aa,f, 131437.53.16

. |/(1+1500¢,,)° —1+4500¢,, J(1+15000.002)° —1+4500:0.002
A=A ! ~6.81- ~8.07
: 6750s,, 6750:0.002

ARMADURA LONGITUDINAL SUPERIOR

7107
4 2 -400

/11',(2 — sx1J yxl — 4 :059
24 o, f, 33540.53.16

1+1500¢. )} —1+4500¢ : P - :
( ) " :0.59'\/(1+1500 0.002)° —1+45000.002 _ 0.70

Ao = Ao 6750 -
€, 6750:0.002
ARMADURA TRANSVERSAL
9.5
| Af 2 -430 )
A, = =

T daa,f,  330603.16

m
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Figura 4.11: Seccidn transversal del espécimen N2-N. Detalle de las areas efectivas de la armadura pasiva

longitudinal, segiin el criterio definido en el MC 1990. Cotas en mm.
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Figura 4.12: Seccion longitudinal del espécimen N2-N. Detalle de las areas efectivas de la armadura

pasiva transversal, segln el criterio definido en el MC 1990. Cotas en mm.

Como se puede observar, tanto para la armadura longitudinal superior como para la
armadura transversal, los valores de A son inferiores al valor unidad, y por consiguiente

es preciso corregir el area efectiva de hormigdn para estos dos tipos de armadura. Los
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valores definitivos de las areas efectivas de hormigén correspondientes a cada tipo de

armadura se muestran a continuacion:

A', =4, = 131850 mm’

c,x

A' =2, A, = 33540.5-0.70 = 23478.35 mm’

X c

A',,=4-4,,= 33060-0.70 = 23142 mm’

c,t t
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Capitulo 5

Introduccion de un parametro de degradacion en
el disefo a cortante de vigas de hormigon armado

5.1 Efecto de degradacion del hormigon armado.

El modelo constitutivo del acero propuesto por la TUCC se ajusta en gran medida al
fenémeno fisico, seglin el cual, a partir del instante en que se produce el agrietamiento
del hormigoén la tension media de traccion en el hormigoén (o..4) ird en descenso para
escalones superiores de carga, y en consecuencia, el acero estara cada vez mas
solicitado para deformaciones superiores. La base de la TUCC es el planteamiento del
equilibrio a traccion considerando que una vez en la grieta se alcanza la deformacion de
cedencia del acero, la tension en el acero afecta a toda el area de la barra (4;) mientras

que la tension de traccion en el hormigon afecta s6lo a un area eficaz (4.

El Codigo modelo CEB-FIP 1990 [12] define la zona efectiva de hormigon sometida a
traccion (A4.) como el area rectangular en torno a la barra a una distancia no mayor de
7.50 de su centro geométrico - siendo @ el didmetro de la barra -. Esto implica que la
zona de tensorrigidez del hormigoén en torno a la barra de acero permanece constante a
lo largo del proceso de deformacion del elemento, al depender unica y exclusivamente
del didmetro de barra. Por esta razon, Gil Martin et al. [19] proponen un area eficaz
(Ace) de hormigén a traccion que resulta de corregir el area efectiva de hormigon

[3

mediante un coeficiente, para lo cual establecen un parametro ‘«’ denominado de
degradacion del hormigon (en adelante, parametro x), tal que A..r = k A.; dicho
parametro debe ser formulado como una funcidén de la deformacién a traccion, entre
otras variables, de tal manera que el 4rea efectiva de hormigon (4.) no sea constante
sino que varie a medida que aumenta la degradacion del hormigén, al igual que lo hace
la tension media de traccion en el hormigén y el acero. En la Figura 5.1 se ha
representado, mediante un conjunto de puntos (e, k) correspondientes a diferentes
etapas de carga, la influencia de la deformacion del hormigén sobre el area de
tensorrigidez para el espécimen CF1 del ensayo de Abersman y Conte [3, 19]. Los
puntos representados se han ajustado mediante una ecuacion cubica obtenida por
regresion polindmica.
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Fig.ura 5.1: Puntos (x; ¢;) correspondientes al ensayo a cortante de Abersman-Conte (espécimen CF1) y

ajuste estadistico por medio de una regresion cubica polinomial. Adaptado de [19].

Un segundo ejemplo experimental, igualmente interesante y mas reciente en el tiempo,
es el desarrollado por Wu y Gilbert [45] en relacion al fenomeno de tensorrigidez en el
hormigoén. En este caso se consider6 un area de tensorrigidez constante de 100x100 mm
(considerablemente menor que el area de tensorrigidez propuesta por el Codigo Modelo
a tal efecto). En la Figura 5.2 se han representado los resultados experimentales
obtenidos por Wu y Gilbert para el caso de un prisma de hormigén armado (seccion
cuadrada 100%x100 mm, resistencia del hormigon a traccion igual a 2.04 MPa, barra de
acero de 16 mm y moédulo eléstico del hormigon de 22400 MPa) sometido a un esfuerzo
de traccion uniaxial instantaneo; sobre la misma grafica se ha representado también el
modelo de rigidez tensional del hormigdn propuesto por Collins y Mitchell (ecuacion
(2.22)) [4]. Del anélisis de la Figura 5.2 se concluye que el modelo de Collins

sobrevalora el efecto de tensorrigidez en el hormigon.

Asi pues, y en tanto no se demuestre lo contrario, la clave para definir en mejor medida
la respuesta resistente del acero pasa por la formulacion del pardmetro x. La
implementacion de una nueva ecuacion que relacione el parametro x con la deformacioén
del elemento de hormigén armado puede afectar a la consistencia (i.e., la solubilidad) de
las ecuaciones constitutivas del acero, dado que el area efectiva de tensorrigidez del

88



hormigoén (4.) se modifica; esta cuestion ya ha sido abordada y resuelta en el Capitulo 4
de esta Tesis. No obstante, los problemas de consistencia no terminan en el modelo
constitutivo del acero, sino que se extienden al resto de ecuaciones de equilibrio y
compatibilidad presentadas en el Capitulo 2 y que en conjunto conforman el sistema no
lineal de ecuaciones empleadas por las teorias de campo de compresiones para el disefio
a cortante de elementos de hormigén armado. Es por esta razon que el ajuste
experimental del pardmetro x requiere de un estudio previo, mediante el uso combinado
de métodos algebraicos y numéricos, a partir del cual se establezcan criterios de
existencia de solucion; como se vera en este capitulo, y al igual que ocurria con el
modelo constitutivo del acero, la consistencia general del sistema de ecuaciones a
cortante de las teorias de campo de compresiones estd gobernada por el efecto de

tensorrigidez del hormigon.

25 7
g
= Collins y Mitchell (1991)
c 27
_8) [ : Respuesta experimental (1)
g ’r r. |4
2 157 Respuesta experimental (2)
3 |
_D '
g [
o |
S
2 05 H
)
|_ ; .
| 6 | | | ——
-500 0 500 1000 1500 2000 2500

Deformacién media axial (x 10’6)

Fig.ura 5.2: Modelo de tensorrigidez del hormigén propuesto por Collins y Mitchell (1991) y respuesta
experimental en barra prismatica de hormigoén ensayada a traccion uniaxial [45]. (1): Baja retraccion

previa a la puesta en carga; (2): Alta retraccion previa a la puesta en carga.

5.2 Marco analitico y experimental.
Marco analitico

Como ya se indico en el Capitulo 3 las teorias del campo de compresiones predicen la

resistencia a cortante de un elemento de hormigon armado, y su funcién de respuesta
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Carga vs. Deformacion, mediante el planteamiento de un sistema no lineal de
ecuaciones; reescribamos a continuacion dicho sistema a partir del modelo de
tensorrigidez del hormigdén propuesto por Collins y Mitchell (1991) y en funcion del

area eficaz de hormigon a traccion (4., propuesta por la TUCC:

a. 3 ecuaciones de equilibrio:

%
o, +0, =(tan@+cot ) — (5.1)
z-b,
A,0,=(0,sin’ -0, cos’ 6)-b,s (5.2)
V
Asxlasxl + Asx20-5x2 + Glbwz = (53)
tan @

b. 2 ecuaciones de compatibilidad:
(¢ —&)tan’ O—(g,—¢,)=0 (5.4)
g +e, =€ +¢ (5.5)

c. 2 ecuaciones para el comportamiento del hormigon a compresion:

Fromes = fo-min{1, (0.8+170z,)"| (5.6)
2
Gy = o 2i—{i) (5.7)
8(‘ gC

d. 1 ecuacion de comportamiento del hormigon a traccion':

a t,m
ch (5.8)

0 =—F—
b 1+./500¢,

' En el caso de cargas rapidas no ciclicas, se puede adoptar esta expresion como modelo constitutivo del
hormigoén a traccion en régimen de post-fisuracion, donde a se ajusta a la casuistica de valores definidos
para a; en el Capitulo 2. Se ha prescindido de la rama elastica del modelo constitutivo (¢; < &) al
entenderse que en condiciones de agotamiento el hormigén ha alcanzado la fisuracion, y por tanto, &; >

86‘!, m+
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e. 3 relaciones tension-deformacion del acero: una para la armadura
longitudinal inferior, otra para la armadura longitudinal superior, y una

ultima para la armadura transversal.

Esgx’ gx S glnax,xl
O-sxl = f _ KAc,xl axl ct,m £ >¢ (59)
y.xl 2 x = “max,x1
A, 1+./500¢,
Esgx’ gx < gmax,x2
Gsx2 = f _ KAC,X2 ax2 ct,m c >c (510)
Y,x2 > x = “max,x2
A, 1+,/500¢,
Esgt’ 8[ S gmax,t
%=\ f - KA., O fun (5.11)
Yt > t = “max,t
4, 1+4/500¢,
donde
K y max,i s s s

A, 1+,/500¢

max,i

En las ecuaciones (5.9), (5.10) y (5.11) los subindices ‘x1°, ‘x2’ y ‘t’ se refieren a los
tres tipos de armadura presentes: longitudinal inferior, longitudinal superior y
transversal. En el caso mas general cada tipo de armadura presenta diferente limite
elastico (f,), diferente cuantia (4,), diferente coeficiente de adherencia hormigoén-acero
(o) y diferente area efectiva de hormigon a traccion (4.), razén por lo cual la
deformacion aparente de cedencia (gu4y) definida por la TUCC varia de un tipo de
armadura a otro (i.e., en el caso mas general existen tres deformaciones aparentes de
cedencia: €muxxi; Emaxx2; €max)- EN €l sistema de 11 ecuaciones no lineales anterior hay
11 incognitas, a saber: 0, &, &, €1, €2, 01, 02, Osx1, Osx2, Ost Y f2.max, S1 S€ rEsuelve para un

determinado valor del cortante de agotamiento V'y del pardmetro «.

Para la resolucion del anterior sistema de ecuaciones se emplean normalmente métodos
numéricos iterativos, como es el caso del método de Newton-Raphson en varias
variables. El método de Newton-Raphson es de la familia de los llamados métodos de

linealizacion para el célculo de soluciones de ecuaciones y sistemas de ecuaciones. Un
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método iterativo para aproximar una solucién x* de la ecuacion F(x)=0 (siendo
F:DcR"—>R" una funcion y n>0) se dice que es de linealizacion si cada nueva

. .y i+ .y . . . .y . i
aproximacion x'*' a la solucion x* se obtiene a partir de la aproximacion anterior x’

como solucion de la ecuacion lineal L(x)=0, siendo L; el operador
L(x)=4-(x—x)+F(x'),
donde A4; es una matriz nxn. Si la matriz 4; es invertible, entonces
X =x AT F(X.

Los métodos de linealizacion en los que 4; es invertible para todo i se denominan
métodos de tipo Newton. El método de Newton-Raphson es aquél en el que

A4, = F'(x,) es la matriz Jacobiana de F' evaluada en x;. La convergencia local de los

métodos de tipo Newton se fundamenta en el siguiente teorema [37]:

Si la funcion F:Dc R" — R" es diferenciable en la solucion x*eint(D) de F(x)=0 y la aplicacion
A:S,c D—>R"™ definida en un entorno abierto Sy de x* es continua en x* y A(x*) es invertible,
entonces existe un 5>0 tal que la aplicacion G(x)=x-A(x)"-F(x) estd definida en la bola
B(x*,8)c S, y la matriz jacobiana de G en x* es [-A(x*)"-F'(x*). Si ademds

| I—A(x*)™" F'(x*)||<1, entonces el método iterativo dado por x"' =G(x") converge a la solucion x*

cuando arranca con cualquier aproximacion inicial x* suficientemente cercana a x*.

En el caso del método de Newton-Raphson, si la matriz Jacobiana A(x*)= F'(x*) es no

singular, entonces A(x*)"-F'(x*)=1, con lo que se satisface la condicion de

convergencia local a la solucion x* en el teorema anterior.

En el Método de Newton generalizado a n variables resulta muy util una informacién a
priori sobre la localizacion de la raiz ya que, a diferencia de otros métodos iterativos, el
M¢étodo de Newton es un método abierto, esto es, su convergencia no esta garantizada a
nivel global como ocurre en otros métodos iterativos (e.g., el método de biseccion), sino
que queda garantizada a nivel local siempre y cuando la matriz Jacobiana del sistema

sea no singular en un entorno de la raiz buscada.
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Tal y como se comprobard en el apartado 5.3 de este capitulo, para determinados
especimenes el sistema de ecuaciones arriba definido carece de solucion cuando se
resuelve para un valor del cortante J igual al cortante de agotamiento experimental; esto
supone un problema debido a que en muchos casos la inconsistencia del sistema puede
quedar enmascarada por el problema de convergencia local antes citado. Por esta razon,
en el presente trabajo se ha optado por evitar el empleo directo de los métodos tipo
Newton, y en su lugar se ha combinado el método de Newton-Raphson con un método
complementario de reduccion algebraica. El empleo de este procedimiento alternativo

conlleva basicamente dos ventajas:

1. Permite obviar el problema de convergencia local de los métodos tipo
Newton para aproximaciones iniciales insuficientemente proximas a la raiz
buscada.

2. Permite discriminar de forma directa la consistencia o inconsistencia del
sistema de ecuaciones, asi como obtener informacién a priori sobre la

ubicacion de la raiz buscada.

Marco experimental

Para la realizacion del estudio que aqui se presenta se ha realizado una seleccion de un
total de 81 vigas de hormigon armado ensayadas hasta su agotamiento a cortante,
correspondientes a diferentes campanas experimentales y contenidas en la base de datos
de cortante editada por Reineck et al. [36]. Para cada una de las vigas se midieron
directamente, entre otros parametros, los valores de cortante (V.y,) y tension en cercos
(Osexp) €n la seccion de agotamiento. En la Tabla 5.1 se resumen los valores

experimentales de cortante y tension en cercos de los 81 especimenes.

El coeficiente a de la ecuacion (5.8) coincidira con los coeficientes oy, o2 y a,
presentes respectivamente en las ecuaciones (5.9), (5.10) y (5.11), en el caso en que
todas las armaduras presenten el mismo tipo de adherencia hormigon-acero (i.e., todas
las barras son lisas, o bien todas son corrugadas); en el caso de los especimenes aqui
utilizados nos encontramos con elementos cuya armadura longitudinal combina barras
lisas con barras corrugadas, e incluso en algunos casos con cables lisos no tesados

(como es el caso de los especimenes ensayados por Palaskas et al. [32]); en tales casos
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se ha optado por calcular un valor ponderado del coeficiente a, tal y como se indica a

continuacion:
Tabla 5.1
Fuente Espécimen [ Vg (KN) | Ot exp (MPa)
Ahmad ot al. (1985) [1] NHW-3b 122,78 324,14
NHW-4 94,03 324,14
A50 115,43 492,41
A50A 109,69 460,00
Palaskas et al. (1981) [32] AT 142,20 420,00
B50 106,97 507,59
C50 134,11 507,59
C75 137,98 444,00
$1-3 206,10 313,89
S1-4 277,90 450,00
$2-3 253,30 265,96
S2-4 219,40 278,72
$3-3 228,60 300,00
S3-4 174,90 350,00
Kong et al. (1997) [24] S4-1 354,00 183,33
S4-4 258,10 316,67
S4-6 202,90 300,00
S5-1 241,70 410,53
S5-3 243,80 300,00
S7-3 246,50 372,22
S7-4 273,60 375,00
ET2 130,94 313,92
Leonhardt et al. (1962) [26] ET3 126,25 313,92
ET4 98,08 313,92
Moayer et al. (1974) P20 120,10 310,28
Petersson (1972) V1 100,93 323,00
T-21 130,95 228,57
Soerensen (1974) [41] T-22 128,99 399,27
T-23 140,76 349,24
Angelakos et al. (1999) DB120M 284,32 483,00
Bernhardt et al. (1986) [9] STA 140.72 427,00
S8 A 125,72 427,00
B1S 128,70 437,68
Bhal (1968) B2S 249,57 441,45
B3S 3693,90 441,45
B4S 472,61 441,45
Krefeld et al. (1966) [25] 3211 163,69 o174
26_1 206,83 341,38
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Tabla 5.1 (cont.)

Fuente Espécimen | Ve, (KN) | Ostexp (MPa)
H 50/3 242,07 540,00
H 50/4 246,34 540,00
H 60/2 179,74 530,00
H 60/3 258,78 530,00
Cladera et al. (2002) [10] H o 308,71 230,00
H 75/2 203,94 530,00
H 75/4 255,23 530,00
H 100/2 225,55 530,00
H 100/3 253,64 540,00
H 100/4 266,53 540,00
RC 30 A1 676,00 480,00
RC 30 A2 688,00 480,00
RC 60 A1 990,00 480,00
Levi et al. (1988) [27] RC 60 A2 938,00 480,00
RC 60 B1 1181,00 480,00
RC 60 B2 1239,00 480,00
RC 70 B1 1330,00 480,00
Lyngberg (1676) (28] 5A-0 435,00 674,00
5B-0 435,00 647,00
Quast (1999) [34] 1.1 155,68 641,00
Roller (1680) 7 787,83 445,07
10 1172,14 445,07
Rosenbusch et al. (1999) MHB 2.5-25 98,80 267,30
HB 2.5-50 149,49 365,91
Yoon et al. (1996) [46] N2 483,00 430,00
M2-N 689,00 430,00
T3 105,00 270,00
T4 110,00 270,00
T6 205,00 270,00
T7 109,00 280,00
T8 124,00 280,00
T9 154,00 280,00
T13 90,00 270,00
T15 104,00 270,00
Regan (1971) [35] T17 134,00 280,00
T19 106,00 270,00
T20 138,00 280,00
T26 179,00 280,00
T32 216,00 270,00
T34 112,00 270,00
T35 115,00 270,00
T37 209,00 270,00
T38 238,00 270,00
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Meory Misas
acorr Z ¢1 + alisas Z ¢z
i=1 i=]

Meory Mjisas

PN EDN

i=1 i=1

a =

Siendo:

acorr = coeficiente de adherencia para barras corrugadas = 1.0

neorr = N° de barras corrugadas.

ayisas = coeficiente de adherencia para barras lisas, cables y tendones = 0.7
Njisas = N° de barras lisas.

@; = diametro de barra.

5.3 Reduccidén del modelo de cortante.

Segun establece la TUCC, la deformaciéon aparente de cedencia (&u4y) del acero es el

valor real positivo que ajusta la siguiente ecuacion:

KA, e
E (& -6,,)= A Te o (5.12)

donde el valor de g, depende del valor de x. La resolucion del sistema de ecuaciones

de cortante parametrizado en V' y x implica asumir un determinado régimen de
comportamiento (elastico o plastico) para cada tipo de armadura, que posteriormente
deberemos verificar en base a la solucion general del sistema. Denotaremos por “E” la
hipotesis correspondiente al régimen elastico, y por “P” la hipotesis correspondiente al
régimen plastico. Dado que en la mayoria de los especimenes analizados estdn presentes
los tres tipos de armadura (longitudinal inferior, longitudinal superior y transversal), el
conjunto de hipotesis se ha codificado mediante una terna de caracteres binarios: el
primer caracter corresponde a la armadura longitudinal inferior, el segundo corresponde
a la armadura longitudinal superior y el tercero a la armadura transversal. Asi por

ejemplo, la hipotesis “EEP” representa: & < &uaxxs (1.€., 01 = Es&), & < Enaxx2 (1.€.,

GstZEsgx) y €t> Emax,t (i-e~a Ost =ﬁz,t' KAc,l al](ct,m/(As,t(l"_dSOOé‘l ))
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Por otra parte, las hipotesis validas a efectos de evaluar el parametro x son aquéllas siete
que hacen que dicho pardmetro esté presente en al menos una de las ecuaciones del
sistema, a saber: EEP, EPE, EPP, PEE, PEP, PPE y PPP. De todas estas, las hipotesis
PEP y PEE son imposibles en el marco experimental de esta tesis pues para la totalidad
de los 81 especimenes analizados se cumple la siguiente inecuacion:
Emax. < Emaxx2<Emax.x1, NO siendo posible que &=<&uqx2 Y, Simultdneamente, &>&uaxys- LOS
valores de &, de cada espécimen se han calculado tomando x = min{i,;, A, 4,} enla

ecuacion (5.12).

Para la reduccion algebraica del sistema de ecuaciones procederemos segun la siguiente

secuencia de eliminacion / explicitacion:

1. El valor de la tension principal de traccion ¢;, obtenido a partir de la
ecuacion (5.8), se puede sustituir en la ecuacion (5.1), resultando la

expresion que se indica a continuacion:

Ufawm V(Cot@+Tan®)

o, =—
P 144500, b,z

(5.1-bis)

2. De las ecuaciones (5.6) y (5.7) se puede explicitar la deformacion

principal a compresion &, tal y como se indica a continuacion’:

&=6(1-\1-0,/ £, ) (5.7-bis)
Donde f, ,,, = f,-min{1,(0.8+170)"'}

3. A partir de las ecuaciones (5.4) y (5.5) se pueden explicitar las
deformaciones transversal (g;) y longitudinal (e;) respectivamente, segiin

se indica a continuacion:

? La ecuacion (5.7-bis) corresponde a una parabola convexa con simetria de eje vertical. A efectos de la
reduccion algebraica que aqui se plantea se ha escogido la rama creciente de dicha parabola, lo que
implica asumir que la deformacion principal de compresion (g;) es siempre inferior a la deformacion
maxima a compresion del hormigoén (g.). Dicha hipotesis ha sido verificada para la totalidad de
especimenes de la muestra experimental de esta Tesis.
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2
g =t Ot (5.4-bis)
tan“ 0 +1

E =618 &, (5.5-bis)

4. Las tensiones longitudinales y transversales vienen dadas directamente

por las ecuaciones constitutivas del acero para cada tipo de armadura,

luego:
Esgx’ gx S gmax,xl
O-xxl = f _ KAc,xl axl ct,m c >¢ (59)
y.xl 4 x = “max,x1
A, 1+4/500¢,
Esgx’ gx < gmax,x2
O-sxz = KAe,xZ axZ ct,m > (510)
fv,xZ - A 4 gx - gmax,xZ
o 14/500¢,
ESgI ’ 81 < gmax,t
%=\ KAy O fum (5.11)
BAY

, &, 286,
Av 1+,/500, ' !

5. Una vez explicitadas las variables indicadas en los cuatro apartados
anteriores solo resta sustituir dichas variables en las ecuaciones de
equilibrio (5.2) y (5.3), resultando asi un sistema de dos ecuaciones y dos

incognitas {0, ¢,}, tal y como se indica a continuacion:

f16,¢]=4 0, ,+A4.,0,.,+0b,:z —L =0 (5.3-bis)
tan @

g[0,6]=4,0, —(o,sin’@—oc,cos’ 0)-b,s=0 (5.2-bis)

A continuacion se desarrollan, en base a la secuencia de eliminacién antes
descrita, las expresiones correspondientes a las funciones /'y g de cada una de
las hipotesis de comportamiento definidas al principio de este apartado. La
funcién f corresponde al equilibrio de las armaduras longitudinales inferior y
superior, mientras que la funcién g corresponde al equilibrio de la armadura

transversal; por consiguiente, segun que el régimen de comportamiento de cada
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tipo de armadura sea elastico (E) o plastico (P), las funciones /' y g asumiran

alguna de las expresiones siguientes:

MJ—Vcotm(A +4,)EQ

a) 0,51=bz o .
S 16:41] (1+ 500¢, ! ‘

Donde el subindice “EE” indica que las armaduras longitudinales

superior e inferior estan en régimen elastico.

b)  fulb.e]l=b,z2 {MJ —~Veot@+A_EQ+ A K A2 f o

1+4/500¢, R el 5000

Donde el subindice “EP” indica que la armadura longitudinal inferior
estd en régimen elastico, mientras que la armadura longitudinal superior

esta en régimen plastico.

K em (A0, +A4.,0,)

x2 _m x1 x2

a
o } —VeotO+ A, f,,+ 4,

0 =b z| —=
c) Sor [0,6] WZ{1+M

Donde el subindice “PP” indica que tanto la armadura longitudinal
inferior como la armadura longitudinal superior han alcanzado el régimen

plastico.

d) gk [9,sl]=bws[ Hem J—V'StanmAstE;P
Z

1+./500¢,

Donde el subindice “E” indica que la armadura transversal permanece en

régimen elastico.

a V-s KA,a f.
ctm ]_ tan 0 + Astf;)t _ ct tf;tm
z

e [0,6]1= b,s
booe o (1 +./500¢, 1++/500%

Donde el subindice “P” indica que la armadura transversal ha alcanzado

el régimen pléstico.

Siendo:
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_gtan’0+T¢,

Q > (factor de comportamiento de la armadura longitudinal)
1+tan” 6
g +T¢ tan’ O .
¥ =—1——-—<-——  (factor de comportamiento de la armadura transversal)
1+tan” @
con

V(cot@+tand)  f.,.&

r-1- |y b,z 1+/500¢,
Minlf, T
0.8+170¢,

donde bw, Z, §, O, Oxl, Ox2, O ASX]) ASXZ) Ast, ﬁxla f)‘/x2a ﬁ/l’ ES7 Acxla Acx2,ﬁ: Yf;:tm

son datos geométricos y mecanicos de cada espécimen (conocidos a priori), V es el

cortante de agotamiento experimental de cada espécimen y x es el parametro de
degradacion del hormigon. Por consiguiente, lo que se ha hecho es reducir el sistema
inicial de 11 ecuaciones y 11 incdgnitas a un sistema de 2 ecuaciones {f=0, g=0} y 2

incognitas {0, ¢,} parametrizadoen V' y «.

Una vez reducido el sistema ya es posible proceder a la representacion grafica del
mismo a fin de obtener informacion a priori sobre la ubicacién y nimero de las raices de
dicho sistema, pudiendo asi discriminar la consistencia o inconsistencia de este ultimo

de una forma facil e inmediata.
5.3.1 Estudio de dos casos reales: Soerensen (1974) y Cladera (2002).

A continuaciéon se aplica el sistema reducido de cortante a dos casos reales
pertenecientes a campanas de ensayos distintas; la primera de ellas, mas cercana en el
tiempo, se desarrolldo en Espafia en el afio 2002 bajo la direccion de los profesores
Antoni Cladera y Antoni Mari [10] del Departamento de Ingenieria de la Construccion
de la Universidad Politécnica de Catalufia. La segunda, algo més antigua, fue disefiada y
dirigida por Hans Chr. Serensen [41] en el afio 1974 en las instalaciones del Laboratorio
de Estructuras de la Universidad Politécnica de Dinamarca, como continuacion de una

campaiia iniciada afios atras, entre 1963 y 1965, por el profesor K. Ozden.
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Ambos ejemplos resultan particularmente interesantes pues, ademas de clarificar la
aplicacion practica de los conceptos definidos en el epigrafe anterior, ponen de
manifiesto la problemética numérica que en ocasiones presenta la aplicacion de las
teorias de campo de compresiones en relacion al disefio a cortante de elementos de

hormigdén armado.
CASO 1: Cladera, A., Mari, A. (2002)

Espécimen H 75/4

Las caracteristicas de la seccion transversal de este espécimen quedan definidas por los

siguientes parametros (Figura 5.3):
b,,= 200 mm

d =351 mm

z=09d=315.9 mm

s =210 mm

Las 4reas totales de acero correspondientes a cada tipo de armadura se calculan a

continuacion:

2 2
Ay =22 jz +1Z js ~2099.37 mm>

-8

Asx2:2 =100.53 mm2

-8

Ag=2 =100.53 mm®

Areas efectivas de hormigon

Las areas de tensorrigidez del hormigén correspondientes a cada tipo de armadura

(Figuras 5.4 y 5.5) vienen dadas por:

1. Armadura longitudinal inferior

Aee1 = (r + Qeercot 8 - Dog) - byy= (25 + 8 + 8:32) - 200 = 57800 mm’
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siendo:
7 = recubrimiento libre hasta contorno de cerco.
OD.orco = diametro de estribos.

O, = diametro de armadura longitudinal inferior.

2¢8
cp8 a 210 mm o
o
=
2432 + 1925
[EI\SEEDE
o
N
200

Figura 5.3: Espécimen H 75/4. Cladera (2002). Seccion tipo. Cotas en mm.

97
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7

N\

289
400

200
Figura 5.4: Espécimen H 75/4. Cladera (2002).

Area efectiva de hormigon correspondiente a la armadura longitudinal. Cotas en mm.
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2. Armadura longitudinal superior
Aexr=(r + Deercot 8 - O2)* 2 =(25+8 + 8-8)*- 2 = 18818 mm’
siendo:
O, = diametro de armadura longitudinal superior
3. Armadura transversal
A= (r+ 8 Ororeo) " 15 * Do 2=(25+8:8) *15 - 8 - 2 =21360 mm’

210

W\I
N .

120

89

)
)
200

89

Figura 5.5: Espécimen H 75/4. Cladera (2002).

Area efectiva de hormigdn correspondiente a la armadura transversal. Cotas en mm.

Como se puede observar en la Figura 5.4 existe solape entre las areas efectivas de las
barras de la armadura longitudinal inferior; dado que las areas solapadas corresponden a
barras de igual didmetro, la zona de solape se reparte equitativamente entre las barras
involucradas, lo que equivale a tomar como area de tensorrigidez del hormigon aquélla

que engloba el conjunto de areas efectivas del total de barras.
Caracteristicas mecanicas

Los limites de cedencia del acero correspondientes a cada tipo de armadura toman los

siguientes valores:
];xl =500 MPa
];xz =530 MPa

f,=530 MPa

Los coeficientes de adherencia hormigén-acero correspondientes a cada tipo de

armadura vienen dados por:
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ox; = 1 (tipo de armadura longitudinal inferior: corrugada).
ax2=1 (tipo de armadura longitudinal superior: corrugada).
a; = 1 (tipo de armadura transversal: corrugada).

Dado que los tres tipos de armadura presentan las mismas caracteristicas de adherencia
hormigoén-acero, el coeficiente global a adopta en este caso el valor unidad. Finalmente,

las caracteristicas resistentes del hormigén vienen definidas por:

f.= 68.9 MPa

Sem= 2.12-m(1+%) =4.58 MPa

Una vez sustituidos los pardmetros antes calculados en las ecuaciones reducidas del
sistema (i.e., fze, fer, frp, QE, gp) Se¢ obtiene, para cada una de las hipotesis de
comportamiento ya definidas, un conjunto de dos funciones {f, g} en dos variables {6,
¢;} parametrizado en V'y k. Los conjuntos de ceros de tales funciones son susceptibles
de representarse graficamente para valores concretos del cortante /'y el parametro x; en
la Figura 5.6 se muestra la solucion del sistema reducido {f = 0, g = 0} para la hipdtesis
de comportamiento EEP y un valor del pardmetro x igual al valor maximo que hace
consistente los modelos constitutivos de las tres armaduras involucradas (i.e., K=Ky =

min{A 1, Ax, Aqf).

Tanto en la Figura 5.6 como en la Figura 1 del anexo, se ha tomado como dominio de

analisis para la variable ¢; el intervalo definido por los siguientes extremos:

a. Extremo inferior: la deformacion &.,,; dado que el valor del cortante V' que
estamos empleando para resolver el sistema es el correspondiente al instante
de agotamiento del espécimen, se da por hecho que la deformacion del
espécimen en dicho instante serd superior a qy.

b. Extremo superior: fijar un limite superior para la deformacion principal a
traccion es una decision nada trivial; los ensayos de cortante realizados en
vigas de hormigén no suelen arrojar valores de la deformacion ¢; superiores
25102 No obstante, vamos a tomar como valor maximo de la deformacion

principal a traccidn (&;mq) un limite virtual que resulta de despejar la
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variable ¢; de la ecuacion (5.5), procediendo tal y como se indica a
continuacién’:

Lmax — Cxmax T €rmax ~ €2.min

donde:

&xmax: valor maximo de la deformacion longitudinal e igual al minimo de las
deformaciones de cedencia de las armaduras longitudinales inferior y
SUpETior (&7 Y &,x2, respectivamente).

&max. vValor méximo de la deformacion transversal e igual a la deformacién
de cedencia de la armadura transversal.

emin: al contrario de lo que ocurre con las deformaciones longitudinal y
transversal, en este caso aplicamos el valor minimo por tratarse de un
término con signo negativo en la ecuacion (5.5); fijar un valor minimo de la
deformacion principal de compresion es tan comprometido como fijar un
maximo de la deformacion principal a traccién, por lo que a fin de
simplificar, y quedando del lado de la seguridad, tomaremos el cero como

valor minimo de la deformacion e..

Luego, el valor maximo de la deformacion principal a traccion (&;,,4¢) viene

dado por:

gl,max = min {gyxl 4 gyxZ} + gty

Como se puede observar en la Figura 1 del anexo, a medida que aumenta el valor de x
se produce una evolucion en la posicion relativa de las curvas de ceros de las funciones f
y g. En el caso que nos ocupa el sistema presenta solucion (i.e., las curvas /=0 y g=0
presentan un punto de interseccion) en tres de las cinco hipotesis evaluadas (EEP, EPP y
EPE). En el ambito del presente trabajo diremos que una hipdtesis de comportamiento
es soluble cuando las curvas de ceros de las funciones /'y g presentan, al menos, un
punto de interseccion (i.e., el sistema de ecuaciones {f[6, ;]=0 ; g [0, €;]=0} presenta,
al menos, una solucion). En base a lo anterior, y en el marco de esta Tesis, diremos que

una seccion de hormigdn armado es soluble a efectos del ajuste del pardmetro x cuando

3 . . . .y . ope . P

Obviamente, los valores de deformacién que a continuacién se justifican no tienen por qué alcanzarse
necesariamente de forma simultanea. Sin embargo, es una forma prudente de fijar un limite superior
para la deformacién principal a traccidn.
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el sistema presenta solucién en, al menos, una de las hipdtesis de comportamiento
evaluadas para el valor experimental del cortante de agotamiento (V). El hecho de que
un espécimen no sea soluble implica que su disefio geométrico y mecénico es tal que su
valor real de agotamiento a cortante queda fuera de la curva de respuesta resistente (V-

&) proporcionada por el modelo del cortante de las teorias de campo de compresiones.

0 (rad)
1.4/ ESPECIMEN: H 75/4
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
1.2}
K = Kmax =min {)“,xla }*,xZa }*,t}
1.0}

e =T l0. €]

0.2

0.001 0.002 0.003 0.004 0.005

Figura 5.6: Curvas de ceros de las funciones f'y g correspondientes al espécimen H75/4.

Parametros: V'=255.23 KN; k = k.., = 0.683; hipdtesis de comportamiento: EEP.

Otro aspecto destacable de la informacion grafica recogida en la Figura 1 del anexo es
la existencia para cada hipdtesis de un intervalo de x en el que el sistema definido por
las funciones f y g es soluble; una vez mas, y al igual que ocurria con el modelo
constitutivo del acero, el area de tensorrigidez del hormigdn controla la solubilidad del
sistema. Como se puede observar en la Figura 5.7, a partir de un determinado valor del
parametro x - que denominaremos Ko - las funciones 'y g empiezan a intersectar
(Figura 5.7a) hasta un segundo valor de x superior a Kiniciay y que denominaremos Kfipar, a
partir del cual el modelo constitutivo del acero deja de ser consistente (i.€., Kfinas = Kmax =

min{d 1, A, 4.}) (Figura 5.7b). Luego, el sistema definido por las funciones f'y g sélo
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es consistente en el intervalo [Kiniciat, Kfinar], contenido en el intervalo general de analisis

0.6

04

0.2

6 (rad) ESPECIMEN: H 75/4
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
K = Kiniciai = 0.538

T = (&4, 8) = (0.0003, 0.73 rad)

Primera solucion del sistema para K = Kj,;cia- punto de
tangencia T (&4, 8)

&

0.001 0.002 0.003 0.004 0.005

Figura 5.7a: Entrada de las curvas f = 0 y g = 0 en la region de solubilidad del espécimen

H75/4. Parametros: V' =255230 N; k = iy = 0.538; hipotesis de comportamiento: EEP.

@ (rad) ]
10 ESPECIMEN: H 75/4
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
08 K = Kfina1 = Kmax= 0.683
Q U (g,,68) = (0.001, 0.63 rad)

0.6

04

Ultima solucion del sistema para k = . - punto de

02 interseccion U (g, 6)

&y

0.001 0.002 0.003 0.004 0.005

Figura 5.7b: Salida de las curvas /= 0 y g = 0 de la region de solubilidad del espécimen H75/4.

Parametros: V'=255230 N; x = kgna = 0.683; hipotesis de comportamiento: EEP.
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En la Figura 2 del anexo se representa graficamente la posicion relativa de las curvas  f
=0y g=0alaentrada y salida de la region de solubilidad del sistema para la totalidad
de hipotesis de comportamiento solubles; como se puede observar en la Figura 5.7a,
para Kk = Kiicir 1as curvas /=0 y g=0 intersectan en un punto de tangencia 7 = (g;, 0) el
cual representa la primera soluciéon del modelo de cortante para la hipdtesis de
comportamiento correspondiente. El sistema abandona la region de solubilidad igual
que la alcanzo, es decir, con un tnico punto de interseccion U = (g5, 0) que representa la
ultima solucion del sistema. En este caso, el valor de . coincide con el valor maximo
que hace consistente los modelos constitutivos de las tres armaduras involucradas (i.e.,

K =Knax = min{iyi, 4y, 4.}) (Figura 5.7b).

Para valores superiores a ki €1 sistema pierde la unicidad de solucion pasando a tener
dos soluciones del tipo (¢;, 6). Esta cuestion se observa mas claramente en la Figura 5.8
donde se ha representado para la hipotesis EEP la curva de puntos (x, &) que son
solucion del sistema dentro del intervalo [Kinicias, Kfinat]; @ €sta curva la denominaremos
curva de solubilidad del sistema. Llegados a este punto conviene hacer el siguiente
inciso: la curva de solubilidad representada en la Figura 5.8 corresponde a un unico
valor de cortante experimental V., y por tanto, el comportamiento de las ramas
(creciente y decreciente) nada tiene que ver, en principio, con el efecto de degradacion
que la deformacion a cortante induce sobre la resistencia del elemento. Por otra parte, y
en el caso que nos ocupa, del conjunto de puntos que integran la curva de consistencia
de la Figura 5.8 s6lo un subconjunto del mismo verifica la hipotesis de comportamiento
que se estd evaluando. Como ya se ha visto, cada punto de interseccion de las curvas
/=0 y g=0 lleva asociado una terna de valores (x; ¢;, 6); si se “deshace” la reduccion
algebraica practicada al sistema general de ecuaciones (es decir, se sustituyen las
incognitas por sus valores de la solucion en el mismo orden en que se explicitaron para
hacer la reduccion), es posible calcular, a partir de la solucion (g;, €) del sistema
reducido, el valor del resto de incognitas que constituyen la solucion del sistema general
(1.e, &, &, €2, 01, 02, Osx1, Osx2, Ost Y fo.max).- En nuestro caso nos interesa en particular los
valores de las deformaciones longitudinal (g,) y transversal (¢, de la armadura, pues son
los que nos permiten verificar la hipotesis de comportamiento evaluada. Téngase en
cuenta que una variacion del parametro x implica un cambio en la deformacion aparente
de cedencia de los tres tipos de armadura, por lo que la verificacion de la hipotesis de
comportamiento debera realizarse para cada uno de los puntos que integran la curva de
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consistencia del sistema. El resultado obtenido se muestra en la Figura 5.8 donde hemos
indicado en color rojo aquellos puntos de la curva de solubilidad que, pese a ser
solucion del sistema, no verifican la hipotesis de comportamiento (puntos
inconsistentes), mientras que en color verde hemos identificado aquellos puntos que,
ademads de ser solucion del sistema, verifican la hipdtesis de comportamiento asumida
(puntos consistentes). En el marco de esta Tesis se denominard espécimen consistente a
aquél que presente al menos un punto consistente en algunas de las hipotesis de
comportamiento evaluadas. Asi pues, y a efectos del ajuste del parametro x,

necesitamos especimenes que, ademas de ser solubles, sean consistentes.

K ESPECIMEN H 75/4
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
0.75
Vexo = 255230 N
Kinicial = 0538 ; Kﬁnal = Kmax = 0683
0.70
- K = Kfinal = Kmax
0.65 Ultima solucién del sistema para k = Kinar punto de
interseccion U (¢, 6) = (0.001, 0.63 rad)
0.60 ‘
Primera solucién del sistema para K = Kjy;sia: pUNto
de tangencia T (g4, 6) = (0.0003, 0.73 rad)
0.55
= inicial
0.50 &1
0.000 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006
& =¢, =0.00013 e =¢,  =0.00515

Fig.ura 5.8: Curva de solubilidad del espécimen H 75/4 correspondiente a la hipotesis EEP.

Dada la relativa complejidad de las funciones /'y g, y la casuistica de comportamiento
definida para las armaduras, para el clculo del intervalo [Kinicial, Xfinal] S€ decidid, en una
primera fase de este estudio, sustituir las funciones f'y g por B-splines multivariables
[15] a fin de obtener aproximaciones mas sencillas de estas funciones y calcular
analiticamente aquellos valores de x para los que el sistema tiene solucion. Las

expresiones asi obtenidas permitirian determinar un limite analitico de consistencia para
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el sistema general, de forma analoga a como se hizo en el Capitulo 4 para el modelo
constitutivo del acero. Sin embargo, la generalizacion de la construccion de B-splines al
caso de dos variables es tan compleja que se vuelve de muy dificil ejecucion en la
practica. Por esta razén, y en una segunda fase de este estudio, se optd por hacer una
busqueda de los limites del intervalo [Kinicial, Xfina] haciendo uso del método de
biseccion. La busqueda por biseccion es un método sencillo, de complejidad logaritmica
en el orden de la bisqueda® y que solo precisa de una funciéon de decision para
determinar a qué lado de la aproximacion contintia la busqueda en el paso siguiente. Asi
pues, el problema planteado se ha resuelto de forma rapida y simple mediante la
utilizaciéon combinada del método de biseccion y del método de Newton-Raphson en
varias variables. El método de biseccion testea valores sucesivos del pardmetro x en
base a una funcion de decision referida a la consistencia y/o inconsistencia del sistema;
dicha funcion utiliza el método de Newton-Raphson en dos variables a partir de una
aproximacion inicial que garantice la convergencia local de este ultimo, tal y como ya

se explico en el apartado 5.2.

En la Tabla 5.1 se recoge el dato de la tensidn experimental en cercos (0yexp)
correspondiente a cada espécimen. Como se ha indicado anteriormente, deshaciendo la
reduccion algebraica del sistema general de ecuaciones es posible calcular el valor de la
tension en cercos (oy) a fin de compararlo con el valor experimental recogido en la
Tabla 5.1 y poder asi determinar aquella terna (x; &;, ), de entre todas las hipdtesis
evaluadas, para la que la diferencia |0y - 0y x| €5 minima. Esto Gltimo es una primera
forma de buscar el valor del parametro ¥ que optimice la contribucion a traccion del
hormigén, y que denotaremos como k,,,. Finalmente, y en el caso de que un espécimen
presente puntos de consistencia en mas de una hipétesis®, se adoptara como régimen de
comportamiento del espécimen aquél correspondiente a la hipdtesis en la que se registre

el valor de x,;.

Mediante un algoritmo relativamente sencillo, disefiado con ayuda del programa
Mathematica®, se ha localizado dentro del intervalo de andlisis [cm, €1,max] €1 punto (&,

k) cuyo valor asociado de la tension en cercos (oy) produce un valor minimo de |oy -

* Para buscar un niimero con una precision de 10" en un intervalo de extremos distantes hasta 10", el
método de biseccion no da mas de c-log, (N-n) pasos, siendo ¢ una constante que no depende de » ni de
N.

® El agotamiento a cortante de un espécimen puede tener lugar bajo una y solo una hipétesis de
comportamiento.
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Osexp|- Como se puede observar en la Figura 5.9, en el criterio de parada de la
instruccion While se ha introducido una condicion para que no se analicen aquellos
puntos con x = 0 pues, aunque en el andlisis precedente los hemos considerado, x = 0
implica la ausencia total de tensorrigidez en el hormigén y lo que precisamente
buscamos es un valor del pardmetro x que optimice la rigidez tensional del hormigon.
En la lista Data se han almacenado cada uno de los puntos (¢;, x) de la curvas de
solubilidad del espécimen que verifican la hipotesis de comportamiento evaluada,
mientras que en la lista Sigmast se ha almacenado el valor de la tension oy, asociado a

cada uno de los puntos contenidos en Data, tal y como se indica en la Figura 5.9.

=L
jmin = 1;

While [j<Length [Sigmast] && Data [[j, 2]] = 0,
j = jmin;
j++
I

jmin = j;

While [j < Length [Sigmast],
If [Abs [Sigmast [[j]] - ostexp] < Abs [Sigmast [[jmin]] - ostexp] && Data [[j, 2]] # 0, jmin = j];
j++;

I

Figura. 5.9: Extracto del algoritmo de busqueda de xy.

El valor de «,,; que produce la minima diferencia |0y - 0y exp|, Una vez analizadas todas
las hipdtesis, se alcanza en la hipdtesis EEP y presenta los siguientes resultados (Figura
5.10):
kop: = 0.661
(g1, ) = (0.0009, 0.64 rad)
oy =125.51 MPa
Ost,exp = 530 MPa

Ost - Ogenp| = 404.49 MPa
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K ESPECIMEN H 75/4

HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
0.75
Vexp = 255230 N
Kinicial = 0.538 y Kfinal = Kmax = 0.683
0.70
K = Kfinal = Kmax
IA\
0.65 \F/ Kopt = 0.661
(€1, 6, 04) = (0.0009, 0.64 rad, 125.51 MPa)
0.60
| Ot - Ust,exp |=40449
0.55
= Kinicial
0.50 &1
0.000 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006
&=¢_=0.00013 £=¢ =0.00515
ctm 1 1smax

Figura 5.10: Par (x, ¢) del espécimen H75/4 para el que la rigidez tensional del hormigén es 6ptima.

CASO 2: Sorensen, Hans Chr. (1974)

Espécimen T-22

Las caracteristicas de la seccion transversal de este espécimen quedan definidas por los

siguientes parametros (Figura 5.11):
b,=110 mm

d =298 mm

z=0.9d=1268.2 mm

s =210 mm

Las 4reas totales de acero correspondientes a cada tipo de armadura se calculan a

continuacion:
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7207

Asxl =4 =1256.64 mm2
Apx2=10 mm°
2
Ay=2""" 7697 mm’
400
] ]
—= o
o0]
Tp]
cd7 a 210 mm g 3
4920 -5
N
‘\'F 110

Figura 5.11: Espécimen T-22. Soerensen (1974). Seccion tipo. Cotas en mm.
Areas efectivas de hormigon

Las areas de tensorrigidez del hormigén correspondientes a cada tipo de armadura (Fig.

5.12,5.13 y 5.14) vienen dadas por:

1. Armadura longitudinal

400

Y IRIN
///
e
s Ss
e awayd
i
S S s

9
.o
110

Figura 5.12: Espécimen T-22. Soerensen (1974).

355

227

Area efectiva de hormigén correspondiente a la armadura longitudinal. Cotas en mm.
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Aex1 =+ Oeercot Ot e+8 - 0yy) - by, =20+7+20+20+8-20) - 110 =
= 24970 mm’

siendo:

r = recubrimiento libre hasta contorno de cerco.

Dcerco = didmetro de estribos.

@, = diametro de armadura longitudinal inferior

e = separacion vertical entre capas de armadura (medido entre contorno de

armaduras)

2. Armadura transversal-cabeza
Act-cabeza = (ancho interno + 16 - Oeerco) 15 Oeereo = (56 +16-7)-15-7 = 17640 mm?>
siendo:

ancho interno = ancho bruto —2 - r —2 * Oeree=110-2-20-2-7=56 mm

SECCION A - A:

210

168
)
Vs
o
400

105

Figura 5.13: Espécimen T-22. Soerensen (1974).

Area efectiva de hormigon correspondiente a la armadura transversal en cabeza. Cotas en mm.

114



3. Armadura transversal-alma

Aeraima =15 Oeoreo* byy = 15-7-110=11550 mm?

B ] [ __B
SECCION B - B: 210
T N
e - ) [\\E:Q ) <
- ANV
L ‘\\\.\\4 -
105

Figura 5.14: Espécimen T-22. Soerensen (1974).

Area efectiva de hormigén correspondiente a la armadura transversal en el alma. Cotas en mm.

Como se puede observar en las Figuras 5.13 y 5.14, el area efectiva de hormigén en
torno a cercos es variable a lo largo del canto de la viga, ya que 7.5 Oeerco >
recubrimiento = 20 mm. Asi pues, para el calculo del area efectiva global
correspondiente a la armadura transversal hemos optado por promediar el 4rea efectiva
del alma y de la cabeza en funcidon de la longitud de cerco, tal y como se indica a

continuacion:

a. Longitud de cerco en vuelos (/;): espesor - ( 7 + Oecerco) = 80 — (20 + 7) =53
mm
b. Longitud de cerco en alma (/»): (d — espesor) + e/2 + O,; = (298 - 80) + 10 +
20 =248 mm
Luego,

a b Y (h ), _53-17640+24811550
} b+l L+ 53+248

=12622.33 mm’
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Caracteristicas mecanicas

Los limites de cedencia del acero correspondientes a cada tipo de armadura toman los

siguientes valores:
Jox1=419.87 MPa

£,=399.27 MPa

Los coeficientes particulares de adherencia hormigon-acero correspondientes a cada

tipo de armadura vienen dados por:
ax; =1 (tipo de armadura longitudinal inferior: corrugada)
a,= 0.7 (tipo de armadura transversal: lisa)

En este caso es preciso calcular el valor del coeficiente global a a partir de la
ponderacion de los coeficientes de adherencia (a.;, a2 y @), tal y como se vio en el

apartado 5.2 de este capitulo:

Miisas

acor";¢i+alimsi§]¢i — 4120+2077

Ry Mijsay 4.20+2-7
Z‘ 4+ Z, 4,

o= =0.96

Finalmente, las caracteristicas resistentes del hormigon vienen definidas por:

£.=29.54 MPa

fom= 03017 =2.87 MPa

Una vez sustituidos los parametros antes calculados en las ecuaciones reducidas del
sistema (i.e., fze, fer, frp, gE, gr) Se obtiene, para cada una de las hipotesis de
comportamiento ya definidas, un conjunto de dos funciones en dos variables {@, ¢;} y
parametrizado en V' y k. Los conjunto de ceros de tales funciones son susceptibles de
representarse graficamente, tal y como se muestra en la Figura 3 del anexo. Como se
puede observar, al igual que ocurria en el espécimen H 75/4, a medida que aumenta el
valor de x se produce una evolucion en la posicion relativa de las curvas /=0 y g=0; en
este caso, al carecer el espécimen en cuestion de armadura longitudinal superior s6lo se

evaluaran las siguientes hipotesis de comportamiento: EEP, PPP y PPE.
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En la Figura 5.15a se representa para la hipotesis EEP la posicion relativa de las curvas
/=0 y g=0 a su entrada en la regién de solubilidad; como se puede observar, y a
diferencia de lo que ocurria en el espécimen H 75/4, el sistema es soluble desde x = 0.
Para x = 0 las curvas f=0 y g=0 intersectan en un punto U; (g;, ) que representa la
primera solucion del sistema bajo la hipdtesis considerada. Para valores superiores a
Kmiciar = 0 €l sistema conserva la unicidad de solucion; en este caso, las curvas de ceros
de las funciones f'y g presentan el mismo tipo de curvatura (curvatura convexa) lo que
hace que intersecten siempre en un solo punto para todo el rango de evaluacion [Kiyiciar,
Kfinal], @ diferencia de lo que ocurria en el espécimen H 75/4. El sistema abandona la
region de solubilidad igual que la alcanzo, es decir, con un Unico punto de interseccion
Ur (g1, 0) que representa la Gltima solucion del sistema (Figura 5.15b). En la Figura 5.16
se ha representado, para la unica hipdtesis que es consistente, la curva de solubilidad del

espécimen T-22.

El valor x,, que produce la minima diferencia |0y - 0y se alcanza en la unica

hipotesis consistente y presenta los siguientes resultados (Figura 5.17):

kop: = 0.464
(e1, 0) = (0.0020, 0.51 rad)
0= 317.89 MPa
Ostenp = 399.27 MPa

Ost - Ust,exp|:81-37 MPa

En el caso del espécimen T-22 hemos obtenido un valor de «,, que proporciona una
diferencia |0y - 0.xp| bastante inferior que en el caso del espécimen H75/4. Por otra
parte, tanto en el espécimen H 75/4 como en el que ahora nos ocupa, el valor de x,,,
corresponde a la primera solucion del sistema que verifica la hipotesis de
comportamiento, y por esta razon se sitia entre el final del tramo inconsistente de la
curva de solubilidad — en color rojo- y el principio del tramo consistente —color verde-.

Véase Figura 5.17.
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0 (rad)
1.07 ESPECIMEN: T-22
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
0.8 K=K icial = 0

Ui (,, 6) = (0.0013, 0.57 rad)

0.4}
0.2- Primera solucién del sistema para k = 0: punto de
interseccion U; (g, 6)
&1
0.0005 0.0010 0.0015 0.0020

Figura 5.15a: Entrada de las curvas f= 0y g = 0 en la region de consistencia del espécimen T-

22. Parametros: V' = 128987 N; « = k,iciy= 0; hipotesis de comportamiento: EEP.

0 (rad)
1.01 ESPECIMEN: T-22
HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
0.8t K=k, =0.493

Us (¢,, 6) = (0.0020, 0.50 rad)

0.4

Ultima solucién del sistema para k = K., punto de
interseccion Ut (g, 6)

&1

0.0005 0.0010 0.0015 0.0020

Figura 5.15b: Salida de las curvas f=0y g =0 en la region de consistencia del espécimen T-22.

Parametros: V= 128987 N; k = K;uici= 0.493; hipotesis de comportamiento: EEP.
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14 K=Kmax=1.425

1.2 Us (¢,,8) = (0.0020, 0.50 rad) ESPECIMEN T-22

10 U|t|ma solucion del sistema para K = Kenar HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
Vem =128987 N

0.8
KJ’H."C-"Sf = 0 ' Kﬁﬂa{ = 0493

0.6

1 U, (¢,,8) = (0.0013, 0.57 rad) K = Kinar
04
Primera solucién del sistema parak =0

0.2

0.0 &1

0.0001 0.0005 0.0010 - 0.0015 0.0020 0.0025 0.0030

g,=¢, =0.0001 Ef=£1max=0'0020

Fig. 5.16: Curva de solubilidad del espécimen T-22 correspondiente a la hipotesis EEP.

Espécimen T-21

Las caracteristicas de la seccion transversal de este espécimen quedan definidas por los

siguientes parametros (Figura 5.18):
b,,= 110 mm

d=298 mm

z=10.9 d=268.2 mm

s =175 mm

Las areas totales de acero correspondientes a cada tipo de armadura se calculan a

continuacion:
2
Asxl = 4ﬂ =1256.64 l’l’lnl2
2
Ay=27% 100.53 mm?
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1.4 K=K = 1.425
s Kope = 0.464
ESPECIMEN T-22
1.0 (¢, 6, 0,) = (0.00195, 0.51 rad, 317.89 MPa) HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: EEP
V. =128987 N
0.8 |6,- 0,y I= 81.37 MPa o
Km."c.ra.f = 0 ’ Kﬁnai = 0493
0.6
’-‘I K = Kfina
0.4 _
0.2
0.0 e
0.0000 0.0005 0.0010 0.0015 0.0020 0.0025 0.0030
g,=¢, = 0.0001 E,5E T 0.0020

Figura 5.17: Par (x, &) del espécimen T-22 para el que la rigidez tensional del hormigdn es optima.

Areas efectivas de hormigon

Las areas de tensorrigidez del hormigdén correspondientes a cada tipo de

armadura (Figuras 5.19, 5.20 y 5.21) vienen dadas por:
1. Armadura longitudinal

Aexi1 = 1+ Oeercot Ot e+ 8- Dyy) - by=(19+ 8+ 20+ 20+ 8-20) - 110 =24970

2
mm

400

80

355

ch8 a 175 mm

218

4920 9L

QFM

Figura 5.18: Espécimen T-21. Soerensen (1974). Seccidn tipo. Cotas en mm.
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siendo:

r = recubrimiento libre hasta contorno de cerco.
D.erco = diametro de estribos.

O, = diametro de armadura longitudinal inferior

e = separacion vertical entre capas de armadura (medido entre contorno de

armaduras)

400

355

227

o

110

Figura 5.19: Espécimen T-21. Soerensen (1974).

Area efectiva de hormigon correspondiente a la armadura longitudinal. Cotas en mm.

>
>

SECCION A - A:

|

184
)
g
400

|

120

Figura 5.20: Espécimen T-21. Soerensen (1974).

Area efectiva de hormigén correspondiente a la armadura transversal en cabeza. Cotas en mm.
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2. Armadura transversal-alma
Actaima =15 Deereo by =15-8-110 =13200 mm’

3. Armadura transversal-cabeza
Act-cabeza = (ancho interno + 16 - Oeereo) 15 Deereo =22080 mm?
siendo:

ancho interno = ancho bruto —2 - r—2 * Oeoreo=110-2-20 - 2-8 = 56 mm

SECCION B - B:

1
. \N . i

120

110
{

Figura 5.21: Espécimen T-21. Soerensen (1974).

Area efectiva de hormigon correspondiente a la armadura transversal en el alma. Cotas en mm.

Como se puede observar en las Figuras 5.20 y 5.21, el area efectiva de hormigon en
torno a cercos es variable a lo largo del canto de la viga, ya que 7.5 * Ocerco >
recubrimiento=19 mm. Asi pues, y al igual que hicimos en el caso anterior, hemos
optado por promediar el area efectiva del alma y de la cabeza en funcion de la longitud

de cerco, tal y como se indica a continuacion:

a. Longitud de cerco en vuelos (/;): espesor - ( 7 + Deereo) = 80 — (19 + 8) =53
mm
b. Longitud de cerco en alma (/»): (d — espesor) + e/2 + O,; = (298 - 80) + 10 +
20 =248 mm
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Luego,

Act*global = (%j Act—cabeza + (%j Act—alma:14763‘59 mm2
1+ 2 1+ 2

Caracteristicas mecanicas

Los limites de cedencia del acero correspondientes a cada tipo de armadura toman los

siguientes valores:
Syx1 =419.87 MPa
JSy=228.57 MPa

Los coeficientes particulares de adherencia hormigén-acero correspondientes a cada

tipo de armadura vienen dados por:
ox;= 1 (tipo de armadura longitudinal inferior: corrugada)
a; = 0.7 (tipo de armadura transversal: lisa)

En este caso es preciso calcular el valor del coeficiente global a a partir de la
ponderacion de los coeficientes particulares de adherencia (a,;, 0,2 y @), tal y como se

vio en el apartado 5.1 de este capitulo:

,_41:2042:07-7
4.20+2-7

=0.96

Finalmente, las caracteristicas resistentes del hormigon vienen definidas por:

fo=30.84 MPa

fom=0.30/7"=2.95MPa

Una vez calculados los pardmetros geométricos y mecdanicos del espécimen se
sustituyen en las funciones reducidas del sistema (i.e., fzz, fzp, frr, &, gP), CUYOS
conjuntos de ceros son susceptibles de representarse graficamente, obteniéndose los

resultados que se recogen en la Figura 4 del anexo. Como se puede observar, ninguna de

123



las hipotesis de comportamiento evaluadas (EEP, PPP Y PPE)6 es soluble, y por tanto,
el valor experimental del cortante de agotamiento (V..,) provoca la inconsistencia del

sistema para la totalidad de hipdtesis de comportamiento evaluadas.

Asi pues, el espécimen T-21 de Soerensen (1974) es un espécimen no soluble, y por
ende, no consistente. Puede ocurrir que un espécimen sea soluble, pero no sea
consistente, es decir, que ninguna de las soluciones obtenidas verifique la hipdtesis
asumida para cada solucion; tal es el caso del espécimen RC 60 B2 (Levi, 1988) [27],

donde no se detectaron puntos de consistencia en ninguna de las hipotesis evaluadas.

5.4 Ajuste mediante métodos estadisticos.

Del total de 81 especimenes de la Tabla 5.1, s6lo 43 son consistentes. En la Tabla 5.2 se
resumen el total de especimenes consistentes y los valores de ko correspondientes a
cada uno; los 43 especimenes consistentes de la Tabla 5.2 conforman, finalmente, la
muestra util de esta Tesis a efectos del ajuste del parametro x. Asimismo, vamos a
prescindir de aquellos especimenes con ko >1, (i.e., especimenes: A50, AS50A,
RC30A1, RC30A2, T15, T19 y T34), ya que debe cumplirse que xopi < Kmax < 1 (segin
se explico en el Capitulo 4), a fin de no trabajar con areas de tensorrigidez del hormigén
mayores que las calculadas segun el criterio del Codigo Modelo. Cada espécimen de la
Tabla 5.2 lleva asociado un punto (g1, xopt). La representacion de dichos puntos da lugar
a la nube de la Figura 5.22; como se puede observar, para el ajuste estadistico de los
puntos representados se ha empleado una funcién polinémica ctbica, y aun asi, el valor

. . ., 2 . . . .
obtenido para el coeficiente de correlacion R” es significativamente bajo.

La alta dispersion de la nube de puntos de la Figura 5.22 hacia impracticable un ajuste
paramétrico sobre los resultados obtenidos. Del analisis minucioso de aquéllas vigas que
presentaban una mayor dispersion se llegd a la conclusion que en todas ellas habia una
alta concentracion de armadura dentro de la zona de tensorrigidez del hormigon. Esto
dio pie a pensar que la degradacion del hormigdn a cortante podia estar controlada por
otro/s parametros mecanicos adicionales a la deformacion principal a traccion (g).

Dado que la totalidad de vigas analizadas a excepcion de una de ellas (la T35, de Regan

Al igual que ocurria con el espécimen T-22, al no existir armadura longitudinal superior, sélo evaluamos
las hipdtesis EEP, PPP y PPE.
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[35]) han agotado bajo la hipotesis EEP, tales pardmetros adicionales debian de estar

relacionados con la armadura transversal.

Tabla 5.2
Author Specimen Hypothesis V, (KN) f,: (MPa) Kopt
Ahmad et al. (1995) [3] NHW-3b EEP 122,78 324,14 0,65
A50 EEP 115,43 492,41 1,12
A75 EEP 142,20 426,90 0,63
Palaskas et al. (1981) [18] 50 EEP 3411 507.59 0.94
C75 EEP 137,98 453,10 0,87
S14 EEP 277,90 569,00 0,56
Kong et al. (1997) [14] S2-3 EEP 253,30 569,00 0,78
S4-6 EEP 202,90 569,00 0,55
ET2 EEP 130,94 313,92 0,16
Leonhardt et al. (1962) [15] ET3 EEP 126.25 313.02 0.31
Moayer et al. (1974)[17] P20 EEP 120,10 310,34 0,23
Soerensen (1974) [22] T-22 EEP 128,99 399,27 0,46
S7A EEP 140,72 427,00 0,48
Bernhardt et al. (1986) [6] S8 A EEP 12572 227.00 042
H 50/3 EEP 242,07 540,00 0,64
H 50/4 EEP 246,34 540,00 0,71
H 60/3 EEP 258,78 530,00 0,54
Cladera et al. (2002) [8] H 60/4 EEP 308,71 530,00 0,31
H 75/4 EEP 255,23 530,00 0,66
H 100/3 EEP 253,64 540,00 0,64
H 100/4 EEP 266,53 540,00 0,63
RC 30 A1 EEP 676,00 480,00 0,93
Levi et al. (1988) [16] RC 30 A2 EEP 688,00 480,00 0,90
RC 60 B1 EEP 1181,00 480,00 0,41
MHB 2.5-25 EEP 98,80 365,91 0,51
Rosenbusch et al. (1999) (20 | =g 5755 EEP 149,49 365,91 0,19
T3 EEP 105,00 270,00 0,16
T4 EEP 110,00 270,00 0,44
T6 EEP 205,00 270,00 0,20
T7 EEP 109,00 280,00 0,66
T8 EEP 124,00 280,00 0,53
T9 EEP 154,00 280,00 0,40
T13 EEP 90,00 270,00 0,12
T15 EEP 104,00 270,00 0,95
Regan (1971) [19] T17 EEP 134,00 280,00 0,67
T19 EEP 106,00 270,00 0,93
T20 EEP 138,00 280,00 0,59
T26 EEP 179,00 280,00 0,08
T32 EEP 216,00 270,00 0,06
T34 EEP 112,00 270,00 0,80
T35 EPE 115,00 270,00 0,25
T37 EEP 209,00 270,00 0,13
T38 EEP 238,00 270,00 0,01

Y efectivamente, haciendo el ajuste del pardmetro kappa en funcién de una nueva
variable ¢ que resulta de dividir la deformacion principal a traccidon por el cuadrado de
la tension de cedencia de la armadura transversal (i.e., &= 81/fyt2), la nube de puntos de la
Figura 5.22 adopta la distribucion representada en la Figura 5.23. En esta segunda
ocasion se ha optado por un ajuste lineal; dado que el objetivo que aqui se persigue es

fundamentalmente el de verificar una tendencia — la de degradacion del hormigon por
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efecto del cortante -, una expresion lineal ofrece una interpretacion mucho mas simple y

util desde el punto de vista practico que funciones de orden cubico o superior.

1,2

K k =-0,1642¢, + 0,9864¢,2 - 1,9184¢ + 1,6361
R2 =0,2411
1
*\e¢ * *
.
0,8
0,6
0,4
.
.
0,2 4 ’0 L 2
o
.
O T T T ‘] T £1 1
0 0,5 1 1,5 2 2,5 3

Figura 5.22: Nube inicial de puntos y curva de ajuste polinomial. Modelo de tensorrigidez: Collins y
Mitchell (1991).

El cambio de la funcién x = f (£) a la funcion « = f (g)) es inmediato; si suponemos que

ambas funciones son lineales, se cumple:

K(ﬁ):a§+b:%gl+d:lc(gl)

vt

En la Figura 5.23 la variable & ha sido escalada mediante un factor 10°. La ecuacion de
la recta de ajuste de los datos experimentales viene dado por:

x =-0.3482&£ +0.899 donde ¢ =10° 81/fyt2; las unidades de & son MPa™. A fin de que el

pardmetro x siga siendo adimensional, el coeficiente a debe ser un coeficiente
dimensional expresado en MPa®. Como se puede observar en la Figura 5.23, existe
claramente una tendencia decreciente del parametro x (i.e., del area eficaz de
tensorrigidez del hormigoén, A..r) conforme aumenta la deformacion en el hormigon, tal

y como presuponia la TUCC.
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Figura 5.23: Nube final de puntos y funcion de ajuste lineal. Modelo de tensorrigidez: Collins y Mitchell
(1991)

Pese a que los valores representados en las Figuras 5.22 y 5.23 han sido obtenidos en
condiciones de agotamiento, la amplia variedad de vigas analizadas ha permitido
obtener una funcidon x=f(e;) que se ajusta en buena medida a la historia de respuesta a
cortante de una viga estandar de hormigéon armado. A modo de ejemplo, se ha
comparado los resultados obtenidos con la respuesta obtenida para la viga CF1 del
ensayo de Abersman y Conte; en la Figura 5.24 se han representado conjuntamente las
nube de puntos de la Figura 5.23 y de los valores experimentales correspondientes a la

viga CF1 (A&C), y las funciones de ajuste relativas a cada masa de puntos.

5.5 Ajuste mediante algoritmos genéticos.

A fin de contrastar los resultados obtenidos en el apartado anterior, a continuacion se
realiza un ajuste del parametro de degradacion x por medio de algoritmos genéticos. La
versatilidad de esta herramienta numérica permite prescindir de la nube de puntos
representada en la Figura 5.23 y trabajar directamente con las curvas de solubilidad de

la totalidad de especimenes consistentes de la muestra.
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Los algoritmos genéticos o algoritmo evolutivos constituyen procedimientos de
busqueda y optimizacion inspirados en los procesos naturales de reproduccion de los
seres vivos y de evolucion de las especies [11]. Son métodos generales de optimizacion
que desde su primer desarrollo en los afios *70 del siglo XX hasta la actualidad han sido

aplicados con éxito a numerosos problemas complejos.

.. .
" Y Viga CF1
~~~~’ . \\‘
. [ ‘® Puntos éptimos (&, Kopt) o
. ‘® A&C — ajuste lineal
[} Sl | .
. u ~"~,~ u [ ] u % ;
m O Pardmetrox @ — === —-—-—
| N -
| | AN o
| | ’-~ .,
[
| ] . " e
[ | [ | .
u -
n e
|| \0,
LI DTN
‘ ‘ ‘ ‘ o T ® g (MPa?)
0.5 1.0 1.5 2.0 2.5

Figura 5.24: Modelo de degradacion propuesto.

Para el caso que nos ocupa se ha elegido la familia de funciones lineales

{K‘(f:) =al+b; abe ]R} . A partir de una poblacion inicial de funciones de la anterior

familia, y utilizando un indicador que mida la idoneidad de cada individuo a fin de que
su informacidn genética pase a la generacion siguiente, el algoritmo genético es capaz
de evolucionar dicha poblacion hasta obtener uno o varios individuos 6ptimos después

de un niimero suficiente de generaciones.

El nimero de individuos que forman la poblacidon no varia de una generacion a otra,
luego se mantiene el tamafio de la poblacion inicial. Este numero se ha establecido en
n=100 individuos, siguiendo las estimaciones de DeJong y de Grefenstette (cf. [14]). La
poblacion inicial, o generacion cero, debe contener individuos (funciones) cuya
secuencia genética favorezca la obtencion del dptimo global por el algoritmo genético, o

cuanto menos logre que el mayor numero posible de individuos haga consistente el
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sistema. Para ello, una buena parte de la poblacion inicial se construye por adicion de
cadenas genéticas obtenidas mediante la generacion aleatoria de bits (0 y 1), mientras
que el resto de la poblacion se cubre mediante la introduccion manual de cierto niimero
de cadenas generadas a partir de funciones x () cuyas graficas intersecten el mayor

numero posible de tramos de consistencia de cada espécimen.

La principal ventaja del algoritmo genético respecto los métodos estadisticos estriba en
que, al trabajar directamente con las curvas de solubilidad —tramo consistente- de cada
espécimen, la busqueda del parametro de degradaciéon del hormigén no se cifie
exclusivamente a los puntos Optimos x,,c de cada espécimen, sino que se extiende a un

entorno de los mismos (Figura 5.25).

Hypothesis EEP
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ﬁa /e
PR AR
- - - *
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- 1 -
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. - T L =T -
- - - - "_+:E - - "
- - - % - .--"""Fﬁ
- - '-L ’__.-P —
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- = - NHW-3b ET3 -« = = RC30A2
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- —- cs0 S8 A
- —- 75 H 5014
——- 514 H 7514
+E+4E+ K(Eq)
—_——- 523 H 1004
—— 546 RC 30 A1
Figura 5.25: Grafica de la funcion cubica x (&) con coeficientes a = -0.027x10°, b = -0.42x10°,

c=0.647x10’ y d=1.5, y tramos de consistencia de las curvas de solubilidad de algunos especimenes.
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Los calculos del algoritmo genético se han efectuado utilizando una maquina de altas
prestaciones, con procesadores AMD Opteron 64 de doble nucleo en un cluster con
nodos unidos mediante red Gigabit. Para estos calculos fueron asignados 9 nucleos y
una cantidad de memoria de 4Gb. El tiempo medio de célculo de las 200 generaciones

ha sido de aproximadamente de 140 horas.

El algoritmo genético ha sido implementado usando el lenguaje de programacion del
sistema de calculo Mathematica®. Las probabilidades de mutacion y crossover se han
fijado en 0.5 y 0.8 respectivamente. En la generacion 100, y con el objeto de explorar
en mayor medida el espacio de busqueda, el algoritmo ha eliminado el 90% de la
poblacion preservando previamente los individuos mas 6ptimos. Luego ha completado
la poblacion generando nuevos individuos de forma aleatoria hasta obtener el tamafio
inicial de 100 individuos. Durante el ajuste del test se ha comprobado que 20 bits son

suficientes para codificar de forma precisa cada coeficiente.

Como consecuencia de la alta idoneidad de algunas funciones de la poblacion inicial y
la relativa dispersion de los puntos representados en la Figura 5.23, la curva de
idoneidad media de la poblacion aumenta muy lentamente. La Figura 5.26 muestra la
evolucion de las idoneidades media y maxima después de 200 generaciones de una
ejecucion del algoritmo. Aunque se aprecia un crecimiento en la idoneidad media de la
poblacion, la idoneidad maxima apenas aumenta (17.71%). Es preciso advertir que el
aspecto mas importante a tener en cuenta no es la idoneidad poblacional finalmente
alcanzada, sino la evoluciéon de la misma a través del conjunto de generaciones
ejecutadas. La ejecucion de un algoritmo genético estd sujeta a una alta aleatoriedad, ya
presente en la construccion de la poblacion inicial a partir de cadenas generadas al azar,
y que continda en cada generacion al aplicar los distintos operadores genéticos:
seleccion, crossover en un punto aleatorio y mutacion de genes elegidos aleatoriamente
en individuos elegidos también aleatoriamente. Por esa razon, es casi imposible que dos
ejecuciones del algoritmo den el mismo resultado, aun en el caso en que el numero de
generaciones y de individuos, asi como las probabilidades de mutacion y crossover,
sean las mismas. No obstante, cuando no hay optimos locales, el algoritmo siempre
aproxima en mayor o menor medida el optimo global, y en cualquier caso, contamos
con las idoneidades media y méxima de la poblacion final para comparar los resultados

y decidir cual de ellos debe ser tenido en cuenta.
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Figura 5.26: Evolucion de las idoneidades media y maxima después de 200 generaciones.

La funcion con idoneidad més alta calculada después de 200 generaciones es la que

tiene por coeficientes a=-0.454248 y b=0.927803. En la Figura 5.27 se muestra la

representacion grafica de esta funcion junto con el ajuste realizado a la nube de puntos

optimos (&, kopt) representado en la Figura 5.23.
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Figura 5.27: Nube final de puntos 6ptimos (&, &), funcion de ajuste por regresion lineal y funcion de

idoneidad maxima obtenida después de 200 generaciones.

131



132



Conclusiones

Sobre la base de los objetivos establecidos en el Capitulo 1, y partir de los resultados

obtenidos en los Capitulos 3, 4 y 5, el proceso de revision que plantea la presente Tesis

arroja las siguientes conclusiones finales:

El andlisis de la hipotesis EPA en el disefio a cortante de elementos de hormigdn
armado —esto es, el estudio de la divergencia entre la direccion del campo
principal de deformaciones y el campo principal de tensiones en el hormigon-
requiere del planteamiento de un metodo de analisis en el que, al contrario de lo
que se aplica en las teorias del campo de compresiones, se independicen los
modelos de compatibilidad y equilibrio a fin de poder evaluar los factores que
controlan este fendmeno.

Se puede afirmar que el fendomeno de disparidad entre los angulos del campo
principal de tensiones y el campo principal de deformaciones puede ser
controlado desde el disefio del propio elemento de hormigon armado. Con este
fin se ha definido una nueva variable denominada ¢ que representa el rango de
deformaciones longitudinales donde la aplicacion de la hipotesis EPA conlleva
un error aceptable (a mayor valor de J, mayor es el error maximo admisible).
Para todos los casos analizados la influencia de la cuantia de armado
longitudinal sobre el error asociado a la hipotesis EPA es particularmente
notable; el disefio de elementos de hormigon fuertemente armados
longitudinalmente reduce de forma muy significativa el error de disefio antes
citado. Por su parte, la resistencia del hormigén apenas influye sobre el citado
efecto de disparidad mientras que la cuantia de armado transversal presenta una
especial importancia so6lo a partir de niveles altos de deformacion del elemento.
El criterio propuesto por el Codigo Modelo para el calculo del area de
tensorrigidez del hormigdn produce, bajo determinadas hipotesis de disefio, la
inconsistencia del modelo constitutivo del acero bajo determinadas hipotesis de
disefio. Ademas, dicho criterio solo depende de la cuantia de acero embebida en
el hormigdn. En la presente Tesis se ha corregido dicho criterio mediante un
coeficiente denominado A que, por otra parte, proporciona un area de

tensorrigidez del hormigon més coherente con el fendmeno real de adherencia

133



VI.

VII.

VIIIL.

entre hormigén y acero, al considerar parametros mecanicos adicionales de la
seccion de hormigon armado tales como la resistencia del hormigén o la tension

de cedencia del acero.

El coeficiente A presenta una expresion relativamente sencilla y facil de usar que
ademas garantiza la existencia y unicidad real positiva de la deformacion
aparente de cedencia del acero sin necesidad de alterar las caracteristicas
geométricas 0 mecanicas de la seccion de hormigon. Ello resulta de gran interés
ya que permite al usuario del modelo trabajar con la totalidad de valores de

disefio aceptados por normativa.

Sobre la base del modelo analitico de cortante propuesto por la Teoria Unificada
del Campo de Compresiones, se ha probado que el area efectiva de tensorrigidez
del hormigon no es un valor constante, sino que varia a medida que aumenta la

degradacion del aquél por efecto de la deformacion.

Los problemas de consistencia del modelo analitico de cortante no terminan en
el modelo constitutivo del acero sino que se extienden al resto de ecuaciones de
equilibrio y compatibilidad. La implementacion del efecto de degradacion del
hormigon en los modelos de campo de compresiones requiere previamente un
andlisis de la solubilidad del sistema general de ecuaciones. Al igual que ocurria
con el modelo constitutivo del acero, dicho analisis es posible en términos del

area de rigidez tensional del hormigén.

A partir del estudio exhaustivo de diferentes campafas experimentales, donde
numerosas vigas de caracteristicas geométricas y mecanicas dispares han sido
agotadas a cortante, se ha formulado un pardmetro de degradacion x que afecta
directamente al area de rigidez tensional del hormigén en forma tal que esta

ultima disminuya conforme aumenta la deformacion a cortante del hormigon.

La incorporacién del efecto de degradacion del hormigén en el modelo
constitutivo del acero representa un importante avance en el ambito de los
modelos de campo de compresiones, probando la tendencia a la degradacion del
hormigon por efecto del cortante, y sirve de base para el desarrollo de futuros
trabajos dentro de este campo de conocimiento.
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Conclusions

On the basis of the objectives defined in Chapter 1, and from the results obtained in

Chapters 3, 4 and 5, the next conclusions are obtained:

The analysis of EPA hypothesis in the shear design of reinforced concrete
members (i.e., the problem of divergence between the direction of principal
strain fields and the direction of principal stress fields in concrete) requires an
analytical method in which, contrary to what is applied in the compression field

theories, equilibrium and compatibility relationships are independent.

Non-coincident directions of principal angles of stress and strain may be
controlled by means of the reinforced concrete design parameters. To this aim, a
new variable called ¢ is defined; ¢ defines the range of longitudinal strain where
the EPA assumption is acceptable, and is obtained by limiting the divergence in
principal angles of stress and strain to a tolerable value (larger values of ¢ imply

greater tolerance).

The longitudinal reinforcement ratio exerts the greatest influence on the error
associated with the EPA assumption. When designing reinforced concrete
members with high longitudinal reinforcement ratios, the error associated with
the EPA assumption decreases. Concrete strength has small influence on the
value d, while the transverse reinforcement ratio has significant influence only

for high levels of strain.

The value of tension stiffening area (A.) proposed by MC 90 makes inconsistent
the steel constitutive model under some design hypotheses. Moreover, the
technical codes propose an expression for the tension stiffening area which only
depends on the amount of steel embedded in concrete. In this Thesis the tension
stiffening area is fixed using a coefficient called 4; using this coefficient other
design parameters which also affect concrete tension stiffening (such as yielding
stress of steel, the tensile strength of concrete or the bond parameter between

steel and concrete) may be considered.
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The range of values of the stiffened area of concrete around the steel reinforcement, for
which an apparent yield strain exists, can be easily obtained. The main advantage of
coefficient 4 is that it guarantees a stress-strain steel relationship without changing the
cross section characteristics and for the full range of design parameters indicated by the
technical codes.

From the shear model proposed by the Refined Compression Field Theory, this Thesis
proves that the effective tension stiffening area involved in the response of RC members
subjected to shear is not a constant value as it is commonly considered, but it changes as

concrete degrades.

The problems of consistency at analytical shear model not end in the steel constitutive
model, but they extend to the equilibrium and compatibility equations. The introduction
of the concrete degradation effect in the compression field models requires an analytical
method about the solvability of the general system of equations. Just as with the steel
constitutive model, the solvability of this system of equations may be analyzed in terms

of the tension stiffening area.

From the analysis of the response at failure of several shear test specimens available in
the literature, a degradation parameter x has been formulated. This parameter is
applied to affect the tension stiffening area, in such a way that the effective area of

concrete stiffened by tension is reduced as the value of the shear strain increases.

This preliminary numerical analysis seems promising and proves the tendency of
concrete to degrade. However, additional experimental test data are required in order to
deduce a more accurate expression that models the concrete tension stiffening area as a

function of the level of strain at RC members.
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Anexo:

REDUCCION DEL MODELO DE CORTANTE
- LISTADO DE FIGURAS -
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FIGURA 1: ESPECIMEN H 75/4 (Cladera, 2002)
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FIGURA 1: ESPECIMEN H 75/4 ()’;=0.554562; 1. = 0.68273)
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HIPOTESIS DE COMPORTAMIENTO: PPP
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FIGURA 2: ESPECIMEN H 75/4 (Cladera, 2002)

“ENTRADA Y SALIDA DE LA REGION DE
SOLUBILIDAD DEL SISTEMA”
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FIGURA 3: ESPECIMEN T-22 (Soerensen, 1974)
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FIGURA 3: ESPECIMEN T-22 (»’,=1.2026; Kiim,n = 1.42498 )
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FIGURA 4: ESPECIMEN T-21 (Soerensen, 1974)

161



FIGURA 4: ESPECIMEN T-21 (’; = 0.747103; 1. = 0.834302)
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