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Contributions sur ’optimisation et I’analyse de I’isolation sismique des ponts dans les
zones a sismicité modérée

Xuan Dai NGUYEN

RESUME

L’isolation sismique a la base s’est progressivement imposée comme une des solutions de
conception parasismique les plus efficaces applicables aux structures des ponts. Alliant une
grande flexibilité horizontale et une capacité de dissipation d’énergie élevée, 1’isolation
sismique permet de réduire considérablement la demande sismique en force tout en controlant
la demande sismique en déplacement. Ce faisant, elle améliore considérablement la
performance des structures isolées et permet, le cas échéant, de réduire les colts de
construction a court et long terme et de préserver la fonctionnalité de I’ouvrage.

Cependant, la réponse sismique des ponts isolés et la performance des systémes d’isolation
sismique (SISs) dépendent fortement des propriétés des ondes sismiques, notamment le
contenu fréquentiel et les caractéristiques spectrales du mouvement du sol. Dans ce contexte,
les caractéristiques optimales des systémes d’isolation sismique des ponts au sein de telles
régions ainsi que la performance de méthodes simples d’analyse sismique devraient varier. Les
SISs ont été principalement développés pour les zones a forte sismicité (HSAs), tandis que
dans les zones a sismicité modérée (MSAs), 1'isolation sismique est encore utilisée de manicre
relativement restreinte. Par conséquent, des SISs et des méthodes d'analyse rapides plus
adaptés aux MSAs et en particulier a ceux des régions froides sont d'un grand intérét et leur
disponibilité et accessibilité devraient encourager une application plus large de la technologie.

Cette recherche s'inscrit dans ce contexte. Ses principaux objectifs spécifiques sont les
suivants: 1) identifier la gamme des caractéristiques optimales des SISs pour les régions HSAs
et MSAs; 2) revoir les limites d'application de la méthode simple d'analyse spectrale unimodale
pour les zones de sismicité modérée et élevée, et compléter la méthode avec des prédictions
utiles pour la conception des ponts isolés; et 3) effectuer une formulation / étude analytique et
numérique du comportement d'un SIS combinant des appuis en caoutchouc naturel fretté et des
amortisseurs métalliques en U (UD), une solution potentiellement bien adaptée pour les
applications SISs dans les régions froides a sismicité¢ modérée et élevée.

Sur la base de la carte d'activité sismique globale, la classification des zones sismiques est
réalisée du point de vue de l'isolation sismique, a travers le contenu fréquentiel et les
parameétres spectraux. Les caractéristiques communes des enregistrements sismiques pour
chaque classe de sismicité sont identifiées et les différences mises en évidence par rapport a
l'efficacité de I'isolation sismique. Les résultats confirment que les tremblements de terre dans
les MSAs sont caractérisés par une concentration d'énergie sous hautes fréquences et que
l'allongement de la période de vibration conduit & une diminution plus rapide de 1'accélération
spectrale sismique, par rapport aux HSAs. Sur la base d'une analyse paramétrique approfondie
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ou les propriétés du SIS sont variées, les plages optimales des deux principales caractéristiques
hystérétiques du SIS, a savoir la résistance caractéristique (Qu) et la rigidité post-¢lastique (Ka),
sont spécifiquement déterminées et clairement distinguées entre les HSAs et MSAs. Les
résultats montrent que les SISs pour les ponts dans les HSAs nécessitent des capacités de
dissipation d'énergies ¢€levées, tandis que les dispositifs avec des capacités d'amortissement
faibles a modérées sont plus appropriés pour les ponts dans les MSAs. Les sites de Vancouver
et de Montréal, respectivement représentatifs des HSAs et MSAs, sont plus spécifiquement
considérés. Avec les données de conception sismiques réelles, les valeurs optimales de la
résistance au poids caractéristique, Qda/W, se situent dans la plage de [0.08 a 0.12] pour le site
de Vancouver et dans la plage de [0.015 a 0.045] pour le site de Montréal. Une forte corrélation
entre la rigidité post-¢élastique optimale et la résistance caractéristique optimale est mise en
évidence et des relations empiriques sont proposées pour chaque site.

Par ailleurs, les limites d'application et les performances de la méthode d'analyse spectrale
unimodale (SMSA) pour l'analyse sismique des ponts isolés en Amérique du Nord sont revues
et complétées. Les demandes sismiques de ponts isolés, générées dans le cadre de I'étude
paramétrique, telle que prédites par la SMSA, sont comparées aux résultats d'analyses
temporelles non linéaires, y compris a l'intérieur et a I'extérieur des limites d'applicabilité
spécifiées dans les codes actuels. De cette manicre, les avantages de ces limites et leurs effets
sur l'exactitude de la SMSA sont étudiés et clarifiés. Les résultats obtenus indiquent que les
limites sur I'amortissement visqueux équivalent et la force de rappel, spécifiées dans les codes
actuels, représentent les conditions les plus efficaces, tandis que les conditions liées aux limites
sur la période effective et de la période post-¢élastique peuvent étre ignorées. Pour compléter la
SMSA, une relation prédictive du déplacement résiduel en fonction du systéme de restauration
et les marges d'erreur attendues de la méthode sont proposées pour les ponts isolés situés dans
les deux sites canadiens de Vancouver et Montréal.

Comparativement a la plage des caractéristiques optimales des SIS pour chaque zone sismique,
les appuis frettés en caoutchouc naturel (NRB) présentent une capacité de dissipation d'énergie
insuffisante. Par conséquent, les méthodes pour combler cette lacune ont été revues et étudiées.
Les appuis en caoutchouc au plomb sont coliteux et peu écologiques, tandis que les appuis en
caoutchouc a amortissement ¢levé (HDRB) comportent des insuffisances majeures qui les
empéchent de répondre aux conceptions optimales dans les régions froides. Ces déficiences
s’expliquent en raison du phénomeéne intrinséque de stabilisation (en anglais "scragging™)
combiné avec une haute sensibilité aux températures froides. Dans un tel contexte, le procédé
d'utilisation de dispositifs d'amortissement métalliques supplémentaires apparait comme une
solution plus efficace pour améliorer le comportement des appuis frettés en caoutchouc naturel.
L'ajout d'amortisseurs en U (UD) est identifi¢ comme une technique des plus prometteuses
mais son comportement reste mal compris et non documenté suffisament. Ce comportement
est donc étudié¢ analytiquement et numériquement et les quelques études expérimentales
disponibles sont utilisées pour valider les résultats obtenus. Des équations prédictives pour les
principales caractéristiques hystérétiques de NRB-UD sont proposées. Les résultats montrent
que ces dispositifs fournissent des EDC (énergie dissipée par cycle) élevées et stables dans
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toutes les directions sans affecter de maniére significative la flexibilité post-élastique par
rapport a celle de I’appui fretté d'origine. De plus, les performances sismiques sont facilement
contrdlées en modifiant la section transversale et le nombre de dispositifs UD dans les systémes
intégrés NRB-UD, ce qui en fait une solution efficace qui peut étre largement appliquée dans
I’amélioration des isolateurs et appuis conventionnels, notamment les NRB, et qui peut
¢galement rencontrer une large gamme d'exigences de conception. Des études numériques et
expérimentales supplémentaires sont cependant nécessaires pour étendre les résultats a d'autres
catégories d'aciers, pour établir des critéres de rupture et pour évaluer les déplacements
résiduels résultant de ces SISs.

Mots-clés: Génie parasismique, ponts, isolation sismique a la base, zones de sismicité élevée
et modérée, caractéristiques optimales de l'isolation sismique, limites d'analyse spectrale
unimodale, analyse temporelle non-linéaire, amortisseurs hystérétiques métalliques en U,
appuis frettés en caoutchouc naturel, basses températures.






Contributions on the optimisation and analysis of the seismic isolation systems for
bridges in moderate seismicity areas

Xuan Dai NGUYEN

ABSTRACT

Seismic base isolation is increasingly applied for the earthquake-resistant design of bridge
structures. Combining large horizontal flexibility and high energy dissipation capacity, seismic
isolation allows to considerably reduce seismic forces while controlling seismic displacements.
Consequently, it greatly enhances the seismic performance of the structure and, most of the
time, reduces long term and short term costs, allows preserving the bridge functionality, etc.

However, seismic responses of isolated bridges and the performance of the seismic isolation
systems (SISs) are highly dependent on the seismic ground movement properties, especially
their frequency content and spectral properties. In this context, optimal isolation characteristics
for bridges located in such regions and performance of simple analysis methods should vary.
SISs were primarily developed for high seismicity areas (HSAs) while in moderate seismicity
areas (MSAs), seismic isolation is still used on a relatively rare basis. Consequently, more
adapted SISs and rapid analysis methods for MSAs and particularly those in cold regions are
of high interest and their availability should encourage a wider application of the technology.

This research subscribes to this context. Its main specific objectives are to: 1) identify the range
of optimal characteristics of SISs for HSAs and MSAs; 2) revisit the limits of application of
the simple single-mode spectral analysis method for moderate and high seismicity areas and
supplement the method with useful predictions for the base-isolated bridge design; and 3) carry
out analytical and numerical formulation/investigation of the behaviour of an SIS combining
laminated natural rubber bearings and U shaped metallic dampers, a potentially well fitted
solution for SIS applications in moderate and high seismicity cold regions.

Based on the global seismic activity map, the classification of seismic zones is carried out from
the point of view of seismic isolation, through the frequency content and spectral parameters.
Common characteristics of seismic records for each seismicity class are identified and their
differences highlighted in relation to seismic isolation efficiency. Results confirm that
earthquakes in MSAs are characterized by a concentration of energy at high frequencies and
the extension of the vibration period leads to a more rapid decrease in the seismic spectral
acceleration, compared to HSAs. On the basis of an extensive parametric analysis where SIS
properties are varied, the optimal ranges of the main two SIS hysteretic features, namely the
characteristic strength (Qus) and the post-elastic stiffness (Ku), are specifically determined and
clearly distinguished between HSAs and MSAs. Results show that SISs for bridges in HSAs
require high energy dissipation capacities, while the devices with low to moderate damping
capacities are more appropriate for bridges in MSAs. More specifically, Vancouver and
Montreal sites, representative of HSAs and MSAs, respectively, are considered. With the
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actual seismic design data, the optimal values of the characteristic strength to weight, Qu/W,
are found in the range of [0.08 to 0.12] for the Vancouver site and in the range of [0.015 to
0.045] for the Montreal site. Optimal post-elastic stiffness is found to correlate strongly to
optimal characteristic strength and empirical relations are proposed for each site.

In addition, the application limits and performances of the single-mode spectral analysis
method (SMSA) for the seismic analysis of isolated bridges in North America are reviewed
and completed. To do this, the seismic demands of isolated bridges, generated within the
framework of the parametric study, as predicted by the SMSA, are compared with the results
of nonlinear time history analyses, including inside and outside the applicability limits
specified in current codes. In this way, the advantages of these limits and their effects on the
accuracy of the SMSA are investigated and clarified. The results obtained indicate that the
limits on the equivalent viscous damping and on the restoring force specified in the current
codes are the most effective conditions, while the conditions related to the limits on the
effective period and the post-elastic period can be ignored. To complete the SMSA, a
predictive relationship of the residual displacement as a function of the restoration system and
the expected margins of error of the method are proposed for the isolated bridges located in
the two Canadian sites of Vancouver and Montreal.

Compared to the range of optimal characteristics of SIS for each seismic zone, natural rubber
bearings (NRBs) exhibit insufficient energy dissipation capacity. Therefore, the methods to fill
this gap have been reviewed and studied. Lead-rubber bearings are expensive and not
environmentally friendly, while high damping rubber bearings (HDRB) suffer from major
flaws in meeting optimal designs in cold regions due to their inherent "scragging" phenomenon
combined with their high sensitivity to cold temperatures. In such a context, adding metallic
dampers appears to be a more effective solution for improving the isolation performance of
NRBs. The addition of U-shaped dampers (UDs) is identified as one of the most promising
techniques but the UD behaviour remains poorly understood and documented. Such a behavior
is therefore studied analytically and numerically and the available experimental studies are
used to validate the results obtained. Predictive equations for the main hysteretic characteristics
of UD and NRB-UDs are proposed. The results show that the UD provides high and stable
EDC in all directions without significantly affecting the flexibility of the original bearing. In
addition, the NRB-UDs seismic performance is easily controlled by changing the UDs’ cross-
section and the number in NRB-UDs integrated systems, making it an effective solution that
can be widely applied in the refurbishment of conventional isolators, especially NRBs, and can
also meet a wide range of design requirements. Additional numerical and experimental studies
are however necessary to extend the results to other steel grades, to establish failure criteria,
and to evaluate the residual displacements resulting from these SISs.

Keywords: Earthquake engineering, bridge, seismic base isolation, high and moderate
seismicity areas, optimal characteristics of seismic isolation, single mode spectral analysis
limits, nonlinear time history analysis, metallic U-shaped damper, laminated rubber bearing,
low temperature.
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INTRODUCTION

Contexte et problématique

Les ponts sont des ouvrages d’art coliteux, mais indispensables pour le bon déroulement des
activités socio-économiques. Avec des caractéristiques particulieres comme de longues
travées, une masse essentiellement concentrée au niveau du tablier surélevé et un faible degré
de redondance, la structure typique d’un pont est particuliérement vulnérable aux tremblements
de terre. Le fait que les ponts ont généralement trés peu sinon aucune redondance structurale
entraine des risques élevés, de lourds dommages ou des risques d’effondrement total lorsqu'ils
sont soumis a des efforts sismiques importants (Basoz et al., 1999; Han et al., 2009; Lee et al.,

2013; Wang et Lee, 2009).

La méthode conventionnelle de conception parasismique des ponts se base sur le principe de
dimensionnement en capacité qui consiste a concevoir les structures a des niveaux de
résistance, inférieurs aux demandes élastiques, induits par le séisme de calcul. Afin de pallier
ce manque de résistance, cette approche utilise la capacité de la structure a dissiper 1’énergie
sismique, par déformations inélastiques dans des zones critiques présélectionnées, qui jouent
un réle primordial dans la performance et la survie de 1’ouvrage. Néanmoins, ces zones
inélastiques permettent des ductilités globales (au niveau du pont) limitées (R < 5). Par
conséquent, cette approche peut nécessiter un niveau de résistance qui demeure trop élevé.
D’autre part, I’existence des déformations inélastiques dans les composants structuraux
implique nécessairement des niveaux d’endommagement ¢levés sous 1’effet du séisme de
calcul et par conséquent une perte de fonctionnalité de 1’ouvrage dans la plupart des cas. Dans
ce contexte, mentionnons que le code canadien de calcul des ponts routiers, CSA-S6 (2019),
prescrit, par défaut, une approche de conception basée sur la performance (BPD) ou, la
performance sismique cible (niveau de service et de dommages) est modulée selon la classe
(I'importance socioéconomique) du pont et I’intensité/rareté (sévérité et période de retour) du
séisme. Ainsi, pour un pont essentiel (niveau d’importance le plus élevé), la performance visée
est que, le pont demeure, notamment, pleinement opérationnel sous un séisme d’une période

de retour de 975 ans avec des dommages mineurs (sans incidence sur le comportement) ainsi



qu’opérationnel sous un séisme de période de retour de 2 475 ans avecun service limité
(accessible aux véhicules d’urgence etau moins 50% des voies opérationnelles) et des
dommages réparables (pouvant étre réparés sans fermeture du pont dans un délai d’un mois).
Pour des ponts de moindre importance, une perte de service et des dommages plus importants
sont tolérés. Par exemple, pour un pont ordinaire (non essentiel et non situé sur une route
majeure), sous un séisme de 2 475 ans, on accepte de perdre complétement la fonctionnalité
du pont suite a des dommages pouvant nécessiter le remplacement total de I’ouvrage, tout en

évitant 1’effondrement.

Au cours des cinquante derniéres années, des technologies parasismiques modernes ont
considérablement gagné en popularité. Ces technologies ont recours a des équipements
mécaniques, incorporés aux ponts afin d’améliorer leurs réponses aux secousses sismiques.
Chacune de ces technologies a son propre concept et consiste 8 modifier un ou plusieurs termes
(la masse M, I’amortissement C et/ou la rigidité K) de 1’équation de mouvement de la structure
pour réduire la demande sismique (S) et/ou pour augmenter la capacité de la structure (R). Elles
peuvent étre classées en trois classes: les amortisseurs sismiques (augmentent I’amortissement,
0), les transmetteurs de choc sismiques (mobilisent plus de ressources et les capacités en
réserve, R) et I’isolation sismique de la base (réduit les forces sismiques en changeant la rigidité
et ’amortissement (Guizani, 2003)). Plus spécifiquement, 1’isolation sismique a la base s’est
graduellement établie comme une des alternatives les plus attrayantes pour contrer 1’effet des
séismes sur les structures des ponts. Ceci est attribué a ses nombreux avantages notamment la
réduction importante des forces sismiques transférées a 1’ouvrage de sorte qu’il est possible de
maintenir un comportement ¢lastique des éléments structuraux et par conséquent minimiser les
dommages lors des séismes, préserver la fonctionnalité de 1I’ouvrage et contribuer a sauver des
vies et a collaborer a la résilience socio-économique. De surcroit, ces avantages sont, le cas
échéant, accompagnés par une diminution des coftits de construction, une facilité d’intégration
de la technologie aux ponts neufs et existants, une facilité d’entretien et la possibilité de
remplacer facilement les unités du systéme d’isolation sismique apres un s€isme, etc. (Buckle

etal., 2006; CSA-S6,2006; 2019; Makris, 2019; Mayes et al., 1984; Naeim et M. Kelly, 1999).



En général, chaque zone sismique se caractérise par des mouvements sismiques avec des
caractéristiques spécifiques, entrainant des impacts significatifs sur la conception parasismique
des ouvrages, incluant I’isolation sismique a la base des ponts. Bien que le zonage sismique
actuel (mondial et national) soit généralement basé sur des valeurs d’accélération maximale
(Atkinson, 2009; Choun, Park et Choi, 2014; CSA-S6, 2014; ECS, 2005a; Giardini, 1999; M.
Pagani, 2018; Tarr et al., 2010), les autres caractéristiques sismiques, notamment le contenu
fréquentiel et les paramétres spectraux, ne sont pas considérés; méme si on reconnait largement
leur grande importance sur la conception parasismique des ponts en général et sur les
performances des isolateurs sismiques en particulier (Castaldo et Tubaldi, 2018; CSA-S6,

2014b; Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011; Liu et Zhang, 2016).

La conception parasismique des ouvrages et en particulier le recours a I’isolation sismique a la
base sont indéniablement trés importants dans les zones a forte sismicité (par exemple: Los
Angeles - Etats-Unis, PGA = 0.438g, 10% en 50 ans) en raison de I’intensité des ondes
sismiques, de dommages importants causés par les séismes, etc. Cependant dans les zones a
sismicité modérée (par exemple: Québec — Canada, PGA =0.122g, 10% en 50 ans), les séismes
majeurs sont relativement rares, mais il y a quand méme un risque significatif d’avoir des
séismes assez dévastateurs (de forte magnitude). Dans ces zones, bien que les dommages
causés par les séismes soient moins graves, les approches avancées de conception parasismique
sont encore nécessaires et justifiées, non seulement pour assurer la sécurité¢ et prolonger la
durée de vie de la structure, mais aussi pour réduire les colits d’entretien des structures apres

chaque séisme (Chen, 2004; Nordenson et Bell, 2000).

Toutefois, la plupart des technologies parasismiques avancées actuelles, y compris I’isolation
sismique, ont été développées principalement pour des zones a forte sismicité, ou des
dispositifs a haute performance sismique sont souvent nécessaires. En conséquence, ils n’ont
pas €té optimisés pour les zones a sismicité modérée et seraient souvent trop performants et
trop onéreux pour les besoins des ponts situés dans ces zones. Donc, 1’étude des différences
entre les propriétés des zones sismiques et leurs impacts sur les critéres de conception des
systémes d’isolation sismique peut mener a une meilleure compréhension et a mieux cibler les

besoins en isolation sismique pour les ponts situés dans chaque zone.



Plus spécifiquement, dans les zones a sismicité modérée, la plupart des structures de pont sont
congues de maniére conventionnelle (2 base fixe) et I’isolation sismique a la base demeure tout
de méme une option envisagée de maniere limitée et, ce, pour la réhabilitation des ponts
existants ainsi que pour la conception de nouveaux ponts. Comprendre le comportement
sismique des ponts situés dans ces régions, dont ceux munis de systémes d’isolation sismique,
basés sur des appuis plus communs et théoriquement moins performants, permettrait le
développement et la mise au point de systémes d’isolation plus appropriés et plus économiques
pour les ponts de ces zones. Ceci contribuerait a rendre 1’1solation sismique plus accessible et

plus répandue de maniere a en tirer pleinement profit.

Parmi les systémes populaires courants, a savoir les systémes basés sur un élastomeére et les
systemes basés sur la friction-glissement, les appuis en élastomere frettés sont considérés
comme une solution potentielle prometteuse pour de telles zones. Cependant, les appuis frettés
ordinaires, faits en caoutchouc naturel souffrent d’un déficit en termes de capacité de
dissipation d’énergie par hystérésis et donc n’induisent pas d’amortissement suffisant. Une
tentative d’amlioration de ces appuis a ce niveau a débouché sur le développement d’appuis
frettés a ¢élastomére élevé (entre 10% et 20%). Néanmoins, ce type d’appui fretté est trés
sensible aux basses températures et est sujet au phénomeéne de stabilisation (en anglais
"Scragging"), ce qui réduit considérablement son efficacité notamment dans les régions
froides. Par conséquent, le développement d’autres options et alternatives d’amélioration du
rendement des appuis frettés ordinaires, en caoutchouc naturel, pour fins d’utilisation comme

isolateurs sismiques simples dans des régions froides est toujours trés opportun.

La plupart des régions du Québec sont caractérisées par une sismicité allant de modérée a
¢levée. Ces régions sont ¢galement sujettes a de basses températures durant une bonne partie
de I’année. Or, les propriétés mécaniques des systémes d’isolation sismique sont grandement
affectées, entre autres, par les basses températures et de ce fait, le rendement de plusieurs
systémes d’isolation sismiques s’en trouve grandement affecté. Ceci est particuliérement le cas

des appuis en ¢lastomere a amortissement €levé et des systémes a base de frottement. Il est



donc trés pertinent de considérer cet aspect et de favoriser des systémes peu sensibles aux

basses températures.

Les dispositifs métalliques de dissipation d’énergie, particulierement les amortisseurs en forme
de U, apparaissent comme une solution potentielle trés prometteuse pour améliorer le
rendement des appuis en caoutchouc naturel dans un contexte d’isolation sismique optimale
pour les ponts dans les zones a sismicité modérée et sujettes a de basses températures. Ceci
découle de leurs principaux avantages, a savoir: une grande capacité de déformation et de
dissipation d’énergie modulables, un faible colit de fabrication, une facilité d’entretien et de
remplacement et notamment une insensibilité de leur comportement hystérétique aux basses

températures.

D’autre part, les méthodes d’analyse sismique des ponts isolés a la base vont des plus simples
aux plus sophistiquées selon la complexité et I’importance du pont. Or, étant donné que les
ponts isolés a la base, ont une masse concentrée au niveau du tablier et un comportement
¢lastique avec une réponse non linéaire localisée au niveau du systéme d’isolation sismique;
leur analyse sismique se préte trés bien a une technique d’analyse simplifiée, laquelle consiste
en une analyse spectrale basée sur un systéme linéaire équivalent a un (ou deux) degré(s) de
liberté. Cette technique, simple et efficace, permet de concevoir les ponts simples et réguliers
isolés a la base et est d’une grande utilité pour une conception préliminaire de ponts plus
complexes. Cependant, durant les derni¢res années, plusieurs limitations ont ét¢ imposées
quant a I’applicabilité de cette méthode découlant d’études antérieures pouvant ne pas étre
adaptées aux caractéristiques sismiques des zones a sismicité modérée. De plus, il n’existe pas
de données suffisantes permettant d’estimer le degré de précision et les marges d’erreur
associées a cette méthode. De¢s lors, la revue des conditions d’application imposées a la
méthode simplifiée pour les différentes régions sismiques et I’exploration de son rendement et
de sa précision sont considérées comme des manquements & combler en vue de promouvoir
son utilisation, et par ce fait impliquant le recours a I’isolation sismique a la base. Finalement,

plusieurs ¢léments de réponse, nécessaires a la conception des ponts isolés a la base, ne peuvent



étre fournis par la méthode en question simplifiée et il est souhaitable de pouvoir les estimer

pour pouvoir enrichir la méthode.

Objectifs de la recherche

L’objectif principal de cette recherche est de contribuer a ’optimisation des systémes
d’isolation sismique et de leurs méthodes d’analyse, notamment dans les régions a sismicité
modérée sujettes a de basses températures. Cet objectif global se décline en quatre objectifs

spécifiques comme suit:

1. Classifier les différentes zones sismiques présentant un intérét pour 1’isolation sismique a
la base et identifier les principales caractéristiques hystérétiques des systémes d’isolation

offrant les performances optimales pour chacune de ces zones.

2. Evaluer le rendement et la performance de la méthode simplifiée d’analyse sismique des
ponts isolés a la base ainsi que la pertinence des limites d’application actuellement
spécifiées par les principaux codes; identifier les assouplissements et améliorations
possibles, et compléter par des résultats empiriques relatifs au déplacement résiduel et a la

marge d’erreur.

3. Formuler et étudier analytiquement et numériquement une technique d’amélioration des
performances des appuis frettés a base de caoutchouc naturel par I’ajout d’amortisseurs
métalliques en U en tant que systéme d’isolation sismique économique pouvant rencontrer
les caractéristiques optimales des zones sismiques modérées et élevées (modulables)

sujettes aux basses températures.

4. Démontrer I’applicabilité d’un tel systéme pour les deux principales régions du Canada
exposées a un haut risque sismique, a savoir Montréal au Québec et Vancouver en

Colombie-Britannique.



Méthodologie

Afin d’atteindre les objectifs précités, la méthodologie de recherche appliquée comprend les

trois grandes phases suivantes :

Dans un premier lieu, une étude compréhensive des tremblements de terre est réalisée,
notamment en lien avec des caractéristiques spécifiques et les zonages sismiques (mondial et
nationaux). Sur la base des cartes mondiales des zones sismiques, les caractéristiques des
signaux sismiques en lien avec 1’efficacité de I’isolation sismique a la base sont identifiées et
étudiées. Plus spécifiquement, la distinction des caractéristiques sismiques entre les zones a
sismicité élevée et les zones a sismicité modérée est effectuée en se basant sur le contenu
fréquentiel (ratio PGA/PGV) et les parameétres spectraux (forme du spectre). Ce faisant, des
caractéristiques sismiques communes dans chaque région sont spécifiquement identifiées. Au
moyen d’une étude paramétrique, faisant varier les propriétés des systémes d’isolation
sismique d’un pont générique, et s’appuyant sur des analyses sismiques par la méthode
simplifiée (méthode spectrale unimodale: SMSA) et par analyses temporelles non linéaires
(NLTHA), les fourchettes de valeurs des propriétés hystérétiques optimales (minimisant la
demande sismique) des systémes d’isolation sismique pour chaque zone sismique sont
identifiées et bornées. A cet effet, un modéle simplifié & un degré de liberté représentant le
pont générique isolé a la base a été utilisé pour deux localités canadiennes, représentatives des
zones a sismicité modérée et élevée, a savoir Montréal (Qc) et Vancouver (C.B.). Cette partie
de recherche permet de répondre a 1’objectif spécifique 1 et elle est résumée dans 1’article 1

présenté au chapitre 2.

En deuxiéme lieu, les résultats de 1’analyse paramétrique sont exploités pour atteindre
I’objectif spécifique 2, auquel le chapitre 3 (article 2) est consacré. En effet, la comparaison
entre les résultats de la méthode simplifiée (spectrale unimodale : SMSA) et ceux de 1’analyse
temporelle non linéaire, pour différentes conditions, permet d’évaluer la performance et la
précision de la SMSA en examinant 1’écart de ses prédictions par rapport a celles de la méthode

d’analyse plus précise, a savoir la méthode NLTHA. Ce faisant, il est possible d’évaluer la



pertinence des limites d’application actuelles de la SMSA, d’identifier celles qui sont
inappropriées et/ou trop restrictives et de proposer des améliorations. Finalement, les résultats
des NLTHAs permettent de développer des relations empiriques, exprimant le déplacement
résiduel en fonction de certaines propriétés du SIS et de la structure, venant compléter la

SMSA.

En troisiéme lieu, sur la base des propriétés optimales des isolateurs sismiques pour les zones
a sismicité modérée, déja identifices plus tot, la performance de I’appui fretté¢ en caoutchouc
naturel (NRB) en tant qu’isolateur sismique est examinée et les principales lacunes identifiées.
Les améliorations souhaitées de ce dispositif pour le rendre plus efficace et mieux adapté aux
ponts situés dans chaque zone sont également explorées, particulicrement pour les zones a
sismicité modérée. L’amortisseur métallique en forme de U (UD) est sélectionné comme une
solution effective pour améliorer la performance sismique des isolateurs en ¢lastomere fretté.
Le comportement des dispositifs UD et du systéme d’isolation combinant I’appui en fretté en
caoutchouc naturel et ces dispositifs (NRB-UDs) sont étudiés analytiquement et/ou
numériquement en vue de prédire leur comportement hystérétique sous chargement cyclique
de grandes amplitudes. L’efficacit¢ de la méthode d’amélioration est évaluée par rapport a
I’augmentation de 1’énergie dissipée par cycle de chargement et l’augmentation de
I’amortissement équivalent. De plus, les résultats de 1’étude permettent d’estimer les propriétés
hystérétiques principales d’un tel systéme d’isolation sismique et de déduire un modéle
bilinéaire équivalent pouvant étre utilisé pour analyse sismique par la SMSA. Le chapitre 4

(article 3) résume ce volet de la recherche.

Finalement, I’application du systéme d’isolation a base d’appui fretté en caoutchouc muni
d’amortisseurs UDs est démontrée, au chapitre 5, par des exemples de conception pour les

localités de Montréal et Vancouver.



Structure de la thése

Cette thése est essentiellement une thése par articles. Elle est constituée de la présente

introduction, de trois parties principales et d’une conclusion.

La premicére partie présentée au chapitre 1 est une revue bibliographique portant sur trois axes:

1) les caractéristiques des signaux sismiques, les zonages actuels et leurs effets sur la réponse
structurale des ponts, notamment les ponts isolés a la base;

2) les méthodes de conception parasismique des ponts, y compris la méthode conventionnelle
et la méthode utilisant des technologies parasismiques avancées; I’application courante
d’isolation sismique a la base pour des ponts avec des systémes disponibles, leurs
fonctionnements et performances sismiques;

3) le potentiel et les limitations des isolateurs en élastomeéres et les différentes méthodes

d’amélioration de la performance des appuis frettés en élastomeres.

La deuxiéme partie poursuit les objectifs spécifiques 2 et 3 (décrits en p. 6) et est présentée

dans les chapitres 2 et 3, constitués des articles 1 et 2.

La troisiéme partie, présentée aux chapitres 4 et 5, poursuit les objectifs spécifiques 3 et 4.
L’objectif 3, lequel consiste a étudier le systeme d’appui fretté avec I’amortisseur UD, fait
I’objet de I’article 3. Les lacunes des isolateurs en ¢lastomére fretté, décrites dans 1’objectif 4
en p. 6, sont explorées dans le chapitre 5 a travers une conception des ponts isolés situés a
Vancouver et Montréal, dans le contexte d’'une comparaison avec les critéres de conception
optimaux suggérés. Les avantages d’utilisation des dispositifs UD, pour améliorer 1’isolateur
en ¢lastomere, sont étudiés a travers leur efficacité a augmenter la capacité de dissipation

d’énergie et a répondre facilement aux exigences de conception optimale.

Le dernier chapitre, est consacré a la conclusion générale de la présente recherche et les

limitations de I’étude et des voies pour de futures recherches complémentaires y sont exposées.
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CHAPITRE 1

SYNTHESE BIBLIOGRAPHIQUE

1.1 Généralités sur les tremblements de terre et leurs effets sur la structure des
ponts
1.1.1 Origines des tremblements de terre et effets sur les structures des ponts

Un tremblement de terre est une secousse du sol, résultat d’une libération brusque d’énergie
causée par le déplacement relatif ou la collision entre des plaques tectoniques. Plus rarement,
les tremblements peuvent également étre causés par une activité volcanique ou une explosion
au fond du sol, etc. Les sé¢ismes provoquent des ondes qui se diffusent dans toutes les directions

et se traduisent en surface par des vibrations du sol.

Les tremblements de terre ont des impacts des plus dommageables sur les infrastructures
urbaines. Lorsque les ouvrages sont atteints par les secousses sismiques, ils subissent des
oscillations rapides a partir des unités de fondation. C’est comme s’ils étaient affectés par des
pseudo-forces dynamiques égales au produit de la masse par I’accélération de la base. Ces
forces agissent généralement a 1’endroit de la masse de I’ouvrage, essentiellement concentrée
au niveau de la superstructure du pont (tablier) provoquant des réponses sismiques pour les
ouvrages. Selon la sévérité du séisme, les caractéristiques des ondes sismiques et les propriétés
de la structure, cette réponse sismique peut conduire a des dommages d’importance variable
au sein de I’ouvrage. La Figure 1.1 illustre des exemples de dommages des plus séveres causés

par des séismes qui ont déja touchés des ponts a travers le monde.

Les expériences passées, les moyens technologiques et les connaissances accumulées de plus
en plus avancées ont grandement contribué¢ a des développements et des améliorations trés
importants, voire une révolution, des méthodes de conception parasismique depuis des
cinquante dernieéres années. Ce qui a permis d’atténuer et de mitiger le risque posé par les

séismes dans les zones actives sismiquement.
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H.G. Wilshire, USGS Robert A. Eplett, FEMA-1807

Rue Cypress Viaduct, Oakland Autoroute Golden State, Gavin Canyon
California, Etats-Unis California, Etats-Unis
Séisme Loma Prieta, 17/10/1989 Séisme Northridge, 17/01/1994

K. Pitilakis
Pont Nishinomiya-ko, Hyogo, Japon La voie express Hanshin, Kob¢, Japon
Séisme Hyogo-Ken Nanbu, 17/01/1995 Séisme Great Hanshin - Awaji, 17/01/1995

Figure 1.1 Exemples typiques d’effondrement des ponts causés par des s€¢ismes

1.1.2 Principales caractéristiques des tremblements de terre

Un séisme se caractérise généralement par plusieurs parameétres : la magnitude, 1’intensité,
I’accélération du sol, le contenu en fréquences, etc. Dans ce contexte, les principaux paramétres
utilisés pour classer et caractériser les signaux sismiques, d’un point de vue de la conception

parasismique des ouvrages, sont présentés ci-apres.
La magnitude du séisme

La magnitude est un paramétre important du s€¢isme et est généralement le premier parametre
permettant d’estimer I’intensité d’un tremblement de terre et de le comparer a d’autres séismes.

Elle permet de mesurer/quantifier 1’énergie libérée du séisme a travers des échelles communes
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(I’échelle Mercalli, 1’échelle MSA, 1’échelle Richter, etc.). De nos jours, les magnitudes
diffusées par les médias sont les magnitudes du moment (Mw), lesquelles sont directement
reliées au moment sismique et sont employées par les scientifiques, notamment dans les
rapports sismiques. De plus, la magnitude des ondes de surface (Ms), une mesure locale basée
sur I’amplitude maximale de déplacement du sol, est intéressante et est utilisée aujourd’hui,

notamment dans I’Eurocode (ECS, 2005a) pour le zonage sismique.

Les paramétres d’amplitude

Un signal sismique est généralement un enregistrement dans le temps de la variation de trois
paramétres principaux : 1’accélération, la vitesse et le déplacement du sol. Leurs valeurs
maximales sont d’une grande importance et d’un intérét particulier. L accélération maximale
au sol (AMS ou Peak Ground Acceleration (PGA)) est I’'un des paramétres les plus
communément mesurés lors d’un tremblement de terre. Ce parameétre est utilisé trés souvent
pour décrire le tremblement de terre a cause de sa relation naturelle et directe avec la force
d’inertie appliquée a la structure/corps rigide. De plus, la AMS est essentiellement utilisée dans
le calcul de 1’aléa sismique, qui est un des paramétres principaux utilisés dans les normes
actuelles de conception parasismique ainsi que dans les programmes de recherche sur le zonage

sismique a travers les cartes d’aléa sismique.

La vitesse maximale au sol (Peak Ground Velocity (PGV)) est un autre parameétre utile pour
¢tudier les caractéristiques d’un tremblement de terre. Elle peut caractériser la magnitude et la
durée effective du séisme ainsi que le contenu fréquentiel de mouvement du sol, en particulier
avec les zones proches de la faille. Le déplacement maximal au sol (Peak Ground

Displacement (PGD) est rarement utilisé pour mesurer un séisme.

Mathématiquement, ces paramétres sont étroitement liés par des transformations intégrales
et/ou différentielles. Pour un systéme soumis a I’action d’un signal harmonique de fréquence,
f, par les simples transformations de 1’équation du mouvement, on obtient facilement
PGA = - (2nf).PGV. Cette expression est toujours appropriée lorsque les ondes sismiques
peuvent étre transformées en forme périodique par les transformations de Fourier. Par

conséquent, les ratios entre les parameétres d’amplitude sont trés instructifs et informatifs sur
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les caractéristiques du signal sismique, notamment la corrélation entre le contenu fréquentiel
et le rapport de PGA/PGV du séisme (Dicleli et Buddaram, 2006; Kramer, 1996; Zhu,
Heidebrecht et Tso, 1988). Un ratio modéré de PGA/PGV caractérise particulierement les
séismes ayant une teneur importante en énergie sur une large gamme de fréquences et
présentant un schéma d’accélération tres irrégulier. Un séisme avec un riche contenu de hautes
fréquences est caractérisé par des ratios élevés de PGA/PGV (de 12s! a 21.5s!) et par des
grandes valeurs d’accélération spectrale concentrées sur de courtes périodes. Par contre, les
impulsions d’accélération intense et de longue durée correspondent a de basses valeurs du ratio
PGA/PGV (de 5.5s" a4 10.6s") et les grandes valeurs d’accélération spectrale s’étendent a de
longues périodes (Dicleli et Buddaram, 2006). Ces impulsions caractérisent généralement des
enregistrements proches de la faille qui contribuent grandement aux modes supérieurs. Les
impulsions sont particulierement dangereuses pour les systémes d’isolation sismiques, car elles
peuvent entrainer un cisaillement de la base et un déplacement beaucoup plus élevés par

rapport a ceux sans impulsions.

Zhu, Heidebrecht et Tso (1988) ont étudié¢ les effets du rapport PGA/PGV sur la demande en
ductilité¢ de déplacement des systémes hystérétiques bilinéaires. En conséquence, suivant les
spécifications du Code national du batiment canadien (CNBC) 1985, les enregistrements
sismiques analysés ont été séparés en trois groupes selon le rapport PGA/PGV, soit: faible
(PGA/PGV < 0.8 g/m/s), normal (0.8 g/m/s < PGA/PGV < 1.2 g/m/s) et élevé
(PGA/PGV > 1.2 g/m/s). Les résultats présentent des différences substantielles au niveau des
exigences (demandes) de ductilit¢ de déplacement maximal parmi les trois groupes
d’enregistrement, avec les enregistrements ayant les faibles ratios PGA/PGV conduisant a la
plus grande demande de ductilité. Les résultats ont également montré que le ratio PGA/PGV
peut fournir une bonne mesure du potentiel de dommages du tremblement de terre et devrait

étre pris en compte dans la spécification de la conception parasismique des ouvrages (Zhu,

Heidebrecht et Tso, 1988).

Sucuoglu et Nurtug (1995) ont mis en évidence la relation entre le ratio PGV/PGA et la
sensibilité de la dissipation de 1’énergie sismique par un systéme a un dégré de liberté. Le ratio

PGV/PGA est li¢ a la période d’accélération dominante dans les enregistrements sismiques.
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Plus le rapport PGV/PGA est ¢élevé, plus 1’excitation sismique contient de I’énergie dans le
domaine de basses fréquences (longues périodes) et plus la réponse sismique maximale du

systéme a 1 DDL est affectée par la capacité de celui-ci a dissiper 1’énergie.

De plus, les paramétres d’amplitude ont également été trouvés en relation avec la magnitude
sismique. A savoir, PGA et PGV peuvent étre prédites en fonction de la magnitude du séisme.

Le ratio PGA/PGV augmente avec I’augmentation de la magnitude du sé¢isme (Kramer, 1996).

Sur la base de cette observation, le rapport de PGA/PGV a été considéré comme un parameétre
clé dans I’étude de I’efficacité de dissipation d’énergie par la méthode d’isolation sismique a

la base.
Les paramétres spectraux

Les parametres spectraux sont ceux relatifs au spectre du séisme ou de conception. Ceux-ci
donnent les valeurs maximales de 1’amplification du mouvement du sol par la réponse
structurale et indiquent directement les valeurs maximales de 1’accélération, de la vitesse, et
du déplacement. Les paramétres spectraux sont importants pour apprécier I’effet du séisme sur
les structures, qui tient compte de 1’énergie de tremblement de terre pour une période donnée
de vibration. En conséquence, les valeurs de la réponse spectrale ont été établies pour les
normes de la conception parasismique conformément aux caractéristiques des signaux
sismiques de chaque région. Ceci est le cas pour les normes actuelles de conception
parasismique des ponts et batiments utilisées en Amérique du nord et en Europe, a savoir:
AASHTO (2017), ASCE/SEI-41-13 (2014), ECS (2005a), CSA-S6 (2019), NRCC (2015).
Ainsi, les caractéristiques du spectre de calcul, en particulier sa forme, sont importantes et sont
intrinséquement reliées aux caractéristiques sismiques de la région/site de 1’ouvrage. Par
ailleurs, le rapport des valeurs spectrales a différentes périodes (fréquences) représente non
seulement les changements de I’énergie des ondes sismiques en fonction de la période de
vibration pour chaque région, mais renseigne également sur le potentiel de
réduction/augmentation de la réponse sismique maximale pouvant découler de 1’allongement

de la période fondamentale via I’isolation sismique particulierementa la base. Dés lors, selon
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les différentes formes du spectre, les propriétés du systeme d’isolation sismique peuvent étre
déterminées/adaptées pour atteindre les différentes performances ciblées lors de la conception
parasismique. Les parametres représentant les ratios d’accélérations spectrales ou
déplacements spectraux pour les courtes périodes par celles des longues périodes sont a ce titre
considérés et étudiés dans ce travail pour classifier/distinguer les zones sismiques du point de

vue de I’isolation sismique a la base.

1.1.3 Zonage sismique mondial

Généralement, chaque région sismique peut détenir des caractéristiques particuliéres et
différentes de celles des autres, entrainant ainsi des impacts différents sur le comportement des
constructions qui s’y trouvent. Par conséquent, il est important de distinguer les
caractéristiques sismiques entre les différentes régions, non seulement pour les besoins de
conception parasismique et de gestion de risques sismiques locaux, mais également dans une
perspective plus globale en vue d’identifier des criteéres et aspects communs reliés a la sélection
et au développement de technologies parasismiques mieux adaptées. Dans la prochaine section,
nous présentons tout d’abord un survol des méthodes actuelles de zonage sismique global et
national. Les principes de base de ces méthodes sont également clarifiés. Nous présentons
ensuite des parametres spectraux utilisés pour distinguer /classer les zones sismiques en

relation avec I’isolation sismique a la base.

1.1.3.1  Les cartes d’aléa sismique mondial

Afin de fournir les données requises pour I’évaluation du risque sismique, plusieurs organismes
développent des méthodes de classification et de zonage sismique. Le principe général de ces
programmes est basé sur les statistiques des tremblements de terre se produisant dans chaque

région ce qui permet d’orbtenir des évaluations sismiques.

Le programme mondial d’évaluation des risques sismiques GSHAP (Giardini, 1999; Shedlock
et al., 2000) a été lancé en 1992 et a pris fin en 1999. Il a présenté une carte globale d’aléa
sismique, basée sur 1’accélération maximale au sol (PGA) avec une probabilité de dépassement

de 10% dans 50 ans. Ce programme a également décrit un risque sismique, obtenu par une
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combinaison de 1’aléa sismique avec les facteurs de vulnérabilité. Par conséquent, quatre
niveaux de risque sismique allant de faible a trés élevé ont été distingués comme indiqué au

Tableau 1.1

Tableau 1.1 Classification du risque sismique, selon GSHAP
Adapté de Giardini (1999)

Zone 1 2 3 4
PGA (g)
Probabilité de dépassement de10% 0-0.08 0.08-0.24 | 0.24 - 0.4 >0.4
en 50 ans
Risque sismique Faible Modéré Elevé | Trés élevé

Dans le cadre de la poursuite et de la mise a jour des résultats du programme GSHAP, le
mod¢le mondial de tremblement de terre (GEM) a été réalisé durant la période de 2014 a 2018.
L’objectif principal du programme était de développer un ensemble complet de données et de
modeles de tremblement de terre et de fournir une évaluation globale compléte du risque

sismique.

PGA (g), with a 10% probability of being exceeded in 50 Years
q b
000 001 0.02 0.03 005 008 013 020 035 055 090 150

Figure 1.2 Carte mondiale d’aléa sismique, basée sur PGA au sol avec une
probabilité de dépassement de 10% en 50 ans
Adaptée de M. Pagani (2018)
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Dans ce cadre, de cette mise a jour, une nouvelle carte globale d’aléa sismique, basée sur
I’accélération maximale au sol pour une probabilité¢ de dépassement de 10% en 50 ans a été
développée, telle qu’illustrée sur la Figure 1.2 (M. Pagani, 2018). Il est bon de souligner que
dans cette figure, la ceinture de feu du Pacifique et la ceinture Alpine-Himalayenne

représentent les deux zones ayant 1’aléa sismique le plus élevé.

De la méme fagon, le projet de "Carte des enquétes scientifiques" (SIM) a été effectué par la
Commission géologique des Etats-Unis (Tarr et al., 2010). Ce projet a présenté une carte de
sismicit¢ mondiale, donnant un aper¢u complet sur les forts tremblements de terre avec
magnitude de 5.5 et plus depuis 1900 dans le contexte de la tectonique des plaques mondiales
et de la physiographie de la terre. Cette carte permet d’identifier clairement les emplacements
des grands tremblements de terre passés (avec magnitude de 8.0 et plus) et les zones de réplique
et/ou de rupture. Plusieurs versions ont été publi¢es avec des mises a jour. La derniére version
est SIM3446 (Hayes et al., 2020) et couvre I’activité sismique pour la période allant de 1’an
1900 a I’an 2018.

Le projet d’harmonisation des risques sismiques en Europe (SHARE) était effectué en
collaboration avec le programme de coopération de la Commission européenne (Giardini et
al., 2013). L’objectif principal de SHARE était de fournir un modéle communautaire d’aléa
sismique pour la région euro-méditerranéenne avec des mécanismes de mise a jour et il visait
a ¢établir de nouvelles normes dans la pratique de 1’évaluation probabiliste des risques
sismiques. Pour ce faire, SHARE a présenté un mod¢le d’aléa sismique euro-méditerranéenne

2013 (ESHM13), comme illustré dans la Figure 1.3.

Cette carte se compose de plusieurs cartes d’aléa de tremblement de terre indépendantes du
temps pour les spectres avec des probabilités annuelles de dépassement allant de 10! a 10,
Ce mode¢le se compose de tous les événements de magnitudes Mw >=4.5. (Giardini, Wossner
et Danciu, 2014) et ¢été considéré comme une partic de programme mondial GEM.

Actuellement, le modele européen d’aléa sismique 2020 (ESHM?20) et les mises a jour de
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ESHMI3 sont en cours. A partir de cette carte, les régions sud et sud-est de 1’Europe

représentent I’aléa sismique le plus élevé.

sAms

Peak Ground Acceleration [g]
10% Exceedance Probability in 50 years
0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

Low Moderate High Hazard

Figure 1.3 Carte européenne d’aléa sismique, PGA pour une probabilité
de dépassement de 10% en 50 ans
Adaptée de Giardini et al. (2013)

Afin d’indiquer un risque de tremblement de terre et des perturbations potentielles des
systemes de transport locaux, a savoir les infrastructures, Rodrigue (2020) présente la carte
reproduite a la Figure 1.4, montrant une distribution mondiale d’aléa de tremblement de terre,
avec une probabilité d’un tremblement de terre allant d’une intensité faible a tres élevée sur
une période de 50 ans. Comme on peut le constater, les zones bordant la plaque de Pacifique
sont particulieérement menacées, car la plupart des plus grands séismes du si¢cle dernier se sont

produits dans cette région.
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Figure 1.4 Carte mondiale de la tectonique des plaques et de 1’activité sismique
Adaptée de Rodrigue (2020)

La classification des zones sismiques est principalement basée sur la valeur de I’accélération
maximale au sol (PGA) avec une probabilité de dépassement, typiquement établie a 10% en
50 ans, laquelle est généralement utilisée pour la conception des batiments et les infrastructures
courantes depuis les années 1990. Ce zonage revét une grande importance dans le cadre d’une
¢valuation globale des risques sismiques, particuliérement la localisation des principales
failles, aidant ainsi a analyser et a prédire les activités de sismicité pour chaque zone. Ces cartes
permettent également de clairement identifier I’importance relative, la distribution et le
potentiel de dégats des grands séismes dans le monde. Comme ces résultats I’indiquent, la
ceinture de feu du Pacifique (la cote de 1’Ouest de I’ Amérique, Japon, Philippines, Indonésie,
Nouvelle-Z¢lande, etc.) et la ceinture alpine himalayenne (Italie, Turquie, Gréce, Albanie, etc.)

sont connues comme étant les deux régions avec la sismicité la plus élevée au monde.

1.1.3.2  Zonages sismiques nationaux

La carte d’aléa sismique global donne un point de vue général de la classification relative de
I’activité sismique dans le monde. Néanmoins, elle reste trop grossiere pour les besoins de
zonage plus local. Dans chaque pays, les zones sismiques sont é¢galement classifiées de maniére

plus détaillée dans le but de soutenir la planification urbaine et les spécifications relatives a la
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conception parasismique des ouvrages et infrastructures. Ces zonages sismiques nationaux,
souvent associés aux normes de conception, reflétent 1’activité sismique relative et 1’aléa

sismique pour les différentes régions d’un pays.

En Europe, I’Eurocode 8 "Calcul des structures pour leur résistance aux s€ismes" approuvé par
le Comité européen de normalisation en 2004, formule les directives de base pour I’¢laboration
des normes nationales européennes pour la conception parasismique. L’application de
I’Eurocode 8 dans chaque pays de la communauté implique que certaines valeurs soient
définies par les autorités nationales du pays. Ces parameétres font généralement 1’objet d’une
annexe nationale (Solomos, Pinto et Dimova, 2008). Sur la base de la valeur de I’accélération
maximale de référence au roc, agr, les territoires nationaux sont subdivisés en zones sismiques,
a ’intérieur desquelles 1’aléa sismique est supposé constant (I’aléa pour une probabilité de
dépassement 10% en 50 ans est recommandé¢). En fonction des valeurs d’accélération au sol,
du type de sol, et du niveau relatif de 1’aléa entre les régions sismiques d’un méme pays,
I’annexe nationale définit des classes de sismicité allant de trés faible a forte et des procédures
de conception sismiques sont définies en conséquence. Le Tableau 1.2 présente la
classification des zones sismiques nationales de trois pays spécifiques en Europe (Solomos,

Pinto et Dimova, 2008).

Tableau 1.2 Exemples de zonage sismique national en Europe
Tiré de Solomos, Pinto et Dimova (2008)

Accélération au roc, agr (g)
Zone de sismicité (Probabilité de dépassement 10% en 50 ans)
France Italie Turquie
1 0.10 <0.05 0.1
2 0.15 0.05-0.15 0.2
3 0.25 0.15-0.25 0.3
4 0.36 >0.25 0.4

Aux Etats-Unis, le code AASHTO (2017) fournit une carte plus détaillée des valeurs de

I’accélération maximale sous la forme de courbes d’isovaleurs. Les quatre zones sismiques
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représentatives sont classifiées en fonction du coefficient d’accélération spectrale de la réponse
horizontale d’un systéme a un degré de liberté sur le roc et ayant une période de vibration d’une
(01) seconde (Sp1) pour une probabilité de dépassement de 7% en 75 ans. Le Tableau 1.3
présente la classification adoptée par ’AASHTO (2017). Selon la classification de chaque zone
sismique, des critéres et dispositions de calcul et de conception sont spécifiés pour les

structures de ponts et ouvrages connexes.

Tableau 1.3 Classification des zones sismiques aux Etats-Unis, selon ’AASHTO 2017

Le coefficient d’accélération, Spi (7% en 75 ans) Zone sismique
Sp1<0.15¢g 1
0.15g <Sp1<0.30g 2
0.30g <Sp1<0.50g 3
0.50g <Sp1 4

Au Canada, Ressources naturelles Canada (NRCAN, 2020) classifie les zones sismiques a
partir de calculs probabilistes pour produire un aléa sismique uniforme. Ces zones sismiques
impliquent des régions ou les séismes ont des sources/causes communes. Ce faisant, trois
principales zones sismiques, associées a des activités socioéconomiques importantes, sont
distinguées, a savoir : la région de la cote Pacifique (la cdte Ouest); la région de la Cordillere
Arctique et de la cote Atlantique (la cote Est); et le reste du Canada (partie centrale) ou les
tremblements de terre sont rares et leurs magnitudes sont peu élevées, le cas échéant
(NRCAN, 2020). Le grand Nord est une autre zone sismique active du Canada. Cependant,
cette zone est trés peu habitée et compte trés peu d’installations et infrastructures de sorte
qu’elle présente un faible risque sismique. Par conséquent, les deux principales zones
sismiques étudiées avec une plus grande attention, sont celles présentant un risque sismique
significatif: la zone de la cote Ouest, notamment la région métropolitaine de Vancouver; et la
zone de I’Est du Canada, particuliérement celle située le long de 1’axe du fleuve St-Laurent
(Ottawa — Montréal — Québec - Charlevoix). Ces sites sont connus pour représenter les plus
grands risques sismiques au Canada (Adams, 2011). Cependant, ce zonage n’est pas basé
exclusivement sur 1’aléa sismique mais également sur des considérations géographiques et

administratives.
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De plus, les sources tectoniques de ces régions sont trés distinctions. La cote Est du Canada se
trouve dans une région stable ou les tremblements de terre se concentrent dans les zones
superficielles (peu profonde) de la crofite terrestre. Les causes des séismes dans cette région
ne sont pas bien connues, mais sont attribuées a des différences géologiques régionales, ce qui
semble étre le résultat de I’activité liée aux champs de contraintes régionaux (NRCAN, 2020).
Cependant, la cote Ouest du Canada est la région la plus sujette aux tremblements de terre. Les
séismes observés dans cette région sont associés a trois types de mouvements des plaques, a
savoir la collision a I'interface des plaques de 1’océan Pacifique et Juan de Fuca ("marge
convergente"), 1’¢loignement de la plaque du Pacifique a I’ouest et la plaque Juan de Fuca a
I’est ("marges divergentes"), et le glissement entre la plaque Nord-Américane (se déplace vers
le sud-ouest) et la plaque du Pacifique (se déplace vers le nord-ouest) ("marges coulissantes
ou transformantes") (NRCAN, 2020). Les différences au niveau des sources des mouvements
sismiques entre ces régions sont susceptibles d’avoir des signatures différentes en matiere de
contenu fréquentiel et de teneur importante en énergie sismique. Elles peuvent, par conséquent,

imposer des sollicitations différentes aux structures, notamment sur les ponts isolés.

D’autre part, Ressources naturelles Canada présente des cartes simplifiées de 1’aléa sismique
uniforme au Canada, basées sur I’accélération maximale sur un sol ferme (PGA) et les valeurs
d’accélération spectrales associées a différentes périodes de vibration, le tout pour différentes
périodes de retour des s€ismes. Sur cette base, les zones sismiques au Canada correspondent a
cinq niveaux d’aléa sismique relatif allant de faible a trés élevé. Cette carte permet de
distinguer la configuration de 1’aléa sismique et sa variation selon la région géographique sur

I’ensemble du pays.

Il demeure que le zonage sismique de base, sans prise en compte des effets du site local, est
une donnée fondamentale, qui permet de comparer I’aléa sismique relatif entre les différentes
régions. Par comparaison avec le code AASHTO (2017), les zones sismiques nationales au
Canada peuvent étre classifiées en quatre niveaux d’aléa sismique, basés sur la carte de 1’aléa
sismique pour une période de 1.0 seconde (Sa(1.0)) avec une probabilité¢ de dépassement de

2% en 50 ans, comme rapporté dans le Tableau 1.4 et la Figure 1.5 suivants:
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Tableau 1.4 Exemple de zonage sismique proposé pour le Canada sur la base de
I’accélération spectrale a 1.0s (Sa (1.0)) et une probabilité¢ de dépassement de 2% en 50 ans
avec les termes de classification de ’AASHTO 2017

Zonedessmicit | Nivau daiéa | Mo e L o st e
1 Faible Sa (1.0) < 0.06g
2 Modéré 0.06g < Sa (1.0) < 0.25g
3 Elevé 0.25g < Sa (1.0) < 0.60g
4 Trés élevé 0.60g < Sa (1.0)

Wov/. %7 -8
L r'¢§. %

60"

=

50°N

Mean, 5% damped spectral acceleration (units = g; 1g = 9.81 m/s?)
Spectral acceleration for a period of 1.0 seconds at a probability of
2%/50 years for firm ground conditions (NBCC Site Class C).
Moyenne, 5% amorti accélération spectrale (exprimée en g; 1g = 9.81 m/s?) |’
Accélération spectrale dans un terrain ferme (sol de Classe C du CNBC) 2
pour une période de 1.0 seconde et une probabilité de 2% sur 50 ans. - 500

40°N

120'W 1Mo'w 100°'W 90w 80'w now

Figure 1.5 Exemple d’aléa sismique et classification des zones sismiques utilisées au Canada
pour Sa (1.0) et une probabilité de dépassement de 2% en 50 ans
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1.1.3.3 Commentaires

Sur la base des observations ci-dessus, les zonages sismiques courants (mondial et national)
sont généralement établis a partir de la valeur d’accélération maximale au sol correspondant a
certaines périodes de retour, typiquement utilisées par les codes de calcul. Ces classifications
sont importantes en matiére de gestion de risque sismique, de planification et développement
de I'infrastructure urbaine et elles sont généralement associées a des critéres et dispositions
normatives conséquentes avec le niveau de I’activité sismique de chaque région pour chaque
pays. D’autres caractéristiques sismiques trés importantes sur le plan de conception
parasismique et d’optimisation de solutions innovantes, a I’instar de I’isolation sismique, ne
sont pas explicitement considérées dans ces zonages. D’ou I’intérét de la présente recherche a
caractériser les zones sismiques d’un point de vue de conception des systemes d’isolation

sismiques appropriés.

Pour ce faire, les parametres représentant le contenu fréquentiel, la forme du spectre de
conception, et la demande en ductilité et en dissipation d’énergie (amortissement) doivent étre
examinés étant donné le rdle clé qu’ils jouent sur la performance de I’isolation sismique et des
structures isolées a la base. Dans ce contexte, comme mis en évidence précédemment, le
rapport de PGA/PGV renseigne sur le contenu fréquentiel et sur la demande en dissipation
d’énergie. Par ailleurs, la forme de spectre en lien avec 1’allongement de la période par
I’isolation sismique peut étre bien représentée par la comparaison de I’accélération spectrale
et du déplacement spectral a des courtes périodes, typiques des structures rigides, candidates a
I’isolation, (entre 0.1s a 0.5s) et ceux associés aux longues périodes, typiques des périodes des

structures isolées (1.5s a 4.0s).

Dans cette these, les ratios des accélérations spectrales et déplacement spectral pour les
périodes de 0.2s et 2.0s sont utilisés comme indicateurs permettant la distinction des
caractéristiques des zones sismiques en lien avec l’isolation sismique. En effet, le ratio
Sa(0.2)/Sa(2.0) indique la diminution des forces d’inertie suite a un allongement de la période

de 0.2s a 2.0s. Similairement, le ratio Sd(2.0)/S4(0.2) indique 1’augmentation du déplacement
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suite a un tel allongement de la période (CSA-S6, 2019; CSA-S6.1, 2019; Koval, Tremblay et
Christopoulos, 2012).

En conséquence, des analyses additionnelles sont effectuées pour de nombreuses localités,
notamment en Amérique du Nord et en Europe, afin d’identifier les différences et les points
communs des signaux des caractéristiques des zones sismiques, définies par le programme
mondial GEM (M. Pagani, 2018), en lien avec les paramétres additionnels, tels ceux

susmentionnés, touchant 1’isolation sismique a la base.

1.2 Les méthodes de conception parasismique des ponts

Les ponts sont des ouvrages trés importants au sein des systémes de transport nationaux et
internationaux, et jouent un role socioéconomique de premier plan. En phase avec le
développement des technologies et des matériaux de construction, les ponts sont construits
avec des travées de plus en plus longues et avec des sections plus larges afin d’accommoder
des activités humaines et économiques sans cesse croissantes. D’autre part, les caractéristiques
géométriques particuliéres des ponts, notamment 1’essentiel de leur masse concentrée au
niveau surélevé du tablier et leur faible redondance et nombre des points d’appui (unités de
fondation, piliers), les rendent particulicrement vulnérables aux charges dynamiques en
général et aux tremblements de terre plus spécifiquement. Leur conception parasismique et
dynamique nécessite donc la satisfaction d’exigences et de conditions de résistance sismique
et de stabilité structurale particuliérement pointues et importantes en plus des autres exigences
de durabilité, de conditions de service et de confort afin de leur assurer une performance

acceptable.

1.2.1 Survol des spectres de calcul de quelques principaux codes de ponts

Les approches et régles de calcul et conception parasismique des ponts sont présentées dans
des codes et normes de conception des ponts, régis par des autorités nationales et régionales.
En Amérique du Nord, les codes AASHTO (2017) et le code canadien S6 (CSA-S6, 2019)
s’appliquent aux Etats-Unis et au Canada respectivement alors qu’en Europe, I’Eurocode 8

(ECS, 2005b) est appliqué a cet effet. Les dispositions des codes s’appuyant sur des



27

connaissances partagées sont généralement similaires dans I’ensemble, mais des parametres

régionaux et nationaux associés aux données et caractéristiques sismiques locales sont adoptés.

Les caractéristiques sismiques régionales et les conditions du site spécifique d’un ouvrage sont
reflétées dans un spectre de calcul, lequel est une adaptation d’un spectre de calcul de base aux
conditions locales et sert a déterminer la demande sismique (i.e. les valeurs maximales des
forces et déplacements sismiques) pour les fins de conception de I’ouvrage. Dans la suite de
cette section, les principales données et propriétés des spectres de calcul des différents codes

susmentionnés sont exposées.

L’Eurocode 8 (ECS, 2005b) est largement adopté a la base de codes nationaux de plusieurs pays
d’Europe, d’Afrique, et d’Asie notamment le Vietnam, pour le calcul et la conception
parasismique. Pour les périodes inférieures a 4.0s, le spectre de calcul des accélérations, Sa(T), est

calculé par:

Sa(T):ang{H%(Z.Sn—l)} 0<T<T,
S,(T)=2.5%a,xSxn T,<T<T,.
Sa(T):2.5><ag><S><77{£TC} T.<T<T, (L1
Sa(T):z.SXangxn[TC;TD} T,<T<4s

Ou, T est la période de la vibration, ag est la valeur maximale d’accélération sur un sol de type
A (ag = Yr.agr, ou Y1 est le facteur d’importance et agr est la valeur maximale d’accélération de

référence sur un sol de type A), 7 =,/10/(5+¢&) 2 0.55 est le coefficient d’amortissement, et &

est le taux d’amortissement.

Le déplacement spectral, Sd(T), est obtenu par transformation directe de 1’accélération

spectrale via la relation de base suivante:

S,(T)=S8,(T)(T/2x) (1.2)
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Pour les périodes supérieures a 4.0 s, le déplacement spectral doit étre déterminé comme suit:

S,(T)=0.025xa, x SXT.XT, {2.577+[ T_T; j(l—z.sn)}, T,<T<T,

F~1E

(1.3)
S,(T)=0.025xa,xSXT.xT,, T, <T

F

Le spectre de calcul des accélérations dans ce cas est déterminé du spectre de déplacement en

inversant I’équation (1.2).

La forme du spectre est régulée par les périodes caractéristiques 7, Tc, Tp, Tk, Tr, et par le
coefficient du site, S, détaillés dans le Tableau 1.5 qui suit. Tel qu’indiqué, ces coefficients
sont donnés pour deux types de spectres de calcul. En effet, I’Eurocode 8 distingue deux types
de spectre: type 1 pour un spectre de séismes riches en hautes fréquences; et type 2 pour un
séisme plus riche en basses fréquences. Ce dernier type est recommandé dans le cas ou les
séismes contribuant a la plus grande part de I’aléa sismique du site ont une magnitude des
ondes de surface, Ms, inférieure ou égale a 5.5 (Ms < 5.5). D’autres types de spectres
spécifiques basés sur I’étude de la géologie profonde des sites sont recommandés, lorsque
disponibles. Ainsi, les zones ayant un aléa sismique et donc une activité sismique plus élevée
sont associées a un spectre de type 1 alors que les zones avec un aléa sismique modéré sont

définies par un spectre de type 2.

Tableau 1.5 Coefficients de calcul de I’accélération spectrale selon I’Eurocode 8

Tvpe v Type de la réponse 1 Type de la réponse 2
desol | sy | s | T | Te [T [T [T o T [ Te [Ty
®) | &) | ([ (| (9 ) | () | (®
A > 800 1.0 | 0.15] 04 | 20 | 45 10 1.0 | 0.05| 025 | 1.2
B 360-800 | 1.2 | 0.15] 05 | 2.0 | 5.0 10 | 1.35 ] 0.05| 025 | 1.2
C 180—-360 | 1.15 | 0.20 | 0.6 | 2.0 | 6.0 10 1.5 | 0.1 | 025 ] 1.2
D <180 1.35]1 020 | 08 | 2.0 | 6.0 10 1.8 | 0.1 | 0.30 | 1.2
E - 14 [ 015] 05 | 2.0 | 6.0 10 1.6 {0.05| 025 | 1.2
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Les deux formes de spectres d’accélération selon I’Eurocode 8 sont illustrées sur la Figure 1.6
pour deux niveaux d’accélération horizontale maximale, PGA, un sol de classe B
(correspondant au type de sol C dans le code canadien), 5% d’amortissement et une probabilité

de dépassement de 10% en 50 ans.

0.8
1 Probabilité de dépassement de 10% en 50 ans,
0.7 1 - type sol B, amortissement 5% I
=506 b : : : '
-~ : Y ====Type 1, PGA =0.22¢g
Coos h-1-s — . =Type 2, PGA = 0.22g
T o4 dh A —— Type 1, PGA = 0.14g
% ’ N e - Type 2, PGA = 0.14¢g
5 0.3
~Q
2 02 '
P AN 2
....... : . - ‘-,__-__
00 L = L =."|".|."l."'l'_"f"fm"'""-‘l" = - - -
0 1 2 3 4 5 6
Période, T [s]

Figure 1.6 Exemples de spectres des accélérations de type 1 et 2 prescrits par I’Eurocode 8

A partir du Tableau 1.5 et de la Figure 1.6, il appert que dans le cas du spectre de type 2
(sismicité modérée) les valeurs de 1’accélération spectrale sont plus élevées pour les courtes
périodes mais diminuent plus rapidement avec I’allongement de la période, par rapport au

spectre de type 1 (sismicité élevée).

Aux Etats-Unis, le coefficient de réponse sismique élastique, Csm, associé au m'“™ mode de

vibration est calculé selon le code AASHTO (2017) comme suit:

Csm =AS+(SDS_AS)(T;n/T('))’ TmST(;
=S, T,<T <T, (1.4)
:SDl/Zna T,>T;

Avec: As = FpgaPGA, Sps = FuSs, Ts = Spi1/ Sps, Sp1 = FuSi
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ou,

PGA est I’accélération maximale sur un sol B, avec une probabilité de dépassement de 7% en
75 ans;

Ss et S1 sont les coefficients de la réponse spectrale horizontale a 0.2s et 1.0s respectivement,
évalués pour un sol B et pour une probabilité de dépassement de 7% en 75 ans;

T'n est la période correspondant au mieme mode de vibration de la structure;

Ty est la période référencée pour définir la forme spectrale a 0.2Ts;

Fpga, Fa, Fyv sont les facteurs de site pour T= Os, courtes et longues périodes respectivement.

Le déplacement spectral est déterminé a partir de I’accélération spectrale par:

S, =250C,, T* (mm) (1.5)

Pour les périodes supérieures a 3.0s, le coefficient de réponse sismique est déterminé du spectre
de déplacement en inversant 1’équation (1.5). La Figure 1.7 montre deux exemples de spectre
de calcul pour les deux villes de Portland, OR, et de Boston, MA, typiques des localités de

1’Ouest et de I’Est des Etats-Unis respectivement.

0.7 T T T T T
| |Probabilité de dépassement de 7% en 50 ans,
0 type sol B, amortissement 5% il
_ | ' ' '
c,D T ="|=-====== Fem==== T-====== Im======
i 1 1 " L
= ___} ______________ :_ _____ ====Portland, OR B
m\a/ | Boston, MA
QI SR W S ——— SO S pe— p—
E : : :
S5 1 1 1
D UVl e TN T TS | S |
(&1 1 | 1
Q 1 | 1
< ______5_.5._.;____1_ ______ B e e e e e ==
e — - 1 1
1 - ——— T
- 1 ] |
3 4 5 6
Période, T [s]

Figure 1.7 Spectres de calcul pour les deux localités de Portland et de Boston
aux Etats-Unis selon ’AASHTO, 2017

Le code canadien sur le calcul des ponts routiers (CSA-S6, 2019) adopte, par défaut, une

approche de conception basée sur la performance pour trois occurrences de séismes, soit des
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probabilités de dépassement de 2%, 5% et 10% en 50 ans chacune associée a un niveau de
performance établi notamment en fonction de I’importance du pont. Les ponts isolés a la base
sont congus selon cette approche. Le spectre des accélérations de calcul est déterminé par la

formulation (1.6) suivante:

S(T) =max[F(0.2)S,(0.2);F(0.5)S,(0.5)], si T<0.2s

—F(OS)S( 5),si T=05s
F(1.0)S,(1.0),si T=1.0s
:F( 0)S,(2.0), si T=2.0s (19)
=F(5.0)S,(5.0), si T=50s
=F(10.0)S,(10.0), si 7>10.0 s

ou, Sa(7T) est ’accélération spectrale pour une période de T;

F(T) est un coefficient de site pour une période 7.

Les valeurs intermédiaires des accélérations spectrales sont déterminées par interpolation
linéaire entre les valeurs ponctuelles définies par 1’Eq.(1.6). Cependant, pour les périodes
supérieures a 2.0s, les valeurs du déplacement spectral sont d’abord calculées aux périodes

2.0s, 5.0s et 10.0s par:

S,(T)=250S(T)xT* (mm) (1.7)

Les valeurs du déplacement spectral aux valeurs intermédiaires sont ensuite interpolées et les
accélérations spectrales sont par la suite calculées a partir de celles-ci par:
S(T)=S4(T)/(250xT?). La Figure 1.8 illustre les spectres de calcul pour quelques localités au
Canada, selon le code CSA-S6 (2019).
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Figure 1.8 Spectres d’accélérations pour quelques localités au Canada selon le code
CSA-S6 : 2019 pour 2% en 50 ans, 5% d’amortissement et un sol de classe C

1.2.2 Méthodes conventionnelles de conception parasismique

La premiére approche de conception parasismique appliquée aux ponts est basée sur la
demande en forces élastiques du séisme. Cette approche consiste a s’assurer que, les
composants structuraux sont dimensionnés avec des niveaux de résistance suffisants pour
répondre aux effets des charges de maniére ¢lastique (sans subir de déformations inélastiques).
Sur le plan pratique, cette approche s’est avérée non viable économiquement étant donné la
rareté du séisme de calcul et le niveau ¢élevé de la demande en force pour un tel séisme. Elle a
donc, sauf exception, été logiquement abandonnée depuis plusieurs décennies, au profit d’une
approche basée sur le principe de la ductilité, toujours en vigueur. Dans ce contexte, il existe
deux méthodologies principales de conception, faisant appel a la ductilité et la capacité de la
structure de subir des déplacements inélastiques, a savoir le calcul en capacité (conception
basée sur les forces) et le calcul axé sur la performance. Dans ces deux approches, il y a des
objectifs de performance a atteindre, lesquels sont établis implicitement pour un calcul en
capacité ou explicitement pour un calcul basé sur la performance. La performance cible est
modulée en fonction de I’importance du pont et I’occurrence du tremblement de terre (période

de retour).
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Selon ces approches, I’énergie due aux tremblements de terre induite dans la structure est
largement dissipée par des déformations inélastiques au sein des composants structuraux. Les
niveaux de déformations inélastiques sont considérés en fonction des niveaux de dommages
jugés acceptables pour la performance visée. Par conséquent, la résistance requise de la
structure est établie nettement en deca de la demande élastique, engendrant une conception
plus économique. Par exemple, dans un calcul a la capacité, elle est obtenue par la demande
¢lastique divisée par un facteur de modification, R (R>1), lequel dépend de la ductilité de la
structure. Ce faisant, on tire parti de la ductilité¢ des structures et on remplace la demande en
force par une demande en déplacement inélastique au sein de zones critiques, que le concepteur

peut choisir et détailler d’avance avec soin.

Cependant, ces approches demandent un niveau de déformations inélastiques, souvent trés
¢levé au sein de I’ouvrage. Pour atteindre cette ductilité et éviter I’effondrement, le détaillage
des zones sieges de déformations inélastiques doit étre fait avec les plus grands soins. Les
dommages admis dans la plupart des structures meénent également, le cas échéant, a une perte
de la fonctionnalité¢ de I’ouvrage apres le séisme. Ceci se traduit par une conception moins

économique a long terme.

1.2.3 Méthode utilisant des technologies parasismiques avancées

Afin de réduire I’impact des tremblements de terre et assurer plus efficacement une meilleure
performance sismique des structures, plusieurs technologies parasismiques modernes ont été
développées et intégrées, principalement sous la forme d’équipements extérieurs. Elles sont de
plus en plus appliquées dans la conception parasismique des ouvrages et peuvent réduire la
demande sismique en force tout en préservant la fonctionnalité des ouvrages ou en réduisant

leurs dommages lors de séismes importants.

Principalement, ces technologies peuvent é&tre groupées en trois catégories: 1 ajout
d’amortisseurs, le recours a des transmetteurs de chocs sismiques et 1’isolation sismique

(Guizani, 2003).



34

L’ajout d’amortisseurs sismiques

Installés généralement en parallele aux appuis mobiles (reliant la superstructure au-dessus des
unités des piles et culées) (Figure 1.9), des amortisseuses mécaniques peuvent absorber une
partie importante de 1’énergie sismique induite par le séisme et la convertir en énergie

thermique.

Figure 1.9 Systéme d’amortissement installé sur le pont Rion-Antirion, Gréce
Adaptée d’Infanti et al. (2004)

L’usage de transmetteurs de chocs sismiques

Ces dispositifs sont similaires aux amortisseurs hydrauliques (Figure 1.10), mais leur
fonctionnement est différent. Ils sont généralement installés en parall¢le aux appuis mobiles.
Au lieu d’ajouter de I’amortissement supplémentaire lors du séisme, ces équipements
permettent surtout de mobiliser des ressources structurelles inexploitées. En effet, lorsque le
pont est soumis a un mouvement lent, comme le mouvement résultant de la dilatation
thermique du pont, ces équipements présentent trés peu de résistance au mouvement et
fonctionnent comme des liens mobiles. Par contre, en présence d’un mouvement plus rapide,
tel que I’impact du freinage, du vent et particulicrement des oscillations sismiques,
I’équipement développe une grande rigidité et résistance pour bloquer relativement, voire agir
comme un lien fixe. En d’autres termes, il mobilise 1’'unité de fondation a laquelle il est attaché
pour résister aux charges appliquées rapidement. Ce faisant, il augmente le nombre d’unités de

fondation (piles) résistant au séisme du pont ce qui permet de réduire la demande sismique sur
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chacune des unités de fondation, y compris la pile initialement fixe (munie d’appuis fixes),

laquelle devait autrement résister seule a la charge sismique.

Figure 1.10 Systéme de transmetteurs de chocs sismiques installé
pour le pont Stonecutters, Hong-Kong
Adaptée de Colato et al. (2008)

L’isolation sismique a la base

Cette technique adopte une stratégie qui consiste a découpler la superstructure du pont (le
tablier) des unités de fondation et du sol en introduisant des appuis flexibles (a la place des
appuis fixes) tout en ajoutant des composants d’amortissement aux appuis pour dissiper
I’énergie sismique. De nos jours, 1’isolation sismique a la base s’est établie comme une des
solutions des plus adaptées pour contrer 1’effet sismique sur les structures et elle est de plus en
plus utilisée dans les conceptions parasismiques des ouvrages en général et des ponts en
particulier (Abe, Yoshida et Fujino, 2004; Dall’ Asta et Ragni, 2006; Makris, 2019; Naeim et
M. Kelly, 1999; Van Engelen, 2019).

Comme le démontrent des applications précédentes, cette approche présente plusieurs
avantages, notamment une réduction considérable de la demande sismique en termes de force
et, ce, en ¢loignant la fréquence fondamentale de 1’ouvrage de la plage de fréquences
prédominantes du séisme. Ce faisant, elle permet de garder plus facilement la réponse sismique
des ¢léments structuraux essentiellement dans le domaine élastique, le cas échéant, ce qui
permet de minimiser voire éliminer les dommages lors des séismes et de préserver la

fonctionnalité de I’ouvrage pendant et immédiatement apres un séisme. De plus, les isolateurs
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sismiques sont faciles a intégrer et a remplacer, tout comme les dispositifs d’appui déja
existants des structures conventionnelles qui sont faciles a ajuster et a entretenir, etc.
Généralement, grace a ces avantages indéniables, cette approche devient une méthode de plus

en plus commune de nos jours dans les régions a sismicité élevée et modérée.

Cependant, cette technique requiert des connaissances spécialisées, des fournisseurs fiables,
un processus de validation expérimentale (essais sur prototypes) plus rigoureux pour vérifier
les caractéristiques hystérétiques des isolateurs puisque ceux-ci gouvernent la performance des
ouvrages. Finalement, ces caractéristiques sont fortement affectées par plusieurs facteurs
environnementaux (ex : la température, la poussicre, etc.) que les concepteurs doivent prendre

en compte.

1.3 Revue de P’isolation sismique a la base pour des ponts

1.3.1 Introduction

L’isolation sismique a la base est une stratégie innovatrice qui fournit une alternative des plus
attrayantes pour contrer les effets sismiques sur les structures. Elle est de plus en plus employée
dans les conceptions parasismiques des nouveaux ouvrages et les réfections d’ouvrages

existants (Buckle et al., 2006; JSSI, 2015; Morgan, 2007).

Dans les applications pratiques sur les ponts, des appuis spéciaux, dits isolateurs sismiques,
sont installés typiquement entre le tablier (la superstructure) et le dessus des unités de fondation
(piles, culées — la substructure) pour découpler le mouvement du tablier de celui du sol (isoler
des éléments structuraux de la source sismique). Dés lors, la superstructure se déplace de
manigére plus indépendante que la substructure lorsque le pont est soumis a un tremblement de
terre. Ce faisant, I’énergie sismique transmise a la structure est réduite considérablement, et

les dommages sont prévenus ou réduits, le cas échéant.

La réponse sismique d’une structure est fortement dépendante de la concordance entre les
périodes naturelles (fréquences naturelles) de ses principaux modes de vibration et les périodes

prédominantes du séisme. Or, en général, les fréquences naturelles de vibration des structures
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sont habituellement preés de la bande des fréquences dominantes des séismes, entrainant des

effets significatifs sur les structures.

L’isolation sismique consiste a allonger les périodes principales des structures pour les ¢loigner
de la plage des périodes dominantes des séismes et ainsi réduire 1’énergie sismique transmise
a la structure. Pour ce faire, les dispositifs d’isolation sismique doivent présenter une faible
rigidité latérale pour augmenter la flexibilité latérale de la structure. Cette caractéristique est
considérée comme la plus importante des systemes d’isolation sismique a la base (Guizani,

2007).

D’autre part, la déformation latérale d’une structure isolée est en grande partie concentrée sous
forme de déformations inélastiques au niveau des isolateurs sismiques alors que le reste de la
structure, notamment au-dessus des isolateurs, se déforme essentiellement a la maniére d’un
corps rigide. L énergie sismique réduite transmise a la structure est absorbée en grande partie
par les isolateurs sismiques et est essentiellement emmagasinée sous forme élastique dans la
structure, épargnant ainsi les composants structuraux de déformations inélastiques et de
dommages. L’intégration de composants d’amortissement ¢levé dans le systéme d’isolation
sismique est alors nécessaire, permettant a la partie la plus importante de I’énergie sismique
induite d’étre dissipée au sein des composants du systéme (appuis isolateurs), plutdt que dans
la structure. Il en résulte que I’ajout d’amortissement réduit généralement la demande sismique
en force et en déplacement (Masroor et al., 2012; Nagarajaiah et Ferrell, 1999; Weisman et
Warn, 2011). Les composants énergétiques restants sont réfléchis ou transmis a I’ouvrage
produisant une trés faible influence sur la réponse de la structure. Les dommages dans les
¢léments structuraux sont réduits car ceux-ci présentent une réponse sismique dans le domaine

¢lastique, le cas échéant.

La Figure 1.11 illustre le principe de I’isolation sismique et son effet sur la demande sismique

en force et en déplacement du pont.
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Figure 1.11 Effet de I’isolation sismique a la base sur la réponse sismique: (a) 1’accélération
spectrale (force latérale); (b) le déplacement latéral
Adaptée de Guizani (2007)

L’expérience antérieures montre que les forces induites par un séisme dans une structure isolée
a la base peuvent étre réduites par un facteur de cinq a vingt, voire cinquante, fois
comparativement a celles induites dans la méme structure non isolée (Chandak, 2013; Jangid,
2004). De plus, au lieu de solutions structurales conventionnelles, on arrive ainsi & concentrer
la demande en ductilité (déformations inélastiques) et de dissipation d’énergie dans les seules
unités du systéme d’isolation sismique, lequel est beaucoup plus facile a concevoir et a
remplacer tout en maintenant le fonctionnement de la structure. Ce faisant, on permet de
diminuer les dommages sismiques occasionnés aux ponts a des colits de construction et
d’entretien relativement plus faibles (par rapport a une conception conventionnelle). Ceci
constitue un avantage a long terme qui consiste a préserver la fonctionnalité de 1’ouvrage
pendant et immédiatement aprés un séisme. L’isolation sismique a non seulement des
avantages indéniables mais répond également aux exigences des codes de construction pour

certains ouvrages d’art essentiels, ce qui en fait une excellente solution de conception

parasismique des ponts dans les zones a sismicité élevée et modérée.

1.3.2 Les principaux systémes disponibles

Actuellement, il existe plusieurs types d’isolateurs sismiques. Le choix du systéme d’isolateur

approprié est basé sur des caractéristiques de la structure et de 1’aléa sismique (caractéristiques
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sismiques de la zone) ainsi que la capacité du systéme a s’adapter aux besoins spécifiques de

chaque projet.

Parmi les principaux systémes utilisés aujourd’hui, la plupart peuvent étre classés en deux
catégories principales : les systemes basés sur un élastomére et les systémes basés sur la

friction-glissement.

1.3.2.1 Les systémes d’isolation sismique a base d’élastomere

En général, ces systemes sont composés a la base par des appuis en ¢lastomere renforcés par
des frettes (de minces plaques d’acier) et équipés de deux plaques en acier permettant leur
ancrage a la structure. Les frettes et les couches d’¢lastomeres sont fabriquées avec des
¢paisseurs uniformes, collées ensemble (par vulcanisation) de sorte que les frettes sont
entierement solidarisées a 1’élastomeére sur toutes les surfaces au cours du moulage (Saidou,
2012). La flexibilité latérale élevée de I’élastomere, travaillant en cisaillement, est a la base de
la capacité de déplacement latéral de I’isolateur et de sa flexibilité. La présence des frettes
permet d’accroitre la capacité de déformation latérale de 1’appui sans nuire a sa capacité

portante verticale (en augmentant le facteur de forme des couches d’¢élastomere).

Actuellement, il existe deux catégories principales d’isolateurs a base d’élastomeére. Elles se
distinguent par la présence ou I’absence du noyau de plomb a I’intérieur du systéme et sur les
caractéristiques mécaniques de 1’¢lastomeére :
1) Pappui en élastomere fretté, lui-méme se déclinant en deux sous-catégories:

i.1) avec ¢lastomere standard a faible amortissement et;

1.2) avec un élastomere a amortissement élevé

i1) I’appui en élastomere avec noyau de plomb.

L’¢lastomere le plus couramment utilis¢ est le caoutchouc naturel.
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L’appui en caoutchouc a faible amortissement

Le comportement de 1’¢lastomére en cisaillement est visqueux et linéaire avec un faible
amortissement (de 3% a 7%) (Abe, Yoshida et Fujino, 2004; Ashkezari, Aghakouchak et
Kokabi, 2008; Busson, 2015; Cardone et Gesualdi, 2012; Constantinou et al., 1999; Kumar,
Whittaker et Constantinou, 2014; Naeim et M. Kelly, 1999). Toujours d’aprés Naeim et M.
Kelly (1999), I’¢lastomere (caoutchouc naturel et synthétique) est typiquement peu sensible au
fluage lorsque cisaillé a des niveaux inférieurs a 150%. D’autre part, il présente une bonne

stabilité a long terme de son module de compressibilité et de son module de cisaillement.
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Figure 1.12 Essais de qualification des isolateurs en caoutchouc naturel a température
ambiante, le pont de I’autoroute 10 Est au-dessus de la riviere Richelieu
Adaptée de Velev, Fortier et Lemay (2011)

La limitation principale de ces appuis, pour une application plus répandue, réside dans sa faible
capacité¢ d’amortissement - une caractéristique indispensable pour limiter le déplacement
sismique, notamment dans les zones sismiques avec des signaux riches en basses fréquences
(Choun, Park et Choi, 2014; Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011). Pour pallier
cette limitation, le plus souvent ce systéme est utilis¢é en association avec un composant
d’amortissement supplémentaire externe a I’appui. La Figure 1.12 présente un prototype
d’isolateur en caoutchouc naturel et les courbes d’hystérésis obtenues lors des essais en

laboratoire.
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L’appui en élastomére a amortissement élevé (High Damping Rubber Bearing (HDRB))

L’¢lastomeére utilisé est obtenu au moyen d’une formulation spéciale de maniere a posséder
une capacité de dissipation d’énergie plus élevée que 1’¢lastomére standard, via ses propriétés
hystérétiques (Figure 1.13). L’¢élastomeére ainsi obtenu présente un comportement non linéaire
avec un taux d’amortissement typiquement autour de 15% (Ankik, 2019; Cardone et Gesualdi,
2012; Dall’Asta et Ragni, 2006; Naeim et M. Kelly, 1999; Taylor et Igusa, 2004; Tubaldi,
Mitoulis et Ahmadi, 2018).
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Figure 1.13 Essais d’indentification les caractéristiques mécaniques des
isolateurs en ¢élastomére a amortissement élevé
Adaptée de Dall’ Asta et Ragni (2006)

L’appui en élastomeére fretté a noyau de plomb (Lead Rubber Bearing (LRB))

Il s’agit de I’appui en élastomere (a faible amortissement) fretté, muni d’un noyau de plomb
au centre (Figure 1.14). Ce noyau de plomb se déforme en cisaillement selon un comportement
presque parfaitement élastoplastique, lorsque le noyau se trouve bien confiné par 1’¢lastomere
(Robinson, 1982). Son efficacité¢ de dissipation d’énergie sismique est considérée comme la
contribution la plus importante du noyau de plomb, augmentant considérablement 1’aire de la
boucle d’hystérésis, résultant en un taux d’amortissement effectif plus élevé. Des taux
d’amortissement équivalents allant jusqu’a 30% peuvent étre facilement atteints (Buckle et al.,

2006; Choun, Park et Choi, 2014; Naeim et M. Kelly, 1999; Robinson, 1982).
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Figure 1.14 Comportement hystérétique d’un isolateur en élastomere fretté
avec noyau de plomb a température ambiante
Adaptée de Pakniat (2014)

Par ailleurs, grace aux propriétés mécaniques du plomb, le noyau permet également de
contrdler la rigidité initiale en service, sous charges non sismiques, en contribuant de manicre
significative a la résistance caractéristique initiale de 1’équipement. La Figure 1.14 représente
des prototypes d’isolateur en élastomeére avec noyau de plomb et les courbes d’hystérésis
obtenues lors d’essais en laboratoire sur prototypes d’unités utilisés lors d’un projet de

réfection de pont a Québec (Pakniat, 2014).
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En général, les systémes d’isolation basés sur un élastomere présentent plusieurs avantages, en
particulier leur avantage économique di a la facilité de leur fabrication, de leur installation, et
de leur entretien. IlIs permettent a la fois de contrdler, de manic¢re plutét découplée et
indépendante les deux principales caractéristiques d’un systéme d’isolation sismique a savoir:
la dissipation d’énergie et la flexibilité latérale. Néanmoins, ces systémes présentent quelques
inconvénients et limitations, notamment : leur sensibilité aux basses températures qui affectent
grandement leurs propriétés mécaniques, leur vieillissement, leur historique de chargement et
leurs grandes dimensions en présence de charges verticales élevées (Buckle et al., 2006;
Constantinou et al., 1999; Gu et Itoh, 2010; Zhao et al., 2017). Les effets des différents facteurs
sur les propriétés hystérétiques sont présentés plus en détail dans les pages qui suivent. Un
inconvénient additionnel du systéme avec noyau de plomb est son potentiel de pollution
environnementale au plomb. Finalement, la stabilité¢ sous charges verticales et déformations
latérales de ces systémes d’appui est un souci puisque la capacité verticale de I’appui diminue

lorsqu’il se déforme latéralement.

1.3.2.2  Les systémes a base de glissement

Ces systemes ont recours a une interface de glissement pour permettre le déplacement latéral.

Le systéme de pendule a friction (Friction Pendulum System (FPS))

L’un des systémes les plus utilisés est le systeme de pendule a friction. L’appui d’un pendule
a friction est composé de deux plaques, en vis-a-vis, subissant un effort normal de confinement
contrdlé. Tel qu’illustré sur la Figure 1.15, ces sysytémes permettent de découpler les
mouvements de la superstructure de ceux de ’unité de fondation au moyen d’une interface de
glissement articulée entre elles. Dans le systéme de pendule a friction, la surface de contact est
sphérique et concave, permettant le recentrage de 1’appui et le systéme fonctionne a la manicre
du pendule, d’ou le nom. Le rayon de courbure de la surface contréle la période du pendule
tandis que le coefficient de friction de I’interface de glissement contrdle I’énergie dissipée et

I’amortissement du systéme.
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Figure 1.15 Systéme de pendule a friction et le comportement typique
Adaptée de OILES (2020)

Systéme a base d’appui en élastomére confiné

Il existe d’autres systémes d’isolation sismique utilisant le principe de glissement le long d’une
interface a I’instar du systéme Izolatech (ZTS). Ce systéme a été développé par la compagnie
Goodco Z-Tech (2017) et est illustré sur la Figure 1.16. Il est composé d’un appui en
¢lastomere confiné muni d’une interface de glissement et des ressorts hélocoidaux en acier
pour le recentrage. Grace a un disque en ¢lastomere confiné, ce systéme peut résister a des
charges verticales plus ¢élevées dans un espace plus compact que les systémes a base

d’élastomere.

Les ressorts ont un comportement élastique et contrdlent la rigidité post-¢élastique. L’interface
de glissement est en acier inoxydable — téflon (renforcé en fibres de carbone ou de verre) et
controle I’énergie dissipée, par friction, et par conséquent I’amortissement du systéme (Guizani

et Chaallal, 2011).
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Figure 1.16 Le systéme isolateur a friction en ¢lastomére confiné — Izolatech
Tirée de Guizani et Chaallal (2011) et Goodco Z-Tech (2017)

Les systémes a base de glissement présentent une bonne stabilité sous des charges verticales
puisqu’il y a un découplage entre le mouvement horizontal et la capacité verticale de 1’appui.
Autrement dit, la capacité verticale n’est pas affectée par la déformation latérale de I’appui. Ils
sont également relativement faciles a fabriquer, installer et entretenir. Néanmoins, leurs
caractéristiques, en particulier, le coefficient de frottement, sont plus difficiles a varier dans
une large gamme et sont affectées par plusieurs facteurs comme la température, la vitesse,

I’usure, la contamination (ex. : par poussiére), etc.

1.3.2.3  Systéme d’isolation Roll-N-Cage (RNC)

Le systéme d’isolation Roll-N-Cage (RNC), illustré sur la Figure 1.17, est un systéme
combinant a la fois certaines composantes propres aux systemes a base d’¢lastomere avec
d’autres composantes propres aux systémes a glissement. Il a été présenté par Ismail, Rodellar
et Ikhouane (2010) comme un systéme permettant d’isoler dans trois directions, incorporant
toutes les fonctions nécessaires (une résistance aux charges non sismiques, une flexibilité
horizontale avec stabilité accrue, une bonne capacité de dissipation d’énergie, un mécanisme
de recentrage basé sur la gravité inhérente, un support vertical assez rigide). Le mécanisme
principal du RNC est un cylindre creux en élastomeére avec une épaisseur convenablement
congue, autour du corps roulant. Basé sur sa structure particuliére, le découplage superstructure
— substructure de [’ouvrage est réalisé grace au corps roulant (interface de
roulement/glissement). La rigidité verticale est assumée par le cylindre en élastomére. La

dissipation d’énergie est réalisée a travers des composants de 1’élastomere avec certaines
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fonctionnalités supplémentaires nécessaires telles que la dissipation hystérétique via des tiges
métalliques (ayant une forme s’apparentant a un U) ou des barres de plomb incorporées dans
le cylindre en élastomeére. Ces amortisseurs en tiges métalliques sont congus et disposés autour
du corps roulant pour fournir 1'amortissement et la rigidité horizontale pour résister aux
vibrations mineures souhaitées. Le mécanisme de recentrage est fourni par le corps roulant, de
maniére analogue au pendule de friction (Ismail, Rodellar et Ikhouane, 2010; Ismail, Rodellar

et Casas, 2016).

Figure 1.17 Isolateursismique Roll-N-Cage (RNC)
Tirée de Ismail, Rodellar et Casas (2016)

1.3.3 Modélisation et analyse sismique des ponts isolés a la base

1.3.3.1  Modé¢les de comportement des systéemes d’isolation

Le comportement hystérétique, a savoir la relation force-déplacement, des isolateurs sismiques

est interdépendant de plusieurs parametres et conditions. Notamment, 1’architecture et la nature
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des composantes du systeme (composante flexible, nature et matériaux composant 1’interface
de frottement), le taux de déformation, les conditions de température, le niveau de
charges/contraintes internes, la vitesse instantanée, I’historique de chargement, I’interaction
des propriétés mécaniques avec l’augmentation de la température interne résultant du
réchauffement causé par 1’énergie dissipée par déformation inélastique ou par frottement, la
contamination et/ou le vieillissement des composantes, etc. (Abe, Yoshida et Fujino, 2004;
Ankik, 2019; Becker et Mahin, 2012; Beji, 2015; Buckle et al., 2006; Cardone et Gesualdi,
2012; Constantinou et al., 1999; Dall’ Asta et Ragni, 2006; Naeim et M. Kelly, 1999). 1l existe
plusieurs modeles hystérétiques, avec différents degrés de sophistication et de complexité,
pouvant représenter la relation force-déplacement des systémes d’isolation sismique a la base
(Buckle et al., 2006; CSI, 2020; Kikuchi et Aiken, 1997; Kikuchi, Nakamura et Aiken, 2010;
Naeim et M. Kelly, 1999; Saidou, 2012). Ces mod¢les sont sélectionnés en fonction de la
complexité de I’analyse structurale requise, du niveau de précision désiré et du comportement
mécanique spécifique étudié¢. Parmi ceux-ci, les modeles hystérétiques non linéaires sont les
plus complexes mais également ceux qui permettent de représenter le mieux et le plus
fidelement le comportement réel de certains systémes, tels que les isolateurs a base
d’élastomere avec un raidissement du matériau sous les grandes déformations (Kikuchi et
Aiken, 1997; Saidou, 2012). Cependant, de tels modeles sont rarement utilisés en pratique en
raison de la complexité des calculs, non justifiée par la précision désirée. Le modele bilinéaire
est néanmoins le modele nonlinéaire le plus simple et également le plus utilisé pour I’analyse
des ponts isolés a la base permettant de capter 1’essentiel du comportement des isolateurs les
plus courants. Le modele viscoélastique est un modele linéaire équivalent, basé sur le mod¢ele
bilinéaire, utilisé¢ dans les analyses linéaires, telles que les analyses spectrales (Buckle et al.,
2006; Gai, Spencer Jr et Xu, 2020; Guizani et Chaallal, 2011; Hwang et Chiou, 1996; Hwang
et Sheng, 1993; Iwan, 1980; Jara et al., 2012; Jara et Casas, 2006; Koval, Christopoulos et
Tremblay, 2016; Kumar, Whittaker et Constantinou, 2014; Leroux, Tremblay et Léger, 2017,
Naeim et M. Kelly, 1999). Ces deux modeles sont ¢galement adoptés a la base des codes de
conception et, implicitement, reconnus comme ¢étant suffisamment fiables et précis pour les

systemes d’isolation sismique a la base (AASHTO, 2014; CSA-S6, 2019; ECS, 2005b).
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Le modele bilinéaire de la relation force-déplacement est considéré comme un comportement
théorique général idéalisé pour les isolations sismiques typiques. Ce mod¢le de comportement
ainsi que ses principaux parametres et caractéristiques sont définis sur la Figure 1.18. C’est le
modele le plus simple utilis€ pour les analyses temporelles non linéaires ou le niveau des
déformations est trés variable (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2019; ECS,
2005b; Naeim et M. Kelly, 1999).

Force A \ A
Foax Les paramétres caractéristiques

=/ - La résistance caractéristique initiale, O,
F, Ak, | - La rigidité élastique initiale, K,
""" Q i

= -1 ! - La rigidité post-élastique, K,
/ 4,&] Ko K, - La limite élastique, F, = Q.K, / (K, - K,)
"'i 1 1 - La force latérale maximale:
. i - _
Dy Dmax Foax = Qd + Kg.Dyax = Ke/fDmax
- La capacité de dissipation d’énergie:
EDC = 4Qd~[Dmax - Qd/ (Ku - Kd)]
- L’amortissement visqueux équivalent:
Bey = EDC/Q2T.K D)

.

Déplacement

EDC

Figure 1.18 Modele d’hystérésis bilinéaire, généralement utilisé pour les isolateurs sismiques

Pour ce mode¢le, la rigidité élastique initiale, Ku, est typiquement une valeur tres élevée, autant
que le déplacement a la limite élastique, Dy, est typiquement de 0 a quelques (1 a 2) millimétres,
dépendamment du systéme. Cette caractéristique a une importance secondaire (dans ces
limites) sur le comportement du systéme en séisme et son principal rdle consiste a assurer la
rigidité initiale du systéme, sous les charges non sismiques (vent, freinage, vibrations et
séismes tres faibles, etc.). La résistance caractéristique initiale, Qu, et la rigidité post-élastique,
Ka, sont les caractéristiques du systéme les plus importantes affectant son rendement ainsi que
la performance de I’ouvrage sous les séismes importants (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006;
CSA-S6.1, 2019; Dicleli et Buddaram, 2007; Naeim et M. Kelly, 1999). Pour les besoins
d’analyses sismiques élastiques, telles que I’analyse spectrale unimodale ou multimodale, ce
comportement peut étre représenté par un modele viscoélastique lin€aire équivalent. Ce

modele est une combinaison d’un ressort €lastique et d’un amortisseur visqueux, montés en
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parallele et est illustré sur la Figure 1.19. Il est défini par la rigidité effective, Kep, (du ressort
linéaire) et le taux d’amortissement visqueux équivalent, fep, (de 1’amortisseur), évalués au

déplacement de calcul.

:
[+]
+

(@) oo . vy ORI L . S ’

(b) Elastique linéaire Amortisseur visqueux

Viscoélastique linéaire

Figure 1.19 Mod¢le viscoélastique linéaire: (a) schémas; (b) comportement des composantes

1.3.3.2 Méthodes d’analyse sismique des ponts isolés

Actuellement, la réponse sismique des ponts isolés est obtenue sur la base de trois principales
méthodes d’analyse a savoir : méthode d’analyse spectrale unimodale (Single Mode Spectral
Analysis(SMSA)), méthode d’analyse spectrale multimodale (Multi-Mode Spectral Analysis
(MMSA)), et méthode d’analyse temporelle non linéaire (NonLinear Time History Analysis
(NLTHA)) (AASHTO, 2017; Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2019; Dicleli et Buddaram, 2006;
ECS, 2005b; Guizani, 2007; Kammerer, Whittaker et Constantinou, 2012; Koval,
Christopoulos et Tremblay, 2016; Leroux, Tremblay et Léger, 2017; Naeim et M. Kelly, 1999).
Les méthodes d’analyse spectrale (unimodale et multimodale) utilisent le modele
viscoélastique linéaire équivalent. Le modele de comportement bilinéaire est, généralement
admis, a la base du calcul de ces propriétés effectives par les codes et la littérature (CSA-S6,
2019). L’amortissement visqueux équivalent, S, est calculé de sorte que 1’énergie dissipée
par cycle (EDC) du systeme bilinéaire égale celle d’un amortisseur visqueux. L’amortissement
est ensuite traduit par un facteur d’amortissement (B) par lequel est calibré le spectre de calcul

pour les périodes isolées (AASHTO, 2017; CSA-S6, 2019). Etant donné que les propriétés
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effectives (Kep et Bey) dépendent du déplacement de calcul, lequel est inconnu, et que la force
pour ce déplacement selon le modéele bilinéaire doit correspondre a la force obtenue via le
spectre de calcul pour la période effective (7ef) calculée avec la rigidité effective (pour ce
déplacement selon le modele bilinéaire), une procédure itérative est alors employée pour
assurer la convergence et déterminer la réponse du systéme (Buckle et al., 2006; Guizani, 2003;
2007). La Figure 1.20 montre les principales étapes de la procédure itérative utilisée pour
déterminer la réponse sismique maximale par la méthode spectrale unimodale (SMSA). Plus
de détails sont fournis aux chapitres 2 et 3, dans le code CSA-S6 :19 et différentes variantes se

trouvent dans la littérature (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2019).

Paramétres d’entrée: W, Qq, Ky, Ky, Ksup, o, CSA-S6:19
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v
Calculer les paramétres d’hystérésis: D,=F,/K,=Q4/(K,-Kg);
Kisoly=Qa/DoiyKa 5 Eisol(hy=4Qa(Drmaxi-Dy)/ (21K 1s016)Dinaxiy)
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Figure 1.20 Schéma de la méthode SMSA pour analyse sismique des ponts isolés a la base
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Dans le cas de la méthode spectrale multimodale, ’approche est similaire. Néanmoins,
I’analyse sismique, impliquée a chaque itération a normalement recours a un outil de calcul
commercial. A chaque itération, le déplacement sismique est estimé, les propriétés effectives
des unités d’isolation calculées, le modele de la structure est modifi¢ pour refléter ces
propriétés (aux éléments représentant les isolateurs), le spectre de calcul est ajusté (pour la
fourchette des périodes isolées avec I’amortissement visqueux équivalent). Un premier estimé

du déplacement de calcul peut étre obtenu par la SMSA.

La méthode d’analyse temporelle nonlinéaire (NLTHA) permet de fournir un historique
complet de la réponse des éléments structuraux sous des enregistrements sismiques. Le
comportement des isolateurs peut étre représenté par le modele de comportement bilinéaire ou
un modele plus sophistiqué (Abaqus, 2014; CSI, 2020; OpenSees, 2021). Elle fournit la
réponse précise des structures des plus simples aux plus complexes, est considérée comme la
méthode la plus précise. Elle permet de valider les résultats d’analyses préliminaires (c.-a-d.
par SMSA ou MMSA) et de finaliser la conception. Cette méthode est néanmoins tres
demandante et fastidieuse en termes d’efforts de calcul et de traitement des résultats, puisque
les résultats doivent combiner ceux résultant de plusieurs enregistrements qui doivent étre

utilisés et préalablement calibrés/adaptés pour le site du pont.

1.34 Limitations sur ’application de la méthode d’analyse spectrale unimodale

Bien que la méthode d’analyse temporelle non linéaire soit considérée comme la méthode la
plus précise, la méthode d’analyse spectrale unimodale est particuli¢rement utile dans la
s¢lection et le dimensionnement préliminaire des ponts isolés. De plus, cette méthode peut
¢galement étre utilisée dans la conception finale sous certaines limites spécifiques. Ces
conditions dépendent a la fois de la complexit¢ et I'importance de I’ouvrage, des
caractéristiques du systéme d’isolation et des résultats recherchés par 1’analyse sismique et

sont spécifiés dans les codes de conception.

Malgré le fait qu’'un pont essentiel isolé au Canada puisse étre congu pour avoir un

comportement inélastique, relativement limité sous un séisme d’une période de retour de 2 475
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ans, il est souvent possible d’assurer un comportement élastique aux ponts isolés sous un tel
séisme, particuliérement dans les zones de sismicité modérée. Ceci résulte de I’effet combiné
de la réduction considérable de la demande sismique en force amenée par I’isolation a la base
et du taux de renforcement minimal dans les piles exigées par le code (Belghith, 2020;

Moradiankhabiri, 2016).

La méthode d’analyse sismique minimale est déterminée selon la catégorie de performance, la
régularit¢é du pont tel qu’indiqué au Tableau 4.13 (CSA-S6, 2019). Cette catégorie de
performance est établie en fonction de I’importance du pont et I’intensité de I’activité sismique

de la zone du site.

La méthode d’analyse spectrale unimodale est considérée comme une méthode d’analyse
statique ¢€lastique par le code canadien. Cependant, méme si cette méthode n’est applicable que
pour les structures lin€aires, le comportement nonlinéaire du systéme d’isolation et de I'unité
de fondation peut étre linéarisé et la réponse d’un pont isolé subissant des déformations
inélastiques obtenue par un processus itératif. Il est donc possible d’utiliser cette méthode pour
une conception basée sur la performance avec un pont se comportant dans le domaine

inélastique sous un sé¢isme d’une période de retour de 2 475 ans (Nassar et al., 2021).

Outre les exigences des codes sur la méthode d’analyse sismique minimale, d’autres exigences
sont spécifiées dans les codes quant aux limites d’application de la méthode spectrale
unimodale (AASHTO, 2014; CSA-S6.1, 2019; ECS, 2005b), la période effective de vibration
du pont isolé et le systéme de recentrage (AASHTO, 2014; CSA-S6.1, 2019). Cependant, ces
limites ont été données pour des cas généraux sans distinction des zones sismiques modérées
et élevées ou la différence des caractéristiques sismiques entraine une différence significative
des réponses sismiques du pont isolé. Ceci est particulierement pertinent au vu des
changements introduits dans les récentes versions du code canadien au niveau de 1’aléa
sismique et du spectre de calcul pour les zones a sismicité modérée (Est du Canada), discutés
précédemment. De plus, 1’origine des limites imposées a I’applicabilité de cette méthode n’est
pas clairement établie et retracée. Trés peu de recherches ont été effectuées pour vérifier la

pertinence de ces limites d’application et pour leur mise a jour, notamment pour les zones a



53

sismicité modérée. Finalement, a I’heure actuelle, il n’existe pas d’indications assez claires sur

I’erreur pouvant résulter de I’utilisation de la méthode spectrale unimodale.

D’autre part, le déplacement résiduel est une réponse importante pour mesurer la performance
des ponts isolés et vérifier ’utilisabilité de I’ouvrage ainsi que les interventions post-séisme
requises (recentrage du pont en présence d’un déplacement résiduel important). Or, cette
réponse ne peut pas étre prédite par la méthode d’analyse spectrale unimodale, laquelle utilise
un mod¢le linéaire équivalent, avec aucun déplacement résiduel possible. Cette limitation
intrinséque de la méthode réduit son utilité et il est souhaitable de pouvoir estimer

indirectement le déplacement résiduel attendu.

En conséquence, il est jugé opportun de revisiter les limites d’application de la méthode
d’analyse spectrale unimodale, de les mettre a jour au besoin, d’estimer 1’erreur pouvant
résulter de cette méthode et de proposer des relations pouvant estimer le déplacement résiduel
des ponts isolés afin de compléter la méthode. Ceci fait ’objet de Iarticle 2 présenté au

chapitre 3.

1.3.5 Effets des caractéristiques du séisme sur la performance de ’isolation sismique
et récents changements au niveau de I’aléa sismique au Canada

De fagon générale, les performances sismiques d’un pont isolé a la base et de son systéme
d’isolation sont considérablement affectées par les différentes caractéristiques des signaux
sismiques, en particulier leurs contenus fréquentiels et leurs propriétés spectrales. Plusieurs
¢tudes ont été consacrées a cet effet (Castaldo et Tubaldi, 2018; Choun, Park et Choi, 2014;
Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011; Karalar, Padgett et Dicleli, 2012; Nanda,
Shrikhande et Agarwal, 2012; Yang et al., 2017; Zhang et Huo, 2009). La plupart de ces études
ont confirmé¢ que le rapport de PGA/PGV est fortement associé¢ au contenu fréquentiel du

séisme et impacte fortement la réponse et la performance sismique des ponts isolés a la base.

Dicleli et Buddaram (2006) ont étudié les réponses sismiques maximales des ponts isolés a la
base en fonction des caractéristiques des séismes, via les parametres PGA/PGV (variation de

5.5s1 4 21.55"), PGV?/PGA et les propriétés du systéme d’isolation sismique. Le paramétre
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PGV?/PGA est relié a I’intensité des impulsions d’accélération dans un mouvement du sol et
représente donc le potentiel de dommages du tremblement de terre (Dicleli et Buddaram,
2006). Leurs résultats ont montré que les déplacements sismiques maximaux des ponts isolés
(demandes sismiques en déplacement) diminuent avec I’augmentation de PGA/PGV ou la
diminution de PGV?/PGA. De plus, avec des ratios élevés de PGA/PGV (PGA/PGV > 12s°!
correspondants aux résultats présentés), représentatifs pour des sé€ismes riches en hautes
fréquences, la résistance caractéristique, Qus, du systéme d’isolation a un effet mineur sur le
déplacement maximal. Par contre, pour les séismes avec de faibles ratios de PGA/PGV
(inférieur a 10.6s"), ce paramétre a un effet important sur le déplacement maximal et les
isolateurs a haute résistance caractéristiques sont recommandés pour dissiper 1’énergie
sismique et maintenir les déplacements dans des limites raisonnables. D’autre part, pour les
s¢ismes avec les faibles ratios de PGA/PGV, la rigidité post-¢lastique, K4, a un effet
considérable sur le déplacement maximal et la force maximale (de 1.5 a 4 fois plus grand que
ceux avec des ratios ¢levés de PGA/PGV). Les résultats ont également montré que 1’exigence
minimale de la force de rappel par le code AASHTO (Kz = 0.025W/Dmax) produit un effet
remarquable sur la réduction du déplacement des isolateurs soumis a des tremblements de terre
avec les faibles ratios de PGA/PGV, mais seulement un effet négligeable avec des ratios élevés

de PGA/PGV.

Castaldo et Tubaldi (2018) ont étudié I’influence des caractéristiques sismiques (PGA/PGV)
sur les valeurs optimales du frottement normalisé (mesure la résistance caractéristique QJs) du
systéme de pendule a friction, qui minimise la demande sismique en déplacement. L’étude

montre que cette valeur optimale diminue considérablement pour des tremblements de terre a

haute fréquence (PGA(g) / PGV(m/s) > 1.2).

Choun, Park et Choi (2014) ont trouvé que la réponse des structures isolées est trés sensible
aux ratios de PGA/PGV. Pour les séismes avec de faibles ratios de PGA/PGV
(PGA(g) / PGV(m/s) <0.8), ’augmentation des réponses sismiques est fortement amplifiée (la
contrainte de cisaillement dans I’isolateur atteint jusqu’a 600%) par rapport a des ratios élevés

de PGA/PGV et est tres affectée par les propriétés de 1’isolateur. Pour les tremblements de
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terre avec des ratios ¢élevés de PGA/PGV, au-dela d’un certain seuil (PGA(g)/PGV(m/s) >1.2),

les propriétés de I’isolateur ont un effet mineur sur la réponse des structures isolées.

D’un autre co6té, la forme du spectre des accélérations représente également la variation de la
concentration d’énergie sismique dans le domaine fréquentiel. C’est-a-dire, pour une
fourchette de fréquences données, plus les valeurs des accélérations spectrales sont élevées,
plus la concentration d’énergie dans cette fourchette est élevée. La variation des valeurs
spectrales en fonction du prolongement de la période peut étre considérée comme un parametre
indicatif important pour estimer la performance sismique de 1’isolation. De ce point de vue, les
exemples de spectres de calculs pour deux localités : Vancouver, située a 1’ouest, et Montréal,
située dans I’est canadien, illustrés sur la Figure 1.21, montrent des formes trés distinctes, ayant
un impact important sur la conception parasismique des ponts isolés. Ainsi, pour le spectre de
calcul de Montréal, les accélérations spectrales diminuent plus rapidement avec I’allongement
de la période ce qui indique que I’isolation sismique serait trés efficace. Par contre, pour les
spectres de calcul ou les valeurs de ’accélération spectrale diminuent plus lentement avec
I’allongement de la période et ou ces valeurs demeurent assez élevées a des périodes
relativement longues (2s a 3s), I’approche d’isolation sismique est plus compliquée et des
systemes plus performants seraient requis pour dissiper une grande partie de 1’énergie sismique
transférée dans la structure du pont dans la fourchette de ces longues périodes. Au Canada,
I’isolation sismique a été introduite dans I’édition 2000 du code (CSA-S6, 2000). Pour la
période entre 2000 et 2015, les isolateurs ont généralement été calculés selon les spécifications
des éditions 2000 et 2006 de ce code (CSA-S6, 2000; 2006), ou les spectres de calcul ont été
développés a partir d’accélérogrammes relevés le long de la cote Ouest de I’ Amérique du Nord,
similaires a ceux de ’AAHSTO appliqué aux Etats-Unis. Ces spectres ne reflétent pas
adéquatement 1’état de 1’art sur ’aléa sismique et la sismicité de I’Est du Canada (Koval,
Tremblay et Christopoulos, 2012; NRCC, 2003). Les versions plus récentes du code canadien
sur le calcul des ponts routiers (CSA-S6, 2019) spécifient des spectres de calcul en phase avec

les dernieres données sur 1’aléa sismique au Canada (NRCAN, 2020).

La Figure 1.21 illustre les accélérations spectrales calculées par les codes CSA-S6-19 et

CSA-S6-06 pour Vancouver et Montréal avec une probabilité de dépassement de 10% en 50
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ans. Une tres forte similarité entre le spectre de calcul selon CSA-S6-06 et celui selon CSA-

S6-19 pour Vancouver est maintenue, conformément aux discussions précédentes.
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b‘ L'Ouest Canadien L'Est Canadien
0.7 1% —a—vVancouver, CSA-56-19 Montréal, CSA-S6-19
0.6 - '.0 Vancouver, CSA-S6-06 =---- Montréal, CSA-S6-06
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Figure 1.21 Comparaison les spectres de calcul entre le code CSA-S6-06 et CSA-S6-19,
avec une probabilité de dépassement de 10% en 50 ans
Toutefois, alors que le code CSA-S6-06 adopte le méme spectre de calcul pour les deux villes
de Montréal et Vancouver, le code CSA-S6-19 spécifie des spectres de calcul avec des formes
trés distinctes, présentant des différences similaires a celles entre les deux types de spectres
spécifiés par I’Eurocode 8, tel qu’illustrés sur la Figure 1.6. Cette différence, notamment au
niveau des valeurs spectrales pour les longues périodes de vibration versus celles spécifi¢es
pour les courtes périodes, est particulierement importante pour la conception des ponts isolés,
non seulement au Canada, mais aussi dans les autres régions sismiques comme les Etats-Unis

et I’Europe.

Cependant, la plupart des systemes d’isolation sismique développés depuis plusieurs décennies
ont été initialement destinés pour les ponts situés dans les zones a forte sismicité. Il y a donc
lieu de se demander si ces systémes ne seraient pas surperformants pour les besoins des ponts
situés dans les régions a sismicité modérée et si d’autres systémes, moins performants, mais
plus économiques ne seraient pas plus appropriés. Ceci est 'une des motivations principales
derricre les objectifs de la présente these, présentés précédemment. La classification des zones
sismiques et les propriétés génériques optimales des systémes d’isolation sismique en fonction

de ce classement sont ¢tudiées, plus particulicrement, dans ’article 1, présenté au chapitre 2.
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14 Variabilité des propriétés hystérétiques des isolateurs sismiques et facteurs de
modification

Tel que brievement abordé précédemment, le comportement hystérétique des systémes
d’isolation sismique communs est sensible a plusieurs facteurs entrainant des changements
importants de leurs caractéristiques hystérétiques. Les facteurs en jeu les plus usuels sont la
température, la vitesse, ’'usure, le vieillissement, I’historique de chargement, la stabilisation
(dans le cas des HDRBs, illustré dans la Figure 1.22), etc. (Ankik, 2019; Buckle et al., 2006;
Cardone et Gesualdi, 2012; Constantinou et al., 1999; Constantinou et al., 2007; Kalpakidis et
Constantinou, 2009b; Maret, 2016; McVitty et Constantinou, 2015; Thompson et al., 2000).
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Figure 1.22 Phénomeéne de stabilisation ("Scragging”) dans les appuis en élastomeére a
amortissement ¢levé (HDRBs)
Tirée de Thompson et al. (2000)

A défaut d’une approche probabiliste et d’une modélisation directe de I’interaction de ces
facteurs avec les propriétés hystérétiques des systemes d’isolation sismique, les codes de
conception adoptent une approche d’analyse sismique aux bornes inférieure et supérieure des
valeurs de ces propriétés. Cette approche est basée sur les travaux de Constantinou et al. (1999),
laquelle s’appuie sur des compagnies d’essais expérimentaux sur différents systémes

(Constantinou et al., 1999; Constantinou et al., 2007; Kumar, Whittaker et Constantinou, 2015;
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McVitty et Constantinou, 2015). Ainsi, lors de la conception d’un pont isolé, deux analyses
sont effectuées : une analyse avec les valeurs maximales des propriétés et une analyse avec les
valeurs minimales de ces propriétés. Généralement la premiére analyse permet de déterminer
la réponse sismique maximale en termes de force alors que la deuxiéme permet de déterminer
le déplacement sismique maximal utilisé pour la conception. Les deux propriétés hystérétiques
principales considérées sont celles impactant le plus la réponse sismique des ponts isolés,
soient : la résistance caractéristique, Qu et la rigidité post-élastique, Kq. Les valeurs minimale
et maximale de ces propriétés sont obtenues en multipliant les valeurs nominales par des
facteurs de modification Amin €t Amax, respectivement. Pour le modéle typique bilinéaire de la
relation force-déplacement du systéme d’isolation, [’application de ces facteurs de

modification est illustrée sur la Figure 1.23.
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Figure 1.23 Propriétés des limites inférieures et supérieures du systéme d’isolation pour la
conception
Adaptée de CSA-S6.1 (2019)

Les facteurs de modification d’une propriété sont obtenus en multipliant les facteurs partiels
de modification relatifs a chacun des facteurs affectant la propriété. Les valeurs de
modification adoptées par le code CSA-S6 (2019) sont celles proposées par I’AASHTO
(2014). La valeur minimale Amin est prise égale a I’unité (= 1.0) et les valeurs maximales sont

calculées selon 1’équation (1.8) (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2019).



59

Aimax = (}bmax,a) (kmax,v) (kmax,tr) (}bmax,c) (kmax,t) (}bmax,scrag) ( 1. 8)

ol,  Amaxa est la valeur maximale du facteur pour tenir compte de I’effet du vieillissement
Amax,v est la valeur maximale du facteur pour tenir compte de ’effet de la vitesse de
charge
Amax.tr est la valeur maximale du facteur pour tenir compte de I’effet de I’usure
Amax.c est la valeur maximale du facteur pour tenir compte de 1’effet de la contamination
Amax,t est la valeur maximale du facteur pour tenir compte de I’effet de la température
Amaxscrag €st la valeur maximale du facteur pour tenir compte de I’effet de la

stabilisation.

Faute d’avoir des valeurs spécifiques au systéme proposé par un fabricant, un exemple des
valeurs de modifications partielles, recommandées par les codes CSA-S6-19 et
I’AASHTO-2014, pour l’effet des basses températures sur les propriétés des systémes
d’isolation a base d’élastomére est présenté dans le Tableau 1.6. D’autres facteurs de
modification pour d’autres effets sur un tel systéme et pour d’autres systémes (i.e. systéme a

base de glissement) sont présentés dans I’annexe I.

Tableau 1.6 Valeurs maximales du facteur de modification pour la température Amax.
Tiré de ’TAASHTO (2014)

Température K Qu
minimale pour - » " ” » "
conception ("C) HDRB*»* | HDRB" | LDRB" HDRB* HDRB"™ LDRB"
20 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0
0 1.2 1.1 1.1 1.3 1.3 1.3
-10 1.4 1.2 1.1 1.4 1.4 1.4
-30 2.0 1.4 1.3 2.5 2.0 1.5

2 Les propriétés non stabilisées (unscragged) sont supérieures aux propriétés stabilisées (scragged) de 25% et
plus

b Les propriétés non stabilisées (unscragged) sont supérieures aux propriétés stabilisées (scragged) de moins
de 25%

¢ Isolateurs en élastomére a amortissement élevé (HDRB)

4 Tsolateurs en élastomére & faible amortissement (LDRB)
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De nombreuses études expérimentales ont analysé la sensibilité des propriétés mécaniques du
caoutchouc naturel et des élastomeres aux variations de température (Ankik, 2019; Cardone et
Gesualdi, 2012). Les résultats ont montré que le comportement de 1’isolateur en élastomére a
amortissement ¢levé présente une grande sensibilité aux basses températures avec un
raidissement instantané trés important. De plus, la température de vitrification de ce type
d’élastomere est assez basse (autour de -40°C). Par conséquent, I'utilisation de ce composé
comme systéme d’isolation pour les ponts (appuis exposés au froid) dans les régions assez
froides, a l'instar du Québec, ou des températures plus basses que -50°C ont déja été atteintes,

n’est pas recommandée.

Pour les isolateurs en élastomere avec noyau en plomb, I’¢lastomere étant de caoutchouc
naturel a faible amortissement, la capacité¢ de dissipation d’énergie du dispositif est donc
principalement fournie par le noyau. Cependant, les propriétés mécaniques du plomb et en
particulier sa capacité de dissiper 1’énergie se sont avérées fortement affectées par la
température (Kalpakidis et Constantinou, 2009a; 2009b). En conséquence, les propriétés
mécaniques des isolateurs sismiques en ¢élastomere avec noyau de plomb sont sensibles a la

température (Constatinou et al. 1999).

Les valeurs des facteurs de modification maximums, Amax, de la résistance caractéristique et de
la rigidité post-¢lastique des isolateurs en élastomere avec noyau de plomb pour différentes

températures, recommandées par Constantinou et al. (1999) et adoptées par les codes CSA-S6

(2019) et ’TAASHTO (2014), sont présentés au Tableau 1.7.

Tableau 1.7 Valeur des facteurs de modification maximum, Amax, ¢, pour
isolateurs en ¢élastomere a noyau de plomb (LRB)
Adapté de Constantinou et al. (1999)

Température minimale pour Isolateur en élastomére a noyau de plomb (LRB)
conception (°C) K Qu
20 1.0 1.0
0 1.1 1.2
-10 1.1 1.4
-30 1.3 1.8
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Outre la température initiale, les appuis en élastomére avec noyau de plomb voient leur
capacité dissiper I’énergie décroitre rapidement avec les cycles sous 1’effet de la chaleur
générée par 1’énergie dissipée. Des valeurs d’augmentation de température de plus que 100°C
(voire de 200°C) ont été rapportés (Kalpakidis et Constantinou, 2009a; 2009b; Maret, 2016).
Ainsi, la résistance initiale de ces appuis dépend de I’historique du chargement et, au bout de
quelques cycles, ’effet de la température initiale (de conditionnement) s’amenuise. La
Figure 1.24 montre clairement la diminution de 1’énergie dissipée par cycle avec le nombre de
cycles d’un isolateur en élastomere a noyau de plomb en fonction du nombre de cycles subis.
Elle est principalement causée par I’augmentation de la température due a chaleur produite au
sein du noyau de plomb et a la sensibilité de la limite ¢élastique du plomb a la température. Une
interruption pendant 1’essai semble avoir abaissé la température dans le noyau de plomb,

permettant de récupérer en grande partie sa capacité de dissipation d’énergie initiale.

400
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Figure 1.24 L’énergie dissipée par cycle d’un isolateur en élastomere a noyau
de plomb en fonction de nombre de cycles subis
Tirée de Constantinou et al. (1999)

Ankik (2019) a réalisé des essais sur différents composants en élastomere (caoutchouc naturel
et caoutchouc a amortissement élevé) sous différentes basses températures. Il a ensuite évalué
numériquement que 1’effet de I'utilisation d’isolateurs en élastomére a amortissement ¢élevé
sous basses températures (-30°C) sous un chargement sismique calibré sur le spectre de
conception de Montréal et pour un systeme d’isolation ayant une période de 2.0s et un

amortissement a température ambiante de 20% pour LRB et de 15% pour HDRB. Ses résultats



62

ont montré que ce type d’isolateur peut entrainer, a une telle température, une augmentation
de la demande sismique en force jusqu’a 160% tandis que la demande en déplacement est
réduite de 20%, par rapport a la température ambiante. Pour des conditions similaires, Beji
(2015) a montré que, lorsque la borne supérieure des propriétés de 1’isolateur augmente de
100% (c’est-a-dire Amax = 2), la force sismique maximale peut étre augmentée jusqu’a 90%
pour le site de Montréal et 30% pour le site de Vancouver, tandis que le déplacement maximal
est réduit de 13% pour Montréal et 40% pour Vancouver. Les données du spectre de CNB2010

pour un sol classe C avaient été utilisées pour ces analyses.

Ces exemples et ce qui précede indiquent que les propriétés de I’isolation sismique et, par
conséquent, la réponse sismique des ponts isolés sont fortement affectées par certaines
conditions externes comme la température. Ceci est reflété par les facteurs de modification
dans les codes, mais ¢galement par des conditions propres a I’historique de déformation dans
une problématique couplée : ’EDC pour le LRB dépend de 1’historique de chargement, lequel
est affecté par cette EDC; pour les systémes a friction, le coefficient de frottement dépend de
la vitesse et de I'usure qui sont fonction de I’historique. Ces impacts sont encore plus
importants dans des régions froides comme au Canada, en Europe du Nord, etc.,
particulierement dans le cas des isolateurs en élastomeres a amortissement élevé et les
isolateurs en ¢lastomeéres a noyau de plomb. Cette grande variation entre les propriétés
nominales et maximales de tels isolateurs doit étre prise en compte lors de la conception, tel
que spécifié par les codes, et rend plus difficile 1’atteinte des valeurs optimales théoriques des
caractéristiques du systéme d’isolation des ponts pour ces régions froides. En conséquence, le

concepteur ne peut optimiser sa solution de maniere efficace.

Dans un tel contexte, les dispositifs les moins sensibles (ou inertes) aux variations des
conditions environnementales externes (température), vieillissement, etc. deviennent
potentiellement plus performants. A cet effet, I’isolation en caoutchouc naturel a faible
amortissement avec un amortisseur métallique représente une option des plus prometteuses.
En effet, la composante métallique n’est pas sensible a la température (dans la fourchette de
températures ambiantes) ce qui aura pour effet de réduire la sensibilité¢ de 1’isolateur a un tel

facteur.
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1.5 Méthodes d’amélioration de D’appui en élastomeére fretté par ajout de
dispositifs d’amortissement supplémentaire

Les isolateurs, en ¢élastomere fretté standard, offrent une bonne stabilité¢ a long terme tel que
démontré par I’expérience des dernicres décennies. Ils offrent une bonne rigidité et capacité
portante verticales et une grande flexibilité et capacité de déformation horizontale grace a leur
faible module de cisaillement. Toutefois, ces systémes présentent un coefficient
d’amortissement assez faible (autour de 5%). Cette faible capacité de dissipation d’énergie
n’est pas optimale pour les exigences de conception des isolateurs sismiques pour des ponts

situés dans les régions sismiques ou les demandes en force et en déplacement sont importantes.

Dans le but d’augmenter I’amortissement des isolateurs en ¢lastomére frettés, ’utilisation des
¢lastomeres a haut amortissement ou 1’ajout de noyaux de plomb ont été développés. Ces
innovations permettent d’améliorer considérablement la capacité de dissipation d’énergie des
appuis ordinaires en ¢lastomére frett¢ afin de les rendre efficaces en tant qu’isolateurs
sismiques pour les régions a forte sismicité. Cependant, ils sont toujours aux prises avec les

limites inhérentes, identifiées précédemment (sensibilité a la température, stabilisation, etc.).

L’ajout de dispositifs d’amortissement supplémentaire avec une rigidité latérale appropriée aux
appuis frettés standard peut constituer une solution efficace et flexible pour réhabiliter les ponts
existants et/ou pour créer une gamme plus large pour ses applications, couvrant les régions a
sismicit¢é modérée tout comme ceux a forte sismicité. Par conséquent, une telle avenue
exploitant différentes alternatives telles que le recours a des amortisseurs hydrauliques en
parallele, I’incorporation d’alliages a mémoire de forme ou d’amortisseurs métalliques a
hystérésis, etc. a ét¢ abondamment envisagée dans la littérature. L’ajout de composants de
dissipation d’énergie supplémentaire intégrée ou en paralléle aux appuis frettés ordinaires
présente des avantages pratiques et économiques indéniables, mais aussi des limitations. La
Figure 1.25, adaptée de Symans et al. (2008), montre un survol des principaux systémes
d’amortissement disponibles avec leurs comportements hystérétiques, ainsi que les avantages

et inconvénients. La suite de cette section apporte des points supplémentaires a ce sujet.
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Figure 1.25 Survol des principaux systémes de dissipation d’énergie passive
pour application de conception parasismique
Tirée de Symans et al. (2008)
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1.5.1 L’ajout d’amortisseurs hydrauliques

Les dispositifs d’amortisseurs hydrauliques, souvent appelés aussi amortisseurs a fluide
visqueux, fournissent une force d’amortissement qui est une fonction linéaire ou nonlinéaire
de la vitesse. Le comportement résultant de 1’appui et de I’amortisseur est un comportement
viscoélastique. L’ajout de I’amortisseur visqueux permet d’améliorer considérablement les
performances et I’efficacité des isolateurs en appui fretté. L’effet le plus significatif est
I’augmentation de 1’amortissement structural de 20% a 50% de I’amortissement critique,
résultant en une réduction du déplacement dynamique pouvant atteindre 50%. Il y a une
réduction correspondante du cisaillement de la base de la méme quantité, ce qui signifie que
des forces et des accélérations plus faibles se produisent dans la structure isolée. La réduction
du déplacement dynamique fournie par I'ajout des amortisseurs a fluide visqueux peut réduire

la taille requise du systéme d'isolation sismique.

Cependant, comme la force visqueuse produite par ces dispositifs dépend considérablement de
la vitesse de vibration, lors des excitations a haute fréquence ils peuvent entrainer une
augmentation de la rigidité (donc, augmenter significativement le cisaillement) de la structure
globale. D'autre part, ces dispositifs nécessitent un processus complexe pour éviter les fuites
de liquide (huile) ce qui souléve des questions reli¢es a leur fiabilité/durabilité¢ a long terme.

Aussi, sont-ils associés a des cotits de fabrication, d'entretien et de réparation plus élevés.

1.5.2 Le recours aux alliages 2 mémoire de forme

L’alliage a mémoire de forme (Shape Memory Alloy (SMA)) est un matériau fonctionnel avec
un potentiel considérable et des perspectives prometteuses pour une utilisation dans la
conception parasismique des ouvrages. Les principales propriétés de ce matériau comprennent
la super-¢lasticité, une grande capacité de déformation basée sur I’effet de mémoire de forme,
une capacité parfaite de recentrage, une capacité¢ de dissipation d’énergie supérieure, etc.
(DesRoches et Delemont, 2002; Hedayati Dezfuli et Alam, 2018; Lagoudas, 2008; Li et al.,
2020; Liang et al., 2020; Otsuka et Wayman, 1999; Ozbulut et Hurlebaus, 2010; Song, Ma et

Li, 2006). La Figure 1.26 montre les comportements typiques d’un alliage a mémoire de forme
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(DesRoches et Smith, 2004). Par conséquent, ces dispositifs offrent de nombreux avantages,
notamment une réduction efficace du déplacement et de la force de cisaillement, une durabilité
¢levée, une fiabilité a long terme et un entretien facile, une bonne réponse aux charges de

différents niveaux allant de faible a extréme.
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Figure 1.26 Courbe contrainte-déformation idéalisée pour un alliage a mémoire de forme (a
gauche) et I’effet superélastique (a droite)
Tirée de DesRoches et Smith (2004)

Un des principaux avantages de ces dispositifs réside dans leur capacité de récupération apres
de grandes déformations et de revenir a une forme prédéterminée par chauffage ou
déchargement. Dans un contexte d’application parasismique, cette caractéristique permet de
réduire considérablement le déplacement résiduel et permet d’offrir a la fois une bonne
capacité de dissipation d’énergie tout en assurant un recentrage quasi optimal de I’ouvrage
apres le séisme.

Durant les deux dernieres décennies, plusieurs recherches ont ét¢ consacrées a 1’étude de la
performance des alliages a mémoire de forme pour des applications en dynamique des
structures et plusieurs formes de dispositifs tels que des tiges, des cables, des plaques, des
anneaux, des ressorts, etc. ont été envisagés (Dezfuli et al., 2017; Habieb, Valente et Milani,

2019; Hamid, Ibrahim et Adnan, 2019; Li et al., 2018; Wang et Zhu, 2018).

Certaines études sur 1’intégration des équipements SMA a I’isolation sismique ont également

été effectuées (Choi, Nam et Cho, 2005; DesRoches et Delemont, 2002; Dezfuli et al., 2017,
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Hedayati Dezfuli et Alam, 2018; Liang et al., 2020; Xue et Li, 2007). La plupart de ces études
suggerent I’ajout de cables en SMA reliant les plaques supérieure et inférieure des isolateurs
afin d’augmenter la rigidité latérale, la capacité¢ de dissipation d’énergie et la capacité de
recentrage de I’appui. La Figure 1.27 présente un systéme combiné typique de LRB avec des
cables SMA, qui offrent des performances améliorées et illustrées par le changement du

comportement hystérétique du systéme combiné.
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Figure 1.27 Cables SMA intégrés dans I’isolateur LRB
Adaptée de Hedayati Dezfuli et Alam (2018)

Alternativement, le systtme SMA en formes de barres peut étre utilis€ comme un dispositif

autonome, installé en parallele avec I’isolateur comme illustré dans la Figure 1.28 (DesRoches
et Delemont, 2002).
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Figure 1.28 Systéme d’isolateur combinant des appuis en élastomere frettés et des
amortisseurs a base des alliages a mémoire de forme SMA
Tirée de Ozbulut et Hurlebaus (2010)

Cependant, le colit de fabrication élevé est un facteur majeur influengant I’application de ces
dispositifs et nécessite des recherches et des développements plus approfondis (Hamid,
Ibrahim et Adnan, 2019; Li et al., 2020). De plus, ces dispositifs sont considérablement affectés
par la température, car I’augmentation de la température réduit I’énergie dissipée par volume
(donc I’amortissement visqueux équivalent est diminué) (Laplanche et al., 2017; Ozbulut et
Hurlebaus, 2010; Piedboeuf, Gauvin et Thomas, 1998). Aussi, 1’ajout des dispositifs SMA
contribue de maniére significative a la demande en force, ce qui réduit la performance du
systeme d’isolation. Cette technique est donc considérée comme une solution prometteuse pour

des applications futures, mais qui reste non éprouvée par la pratique sur des projets réels.
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1.5.3 Amortisseurs hystérétiques métalliques

Les amortisseurs métalliques ont recu une attention considérable dans la conception
parasismique des ouvrages depuis environ 50 ans (Kelly, Skinner et Heine, 1972; Skinner,
Kelly et Heine, 1974). Depuis lors, ils ont été largement congus et utilisés, notamment au cours
des vingt dernicres années, sur la base de différents mécanismes de déformation plastique tels
que la tension, la flexion, la torsion, le cisaillement ainsi que leur combinaison avec d’autres
systemes. Ils offrent de nombreux avantages tels qu’une durabilité élevée, un comportement
hystérétique stable et une fiabilité a long terme, etc. Ils sont des plus populaires en raison
¢galement de leur faible colt de fabrication, facilité d’entretien et de remplacement et de leurs

excellentes aptitudes d’atténuation des vibrations.

Le principe général de fonctionnement de ces dispositifs est la formation, sous des charges
dynamiques, de zones concentrées de déformations inélastiques, permettant ainsi la dissipation
d’énergie a travers ces déformations. Par conséquent, ces dispositifs ont des formes
spécifiques, y compris : plaques d’acier en forme de X et triangulaires, en forme de U, en forme
de J, en forme d’anneau, panneaux de cisaillement, etc. Parmi ceux-ci, seuls quelques
dispositifs sont étudiés en combinaison avec des isolateurs en élastomere frettés et son
considérés en tant qu’alternative d’amélioration de la capacit¢ de dissipation d’énergie

d’isolateurs sismiques.

Les résultats d’études sur les dispositifs de plaques en forme de X confirment leur bonne
capacité de dissipation d’énergie, basée sur la position initialement attendue des déformations
plastiques (Garivani, Aghakouchak et Shahbeyk, 2016; Ghaffary et Karami Mohammadi,
2018; Li et Li, 2007; Xiang, Alam et Li, 2019; Zhou, Wang et Ye, 2019). De plus, la
combinaison de ces dispositifs avec 1’appui en ¢lastomere fretté permet une réduction
importante du colt, soit jusqu’a 80% par rapport a I’isolateur en élastomere fretté avec noyau
de plomb (LRB)(Xiang, Alam et Li, 2019). Cependant, ce dispositif est souvent utilis¢ comme
une unité¢ indépendante, montée en parallele avec I’isolateur, travaillant dans une seule
direction et manquant de flexibilité. La liaison entre les dispositifs d’amortisseur avec les

plaques supérieure et inférieure est soudée. De ce fait, I’intégration dans I’isolateur est
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relativement limitée vu la problématique de son remplacement apres rupture. De plus, ces
dispositifs offrent une flexibilité et une capacité de déformations limitées ne pouvant pas
accommoder les grandes demandes de déformations résultant des déformations thermiques,
dues au fluage et au retrait combinés aux séismes qui peuvent étre requis pour les applications
sur les ponts. Par conséquent, cette solution semble étre plus adaptée a des applications d’ajout
d’amortissement aux structures de batiments ou aux structures de cadre plutdt qu’a étre

intégrées dans des isolateurs sismiques pour les ponts.
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Figure 1.29 Systéme d’isolateur combinant des appuis en élastomeére fretté et des
amortisseurs a plaques d’acier en forme de X
Tirée de Xiang, Alam et Li (2019)

D’autres suggestions telles que 1’intégration de panneaux de cisaillement (Saadatnia, Riahi et
Izadinia, 2019) ou des dispositifs en forme d’anneau (Sheikhi et Fathi, 2020) a I’isolateur en

¢lastomere fretté ont été étudiées. Cependant, ces suggestions se sont concentrées uniquement
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sur la capacité de dissipation d’énergie. D’autres problémes pratiques et techniques tels que
I’intégration, la flexibilité de I’application, I'uniformité de fabrication, etc. n’ont pas été

mentionnés par ces études.

Ainsi, bien que ces dispositifs présentent une capacité de dissipation d’énergie élevée et une
application assez répandue dans le domaine des batiments, leur intégration dans les systémes
d’isolation pour les ponts est encore limitée, en particulier pour des difficultés associées a leurs
capacités de déformation limitées, installation et remplacement au besoin et la fréquence élevée

de rupture au niveau des dispositifs d’amortisseur observée en pratique.

Une autre suggestion prometteuse consiste a recourir a des dispositifs d’amortisseur
métalliques en forme de U. Ils ont été introduits dans les années 1970 et ont été largement
utilisés comme systemes efficaces de dissipation d’énergie (Kelly, Skinner et Heine, 1972;
Stiemer et Barwig, 1985). Ces dispositifs ont également été introduits pour la premicre
utilisation en paralléle avec un appui en caoutchouc naturel fretté par la corporation japonaise
d’acier (Nippon Steel Corporation) (Suzuki, Watanabe et Saeki, 2005) et ont fait ’objet de
recherches approfondies dans le cadre de la conception de I’isolation sismique a la base (Deng,
Pan et Wang, 2013; Ene et al., 2016; Jiao et al., 2015; Oh et al., 2013). Généralement, ces
dispositifs sont boulonnés aux plaques d’acier en position supérieure et inférieure de
I’isolateur. Ils peuvent étre envisagés comme un dispositif d’amortissement supplémentaire ou
intégrés symétriquement autour d’isolateurs en élastomere fretté, comme montré sur la

Figure 1.30.

Similairement aux autres amortisseurs métalliques, ce dispositif permet une grande capacité
de dissiper [’énergie sismique par des déformations inélastiques, donc réduisant
considérablement les impacts sismiques sur la structure. Kelly, Skinner et Heine (1972) ont
analysé expérimentalement 1’efficacité de ce dispositif lors de I'utilisation comme un systéme
d’isolation sismique a la base pour une structure a ossature en acier de quatre étages. Les
résultats montrent que 1’accélération maximale au quatriéme étage de la structure isolée est

réduite de plus de 5 fois par rapport a la structure conventionnelle (0.16g par rapport a 0.83g).
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Des résultats similaires ont été obtenus par des essais effectués par Oh et al. (2013) pour une

structure a ossature en acier a deux étages (0.1g versus 0.52g).

Cependant, en aiguillant sa forme, il est possible de faire en sorte que la déformation plastique
ne se produise pas dans une zone concentrée limitée mais plutot répartie sur une large portion,
voire presque uniformément répartie sur la totalité du dispositif. Ce faisant, il est possible
d’atteindre de grandes capacités de dissipation d’énergie, une assez grande flexibilité et un

allongement de durée de vie en fatigue.

Deng, Pan et Wang (2013) ont développé des formules analytiques et effectué des essais pour
I’amortisseur en U se déformant dans un plan. La limite élastique du dispositif est déterminée
a travers la force induite lorsque la contrainte maximale dans le dispositif atteint la résistance
ultime des propriétés du matériau (estimée a 1.5 fois la limite d’¢lasticité) sans tenir compte
de la perturbation de contrainte due a la charge axiale. Dans le cadre d’une étude avec des
essais trés limités, les auteurs ont également proposé une prédiction de la durée de vie en

fatigue de I’amortisseur en U en fonction de la hauteur et de 1’épaisseur du dispositif.

Jiao et al. (2015) ont effectué des essais pour évaluer la capacité de déformation plastique de
I’amortisseur en U. Leurs résultats ont montré que la dissipation d’énergie diminue légérement
a chaque cycle de charge, notamment aprés une dizaine de cycles. Une rupture compléte de
I’amortisseur a €té observée au point ou la valeur de I’énergie dissipée par cycle avait diminué
a 80% de sa valeur initiale. En conséquence, la durée de vie en fatigue du dispositif peut étre
prédite par une régression en utilisant 1’équation empirique de Manson Coffin, ou le nombre
de cycles de chargement et le rapport de I’amplitude de déformation latérale a la hauteur du

dispositif sont considérés comme les parameétres clés.

De plus, le dispositif en U peut étre assemblé par boulonnage a I’appui ce qui facilite
grandement son installation et son remplacement et permet d’avoir un systéme
multidirectionnel. La variation du nombre et de I’orientation des dispositifs permet de controler

le comportement du systéme en termes de flexibilité, de résistance ¢élastique et d’amortissement
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dans chaque direction afin de répondre a diverses exigences de conception parasismique.
Combiné aux autres avantages associés aux amortisseurs métalliques (stabilité de I’hystérésis,
durabilité, facilité d’entretien, non-sensibilité aux basses températures, faible cott, etc.), cette
grande adaptabilité fait de ce dispositif une excellente alternative d’amélioration des appuis en
¢lastomere fretté pour des ponts isolés situé dans les zones a sismicité allant de modérée a trés
fortes. Cette avenue a été¢ développée au Japon, mais demeure méconnue ailleurs par manque
d’information et de développement analytique, disponible aux concepteurs, concernant son
comportement et sa conception/aiguillage. Elle mérite donc un approfondissement sur le plan
analytique et expérimental car elle peut constituer une excellente alternative aux appuis en
¢lastomere & noyau de plomb dans les régions froides. Le chapitre 4 présente des
développements analytiques et une étude paramétrique de ce systéme alors que le chapitre 5

explore le potentiel de ce systéme pour des applications au Québec et au Canada.
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Figure 1.30 L’isolation sismique avec des systémes d’amortisseur en forme de U
Adaptée de Nippon-Steel (2020)
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2.1 Résumé

Cet article vise a déterminer les propriétés optimales de systémes d’isolation sismique (SIS)
pour les ponts dans des zones de sismicit¢ modérée (ZSM) et des zones de sismicité élevée
(ZSE). Des parametres d’amplitude et spectraux des mouvements du sol sont proposés pour
identifier ces zones. Une étude paramétrique, faisant varier les propriétés du SIS, est réalisée
et le rendement d'isolation sismique est évalué pour plusieurs endroits dans des ZSM et des
ZSE en Amérique du Nord et en Europe. La résistance caractéristique, Qq, et la rigidité post-
élastique, Kd, optimales des SIS sont déterminées pour chaque classe de zone sismique afin de
minimiser les forces sismiques et les demandes de déplacement. Les résultats indiquent que
les mouvements du sol des ZSM ont un riche contenu en hautes fréquences, ce qui fait décroitre
plus rapidement le spectre des accélérations avec l'allongement de la période de la structure.
Les SIS avec des capacités de dissipation d'énergie faibles 4 modérées présentent les meilleures
performances pour les ZSM, tandis que les ZSE nécessitent des SIS avec des capacités
d'amortissement plus ¢élevées. Des gammes de Q4 et Kd optimaux de SIS pour les ponts dans

des ZSM et des ZSE sont proposées.

Mots-clés: Ponts, isolation sismique, caractéristiques des mouvements du sol, zones sismiques

modérées, caractéristiques d’isolation sismique optimales.
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2.2 Abstract

This paper aims to identify the optimal properties of seismic isolation systems (SISs) for
bridges in moderate seismicity areas (MSAs) and high seismicity areas (HSAs). Amplitude
and spectral parameters of ground motions are proposed to identify these areas. A parametric
study, with varying SIS properties, is carried out, and the seismic isolation performance is
evaluated for several locations within MSAs and HSAs in North America and Europe. The
optimal characteristic strength, Qd, and post-elastic stiffness, K4, of SISs are determined for
each seismic area class to minimize seismic forces and displacement demands. Results indicate
that ground motions for MSAs have a rich high frequency content, causing seismic acceleration
spectrum to decrease more rapidly with the elongation of the structure period. SISs with low-
to-moderate energy dissipation capacities show the best performance for MSAs, while HSAs
require SISs with higher damping capacities. Ranges for optimal Q4 and Ka of SISs for bridges
in MSAs and HSAs are proposed.

Keywords: Bridges, seismic isolation, ground motion characteristics, moderate seismic areas,

optimal seismic isolation characteristics.

2.3 Introduction

During the last decades, the use of seismic protection devices, particularly seismic isolation
systems (SISs), has grown in popularity for bridges in Canada, North America and worldwide
(Cheng et Shi, 2018; Guizani, 2007; Morgan et Mahin, 2011). These devices allow designing
for a lower structural strength and externally provide a higher energy dissipation capacity that
replaces the ductility required within the structure in the conventional capacity-based design
seismic approach. In several seismic protection devices applications, the required ductility
values (R = 20 to 100) are much larger than the ductility capacities that traditional ductile
structures can offer (R =4, 5) (CSA-S6, 2014; Makris et Black, 2004b).

The basic principle of seismic base isolation consists in lowering the lateral stiffness of the
bridge, thereby extending its fundamental period of vibration, which reduces the seismic forces

transmitted to the structure. However, the period extension results in increased seismic
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displacement. To control the latter, SISs usually provide incorporated or external energy
dissipation mechanisms, which increase the damping at the isolated period, typically by up to

30%.

Most current SISs can be classified as elastomer-based and friction-based, depending on their
respective operating principles. Natural or high damping rubber bearings and lead-plug rubber
bearings are the most popular elastomer-based SISs, whereas the friction pendulum is the most

widely used friction-based SIS. (Dicleli et Buddaram, 2006; Guizani et Chaallal, 2011).

Two primary types of elastomer-based SISs (lead-plug rubber bearing (LRB) and high
damping rubber bearing (HDRB) have traditionally been used over the decades, especially in
North America. There is a third type, the low damping rubber bearing (LDRB), as well, but it
is not commonly used as an SIS. However, over the last 80 years or so, it has largely been
employed as a conventional bearing. Elastomer-based bearings provide a high vertical stiffness
and bearing capacity, as well as a low horizontal and rotational stiffness, with a significant
lateral restoring capacity. LRB provides the highest energy dissipation capacity, going up to
30%, based on the practically perfect elastoplastic behavior of lead in shear, with a low yield
strength at ambient temperature (Buckle et al., 2006). The LRB system, however, suffers from
shortcomings related to higher fabrication costs and the presence of lead, which has negative
environmental impacts. The HDRB system presents a non-linear behavior, with an interesting
equivalent damping ratio varying between 10% and 15%, whereas the LDRB system exhibits
a viscous linear behavior, with a low damping ratio of approximately 5% (Naeim et M. Kelly,
1999). While the HDRB system would appear to provide a very good compromise in terms of
damping, it nevertheless suffers from a higher sensitivity to cold and from the scragging
phenomenon (Buckle et al., 2006). The LDRB system is simpler, less costly, and more reliable,
but its damping capacity, while low, could be appropriate for MSAs.

The force-displacement behavior of a typical SIS is generally idealized by the bilinear model
shown in Figure 2.1 (Naeim et M. Kelly, 1999). The energy dissipation per cycle (EDC) is
evaluated through the area under the hysteresis curve for a complete cycle at the design

displacement, Dmax (Buckle et al., 2006).
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Figure 2.1 Bilinear hysteresis model, typically used for seismic isolators

The bilinear model is a simplification of a wide variety of complex and coupled hysteresis
behaviors associated with available seismic isolation systems. It shows deviations from more
sophisticated models representing experimental results such as coupling of the horizontal
direction, smoother and non-linear hysteresis behavior of elastomeric isolators (Becker et
Mahin, 2012; Constantinou et al., 1999; Fenz et Constantinou, 2006), the impact of the vertical
load, velocity and geometrical parameters on the hysteresis friction-based isolation systems.
The equivalent bilinear model, therefore, can lead to slight differences in the seismic response
of isolated structures (Erdoz et DesRoches, 2008; Mavronicola et Komodromos, 2014).
However, these factors are considered an insignificant effect on determining the optimal range
of general seismic isolation system properties, especially when they are also affected by
modification factors in practical designs. The equivalent bilinear model, therefore, is still
considered a reliable model with reasonable accuracy and widely used for modeling isolated

bridge structures.

The main features of the bilinear behavior are the characteristic strength, Qd, and the post-
elastic stiffness, K4, which govern the seismic response of base-isolated bridges (CSA-S6,
2014b). Other features, particularly Ku and Fy, are either related to the two or have little
influence and/or vary within a limited range. Thus, the performance of an SIS as evaluated by

its efficiency in reducing the seismic demand in terms of force and displacement, Fmax and
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Dmax, 1s strongly dependent on its main features, Qd, K4, beyond the structure and earthquake
characteristics. Generally, the post-elastic stiffness, Kd, plays a major role in controlling the
lateral flexibility of the structure and the isolation period, while the characteristic strength, Qu,

is a key parameter related to energy dissipation and damping.

Earlier studies established that the seismic responses of base-isolated bridges are strongly
affected by ground motion characteristics, especially the frequency content (Castaldo et
Tubaldi, 2018; Choun, Park et Choi, 2014; Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011;
Huo et Alemdar, 2010; Koval, Christopoulos et Tremblay, 2016; Liu et Zhang, 2016; Zhang
et Huo, 2009).

On the other hand, ground motion seismic characteristics vary considerably between low
seismicity areas (LSAs), moderate seismicity areas (MSAs) and high seismicity areas (HSAs).
We do not delve into LSAs in the present work since the seismic base isolation is typically not
necessary. In MSAs, major earthquakes are relatively rare, but still pose a significant risk of
devastating impacts on bridge structures. Therefore, in many countries, bridges in MSAs must
be seismically designed even though this may be challenging (Nordenson et Bell, 2000). While
several studies have been carried out to evaluate the optimal characteristic properties of SISs,
no systemic study has been performed to identify those of SISs for bridges, from an MSA and

HSA classification perspective.

Mathematically, the frequency content of ground motion is highly correlated with the ratio of
the peak ground acceleration (PGA) to the peak ground velocity (PGV). Dicleli et Buddaram
(2006) demonstrated that the seismic force (Fmax), displacement demands (Dmax), and the
energy dissipated by SIS hysteresis of base-isolated bridges are sensitive to variations of the
PGA/PGV ratio. Increasing the PGA/PGV ratio results in a reduction of Fmax and Dmax.
However, at very high PGA/PGV ratios, these reductions become negligible. Further, for
ground motions with high PGA/PGV ratios, the effect of increasing Qu is significant on Fmax,
but marginal and non-salient on Dmax. For ground motions with low PGA/PGV ratios, the

opposite picture is observed. The authors recommended using SISs with low Qq for seismic
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zones with high PGA/PGYV ratios in order to minimize the force demand, while controlling the

displacement demand.

Choun, Park et Choi (2014) investigated the effects of LRB properties on the seismic response
of a base-isolated nuclear island excited by ground motions having different PGA/PGV ratios.
In the study, the ground motions are classified into three groups: low [PGA(g)/PGV(m/s)<0.8],
moderate [0.8<PGA(g)/PGV(m/s)<1.2], and high [PGA(g)/PGV(m/s)>1.2] PGA/PGYV ratios.
It was found that Fmax and Dmax decrease considerably as PGA/PGV increases. For ground
motions with low PGA/PGV, Fmax and Dmax respectively reach up to 6 and 4 times equivalent
demands for ground motion with moderate PGA/PGV ratios. For ground motions with high

PGA/PGYV ratios, Fmax and Dmax are practically unaffected by SIS property variations.

Park et Otsuka (1999) studied a simplified model of an isolated bridge under the El-Centro-
1940 earthquake ground motion. The optimum Qd, maximizing the energy absorbed by the

SIS, was formulated in a linear relation of PGA.

Jangid (2007) optimized the elastic limit, Fy, of LRB for near-fault ground motions to minimize
the superstructure acceleration and displacement. He proposed designing the LRB with Fy in
the range of 0.15 to 0.2 times the superstructure weight, and with a value of Kd providing an

isolation period in the 2.5s-3.0s range.

Zhang et Huo (2009) investigated optimal SIS parameters through a seismic fragility analysis.
PGV was identified as the most appropriate ground motion intensity parameter affecting the
seismic response, and consequently, fragility curves were proposed for damage levels as a

function of PGV, instead of the usual PGA.

Dicleli et Karalar (2011) recommended higher Q4 values for ground motions with low
PGA/PGYV ratios, to minimize Fmax and Dmax, and an optimal value of Kad related to the value

of Qu.
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24 Research objectives and methodology

The main objective of this research is to identify the main SIS characteristics that are the most
suited for MSAs and HSAs in general, and for eastern and western Canada, specifically. To

this end, three specific end-goals are pursued:

1. Find out common characteristics of earthquakes in MSAs and how they are distinct from
those associated with HSAs.

2. Capture the effect of earthquake characteristics on SIS performance.

3. Identify the range of main SIS characteristics allowing near-optimal performances for

locations in MSAs and HSAs, and more particularly, in North America and Canada.

To achieve the above objectives, seismic regions are grouped into three classes: low, moderate
and high seismicity areas. Common features and differences in ground motions for each class
are highlighted. Then, a parametric numerical study is carried out to evaluate the seismic
responses of base-isolated bridges in MSAs and HSAs, while varying SIS characteristics.
Optimal SIS characteristics, which minimize seismic demands, are then identified for each

seismic area class.

2.5 Classification and ground motion characteristics of earthquake regions

In this section, the classification of earthquake regions is generalized from earlier results of a
global seismicity program based on the amplitude parameters of their ground motions. The
ground motion characteristics, such as the frequency content and spectral parameters, are

investigated to determine the common seismic base isolation-related features for each region.

2.5.1 Classification of earthquake regions

From 1992 to 1999, the United Nations conducted the Global Seismic Hazard Assessment
Program (GSHAP) in a bid to mitigate seismic risk around the globe (Giardini, 1999). The
program allowed the development and implementation of a global seismic hazard map

(GSHM), from which four hazard levels were proposed, varying from low to very high; they
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were then presented in regional maps with specific PGA values, for a probability of exceedance
of 10% in 50 years, computed for reference rock conditions. The more recent Global
Earthquake Model (GEM) (M. Pagani, 2018) depicts the new geographic distribution of these
PGA values, and extends and updates the scope of the work of the GSHAP to the risk domain.
The seismic map resulting from the GEM was created by collating maps computed using

national and regional probabilistic seismic hazard models.

Tarr et al. (2010) designed a scientific investigation map (SIM3064), which provided a
comprehensive overview of Earth’s seismicity from 1900 to 2007. The map also illustrated a
global plate tectonics and the earth’s physiography. It clearly identifies the location of large
earthquakes and the rupture areas according to the 5.5-9.5 moment magnitude range, and
provides a better understanding of the relative importance, the distribution, and the damaging

potential of large earthquakes around the world.

According to these global maps, the Pacific Ring of Fire and Alpine-Himalayan Belt are known
as two of the world’s regions of high seismicity. In the present paper, we classify these regions
as HSAs. They include West North America and Southeast Europe, where PGAs, with a
probability of exceedance of 10% in 50 years, are typically greater than 0.2g. Meanwhile, other
seismic regions, such as East North America and Northwest Europe, have a relatively lower
rate of earthquake activity. Most of the locations in these regions have PGAs, with a probability
of exceedance of 10% in 50 years, from 0.08¢g to 0.2g; these are classified as MSAs. LSAs are
areas where PGAs, for the same probability of exceedance, are less than 0.08g. LSAs in which
the seismic base isolation is considered unnecessary, as well as some other earthquake regions,

such as Japan and New Zealand, are not examined in this study.

2.5.2 Ground motion characteristics in HSAs and MSAs

While the classification and the maps presented in the last section provide a critical zonation
for macro planning and engineering, other important properties of earthquakes, such as
frequency content and spectral parameters, which are of prime importance for seismic design,

have not been considered.



83

In this section, the main characteristics of ground motions affecting the seismic response of
base-isolated bridges are identified, based on a literature review, and examined for each zone.
Several earthquake regions with different levels of seismic activity are considered, notably
North America and Europe. The amplitude and spectral parameters for these regions are
derived on the basis of their design standards, in particular: Eurocode 8 (ECS, 2005a), the
Canadian Highway Bridge design code (CSA-S6, 2014), the National Building Code of
Canada 2015, NBCC-2015 (NRCC, 2015), the American Society of Civil Engineers (ASCE-
7,2016), and the AASHTO - LRDF Bridge Design Specifications (AASHTO, 2017).

As pointed out by earlier studies, the PGA/PGV is a very good parameter used to characterize
the frequency content of a given earthquake signal (Dicleli et Buddaram, 2006; Kramer, 1996),
while the energy content can be represented by the ratio of spectrum values for short periods
to long periods (CSA-S6, 2014b). These parameters, extracted from the applicable standards
for each region, are used in this study to investigate the frequency content and the energy

content.

Eurocode 8 (ECS8) (ECS, 2005a), largely used in Europe, Asia, and Africa, distinguishes
between two types of spectral shapes based on the characteristics of the most significant
earthquakes contributing to local hazards, namely, Type 1, used for HSAs, such as Southeast
Europe (south Italy, Turkey, Greece, etc.), and far-field earthquakes, which carry more energy
in the long periods range, and Type 2, recommended for LSAs and MSAs, such as Northwest
Europe (France, Belgium, Germany, Switzerland, etc.) and near-field earthquakes having less
energy in the long periods range and larger amplitudes at shorter periods (Elghazouli, 2016;
Solomos, Pinto et Dimova, 2008; Trifunac et Todorovska, 2012).

The frequency content of the two seismicity areas covered by ECS8 spectra types are

investigated through the PGA/PGYV ratio, with the PGA calculated by:

PGA=a,S 2.1)
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where agis the peak ground acceleration on rock with a probability of exceedance of 10% in
50 years and S is the site amplification factor. The PGV is a function of the elastic acceleration

spectrum ordinates at periods 0.2 s (So.2) and 1.0 s (S1.0) (Paolucci et Smerzini, 2018).

Soz S

PGV = 0.75(
g &

] (m/s) 22)

Based on the SHARE project databases (Giardini, Wossner et Danciu, 2014), some locations
in Northwest Europe and Southeast Europe are selected to examine earthquake characteristics

for European MSAs and HSAs.

In North America, two distinct earthquake regions are identified. The West Coast, a part of the
Pacific Ring of Fire, known as the most earthquake-prone area of North America, is classified
as an HSA. The East Coast, located on a stable continental region, has a lower rate of
earthquake activity, and is classified as an MSA. Earlier studies found considerable differences
in the ground motion characteristics of West North America and East North America, with
more energy concentrated at higher frequencies in East North America and affecting shorter
period structures more significantly, as compared to West North America (Anderson et al.,

2008; Atkinson, 2009; CSA-S6, 2014).

The PGA and PGV values for locations in Canada are determined by Natural Resources
Canada (NRCAN, 2020) while those for the United States (US) are determined by the US
Geological Survey (USGS, 9 June 2019). PGV values for the US are estimated by (Anderson
et al., 2008):

PGV =55F.S, (infs) (2.3)

where F\ is the site amplification factor, S; is the spectral acceleration in units of g at 1.0s.
Based on the above, the PGA/PGV ratios are evaluated for a 10% probability of exceedance

in 50 years, for many locations in Europe and North America and presented in Tableau 2.1
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Location PGA (g) | PGV (m/s) | PGA/PGV (1/s)
Turin (It) 0.128 0.099 12.713
Northwest EUR | La Rochelle (Fr) 0.085 0.064 13.093
Brussels (Be) 0.081 0.060 13.157
Montreal 0.132 0.083 15.601
<« uebec
% | Bastorn Canada Q 0.122 0.086 13.917
= Ottawa 0.102 0.068 14.715
Riviére-du-Loup 0.309 0.185 16.385
Boston 0.048 0.029 16.237
Eastern US New York 0.044 0.025 17.266
Philadelphia 0.030 0.021 14.014
Napoli (It) 0.320 0.401 7.832
Southeast EUR | Athens (Gr) 0.391 0.500 7.677
Istanbul (Tr) 0.535 0.706 7.440
Vancouver
< | Westorn Canada 2" 0.189 0.263 7.050
f£ Victoria 0.306 0.393 7.638
Portland 0.176 0.179 9.646
Los Angeles
Western US . g 0.438 0.420 10.230
San Diego 0.270 0.247 10.723
San Francisco 0.422 0.442 9.366

earthquakes.

times higher than for HSAs because of the richer content in high frequencies of the former.

As shown in Tableau 2.1, the PGA/PGYV ratios for MSA locations are approximately 1.5 to 2

Some sub-regions within MSAs, such as the Charlevoix region in Quebec (East North
America), which is normally considered an HSA according to the USGS classification, by the
PGA (USGS, 9 June 2019), may present a high seismic activity. Nevertheless, the earthquake
characteristics of this sub-region, such as the frequency content, are similar to those obtained
for other East North America locations, classified as MSAs. Consequently, findings obtained

for MSAs should apply to such sub-regions, with due consideration to the intensity of the
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On the other hand, the spectrum shape also represents differences in earthquake energy
concentration in the frequency domain. The design spectrum for specific locations in North
America and Europe, according to the current applicable code, is investigated below, with a
10% exceedance probability in 50 years. Figure 2.2(a) shows the EC8 spectra for Turin and
Napoli, Italy, located in an MSA and HSA, respectively, for a type B soil. The figure illustrates
large differences in spectral values in the long periods range, not only because of the seismic
intensity, but also because of the spectra shapes. This is evident when comparing the Turin and

Napoli spectra scaled for the same PGA.

Similarly, the spectral parameters are investigated for North America. In Canada, the CSA-S6-
14 introduced major changes in the design spectra over the preceding edition (S6-06),
reflecting the recognized differences in earthquake ground motion characteristics between
eastern and western seismic areas (CSA-S6, 2014b; Koval, Christopoulos et Tremblay, 2016).
Figure 2.2(b) illustrates the spectral accelerations calculated by S6-14 and S6-06 for Montreal
(East North America) and Vancouver (West North America), Canada. While S6-06 adopts the
same spectrum for both cities, S6-14 specifies quite different spectra, with very distinct shapes
for the two locations. This change, especially at long periods, is very meaningful for the design
of isolated bridges. For example, at the Montreal location, the spectral acceleration at 2.0s
decreased considerably, going from 0.126g in S6-06 to 0.024g in S6-14. Meanwhile, at the
Vancouver location, this spectral value changed only slightly, to 0.117g in S6-14.

In the United States, the spectra shapes calculated by AASHTO (2017) present clear
differences between the West and East Coast regions. Figure 2.2(c) shows the acceleration

spectra for different eastern and western locations.

The earthquake regions in Mexico are clearly distinguished in terms of seismic intensity
(PGA); the east coast is classified as an MSA, while the west coast, a region within the Pacific
Ring, corresponds to an HSA (MDOC, 2015). Figure 2.2(d) shows the design spectra for
Mexico City (HSA) and Monterrey (MSA). However, a close examination of the design spectra
for both regions indicates that the same spectrum shape applies for locations within both

regions. The design spectra for Mexico have a distinctive shape, with a plateau extending up



87

to 1.4s, and a very small acceleration reduction between short periods and periods around 2.0s.
This is probably explained by the fact that the Mexican code was extended from the code
developed for Mexico City, the highest seismic zone according to a traditionally defined
seismic hazard (Alcocer et Castafio, 2008; Ordaz et Meli, 2004). Hence, MSAs in Mexico
could very well differ from those of East North America, and consequently, the general
conclusions drawn for East North America and MSAs may not strictly apply to the east of
Mexico. Further, because of the particular spectrum shape for Mexico, the seismic base
isolation in Mexico would seem to be inappropriate for isolation periods around 2.0s, as there
is no force reduction between short periods and 2.0s. The seismic base isolation in Mexico

requires special consideration, and is not further addressed in the present paper.
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Figure 2.2 Design spectra with a probability of exceedance of 10% in 50 years: (a)
Italy (ECS, 2005a); (b) Canada (CSA, 2014); (c) United States (AASHTO, 2017);
and (d) Mexico (MDOC, 2015)
The spectral acceleration and displacement ratios at 0.2s and 2.0s [Rsa = Sa(0.2)/Sa(2.0)] and

[Rsd = Sd(2.0)/Sd(0.2)] are used to represent the spectrum shape. These spectral ratios are also
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pertinent to force reduction and displacement increase due to period extension by seismic
isolation. Tableau 2.2 shows the computed values of these ratios for many locations in Europe

and North America, within MSAs and HSAs.

Tableau 2.2 Spectral accelerations and displacement ratios for different
locations in MSAs and HSAs

Location $a0.2) | Su2.0) | o | Sa0.D) | Sa20) |

(®) (®) (mm) | (mm)
Northwest | Turin (It 0317 0.024] 1333 | 3.15| 23.7| 7.0
EU | LaRochelle (Fr) | 0213 0.016] 1333 | 2.11| 159 7.50
(Type 2) | Brussels (Be) 0.203 | 0.015| 1333 | 201| 151 750
Montreal 0.206 | 0.024 | 8.58| 2.06 24 | 11.65
< | Eastern | Quebec 0.192 | 0.026| 7.38| 1.92 26 | 13.54
= | Canada | Ottawa 0.161| 0.020| 8.05| 1.6l 20 | 12.42
Riviére-du-Loup | 0.483 | 0.043 | 11.23 | 4.83 43| 8.90
Boston 0.129 | 0.021 | 6.13| 1.28 21| 16.32
Eaétsem New York 0.117] 0018 650| 117 18 | 15.38
Philadelphia 0.083 | 0.016| 528 | 0.83| 15.78 | 18.93
South | Napoli (It 0.801 | 0.200 | 4.00| 7.96| 199 25.00
East EU | Athens (Gr) 0.978 | 0.245| 4.00| 9.72| 243 25.00
(Type 1) | 1stanbul (Tr) 1.338 | 0.335| 4.00| 1330 332 25.00
< Western | Vancouver 0437 | 0.117| 3.73 4.37 117 | 26.77
¢ | Canada | Victoria 0.691 | 0.171| 4.04| 691 | 171 | 24.75
Portland 0.533| 0.101| 4.21| 533| 158 23.78
Western | Los Angeles 1.285 | 0217 | 4.73| 12.85| 339 2113
US | San Diego 0.793| 0.128 | 4.94| 7.93| 201 | 20.24
San Francisco 1.273 | 0.238 | 4.28 | 12.73 372 | 23.39

As observed, Rsa ratios in the MSAs are much larger (about twice or more) than in the HSAs
for all the locations considered in Europe and North America. In other words, the elongation
of the vibration period from 0.2s to 2.0s by the seismic base isolation causes a much larger
force reduction (about twice or more) in MSAs than in HSAs. Conversely, Rsd ratios in MSAs
are much smaller than in HSAs (about half and less), indicating that the relative increase in

seismic displacement due to period elongation by the seismic base isolation, is considerably
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less significant for locations in MSAs. Figure 2.3 illustrates a histogram chart of the ground
motion characteristics discussed above in the locations considered on the background map of
GEM’s GSHM. Similar trends for the two seismic classes (MSA and HSA) in Europe and
North America are obvious: compared to HSAs, earthquakes in MSAs are characterized by a
richer high frequency content (represented by a higher PGA/PGV), a larger seismic force
reduction due to the period elongation (associated with a higher Rsa), and a much lower

displacement increase due to period elongation (lower Rsa).
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Figure 2.3 Ground motion characteristics in North America and in
Europe, background map from GEM
Taken from M. Pagani (2018)

2.6 Parametric study

A parametric study is carried out in order to investigate the effect of earthquake ground motion
characteristics on the seismic force and displacement demands as a function of SIS
characteristics. MSA and HSA locations, subject to three earthquake design standards
AASHTO (AASHTO, 2017), EC8 (ECS, 2005a), and S6-14 (CSA-S6, 2014) are considered.
SIS performances are measured through the maximum values of lateral force (Fmax),

displacement (Dmax), and the residual displacement (Dr) when available.
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2.6.1 Studied parameters

Two types of parameters are considered, namely, SIS characteristics and earthquake ground
motion characteristics. The characteristic strength, Q4, and the post-elastic stiffness, Kq, are the
principal SIS characteristic parameters considered. The values of Qd and K4, obtained through
the Qa/W and Kd/W ratios, are varied to cover the practical range parameters of SIS designs
conforming to the current available commercial SIS types (Dicleli et Buddaram, 2006; Naeim
et M. Kelly, 1999) and in the applicable codes. The initial stiffness, Ku, which is not considered
as a main parameter, is varied within a limited number of possibilities. Tableau 2.3 presents

the range of the studied SIS parameter values.

Tableau 2.3 Parameters used to represent various SIS characteristics

SIS parameters Studied range
Elastic stiffness (Kw/W) (m™) 25
Characteristic strength ratio (Qda/W) 0.02 to 0.1, step increment: 0.001
Post-elastic stiffness (Kd/W) (m™) 0.75 to 3.75; step increment: 0.025
Post-elastic ratio (u=Kd/Ku) 0.03 to 0.15

The earthquake characteristics are considered in this parametric study through the use of the
design spectra for different MSA and HSA locations. These are broken down as follows: West
North America, East North America, Southeast Europe, and Northwest Europe. Boston (MA,
US), Turin (Italy, EC8-type 2), and Montreal (QC, Canada) are locations selected to represent
MSAs, whereas HSAs are represented by Portland (OR, US), Napoli (Italy, EC8-type 1), and
Vancouver (BC, Canada).

2.6.2 Modelling of base-isolated bridges

Typically, seismic isolation is used on bridges with relatively stiff substructures. In such cases,
the effects of the bridge substructure stiffness may be ignored or included in the initial SIS

stiffness, Ku. Further, the bridge superstructure is considered as a horizontal rigid diaphragm
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so that, considering only the longitudinal direction, all the isolation units experience the same
displacement, and their properties can therefore be lumped into a single equivalent isolation
unit representing the SIS. The bridge can therefore be modeled as a single-degree-of-freedom
system (SDOF), as illustrated in Figure 2.4. The substructure mass can be reasonably ignored
or taken into account by adjusting the superstructure mass (Leroux, Tremblay et Léger, 2017).
The vertical ground motion component has not been taken into account as it does not affect
significantly the horizontal response of the bridge, which is of prime importance (Button,

Cronin et Mayes, 2002; Tubaldi, Mitoulis et Ahmadi, 2018).
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Figure 2.4 Typical seismic-isolated bridge and SDOF model

The hysteretic behavior of most available seismic isolators can be idealized by a bilinear force-
displacement relationship (Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2014b; Dicleli et Buddaram, 2006).
Typically (Figure 2.1), the elastic stiffness, Ku, is so high that the yield displacement Dy is
nearly equal to 0, and therefore, it has no practical noticeable effects on the response of isolated

bridges (Dicleli et Buddaram, 2006; Makris et Black, 2004a).

2.6.3 Seismic analysis methods

Two analysis methods are used on the SDOF bridge models: 1) spectral analysis through an
iterative procedure, on the equivalent visco-elastic SDOF model, herein referred to as single

mode spectral analysis (SMSA), and 2) nonlinear time history analysis (NLTHA), on the
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SDOF, using the bilinear hysteretic behavior presented in Figure 2.1. In some specifications,
NLTHA is also referred as “nonlinear response history analysis - NLRHA” (ASCE-7, 2016;
ATC-58, 2018), “nonlinear dynamic analysis - NDA” (NRCC, 2015), or “nonlinear dynamic
procedure - NDP” (ASCE/SEI-41-13, 2014).

2.6.3.1 Single Mode Spectral Analysis: SMSA

The SMSA method is mainly used in a parametric study to estimate the optimal characteristics
of SISs, as well as to predict the seismic response of isolated bridges in the different seismic
areas (MSA, HSA). This method uses an equivalent linear SDOF system with viscous damping
calculated at the design displacement, Dmax, of the nonlinear system. As illustrated in
Figure 2.1, the substructure and the isolation system stiffness are represented by the effective
stiffness, Kefr, and the energy dissipated by the hysteresis loop is represented by an equivalent

viscous damper with a damping ratio, Betr (Chopra, 2017).

: ¥
| Dy=F,/K=Qu/(KuKd) | | K&:le/Dde ¢+ Do Je—
| v

Bui=2Qa(Do-Dy)/(rekeeDd) | | Te=2me [W/(gKe)] ™
_ Spectral acceleration
Damping factor Sa(Te)

I

v
Spectral displacement ID-Dol< Tolerance
D No

Figure 2.5 SMSA scheme for base-isolated bridges with stiff substructures

Do=D

The seismic displacement, which must match the design spectrum and the bilinear behavior, is
unknown, and an iterative procedure is used to establish it (Buckle et al., 2006; Guizani, 2007;

Jara et al., 2012; Koval, Christopoulos et Tremblay, 2016). Figure 2.5 shows the scheme used
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for a given bridge weight (W), and SIS properties, Qd, Ku, and Kad. In total, 1053 base-isolated
bridges (SISs) were analyzed for each of the six locations (6318 analyses).

2.6.3.2 Nonlinear Time History Analysis: NLTHA

To prevent significant errors, which could lead to unsafe designs, the codes limit the
application of SMSA to a range conforming to certain conditions, notably relating to the
equivalent damping, the effective period, and the restoring capacity (AASHTO, 2017; CSA-
S6,2014; ECS, 2005a). Outside the SMSA validity range, NLTHAs are required for computing

the seismic demand on base-isolated bridges.

NLTHASs, which are more demanding, are used here in a limited fashion to complement and
validate the results of the SMSA. They allow extending the parametric study beyond the range

of validity of the SMSA and obtaining additional results, such as the residual displacement.

The Canadian cities of Montreal and Vancouver, representing the two highest seismic risk
areas in Canada (Adams et Halchuk, 2004), are chosen to represent the two seismic area
classes, MSA and HSA, respectively. For each location, a suite of 48 scaled orthogonal
artificial ground motions and six historical orthogonal ground motions were used. The six
historical orthogonal ground motions correspond to three pairs of recorded ground motions
which have readably transformed into two horizontal orthogonal axes (Penzien et Watabe,
1974) and then scaled to the design spectra (CSA-S6, 2014; Tremblay et al., 2015) for a
probability of exceedance of 2% in 50 years, type C soil and 5% damping, with the
SeismoMatch software (Seismosoft, 2016).

Historical ground motions, presented in Tableau 2.5, are obtained from Natural Resources
Canada (NRCAN, 2020), and scaled by one scenario in the 0.2s to 6.0s period range. Artificial
ground motions are selected from the Atkinson Database (Atkinson, 2009) according to two
scenarios, and scaled within the specific scenario range shown in Tableau 2.4. Wide scaling
period ranges are used, covering the contribution of the elastic (initial) and inelastic response

phases of SISs on the studied base-isolated bridges. It should be noted that the scaling range
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(0.1s to 6.0s) covers the entire range of the effective periods of all the studied bridges. Further,
the scaled spectra for all ground motion records used do not drop below 10% of the design
spectra. Based on these observations, the global average values of the maximum seismic

demands are used, as expected demands.

Tableau 2.4 M-R scenarios and the scaling period ranges used for the selected artificial
ground motions for Montreal and Vancouver

Location Scenario | Magnitude Distance Scaling period range
1 M6.0 R10-R30 0.1-2.0(s)
Montreal
2 M7.0 R20-R70 0.5-6.0(s)
1 M6.5 R10-R30 0.1-3.0(s)
Vancouver
2 M7.5 R25-R100 0.5-6.0(s)

Tableau 2.5 Historical ground motions used for Montreal and Vancouver

Location Earthquake, station Mw | R (km) | Component | PGA (g)

Nahanni, 23-12- 1985 6.5 4 N 270° 0.186

Bettlement Creek-S3 ' N 360° 0.194

Saguenay, 25-11-1988 N 124° 0.131

Montreal Chicoutimi-Nord 39 43 N 2140 0.106
Val-des-Bois, 23-06-2010 53 60 HHE 0.028

Ottawa ' HHN 0.022

Loma Prieta, 17-9-1989 70 08 N-S, 0° 0.199
Sans-Francisco-Presidio ' E-W, 90° 0.100

Morgan Hill, 24-4-1984 E-W, 90 0.286

Vancouver San Ysidro Gilroy #6 6.2 36 N-S, 360 0219
Northridge, 17-01-1994 6.7 41 E-W, 90 0.568

Castaic-Old Ridge Rte ' N-S, 360 0.514

As shown in Figure 2.6(a) and (b), an excellent match is obtained between the mean spectra of

the selected and scaled ground motions and the design spectra for both locations.
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Figure 2.6 Mean spectra of scaled historical ground motions and design spectra:
(a) Vancouver; (b) Montreal
The NLTHA of the SDOF nonlinear model, shown in Figure 2.4, with a wider range of Q¢/W
(from 0.01 to 0.2) and K&/W (from 0.025m™ to 5m™, accordingly, u= 0.001 to 0.2) were
conducted to cover all possible SIS types within and outside the specified limits by the design
codes for SMSA. An overall total of 38200 SISs were each generated and analyzed under 54

ground motions for each of the two locations, resulting in more than 4x10° NLTHA.

2.6.4 Effects of SIS characteristics on the seismic response

Figure 2.7(a) and (b) shows the variation of Fmax and Dmax, obtained by SMSAs, as a function
of Qu/W for isolated bridges with a constant, Ka (Ka/W=2.5m™"), at the six considered locations.
As shown in Figure 2.7(a), the seismic force demands, for the two seismic areas (HSA and
MSA), follow opposite tendencies with increasing Qda/W. While for HSA sites, Fmax/W
decreases with increasing Qa/W, for MSA sites, this tendency is valid only for low values of
Qd/W, and is inverted beyond a certain threshold in the 0.02 to 0.04 range, where Fmax/W

increases at an almost constant rate with increasing Q4/W.

Figure 2.7(b) shows that Dmax follows the similar general tendency for both seismic areas: Dmax
decreases with increasing Qdo/W. However, the magnitude of Dmax and the rate of its decrease
are much lower for MSAs. In fact, for MSAs, beyond a Qa/W threshold of approximately 0.03
to 0.04, the seismic displacement demand for MSA remains practically constant with

increasing Qa/W.
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Combining the results of Figure 2.7(a) and (b) suggests that moderate and relatively small
values of Q¢/W, in the 0.02 to 0.04 range, are more efficient for isolated bridges in MSAs as
they lead to a minimum Fmax and maintain Dmax near a minimum. In contrast, higher values of

Qd/W are recommended for bridge SISs in HSAs, specifically to decrease Dmax below tight

limits.
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Figure 2.7 Effect of various isolator parameters on Fmax and Dmax: (a) Q¢/W on Fmax

with Ks/W=2.5 m™!; (b) Q¢/W on Dmax with K&/W=2.5 m!; (c) K&/W on Fmax with
Q4a/W=0.05; and (d) Ka/W on Dmax with Qa/W=0.05

Similarly, the effects of the post-elastic stiffness, K4, on the seismic demand in terms of Fmax
and Dmax are presented in Figure 2.7(c) and (d). The results of both earthquake regions present
a similar tendency: increasing Kdo/W results in an increase of Fmax and a decrease of Dmax.
However, the effects of K4 variation on Fmax and Dmax are much less significant for MSAs than
for HSAs. For MSAs, with increasing Kd, only a slight increase in force demand is observed,

while the displacement demand is practically constant. Furthermore, we clearly observe that
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force demands, and particularly displacement demands, for MSAs are significantly lower than
for HSAs for all values of Kq4. Based on the above, we can note that for MSA locations, the
effect of K4 on seismic demand is very minor, and therefore, it is generally preferable to choose

a small value of Ka.

For HSA locations, the effect of K is significant, and trends in opposite directions for Fmax and
Dmax. No optimal range is identified, and Kd is chosen on a case-by-case basis, depending on
specific case constraints, in order to ensure the best tradeoff between displacement and force
optimization. To minimize Fmax, using high values of Q4 and low values of Kd is more
appropriate, while to minimize Dmax, using high values of Qa4 with relatively high values of Kd

1s recommended.

Nevertheless, for both locations, the choice of Ka has to take into account the residual
displacement. Too small values of Kd may cause large displacements and may cause
inadequacy of the SMSA results, as discussed later. However, the SMSA method is applied
only with its established domain of validity which is defined by certain conditions on the
effective period, damping ratio, restoring capability, etc. (CSA-S6, 2014). Furthermore, inside
of the limitation, the SMSA often provides a conservative (overestimated) prediction of the
seismic demand for design purposes (Koval, Christopoulos et Tremblay, 2016; Mavronicola

et Komodromos, 2011). Therefore, the NLTHA shall be performed to validate these findings.

2.6.5 Validation and extension of SMSA results by NLTHA

Figure 2.8 presents seismic force demands and displacement demands, obtained by NTLHAs,
as functions of Qda/W, for different discrete values of Ka/W, for the Vancouver and Montreal
sites. Similar trends as those obtained with SMSA (Figure 2.7) are observed. Results confirm
that the seismic force demand, Fmax/W, reaches a minimum value for a Qd/W ratio in the range

0f 0.02 to 0.04 for isolated bridges in Montreal (MSA) and 0.08 to 0.12 in Vancouver (HSA).
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Figure 2.8 Effect of Qa/W with different Ko/W on Fmax and Dmax for isolated bridge:
(a, ¢) Vancouver; (b, d) Montreal, (Ko/W in m™)
Regarding the seismic displacement demands, Dmax (Figure 2.8(c) and (d)), similar trends as
those observed from SMSA results are also obtained, with Dmax generally decreasing as Qda/W
increases. However, the reduction rates of Dmax with increasing Q«/W are much lower for

Montreal than for Vancouver.

It is also observed from Figure 2.8(d) that for isolated bridges in Montreal, when Q4/W>0.06,
Dmax is nearly constant, and is not affected by either Ka/W or Qa/W. Hence, the selection of a
high value of Qda/W is not only less effective in reducing Dmax, but also significantly increases

Fmax, as shown in Figure 2.8(b), and should be discouraged for this location.

As shown in Figure 2.8(c), for bridges in Vancouver, small values of Qa/W (Qda/W<0.04) seem
to be inappropriate as they lead to large seismic force and displacement demands. On the other

hand, for Q«/W higher than 0.12 (Q4/W>0.12), Fmax increases with a Qd/W increase
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(Figure 2.8(a)), while Dmax remains almost constant (Figure 2.8(c)). It follows that values of
Q«/W in the range of 0.08 to 0.12 (0.08<Q«/W<0.12) are the most appropriate for the

Vancouver site.

Similarly, the effects of Ka/W on Fmax and Dmax are investigated through the results presented
in Figure 2.9 for the studied locations.

0.9 Vancouver 08 Montreal
| [---a,m=001 —Q/W=01 | [-=-qW=001 —Q/W=01
081 | 5 _ Q,/W=0.02 e Q /W=0.2 0.7 A—Q/W=0.02 e Q/W=0.2
0.7 |-=—Q/W=0.05 0 - Q/W=0.05 (SSMA) | | 06| |-=—Q,W=0.05 ©- -Q,/W=0.05 (SSMA)| |
06 05
% 05" %
x % 0.4
S04+ £
L (1
0.3 |
03+ e e R
0.2 0,2*4*»**-*'"*“"*'***
0.1 0.1 1
0 L 1 1 L L 1 1 L L 0 1 L L 1 1 L L 1 1
0 05 1 15 2 25 3 35 4 45 5 0 05 1 15 2 25 3 35 4 45 5
(a) Ky /W [1/m] (b) Ky /W [1/m]
550 Vancouver 160 Montreal
- - -Q /W=0.01 - - -Q /W=0.01
S0 J Q 140 t %
450 - —-4--Q /W=0.02 —&—Q /W=0.02
4000 —a—Q/W=0.05 1 1201 - & -Q/W=0.05
‘T 3504 A Y, Q /W=0.1 1 "€ 100+ Q /W=0.1
E 300f A d £ ¢
— Nos e Q JW=0.2 = 80l e Q JW=0.2
% 250 AN~ d ] 5 d
oF 200 Aa TT<_--Q/W=005(SSMA)| | oF 6ok--. - ¢ -Q,/W=0.05 (SSMA)| |
150 oo AL L T — 407 R e PV I -
100 MR 2= g = = S SV
50 S — 20 hoos 8-0-g -EI:?J_- B - Bfl-g B -5 § ]
0 T 0 —_
0 05 1 15 2 25 3 35 4 45 5 0 05 1 15 2 25 3 35 4 45 5
(c) K, /W [1/m] (d) K, /W [1/m]

Figure 2.9 Effect of Ka/W with different Qa/W on Fmax and Dmax for isolated bridges:
(a, ¢) Vancouver; (b, d) Montreal
The general trends and results obtained are very similar to those obtained with SMSA.
Generally, Fmax increases and Dmax decreases with increasing Ka/W. However, as observed
with SMSA results, seismic demands in Vancouver are much more affected by the Ka/W ratio

than in Montreal. High values of K&/W (K&/W>4m™) are not favorable as they result in an
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increase of Fmax, with Dmax being nearly constant. On the other hand, too small values of Ka/W

lead to large displacements, especially with small Qa/W.

To allow a direct comparison with NLTHA, results obtained with SMSA, for an average
specific value of Ks/W=2.5m™!, are included in Figure 2.8 and Figure 2.9. It is observed that
despite the similar trends in the results, SMSA predicts higher and conservative seismic force

and displacement demands.

The residual displacement (D), a permanent shift (offset) of the superstructure and meaningful

about functionality and repair costs (reentering the bridge), is investigated in Figure 2.10.
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Figure 2.10 Effect of Ka/W with different Qa/W on D for isolated bridge:
(a) in Vancouver; (b) in Montreal
For both locations, the residual displacement, Dr, decreases significantly as Kdo/W increases.
SISs with small values of Ka/W lead to very high values of Dr, especially for isolated bridges
in Vancouver. The residual displacement increases slightly with increasing Qda/W. The authors
propose a lower value of Ko/W=0.5m™!, to limit the residual displacement to 6mm for Montreal

and 15mm for Vancouver.
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2.7 Optimal SIS characteristics for main canadian earthquake zones
2.7.1 Optimization of Qq and Ky based on minimizing Fax

Based on the NLTHA results for the Vancouver and Montreal sites, for any value of Kq, the
associated optimal value of Q4 minimizing Fmax is determined. Then, a statistical distribution
of the optimal Q4/W is constructed, covering the studied range of Ka/W. To generalize the
results to include relatively stiff substructures without neglecting their flexibility, the results
are presented in terms of the elastic period of the structure which is calculated with the elastic
stiffness, Ke. The latter is obtained by combining the substructure stiffness, Ksub, in series with

the initial stiffness of the isolation system, Ku, and is given by:

KK

e:Ku_l_Kmb (2.4)

To ensure that a larger range is covered, additional values of Ke are considered so that the
elastic periods, Te, are [0.20s; 0.25s; 0.30s; 0.34s; 0.40s; 0.45s]. Then, a parametric study is
conducted, where the values of Kd, Q4 and Ke are varied as indicated in Tableau 2.6. For each
combination of these parameters, a NLTHA, as described above, is carried out, for both the

Montreal and Vancouver locations.

Tableau 2.6 Parameters used to optimize SIS characteristics

Parameter Value

Elastic stiffness (Ke/W) (m™) 20, 25, 35, 45, 75, 100

Characteristic strength ratio (Qa/W) 0.01 to 0.2, step increment 0.001

Post-elastic stiffness (Ka¢/W) (m™) 0.025 to 5, step increment 0.025

In total, just over 9.9x10° NLTHAS on the bilinear SDOF shown in Figure 2.4 are undertaken

for each location.
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Figure 2.11(a) and (b) shows the statistical distributions of optimal values of Q4/W for
Vancouver and Montreal, respectively. The histograms in grey represent all the values of Ka/W
while the highlighted ones represent the values of Kd within the range of practical interest:
0.5m'<K4/W< 4.0m™’. Values outside this latter range are either too small, and cause large
residual displacements, or too high, and not of practical interest as the isolation period should

be lower than 1.0s.
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Figure 2.11 Statistical distribution of Qd¢/W minimizing Fmax for isolated bridges:
(a) in Vancouver (HSA); (b) in Montreal (MSA)

As shown in Figure 2.11(a), for isolated bridges in Vancouver with a practical range, Ka/W,
all the minimum values of Fmax are obtained for Q«/W ranging from 0.06 to 0.14, with a
concentration in the 0.08 to 0.12 range. Similarly, for isolated bridges in Montreal
(Figure 2.11(b)), Qa/W varies from 0.01 to 0.05, and concentrates primarily in the 0.015 to

0.045 range. These findings are consistent with earlier conclusions.

The graphs of optimal values of Qd«/W for different elastic periods, Te, are shown in
Figure 2.12(a) and (b). These results show a strong correlation between the optimal values of
Qd/W and Kd/W ratios. Optimal values of Qa/W increase practically in a linear manner with
Kd/W. Linear regressions, with very high coefficients of determination (R?) are fitted to express
the optimum Q4/W as a function K4/W, for different elastic periods, Te, for both the Montreal

and Vancouver locations (see Figure 2.12).
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Figure 2.12 Optimal Q4/W, minimizing Fmax, as a function of Ka/W

The overall linear relations for the optimum Qd4/W, minimizing Fmax as a function of K4o/W for

Vancouver and Montreal are given by Eq.(2.5) and Eq.(2.6), respectively:

0,/W=0.0141K,/W+0.0675, R* =0.7514 (2.5)

0,/W=0.0077K,/W+0.0136, R* =0.9318 (2.6)

It is interesting to note that for Montreal, Eq.(2.6) above has a very high R? as the results of
Figure 2.12(b) show low scatter of the optimal value of Qi/W when K4/W varies. This is
explained by the fact that the optimum Qa/W is barely affected by the elastic period. Therefore,
it is believed that a single regression equation is very adequate for all values of Te within the
studied range. Conversely, for Vancouver, a lower R? is obtained for the overall Eq.(2.5),
because the effect of the elastic stiffness, Ke, on the optimal Q4/W is more significant.
Consequently, using the regressions of Figure 2.12(a) for specific elastic periods, Te, is

considered more appropriate (R*>0.91).

2.7.2 Optimal equivalent viscous damping ratios

In this section, the optimal values of Qa/W are expressed in terms of equivalent linear viscous

damping ratio, Pett:
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Neglecting the displacement at yield, Dy (Ke infinite), the following relation is obtained:

40,
P = 271(Q,+K,D,,,) (2-8)
Qz’ d"~max
Figure 2.13(a) shows a few relations obtained for both locations.
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Figure 2.13 Equivalent viscous damping ratios for Vancouver and Montreal: (a) optimal
ratios calculated at associated design displacement; (b) damping ratios for optimal solutions
variation with locality
From Figure 2.13(a), the optimal damping ratios for Vancouver are typically in the 25% to

35% range, and depend on Kd and Te. For Montreal, the optimal viscous damping ratios are

lower, and range generally from 20% to 25%, with a lower dependency on K4 and Te.

Nevertheless, notwithstanding the fact that optimal damping ratios for Montreal are lower than
those for Vancouver, the results of Figure 2.13(a) are not very indicative of the real damping
capacities of optimal SISs for both locations. This is because the damping ratios presented are
not calculated for the same maximum seismic displacement, Dmax. As indicated by Eq.(2.8),
for the same SIS (Q4 and Kd), when Dmax decreases, the equivalent damping ratio increases.

Consequently, because the Dmax values are much lower for Montreal than for Vancouver,
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optimal damping ratios obtained for both locations are relatively close. However, in reality,
optimal SISs associated with Vancouver have much greater damping capacities than those
associated with Montreal. To illustrate this difference, the damping ratios with the midrange
optimal values of Q4/W for both locations are calculated and compared at the same location,

as shown in Figure 2.13(b).

Results clearly indicate that typical optimal SIS calculated for the same location show much
lower damping ratios for Montreal than for Vancouver, and vice-versa. For example, an SIS
with Qa/W=0.03, optimal for Montreal, shows a very low damping ratio ranging from 5% to
12% when used in Vancouver, despite its calculated damping ratio ranging from 17% to 40%
when used in Montreal. Comparatively, an SIS with Qa/W=0.1, which is typically optimal for
Vancouver, shows a damping ratio ranging from 20% to 45%. Calculated for the same
displacement, optimal SISs for Montreal dissipate about 3 times less energy than those for

Vancouver.

2.8 Conclusions and recommendations

In this research, the common earthquake characteristics of MSAs and HSAs are studied
through amplitude and spectral parameters. Classifications of earthquake regions for North
America and Europe are conducted based on the background map from GEM (M. Pagani,
2018). The effects of earthquake characteristics on SIS performances are investigated through
SMSAs and validated through NLTHAs. Additionally, the optimum characteristic strength,
Quq, and post-elastic stiffness, Kd, are evaluated for isolated bridges in MSA and HSA in
general, and Montreal and Vancouver, Canada, more specifically. The following conclusions

are drawn:

1. PGA/PGYV ratios for locations in MSAs are approximately twice as large as those in HSAs.

2. The design spectra shapes for MSAs vanish more rapidly with period elongation, making

the seismic base isolation more effective in MSAs than in HSAs.
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For isolated bridges in MSAs, increasing the characteristic strength, Qd, beyond a certain
threshold results in an increase of the seismic force demand, Fmax. Consequently, small to

moderate values (0.02 to 0.04) of Q¢/W are the most appropriate.

For isolated bridges in HSAs, Fmax decreases with increasing Qd, up to an upper limit of
approximately 0.12W to 0.14W, beyond which the seismic force increases with increasing
Qu. With respect to seismic force demand, the optimum values of Q4 range from 0.08W to

0.12W.

The post-elastic stiffness, Kd, influences Dmax and Fmax in opposite ways. Generally, Fmax
increases and Dmax decreases with increasing Kd. However, these effects are more
accentuated for isolated bridges in HSAs, while they are practically negligible for bridges
in MSAs. Nevertheless, too small values of Kq lead to large values of Dmax and Dr, while
too high values of Ka result in less effective SISs as the Fmax increases, with only a

negligible reduction in Dmax.

Based on extensive NLTHA results, the optimal characteristics of SISs for Montreal and
Vancouver are identified: Qa/W in the range of 0.015 to 0.045 for Montreal and 0.08 to
0.12 for Vancouver. Regression expressions are proposed for a more accurate estimate of

optimal Qda/W as a function of Ka/W.

Optimal values of K&/W in the range of 0.5m™! to 4m™ for both locations are recommended.
Values at the lower limit are preferred, especially for Vancouver, in order to restrain the

seismic force demand, Fmax.

Values of Kd/W higher than 0.5 ensure controlling the residual displacement under 6mm

for Montreal and 15mm for Vancouver.

Optimal viscous damping ratios for both locations range typically from 20% to 25% in
Montreal and 25% to 35% in Vancouver. However, because these ratios depend on the
design displacement, Dmax, which is much higher for Vancouver (twice or more), they are

not very representative of the real energy dissipation capacities of optimal systems in both
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regions. Values of Q4/W are more indicative in this regard. Typical optimal SISs for
Montreal, with Q&/W around 0.03, have only 5% to 12% damping ratios when calculated

for Vancouver.
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3.1 Résumé

L'analyse spectrale unimodale (single-mode spectral analysis - SMSA) est une procédure
simple utilisée efficacement pour évaluer les demandes sismiques des ponts isolés a la base,
en particulier pour les ponts simples ou la conception préliminaire de ponts complexes. Cet
article évalue les performances de la SMSA et ses limites d'application telles que spécifiées
dans les codes actuels, a travers les résultats d'une étude paramétrique. Les propriétés
hystérétiques des systémes d'isolation sismique et la rigidité des unités de fondation d’un pont
isolé¢ générique sont variées. Les demandes sismiques prédites par la SMSA et celles des
analyses temprorelles non-linéaires (nonlinear time-history analysis - NLTHA) sont ensuite
comparées, y compris a l'intérieur et a 'extérieur de la plage des limites d’application spécifiées
dans les codes actuels. Les résultats montrent que les conditions les plus efficaces sont celles
liées aux limites d'amortissement visqueux équivalent et a la force de rappel. Les limites
supérieures sur la période effective et sur la période post-€lastique peuvent étre ignorées. De
plus, pour compléter la SMSA, une relation est proposée pour estimer le déplacement résiduel

attendu en fonction du systeéme de recentrage. Des relations de régression permettant d'estimer
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la moyenne attendue et l'intervalle de confiance de 1'écart de déplacement prédit par la SMSA

sur la base des prédictions de la NLTHA sont également proposées.

Mots-clés: Isolation sismique a la base, ponts, analyse spectrale unimodale, mod¢le linéaire

équivalent, déplacement résiduel, erreur attendue.

3.2 Abstract

Single-mode spectral analysis (SMSA) is a simple procedure efficiently used to evaluate the
seismic demands of base-isolated bridges, particularly for simple bridges or complex bridge
preliminary design. This paper evaluates the performance of SMSA and its limits of application
as specified in the current codes, through the results of a parametric study. The hysteretic
properties of seismic isolation systems and the stiffness of bridge substructures are varied.
Seismic demands predicted by SMSA and nonlinear time-history analyses (NLTHA) are then
compared, both inside and outside the current specified limits range. Results show that the
most effective conditions are those related to the limits on equivalent viscous damping and on
restoring force. The upper limits of the effective period and of the post-elastic period can be
ignored. Further, to complement SMSA, a relation is proposed to estimate the expected
residual displacement as a function of the restoring system. Regression relations allowing
estimating the expected mean and confidence interval of the displacement deviation predicted

by SMSA based on NLTHA predictions are proposed.

Keywords: Seismic base isolation, bridges, single-mode spectral analysis, equivalent linear

model, residual displacement, expected error.

3.3 Introduction

Seismic base isolation (SBI) is commonly used to protect bridge structures in areas prone to
moderate and high seismic activity. By shifting the fundamental frequency of the structure
from the dominant frequency range of earthquakes, SBI allows preventing the major part of

the kinetic energy of earthquakes from being transferred into structural components, thereby
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reducing seismic forces. The use of incorporated or in-parallel damping is another fundamental

SBI feature allowing the control of seismic displacements within an acceptable range.

Previous studies on the seismic response of base-isolated bridges were conducted based on
three main analysis methods, with increasing refinement and computation effort, namely:
single-mode spectral analysis (SMSA), multi-mode spectral analysis (MMSA), and nonlinear
time-history analysis (NLTHA), all defined in the current seismic design codes (AASHTO,
2017; CSA-S6, 2019; ECS, 2005b). The NLTHA provides the complete nonlinear response
history of structures under earthquake ground motions, and as a result, is considered the most
accurate of the three methods. Both SMSA and MMSA offer a more rapid alternative when
the peak seismic displacement and force are pursued for design purposes. They are based on
using an equivalent effective linear model of the seismic isolation system (SIS) at the expected
maximum seismic displacement. The appropriate accuracy and elaboration level of the analysis
method depend on the analysis objectives, the characteristics of bridge structures, the SIS

properties, the bridge importance, the hazard level, etc.

Generally, NLTHA is required when analyzing complex bridge structures, when validating
and/or adjusting preliminary analysis results for the final design, and when evaluating response
parameters that are otherwise unavailable, such as residual displacements (AASHTO, 2017;
CSA-S6, 2019; ECS, 2005b). The MMSA method is a classical spectral method that estimates
the peak expected seismic demand through combining the peak seismic demands of the
multiple modes of the structures. Notwithstanding its limitation to linear structures, it is widely
used for the design of nonlinear structures under earthquake loads, taking advantage of the
principle of equal displacements of a linear and nonlinear structure (Chopra, 2017). The main
source of inaccuracy with this method is related to the approximation of the maximum structure
response by combining the maximum seismic responses of the non-synchro vibration modes.
For isolated structures, this method is commonly used with a modified spectrum combining
two levels of damping: 1) a high level of damping for isolated modes, and 2) the usual low
damping level for non-isolated modes. This approach can be a problem as some non-isolated
modes may fall within the range of isolated modes. The SMSA method is a simplified form of
MMSA, based on the first isolated mode only, and is particularly useful for the preliminary
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design and sizing of simple base-isolated bridges. The main advantage of this method is its
simplicity and the low computation effort required, and under good conditions, it provides

reasonably accurate and conservative results.

The SMSA method (simplified method), is recognized as a valid method for the design of base-
isolated bridges, under certain conditions set by current bridge design codes (AASHTO, 2014;
CSA-S6, 2019; ECS, 2005b). In some publications, this method is also referred to as
displacement-based analysis, modified uniform load method, or fundamental mode spectrum
analysis (Buckle et al., 2006; ECS, 2005b). It consists in a spectral analysis of an equivalent
SDOF linear system, representing the nonlinear isolated bridge structure, characterized by an
effective stiffness (Kef) and an equivalent viscous damping (fef), calculated at the peak

displacement.

However, the accuracy of the method is not well-established. In addition, it does not provide
an estimate of the residual displacement (D), which is an important response feature affecting
the performance of the bridge. The inherent hysteresis damping of the isolation system is
replaced by equivalent viscous damping, which may lead to an erroneous estimate of the peak
response. Therefore, this approach applies only to simple and regular structures, and predicts
the peak values of displacement (Dwmax) and force (Fmax) of the seismic response. Typically,
SMSA results are complemented and verified by a more accurate method, such as MMSA or

NLTHA, for the final design.

This simplified method was introduced by Jacobsen (1930), after which is was extensively
applied by Hudson (1965). The original idea involved an approximation of the effects of
nonlinearities by an equivalent viscous damping model of an SDOF under a sinusoidal
disturbing force (Jacobsen, 1930) or an earthquake-like excitation (Hudson, 1965). In this
approach, the energy dissipated per cycle of hysteresis is set equal to the energy of an
equivalent viscous damper for the same cycle amplitude. Kryloff et Bogoliuboff (1943)
proposed a more clearly physical approach on the approximation of nonlinear systems by an
equivalent viscoelastic model, including an equivalent constant stiffness spring, in parallel with

an equivalent viscous damper. This model was further examined by Ergin (1954) for random
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excitations, by Caughey (1960) for sinusoidal excitations, and by Jacobsen (1960) for a
composite structure subjected to the “load distortion curve”. The method was also applied to
analyze the seismic response of nonlinear soils (Hejazi, 1963; Idriss et Seed, 1968).
Linearization criteria have been more fully established by Beucke et Kelly (1985) for a good
approximation of the exact solution and the method has been adopted and used extensively for

the seismic analysis and design of base-isolated structures.

Previous studies have been carried out to improve the equivalent linear analysis methods,
including SMSA, for isolated bridge structures. However, most of them focused on studying
the properties of the equivalent linear system, including how to determine the effective
parameters (Kef; fe and/or the damping coefficient B) (Giaralis et Spanos, 2010; Hwang et
Sheng, 1993; Jara et al., 2012; Koval, Tremblay et Christopoulos, 2012; Kwan et Billington,
2003; Lin et Miranda, 2009; Liu et al., 2014). Accordingly, the effective linear properties of
SIS are determined at the expected peak displacement, Dmax. In the current bridge design codes,
the application of the SMSA method is restricted by certain specific limits, notably on the
equivalent viscous damping (fey), the effective period (7.y) and on the restoring capacity of the
isolation system (AASHTO, 2014; CSA-S6, 2019; ECS, 2005b). Outside the range delimited
by such conditions, it is implicitly understood that the SMSA method leads to inadequate
predictions of the seismic demand (Fmax, Dmax), and consequently, to an inappropriate and/or

unsafe design.

The rationales for each specified application condition limit, the target acceptable error within
the range of applicability, and the kind of error expected inside and outside such a range are
however unclear and/or not fully documented. Furthermore, many additional conditions have
recently been added in some codes (AASHTO, 2014; CSA-S6, 2019; ECS, 2005b), and some
of them seem to be either superfluous, because are already indirectly included in other
conditions, or in conflict with practical objectives. Also, some of the conditions seem to be
derived from the ground motion characteristics associated with high seismic area (HSA)
ground motions and may not be well-adapted to moderate seismic area (MSA) ground motions
with distinct characteristics (Nguyen et Guizani, 2020). In MSAs, the seismic displacement

demand is much lower, and as a result, some conditions, particularly those associated with the
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restoring capacity, are difficult to satisty, and may pose an obstacle to the choice of the most

optimal SBI designs.

Recently, Koval, Christopoulos et Tremblay (2016) provided some specific additional limits
in order to produce good conservative displacement estimates for isolated bridges in Canada.
However, these limits on Dmar and Tey are specified without any distinction related to the
ground motion characteristics of earthquake regions. In this context, Nguyen et Guizani (2020)
recently showed that ground motion characteristics for HSA (West Canada and USA) and
MSA (East Canada and USA) follow distinct typical trends, associated with the frequency
content, for each region. Because of these differences, the performance of a given SIS and the
seismic demands in terms of force and displacement vary with the class of the seismic area

where the isolated bridge is located.

On the other hand, the evaluation of the residual displacement, D,, for isolated bridges
subjected to earthquake motions cannot be predicted by SMSA. Meanwhile, the relative
assessment between D, and Dumax, although mentioned in Eurocode 8 (ECS, 2005b), needs to
be revisited as Dmax in HSAs is found to be relatively much larger than in MSAs. Furthermore,
performance-based design requires the evaluation of D, to validate the performance and post-
earthquake serviceability of the bridge (CSA-S6, 2019). It is therefore necessary to revisit the
applicability conditions of SMSA, understand the ins and outs of each one, provide guidance
on expected error margins associated with violating and/or respecting them, and propose an
estimation mean of the non-available responses, notably D,. These aspects are of high interest
for both design and research contexts, and should help make it easier to use more adapted and

efficient SBI solutions.

The main objective of this study is to evaluate the performance of the SMSA method and the
pertinence of the application limits specified in the current bridge design codes in North
America. Also, the study aims to revisit SMSA application limits and to complement SMSA

by formulating relations used to estimate its expected deviation and the residual displacement.

The SMSA used in current bridge design codes, including the North American codes
(AASHTO, 2014; CSA-S6, 2019) and extension of the Eurocode 8 (ECS, 2005b), is first
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outlined with the specified limits of its application. Then, to achieve the objectives laid out
above, a parametric study is carried out on a typical generic base-isolated bridge, where the
SIS properties (Qa, Ka), the flexibility of the substructure and the ground motion characteristics
are varied to cover a range extending beyond the current limits of application of SMSA. The
SMSA and NTLHA methods are used to establish the seismic demand (Dmax, Fmax) of the
isolated bridge variants generated by the parametric study. A comparison of the results
obtained by these two methods is performed to evaluate the performance of SMSA within and
outside its range of the application limits specified by the codes. The two Canadian cities of
Vancouver and Montreal, known as the two highest seismic risk cities in Canada (Adams et
Halchuk, 2004), are selected as representative of locations in the two main seismic areas in
North America [Western North America (WNA) and Eastern North America (ENA)], and
more widely, as representative of other cities in the USA and Europe, respectively located in
HSAs [e.g., Portland (OR, USA), Napoli (Italy), etc.) and in MSAs (Boston (MA, US), Turin
(Italy), etc], where the SBI of bridges is of interest (Nguyen et Guizani, 2020).

34 Overview of the SMSA method

34.1 SMSA principles and application to base-isolated bridges

The SMSA method carries out a spectral analysis of a Single Degree Of Freedom (SDOF)
representing the base-isolated bridge structure, as shown in Figure 3.1 (AASHTO, 2014; CSA-
S6, 2019; Dicleli et Buddaram, 2007; ECS, 2005b; Guizani, 2007; Jara et al., 2012; Koval,
Christopoulos et Tremblay, 2016). A lumped mass represents the mass of the superstructure
plus a portion of the substructure. The SIS is modeled by an equivalent viscoelastic element
with properties evaluated at the expected peak displacement models the SIS. It includes an
elastic spring with an effective stiffness (Kisoi), in parallel with a damper having an equivalent
viscous damping ratio &so. The flexibility (Ksuws) and damping (&) originating from the
substructure and/or superstructure may be taken into account by a second viscoelastic element,
mounted in series with that representing the SIS. The peak displacement is the spectral
displacement, obtained from the design spectrum, associated with the global system effective

period (7ey) and damping ratio (Sep).
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Figure 3.1 SDOF model of a seismic base-isolated bridge segment

One basic major assumption in the SMSA method is the replacement of the hysteretic damping
by an equivalent viscous damping. Another important assumption is the lumping of the
superstructure mass with a fraction of the substructure mass into a single mass. The latter relies
on the assumption that the bridge superstructure is relatively rigid, when compared to the SIS,
and behaves as a rigid body. All the isolation units are hence essentially subjected to the same
lateral displacement, and can therefore be lumped into a unique equivalent SIS where the
effective lateral stiffness of the equivalent system is the sum of all the substructure units-SIS
effective stiffnesses. Other simplifications and assumptions related to the modeling of the base-
isolated bridge are mainly related to the simplification of the hysteretic behavior, the
approximation of a substructure damping by a viscous damping, the neglecting of higher
modes, and the neglecting of any coupling of the SIS hysteresis in the horizontal directions
and vertical direction. In addition, the method suffers from the classical limitations inherent to
the spectral analysis method (Buckle et al., 2006; Naeim et M. Kelly, 1999; Wei et Buckle,
2012). All these assumptions and simplifications may be causes of any errors and deviations
from the exact solution and, combined with the deemed acceptable error, should explain any

appropriate limitations on the application range of the SMSA method.
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Many experimental studies on different base isolation systems have shown various behaviours
with complex interactions and generally smooth hysteresis curves (Becker et Mahin, 2012;
Buckle et al., 2006; Constantinou et al., 1999; Fenz et Constantinou, 2006; Naeim et M. Kelly,
1999). However, the simple bilinear model shown in Figure 3.1 is generally used to idealize
the SIS force-displacement hysteretic relation with sufficient accuracy (Erdz et DesRoches,
2008). It provides a slightly more conservative (overestimated) seismic demand for isolated
structures (Mavronicola et Komodromos, 2014). However, the property modification factors
of isolators used in practice allow ignoring this difference (Buckle et al., 2006). The bilinear

model is therefore deemed appropriate and sufficiently accurate for this study.

The main hysteretic features of the bilinear hysteresis governing the seismic response of base-
isolated bridges are the post-elastic stiffness, Ks, and the characteristic strength, Qa. The SIS
initial stiffness, Ku, is generally less important (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006; CSA-
S6.1, 2019; Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011; Naeim et M. Kelly, 1999).
The characteristics of the bilinear SIS model and the equivalent linear SDOF, representing a
base-isolated bridge, can be derived by the following equations, with reference to the terms

defined in Figure 3.1:

The SIS yield displacement, Dy, is calculated by:

B o
D =-2=—=¢ 3.1
g Ku Ku _Kd ( )
The SIS equivalent effective stiffness, at the design displacement, is obtained by:
K o
ol = T = +K 3.2
b ==K, (32)

Isol Isol

The SIS equivalent viscous damping ratio is determined from the energy dissipated per cycle

(EDC) within the SIS, as follows:
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EDC _ 4Qd (Dlsol _Dy )
27[Klsal Dlzsal 27[Klsal D Iiol

flsol = (33)

For a flexible substructure, the SDOF base-isolated bridge model effective stiffness, at the

design displacement, is given by:

K., K

— Sub” ™ Isol

T K 1K

Sub Isol

(3.4)

The SDOF bridge model effective period, at the design displacement, is therefore:

M
Ty =2rx /— (3.5)
e
Ky

The SDOF effective viscous damping ratio fef, representing damping from the SIS in series

with damping from the substructure, can be calculated by:

_ §Sub§[ml KSub + K]sol

By=7—T— — (3.6)
! é:Sub KSub +§]sol Klsol

The Canadian code (CSA-S6, 2019) proposes a damping-dependent coefficient, B, used to

obtain the spectral response for the effective damping, Sz, from the standard 5% spectrum as

B= ﬂ%// ”’
0.05

The design (maximum) displacement is determined from the design spectral displacement,

Si(Te) (mm) and/or Sa(Tep) (g) by:

follows:

n=02if S (0.25)/S,(2.0s) 28
n=03if S, (0.25)/S,(2.0s) <8

(3.7)

_SAT,;) 2508,(T,)T,
max B - B

(mm) (3.8)

The maximum lateral force is derived as follows:
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Fmax :K D :KSubDSub :K[mlD[ml (39)

eff "~ max

The uniform hazard design spectrum (UHS) used in Canada lists the spectral accelerations
values, Sq, at selected periods, and linear interpolation is used to obtain intermediate values.
However, for intermediate periods longer than 2s, the spectral acceleration should be
determined from the spectral displacement, Sa(7) (mm), as Sa=S4(T)/(250T°) (g) to avoid

excessive conservative estimation (CSA-S6, 2019).

As the system’s properties depend on the displacement, and vice-versa, an iterative procedure
ensures convergence to the final solution, as illustrated in Figure 3.2, for a given tributary

weight, W, SIS hysteretic features (Qus, Ka, and K.) and substructure properties (Ksu» and &p).
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Figure 3.2 Iterative scheme of SMSA method for base-isolated bridges
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3.4.2 Specified limits on SMSA application in main bridge design codes
3.4.2.1 Code limits on the SMSA method

In order to prevent an inappropriate and/or unsafe estimation of the seismic demand, the
AASHTO (USA), the CSA-S6 (Canada) and the ECS (Europe) specify conditions defining the
limits for the applicability of the SMSA method as summarized below:

Limits on the equivalent damping ratio (Besr)

In all the three above-mentioned codes, the equivalent viscous damping ratio is limited to 30%
(Ber < 30%), with the exception of the CSA-S6 (2019), which allows increasing the limit up to
40% (Peyr < 40%) when Sa (0.2)/S4(2) > 8. This extension of the limit on Sey in CSA-S6 (2019)
follows the results of Koval, Christopoulos et Tremblay (2016), and applies for most eastern
locations, typical for MSAs (Nguyen et Guizani, 2020), where the acceleration spectra vanish

rapidly with the elongation of the structure period.

Limits on the isolation period

Bridge design specifications in North America limit the effective period, T¢y < 3.0 s. Recently,
Koval, Christopoulos et Tremblay (2016) provided a lower limit on 7e to prevent
underestimating the displacement demand:

T,2To " (3.10)

where T is the initial elastic period and a is the post-elastic ratio (i.e., & = Ka/ Ke). In Europe,

ECS (2005b) does not provide any specific limits on 7es.

Limits on the lateral restoring capacity

Codes require a minimum restoring capacity to ensure a reliable estimate of the seismic
demand, notably by the SMSA method, and to prevent important residual displacement. To
this end, both AASHTO (2014) and CSA-S6 (2019) specity the following condition, for SIS

with a displacement-dependent lateral restoring force:



122

AF =F(D,, )-F(D,,/2)=20.0125W (3.11)

max

where F(Dmax) and F(Dwma/2) are the lateral forces at 1.0 and 0.5 times the maximum

displacement, Dmax, respectively. For a bilinear behaviour, Eq.(3.11) yields to:

AF = KdDmax/z - Efesto/z (312)

where Fresto 1s the restoring force of SIS.

Furthermore, an upper limit on the post-elastic period (related to the post-elastic stiffness), 74,

is also specified in North American codes (AASHTO, 2014; CSA-S6, 2019), as follows:

T, =21 W/(K,g) <6(s) (3.13)

According to CSA-S6 (2019) and the AASHTO (2014), long periods 74 may result in a
significant residual displacement, leading to an overestimation of the dissipated energy per

cycle and of the equivalent damping ratio, as evaluated by SMSA.

For systems not meeting the minimum force restoration condition given by Eq.(3.11), the
Canadian code allows using SMSA, which has been found to give a good estimate of

displacement demand when the following condition is met (Koval, Christopoulos et Tremblay,

2016):

D,./S,(T,)=1.5 (3.14)

where Sq(7Te) is the spectral displacement corresponding to the initial elastic period 7. of the

isolated bridge structure.

ECS (2005b) specifies similar restrictions as those of Eq.(3.11) on the system’s restoring

capacity, but in direct relation to the residual displacement, D, as follows:

AF=F(D, )-F(D, /2)=F,, /228 WD./D,_
{ ( max) ( max ) re / / (315)

D <D —&,D

Isol
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where Disor is the maximum design displacement of the isolator, and d» and oz are coefficients
expressing appropriate fractions of W and Diso, respectively. The recommended values in ECS

(2005b) are: on=0.015 and ;= 0.5, which lead to:

AF=F(D,,)-F(D,, /2)=0.0075W (3.16)

Tableau 3.1 summarizes the limits on SMSA specified by different standards, and discussed

above.

Tableau 3.1 Summary of SMSA application limits according to the USA,
Europe and Canada bridge design codes

N° | Limitation condition ECS 2005b AASHTO 2014 CSA-S6:19
If Sa(0.2)/Sa(2)<8:
Equivalent viscous Berr < 30%
1 _ _ Befr < 30% Betr < 30%
damping ratio If Sa (0.2)/Sa(2) >8:
Betr < 40%
Effective period of Terr<3.0 sand
2| ) - Terr<3.0s
isolated bridge Tefr > Tea 0
; Maximum Dimax/Sd(Te)>1.5 or
displacement condition 5
4 | Post-elastic period - Ta<6.0s Ta<6.0s"
Restoring capacity
D 5, WD AF>0.0125W
AF=F(D,,)—F(—=x) AF 2 ——r- AF>0.0125W
5 2 max S (Fresto 20025W) or
(Bilinear: (Fresio 20.015W) | (Freso20.025W) 1~ -
Fresto:KdDmax)
« . DrSDmax-SdDa,max
6" | Residual displacement . - -
(04=0.5)

*: Recommendation regarding the design, not a limitation on SMSA
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3.4.2.2 Discussion of limits imposed by the codes on the validity of SMSA

The pertinence of replacing the hysteretic damping by an equivalent viscous damping and the
treatment of this damping through a constant factor B are in direct relation with the accuracy
of SMSA, and are closely dependent on the properties of the hysteresis loop and the level of
displacement. In other words, the validity limits of this approximation, actually set to 30% or
40% in design codes, can change with the varied hysteretic properties and other conditions,
such as ground motion characteristics and the bridge substructure flexibility. Therefore, the

effect of Sy on the accuracy of the SMSA results should be revisited.

The origin of the upper limit on Tef (Te < 3.0 s) is unclear. Iwan (1980) found that the peak
seismic response of a bilinear SDOF can be well approximated by the spectral response of the
linear equivalent SDOF for effective periods in the 0.4s to 4.0s range and ductility ratios in the
2 to 8 range. Ramirez et al. (2002) found that SMSA produces velocity estimates within 25%
of the correct values for an equivalent linear system with 1.0s < T < 3.0s and
0% < By < 40%. However, outside these ranges, only good estimates of the peak displacement
and acceleration were obtained, while the peak velocity was misestimated. Therefore, the

authors recommended applying correction factors to ensure the accuracy of the velocity results.

On the other hand, the upper limit on 7e< 3.0s seems to be too tight, especially in HSAs where
an extension of 7¢y beyond 3.0s is often necessary to obtain an optimal design, as shown in
the results reported by Nguyen et Guizani (2020). The applicability of this limit and its effects
on the accuracy of the SMSA method shall therefore be revisited. Under such conditions, this
specification is very restrictive for HSAs, and it is worth investigating if it can be relaxed while
keeping results reasonably accurate. The lower limit on Te (Tesr> Teor"?%), proposed by Koval,
Christopoulos et Tremblay (2016), is based on the properties of the bilinear hysteresis model
for which the equivalent damping B reaches its maximum value at Tey= Teor”?°. The purpose
of this condition is to obtain the responses for fe in the interval where the damping decreases
with increasing Tef to achieve a conservative displacement estimate. However, this study did
not clearly establish that inaccurate and/or non-conservative results are obtained when such a

condition is not observed.
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Considering a bilinear response, the requirement for 7z in Eq.(3.13) is equivalent to
Ka>0.112W, while Eq.(3.11) leads to KaDmax > 0.025W. Substituting Eq.(3.11) in Eq.(3.13),
the result shows that the 77 requirement is automatically met for MSA, where Dmax 1s found
practically at moderate levels, typically under 70 mm (Nguyen et Guizani, 2020). Accordingly,
the limit on the restoring force [see Eq.(3.11)] is only satisfied with 7z < 3.5s, leading to
eliminate the use of isolators with more flexible post-elastic stiffnesses in these regions and
making the condition of Eq.(3.13) on 7u superfluous. On the other hand, for HSA, this limit on
Ty also seems redundant because it is already covered by the limit of the restoring force where
Dinax 1s found to be mostly less than 223mm. In the rare cases where values of Dmax higher than

223mm are expected, the pertinence of the limit on 7z may be checked.

From the requirement of Eq.(3.14), considering that the fundamental structural vibration period
of the non-isolated bridge typically ranges from 0.2s to 1.0s, this requirement leads to the
imposition of a seismic displacement Dmax > 9 mm to 55 mm respectively for isolated bridges
in MSA, and Dmax > 13 mm to 158 mm for isolated bridges in HSA. In the case of a more

flexible structure, this condition may require a very large value of Dwmar that may not be

achievable, especially for MSA.

The Eurocode 8 (ECS, 2005b) required minimal restoring capacity, given in Eq.(3.16), is equal
to 60% of the minimal restoring capacity specified by North American codes (AASHTO, 2014;
CSA-S6, 2019). Furthermore, it should be noted that the ECS (2005b) seems to implicitly
accept Dy up to half of the Dmax. In the opinion of the authors, for HSA regions, this requirement
is not stringent enough as a large Dr may arise, harming the functionality of the bridge and
requiring post-earthquake intervention to recenter the bridge. Comparatively, the CSA-S6-19
specifies limited service performance and a reparable damage level for lifeline bridges under
the 2475-year return period earthquake. In this situation, residual displacements are permitted
as long as the isolators maintain their load-deformation response and their half displacement

capacity.
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3.5 Parametric study

A parametric study is carried out to compare the results obtained by SMSA and NLTHA for
base-isolated bridges, where the main hysteretic features of SIS and the substructure stiffness

are varied.

3.5.1 Studied parameters

The superstructure is considered as a rigid body with a lateral tributary weight (). The studied
parameters and results are expressed as a ratio of this parameter, such that they can be
generalized to any weight value. The characteristic strength (Qus) and the post-elastic stiffness
(Ka), obtained indirectly through the Q#/W and Ku«/W ratios, are used as the main studied
parameters of SIS. The range of varied values of Q#/W and K&/W covers the practical range of
SIS designs conforming to current codes, and covers the range of limit conditions of the SMSA
method specified by the codes. The stiffness of the bridge substructure, Ksus, is taken into
account within limited specific values. It is combined with the initial stiffness of the SIS, Ku,
into the initial elastic period 7e. Finally, the studied range of the post-elastic ratio, K&/Ku,
practically covers all types of commercially available SISs (Dicleli et Buddaram, 2006; Naeim

et M. Kelly, 1999).

To simplify the model, the inherent damping of the structure, &, can reasonably be ignored
with minor effect on the accuracy of results. Tableau 3.2 presents the model parameters and

their studied ranges.

Tableau 3.2 Parameters used to represent various characteristics of SIS

Model parameter Values
Initial elastic period: Te (s) 0.2,0.3,0.5,0.7,0.8
Characteristic strength ratio:
Montreal: Qa/W (19 steps) From 0.01 to 0.10 by 0.005 increment
Vancouver: Qa/W (29 steps) From 0.01 to 0.15 by 0.005 increment
Post-elastic period, 74, (s) From 1.42s to 14.19s (17 increments)
Post-elastic ratio: a = Ko/Ke From 0.0002 to 0.3, increment via Tzand 7.
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3.5.2 Seismic analysis methods

Two analysis methods are conducted on the simplified models of the isolated bridge variants:
1) the SMSA method on the equivalent viscous-elastic SDOF model, and 2) nonlinear time-
history analyses (NLTHA) on the SDOF, using the bilinear hysteretic behavior presented in
Figure 3.1.

SMS Analyses

SMSA, as illustrated in Figure 3.2, is performed for a given bridge weight (W) and given
substructure properties (Ksus, &) and SIS hysteresis properties (Qu, Ka, Ki). The uniform hazard
spectra for a probability of exceedance of 2% in 50 years and 5% damping for the two locations

of Vancouver and Montreal, shown in Figure 3.3, are used.

Design spectrum, CSA-S6, 2019, Soil type C, damping 5%

0.9 0.9
08 —O— Sa, Vancouver Sa, Montreal L 0.8
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Figure 3.3 Design spectra for Vancouver and Montreal, Canada, for a probability of
exceedance of 2% in 50 years and 5% damping

In this research, a total of 1800 and 2700 SMS analyses resulted from the above parametric

study, for Montreal and Vancouver, respectively.
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NLTH Analyses

NLTHA is employed in this study to evaluate the accuracy of the SMSA method and to predict

the residual displacements of isolated bridges. For each Montreal and Vancouver location, a

suite of 48 scaled artificial ground motions obtained from the Atkinson Database (Atkinson,

2009) and 6 historic ground motions obtained from Natural Resources Canada (NRCAN, 2020)

are selected. These ground motions are statistically independent and are scaled to match the

target spectrum of the Canadian bridge design code for each location.

Tableau 3.3 Historic ground motions used for Montreal and Vancouver locations

Location | Earthquake, station, scenario | Mw | R (km) | Component | PGA (g)

Scenario 1 (E6C1, E6C2 -

o 6.0 10-30 24 records -
artificial records)
Scenario 2, (E7C1, E7C2 -

o 7.0 20-70 24 records -
artificial records)
Nahanni, 23-12-1985 N 270° 0.186

Montreal 6.5 24

Bettlement Creek-S3 N 360° 0.194
Saguenay, 25-11-1988 59 13 N 124° 0.131
Chicoutimi-Nord ' N 214° 0.106
Val-des-Bois, 23-6-2010 sg 60 HHE 0.028
Ottawa ' HHN 0.022
Scenario 1, (W6C1, W6C2 -

o 6.5 10-30 24 records -
artificial records)
Scenario 2, (W7C1, W7C2 -

o 7.5 25-100 | 24 records -
artificial records)
Loma Prieta, 17-9-1989 N-S, 0° 0.199

Vancouver . L 7.0 98

Sans-Francisco-Presidio E-W, 90° 0.100
Morgan Hill, 24-4-1984 6.2 36 E-W, 90° 0.286
San Ysidro Gilroy #6 ' N-S, 360° 0.219
Northridge, 17-01-1994 6.7 Al E-W, 90° 0.568
Castaic-Old Ridge Rte ' N-S,360° | 0.514
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The mean spectra of the selected and scaled ground motions for Vancouver and Montreal are
illustrated in Figure 3.4(a) and (b), respectively, and show an excellent matching with the target

spectra.

For each of the 1800 or 2700 isolated bridge variants generated, the seismic demands are
established as the average values of the maximum seismic responses (Fmax, Dmax, Dr) obtained
with the 54 records, resulting in a total of 97,200 and 145,800 NLTH analyses for Montreal

and Vancouver, respectively.

) Vancouver ) Montreal
1.8 48 artificial records, ATK-W | | 1.8 48 artificial records, ATK-E | |
16 06 historic records 16 06 historic records |
1.4 Mean 54 records 1.4 Mean 54 records
3 M2 | CSA-86-2019 G CSA-86-2019
U)m 0.8 Iff U)m 0.8
0.6 0.6
0.4 0.4
0.2 0.2 [
0 : 0
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
(@) T(s) (b) T(s)

Figure 3.4 Mean spectra of scaled ground motions and CSA-S6-19 design spectra
(for 2% in 50 years, 5% damping): (a) Vancouver; (b) Montreal

3.6 Evaluation of the limits on SMSA method

3.6.1 Comparison of SMSA and NLTHA Results

SMSA and NLTHA results are compared, in terms of peak displacement, Dymax, and force, Fimax,
in Figure 3.5 for three values of the initial period, 7e. As shown, in general, SMSA leads to a
higher and more conservative seismic demand than NLTHA. SMSA shows good predictions
of Dmax and Fmax, for Vancouver, while for Montreal, it considerably overestimates the
displacement demand. Moreover, the accuracy depends on the initial period and the value of

the displacement. Underestimated displacement and force values are obtained only for the case
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of the most flexible substructure (7e = 0.7 s). The underestimation is very moderate for
displacement demand, but more significant for force demand when the latter exceeds 0.3 for
Vancouver and 0.15W for Montreal. However, the overestimation for the Montreal

displacement demand is relatively high (up to 2 times) and leads to oversized SIS.
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Figure 3.5 Comparison of seismic demands obtained by SMSA and NLTHA: (a) Dmax in
Vancouver; (b) Dmax in Montreal; (¢) Fmax in Vancouver; (d) Fmar in Montreal
Based on the above observations, it is necessary to more accurately evaluate the conditions
related to the code limits under which the SMSA results are non-conservative or too

conservative and to estimate such deviations.
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3.6.2 Verification of current code limits on SMSA

3.6.2.1 Relative difference in predicted displacement demand by SMSA and NLTHA

The pertinence of the limits provided in current codes is verified in this section by comparing
the results of the NLTHA method to those of SMSA, within and outside the range of
application of the latter, as per different specifications. The condition of application is valid
and justified when SMSA results are conservative and accurate within the limit of application,

but deviate significantly from NLTHA results outside such limits.

It is reasonable to assume that an underestimation of the peak seismic demand by SMSA is
acceptable, and we therefore set the limit of acceptance of SMSA results to a 5%

underestimation.

Accordingly, the relative differences on Dmax between the two methods, in combination with
five conditions (from 1 to 5) mentioned in Tableau 3.1, are illustrated in Figure 3.6 for three

of the five Te values studied.

As shown, when all the specified conditions are met (blue full squares), SMSA gives relatively
good displacement estimates and non-conservative estimates are discarded. The flexibility of
the substructure has a slight effect on the consistency of the conditions considered. It is found
that an increase of fey leads to an increase in the deviation (more than 20% and up to 80%) of
the estimated peak displacement by SMSA, especially for isolated bridges in Montreal.
General trend lines, obtained by linear regression for the results when all the conditions are
met, and corresponding to 95% confidence intervals, are obtained and shown in Figure 3.6
with their expressions. They express an increase in the underestimation of the peak response

with an increase in the equivalent viscous damping.

Furthermore, the limit on fey seems to enhance the accuracy of the SMSA method for bridges
with stiffer substructures, but for the more flexible substructures, this limit does not provide
any obvious effects, especially in Vancouver. It can be noted that for Vancouver, with a flexible

substructure (7> 0.5 s) present, and if an underestimation of up to 60% is acceptable, the limit
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on fef can be increased by up to 40% (Figure 3.6(c), (e)). Further, for isolated bridges with
more flexible substructures (7 > 0.5 s) in Montreal, the difference between the two methods
may be out of the width prediction intervals with a 95% confidence level, but the deviation

does not exceed 60% (Figure 3.6(d), (f)).
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Figure 3.6 Comparison of Dmax obtained by SMSA and NLTHA for isolated bridges at
Vancouver and Montreal location for: (a) Te=0.3 s in Vancouver; (b) Te=0.3 s in Montreal;
(c) Te=0.5 s in Vancouver; (d) Te=0.5 s in Montreal; (¢) Te=0.7 s in Vancouver; (f) Te=0.7 s

in Montreal
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Similarly, Figure 3.7 shows the differences in the peak force demand, Fimax, between the two
methods, in combination with the five above conditions. Roughly similar global trends as those

obtained in Dyuax are observed.

Vancouver

Montreal

8r = (FnLtHA — Fsmsa) / Faitha (%)

() 0 10 20 30 40 50 60 ¢ O 10 20 30 40 50 60
Berr (%)

B All CSA-S6 conditions are met (1, 2, 3 or 5, 4) Only limit on Beg is not met
0 One or more CSA-S6 conditions, other than ey is not met

Figure 3.7 Comparison Fmax between SMSA and NLTHA for isolated bridges with current
code limits: (a) Te=0.3 s in Vancouver; (b) Te=0.3 s in Montreal; (¢) Te=0.5 s in Vancouver;
(d) Te=0.5 s in Montreal; (¢) Te=0.7 s in Vancouver; (f) Te=0.7 s in Montreal
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However, results of Figure 3.7 show lower relative differences in the estimated peak forces as
compared to displacements. On the other hand, Fiax is related to the Dmax according to a bilinear
relation, and consequently, deviations of Dmax are related to those of Fimar. Therefore, in the
following, the accuracy of SMSA is evaluated in terms of the prediction of the peak

displacement, and findings extend naturally to force prediction.

The accuracy of the SMSA-predicted Dmax as a function of T¢yis shown in Figure 3.8, for both
sites and three typical elastic periods. Results do not show any obvious tendency. However,
the lower limit on Tef (Tefr> Tea %) allows eliminating non-conservative estimates of Dyax by
SMSA for isolated bridges with flexible substructures, especially in Montreal (MSA) (Figure
3.8). Further, all the results where the SMSA prediction is non-conservative are obtained when
the lower limit on 7ef is not met, e.g., when Ty is between 0.7s and 1.3s and 7. > 0.5s.
Consequently, the lower limit on Ty can be discarded when Tes> 1.3s or Te < 0.5s. As shown
in Figure 3.8, non-conservative predictions by SMSA may occur only when the lower limit on

Teyis not met with Tepbeing less than 1.3s and 7. being higher than 0.5s.

Results in Figure 3.8 show that there is a large number of possibilities with 7ey >3.0s. It is
interesting to observe an inversion of the general tendency of the SMSA error (Jdp) occurring
at Tef around 3.0s for Vancouver and 2.0s for Montreal. Contrary to expectations, the error
shows a tendency to decrease for Te beyond 3.0s, and is comparable to the error observed for
the 2.0s to 3.0s range. Therefore, given the large number of possibilities generated with Ty
higher than 3.0s, especially for Vancouver, where optimal effective periods are often between
3.0s and 4.0s (Nguyen et Guizani (2020), the upper limit on Teff can be discarded without
harming the SMSA accuracy while making it easier to apply the latter to optimal designs in

HSAs.
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Figure 3.8 Relative error in the SMSA-predicted peak displacement as a function of the
isolated bridge effective period for: (a) Te=0.3s in Vancouver; (b) Te=0.3s in Montreal;
(c) Te=0.5s in Vancouver; (d) Te=0.5s in Montreal; (e) Te=0.7s in Vancouver;

(f) Te=0.7s in Montreal

Figure 3.9 presents the relative difference in displacement predictions, dp, of the two methods

as a function of the restoring system capacity, the lower limit on Dmax, and the upper limit on

Ta.
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Figure 3.9 Relative error in the SMSA-predicted peak displacement as a function of the SIS
restoring force for: (a) Te = 0.3s in Vancouver; (b) Te = 0.3s in Montreal; (¢) Te = 0.5s in
Vancouver; (d) Te = 0.5s in Montreal; (e) Te = 0.7s in Vancouver; (f) Te = 0.7s in Montreal

The limit on Dmax/Sa(Te) > 1.5 is mentioned in the Canadian code (CSA-S6, 2019) for the
purpose of generating good displacement estimates for the SMSA method. As shown by the
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Figure 3.9 results, this condition does not have any obvious effect on the accuracy of the SMSA
method. Moreover, for bridges with stiff substructures, this condition is automatically met for
western sites (Figure 3.9(a)), and only few cases are observed for eastern sites, where this
condition is not met (Figure 3.9(b)). However, for flexible substructures (7. = 0.7s), it is
observed that when this condition is not met, SMSA can underestimate the displacement by up
to 15% (Figure 3.9(e), (f)). In other words, this condition is superfluous for stiff substructures
and does not improve the precision of the method, but is deemed necessary to prevent an
underestimation of the peak displacement for flexible substructures, especially in eastern sites.
However, keeping this condition eliminates too many SMSA candidates, where this method
correctly predicts the peak response. Consequently, this condition shall be revisited and/or
refined to filter cases in which underestimations of the response by SMSA can be obtained.
Actually, if an underestimation of up to 15% by SMSA is acceptable, the limit on the Dmax

could be ignored in order to increase the possibility of using SMSA in practice.

On the other hand, the limit on the restoring capacity of SIS prevents obtaining large
underestimations of displacement demands by the SMSA method. Figure 3.9 shows that
beyond the minimum code-specified limit of 0.025W, the restoring force (Fresto = KaDmax) has
a favorable important effect on the accuracy of the SMSA method, such that its increase leads
to an increase in the SMSA-predicted Dmax accuracy. When the limit of Freso is met, trend lines
obtained by linear regressions with 95% confidence intervals are shown in Figure 3.9, with

their corresponding expressions.

Results in Figure 3.9 show that for Montreal, no cases with 7z > 6s (black dots) can be
generated when the current code lower limit on the restoring force is satisfied
(KaDmax/ W=>0.025). This is consistent with our previous finding, in section 3.4.2.2, for SMSAs
that the upper limit on 7 is superfluous and automatically covered by the lower limit on
restoring force. Moreover, only few cases with 74 > 6s were generated for Vancouver (HSA)
when the lower limit on the restoring force is met. As discussed above, these cases are
associated with a peak displacement higher than 223mm. A closer look (enclosed within a
dashed circle in Figure 3.9) indicates that Duax is accurately predicted by SMSA for these cases,

with an error within the 0% to -10% range. Consequently, based on these results and the
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discussion above, the upper limit on 7z currently specified by the codes (Eq.(3.13)) can be

discarded as long as the current lower limit on the restoring force is maintained.

3.6.2.2 Evaluation of the SMSA method within the optimal SIS hysteretic features
ranges

Earlier studies have shown that the optimal key hysteretic features of SIS (Qu, Ka), governing
the seismic response of bridges, depend on the ground motion characteristics (AASHTO, 2014;
CSA-S6.1, 2019; Dicleli et Karalar, 2011; Nguyen et Guizani, 2020). Recently, Nguyen et
Guizani (2020) have shown that for MSA locations (i.e., Montreal), high values of Qs are not
desirable as they result in an increase in force demand with a marginal displacement demand
reduction. The optimal range of Qu/W = [0.02 to 0.04] was proposed to minimize the force
demand while keeping the displacement demand near its minimum. For HSA (Vancouver),
higher values are desirable in order to maintain displacement demand near the minimum and
within the range Qa/W =[0.08 to 0.12]. The proposed optimal range of Ka/W (m™') is [0.5 to 4]

for both locations.

In this section, the authors investigate the accuracy of the SMSA method with regard to the
variation of Q#/W and K&/W to evaluate its adequacy within the mentioned optimal ranges
proposed by Nguyen et Guizani (2020). Accordingly, Figure 3.10 presents a comparison of
Dmax by SMSA and NLTHA as a function of KaDma/W for both locations (Montreal and

Vancouver) with the optimal parameters of SIS.

For isolated bridges in Vancouver, the obtained results are automatically satisfied with the
current limit of Fiesto, with a deviation from the NLTHA method being less than 80%. Further,
the accuracy of the SMSA method can be increased by stricter re-conditioning of Fresto. Non-
conservative estimates by the SMSA method occur with a flexible substructure (7. = 0.7s), but
at acceptable levels (less than 10%). This result suggests that within the optimal parameter
ranges of SBI, the SMSA method may be appropriately used for isolated bridges in Vancouver

with reasonable accuracy.
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For isolated bridges in Montreal, the displacement predicted by SMSA is conservative, with
up to a 70% deviation from the NLTHA method, considering the lower limit on Freso. Larger

deviations are found outside of the limit on Fresto, and logically, are therefore rejected.
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Figure 3.10 Comparison between SMSA and NLTHA with optimal parameters of
SBI: (a) Vancouver; (b) Montreal

3.6.2.3 Evaluation of residual displacement

Some practical applications, notably in rehabilitation projects use devices (e.g., mobile pot
bearings) with no restoring capacity, K+ = 0 and/or high initial stiffness, Ku — oo (rigid plastic
model). Such devices are not permitted by the Canadian standard, and the use of SMSA may
lead to significant errors, as shown from previous results, and as reported in the literature
(AASHTO, 2014; Eroz et DesRoches, 2008). The SMSA method still gives good displacement
estimates, although the obtained residual displacements are significantly large, which may

affect the bridge functionality.

Figure 3.11(a) and (c) show examples of displacement time histories obtained using NLTHA
and a linear time history analysis with the equivalent linear model, for isolated bridges using
SIS with very limited or no restoring capacity (72 = 50s) in Vancouver and Montreal,
respectively. As shown, the obtained peak displacement is practically the same Dmax for the

two models. However, the nonlinear systems present considerable residual displacements (Dr),
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up to 60% of Dumax, for both locations, shown in Figure 3.11(b), (d). In the authors’ opinion,
this drift level is too high, and has major effects on the maintenance, inspection, and validation
of the structures after earthquakes, especially in Vancouver, and a minimum restoring capacity

is required if large residual displacement cannot be tolerated.
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Figure 3.11 Comparison between SMSA and NLTHA: (a) time history of displacement
response in Vancouver; (b) Di/Dmax and Dmax in Vancouver; (c) time history of displacement
response in Montreal; (d) Dr/Dmax and Dmax in Montreal
For the reasons presented above, it is highly desirable to complement the SMSA method with
a means of estimating the residual displacement. As indicated by earlier observations, and
clearly demonstrated by results of Figure 3.12, the restoring capacity coefficient, KaDmax/W, is

a key parameter controlling the residual displacement.
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Figure 3.12 Effect of SIS restoring capacity on the residual displacement for:
(a) Vancouver; (b) Montreal
A similar trend is observed for both locations, with D, decreasing with an increase in KaDmax/W.
Isolators with a low restoring capacity (77 < 6.0s) result in significant D, (gray asterisks) — up
to 90mm for Vancouver and 25mm for Montreal. According to the limits of Fresto specified by
the (AASHTO, 2014) and CSA-S6 (2019), D; is found less than 5 mm for isolated bridges in
Montreal (MSA), while D, is up to 40mm for isolated bridges in Vancouver (HSA). In the
authors’ opinion, the HSA drift level is too high, and should be reduced to minimize post-
earthquake intervention. In the framework of this study, the authors propose to limit the
residual displacement to a maximum of 25mm in HSA, which would possibly require minor
related intervention. To this end, a new limit on the restoring force for the isolated bridge in

HSA (Vancouver) is proposed as follows:

AF=F(D,,)~F (D, /2)>0.025W (3.17)

In addition, the residual displacement is investigated for SIS designed to match the optimal
characteristics, as proposed by Nguyen et Guizani (2020). As shown in the figures (red squares,
yellow fill), D, is found less than 4mm for Montreal and less than 16mm for Vancouver.

Based on a nonlinear regression, the following relations expressing D; as a function of the
restoring force ratio are proposed for SIS with optimal characteristics, for both locations. For

such cases, the residual displacement is predicted within a 50% error. The proposed equations
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still allow good estimations of the residual displacement outside the optimal range, although

higher residual displacements — up to twice the predicted values — are possible:

For isolated bridges in Vancouver:

-1.02

D, =037(K,D, /W)™, R*=0091 (3.18)

For isolated bridges in Montreal:

—LI1

D, =0.04(K,D,, /W) R*=094 (3.19)

3.7 Conclusion

In this research, the single-mode spectral analysis (SMSA) method, within and outside the
applicable limits specified by current bridge design codes in North America and Europe, is
evaluated through a comparison of its predictions with those of NLTHA. The benefits of these
limits and their effects on the accuracy of the SMSA method are also investigated and clarified.
The summary of the main findings related to the code-specified limits of SMSA application

are summarized in Tableau 3.4.

Furthermore, within the scope of this study, it is found that SMSA provides a good estimate of
the peak seismic response for SIS with hysteretic main characteristics within the range of

optimal values proposed by Nguyen et Guizani (2020).
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Tableau 3.4 Verification the SMSA code-specified limits

N° Condition Comment
- A key parameter affecting the accuracy of SMSA, which decreases
Per=30% with fes: Error estimation equations and bounding limits are
| (Vancouver), | proposed.
Perr < 40% - More effective for bridges with stiff substructures located in HSA.
(Montreal) - The limit on Segcan be extended to 40% for both locations in MSA
and HSA, independently of the spectrum characteristics/shape.
- The lower limit on Tey > Tea®? is effective only with flexible
Tup> Toor?23 substructures and 7efis in the 0.7s to 1.3s range. Therefore, it can be
5 T<3s ignored.
- The upper limit is not only ineffective but also counterproductive,
especially for HSAs. To be ignored or extended up to 5.0s without
any effect on the accuracy of SMSA.
- Is efficient only with flexible substructures to prevent
underestimated seismic demands by SMSA, but it is superfluous for
3 | Dmax/Sa(Te)>1.5 | stiff substructures.

- Can be ignored if underestimation by SMSA is deemed acceptable
up to 15%.

Tu<6s

Does not provide any obvious effect on the accuracy of SMSA.
- Generally covered by the lower limit on the restoring force and can

be ignored if the latter is maintained.

Fresz020.025 W

- Effective notably for increasing the accuracy of SMSA in presence
of stiff substructures and for controlling residual displacement.

- Residual displacement is highly correlated to the restoring force,
Fresto, and predictive equations are proposed to estimate it.

- The current limit can result in large residual displacements in HSAs
(WNA) and it is proposed to double the minimum required restoring
force to limit the residual displacement to 25mm. The new proposed
limit for Vancouver (West Coast regions - N.A., HSAS) is: Fresto >
0.05W.
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4.1 Résumé

Bien que des appuis en caoutchouc naturel (NRB) constituent un systéeme d’appui
conventionnel fiable et rentable, ils sont rarement utilisés pour l'isolation sismique a cause de
leur faible amortissement. Il existe différents systémes d'isolation sismique basés sur le NRB,
mais la plupart présentent de nombreux inconvénients (leur coit, leur capacité, les effets sur
environnement, etc.). L'amortisseur en forme de U (UD) est un dispositif de dissipation
d'énergie efficace utilis€ dans la conception parasismique. Cependant, la disponibilit¢ de
directives et/ou de procédures analytiques et numériques pour comprendre son comportement
ou pour I’aiguiller pour fins de conception fait défaut et limite son application. Cet article
présente une étude analytique et numérique du comportement cyclique du systtme NRB
combiné avec des UDs qui permettent d'augmenter leur capacité d'amortissement et leurs
performances sismiques. Une étude analytique sur le systéme d’amortisseur UD est réalisée
pour prédire ses paramétres €lastiques initiaux, puis des modeles numériques sont développés
pour étudier le comportement non linéaire des NRB-UD combinés sous des cycles de grandes

amplitudes. Plusieurs UDs et NRBs soumis a des charges cycliques sont ensuite étudiés pour



146

¢évaluer leurs comportements et 1’effet des différents parametres géométriques, de chargement
et de conception. Les résultats montrent que 1'UD dissipe considérablement I'énergie induite
par chargement cyclique via de grandes déformations inélastiques et atteint des performances
comparables et prévisibles pour les deux directions de chargement dans le plan et hors du plan.
Son comportement cyclique dépend des parameétres géométriques et de la limite d'élasticité du
matériau. Les formules analytiques développées, validées sur la base d’expériences d’autres
chercheurs, fournissent une estimation fiable des parametres ¢élastiques initiaux de I'UD, ce qui
est essentiel pour la sélection et le dimensionnement des conceptions préliminaires des
dispositifs. Les systtmes NRB-UDs présentent une capacité de dissipation d'énergie élevée
avec des comportements d'hystérésis stables dans toutes les directions. De plus, les
performances de ces dispositifs peuvent étre facilement ajustées en faisant varier la géométrie,
le nombre des éléments et la section transversale des UDs, ce qui en fait une solution efficace
pour répondre a un large éventail d'exigences de conception d'isolation sismique dans les zones

a forte sismicité et a sismicité modérée.

Mots-clés: Isolateur en caoutchouc naturel, amortisseur en forme de U, amortisseur

métallique, capacité de dissipation d’énergie, appui fretté amélioré.

4.2 Abstract

Although Natural Rubber Bearings (NRBs) constitute a reliable and cost-effective
conventional bearing system, they are rarely used for seismic isolation because of their low
damping. There are various seismic isolation systems based on NRB, but they mostly have
multiple drawbacks (cost, capacity, environmental, etc.). The U-shaped damper (UD) is an
efficient energy dissipating device used in seismic-resistant design. However, no guidelines or
procedures are available to understand its behaviour nor for design purposes. This paper
presents an analytical and numerical investigation of the cyclic behaviour of the NRB system
combined with UDs that allow to increase the systems’ damping capacity and seismic
performance. An analytical study of the UD is performed to predict its initial elastic parameters
and numerical models are developed to study the nonlinear behaviour of the NRB-UDs, under

large cyclic loadings. A set of UDs and NRBs subjected to cyclic loadings are then studied to
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investigate their behaviour and the effect of different geometric, loading and design
parameters. Results show that the UD significantly dissipates vibration energy based on its
large plastic deformations and achieves comparable and predictable performances
corresponding to the in-plane and out-of-plane loading directions. Its cyclic behaviour depends
on geometrical parameters and material yield stress. The developed analytical formulas
provide a reliable estimation of initial elastic parameters of UD, which is essential for the
selection and sizing of preliminary designs of the devices. The NRB-UDs systems show a high
energy dissipation capacity with stable hysteresis behaviours in any direction. Further, the
performance of these devices can be easily adjusted by varying the geometry, number and
cross-section of UDs, making them an effective solution that meets a wide range of seismic

isolation design requirements in high and moderate seismic areas.

Keywords: Natural rubber bearing, U-shaped damper, yielding metallic damper, energy

dissipation capacity, improved NRB seismic isolation.

4.3 Introduction

Seismic base isolation (SBI) is one of the most common advanced techniques used today in
seismic-resistant design, especially for bridge structures (Buckle et al., 2006; Makris, 2019;
Morgan, 2007; Naeim et M. Kelly, 1999). The technique relies on the use of special bearings;
called seismic isolators. These bearings provide high vertical stiffness and the capacity needed
to support gravity loads and high initial lateral stiffness with sufficient capacity to support
lateral non-seismic loads. Under seismic loads, such bearings show large lateral flexibility to
shift the fundamental periods and reduce seismic forces transmitted to the structure. Energy
dissipating features, which are added or incorporated, are typically used to enhance damping,

and thereby control seismic displacement increases resulting from period extension.

Earlier studies have shown that the optimal hysteretic characteristics of the seismic isolation
system (SIS) are function of the ground motion characteristics, notably the frequency content
(Dicleli et Buddaram, 2006; Dicleli et Karalar, 2011). Recently, Nguyen et Guizani (2020)

showed that seismic areas of interest for seismic isolation techniques can be classified into two
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classes, having common ground motions characteristics: 1) High seismic areas (HSAs), such
as Western North America (WNA) and southeast of Europe, characterised by a rich content at
low frequencies and; 2) Moderate seismic areas (MSs), such as Eastern North America (ENA)
and northwest of Europe, characterised by a rich content at high frequencies. They showed that
each of these seismic area classes is associated with distinct optimal SIS features: SISs with
high damping capacities are required for HSAs to control large displacements and forces, while
SISs with moderate damping capacities are the most optimal when it comes to MSAs obtaining

minimal seismic force and displacement demands (Nguyen et Guizani, 2020).

Laminated natural rubber bearings (NRBs), which have been in use worldwide for about
seventy years, can easily accommodate a lateral flexibility and a vertical bearing capacity,
while being produced at high quality and at low cost, making them a very efficient and reliable
competitive choice as a bearing system. However, NRBs provide low damping ratios, varying
between 3% to 7% (Ashkezari, Aghakouchak et Kokabi, 2008; Busson, 2015; Kumar,
Whittaker et Constantinou, 2014), which explains their limited use as SISs. The lead plug
laminated rubber bearing (LRB) and high damping rubber bearing (HDRB) are improved
variants developed based on the NRB, with enhanced damping capacities, and are widely used
for seismic isolation (Al-Anany et Tait, 2017; Ashkezari, Aghakouchak et Kokabi, 2008;
Fuller, Ahmadi et Coveney, 1991; Naeim et M. Kelly, 1999; Robinson et Tucker, 1981; Van
Engelen, 2019). The practically perfect elastoplastic behaviour of lead and its low yield
strength at ambient temperature allow the LRB to accommodate a high energy dissipation
capacity with an equivalent viscous damping ratio of up to 30% (Buckle et al., 2006; Choun,
Park et Choi, 2014; Robinson, 1982). This system, however, has certain limitations, such as
high manufacturing costs and adverse environmental effects due to the presence of lead. The
HDRB presents a non-linear behaviour with an equivalent viscous damping ratio varying
between 10% to 20% (Abe, Yoshida et Fujino, 2004; Dall’Asta et Ragni, 2006; Naeim et M.
Kelly, 1999), optimally meeting the SIS design requirements for structures located in MSAs
(Nguyen et Guizani, 2020). Nevertheless, the problems inherent in its material, such as high
sensitivity to cold temperatures and the scragging phenomenon, remain major concerns and

limitations with this system, when compared to the low damping rubber bearing (natural rubber
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bearing) and lead rubber bearing, especially for bridges in cold regions (Buckle et al., 2006;
Constantinou et al., 1999; Gu et Itoh, 2010).

Given its low energy dissipation capacity, the NRB is not suitable for HSAs, and does not
optimally meet MSA requirements on SISs. Meanwhile, HDRB and LRB devices still have
the above-mentioned inherent limitations with a high sensitivity to cold temperatures.
Therefore, adding a versatile, reliable, not sensitive to temperature, and cost-effective energy
dissipation component to NRB devices which can cover seismic isolation demands for MSAs,

HSAs, for new and existing structures is of high interest.

Many solutions have been investigated and/or applied to supplement NRBs with damping for
seismic isolation purposes, notably, the use of hydraulic dampers (HDs), shape memory alloys
(SMAs), and hysteretic dampers. Each of these solutions has its specific advantages,
shortcomings and ease of implementation in real projects. For example, HDs have the
advantage of generating damping forces which are not in phase with elastic forces, but rather,
are dependent on the vibration velocity, which can lead to an increase in the global structure
stiffness during high frequency excitations (Aiken et Kelly, 1996; Constantinou et Symans,
1992). Furthermore, these devices require a complex process to avoid oil leakage, and typically
generate relatively high manufacturing, maintenance, and repair costs. SMAs are smart
functional materials with very promising potential for increasing damping and reducing
residual displacement, while ensuring low sensitivity to environmental effects, long-term
durability and ease of maintenance (DesRoches et Smith, 2004; Dezfuli et al., 2017; Habieb,
Valente et Milani, 2019; Hamid, Ibrahim et Adnan, 2019; Lagoudas, 2008; Li et al., 2018;
Otsuka et Wayman, 1999; Song, Ma et Li, 2006). It can be combined with such commonly
available seismic isolation bearings such as NRB (Habieb, Valente et Milani, 2019), LRB
(Dezfuli et al., 2017; Li et al., 2018), and friction sliding pendulum (De Domenico, Gandelli
et Quaglini, 2020), and provides high seismic performance. However, their high production
cost, lower performance at low temperatures (Laplanche et al., 2017; Piedboeuf, Gauvin et
Thomas, 1998; Zhang, Camilleri et Zhu, 2007), and their very limited fields of application still

represent major obstacles for their larger-scale use.
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Metallic hysteretic dampers provide many advantages over other damper types, such as a low
fabrication cost, a stable hysteretic behaviour, long-term reliability, high and modulable energy
dissipation capacity, and ease of maintenance, which has led to them being extensively studied
and widely used over the past few decades (Aghlara et Tahir, 2018; Javanmardi et al., 2020;
Kelly, Skinner et Heine, 1972; Skinner, Kelly et Heine, 1974; Tsai et al., 1993; Tyler, 1978;
Whittaker et al., 1989; Zhang et al., 2015). These dampers, each with a specific shape (J, X,
ring, shear panel, triangular plate) to ensure their plastic deformation capacity, can be used
independently or in combination with other devices (e.g., rubber bearings) (Chan, Albermani
et Kitipornchai, 2013; Kato et al., 2005; Sheikhi et Fathi, 2020; Suzuki, Watanabe et Saeki,
2005; Xiang, Alam et Li, 2019; Zhou et Han, 2012). Most of these devices have limitations

such as a unidirectional behaviour, small displacement capacity and a low design freedom.

The U-shaped damper, which was introduced by Nippon Steel Corporation (Nippon-Steel,
2020; Suzuki, Watanabe et Saeki, 2005), offers great adaptability as it is used either
independently or in combination with elastomeric bearings for seismically isolated structures.
This device is a U-shaped plate, with constant or varying cross section, manufactured from low
carbon steels with high ductility. Its characteristic shape allows to provide a low lateral elastic
stiffness without a significant contribution on the flexibility of seismic isolation bearing. The
shape and cross section can be tuned so that the plastic deformation spreads over a large
portion, if not almost the entirety, of the device length which allows large energy dissipation
and post-elastic deformation capacities. In addition to their low cost relative to their durability
and energy dissipation capacity and low sensitivity to aging and environmental aspects
(temperature), these dampers feature stable hysteresis, large displacement capacity, easy tuning
to meet various multi-directional target properties, and notably easy installation, inspection
and replacement (Ene et al., 2016; Jiao et al., 2015; Suzuki, Watanabe et Saeki, 2005). When
incorporated in bearings, UDs are often installed independently around the bearing, in which
case the behaviour of the integrated system can therefore be easily controlled by varying the
number and configuration of the UDs. They can provide various levels of energy dissipation
capacity, with an effective damping ratio of up to 60%, and the design can easily be adjusted
to meet the optimal SIS properties (Taiyari, Mazzolani et Bagheri, 2019). The NRB and UD

(NRB-UD) combination system therefore appears to represent a significant improvement of
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the NRB, and provides great potential to meet various optimal design requirements of isolated
structures in MSAs and HSAs. Furthermore, with these systems, it should be possible to adjust
the initial stiffness and resistance of UD devices to ensure a good performance (stiff and
elastic) under lateral non-seismic loads (e.g., wind and braking), with a low post-elastic
stiffness for strong seismic ground motions. Furthermore, for the combined NRB-UD system,
the majority of the energy is dissipated by UD component which is insensitive to low ambient
temperatures. As a result, the sensitivity of the NRB-UD energy dissipation capacity (damping)
to temperature and other conditions (i.e. scragging, internal heating, etc.) is largely mitigated
which features this system more stable and reliable hysteretic properties than the HDRB, LRB,
or the NRB alone.

The geometrical parameters and operating directions of UDs are the primary parameters
governing its hysteresis behaviour (Jiao et al., 2015; Khatibinia, Jalali et Gharehbaghi, 2019;
Stiemer et Barwig, 1985; Suzuki, Watanabe et Saeki, 2005; Taiyari, Mazzolani et Bagheri,
2019). Recent experimental studies have demonstrated the high effectiveness of the UD in
dissipating energy and its application in seismic isolation (Deng et al., 2015; Ene et al., 2016;
Jiao et al., 2015; Oh et al., 2013; Stiemer et Barwig, 1985; Suzuki, Watanabe et Saeki, 2005).
However, these studies were performed on independent devices, not combined with NRB, and
focusing on the optimal geometry (Deng et al., 2015; Khatibinia, Jalali et Gharehbaghi, 2019)
and the fatigue life of the device (Jiao et al., 2015; Konishi et al., 2012). The incorporated NRB
and U-shaped damper system has undergone very limited seismic performance evaluation, and
in some cases, this evaluation has not been published at all due to the manufacturer’s copyright.
Furthermore, no detailed analytical formulation of the main hysteretic features of the UD as a
function of its geometric and material properties is available. This formulation is essential for
its extended use in combination with NRB or other bearing types, and is crucial for its

preliminary selection and sizing.

This paper aims to carry out an analytical formulation and numerical evaluation of the
behaviour of the laminated rubber bearing and U-shaped damper (NRB-UD) combination
system under cyclic loadings and to investigate its hysteretic features as a function of the

geometrical and material properties of the components.
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To this end, an analytical formulation of the initial elastic behaviour of the UD is first proposed.
Analytical expressions are derived to estimate the initial stiffness and yield strength of the UD.
Then, nonlinear, large-displacement, finite element (FE) models of the NRB and UD are
separately developed and validated with experimental results from the literature. The analytical
expressions proposed for the initial UD properties are then validated with numerical and
available experimental results. Furthermore, a parametric study of the UDs is carried out to
investigate the effect of geometrical parameters and the loading direction on their behaviour
under large displacement cycles. Based on a combination of the numerical models of the NRB
and UDs, sets of different NRB-UD combinations and configurations are analysed under large
cyclic loadings. The contributions of the UDs are evaluated by comparing the effective
parameters of the NRB-UD and the original NRB, such as effective stiffness (K¢s), equivalent
viscous damping ratio (fef), and the energy dissipated per cycle (EDC). Finally, an equivalent
bilinear model of the hysteresis behaviour of the NRB-UD is formulated based on the

analytical and numerical results.

4.4 Analytical formulation of NRB and UD

4.4.1 Natural rubber bearing

Figure 4.1 presents typical replaceable NRB devices. It consists of two steel sealing plates
vulcanized on the top and bottom of the laminated rubber bearing and attached to the top and
bottom anchoring/loading plates. The laminated rubber bearing is composed of multilayers of
rubber (typ. 10-20mm) vulcanized to thin reinforcing steel plates (typ. 3mm) arranged in
alternation in a cylindrical or a rectangular cuboid shape and covered by an outer rubber film

(typ. 3-6mm).
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l Top loading plate 1

Top sealing steel plate

Internal
reinforcing steel plate
+ laminated rubber

Bottom sealing steel plate I

Bottom loading plate

Rubber cover

Rectangular type

Cylindrical type

Figure 4.1 Laminated natural rubber bearing
Taken from OILES (2020)

The performance of NRB depends primarily on the mechanical properties of rubber, the

effective cross-sectional area, and the thickness of the rubber layers.
The main feature of the cyclic behaviour of NRB is its horizontal stiffness, Ki nrs, given by:

GA
K, \rs = 4.1)

r

where G is the shear modulus of rubber, 4 is the effective cross-section area of the bearing,

and ¢ is the total thickness of rubber layers (Naeim et M. Kelly, 1999).

4.4.2 Analytical formulation of the U-shaped damper

Some previous analytical studies have been carried out on the U-shaped damper or similar
(Baird et al., 2014; Deng, Pan et Wang, 2013; Jamkhaneh, Ebrahimi et Amiri, 2019).
Jamkhaneh, Ebrahimi et Amiri (2019) and Baird et al. (2014) presented a study of the U-shaped
damper for steel moment resisting frame and structural walls, where the initial elastic stiffness
of the device is formulated only for the semi-circle part. Deng, Pan et Wang (2013) studied the
crawler steel damper for bridge, which is composed of U elements with constant section
operating in-plane. However, these studies only consider the device operating in-plane loading

case, with different constraints, and did not consider the out-of-plane loading case. This
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constitutes a major limitation, especially for bidirectional isolation. Furthermore, these studies
did not consider axial load on the yield strength of U-shaped damper. Also, some have the
assumption that the material ultimate stress is equal to 1.5 its yield stress, and that the stress
distribution across the section remains linear (Bernoulli-Euler assumption) up to such level.
This is an approximation that limits generalization of the results. In this section, the detailed
solutions of the U-shaped damper that operates under a general bidirectional loading, involving
in-plane load and out-of-plane load, is provided.

A typical geometrical configuration of the general UD is illustrated in Figure 4.2(a). It includes
two straight parts (lower and upper), of length L, connected by a semi-circle part. It has a
rectangular cross-section with a constant thickness ¢ and a width varying linearly from wo at
the extremity to w2 at the transition to the circular part. The latter is characterized by a radius

R and a constant rectangular cross-section (¢ x w2).

| :I!I o
>
Din

(o) B

________________

Figure 4.2 U-shaped damper: Geometrical parameters and orthogonal
lateral deformation modes
In practical applications, the UD is bolted to the top and bottom loading steel plates of the
seismic isolation bearings and can be oriented in any lateral direction. For bridge applications,
the deformations of the UD are caused by relatively horizontal movements between the
superstructure and the substructure. Therefore, the damper can be modelled as a curved beam
clamped (fixed) at the two ends subjected to a general lateral force, P., at the upper end, as
shown in Figure 4.2(b). Figure 4.2(c) and (d) present principles and deformed shapes of the

device under two orthogonal loading directions of 0° (in-plane) and 90° (out-of-plane),
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respectively. Displacements in any direction « (Figure 4.2(a)), Do, are expressed in terms of

in-plane and out-of-plane displacements, Di» and Dout, respectively, as follows:

D, =D,cose; D, =D, sma 4.2)

The force P. can be similarly divided into two orthogonal components following Eq.(4.2), and
the general bidirectional behaviour is therefore obtained by combining the responses in the two

orthogonal, in-plane and out-of-plane responses.

The main assumption of the analytical study of the U-shaped damper is that the material is
homogeneous and isotropic; shear deformations are negligible and the plane section before
deformation remain plane after deformation; deformations are small and second order effects
negligible. Given practical dimensions, the contributions of the normal and shear forces to the
elastic strain energy stored in the device are relatively negligible when compared with those
associated with the bending and torsional moments. The material steel used is assumed to show
a plastic plateau and the section is compact (no local buckling) so that the section can develop
a fully plastic moment with a uniform stress equal to the yield stress. Therefore, the elastic

strain energy stored in the device, U, is determined as follows (Bayoumi, 2018):

U= Imdﬁ_j Mgz(s)d | M; (s)
Iy

—d
2EI,(s) [ 2EL(s) ’ i, 2GT . (s) ’ (%:2)

where Msy, M-, EI,, EI- are the bending moments and bending stiffness about the Oy and Oz
axes, respectively; Mw and GJix are the torsional moment and torsional stiffness about the x-
axis, and Lr is the total length of the device (see Figure 4.2 and Figure 4.3). Figure 4.3
illustrates two mechanical models of the U-shaped device subjected to two orthogonal
directions of loading: 0° loading case (in-plane) and 90° loading case (out-of-plane). In order
to simplify the calculation of the above integrals, it is assumed that the cross-section of the
straight parts is constant, as determined by the cross-section at its middle, characterized by w;

and ¢, where w1 = 0.5(wo + w2) (see Figure 4.2(a)).
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My, =P,.R

Simplified equivalent model

in the Oxz plane

My = Py (L+R-2)

Simplified equivalent model
in the Oxz plane

| Out-of-plane |

Figure 4.3 Structural models of U-shaped damper subjected to in-plane
and out-of-plane loading

Internal bending and torsional moments along the device can be easily derived using the
symmetric configuration of the device subjected to antisymmetric loading conditions Pi» or
Pou, which implies the structural models shown in Figure 4.3. Consequently, for the in-plane

loading case shown in Figure 4.3(a), the stored strain energy is therefore:

M3 (s L(p, R 72 (P R 2
- o ( )dszzj( n-R) det | Mm(p (4.4)
i, 2EL,(s) o 2EI, 2 2EL,

where Ely; = wit’/12, EL2 = wat/12.
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The horizontal displacement, Din, can be determined by Castigliano’s second theorem as

follows:

mn

oU, QLR 7R
l)in :—m:Bn'( EI +2E[ (4-5)
1 y2

The initial elastic stiffness of the device, Ku, that is, the ratio of force (Ps) divided by the

displacement (D), is obtained as follows:

« P P
K, =—%=—=¢ (4.6)
D, aU/ az;,
The in-plane initial stiffness of the device is therefore:
KO — Bn — 1
" D, (2LR L TR (4.7)
EI o 2FEI 12

The bending moment is constant along the upper and lower straight segments of the U-damper
and given the studied geometry of Figure 4.2, the critical section is located at the transition

between the straight part and the curved part. This section is assumed to be a compact section
which fully plasticizes under the effects of the yield strength, ff . As long as the overall

buckling is not governing, combining bending and axial internal forces, the in-plane yield
strength is obtained:

P’ =0 .(—2.R.W2+w2.\/t2+4R2) (4.8)

y y

Similarly, the initial parameters (initial stiffness and yield strength) for the out-of-plane loading
case can be determined from the model as shown in Figure 4.3(b). This loading case is
governed by out-of-plane bending and torsion. The following cross-section properties

(moment of inertia (Z-,i), torsion moment of inertia (Jx)) are used for the straight parts and the
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curved part of the device (assuming the width, wi, is equal or larger than the thickness, 7, at any

section, otherwise, they will be displaced in the formulas of Jx:):

Straight part: [, = t.w13/12;Jx1 = Ott.wl.t3

Curved part: [,, = t.w% /12;Jx2 =o,.wW r

where o i1s the Saint-Venant torsional constant of the cross-section, determined based on
dimensional cross-section properties (Bayoumi, 2018; Shigley, 2011). For the rectangular

cross-section, these factors are detailed in Tableau 4.1.

Tableau 4.1 Saint-Venant torsional constants for rectangular cross-sections

w/it” 1 1.5 2 2.5 3 4 5 6 10 oo

i 0.141 | 0.196 | 0.229 | 0.249 | 0.263 | 0.281 | 0.291 | 0.299 | 0.312 | 0.333

* assuming that w > ¢

The strain energy for this case is calculated by the following equations (Bayoumi, 2018):

ME(s) o MR

U =f s+j
out L 2EL(s) [ 2GJ,(s)

ds (4.9)

where:

M? P2 (x=A)° P2 (x—L+A1)°
.[ bz(S)dS:J' out(x ) dx+J‘ out(x + ) dx
Ly 2EIZ (S) L 2EIZ] L 2EIZI
(4.10)
P RRL-A
+ [ —————cos” pdg
-7/2 2E122
2 2 . . 2
J. M (s) ds:2j3)2‘”R2dx+ ”J/.2 P, R(R+Lsing—Asing) J @.11)
Ly 2Gth (S) L 2GJx1 -7/2 2GJx2

with:
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P 4R> +7L.R 21?/EI, +xL.R/EI_, ‘12
AR+GJ  (AL/EL +ZR/El,,) #R/GJ , +4L/El, +R/EI,, (4.12)
Similarly, the displacement Dout can be determined as follows:
2P, L(I*-3LA+34% 2 2
oU,,, out P, Rr(L-1)" 2P ,LR
Dy, = = + + +
oP,,, 3El, 2EI,, GJ
5 5 (4.13)
<ng{n[(L—z) +2R J+8R(L—ﬂ)}
+
2GJ .,
The initial stiffness of the device is obtained as follows:
2 2
90 -
Ku B)ut GJxl ZGJxZ (414)

2L(P=3LA+34%) Ra(L-2)
+
3EIL, 2EI,

The device’s yield strength under out-of-plane loading can be determined from the full plastic

condition at three specific cross-sections comprising the end section of the straight part

(Pﬁg) , the transition position of the straight part and the curved part (Pfg) , and the middle

of the curved part (Pfg ) , as follows:

2
90 _ t-Wé . 90 _ t-sz . 90 _ t (12W2 'St)

P o ; =0, ———; P.=0_.
=0, 2T gL A) T 243 (LY R-A)

(4.15)

The device’s yield strength is determined when any section reaches the fully plastic state,

therefore:

P =min(P%, P, P (4.16)

y
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Practically, the initial parameters related to the elastic operating state of the device (Ku, Py) can
be estimated through the above approximate formulas. However, the device’s post-elastic
stiffness (Ku) is difficult to estimate analytically because of the strong nonlinearity of the UD.
Numerical modelling and simulation are, therefore, more appropriate and are often

recommended for investigating the post-elastic state behaviour through parametric studies.

4.4.3 Combination of natural rubber bearing and U-shaped damper (NRB-UD)

In the incorporated system with NRB, UDs can be assembled around the bearing, in many
configurations, including as individual U-elements distributed in a symmetrical form by 2-4-
6-8 units and joined to the top and bottom plates of the bearing. Figure 4.4 illustrates several
common types of combination NRB round type with UDs (Nippon-Steel, 2020). Accordingly,
N-types are used for normal location, L-types for corner columns, and T-types are applied to

perimeter columns in buildings.

]
‘hrl'l'\/‘ %WII-’ ii gl RS
Q'wrl, e ([I[}f': ) ET,IIT‘, i :'r,",'ﬁc

7

8 U-element (N-type) 4 U-element (N-type) 4 U-element (L-type) 4 U-element (T-type)

Figure 4.4 Line-up of U-shaped damper device with NRB
Adapted from Nippon-Steel (2020)

As shown in the figures, each UD-element is installed independently of each other. Therefore,
the contribution of these elements to the base isolation performance is a simple sum, with
respect to their directions, of the contribution of devices. The stiffness and the energy
dissipation capacity of the combination system can be simply controlled by the number of U-

elements in each principal direction.
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4.5 Numerical models

In this section, 3D finite element models of the UDs, NRB, and NRB-UDs devices are
developed and nonlinear static analyses with large deformations are performed by the Abaqus

software (Abaqus, 2014).

4.5.1 NRB Model

Many numerical studies have been performed on the mechanical behaviour of natural rubber
to model the NRB device. Most of them propose the hyper-elastic model for response
simulation of the natural rubber, with the stress-strain relationship deriving from a strain
energy density function (Khajehsaeid, Arghavani et Naghdabadi, 2013; Kim et al., 2012; Leng
et al., 2019; Marckmann et Verron, 2006; Tayeb et al., 2020). Accordingly, the three models
of Neo-Hookean (Rivlin, 1948), Mooney-Rivlin (Mooney, 1940; Rivlin, 1948), and Ogden
(Ogden, 1997) have been widely used to model hyperplastic materials. In this research, the
Ogden model, which was found to have a better agreement with the test data than others, and
which is commonly used for modelling large deformations in hyper-elastic materials, is
preferred for modelling the natural rubber to study the seismic performance of NRB (Busson,

2015; Kim et al., 2012; Ohsaki et al., 2015).

Accordingly, the strain energy function is expressed as follows:

U:iz—‘f(zaf + A%+ A —3)+ (JL”—I)Zi (4.17)

51
i=1 D

1

where U is the strain energy per unit of reference volume, for 1=1-3, 1 = ;-4 are the

deviatoric principal stretches; A: are the principal stretches; w4 (unit in pressure) and oi
(dimensionless) are material parameters related to the model, and D; are parameters related to
the compressibility of the material, and are used to indicate volume change. J¢ = J/(1+&™")3 is
the elastic volume ratio, where J is the total volume ratio and &” is the linear thermal expansion

strain equal to zero due to the effect of temperature being not considered in our study.
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The initial shear modulus, G, and bulk modulus, K (unit pressure), are given by Abaqus (2014):

3
G=>u; K=2/D, (4.18)
-

The Poisson’s ratio (v) is calculated from the initial shear modulus and initial bulk modulus

as:

3K /G-2

6K /G+2 (4.19)

A specific NRB specimen which has been tested by Saidou (Busson, 2015; Gauron et al., 2018)
is selected and modelled, as shown in Figure 4.5(a). Accordingly, the natural rubber used for
the specimen has a hardness 55 Shore A, a shear modulus G = 0.695 MPa, a buckle modulus
K=2000 MPa, and a Poisson’s ratio v=0.4998. The results of uniaxial tension and pure-shear
tests by Busson (2015), which were used to calibrate the Abaqus numerical model, are shown
in Figure 4.5(b) and (c), respectively. However, the hyper-elastic model does not provide any
dissipation capacity. This leads to inconsistency with the experimental results, in which the
damping effects are often produced in the form of a hysteresis loop, as illustrated in Figure
4.6(b). In such a context, Abaqus provides two models for use in incorporating the hysteresis
of the rubber in parallel with a hyper-elastic model: 1) the Mullins effect model and; 2) the
creep model (Abaqus, 2014). The creep model is preferred in this study because of the Mullins
effect is not at play, nor are parameters specific to the tested material, or the experimental
unloading-reloading data. To do so, the creep parameters, including the stress scaling factor
(S), the creep parameter (4), the effective stress exponent (m), and the creep strain exponent
(C), are used to define the hysteresis and damping properties of the rubber material model
(Abaqus, 2014). As recommended by Abaqus, this study adopts the values proposed by
Bergstrom et Boyce (1998), based on experimental results for common elastomers, for these
parameters: S = 1.6, A = 0.56 (MPa)>s', m = 5, and C = -1. The steel plates are assumed to
have an elastic-perfect plastic behaviour, £ =200 GPa, o, = 300 MPa, and v=0.3.
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Figure 4.5 Natural rubber bearing model: (a) Dimension of specimen;
(b, c) Material behaviour for modelling on Abaqus
The NRB load-displacement relationship is determined numerically using a FE model and non-
linear analysis, and is compared with experimental results to validate the numerical and
material model of rubber. The standard eight-node linear brick elements, C3D8, and a hybrid
version adapted for hyper-elastic materials, C3D8H, are selected for modelling the steel plates

and rubber, respectively (Abaqus, 2014).

The numerical simulation reproduces the experimental test by Saidou (Busson, 2015; Gauron
etal., 2018), where the NRB is subjected to a series of three cycles of horizontal displacements,
at increasing shear strain amplitudes of 10%, 25%, 50%, 75%, 100%, 125%, and 150%.
Figure 4.6 shows a comparison of the numerical analysis results with the experimental results;
specifically, it shows the deformed shape at the maximum deformation (150%; 48 mm) and a
juxtaposition of the hysteresis loops. It can be seen that there is very good agreement, notably
for the hysteresis reproduction by the model. Slight differences between the two hysteresis
curves are observed and are deemed acceptable. A mesh with the largest size limited to 20 mm

is chosen. A finer mesh, with 5 mm as maximum size, has been also performed to investigate
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the sensitivity of the response to the mesh size. The obtained results show a deviation of 1%
in the stored energy while the finer mesh provides smoother hysteresis loops, especially in the

transition zone between elastic-plastic states, without altering the response.
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Figure 4.6 Experimental test and numerical analysis of NRB: (a) Deformed shapes of the
device; (b) Comparison of hysteresis loops between experimental test and FE analysis
Based on the obtained hysteretic response, the effective properties of the linear equivalent
system, namely, the effective stiffness (Ke) and the equivalent viscous damping ratio (fef) of
NRB, can be determined as follows (AASHTO, 2014; Buckle et al., 2006; CSA-S6, 2019;

Naeim et M. Kelly, 1999):
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where Fumax and Fumin correspond, for a given level of deformation, to the maximum and
minimum values of the lateral force within the cycle; Dmar and Dmin are the maximum and
minimum displacements, and EDC is the energy dissipated during the cycle, measured by the
area of the hysteresis loop corresponding to the considered cycle. The resulting properties

obtained from the numerical and experimental results are compared in Figure 4.7.
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Figure 4.7 Experimental and numerical results of NRB: (a) Effective stiffness, Kef;
(b) EDC and Equivalent damping ratio, Peft
As shown in the figures, there is good agreement between the numerical analysis and
experimental results, confirming the suitability of the material parameters used in the

numerical analysis.

4.5.2 U-shaped damper model

The finite element model of a specific UD device (specimen UD40) made of the Japanese
structural low-carbon steel SN490B, is analysed and compared with results of experimental
studies conducted by Jiao et al. (2015) to calibrate the UD numerical modelling. The
geometrical parameters and the material behaviour under monotonic loading (primary curve)

of the specimen are shown in Figure 4.8(a) and (b).
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The combination nonlinear isotropic-kinematic hardening model is preferred for numerical
analyses as it provides the closest approximation explaining the hysteresis behaviour of

structural steel subjected to cyclic loading and large strains (Abaqus, 2014).
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(a) The dimensions in mm (b) P €)  (kinematic hardening) isotropic hardening

Figure 4.8 (a) Shape parameters of UD40 device; (b) Material behaviour of
Japanese low carbon steel (SN490B) for modelling; (c¢) Combined isotropic-
kinematic hardening behaviour
Taken from Dunne et Petrinic (2005)

Accordingly, the isotropic hardening component is defined as follows:

o’ =0,+0. (1—e‘bf”’) @.21)

The kinematic hardening component is defined as:

u C _y P!
0(=Z—"(1—e ne ) (4.22)
=
where oo is the initial yield stress at zero plastic strain.
O, b, C, y are the material parameters that must be calibrated from cyclic test data, and » is

the number of back-stresses.

The material cyclic hardening parameters of the U-shaped steel (SN490B) used are derived
from experimental measurements results (Jiao et al., 2015; Myers, 2009), as shown in
Tableau 4.2 (for n = 1). The schematic of the yield surface and stress-strain curve of the

isotropic-kinematic hardening model is shown in Figure 4.8(c). The 8-node brick element
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C3D8R, a reduced integration points version of the standard brick element C3DS8, is used with
a specified fine mesh (maximum size: 7.5mm thickness and 15mm for the other dimensions)
for modelling the device (Abaqus, 2014). Several analyses with smaller mesh sizes have been
performed and the obtained results show a negligible effect on the analysis results, except for

smoother hysteresis loops at the from the elastic to the post-elastic stage.

Tableau 4.2 Material properties of UD40 (SN490B)
Steel E P v C 4 Oo o b

MPa kg/m? - MPa - MPa | MPa -
SN490B 200000 7850 0.3 5792 28 378 207 4

The sinusoidal displacement protocol applied to the device corresponding to the two separate

orthogonal directions (0° and 90°) is as follows:

D(t)=250 sin(0.57ct) (mm) (4.23)

Figure 4.9 shows the hysteretic results of the numerical analyses. A very good agreement is

obtained between the numerical and experimental hysteresis loops.
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Figure 4.9 Comparison between FE analysis (this paper) and the experimental study:
(a) 0°(in-plane); (b) 90° (out-of-plane)



168

4.6 Parametric study of NRB-UD hysteresis behaviour

4.6.1 Numerical program

Based on the above calibrated material model, a numerical parametric study on U-shaped
devices is conducted to investigate their behaviour with different geometrical properties, also
allowing the verification of the estimation formula derived from the above analytical study.

A series of typical NRB specimens and UD elements are then selected for analysis within the
parametric study to evaluate the performance of the NRB-UD combination system. The

geometrical parameters of the NRB specimens are detailed in Tableau 4.3.

Tableau 4.3 Geometry properties of studied NRB specimens

Specimen Cross-section x total height” Rubber layers — Steel- shims
(mm) (Number of layers x thickness)
NRBI 450 x 350 x 100 5x17.600 mm — 4 x 3 mm
NRB2 450 x 350 x 150 8x16.125 mm — 7 x 3 mm
NRB3 550 x 450 x 100 5x 17.600 mm —4 x 3 mm
NRB4 550 x 450 x 150 8x16.125 mm — 7 x 3 mm
NRB5 600 x 600 x 100 5x 17.600 mm —4 x 3 mm
NRB6 600 x 600 x 150 8x16.125 mm — 7 x 3 mm
*: Excluding the external steel plates

Earlier studies showed that higher stresses concentrate on the straight parts and are reduced
toward the curved part of the U-shaped damper subjected to in-plane loading, while uniform
stresses develop in most cross-sections along the length of devices subjected to out-of-plane
loading (Atasever, Celik et Yuksel, 2018; Khatibinia, Jalali et Gharehbaghi, 2019; Oh et al.,
2013). Further, in order to avoid significantly altering the original lateral flexibility of the
bearing, the UD should have a low initial stiffness. This is better obtained with a gradually

reduced cross-section as we go from the straight part toward the curved one.
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A series of U-shaped damper specimens, selected in two main groups according to their height
(i.e., H= 100 mm and H = 150 mm, in accordance with the NRB devices), are performed with
varying geometrical parameters and operating directions (Figure 4.2 and Tableau 4.4).
Accordingly, twelve specimens are investigated under cyclic loading, with different
amplitudes corresponding to the multiple levels of shear strain, such as 5%, 25%, 50%, 75%,
100%, 125%, and 150%. In total, 25 U-shaped damper models are performed by finite element
analysis. The NRB-UD combinations devices studied are detailed in Tableau 4.5, with a total

of 12 analysed models.

Tableau 4.4 Geometry properties of U-shaped damper for analysis

Specimens H L Wo w2 t Loading

(mm) | (mm) | (mm) (mm) (mm) direction
UDI 100 150 40 20 15 0°, 90°
UD2 100 150 40 30 20 0°, 90°

UD3 100 200 40 20 15 0°, 45°,90°
UD4 100 200 40 30 20 0°, 90°
UD5 100 250 40 20 15 0°, 90°
UD6 100 250 40 30 20 0°, 90°
UD7 150 200 40 20 15 0°, 90°
UDS8 150 200 40 30 20 0°, 90°
UD9 150 300 40 20 15 0°, 90°
UDI10 150 300 40 30 20 0°, 90°
UDI1 150 400 40 20 15 0°, 90°
UDI12 150 400 40 30 20 0°, 90°

Tableau 4.5 Details of NRB-UD specimens for analysis

. Combination with U-shaped devices
NRB specimens

N-type T-type
NRBI1 (450x350x100) 4UD3-0°, 4UD3-45°, 4UD3-90° 4UD3
NRB2 (450x350x150) - 4UD10
NRB3 (550x450x100) - 4UD3
NRB4 (550x450x150) - 4UD10
NRBS (600x600x100) - 4UD3
NRB6 (600x600x150) 2UD10 (L-type), 6UD10, 8UDI10 4UD10
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4.6.2 Cyclic behaviour of UDs
4.6.2.1 Effect of the loading direction

The effect of different loading directions on the cyclic behaviour of U-shaped dampers is
determined through analyses of specimen UD3, with three typical directions: 0° (in-plane), 45°
(bi-plane), and 90° (out-of-plane). Figure 4.10 illustrates the Von Mises stress distribution
along the length of the device at the maximum deformation (150%) and its respective
hysteresis curves. It shows the significant differences in stress distributions existing between
the in-plane loading case (the highest stress concentrates at the smallest cross-section of the
straight parts) and the out-of-plane loading case (the stress distributes uniformly along the
length of the device), as mentioned above. Maximum mesh size of 7.5 mm is used and found
adequate. A finer mesh, with half maximum size, exhibited practically identical results with
only a slight difference within the elastic-plastic transition zone for the out-of-plane loading

case.

The effective stiffness, K, the equivalent viscous damping, fef, and the EDC of the device
determined, through Eq.(4.20), from the hysteresis loops obtained as a function of the imposed

lateral deformation are shown in Tableau 4.6 and Figure 4.11.

Tableau 4.6 Effective parameters of specimen UD3

Deformation 0° (in-plane) 45° (bi-direction) 90° (out-of-plane)
%) Koy Peir EDC Koy Perr EDC Ko Perr EDC
(Nmm) | (%) | &Nmm) | KNmm) | (%) | KNmm) | KNmm) | (%) | KNnm)
5 1.383 0.00 0 1.001 0.00 0 0.663 0.00 0
25 0.587 31.00 550 0.490 28.84 427 0.455 16.92 233
50 0.324 | 40.81 1600 0.272 39.40 1296 0.265 33.30 1066
75 0.218 44.04 2633 0.193 42.52 2243 0.203 37.12 2060
100 0.163 45.23 3582 0.152 43.79 3232 0.173 37.88 3180
125 0.127 46.10 4464 0.127 44.28 4275 0.153 37.59 4359
150 0.102 46.93 5207 0.111 44.06 5331 0.137 36.73 5470
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Figure 4.10 Deformed shapes, Von Mises stress distributions, and hysteresis curves for

different load directions of specimen UD3
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Figure 4.11 Variation of effective parameters of the U-shaped damper (UD3) as a function of
the loading angle and lateral deformation: (a) Keg; (b) feyand EDC

For small deformations (e.g., 5%, corresponding to lateral non-seismic load cases), the device
behaves in the elastic range with a high stiffness. For larger deformations (equal to or greater
than 50%), it provides a stable behaviour with a small stiffness and considerable energy
dissipated per cycle, resulting in a high damping capacity (the equivalent damping ratio varies
from 35% to 45%). In addition, increasing the loading angle generally results in a decrease in
Ker and fef, suggesting that the U-shaped device provides the "best" performance when

operating in-plane.

4.6.2.2 Effect of UD geometric parameters

The effects of various geometrical properties of the U-shaped device on its effective parameters
are investigated. Figure 4.12 and Figure 4.13 present the effect of a variation of the device
length and cross-section on the Kesrand Se for the two groups. As shown, for in-plane loading
cases, an increase in the device length slightly reduces both the K¢ and fey, especially at large
deformations. A significant reduction of the Kefr and fe occurs mainly at small deformations,
corresponding to the elastic behaviour. On the other hand, an increase in cross-section
contributes to an increase in the Ker and fey. A similar trend is obtained for the out-of-plane
loading cases; however, here, the change rates are greater. Further, the K¢y and e of devices
subjected to large deformations (= 50%) are found almost constant and within a narrow range,

suggesting a stable behaviour of the devices at the post-elastic stage.
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Similarly, the effects of different heights on the effective parameters are investigated, and are
shown in Figure 4.14. An increase in the device height generally leads to a decrease in Key,

while fefris almost unchanged.
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Figure 4.14 Effect of height of U-shaped damper on effective parameters: (a, b) Keg; (c,d) Sefr

From the results obtained, the geometrical properties of the U-shaped damper are an important
factor that strongly influences the initial elastic stiffness and energy dissipation capacity at
small deformations, and not so much at large deformations, where the device behaviour is
found to be stable. Further, by approximating the device behaviour using equivalent bilinear
models (see Figure 4.10), the post-elastic parameters of the devices may be predicted by a
relative relationship with initial elastic parameters (i.e., the post-elastic ratio, K#/Kux). In such a
context, the approximate formulas used to determine the initial parameters (Ku, Py) of the
U-shaped damper, which have been developed in our analytical studies above, are important
for the selection and sizing of the devices in the preliminary design and for predicting its

behaviour under large deformations.
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In order to validate the above proposed relations [Eqs.(4.7), (4.8), (4.14), (4.17)] for estimating
of the initial stiffness, Ku, [Eqgs.(4.7) and (4.14)] and the yield strength, P, [Egs.(4.8) and

(4.17)], their predictions are compared to numerical results, and are detailed in Tableau 4.7.

Tableau 4.7 Comparison of the initial stiffness and the yield strength of U-shaped damper

between numerical analysis and analytical formulas

. K, (kN/mm) K, Py (kN)
Speciment |\ merical | Formula D"fﬁ;:;““" okNimm) | 5% | Numerical | Formula D"f‘j;g‘“’
UDIP 196 | 233 | -1568 | 008 |0.038 | 984 | 993 | 091
UDIO® | 102 | 112 | 871 | 014 |0.136| 828 | 829 | 0.13
D2 658 | 7.81 | -15.75 | 0.7 |0.026 | 26.02 | 27.92 | 7.30
UD2o® | 274 | 325 | -1584 | 030 |0.110 | 1615 | 17.13 | 6.05
UD3f 138 | 1.87 | -26.04 | 006 |0.043| 954 | 993 | 408
UD39 | 066 | 070 | -530 | 0.1 |0.164| 660 | 617 | -6.46
UD40 494 | 616 | -19.76 | 013 | 0.027 | 2473 | 27.92 | 12.90
UD49® | 171 | 201 | -1487 | 023 |0.34| 1273 | 1235 | -2.99
UD5LP 1.19 | 1.56 | -23.40 | 0.03 |0.025| 944 | 993 | 5.8
UDS9 | 038 | 046 | -1747 | 007 | 0.191 | 447 | 467 | 458
D6 3.97 | 509 | 21.94 | 004 | 0010 | 2520 | 27.92 | 10.80
UD6X | 1.08 | 133 | -18.87 | 0.14 |0.134| 837 | 957 | 1436
UD74f 0.55 | 0.66 | -17.01 | 0.03 |0.054| 628 | 628 | 001
UD79® | 033 | 036 | 875 | 005 |0.165| 555 | 587 | 574
UDSf 175 | 213 | -17.75 | 007 | 0.040 | 1625 | 1734 | 6.73
UDSO® | 090 | 1.02 | -11.99 | 0.2 |0.134| 1270 | 11.99 | -5.61
D9 041 | 049 | -1647 | 002 | 0049 | 623 | 628 | 081
UDoo® | 0.19 | 019 | -1.14 | 004 |0210| 461 | 417 | -9.54
UDIY | 131 | 154 | -1477 | 004 |0.028 | 1635 | 1734 | 6.08
UDIOO® | 048 | 054 | -11.81 | 008 |0.168| 891 | 833 | -6.56
UDII® | 028 | 030 | -7.18 | 001 |0.049| 603 | 628 | 416
UDILO® | 0.12 | 011 | 542 | 003 | 0279 | 336 | 292 | -1321
UDRY’ | 098 | 120 | -18.03 | 0.02 |0.016| 1597 | 1734 | 8.60
UD2O® | 028 | 032 | -11.89 | 0.06 |0207| 675 | 600 | -11.18
U400’ | 2.20° | 2222 | -1.00 - - [3210° | 29.06 | -6.56
UD409F | 120° | 1.102 | 8.17 i - [ 23.00" [ 21.85 | -5.02

* Tested by Jiao et al. (2015)
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As shown, the approximation analytical formulas provide results consistent with numerical
and experimental results. Deviations are typically below 10% for the yield strengths, Py, and
typically below 20% for the initial stiffens, K.. The differences in Ku, especially for the
in-plane loading cases, may result from ignoring the contributions of the normal and shear

forces and the averaging of the cross-section properties in the formulation steps.

Therefore, it can be concluded that the analytical expressions used to estimate the initial
stiffness and yield strength provide acceptable estimates of the device properties, within a

margin typically less than 20%.

The post-elastic ratio of the devices is also investigated. The device subjected to in-plane
loading provides a post-elastic stiffness significantly lower than the initial stiffness, in which
case the post-elastic stiffness-to-initial stiffness ratio, varies from 0.01 to 0.05. A similar trend
is obtained for the device under out-of-plane loading, but with higher values (in the range of

0.1-0.2).

4.6.3 Behaviour of NRB-UD combination system

This section focuses on the cyclic behaviour of NRB-UD systems, in which U-shaped dampers
are added to NRB systems to improve their seismic performance. The stiffness and the energy
dissipation capacity of different NRB-UD combination systems are studied under cyclic

loading.

The specimen NRBI, supplemented by four elements of UD3 in 4 configurations (shown in
Figure 4.15), is first considered. Figure 4.15 illustrates the deformed shapes at a lateral

deformation of 150% and the corresponding Von Mises stress distribution in specimens.
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Figure 4.15 Deformed shapes and Von Mises stress distributions of various combination
forms of NRB1-4UD3
The effective parameters of the devices are determined from the hysteretic responses based on
the Eq.(4.20). Figure 4.16 shows the results of Keirand Se as a function of lateral deformation.
From the figure, the effect of different operating directions is mainly seen in the elastic state,
where the initial elastic stiffness of the U-shaped damper is considerably different in each
direction, as demonstrated above. However, for large deformations (75% and greater), there is
no significant distinction between the four specimens, suggesting that the device provides a

stable inelastic behaviour without sensitivity to the operating direction of U-elements.

10.0 50
—O0—NRBI1-4UD3_0° —o—NRBI1-4UD3 (°
80 - % -NRB1-4UD3_45° 0 ~% -NRBI-4UD3_45°
£ 60 - -A- NRB1-4UD3_90° S 30 --&- NRB1-4UD3 90°
z o - & ---NRB1-4UD (T-
NRBI1-4UD (T- g (T-type)
T 40 T
%20 - : 10 :
0,0 T T T T T 0 T T T T T
0 25 50 75 100 125 150 0 25 50 75 100 125 150
(a) Lateral deformation (%) (b) Lateral deformation (%)

Figure 4.16 Effect of U-shaped device operating direction on effective parameters of
combination systems: (a) Kest; (b) Befr
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The effect of different numbers of U-shaped damper units on the performance improvement of
NRB is also investigated. To this end, the specimen NRB6 is selected, with four cases of
integrated U-shaped devices, namely, 2UD10, 4UD10, 6UD10, and 8UD10 in T-type form
(i.e., half of the UD devices are in a 0° direction, while the others are in a 90° direction). Results
are illustrated in Figure 4.17. Accordingly, by adding U-shaped dampers, significantly higher
values of Kef and fef in combination systems are obtained when compared with the original
NRB. Specifically, the NRB-UD systems provide an initial stiffness that is much higher than
seen in the NRB alone, which is desirable under non-seismic loads. It is also shown that the
initial stiffness can be modulated without harming the effective stiffness under large
deformations. In fact, for large deformations (> 75%), K¢ of NRB-UD is nearly constant, and
slightly higher than NRB, indicating that the added U-elements do not significantly change the
flexibility of NRB under the earthquake impact. An increase in the number of U-shaped
elements leads to an increase in the effective parameters of the system, indicating that the
combination system performance can be easily controlled by varying the number of U-shaped

units integrated into the NRB.

It is also noted, from Figure 4.17(b), that effective damping ratios in the range of 10%-20%
can easily be obtained with the NRB-UD system, which meets the target optimal damping
ratios for SISs in MSAs.
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Figure 4.17 Effect of number of U-shaped devices on effective parameters of combination
systems: () Key; (b) Sefr
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For large deformations (> 75%), fer decreases, as shown in Figure 4.16(b) and Figure 4.17(b).

This decrease is inherent to the definition of the equivalent viscous damping and the bilinear

model from Eq.(4.20), where the increase rate of the lateral force is much lower than that of

the displacement. The energy dissipated per cycle (EDC), evaluated by the area of hysteresis

loop, practically increases in proportionality with the UDs yield strength, the number of UDs

used, and the displacement. Tableau 4.8 shows the EDC for different combinations and levels

of deformations of NRB-UDs.

Tableau 4.8 Energy dissipated per cycle of NRB-UD devices

Energy dissipated per cycle (KN.mm)
Number of Lateral deformation (%)
Specimen

U-element 5 25 50 75 100 125 150
0 64 873 | 2307 4185 6371 | 8861 | 11620
4UD3 (° 66 | 3005|8729 14867 | 21172 | 27493 | 33682
NRBI1 4UD3 45° 66 | 2482|7397 13003 | 19096 | 25719 | 32659
4UD3 90° 66| 1756|6592 12434 | 19122 | 26339 | 33502
4UD3 (T-type) 66| 2375|7620 13542 | 19880 | 26534 | 33066
NRB2 0 941 1279|3380 6 129 9328112963 | 16938
4UDI10 (T=type) 96| 3889 | 13188 | 23682 | 34947 | 46952 | 59016
NRB3 0 101 | 1371|3625 6576 | 10012 | 13925 | 18261
4UD3 (T-type) 103 | 2901 |9014 16070 | 23808 | 31984 | 40223
NRBA 0 148 | 2010|5312 9636 | 14667 | 20393 | 26728
4UDIO(T4ype) | 151 | 4628 | 15077 | 26975 | 39821 | 53503 | 67373
NRBS 0 147 | 1995|5273 9566 | 14564 | 20256 | 26565
4UD3 (T-type) 150 | 354210700 | 19093 | 28416 | 38400 | 48627
0 215 2924 | 7728 14019 | 2134129676 | 38908
2UDI0(LAype) | 220 | 4262 | 12703 | 22779 | 34075 | 46486 | 59526
NRB6 | 4UDIO(T4ype) | 220 | 5567 | 17548 | 31408 | 46576 | 62909 | 79 693
6UDIO(Ttype) | 220 | 6867 | 22421 | 40101 | 59157 | 79458 | 99947
SUDIO(N+type) | 220 | 8156 | 27230 | 48637 | 71545 | 95708 | 119 969
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Further, variations of the EDC by NRB-UD systems is found to be almost independent of the
operating direction of the U-elements as shown in Figure 4.18(a), but it is highly dependent on
the number of U-elements, as illustrated in Figure 4.18(b), suggesting a great flexibility in the

choice of the installation positions/configurations in the global structure.
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Figure 4.18 Comparison of the energy dissipated per cycle between NRB and NRB-UDs

4.6.4 Bilinear model of NRB-UD system

From the results above, it can be concluded that adding U-shaped dampers seems to primarily
affect the initial elastic response, where it increases the initial elastic stiffness and the yield
strength (and then, the initial characteristic strength) significantly. For bridge and SIS analysis
and for design purposes, a simple bilinear model representing the SIS is required. This can be
achieved by approximating the observed hysteretic behaviour using a bilinear model,
characterized by the characteristic strength, Qg the initial stiffness, K., and the post-elastic
stiffness, K4, as shown in Figure 4.19 for the NRB1 specimen alone and integrating UD1 in a

T-type configuration.
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Figure 4.19 Hysteresis behaviours of bearings and proposed equivalent bilinear model

Tableau 4.9 Equivalent bilinear model parameters
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Specimen Number of K Kq Ou
p U-element (kN/mm) (kN/mm) (kN)

0 3.789 1.955 16.351
4UD3 0° 9.296 2.439 69.347
NRB1 4UD3 45° 7.962 2.427 63.845
4UD3 90° 6.834 2.572 63.086
4UD3 (T-type) 8.056 2.493 65.409
0 2.592 1.332 16.335

NRB2
4UD10 (T-type) 5.982 1.808 83.859
0 5.952 3.073 25.699

NRB3
4UD3 (T-type) 10.518 3.628 75.938
0 4.061 2.094 25.697

NRB4
4UD10 (T-type) 7.611 2.556 91.790
0 8.667 4.469 37.355

NRB5
4UD3 (T-type) 13.541 5.150 87.674
0 5.913 3.047 37.355
2UDI10 (L-type) 8.113 3.273 70.536
NRB6 4UD10 (T-type) 9.673 3.504 103.525
6UDI0 (T-type) 11.245 3.747 136.890
8UD10 (N-type) 12.769 3.966 169.405
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Tableau 4.9 presents the approximated bilinear model properties of NRB and NRB-UD
systems, obtained based on numerical results. It clearly shows that NRB-UD devices provide
much higher values of Kx and Qs when compared with NRB, whereas Ks is almost unchanged.
This result suggests that in the NRB-UD combination system, K4 is mainly due to the NRB
contribution, K, and Qu are established from the cooperation of both NRB and U-shaped
devices. Logically, the initial parameters (elastic stiffness and yield strength) of the U-shaped
device play an important role in the behaviour of the combination systems. The previously
developed analytical estimation formulas can serve to estimate the bilinear equivalent NRB-
UD model properties. Therefore, varying the number of U-elements and the geometrical
properties should be possible to adjust the NRB-UD properties to meet the design requirements

in flexible ways.

The design guidelines of improving the seismic performance of NRB by adding U-shaped
dampers can be summarized as: the NRB is firstly designed to ensure the vertical load bearing
capacity and stability under expected seismic displacement. The parameters of NRB are then
determined and compared to the requirement of optimal characteristics of seismic base
isolation according to the results of Nguyen et Guizani (2020). The deficiency of the NRB
from the optimal damping requirement is determined and filled by the addition of UD devices.
Based on the obtained above results from the parametric study, the designer can choose the
appropriate geometry, number and configuration of the added UDs to meet the target properties
of the isolation system. Then, seismic analysis with new properties is resumed.

4.7 Conclusions

In this paper, analytical formulations and non-linear numerical models are developed and used
to study the behaviour of natural rubber bearings incorporating U-shaped damper devices
under cyclic loadings. The analytical and numerical results show good agreement with
experimental results, validating the numerical approaches. A parametric study is then carried
out on U-shaped dampers, where the initial elastic parameters of the U-shaped damper are
firstly estimated through the analytical formulas developed. The effects of different UD

geometrical properties and loading directions, as well as the configuration of the NRB-UD
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assembly, are investigated. Results are then used to estimate characteristic properties of an
equivalent bilinear model, which can be used for SIS and bridge seismic analysis and design.

The following is a summary of the main concluding remarks from this study:

1. The U-shaped damper provides high performance and a stable hysteresis response in any
operating direction, with high initial elastic stiffness, relatively low post-elastic stiffness,
and an impressive energy dissipation capacity based on the significant plastic deformation

under the effect of seismic loading.

2. Analytical formulas are proposed for estimating the initial parameters of the U-shaped
device, which provide reasonable accuracy when selecting and sizing the U-shaped
devices during the preliminary design. In addition, many tabled values are provided and
numerical models are proposed for more accurate analyses of further

combinations/materials.

3. The increase in the load angle, relative to in-plane, acting on the U-shaped damper reduces
the initial stiffness and the equivalent-damping ratios, but increases the post-elastic
stiffness. The U-shaped damper exhibits higher damping and initial stiffness when

operating in-plane.

4. The U-shaped damper greatly improves the seismic performance of combination systems
(i.e., NRB-UD devices), as compared to NRB alone, including a significant increase in the
initial stiffness and initial characteristic strength. However, the post-elastic stiffness is
mainly governed by the lateral stiffness of the NRB. Adding UDs to NBs significantly
contributes to energy dissipation and damping capacity without significantly increasing

the flexibility of the original NRB under large deformations (over 75% shear deformation).

5. The behaviour of NRB-UD systems is dependent on the number of added U-elements
rather than their operating direction. It is then possible to adjust, in a flexible way, the
NRB-UD system to meet optimal characteristics for moderate and high seismicity areas

by varying the number and geometric properties of the UDs.
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Notwithstanding the above, this paper conducted a parametric study of the behaviour of U-
shaped damper to help designers choose the geometry, size for given target properties.
However, further studies shall be performed on the optimal shape of the device, the interaction
diagram for the yield strength of the device under oblique load, and on the suitability of other
low carbon steels. Furthermore additional experimental studies with different materials and
steel grades (low-carbon steels) are required to generalize and complement the findings of this

research and to establish the ultimate deformation capacities of the NRB-UD devices.



APPENDIX

Tableau-A A-1 Effective parameters of U-shaped damper as a function of lateral

deformation
Specimen Loading Effective Lateral deformation level (%)

angle parameters 5 25 50 75 100 | 125 | 150

00 Ker((N/mm) | 1.965 | 0.617 | 0.352 | 0.243 | 0.182 | 0.142 | 0.116

UD1 Ber(%0) 0.00 | 34.55| 42.31 | 4542 |46.19 | 45.90 | 44.59
90" Ker(kN/mm) | 1.023 | 0.532 | 0.323 | 0.256 | 0.221 | 0.196 | 0.176

Ber(%0) 0.00 |26.44 | 36.27 |37.82 | 37.48 | 36.54 | 35.17

0 Ker(kN/mm) | 6.580 | 1.623 | 0.904 | 0.621 | 0.454 | 0.341 | 0.258

UD2 Betr (%0) 0.00 |3932| 4557 |47.44 | 47.92 | 48.20 | 48.21
900 Ker((N/mm) | 2.735 | 1.132 | 0.707 | 0.558 | 0.465 | 0.387 | 0.318

Ber(%0) 0.00 | 31.80 | 38.56 |39.90 | 40.06 | 39.92 | 39.19

0 Ker(kN/mm) | 1.383 | 0.587 | 0.324 | 0.218 | 0.163 | 0.127 | 0.102

Ber(%0) 0.00 | 31.00 | 40.81 |44.04 | 45.23 | 46.10 | 46.93

UD3 450 Ker(kN/mm) | 1.001 | 0.490 | 0.272 | 0.193 | 0.152 | 0.127 | 0.111
Betr (%0) 0.00 | 28.84 | 39.40 | 42.52 |43.79 | 44.28 | 44.06

900 Ker((N/mm) | 0.663 | 0.455| 0.265 | 0.203 | 0.173 | 0.153 | 0.137

Ber(%0) 0.00 | 1692 | 33.30 | 37.12 | 37.88 | 37.59 | 36.73

0 Ker(kN/mm) | 4.942 | 1.526 | 0.818 | 0.552 | 0.407 | 0.310 | 0.242

UD4 Ber(%0) 0.00 | 3640 | 4430 | 46.07 | 46.49 | 46.82 | 46.98
900 Ker(kN/mm) | 1.711 | 0.886 | 0.544 | 0.424 | 0.355 | 0.305 | 0.261

Betr (%0) 0.00 |26.24 | 36.12 | 38.96 | 39.79 | 39.89 | 39.45

0 Ker((N/mm) | 1.195 | 0.540 | 0.284 | 0.184 | 0.134 | 0.105 | 0.085

UD5 Ber(%0) 0.00 | 2330 | 36.60 | 40.54 | 42.11 | 43.17 | 43.89
90" Ker(kN/mm) | 0.320 | 0.283 | 0.186 | 0.137 | 0.112 | 0.097 | 0.086

Ber(%0) 0.00 | 5.57 | 22.56 | 31.46 | 34.96 | 36.31 | 36.32

0 Ker(kNmm) | 3.973 | 1.384 | 0.694 | 0.449 | 0.322 | 0.248 | 0.198

Betr (%0) 0.00 |30.04 | 40.18 | 42.76 | 43.74 | 44.40 | 44.66

ube 900 Ker((N/mm) | 0.791 | 0.584 | 0.347 | 0.266 | 0.224 | 0.196 | 0.173
Ber(%0) 0.00 | 13.13 | 30.39 | 35.87 | 37.95 | 38.93 | 39.13
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Tableau-A A-1 Effective parameters of U-shaped damper as a function of lateral
deformation (suite)

Specimen Loading Effective Lateral deformation level (%)
angle parameters 5 25 50 75 100 | 125 | 150
00 Ker(kN/mm) | 0.548 | 0.243 | 0.140 | 0.098 | 0.075 | 0.061 | 0.051
UD7 Ber(%0) 0.00 |27.44| 38.70 | 43.24 | 45.22 | 46.22 | 46.60
900 Ker((N/mm) | 0.329 | 0.225| 0.135 | 0.105 | 0.091 | 0.082 | 0.076
Betr(%0) 0.00 |17.81| 32.46 |35.72|36.14 | 3552 | 34.24
00 Ket((N‘mm) | 1.752 | 0.646 | 0.354 | 0.248 | 0.190 | 0.151 | 0.122
UDS Betr (%0) 0.00 | 33.17| 43.04 | 46.10 | 47.14 | 47.95 | 48.57
90 Ket((Nmm) | 0.898 | 0.503 | 0.305 | 0.241 | 0.207 | 0.181 | 0.158
Betr (%0) 0.00 |24.77| 3535 |37.61 |37.88 |37.72 | 37.17
00 Ket(kN‘mm) | 0.409 | 0.229 | 0.128 | 0.087 | 0.066 | 0.052 | 0.043
UD9 Betr (%0) 0.00 | 19.57 | 34.45 | 40.04 | 42.14 | 43.57 | 44.65
900 Ket(kN/mm) | 0.188 [ 0.174 | 0.110 | 0.081 | 0.068 | 0.060 | 0.054
Ber(%0) 0.00 | 4.03 | 2321 |31.23|33.72 | 3423 | 33.65
0 Ket(kN/mm) | 1.313 | 0.605 | 0.314 | 0.213 | 0.160 | 0.126 | 0.103
UD10 Betr(%0) 0.00 |25.82| 39.13 |42.72 | 43.96 | 44.80 | 45.37
900 Ket(kN‘mm) | 0476 | 0.360 | 0.214 | 0.164 | 0.138 | 0.121 | 0.108
Betr (%0) 0.00 | 13.74| 30.31 |35.29 | 37.19 | 37.78 | 37.56
0° Ket((Nmm) | 0.278 | 0.216 | 0.118 | 0.079 | 0.058 | 0.046 | 0.037
UD11 Betr (%0) 0.00 | 11.96 | 29.93 |36.46 | 38.90 | 40.41 | 41.50
900 Ket(kN'mm) | 0.116 | 0.114 | 0.088 | 0.064 | 0.052 | 0.045 | 0.041
Betr (%0) 0.00 | 1.06 | 12.40 |24.93 | 30.10 | 32.36 | 32.86
00 Ket(kN/mm) | 0.984 | 0.573 | 0.286 | 0.188 | 0.137 | 0.108 | 0.088
UD1> Ber(%0) 0.00 | 18.81 | 34.63 |39.33 | 41.09 | 42.21 | 42.88
900 Ket(kN/mm) | 0.282 | 0.256 | 0.159 | 0.120 | 0.100 | 0.088 | 0.079
Betr(%0) 0.00 | 5.08 | 24.04 |31.75|34.89 | 36.34 | 36.74




Tableau-A A-2 Effective parameters of NRB-UD
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. Lateral deformation level (%)
Specimen Effective
P parameters 5 25 50 75 100 | 125 | 150
Ker(kN/mm) | 8.568 | 4.652 | 3.451 | 2961 | 2.694 | 2.530 | 2417
NRBI1 4UD3 0°
Betr (%0) 6.31 | 21.24 | 20.80 | 1834 | 16.15 | 14.29 | 12.73
Ker(kN/mm) | 7.239 | 4249 | 3.216 | 2.837 | 2.636 | 2.511 | 2.427
NRB1 4UD3 45°
Beit (%0) 746 | 1921 | 1891 | 16.75 | 14.89 | 13.47 | 12.29
Ker(kN/mm) | 6.110 | 4.154 | 3.209 | 2.896 | 2.736 | 2.630 | 2.549
NRBI 4UD3 90°
Bett (%0) 8.85 | 1390 | 16.89 | 15.69 | 1436 | 13.17 | 12.01
NRBI1 4UD3 Ker(\N/mm) | 7.337 | 4395 | 3.320 | 2916 | 2.702 | 2.567 | 2470
(T-type) Betr (%0) 736 | 17.77 | 1887 | 1697 | 15.12 | 13.59 | 12.23
NRB2 4UDI0 Ker(kN/'mm) | 5491 | 3.507 | 2.511 | 2.153 | 1.966 | 1.847 | 1.763
(T-type) Beit (%0) 6.70 | 1697 | 20.09 | 18.71 | 17.00 | 15.56 | 14.23
NRB3 4UD3 Ker(kN/mm) | 9.387 | 5.741 | 4567 | 4.125 | 3.890 | 3.738 | 3.628
(T-type) Bett (%0) 9.04 | 16.62 | 1623 | 1423 | 12.58 | 11.26 | 10.13
NRB4 4UDI0 Ker(kN/mm) | 6.839 | 4390 | 3.332 | 2.949 | 2.747 | 2.620 | 2.529
(T-type) Betr (%0) 847 | 16.13 | 1731 | 1555 | 13.86 | 12.50 | 11.32
NRBS5 4UD3 Ker(kN/mm) | 11.886 | 7.383 | 6.091 | 5.604 | 5343 | 5.173 | 5.050
(T-type) Bert (%0) 1039 | 15.78 | 1444 | 1245 | 1093 | 9.76 | 8.80
Ker(kN/mm) | 6.989 | 4.550 | 3.851 | 3.596 | 3.458 | 3.369 | 3.304
NRB6 2UDI0
Bett (%0) 12.05 | 1433 | 12.62 | 10.77 | 942 | 845 | 7.66
NRB6 4UDI0 Ker(kN/mm) | 8.543 | 5.510 | 4.371 | 3.958 | 3.739 | 3.599 | 3.499
(T-type) Betr (%0) 9.86 | 1546 | 1536 | 1349 | 1191 | 10.70 | 9.68
NRB6 6UDI0 Ker(kN/mm) | 10.114 | 6.486 | 4.905 | 4.333 | 4.031 | 3.839 | 3.703
(T-type) Bert (%0) 833 | 1620 | 1749 | 1574 | 14.04 | 12.67 | 1147
NRB6 8UDI0 Ker(kN/mm) | 11.637 | 7.430 | 5410 | 4.680 | 4.298 | 4.058 | 3.888
(N-type) Bett (%0) 724 116.80 | 19.26 | 17.67 | 1592 | 1444 | 13.12







CHAPITRE 5

EXPLORATION DU POTENTIEL DES APPUIS FRETTES COMBINES A DES
AMORTISSEURS METALLIQUES EN U POUR L’ISOLATION SISMIQUE A LA
BASE AU CANADA

5.1 Introduction

Les résultats du chapitre 2 ont permis d’identifier les propriétés hystérétiques optimales des
systemes d'isolation sismique pour les zones a forte sismicité (HSA) et les zones a sismicité
modérée (MSA), en particulier pour les sites de Vancouver et Montréal, représentants
respectifs de ces deux classes de zones sismiques au Canada. Il en ressort que les propriétés
hystérétiques des systémes optimaux sont clairement différentes pour chaque zone, ce qui peut
conduire a des adaptations difficiles des isolateurs en ¢lastomere fretté (NRB, HDRB) pour
répondre de manicre flexible aux exigences de différentes conceptions. En outre, une
amélioration au NRB en incorporant les amortisseurs en forme de U (UD) comme une solution
efficace pour répondre aux diverses exigences de conception est étudiée au chapitre 4. Cette
option est particulierement adaptée aux climats froids puisque I’amortisseur en U est trés peu

sensible aux basses températures ambiantes du Canada.

L’objectif de ce chapitre est d’explorer la faisabilité ainsi que le potentiel et ’efficacité de
I’amélioration des appuis frettés en caoutchouc naturel par I’incorporation des amortisseurs
UD en vue de I’isolation sismique des ponts au Canada. Les deux sites de Vancouver et

Montréal sont considérés a titre d’exemple.

Dans un premier temps, un pont de deux travées, typique des ponts de courtes & moyennes
portées au Canada, est considéré comme cas d’étude. Des appuis frettés pour le pont étudié
sont prédimensionnés avec deux options d’¢élastomere, a savoir 1’appui fretté en caoutchouc
naturel, a faible amortissement (NRB) et I’appui frett¢ en caoutchouc a amortissement élevé
(HDRB). Les propriétés de ces appuis (la rigidité effective, Kef; ’amortissement effectif, fSey;,

la résistance caractéristique, Qu, et la rigidité post-¢élastique, Kq4) sont ensuite estimées sur la
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base des essais avec un niveau de déformation de 50% a 20°C. Les facteurs de modification

sont pris en compte pour déterminer les valeurs minimales et maximales de ces propriétés.

En deuxiéme lieu, adoptant le modele bilinéaire a la base d’un modele linéaire équivalent, les
propriétés effectives du modele des appuis en élastomére sont calculées, au déplacement de
calcul, correspondant aux spectres du code canadien CSA-S6:19, selon une procédure itérative
par la méthode d’analyse spectrale unimodale. Les propriétés optimales des isolateurs pour le
pont situ¢ dans deux localités sont également calculées sur la base des résultats obtenus au

chapitre 2.

Ensuite, le degré d’atteinte des performances optimales des appuis en élastomere fretté est
¢valué en comparant leurs propriétés et la réponse sismique du pont isolé avec ces appuis a
celles de la conception avec des propriétés optimales. Cela permet d’identifier les lacunes de
ces dispositifs et les mesures d’amélioration nécessaires du point de vue de la conception

optimale du systeme d’isolation.

Dans ce contexte, les dispositifs UDs sont envisagés et congus, sur mesure, en vue d’améliorer
la performance des appuis frettés en caoutchouc naturel, et leur efficacité est évaluée sur la

base d’analyses sismiques du pont avec de tels dispositifs.

5.2 Pont étudié et conception simplifiée de son systeme d’isolation sismique

5.2.1 Description du pont étudié et des parametres du modéle d’analyse

Le mode¢le de pont utilisé dans ces analyses est un modele représentatif des ponts réguliers, de
courtes et moyennes portées, qu’on retrouve couramment sur le réseau routier au Canada et
particulierement au Québec. Il s’agit d’un pont composé de deux travées simples identiques,

de 39 m de longueur chacune, le tout reposant sur une pile centrale et deux culées.

Le tablier du pont est une dalle en béton armé ayant une largeur de 12.8 m et une épaisseur de

200 mm, supporté par un ensemble de six poutres en béton précontraint NEBT1600. La
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superstructure du pont est supportée par un total de 24 isolateurs sismiques identiques en

¢lastomere, comme montré sur la Figure 5.1.

Tablier

12.8m

39m

Figure 5.1 Mod¢le du pont considéré

Dans le cadre de ce chapitre, seulement la direction longitudinale du pont est considérée pour
fins d’analyse sismique. La structure du pont est donc modélisée, de maniére simplifiée, par
un systeéme a un degré de liberté. Le poids sismique total est déterminé W = 16 000 kN pour

un poids de 667 kN/appui isolateur sismique.

5.2.2 Dimensionnement préliminaire de ’appui isolateur sismique

Le dimensionnement des isolateurs a été préalablement déterminé sur la base des principales
exigences du code canadien (CSA-S6, 2019), du Manuel de conception des structures (Québec,
2017), et un rapport de recherche interne Tremblay et Guizani (2018). Les charges verticales

appliquées sur les isolateurs sont déterminées et présentées dans le Tableau 5.1 suivant:

Tableau 5.1 Charge verticale appliquée sur I’isolateur

Etat Limite Charge verticale Charge verticale totale
permanente Pp.- (KN) P (KN)
Etat limite d’utilisation (ELUT) 667 1067

Etat limite ultime (ELUL) 790 1490




192

L’appui fretté, isolateur sismique, est sélectionné avec les dimensions en plan ayant une
longueur a = 650mm et une largeur » = 350mm. La hauteur de 1’appui choisie est 7w = 150
mm, incluant deux (2) couches extérieures d’une épaisseur, tex = 7 mm, sept (7) couches
intérieures de caoutchouc avec une épaisseur, - = 16 mm et huit (8) frettés en acier avec une
épaisseur de ts = 3 mm. Donc, la hauteur effective (en caoutchouc) de I’isolateur est déterminée
a, trer= 126 mm. La hauteur des appuis est choisie dans le cadre de I’application du dispositif

UD développé au chapitre 4 est visée a les améliorer (si nécessaire).

Les parametres de I’appui (I’aire de la section transversale, le facteur de forme, la limite de
compression maximale, la stabilité et la capacité de déformations /de déplacement, etc.) sont
vérifiés et répondent aux conditions du code CSA-S6:19. Ces vérifications sont détaillées en

annexe IV et dans Tremblay et Guizani (2018).

Il est a noter que les dimensions de ’appui ont été calculées de maniere préliminaire et n’ont
pas été optimisées. En fait, nous estimons que 1’épaisseur strictement requise pour un usage
standard (pas comme isolateur) serait de S0mm inférieure. Cette marge est jugée nécessaire
pour accommoder les déplacements sismiques de maniere sécuritaire, mais une optimisation
pourrait €tre effectuée par la suite. Celle-ci n’a, cependant, pas été effectuée dans le cadre de

ce travail.

5.2.3 Détermination des propriétés de rigidité et d’amortissement des appuis frettés

Deux types de caoutchouc sont utilisés pour la conception des appuis - isolateurs. Il s’agit: 1)
d’un caoutchouc naturel, a faible amortissement (Natural Rubber - NR), avec un Duro de 55+5
Shore A, typiquement utilisé sur les appuis frettés de ponts au Québec et au Canada et; 2) d’un
caoutchouc a amortissement ¢levé (High Damping Rubber — HDR). Le comportement de ces
appuis est évalué sous trois niveaux de température pour les fins de 1’analyse sismique: 20°C
(température ambiante); -10°C (+/- la température concomitante spécifiée par le code CSA-S6
pour Montréal), et -30°C (+/- la température minimale préconisée par le code S6 pour

Montréal). Les propriétés des caoutchoucs utilisées se basent sur celles mesurées en
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Laboratoire des Chaussées et Matériaux Bitumineux (LCMB) de I’ETS, par Ankik (2019). Les

résultats sont présentés dans le Tableau 5.2 suivant:

Tableau 5.2 Propriétés des caoutchoucs mesurées en laboratoire (2 une déformation de 50%)

Type de caoutchouc Propriétés des caoutchoucs a 20°C Valeur
Caoutchouc naturel a faible | Module de cisaillement, G (MPa) 0.88
amortissement (NR) L’amortissement effectif, Ser (%) 6.81
Caoutchouc a amortissement | Module de cisaillement, G (MPa) 0.7
¢levé (HDR) L’amortissement effectif, Ser (%) 10.84

De plus, lors de la conception des isolateurs, les effets des facteurs affectant les propriétés des
appuis sont pris en compte par les coefficients de modification, recommandés par le "AASHTO
Guide Specifications for Seismic Isolation Design" (AASHTO, 2014), a I’exception de I’effet
de la température pour le caoutchouc naturel, lequel a été pris sur la base des valeurs mesurées
par Ankik (2019). Notons cependant que ces valeurs sont trés proches de celles recommandées
par ’AASHTO (2014) et le code S6-19 (CSA, 2019), indiquées entre parentheses dans le
tableau 5.3.

Tableau 5.3 Facteurs de modification des propriétés de caoutchouc

Caoutchouc naturel a faible | Caoutchouc a amortissement

Les facteurs de amortissement (NR) élevé (HDR)
modification Ky Qu Ky Qu
Min | Max | Min | Max | Min | Max | Min | Max

Le vieillissement Aaging 1.0 1.1 1.0 1.1 1.0 1.3 1.0 1.3
La vitesse Av 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0
La contamination Ac 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0
Le déplacement Au 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0
La stabilisation Ascr 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0 1.8 1.0 1.5
La température A 1.0 | 1355 | 1.0 | 15| 1.0 2.0 1.0 | 25

potal 1.0 1.43 1.0 1.65 1.0 4.68 1.0 4.45

* Valeurs expérimentales pour la durée de conditionnement 4 T=-30°C de 24h, adaptée de Ankik (2019)
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La rigidité horizontale d’appui, Kef;, est déterminée en fonction du module de cisaillement

effectif du caoutchouc, I’aire effective de 1’isolateur et 1’épaisseur totale de caoutchouc:

WxL

Loy

(5.1)

eff

La résistance caractéristique, Qu et la rigidité post-¢lastique, Ka a la température laboratoire
sont déduites en posant la rigidité effective, Kep, le taux d’amortissement équivalent, S,

expérimental du Tableau 5.2 et a I’expression suivante:

5 40w -D)
T 2K D? (5.2)

- eff " max

Qd +KdDmax = Kef}Dmax

ou Dy = Qa/ (Ku- Ka), Ku = 10Ka (pour I’isolateur en élastomere), Dmax =0.5t¢ (correspondant
au niveau de déformation).

. e total a . .
Apres I’application des facteurs de multiplication, ﬂf;n et Z(ZX , aux valeurs nominales (a

20°C) de Qu et Ka.

__ Atotal . __ Jtotal .
Qa’,min - X‘Qd,mand ’ Qd,max - /,LQd ,maxQd b

__ total . __ qtotal .
Kd,min _2’ Kd’ Kd,max _2’ Kd’

K ; ,min K ; ;max

(5.3)

Les valeurs minimales et maximales des propriétés Qs et Ka ainsi calculées sont présentées au

Tableau 5.4 aux trois niveaux de température de calcul.

Tableau 5.4 Propriétés minimales et maximales (par appui) pour des appuis frettés en
caoutchouc naturel a faible amortissement et en caoutchouc a amortissement élevé

Nominal

| 5 _2()0
Type de caoutchouc Paramétre (220°C) | (a-10°C) (a-30°C)

Caoutchouc naturel a faible Ka (kN/mm) 1.38 1.60 2.05
amortissement (NR) Qa (kN) 12.75 15.51 21.04
Caoutchouc naturel a Ka (kN/mm) 1.04 2.32 4.88

amortissement ¢levé (HDR) Qu (kN) 13.88 29.85 61.78
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Les parametres optimaux ciblés pour la conception des ponts isolés sont déterminés a partir
des résultats dans la section 2.7, chapitre 2. En conséquence, une valeur de Q4/W dans la
fourchette de 0.08 a 0.12 pour les ponts situés a Vancouver et dans la gamme de 0.02 a 0.04
pour Montréal. Les rigidités post-€lastiques sont calculées par les corrélations des équations

(2.5) et (2.6) (chapitre 2) pour Vancouver et Montréal, respectivement.

5.3 Evaluation de la performance des appuis frettés en tant qu’isolateurs par
rapport aux zones optimales

Cette section présente une exploration de I’efficacité sismique des appuis frettés en caoutchouc
naturel (NRB), en caoutchouc a amortissement élevé (HDRB) et dans quelle mesure ils

peuvent rencontrer les propriétés optimales identifiées au chapitre 2.

L’efficacité des appuis est évaluée en termes de réduction de la demande sismique en force et
en déplacement. Pour cela, une comparaison des demandes sismiques du pont isolé avec les
différentes options identifiées ci-dessus est réalisée entre elles et avec la demande émanant des
propriétés optimales du systéme d’isolation. Dans ce contexte, une prise en compte de la
variation des propriétés hystérétiques de chaque systeme en lien avec différents facteurs
extérieurs (i.e. température, usure, etc.) est considérée en les valeurs minimales et maximales
du Tableau 5.4. La méthode d’analyse spectrale unimodale du code CSA S6-19 est utilisée
pour réaliser ces études. Le potentiel de déplacement résiduel est ¢galement considéré basé sur
les formules proposées dans les équations Eq.(3.18) et (3.19) pour les localités de Vancouver

et Montréal, respectivement.

Le Tableau 5.5 présente les propriétés des isolateurs et la réponse sismique correspondante des
ponts isolés pour les sites de Vancouver et Montréal. Il montre une différence considérable des
propriétés de I’isolateur optimal suggéré par rapport aux autres, entraine des différences dans

la réponse sismique.

Pour Vancouver, utiliser les appuis frettés en caoutchouc naturel génére une demande sismique

en force de 6922kN soit de 1’ordre de 25% supérieure (1.25 fois) a la demande maximale dans



196

la zone optimale. Comparée a la valeur optimale minimale possible, cette demande est de
I’ordre de 2 fois supérieure (6922 kN versus 3169kN). La demande en déplacement est
¢galement accrue par rapport a la zone optimale, soit de 1’ordre de 33% supérieure (1.33 fois)
(200mm versus 133.2mm), voire plus que 3 fois la demande optimale minimale (60.5mm). La
performance des appuis en HDRB est encore moindre que celle du NRB: une demande
sismique en force 1.45 fois et en déplacement de 1.65 fois la demande maximale en zone

optimale.

Tableau 5.5 Comparaison des propriétés du SIS et des demandes sismiques du
pont isol¢ avec différentes options

Optimal NRB HDRB NRB-UD
Paramétre

Min | Max | 20°C | -10°C | -30°C | 20°C | -10°C | -30°C | Min | Max
Vancouver 2ANRBHI6UDS
Qa(kN) | 1280 | 1920 | 306 | 372 | 505 | 333 | 716 1483 | 1583 | 1782
Ka(KN/mm) | 14.18 | 59.57 | 33.12 | 38.40 | 49.20 | 24.96 | 55.68 | 117.12 | 42.24 | 58.32
Ky(Nmm) | 23.8 | 91.3 | 34.65 | 40.62 | 53.28 | 2647 | 63.24 | 143.79 | 65.54 | 86.61
L (%) 238 | 20.8 | 2.80 | 346 | 483 | 361 | 749 | 11.51 | 2136 | 19.7
Fax (KN) | 3169 | 5525 | 6922 | 6810 | 6594 | 5830 | 5995 | 7994 | 4454 | 5457
Dmax (mm) | 133.2 | 60.5 | 200.0 | 168.0 | 124.0 | 220.0 | 95.0 | 55.6 679 | 63.0
Dy(mm) | 327 | 1.69 | 091 | 093 | 099 | 1.10 | 1.14 | 0.93 213 | 1.66
Montréal 24NRB+8UDS8
Qa(kN) 320 | 640 | 306 | 372 | 505 | 333 | 716 1483 431 630

Kd(kNmm) | 13.30 | 54.88 | 33.12 | 384 | 49.2 | 2496 | 55.68 | 117.12 | 33.68 | 49.76

Kyg(kN'mm) | 19.43 | 77.29 | 40.16 | 48.33 | 66.35 | 32.03 | 81.45 | 208.05 | 45.12 | 71.89
P (%0) 19.1 | 17.6 | 109 | 127 | 158 | 13.6 | 19.1 254 15.5 18.6
Frax (kN) | 1014 | 2205 | 1745 | 1812 | 1954 | 1510 | 2264 | 3392 | 1699 | 2046
Dpax(mm) | 522 | 285 | 435 | 375 | 295 | 47.1 | 278 163 | 37.66 | 28.46
Dy (mm) 13 | 053 | 058 | 058 | 057 | 0.73 | 0.53 0.42 0.61 | 0.59
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Pour Vancouver, le NRB présente une résistance caractéristique initiale (Qus) et, par
conséquent, un taux d’amortissement effectif, nettement plus faible que les valeurs optimales,
notamment pour Vancouver. Ce qui explique la faible performance du NRB, malgré le fait que
la rigidité post-¢élastique, Ka et la rigidité effective, K soient convenables. Quant au HDRB,
malgré une meilleure capacité de dissipation d’énergie, elle demeure insuffisante. Et vu la
grande sensibilité aux basses températures combinée a la stabilisation, la réduction de la
demande sismique est moindre que pour le NRB, lequel a I’avantage de présenter une faible
variation (sensibilité) des valeurs de Qu et Ku, représentant un comportement stable du
dispositif sous 1’effet des facteurs externes (matériaux, environnementaux). Néanmoins, si on
considere que des températures aussi basses que -30°C pour Vancouver sont extrémement rares
et si on se limite a des températures pas plus basses que -10°C, la performance du HDRB est
meilleure que celle du NRB en termes de réduction de la force sismique pour Vancouver.
Néanmoins, ni le NRB ni le HDRB n’atteignent la fourchette optimale en demande de force

ou de déplacement pour le site de Vancouver.

Pour Montréal, les résultats du Tableau 5.5 montrent que le NRB offre des valeurs de résistance
caractéristique, Qu, et de rigidité post-¢lastique, Kq, a I’intérieur de la fourchette des valeurs
optimales et ce pour toute la plage de températures considérée (jusqu’a -30°C). Cependant, le
taux d’amortissement équivalent, Befr, lequel dépend du déplacement de calcul (et non pas une
propriété fixe et mesurable), est 1égeérement inférieur a la fourchette optimale. Les résultats
montrent que la demande sismique en force avec le NRB pour Montréal est a I’intérieur des
bornes de la fourchette optimale a toutes les températures. Cependant, cette demande en force
demeure assez loin de la valeur optimale minimale qu’on peut espérer atteindre (1954 kN
versus 1014 kN). Par exemple, pour une température de calcul de -10°C, la demande sismique
en force est de 1.8 fois (1812 kN versus 1014 kN) la demande minimale possible. D’ou la

présence d’une marge d’amélioration considérable du NRB.

De plus, les résultats du Tableau 5.5 montrent également que le HDRB offre des valeurs de Qs
et Ka plus grandes, qui couvrent une bonne partie de la plage des valeurs optimales pour

Montréal. Cependant, a une température de -10°C (trés proche de la température de calcul
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concomitante pour Montréal), les valeurs de ces propriétés sont supérieures a la borne
supérieure de la fourchette optimale. Ceci est reli¢ a leur grande sensibilit¢ a la basse
température et au phénomene de la stabilisation, propres a ce type d’élastomére. Par
conséquent, ses propriétés (Qu, Kq) varient fortement en fonction des facteurs de modification
(voir le Tableau 5.3), ce qui se traduit par une réponse sismique en force significativement plus
¢levée, en particulier aux basses températures, comme le montre dans le Tableau 5.5. Ainsi,
pour une température de calcul de -10°C, la performance du HDRB est nettement moindre que
celle du NRB en termes de demande sismique en force et déplacement (Fmax = 2264 kN versus

1812 kN et Dmax =47.1 mm versus 43.5 mm).

Dans un contexte de régions froides, I’amélioration des dispositifs NRB et HDRB, notamment
au niveau de leur résistance caractéristique Q4, pour augmenter leur performance sismique pour
les deux localités de Vancouver et Montréal, représentants respectifs des régions a sismicité
¢levée (HSAs) et modérée (MSAs) est tout a fait requise pour atteindre des performances
optimales. Cependant, le HDRB montre une trop grande variabilit¢ de ses propriétés sous
I’effet de la basse température et de la stabilisation ce qui rendrait son rendement optimal moins
prometteur pour les régions froides, notamment la localité de Montréal. Il est donc abandonné
pour la suite de ce chapitre ou seul le NRB sera retenu pour explorer I’amélioration de sa

performance par 1’ajout d’amortisseurs UD.

Le choix de I’amortisseur UD est fait de sorte que les propriétés minimales et maximales du
systéme combiné NRB-UD soient situées a I’intérieur des bornes minimales et maximales des
valeurs optimales. La solution proposée n’est pas nécessairement la meilleure et un processus
d’optimisation, non appliqué dans ce travail, pourrait améliorer le potentiel de 1’option NRB-
UD. L’efficacité de ’amélioration de la performance est évaluée par la comparaison de la
demande sismique obtenue via ce systeme avec le systéme original (NRB seul) et la demande

sismique d’un systéme optimal.

Sur la base des résultats du chapitre 4 et des besoins d’amélioration de NRB, le dispositif UDS
est sélectionné et ses paramétres sont représentés dans la Figure 5.2. Il est a noter que ces

propriétés sont indépendantes de la température (Nippon-Steel, 2020; Suzuki, Watanabe et
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Saeki, 2005). Nous supposons également que les éléments UDs sont protégés efficacement
contre la corrosion et par conséquent le vieillissement et 'usure ne les affectent pas. Ses

propriétés sont donc considérées constantes.

Acier: SN490B (voir chapitre 4)
Dans le plan (0°)

K. =1.75 kN/mm

Ka=0.07 kN/mm

150

Qa=15.6 kN
Hors du plan (90°)
40 30
K. =0.90 kN/mm
200 Ki=10.12 KN/mm
ub$ ‘ Oa=11.0kN

Dimensions en mm

Figure 5.2 Dimensions et propriétés hystérétiques d’un amortisseur UD8

Le systeme combiné NRB-UD est un systéme avec deux éléments en paralléle. Par conséquent,
les propriétés de NRB-UD sont déterminées comme la somme des propriétés de ses
composants constituants. Le systéme d’isolation global du pont proposé est composé de 24
NRB + 96 UDS (chaque unité NRB integre 2UD8-0° + 2UD8-90°, ou 4UD8-45°) pour le site
de Vancouver et de 24NRB+8UDS8 (1UDS8-0° pour les 8 appuis extérieurs) pour le pont a
Montréal. Les propriétés des systémes combinés et les demandes sismiques correspondantes

des ponts isolés aux deux sites sont présentées au Tableau 5.5.

Les Figure 5.3 et 5.4 et le Tableau 5.5 comparent les performances des différentes options avec
la solution optimale, en termes de demande sismique en force et en déplacement. Elles
montrent clairement que le systtme NRB-UD rencontre plus facilement les performances
optimales (les barres bleues sont a I’intérieur des limites des barres vertes) comparativement
au HDRB, lequel occasionne une trop grande variation de sa réponse (une longue barre noire)
vu sa sensibilit¢ a différents facteurs. Le NRB ne permet pas d’atteindre la résistance
caractéristique, Qd, optimale minimale pour Vancouver (Figure 5.3(a)) et le taux

d’amortissement visqueux optimal minimal (Figure 5.3(c)). Par conséquent, la demande
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sismique (force et déplacement) pour ce site n’est pas contrdlée adéquatement (par rapport aux
propriétés optimales) et se voit augmentée de pres de 50%. Pour ce site, le HDRB ne réduit
pas la demande sismique, par rapport au NRB, mais en plus il augmente la demande en force
sismique par pres de 75% et déplacement sismique par pres de 50%. Néanmoins, il faut faire
attention avec ce résultat puisque pour Vancouver, le calcul a une température de -30°C n’est

qu’hypothétique et la température de calcul concomitante au séisme de 2475 ans est de -1°C.

Pour Montréal, les résultats indiquent que le recours au NRB-UD permet d’atteindre les valeurs
cibles de la résistance caractéristique Qu, de la rigidité tangente Kas et de 1’amortissement
effectif, S (les barres bleues sont a 1’intérieur de la fourchette des barres vertes pour Qu et K4,
comme illustrées dans la Figure 5.4). En conséquence, le systéeme NRB-UD, permet d’atteindre
une réponse optimale minimisant la demande en force et en déplacement tel que montré sur les
figures par le fait que ces demandes sont a I’intérieur de la fourchette optimale (barres bleues
dans la fourchette des barres vertes sur les Figure 5.4(¢e) et (f). Par comparaison avec le NRB
et en considérant seulement les réponses a +20 et -10°C, nous constatons que le fait d’ajouter
les amortisseurs UD au NRB, permet de réduire la demande sismique en force de 1812 kN a
1699 kN et en déplacement sismique de 43.5 mm a 32.72 mm (voir le Tableau 5.5). Ainsi, une
amélioration significative, voire importante, de la performance sismique du NRB est obtenue
avec ’ajout de dispositifs UD. Cette amélioration pourrait étre davantage optimisée (en variant
le nombre et les dimensions des amortisseurs UD notamment) a combiner avec les NRB en

présence.

Les résultats du potentiel de déplacement résiduel (Dr) sont présentés dans le Tableau 5.5.
Généralement, les valeurs obtenues de Dr sont faibles et nonproblématiques. La valeur
maximale correspond a la borne inférieure de la plage optimale suggérée, avec Dr,max = 3.27mm
a Vancouver et Drmax = 1.3mm a Montréal, tandis que pour les appuis NRB, Dr,max = 0.99mm
a Vancouver et Drmax = 0.57mm a Montréal. Ces résultats peuvent étre simplement interprétés
comme une conséquence que les dispositifs considérés ont une valeur de K4 dans la plage
optimale mais une faibe valeur de Qu4, conduisant a un faible déplacement résiduel. Lors de
I’utilisation des dispositifs UD pour améliorer des appuis NRBs, la valeur de déplacement

résiduel a 1égeérement augmenté car une augmentation de Qd, a savoir Drmax = 2.13mm a
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Vancouver et Drmax = 0.61mm a Montréal. Cependant, cette modification se situe toujours dans

la plage de conception optimale, résultant en un déplacement résiduel négligeable du systéme

combiné.
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Figure 5.3 Comparaison de la fourchette de performance du systéeme NRB-UD avec d’autres
options (NRB et HDRB) et la fourchette optimale pour le site de Vancouver



202

1600 140 30
1400 4 Montréal 120 4 95
1200 -
~ 100 A
~ 1 E 20
z 1000 EYy g | I
3 8007 \E, 60 - <
600 I N 10 4
400 - 40 1
200 - 20 A 3
0 | | | | 0 | | | | 0 I I I I

(a) Optimal NRB HDRB NRB-UD (b) Optmal NRB HDRB NRBUD (c)  Optmal NRB HDRB NRB-UD

4000 60
200 1 1
3500 5 |
_ 3000 1
1501 = 2500 - ”g 40 1 I
= =4
Z100 - . 2000 1 i €30
55 ;1500 A Q 50 -
50 I 1000 -
500 101
L T E— 0+t 0

(d) Optmal NRB HDRB NRBUD (e) Optmal NRB HDRB NRBUD  (f) Optimal NRB HDRB NRBUD

Figure 5.4 Comparaison de la fourchette de performance du syst¢eme NRB-UD avec d’autres
options (NRB et HDRB) et la fourchette optimale pour le site de Montréal

54 Conclusions

Ce chapitre explore la faisabilité de I’amélioration de la performance des appuis en élastomere
fretté en tant qu’isolateurs sismiques pour les ponts a travers un cas d’étude d’un pont a deux
travées. Deux types d’élastomeére sont considérés: les appuis frettés en caoutchouc naturel
(NRB); et les appuis frettés en caoutchouc a amortissement ¢levé (HDRB). Deux sites sont
considérés: Vancouver, représentant les localités de sismicité €élevée (HSA) et Montréal,
représentant une localité a sismicité modérée (MSA), telles qu’identifiées au chapitre 2. Apres
une conception préliminaire des appuis, les propriétés hystérétiques intrins€ques maximales
(borne supérieure) et minimales (borne inférieure), a savoir la résistance initiale, Qus, et la
rigidité post-¢lastique, K4, tenant compte de plusieurs facteurs tels que la basse température, la
stabilisation, le vieillissement, ont été calculées. Ces propriétés ont été utilisées dans des
analyses aux bornes supérieures et inférieures (analyse spectrale unimodale) pour estimer la
réponse maximale et la demande sismique. Les propriétés et les résultats ont été comparés aux

valeurs de la fourchette optimale déterminée au chapitre 2 et aux résultats qui en découlent.
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Par la suite, I’option NRB a ét¢ combinée a des amortisseurs UD et son rendement a été
examiné sous les bornes inférieures et supérieures des valeurs des propriétés hystérétiques. Les
propriétés Qu et Kq ainsi que les propriétés effectives au déplacement de calcul, et la demande
sismique en force et en déplacement ont été calculées et comparées a la situation originale
(NRB seul), le HDRB et la fourchette optimale. Les principaux résultats sont résumés comme

suivants:

1. Le systtme HDRB peut répondre aux besoins de conception optimaux des isolateurs
sismiques pour les ponts & Vancouver et Montréal. Cependant, son comportement est
fortement dépendant des facteurs externes, en particulier la stabilisation et la basse
température, ce qui est considéré comme son inconvénient inhérent. L applicabilité de ces
dispositifs dans les régions froides comme au Canada et en particulier pour Montréal ne

semble pas trés appropriée et doit donc faire I’objet d’un examen minutieux.

2. Le systeme NRB présente un comportement stable et sa flexibilité est en bon accord avec
des criteres de conception optimaux. Cependant, la faible capacité de dissipation d’énergie
de ces dispositifs entraine des performances sismiques intéressantes pour Montréal, mais

limitées, qui peuvent étre améliorées.

3. La combinaison d’amortisseurs UD avec I’appui NRB présente une solution efficace pour
augmenter de manicre significative la capacité de dissipation d’énergie de I’appui NRB et
offrir une meilleure performance d’isolation sismique. De plus, cette solution ne cause pas
une augmentation significative de la flexibilit¢ de I’appui et offre 1’avantage d’adapter la
solution a différents criteres de conception en faisant varier la taille et le nombre

d’éléments UD.






CONCLUSION ET RECOMMANDATIONS

Cette recherche vise principalement a contribuer au niveau de I’optimisation des systemes
d’isolation sismique des ponts et a I’analyse des ponts isolés a la base. Cette étude s’intéresse
aux régions a sismicité modérée (MSAs) sujettes a de basses températures telles que la région
du Québec située dans de 1’est du Canada. Dans le cadre de la poursuite de cet objectif global
et dans un contexte général, des analyses sismiques sont réalisées sur des modéles simplifiés a

IDDL représentant différentes variantes d’un pont générique isolé a la base.

Dans un premier temps, les zones sismiques sont classifiées selon les propriétés de leurs
signaux sismiques. En considérant des paramétres indicatifs pour I’isolation sismique, tel que
la forme du spectre, en plus des paramétres traditionnels comme le rapport PGA/PGV; il est
ressorti que les MSAs, que ce soit en Europe ou en Amérique du Nord (Mexique exclu), sont
caractérisées par des propriétés communes de leurs signaux sismiques, qui les distinguent des
zones a sismicité élevée (HSAs). Les caractéristiques hystérétiques principales des systémes
d’isolation sismique des ponts sont optimisées pour chaque classe de zone sismique,

notamment les régions de Vancouver et Montréal, Canada (Chapitre 2).

Dans un deuxiéme temps, dans le but de favoriser I’application plus étendue de méthodes
d’analyses simples pour les MSAs, la méthode d’analyse spectrale unimodale est étudiée avec
la méthode d’analyse temporelle non lin€aire afin de valider la pertinence et au besoin revoir
et relaxer les conditions et les limites sur son application actuellement spécifiée dans les codes.
Deplus, afin de compléter cette méthode, une estimation de sa marge d’erreur et des relations
permettant de prédire le déplacement résiduel du systéme de 1’isolation sismique sont
proposées au chapitre 3. En vue de proposer des solutions optimales pour les zones a sismicité
modérée soumises a de basses températures, une technique d’amélioration recourant a 1’ajout
d’amortisseurs métalliques en U a des appuis frettés en caoutchouc naturel est formulée
analytiquement et numériquement au chapitre 4. Des équations analytiques complétées par les
prédictions numériques d’une vaste étude paramétrique permettant d’estimer les propriétés

saillantes nécessaires a une modélisation par un systéme linéaire équivalent, utilisé dans la
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méthode simplifiée, pouvant étre utilisées pour la conception préliminaire du systéme
d’isolation et du pont isolé. Finalement, le dernier chapitre présente une exploration de la
faisabilité et une démonstration de 1’application de I’amélioration du comportement des appuis
frettés avec les amortisseurs en U en considérant I’isolation sismique d’un cas d’étude : un
pont simple a deux travées situé¢ a Montréal et a Vancouver. Les principales conclusions de

cette recherche peuvent étre résumées comme suit:

1. Classification des zones sismiques: les zones sismiques en Europe et en Amérique du Nord
sont classifiées et basées sur le zonage sismique mondial avec une carte de fond de GEM
(M. Pagani, 2018). En conséquence, les HSAs comprennent la cote de 1’Ouest de
I’Amérique du Nord et la ceinture alpine himalayenne en Europe. D’autres régions
sismiques se trouvent a des niveaux de sismicité modérée (MSAs) tels que I’est de
I’Amérique du Nord et le nord-ouest de I’Europe. Les signaux sismiques dans les MSAs
sont communément caractérisés par un grand ratio d’accélération maximale a la vitesse
maximale au sol (PGA/PGV), lequel est deux fois plus élevé et méme davantage que ceux
dans les HSAs. De plus, les formes des spectres d’accélération et de déplacement pour les
MSAs se distinguent tres clairement de celles des spectres des HSAs. Lorsque la période
de vibration est allongée, par I’isolation sismique, 1’accélération spectrale décroit plus
rapidement et le déplacement augmente beaucoup plus lentement dans les MSAs par
rapport aux HSAs. Ceci indique que I’isolation sismique avec un faible amortissement

devrait étre nettement plus performante dans les MSAs que dans les HSAs.

2. Optimisation des caractéristiques des systémes d’isolation : le critére d’optimisation du
systéme d’isolation est de minimiser la demande sismique en force tout en controlant la
demande en déplacement. A cause de la forme de spectre, les exigences sur les systémes
d’isolation pour les MSAs sont nettement inférieures a celles des HSAs, en particulier le
taux d’amortissement équivalent. Par conséquent, la plage de valeurs optimales de Qa/W
estde 0.015 a 0.045 pour les ponts isolés a Montréal et de 0.08 a 0.12 pour les ponts isolés
a Vancouver. De plus, considérant le spectre attendu pour la région de Montréal dans la

prochaine version du code CSA-S6, une étude paramétrique est réalisée pour déterminer
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le changement des valeurs optimales de Q4/W. Les résultats montrent que la plage
optimale augmente légerement, Qa/W est de 0.025 a 0.055 pour Montréal. Des valeurs
optimales de Ko/W varient de 0.5m™ a 4m™ pour les deux régions. Il est a noter que les
valeurs situées pres de la limite inférieure sont préférables afin de réduire le déplacement
pour les ponts isolés a Vancouver. De plus, les valeurs optimales de Qda/W sont fortement

corrélées aux valeurs optimales de Ka/W et une régression linéaire est proposée a cet effet.

Les limites d’application et la performance de la méthode d’analyse spectrale unimodale
(SMSA) et les limites sur I’amortissement visqueux équivalent (Befr) et sur la force de
rappel (Frestoring) sont les conditions les plus importantes sur la précision de cette méthode.
Celle-ci diminue avec I’augmentation de Befr, en particulier pour les ponts avec des unités
de fondation (piles, culées) plus rigides. Néanmoins, la limite sur le taux d’amortissement
équivalent maximal peut également étre étendue a 40% pour les sites dans les HSAs,
comme ce qui est actuellement spécifié pour les MSAs. D’autre part, la précision de cette
méthode augmente avec 1’augmentation de la capacité de rappel du systeme d’isolation
(Frestoring). Les autres conditions limites, y compris les conditions sur la période effective
des ponts isolés, la condition sur la période post-¢élastique n’ont pas d’effet marqué sur la

précision de la méthode et peuvent donc étre raisonnablement assouplies et/ou éliminées.

Une forte corrélation se dégage entre la capacit¢ de recentrage (de rappel) et le
déplacement résiduel des ponts isolés; de telle sorte que le déplacement résiduel peut €tre
prédit avec une bonne précision par une fonction de régression en termes de la force de
rappel (Frestoring), comme présenté dans la section 3.6.2.3. Les résultats de cette section
nous aménent a suggérer de doubler la limite inférieure, actuellement spécifiée par les
codes, sur la force de rappel pour la région de Vancouver afin de garder les valeurs de

déplacement résiduel sous une limite raisonnable et pratique (de 30mm).

Lacunes des appuis en élastomere fretté existant et améliorations souhaitées : les isolateurs
en ¢lastomere fretté présentent une faible capacit¢ de dissipation d’énergie et

d’amortissement (équivalent), ce qui ne leur permet pas de répondre parfaitement aux
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conditions optimales, notamment pour les régions HSAs. Une amélioration de cette
limitation par I’ajout de dispositifs supplémentaires de dissipation d’énergie est donc
fortement appropriée. Les amortisseurs métalliques par hystérésis en forme de U sont
sélectionnés a cet effet en raison de : leur faible colt de fabrication, leur flexibilité
d’installation, leur insensibilité a la basse température et de leur réponse flexible a une
large gamme d’exigence de la conception. Ce faisant, les nouveaux systémes intégrés
présentent une augmentation significative des parameétres initiaux tels que la rigidité
¢lastique et la résistance caractéristique sans affecter la flexibilité post-€lastique originale.
De cette maniere, ces dispositifs offrent une treés grande stabilité de leurs propriétés sous
les différentes conditions environnementales (température) et une grande stabilité du
comportement hystérétique sous les charges cycliques de forte amplitude. En plus, leurs
propriétés sous charges non sismiques peuvent étre facilement aiguillées. Les parameétres
gouvernant le comportement et la performance de ce systeme intégré (NRB-UD) peuvent
étre estimés, avec une bonne précision, grace aux résultats de cette étude. Ceci ouvre la
voie a leur utilisation répandue notamment dans les régions HSAs et MSAs soumises a de

basses températures.

Limitations de la thése

1. Par le modéle simplifi¢ de la structure du pont isolé utilisé, on suppose que la masse de
participation est la masse de la superstructure et du pourcentage de la masse de
substructure. La rigidité du systéme est considérée comme une combinaison en série des
isolateurs avec la substructure. Par conséquent, cette étude convient aux ponts avec la

substructure de rigidité élevée et/ou de tres faible masse par rapport a la superstructure.

2. Le comportement non linéaire des isolateurs est supposé par un modele bilinéaire
équivalent. Une approximation acceptée pour les systémes généraux d’isolation sismique

a la base mais non spécifiée pour un type particulier.
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3. Les effets des composants de la charge verticale n’ont pas été pris en compte dans cette
¢tude. Cette omission représente une réduction significative du temps des analyses lorsque
des millions d’analyses temporelles non linéaires sont nécessaires pour trouver les zones
optimales des propriétés d’isolateurs. Dans le modele simplifié du pont isolé, une seule
direction longitudinale est considérée, ce qui est primordial compte tenu de la limitation
de résistance des piles dans la direction longitudinale. Cependant, les résultats obtenus
sont également applicables dans la direction transversale. Néanmoins, le couplage entre
les deux directions horizontales n’a pas ¢té considéré. Aussi les effets des modes

supérieures et de la composante verticale n’ont pas été pris en compte.

4. L’étude d’amélioration de la capacité de dissipation d’énergie pour des isolateurs en
¢lastomere frettés par des dispositifs en forme de U, est effectuée par des analyses
numériques basées sur les parametres de matériaux obtenus a partir des résultats
expérimentaux disponibles. Ces résultats doivent étre confirmés par des essais
expérimentaux avant de les appliquer dans la pratique. Il convient également de tester des

aciers a faible taux de carbone disponibles localement en Amérique du Nord et en Europe.

Recommandations pour de travaux futurs

1. Les études sont effectuées par un modele simplifi¢ a un degré de liberté dans une seule
direction et un comportement bilinéaire. Il est recommandé¢ de valider et confirmer ces
résultats avec des modeles a plusieurs degrés de liberté, des modeles plus élaborés du

comportement hystérétique et un couplage entre les deux directions horizontales.

2. La méthode proposée ne tient pas compte de I’interaction sol-structure et des effets des
caractéristiques des ondes sismiques dans les zones proches et ¢loignées. Il pourrait étre

intéressant d’étudier les impacts ces parametres.

3. La formulation analytique et numérique du comportement des amortisseurs UD et NRB-

UD devra étre validée expérimentalement avec des aciers courants, autres que l’acier
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considéré. De telles études devraient considérer prendre en compte les basses
températures. Il faudra également déterminer et vérifier la capacité de déformation de tels
aciers pour accommoder des niveaux de dissipation d’énergie et de déformations avancées

et ainsi établir des limites pour un tel systéme.

Des solutions plus optimisées en systétme NRB-UD devraient étre proposées pour
différents sites au Québec et pour d’autres régions MSAs ainsi que pour différents sites
représentatifs de sites en HSAs et, ce, afin de s’approcher davantage de la demande

sismique en force minimale possible.

Des changements de spectres de calcul sont assez fréquents pour le Canada et notamment
pour I’Est. Il sera pertinent de mettre a jour les zones optimales pour de tels changements
et/ou valider nos résultats préliminaires (Q#/W = 0.025 a 0.055) en vue d’une
augmentation possible de 40% des valeurs d’accélérations spectrales dans la fourchette

des longues périodes (2.0 a 4.0 sec).

D’autres alternatives d’amélioration des appuis frettés en caoutchouc naturel comme

isolateur sismique devraient étre étudiées /proposées.
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FACTEURS DE MODIFICATION DES PROPRIETES DE L’ISOLATION
RECOMMANDES PAR LE CODE CSA-S6:19 ET L’AASHTO 2014

A.L1 Systeme d’isolation de glissement

Tableau-A I-1 Valeur maximale du facteur de modification pour le vieillissement Amax,a

g g Surfaces
Scellé | Non scellé Scellé Non scellé | Scellé | Non scellé
Normal 1.1 1.2 1.3 1.4 2 2.2
Sévere 1.2 1.5 1.4 1.8 2.2 2.5

PTFE = Polytetrafluoroethylene

Tableau-A I-2 Valeur maximale du facteur de modification pour la contamination Amaxc

PTFE non eger Surfaces

Composant lubrifié PTFE lubrifié bimétalliques
Scellé avec surface en acier
inoxydable vers le bas 1.0 1.0 1.0
Scellé avec surface en acier 11 11 11
inoxydable vers le haut ' ) )
Non scellé avec surface en acier
i 1.1 3.0 1.1
inoxydable vers le bas
Non scellé avec surface en acier
inoxydable vers le haut Non permettant | Non permettant | Non permettant

Tableau-A 1-3 Valeur maximale du facteur de modification pour 1’usure Amax.tr

Lusure (cf‘t‘)m“latwe PTFE non lubrifié | PTFE lubrifié bili‘ggﬁ?;fws
<3300 1.0 1.0 A établir par I’essai
<6600 1.2 1.0 A établir par I’essai
> 6600 A établir par I’essai | A établir par I’essai | A établir par I’essai
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Tableau-A 1-4 Valeur maximale du facteur de modification pour la température Amax.

Température minimale PTFE non . Surfaces
poull,‘ conception (°C) lubrifié PTFE lubrifi¢ bimétalliques
20 1.0 1.0
0 1.1 1.3
-10 1.2 1.5 A établir par
-30 1.5 3.0 I’essai
-40 1.7 Non permettant
-50 2.0 Non permettant

A1.2 Systeme d’isolation en élastomeére

Tableau-A 1-5 Valeur maximale du facteur de modification pour le vieillissement Amax,a"

Matériaux Kaq Qq
Caoutchouc naturel a faible amortissement 1.1 1.1
Caoutchouc naturel a amortissement ¢levé avec un faible écart entre
les propriétés scragged et unscragged 2 h2
Caoutchouc naturel a amortissement élevé avec un grand écart entre
les propriétés scragged et unscragged - 1
Plomb - 1.1
Neéoprene 3.0 3.0

* Les propriétés unscragged sont supérieures aux propriétés scragged de 25% et plus

Tableau-A 1-6 Valeur maximale du facteur de modification pour la stabilisation Amax scrag

Kaq Qa
HDRB avec | HDRB avec LDRB HDRB avec | HDRB avec LDRB
£<0.15 £>0.15 £<0.15 £>0.15
1.2 1.8 1.0 1.2 1.5 1.0

€ est amortissement visqueux
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ANNEXE I1

CODE MATLAB DEVELOPPE

A.IL.1 Analyse spectrale unimodale

clear all;clc; close all
%% Input structural parameters

W=20e6; % Weight of bridge superstructure - N

M=W/9.81; % Mass of superstructure - Kg

%% Input isolator parameters

Ku=25*W; % Elastic stiffness of isolator - N/m

Qd=[0.02:0.001:0.1]*W;
Kd=[0.75:0.025:3.75] *W;
Tu=2*pi () *sqrt (W/9.81/Ku) ;
for i=1:size(Kd, 2)

o\

Characteristic Strength - N
Post-elastic stiffness of isolator - N/m
Elastic period - s

o\°

o\°

Td(1)=2*%pi()*sgrt (W/9.81/Kd(1i)); % Post-elastic period - s
end
%% Input Spectra Montreal g
S T=[0 0.3770;
0.05 0.630;
0.1 0.7210;
0.2 0.5940;
0.3 0.4450;
0.5 0.3100;
1 0.1480;
2 0.0680;
5 0.0180;
10 0.0061;
100 0.0061];
%% Input Spectra Vancouver g
% S T=I[0 0.3650;
% 0.05 0.4470;
% 0.1 0.6800;
% 0.2 0.8410;
% 0.3 0.8450
% 0.5 0.7480;
g 1 0.4220;
% 2 0.2550;
% 5 0.0810;
% 10 0.0290;
% 100 0.0290];

o\

% Determine coefficient of damping
Calcul n specified in CSA-S6-14
if S T(4,2)/S T(8,2)<8
n=0.3;
else
n=0.2;
end
%% Iterative calculation
for i=1:size (Qd, 2)

o\°
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R_Qd(i)=0d (i) /W

Qd_it=Qd (i) ;

for j=1: size(Kd 2)
R_Kd (j ) /W; $ 1/m
Kd it= Kd(j),

[D(3),Fmax(j),Dy(J),Fy(3),Teff (3),Keff(j),beta(j),F_rap(j)] =
Linear Equivalent(S T,n,W,Qd it,Kd it,Ku);

end

R_Kd=R Kd'; $ 1/m

F max m(:, ')—Fmax'; $ N

F rappelle_m( i)=F _rap'; % N

Beta m(: )=100*beta'- % convert to %
D_max_m( ,1)=1000*D"; % convert to mm;
T eff m(:,i)=Teff'; % s

K eff m(:,i)=Keff'; $ N/m

Dy m(:,1)=1000*Dy"'; % convert to mm;

function [D,Fmax,Dy,Fy,Teff,Keff, K beta,F rap] =
Linear Equivalent (S _T,n,W,Qd,Kd, Ku)
%% Calculate displacement Spectrum from S T, specified in CSA-S6-14
S_D=zeros(size(S_T,1),2);
for i=1:size(S_T,1)-1
S D(1i,2)=250%S T(i,2)*S T(i,1)"2;

(:,1)=S_T(:,1);

(81ze(S_T,1),2)=S_D(size(S_T,1)—1,2); % Constant when T>10s
%% Properties of hysteresis

Dy=Qd/ (Ku-Kd); % The yield displacements, m

%% Iterative

D=1; % Assumed initial displacement, m

check=1;
i=0;
while abs(check)>0.000001 %Check convergence
Keff=Qd/D+Kd; % The effective stiffness, N/m
Teff=2*pi () *sqgrt (W/9 81/Keff % The effective period, s
beta=2*Qd* (D-Dy) / (p *Keff*D 2); % The equivalent viscous damping
ratio

B=(beta/0.05)"n; % Damping factor B
% Interpolation Acceleration spectral
if Teff<=2 %$Interpolaton from Sa
S = interpl(S_T(:,1),S T(:,2),Teff); % g

[)

else % Calculate from Interpolaton of Sd

S =
min((interpl(S_D(:,l),S_D(:,2),Teff))/(250*TeffA2),interpl(S_T(:,l),S_T(:,
2),Teff)); % g

end
D ¢=250*S*Teff”"2/B/1000; % m
check= D c-D;

D=D c; % m

1=1+41;

if i>le6 % number step of iteration
break

end

end
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o\°

Fy=Dy*Ku; Yield elastic - N
Fmax=Keff*D; N

F rap=Kd*D; % Restoring force - N
end

o\°

A.IL.2 Analyse temporelle non-linéaire par le modéle a un degré de liberté

clear all; close all; clc;

W=20e6; % Weight of bridge superstructure - N
M=W/9.81; $ Kg
Ku=25*W; % The post yield stiffness of isolator - N/m

Qd=[0.01:0.005:0.2] *W;
Kd=[0.02:0.025:5] *W;
load E6C1_analyse.mat
for k=1:size (Qd, 2)
2 (k)=Qd (k) /W;
Qd it=0d (k) ;
for i=1:size(Signal,?2)/2
t=Signal(:,2*i-1);
a_gr = Signal(:,2*i)*9.81;
for j=1l:size(Kd,?2)
x1(j)=Kd(j)/W;
Kd_it=Kd(j);
[Fmax (j) ,Dmax(j),U _residual(j)] =
Newmark Bilinear (M,C,Qd it,Kd it,Ku,a gr,t);

o\°

time vertor
convert to m/s2

o\°

K eqg(j)=(Fmax(j)*1000)/ (Dmax(j)/1000); %N/m
T_eq(j)=2*pi()*sqrt(W/9.81/K eq(j));

end

Force(:,1)=Fmax';

Displacement (:,1)=Dmax'; %mm
Residual(:,1)= U residual';
Keq(:,1)=K eq';

Teqg(:,1)=T eq';

end

xX1=x1"';

F max(:,k)=mean (Force,2);

D max(:,k)=mean(Displacement,2); %mm

U re(:,k)=mean(Residual, 2) ;

o\°
o\°

K _eq mean(:,k)=mean(Keq,2); %N/m

T eq mean(:,k)=mean(Teq,2); %s
end
for i=1:size (Kd, 2)
F rappel(i,:)=Kd(i)*D max(i,:)/1000; %N
end
function [Fmax,Dmax,U residual] = Newmark Bilinear (M,C,Qd,Kd,Ku,a gr,t)

dt=t(2,1)-t(1,1); %s time step
N=length(t) ; $time steps number
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Ps=zeros (1,N) ;
for i=1:N

Ps(:,i)=-M*a gr(i,:);
end
%% NEWMARK NONLINEAR
gama=0.5; beta=0.25;
$INTEGRATION CONSTANTS

al = 1/ (beta*dt”™2) *M+gama/ (beta*dt) *C;

a2 = 1/ (beta*dt) *M+ (gama/beta-1) *C;

a3 = (1/(2*beta)-1)*M+dt* (gama/ (2*beta) -1) *C;

$INITIAL CONDITIONS

Us(:,1) =0;% zeros (NDOF,N); %displacement vector

Vs(:,1) =0;% = zeros (NDOF,N) ; %velocity vector
As(:,1)=(Ps(:,1)-C*Vs(:,1)-Ku*Us( )/M; %Initial acceleration

%% CALCULATIONS FOR EACH TIME STEP
k_T(1l)=Ku; %tangent stifness at begining: elastic
£fS(:,1)=Us(:,1)*Ku;% = zeros (NDOF,N) ;
Fy(:,1)=0d;
for it=1:N-1
Peff (it+1l)= Ps(:,it+1)+al*Us(:,it)+a2*Vs(:,1it)+al3*As(:,1it) ;
% Iterative calculation (Newton Raphson)
j=1;
U(j)=Us(:,1it);
V(j)=Vs(:,it);
il S(j) = fS(.,it);
Tol F= lO,Tol_U:lO;
while abs(Tol F)>le-3 && abs(Tol U)>le-4
R(j) = Peff (it+1)-£f S(j)-al* U(]);
Keff= k T(j)+al;
delta u(j)= R(J)/Keff;

U(j+1)= U(j)+delta u(j);

V(j+1)= gama/ (beta*dt)* (U(j+1)-Us(:,it))+V(]j)* (1-gama/beta) -
dt* (gama/ (2*beta) -1) *As (:, 1it) ;

f S(j+1)=£8(:,1it)+Ku*(U(j+1)-Us(:,it));

Fy (j+1)=Qd*sign (V(j+1))+Kd* (U(j+1)); %yield force

[)

% check for yielding
if V(j+1)>0 && £ S(j+1)>=Fy(j+1) %non linear
k_T(j+1)=Kd;
f S(j+1)=Fy(j+1);
elseif V(j+1)<0 && £ S(j+1)<=Fy(j+1)%non linear
k T(j+1)=Kd;
£ S(j+1)=Fy(j+1);

else
k_T(j+1)=Ku; %linear

end

if k T(j)==Kd && V(j+1)*V(j)<0 % unloading
k T(j+1)=Ku; %linear

end

Tol F=R(j); Tol U=delta u(j);

J=3+1;

end
Us(:,it+1)=U(3);
dUs (:,it)=Us(:,it+1)-Us(:,1it);
Vs (:,1it+1) gama/ beta*dt)*dUs( it)+Vs(:,1it) * (1-gama/beta) -
dt* (gama/ (2*beta) -1) *As (:,1it) ;



As(:,it+1)=1/(beta*dt”™2)*dUs (:,it) -1/ (beta*dt) *Vs(:,it) - (1/ (2*beta) -

1)*As(:,it) ;
£S(:,1t+1)=£ S(J);

Us = Us'*1000; %convert to mm
fS=£fS8'/1000; %Convert to kN
%% Determiner residual displacement
j=1;
for i=1:N-round (N/5)
k=N-1;
if Vs (k) *Vs(k-1)<0
i1(J)=k;
j=j+1;
end
end
Ut_res=zeros(il(1)-i1(4),1);
for i=1:11(1)-1i1(4)

Ut res(i,:)=Us(il(4)+1i,:); %1,5 last period
end
%% Output
Fmax=max (abs (max (£S)) ,abs (min(£S))); %kN
Dmax=max (abs (max (Us)) ,abs (min(Us)) ) ; %mm
U residual=abs (mean (Ut _res)); % mm

end
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ANNEXE III

DETAILS SUPPLEMENTAIRES SUR LES DEVELOPPEMENTS DE CERTAINES
FORMULES

A.II1.1 Détermination des resorts et amortisseurs en série

[ KL (Kpd) (M)
! - I '
1 LI L !
%1 | 2 3 | U'
o (Keg &) AN ONOR
Vi=0. V2 V3 V1=0 V3
o> ——
Cl C2 FC Ceq FC
Ul=0. U2 U3 U1=0 U3
$N—e— W —e—> WN——e—>
K, K, Fc Keq Fs

Figure-A III-1 Mod¢le des ressorts et amortisseurs en série

Le ressort équivalent:
K, (U2-U1)=K, (U3-U2) =K, (U3-Ul)=F;
1 (U3-Ul) (U3-U2)+(U2-U1)

- = =
K F, F, (A TII-1)

Le taux d’amortissement équivalent:
C(V2-v)=¢C,(V3-v2)= C, (V3-V1)=F,
11 1 Cc = CC, (A 1I1-2)
C, “C+C,

¢, G

eq
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C, =28JKM:;C,=2¢,K,M;C,, = 2§eq\/KeqM
28 JK M x2&, K, M
= 2o KM = 26 \JKM +2&,\[K,M (A 111-3)
= g — 5152 \/Kl + KZ
Y (eVK + 6K

A.II1.2 Détermination des parametres élastiques initiaux de I’amortisseur en forme de U

(UD)

Pour le cas de chargement dans le plan

Modé¢le équivalent simplifié
dans le plan Oxz

Figure-A I1I-2 Mode¢le d’amortisseur en forme de U soumis a des charges dans le plan

L'énergie de déformation stockée dans le dispositif:
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M3 (s L(p R} 72 (P R
Uin: J- by( )dSZZI( in ) dx+ J ( in COS¢) Rdg
1 2EI,(s) o 2EL, Lz 2El,
2 2
P,.R L) (P,.R /2
El, 0 2El, 2 —-7/2
A 1lI-4
PLR*L P R~ ( :
— mn: ° + m* °
El, 4El )
oU,, 2P,.R’L nP,R’ o[ 2L zR
= + =P, R"| —+
op, El, 2EL, El, 2El,
Le déplacement horizontal:
oU; 2L R
D,=%in=p Rl =4 T (A I11-5)
op, El, 2El,
La rigidité latérale du dispositif:
Kl=2i = !
“ D -
g2 2L N 7.R (A TII-6)
El , 2EI ,
[} I [\
T 2 ! (t-a)/2 1
! vy d (t+a)/4
t— e T —
l ! ¢ (t+a)/4
t/2 |
v |

Wy o,

Flexion + Force axiale

Figure-A III-3 Réparatition des contraintes plastiques

La contrainte maximale se produit dans la partie droite, a la section de jonction entre la partie

droite et la partie courbe:
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=Tt M By 1 BR_p (1 1R (146
T4 2 ELy owt 2w M wt 2wy )T wy? (ATIET)

12

Détermination de la limite élastique du dispositif:

M, =P'R; P'=aw,0,;

t—a) (t+a w,.(t* —ad’ w,.(1* —a*
M, :ay.wz.%.%.Z:ay.¥:>Py‘).R:O'y. v
4P° R PO 2 (A III-8)
- :(tz—az):tz—[—y]
W,.0, W,.0,

= P! =0,.(<2.Rw,+w, NP +4R’ )

Pour le cas de chargement hors du plan

Modeéle équivalent simplifié
dans le plan Oxz

Figure-A 11I-4 Mode¢le d’amortisseur en forme de U soumis a des charges hors du plan

Les propriétés des sections transversales du dispositif, y compris le moment d’inertie (Z-.;), le
moment d’inertie de torsion (Jx), le module de section de torsion du grand coté (Wi,1), et le
module de section de torsion du petit coté (W4.2), sont calculées comme suivantes:

La partie droite:
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1, =tw /12,Jx1 = o, max (¢, w, )m1n(t3,w13 )3Wt1,1 = [,y max (¢, w; ) min (tz,wlz);
W, = B, max (t,w; ) min (tz, wi )

La partie courbe:

I, = twg/IZ;sz = o, max (f,w, )min (t3,w§);W,2J = f3, max (¢, w, ) min (tz,wg);
W55 = B;, max (¢, w, )min (tz, w3 )

Ou oy, fr1, B2 sont les constantes de torsion de la section, déterminées dans le tableau suivant:

Tableau-A III-1 Les constantes de torsion d’une section rectangulaire

max (W,t)/ | | 1.5 2 2.5 3 4 5 6 10 o0
min (w,t)
o 0.141 | 0.196 | 0.229 | 0.249 [ 0.263 | 0.281 [ 0.291 | 0.299 | 0.312 | 0.333

Bui 0.208 | 0.231 [ 0.246 | 0.258 | 0.267 | 0.277 | 0.288 | 0.299 | 0.313 | 0.339
P2 0.208 | 0.269 | 0.309 | 0.336 | 0.355 | 0.378 | 0.392 | 0.402 | 0.421 | 0.448

L'énergie de déformation stockée dans le dispositif:

Mgz (s) Mé (S)
= | —Lds+ | ———ds A II1-9
Z£2EIZ (s) i 2G7,,(s) (A I-9)

Au point de charge Pout, le moment de flexion MsE et le moment de torsion Mt sont inconnus:

out

2
J sz (S J (Px+Myp) dx+]ZM§C(¢)Rd(p
2EL(s) 2EL o 2EI,
(B)utx B)utL MbE )2
e, (A 110
M2 2 2P, R—M, T M2
J‘ ( ) dS J' MtE X J'( out ) +I tc(¢) Rd
Ly 2Gth (S) L GJ x1 L 2G‘]xl 0 ZGJxZ

Avec:
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M, (¢)=-P, (x.+L)cosp—P,, (R—z, )singp—M,, cosp+M,sinp

out

M, (¢)=P,(x +L)sing—P,, (R—z, )cosp+M,, singp+M, cosp

out

z, =Rcos@, x, = Rsing

c

out

=M, (¢p)=-P,, (Rsinp+L)cosp—P,, (R—Rcos@)sinp
-M,, cosp+M,sing
=—P Rsingpcosp—P,

out out

Lcosp—P

out

Rsinp+P

—M,;cosp+ M, sing (A III-11)
=—P, (Lcosp+Rsing)—M,, cosp+M,sing

out

Rcos@sin ¢

M, (¢)=P,, (Rsing+L)sing—P, (R—Rcosp)cos¢
+M,, singp+M, cos@
=P Rsin’ 9+ P, Lsing—P, Rcosp+ P, Rcos’ ¢

+M,,sinp+M, cosg
=P R+P, (Lsing—Rcos@)+M,, sing+M, cosp

out out

En raison de la symétrie, le moment de torsion est facilement calculé égal a: Mz = PouR

Le moment de flexion:

oU
¢: =
oM,,
2 2
M, = 4R® + 7LR . 2L/El +7LR/EL (A 111-12)

-P
“‘| Rm+GJ,(4L/El,+ ZR/EL) #R/GJ2+4L/El, +7R/EI,
=M, =—P A

out

Avec:
4R?> + LR 212 /EI, + rLR/EI
A= d + [l + TLR/El, (A TII-13)
Rz +GJ, (4L/EL, +xR/EI,) #R/GJ2+4L/El +R/EIL,
Donc:
M, (9)=—P,, (L-A)cosg
(A 111-14)

M (p)=P,(L-A)sinp+P, R

fc out out

Reformulation de 1'énergie de déformation stockée dans le dispositif:
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2 2
U = J‘ (Poutx_Poutﬂ’) dx+_[ (Poutx_PoutL_f_Poutﬂ) dx
o 2EL 7 2EIL,

7p2 (L—A) P, R)
+-[ out( 2’) COS2¢Rd¢+I( out ) dx
0 2E122 L 2G x1

2P_R-P R)2 7 P2 (R+Lsing—Asing

+J‘( out out dx+j out
7 2GJ 0 2GJ,,

Pozut 2 Pozut 2
= Upyy == [(x—A) dx+ 2 [(x—L+A) dx
2E]zl L 2E]zl L

P2 R(L-A) 7 PR PR
out ( ) ICOqu)d(D‘f‘( out ) _[dx+( out ) J‘dx
2EI, 2GJ, 2GJ,

P2 RT

+ﬁ£(R+Lsin¢—/lsin(p)2 do

)2
Rdg
(A 11I-15)

+

Déplacement hors plan:

D — anut

out a P

out

2l E 32 by Re(L-A) 2B, LR

3E, 2EL GJ,
R{ﬂ[(L—/l)z +2R2}+8R(L—ﬂ)}
26/,

(A TII-16)
P

out

La rigidité du dispositif hors plan:

| D, 2R R{ﬁ[(L—/l)2+2R2}+8R(L—/1)}

= +
K Pu GJy 2GJ,

(ATI-17)
2L(L =3LA+32%) Ra(L-2)

+
3EI 2EI,

La contrainte maximale pour trois sections spécifiques:
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<

0:%; t=—L; 0 =Vo +37
b

S|

A I’encastrement du dispositif:

2 tw’

90, tw 90
My _Py,ly_o-y'T:Py,l —O-y4—7/

Figure-A III-5 Réparatition des contraintes en flexion et torsion

A la section de jonction entre la partie droite et la partie courbe:

T,

Figure-A I1I-6 Réparatition des contraintes en flexion et torsion

(A TII-18)

(A TI1-19)
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t.w
M, =P(l=y)=o.—F=Ph=0 g, (A TI1-20)
A la section au milieu de la partie courbe:
T1 = Tmax: — (3W2-t)/6 l— T="1y
t %2 . —_— t _4_.__.-9 : 4._. - —_—
¥ v !
! t/2 '
- Wa . W | (w2>1)
Elastic Fully plastic due to torsion
Figure-A I1I-7 Réparatition des contraintes plastiques en torsion
— w,—t)+w
YA A AT P MY S G ES) LALEY A8
22 32 2 g 2 247
£OW=) L ow,-nEe (A 121
2 6 g g8
t2 t2
=Ty.£.[2(3w2 —1)+3(2w, —1)] =ry.£.(12w2 ~5¢)
50 t2
M, =P5(L+R-y)= ry.ﬁ.(uwz —5t)
2
:}P;g :Ty'i.(12w2—5t) _ . t (12W2—5t) (A III-22)
’ 24" (L+R~7y) 243 (L+R~-7)
Avec: T =0 /\/5

Détermination de la limite élastique du dispositif:

P* =min(P), P, P%) (A 111-23)

y
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ANNEXE IV

ETATS LIMITES DES ISOLATEURS EN ELASTOMERE ET
DIMENSIONNEMENT PRELIMINAIRE DES APPUIS EN ELASTOMERE

A.IV.1 Etats limites des isolateurs en élastomeéres

Parmi les systemes d’isolation existants, les isolateurs en €lastomére jouent un rdle le plus
courant. Ils sont également les plus étudiés et utilisés dans le monde grace a des avantages
¢évidents tels que le faible codt, la facilit¢ de production, leur similitude avec les appuis
traditionnels.

D’autre part, le comportement des isolateurs en ¢lastomere varie en fonction de la déformation
interne dans les composants d’élastomere, a savoir la rigidité latérale du dispositif est diminuée
avec une augmentation du chargement axial (Constantinou et al., 2007; Naeim et M. Kelly,
1999). Lors d’un tremblement de terre, en plus des charges verticales importantes qui sont
soutenues a tout moment par les isolateurs, les dispositifs sont également soumis a la plupart
des déformations en cisaillement, entrainant d’éventuels états limites ultimes, soit des
problémes d’instabilité par flambement, soit des problémes de rupture due au déchirement des

couches de caoutchouc.

De cette fagon, trois parametres géométriques sont souvent mentionnés lors de 1’étude des états
limites des isolateurs en ¢élastomére: la largeur des spécimens, le facteur de forme et
I’¢lancement. Parmi ces parametres, 1’élancement se révele étre un parametre géométrique qui
est directement responsable du type d’état limite atteint : flambement ou déchirement. Il est
donc le parameétre le plus critique lors de la détermination des états limites ultimes des appuis
en ¢élastomere. Le controle de 1’élancement joue un rdéle important dans la fabrication des
appuis en ¢lastomere qui est généralement effectué¢ en réduisant le rapport de hauteur/longueur,
soit une augmentation de sa taille, soit une réduction de sa hauteur. Ce faisant, la capacité de

déplacement de I’isolateur est réduite lorsque sa flexibilité diminue.
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A cause de ces états limites, les conditions de la charge axiale limite (pour le probléme
d’instabilité par flambement) et des déformations latérales (pour le probléme du déchirement)
d’isolateur doivent étre controlées.

Il est a noter que la présente annexe utilise plusieurs sources pour le dimensionnement
préliminaire et la vérification des appuis. Ceci ne correspond pas forcément a une vérification
et un dimensionnement en tout point conforme avec les spécifications du code CSA-S6-19,

lequel est arrivé tard dans le processus d’¢élaboration de la présente thése.

La limite de la charge critique

Dans la pratique, la charge critique a 1’état non déplacé est calculée a 1’aide de la théorie de

Haringx sur le flambement des colonnes faibles en cisaillement. Cela a été présenté par Gent

(1964):
1 GAh / AT’E ]
gza t 1+ GAh; -1 (ATV-1)
ou,

G est le module de cisaillement de caoutchouc

E: est le module de compression du caoutchouc
A est I’aire de dispositif en cisaillement

I est le moment d’inertie de la section

tr est I’épaisseur totale des couches de caoutchouc
h est la hauteur de I’isolateur

A I’état déplacé, la charge critique est réduite par un facteur basé sur la réduction d’aire de la

A
P, =P) (—J (AIV-2)

section de I’isolateur comme suite :

Ou Ar est I’aire superposée entre les faces supérieures et inférieures de 1’isolateur.
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La limite de la déformation latérale

La limite sur la déformation totale en cisaillement des isolateurs a base d’élastomere est

mentionnée dans le code canadien (CSA-S6, 2014b):

Y.ty +7. <55 (A 1V-3)
ou,
e est la déformation de cisaillement due a la compression produite par la charge permanente
verticale et la charge sismique,
vd est la déformation de cisaillement due au déplacement de calcul total,
vr est la déformation de cisaillement due a une rotation sous I’effet de la charge permanente et

de la charge de construction.

Pour les appuis en élastomeére, le déplacement critique est mentionné a calculer pour éviter

I’instabilité au retournement (Constantinou et al., 2011).

0.5A¢+A,, <04L, et 0.5A¢+A,, <1.5T (A1V-4)
ou,
As est le déplacement latéral non sismique,
Apk est le déplacement latéral sismique,

L est la dimension plus petite de la section d’isolateur,

T) est I’épaisseur totale du caoutchouc.

Basé sur les conditions de leurs états de limite, notamment la limite de la déformation latérale,
le déplacement sismique introduit un impact significatif sur le dimensionnement de I’appui.
Lorsque la taille du dispositif doit répondre a la condition limite de la charge critique, des
déplacements horizontaux importants peuvent conduire a des exigences pour modifier la taille
des isolateurs comme augmenter la section transversale et/ou minimiser la hauteur du

dispositif. De cette facon, la rigidité latérale de 1’isolateur est plus élevée, entrainant une
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diminution de leurs performances sismiques. Les isolations sismiques ont donc besoin d’une
capacité considérable de dissipation énergie afin de diminuer le déplacement latéral induit par

des séismes.

De plus, des nouvelles innovations des systémes d’isolateur en élastomeres pour réduire des
dommages causés par une déformation horizontale excessive pour les isolateurs en élastomere
sont étudiées en utilisant des fibres renforcées. Ce faisant, des fibres renforcées (fibre de verre,
fibres de carbone, fibres de composites, etc.) sont utilisées au lieu des plaques renforcées
d’acier dans les dispositifs conventionnels (Thuyet et al., 2016; Toopchi-Nezhad, Drysdale et
Tait, 2009). Deux plaques d’ancrages a la structure sont enlevées, les dispositifs sont installés
directement entre 1’'unit¢ de fondation et la superstructure. Ce remplacement réduit non
seulement considérablement le poids et les colts de fabrication et d’installation, mais permet
¢galement d’augmenter la capacité d’appuis sous les charges verticales et de s’enrouler
lorsqu’il est soumis a une grande déformation horizontale, ce qui réduit considérablement les
problémes d’instabilité par flambement et les dommages au déchirement de caoutchouc par
rapport aux dispositifs conventionnels. Cependant, cette technique est destinée a améliorer la
stabilité sous les charges verticales et les grandes déformations plutdt qu’a augmenter la
dissipation d’énergie du dispositif, lorsque sa flexibilit¢ horizontale et la propriété de
I’amortissement sont principalement fournies par caoutchouc (Dezfuli et Alam, 2013; Mordini

et Strauss, 2008).

A.IV.2 Dimensionnement des appuis en élastoméres

Le dimensionnement des appuis pour la charge verticale est effectué selon les spécificaitions
du code CSA-S6-14 et du manuel des structures du ministere des transports du Québec 2019.
L’isolateur est sélectioné¢ avec les dimensions en plan ayant une longeur a = 650mm et une

largeur » = 350mm. L aire de la section transversale d’isolateur: Aisol = 227 500 mm?

La condition de section transversale minimale est satisfaite par rapport aux vérifications

suivantes:
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y P ur 667 000
perELUT g5 45

P .
— _tol.ELUT = 106?7 000 = 152 429(mm2) < Afsol

=148 222(mm*) < 4,,,

tol ELUT ~— 7
P 790 000 (ATV-5)
er, ELUL
prbin = 5= =112 857(mm*) < 4,,,
B s 1490 000
tl ELUL __ _ )
tol ELUL 10 = 10 =149 000<mm )< A,
Vérification a la limite de compression maximale, selon le code S6-19:
P .
Oy = —eiror. 1067 000 _y 6941p4 < 10MPa (A IV-6)
- axb  650%x350

La valeur minimale requise du facteur de forme, Smin, est calculée et comparée a celle pourvue
pour les couches extérieures, Se, et intérieures, Si, afin de valider la capacité de 1’appui pour la

géométrie et la composition sélectionées, comme suit:

- 10MPa 674
0.22
axb 650%350
S.= = =1625>S,, )
© 2(a+b)t, 2x(650+350)x7 min (A IV-7)
g = axb 650%350 _7115S.,

“ " 2(a+b)r,  2x(650+350)x16
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