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Resumen

El Diseño Basado en niveles de Confiabilidad (DBC) brinda mayor certidumbre en las predicciones geotécni-
cas que los métodos determińısticos cuando los parámetros involucrados en el proceso de cálculo presentan
alta variabilidad. En este trabajo se presenta la probabilidad de falla de pilotes sometidos a solicitaciones
laterales empleando criterios de deformación y reduciendo el problema tridimensional a dos dimensiones
por medio del empleo de curvas p-y. Se desarrolla un procedimiento de calibración para diferentes tipos de
suelos. Se implementa la metodoloǵıa necesaria para aplicar el DBC, contemplando las condiciones relativas
a la selección de modelos predictivos de deflexiones y esfuerzos internos. La modelación se contrasta con
resultados experimentales. Se muestra la ventaja de introducir la teoŕıa de probabilidad para predecir el
comportamiento de pilotes. Los resultados obtenidos muestran que los factores de seguridad que se debeŕıan
adoptar en el diseño de pilotes dependen del nivel de carga y el comportamiento elastoplástico del sistema
suelo-pilote.

Palabras clave: Método de estimación puntual; curvas p-y; solicitaciones horizontales;
suelos loéssicos.

PROBABILISTIC METHOD FOR LATERAL PILES DESIGN IN LOESSIC SOILS

Summary

Reliability Base Design (RBD) allows geotechnical engineers to better understand the behavior of systems
that depend on soil parameters with a high variability. RBD is used in this work to determine the failure
probability of piles under lateral loads. This paper analyzes piles in unstable soils under lateral loads by using
resistance and deformation criteria. Pile behavior is analyzed by means of p-y curves. An inverse analysis
is performed to compute the reaction modulus and p-y curves for piles bored in silty soils. Reliability base
design is implemented to determine a relationship between safety factor, failure probability and applied
loads. The main advantages of this method are presented.

Keywords: Point estimation method; curve p-y; lateral loads; loessic soil.
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INTRODUCCIÓN

La fundación mediante pilotes excavados a mano es unos de los sistemas de fundación
más empleado cuando se está en presencia de suelos loéssicos como los del centro de Ar-
gentina. Estos suelos presentan caracteŕısticas colapsables y una alta variabilidad en sus
propiedades mecánicas dependiendo del contenido de humedad, el estado tensional, la pre-
sencia de sales precipitadas, la qúımica del fluido intersticial y la presencia de cementaciones
calcáreas y siĺıceas1,2,3,4,5,6.

Diferentes autores recomiendan atravesar el estrato de suelos colapsables, transfiriendo
las cargas a mantos más estables y resistentes7,8,9.

En este caso, los pilotes son usualmente diseñados empleando factores de seguridad total
o parcial. En el diseño se utilizan parámetros medios o representativos del suelo sin tener
en cuenta posibles variaciones o dispersiones relacionadas con la variabilidad estad́ıstica
existente10,11.

En general los factores de seguridad determińısticos son incapaces de distinguir incer-
tezas paramétricas12. Para considerar el efecto individual de cada parámetro del suelo es
común utilizar coeficientes de seguridad parciales determińısticos. Sin embargo, aún en este
caso no es posible determinar el nivel de riesgo o probabilidad de falla de las fundaciones.

Por otro lado, en las últimas décadas ha habido un mayor interés por introducir la
variabilidad de las propiedades del suelo en el diseño en ingenieŕıa geotécnica13,14,15. Para
ello, es necesario utilizar técnicas de diseño basado en niveles de confiabilidad16,17,18. Este
tipo de estudio permite establecer diseños económicos con niveles de seguridad aceptables.

En este trabajo se presenta el estudio probabiĺıstico del comportamiento de pilotes
sometidos a solicitaciones horizontales mediante el Método de Estimación Puntual (MEP)19,
aplicado a la metodoloǵıa propuesta por Matlock y Reese20 con consideraciones especiales
para suelos limo-arenoso o limo- arcillosos.

Se estudia el efecto de la variabilidad de los parámetros del suelo en la estimación
de resistencia y deflexión a través del modelo de Capacidad-Demanda. En pilotes cargados
lateralmente se analiza la probabilidad de falla en función del nivel de carga y las principales
propiedades f́ısico-mecánicas del suelo. Se establece una relación entre el factor de seguridad
y la probabilidad de falla.

PILOTES SOMETIDOS A SOLICITACIONES HORIZONTALES

El diseño de pilotes sometidos a cargas horizontales (Figura 1) generalmente se realiza
en base a dos criterios que conducen a metodoloǵıas de cálculo diferentes. Estas alternativas
consisten en determinar la resistencia lateral última y el cálculo de la carga de servicio para
una deformación aceptable. Las fallas estructurales en general se producen por exceso de
deflexión, por lo cual se considera más acertado el empleo de criterios de deformación. Estas
metodoloǵıas se basan en la solución al problema de una viga sobre fundación elástica21,22.
A partir de ello, la respuesta del pilote resulta definida por:

d2

dx2

(
EI

d2y

dx2

)
+

d

dx

(
N(x)

dy

dx

)
− p(x, y) = 0 (1)

En donde el primer término representa el comportamiento en flexión, el segundo tiene en
cuenta la carga axial sobre el pilote y su efecto ante el desplazamiento horizontal y el tercero
la reacción del suelo (generalmente considerado no lineal y variable en profundidad), E =
módulo de elasticidad del material del pilote, I = momento de inercia de la sección, N(x)
= carga vertical aplicada al pilote, y = deflexión horizontal, y x = profundidad.

La ecuación (1) es diferencial en derivadas parciales y no posee solución cerrada, por
lo que su resolución requiere el uso de métodos numéricos. A los fines de simplificar el
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problema, se considera aceptable discretizar el pilote con el propósito de obtener la respuesta
del comportamiento del suelo para cada profundidad (reacción de suelo “p” como función
de la deflexión “y”). Debido a que el desplazamiento debe ser conocido antes de evaluar la
presión de suelo se requiere de un proceso iterativo en el cual es necesario definir paso a
paso el módulo de elasticidad tangente del suelo.
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Numerosos autores presentan la diferencia entre el comportamiento de pilotes instalados
en suelos granulares y los instalados en suelos arcillosos 20,23,24,25,26,27.

La ecuación (2) presenta una solución para pilotes sometidos a esfuerzos horizontales y
momento en suelos arenosos o arcillosos20, la cual ofrece la suficiente flexibilidad para su
utilización en suelos limosos. En este caso se considera válido el principio de superposición de
deformaciones correspondientes a la fuerza y el momento aplicado para bajas deformaciones,
asumiendo comportamiento elástico del pilote y el suelo.

d4y

dx4
+

kh · y
EI

= 0 (2)

La representación de la no linealidad del comportamiento del suelo se logra aplicando
reiteradas veces la teoŕıa de elasticidad considerando el módulo constante, ajustado suce-
sivamente hasta lograr compatibilidad de deformaciones entre la estructura, el suelo y el
pilote. Las mayores incertidumbres se presentan en las proximidades de la superficie por la
importante variación del módulo del suelo con las deformaciones. Los resultados obtenidos,
indican que la relación entre el módulo flexural del pilote y el módulo del suelo (kh) permite
establecer el comportamiento del pilote como flexible o ŕıgido.

La solución del problema consiste en determinar la curva deflexión de la cabeza del pilote
(∆) en función de las cargas (Q). La derivación sucesiva permite establecer el esfuerzo de
corte, momento flector y reacción del suelo. La deflexión (y) depende de la profundidad (x),
la relación entre la rigidez del suelo y la rigidez del pilote (T), la longitud (L), el módulo
elástico del suelo (Es), el módulo de elasticidad del pilote (E ), el momento de inercia del
pilote (I ), la carga actuante (Q) y el momento flector actuante (M ).
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APROXIMACIÓN POR LA TEORÍA DE PROBABILIDADES

El análisis de confiabilidad consiste en evaluar el riesgo en el diseño utilizando la teoŕıa
de probabilidades, contemplando la sensibilidad de un sistema y la magnitud de la variación
en los niveles de seguridad ante la eventual modificación de los parámetros de cálculo. La
valoración de confiabilidad en la evaluación del comportamiento consiste en modelar los
parámetros involucrados en el problema como variables aleatorias para definir capacidades
(C ) y demandas (D) cuantificando el riesgo a través de la probabilidad de falla (p(f)),
la cual no necesariamente se refiere al colapso o falla del sistema en estudio. Adoptando
una Función de Densidad de Probabilidades (FDP) para los parámetros del modelo es
posible establecer la distribución de probabilidad para la capacidad. La FDP se establece
a partir de las caracteŕısticas de los datos disponibles (parámetros geotécnicos). Con los
valores medios y desviación estándar es posible establecer una función de densidad de
probabilidades normal28. Mientras más parámetros estad́ısticos se conozcan mayor será el
ajuste de la función de probabilidad a los datos medidos16,13.

Las cargas medias aplicadas al sistema se denominan Demanda (D̄) la cual es conside-
rada como una variable aleatoria obtenida a partir del cociente entre la Capacidad media
(C̄) y el Factor de Seguridad (FS ). La diferencia entre Capacidad (C ) y Demanda (D)
permite definir el Margen de Seguridad (M ):

M̄ = C̄ − D̄ (3)

La técnica numérica generalmente empleada en estos problemas corresponde al Método
de Confiabilidad de Primer Orden (MCPO). La evaluación de la probabilidad de falla a
través de MCPO se muestra en la Figura 2. Dos son las variables aleatorias que caracteri-
zan la función Margen de Seguridad, dividiendo el espacio cartesiano en dos sub-espacios
denominados dominio de confiabilidad M > 0 y de falla M < 0. La p(f) se evalúa conside-
rando la probabilidad de ocurrencia de un par C y D relacionados a través de su función
de densidad. Geométricamente la intersección de las funciones de densidad es representada
por dos superficies dimensionales sobre el plano C-D. El volumen por debajo de la superficie
sobre el dominio de falla corresponde a la probabilidad de falla.
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Una alternativa para determinar las probabilidades de falla es la utilización del Método
de Estimación Puntual (MEP)19, el cual se ha difundido debido a su fácil implementación
y versatilidad. El método considera para su formulación el valor medio y la desviación
estándar de las variables lo cual provee información referida a la tendencia central y la
distribución de las mismas. Para funciones bivariadas, considera la distribución de probabi-
lidad análoga a una carga vertical distribuida (FDP) sobre una platea ŕıgida apoyada sobre
cuatro puntos, donde cada uno de estos posee coordenadas definidas por combinatoria entre
el valor medio y una desviación estándar.

Se define Y mediante la ecuación (4) y la probabilidad P como la ecuación (5) que
permiten obtener la relación funcional de momentos presentada por la ecuación (6) para el
valor esperado.

Y =




y++

y+−
y−+

y−−


 = y




x̄1 + σ(x1), x̄2 + σ(x2)
x̄1 + σ(x1), x̄2 − σ(x2)
x̄1 − σ(x1), x̄2 + σ(x2)
x̄1 − σ(x1), x̄2 − σ(x2)


 (4)

P = [p++ p+− p−+ p−−] =
1
4

[(1 + ρ 12) (1− ρ 12) (1− ρ 12) (1 + ρ 12)] (5)

E [yn] = P · Y n

E [yn] = p++yn
++ + p+−yn

+− + p−+yn−+ + p−−yn−−
(6)

Donde ρ12 es el coeficiente de correlación entre las variables consideradas x1 y x2. A los
fines de establecer que tan lejos se está de la falla se define el Índice de Confiabilidad β, el
cual representa el número de desviaciones estándar σ[s] hasta el margen de seguridad cero
(M = 0 ó FS = 1), y se calcula como:

β =
C̄ − D̄√

σ2
[C] + σ2

[D] − 2 · ρ · σ2
[C] · σ2

[D]

(7)

Donde: σ[C] y σ[D] son la desviación estándar correspondiente a la capacidad y la demanda
respectivamente. Conocido el valor de β es posible determinar la probabilidad de falla p(f)

adoptando una distribución de probabilidad:

p(f) =
1
2
− ψ[β] (8)

Cuando la distribución es normal se tiene:

ψ[β] =
1√
2π

·
∫ β

0
e

(
−x2

2

)
dx ∀ β < 2,2 ∧ ψ[β] =

1
2
− 1

β
√

2π
· e

(
−β2

2

)

∀ β ≥ 2,2 (9)

En este procedimiento se obtienen el valor esperado, variación estándar, varianza y
coeficiente de variación de las funciones de capacidad y demanda. Una vez calculado el
valor esperado y la desviación estándar se establece el margen de seguridad y finalmente la
probabilidad de falla o confiabilidad del sistema.
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COMPORTAMIENTO CARGA-DEFORMACIÓN LATERAL

La Figura 3 muestra un diagrama de flujo para establecer la curva de carga-deflexión de
la cabeza del pilote (Q−∆) a partir del método desarrollado por Matlock y Reese20. Los
parámetros empleados para el cálculo probabiĺıstico contemplan los coeficientes de variación
presentados por Harr16 y fueron obtenidos de los trabajos efectuados por Terzaghi29.
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Figura 3. Diagrama de flujo para establecer la deflexión y esfuerzos internos en
profundidad de pilotes sometidos a solicitaciones laterales

Las Tablas I y II presentan entornos de valores para el módulo de reacción lateral del
suelo (arcilla) y el coeficiente de reacción lateral (arena) respectivamente.

Para el análisis numérico se propone un pilotes con idénticas dimensiones (longitud L
= 5.0 m, diámetro D = 0.40 m) al empleado por Terzariol et al.30 instalado en suelo limo-
arenoso, limo-arcilloso macroporoso de baja plasticidad, bajo las mismas condiciones de
solicitación.
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Tipo de suelo kh [kN/m2] Comentario
Arcilla con gravas 5180 Los valores de kh presentados

corresponden niveles de carga de 30 kN
aplicada a nivel de superficie con
movimientos horizontales entre 0.0264m
a 0.00787m.33

Arcilla Limosa 2590
Limo y turba 1260

Limo arcillo orgánico 2100
Arcilla ŕıgida 3500

Valores adoptados, considerando el COV = 20 %16

Mı́nimo Media Adoptada Máximo
khmin=1304 kN/m2 khmed=3332 kN/m2 khmax=5360 kN/m2

Tabla I. Módulos de reacción lateral del suelo (kh)

Densidad Relativa Suelta [kN/m3] Media [kN/m3] Densa [kN/m3]
Valores recomendados para are-
nas sumergidas29

720 – 2130 2130 – 7190 7190 – 14098

Arenas31 5530 16585 34553
Arena saturada34 10500 – 15200 35400 – 40600 132150 – 152600
Arenas secas o húmedas34 8020 – 25430 25155 – 127160 127160 – 381500
Davisson35 Entorno: 420 – 55290 En general: 2770 – 27640
Valores adoptados en este tra-
bajo

14070(*) 21000 27930(*)

Nota: (*) valores calculados a partir del valor medio considerando un COV = 11 %16 y
distribución probabiĺıstica gaussiana

Tabla II. Coeficiente de reacción lateral de suelo (nh)

Las curvas de presión-deflexión horizontal utilizadas para suelo fino se obtuvieron como26:

pu ≤
(
3 + x · γ′/cu + 0, 5 x/D

)
cuD ∨ pu ≤ 9 cu D (10a)

p = 0,5 pu(y/y50)1/4 ∨ p = pu ∀ y > 16 y50 (10b)
y50 = 2, 5 D ε50 (10c)

Donde pu = resistencia última del suelo por unidad de longitud, γ′ = peso unitario
efectivo del suelo, x = profundidad, cu = esfuerzo de corte no drenado promedio a la
profundida x, D = diámetro del pilote, ε50 = deformación unitaria correspondiente al 50%
de la tensión principal máxima en una curva tensión deformación y p = valor de ordenada
en las curvas presión deflexión.

Para el caso de suelo grueso las curvas de presión-deflexión horizontal se obtuvieron
como31:

pcr = γ x K0 x tgφ senβ
tg(β−φ) cos α + γ x tgβ

tg(β−φ) (D + x tgβ tgα)+
+ γ K0 x2 tgβ (tgφ senβ − tgα)− γ x KA D

(11a)

pcd = γ x Ka D
(
tg8β − 1

)
+ K0 D γ x tgφ tg4β (11b)

(yu; pu) = (3D/80; A1 pcr) (11c)

(ym; pm) = (D/60; B1 pcr) ; m =
pu − pm

yu − ym
(11d)

(yk; pk) =
(

n−1

√
(c/ (nh x))n; c n

√
yk

)
∀ n =

pm

(mym)
∧ c =

pm

n
√

ym
(11e)

p = c n
√

y; (11f)
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Donde Ka = coeficiente de empuje activo de Rankine, α = φ/2, β = 45 + α, pcr es apli-
cable desde la superficie hasta una profundidad cŕıtica, pcd es aplicable a una profundidad
superior a la cŕıtica la cual se establece como el punto donde pcr es igual a pcd, pm = presión
al final del tramo exponencial, B1 = coeficiente función de la profundidad y de la condición
de carga (estática o dinámica), ym = deflexión a partir de la cual se considera el tramo
lineal posterior al tramo exponencial, m = pendiente del tercer tramo, n = coeficiente que
afecta al exponente del segundo tramo y yk es la deflexión al final del tramo lineal inicial.

Las curvas p-y son una superficie en el espacio euclideo caracterizado por el sistema
ortogonal profundidad, deflexión y presión (x, y, p) cuya forma depende de la cohesión para
los suelos de grano fino y la fricción para suelos de grano grueso.

A partir de una profundidad cŕıtica, el modelo para suelo fino no brinda incremento de
presión lateral del suelo como función de la profundidad y permanece con el mismo aspecto
hasta la punta. La solución de las ecuaciones diferenciales asume válido el principio de
superposición para pequeñas deformaciones, por lo cual se considera que deflexiones en la
cabeza del pilote superiores al 10 % invalidan la utilización de dicha solución20.

La Figura 4 presenta la variación en profundidad de las deflexiones, momento y corte
para un pilote en suelo loéssico sometido a carga horizontal. Se presentan las respuestas
obtenidas con el modelo considerando tanto suelos de grano fino como grueso. El incremento
de la carga aplicada en la cabeza del pilote permite establecer el comportamiento carga
deflexión a nivel de terreno.
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Figura 4. Predicción de comportamiento de pilote sometido a carga horizontal.(a)
Sistema f́ısico. (b) Deflexiones en profundidad. (c) Diagrama de momen-
to flector en profundidad. (d) Diagrama de esfuerzo de corte

CONFIABILIDAD EN PILOTES SOMETIDOS A SOLICITACIONES
HORIZONTALES

El pilote analizado en este trabajo se encuentra instalado en un suelo de tipo limoso,
con comportamiento intermedio entre las arenas y las arcillas. Debido a ello, se propone la
adopción de un módulo de reacción lateral del suelo que dependa de la profundidad con un
comportamiento intermedio al constante (t́ıpico de la arcillas) y lineal (t́ıpico de las arenas).
Para ello se emplea la formulación propuesta por Matlock y Reese20 con una variación en
profundidad del módulo de reacción lateral kh que responde a la expresión de Palmer y
Thompson32 modificada normalizando respecto del diámetro del pilote D en lugar de la
longitud del mismo:
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kh = mh

( x

D

)n
(12)

Donde n = coeficiente que establece las caracteŕısticas de variación en profundidad.
Cuando su valor es unitario, la expresión corresponde a un módulo de reacción lateral de
variación lineal en profundidad caracterizado por la pendiente mh (suelo grueso). Si n es
nulo el módulo de reacción lateral permanece constante en profundidad y se reduce a la
curva correspondiente a suelos finos.

La relación de rigidez flexural suelo-pilote resulta entonces:

T = n+4

√
EI Dn

mh
(13)

Donde E = módulo de elasticidad, I = momento de inercia y D = diámetro del pilote.
Las condiciones de borde de la ecuación propuesta corresponden a n = 0 y n = 1. En el
primer caso el modelo coincide con la respuesta correspondiente a suelos cohesivos24 y en
el segundo caso a los suelos granulares23. Para las simulaciones se adoptaron curvas p-y
correspondientes a suelos de grano grueso para cuando 0,5 ≤ n ≤ 1,0 y de grano fino para
n < 0,5.

La Figura 5 muestra las curvas Q-∆ obtenidas utilizando las curvas p-y desarrolladas
por Reese y Welch26 y Reese et al.31 para arcillas y arenas respectivamente en el método de
Matlock y Reese20, y utilizando los parámetros mecánicos de los suelos loéssicos presentados
en las Tablas I y II. En la misma Figura 5 se muestran los resultados experimentales repor-
tados por Terzariol et al30. La divergencia de los resultados del modelo con los resultados
experimentales para estos parámetros de suelo es evidente. No se logra un ajuste satisfacto-
rio para deformaciones superiores a 0.001m y 0.005m en suelo fino y grueso respectivamente.
Observe que el modelo con parámetro dominante cohesivo (n=0) o friccional puro (n=1)
no producen estimaciones adecuadas del comportamiento de pilote en loess. Por lo tanto,
la respuesta del sistema suelo-pilote para el caso de suelos limosos se presenta como una
situación intermedia entre suelos de caracteŕısticas friccionales y cohesivas (Figura 5).
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Figura 5. Curvas Q − ∆. Predicción con diferentes coeficientes n comparado a
ensayos experimentales

Para lograr un mejor ajuste, se considera variable el parámetro n (ecuación (11)), para
lo cual se incrementa desde 0 a 1. El mejor ajuste entre el modelo y los datos experimentales
se logra para n = 0.8, valor determinado utilizando una norma cuadrática para minimizar
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el error entre los valores experimentales (xi) y los valores predichos (x∗i ). Observe que los
resultados del modelo se aproximan en forma adecuada a las mediciones tanto para bajos
como para altos niveles de carga y deformación. La utilización del parámetro n definido en
este trabajo es la única alternativa encontrada en este trabajo para representar en forma
adecuada la curvatura y variación de los valores experimentales desde bajos niveles de carga
hasta la rotura del pilote.

La Figura 6 muestra la variación en profundidad del módulo de reacción lateral en
profundidad para el coeficiente n= 0,8 junto a las variante propuesta por Terzariol et al.30

y las alternativas de suelos arcillosos y arenosos.
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Figura 6. Variación del módulo de reacción lateral en profundidad
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La Figura 7 presenta los valores que adopta mh para diferentes niveles de deflexión en
la cabeza del pilote, para n = 0,8. Este coeficiente (mh) permanece constante mientras
el suelo se mantiene en el rango elástico, y disminuye sensiblemente cuando se comienza a
plastificar el terreno alrededor del pilote. La función se hace asintótica a un valor aproximado
de 2000 kN/m2 en el momento que se alcanza la fluencia del pilote y que coincide con
la falla del mismo según la condición de deformabilidad admisible. Como el módulo de
reacción horizontal del suelo puede ser calculado a partir del coeficiente mh, el mismo
resulta dependiente de la profundidad y del nivel de deflexión.
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En la Figura 8 se presentan los resultados de un análisis paramétrico donde se explicita
el error porcentual en las deflexiones calculadas en la cabeza del pilote en cada nivel de carga
para distintos valores de nh, γ y φ. El diagrama de barras permite detectar para un nivel
de carga espećıfico, la influencia de los parámetros en estudio en la dispersión respecto
a la curva calibrada. En todos los casos los valores extremos adoptados corresponden a
los valores esperados mas/menos tres desviaciones estándar. El estudio de sensibilidad se
realizó variando de a uno los parámetros, manteniendo los otros constantes e iguales al
valor esperado. La fricción del suelo es el parámetro que mayor influencia presenta en el
comportamiento del pilote, seguido por el peso unitario para bajos niveles de carga. Para
cargas elevadas, donde el comportamiento del sistema es no lineal, la respuesta del pilote
presenta una dependencia muy poco significativa del módulo de reacción del suelo.

Con el objeto de obtener una relación entre el facto de seguridad y la probabilidad
de falla del pilote se implementa el método de estimación puntual, considerando sólo dos
variables: nh y φ. No se considera la variación del peso unitario debido a que si bien tiene
mayor influencia que el nh en la dispersión de los resultados a niveles de carga mayor a los
50 kN (Figura 8), los coeficientes de variación indican que el mismo puede ser medido con
menor dispersión16 y en consecuencia provoca menor influencia en la probabilidad de falla.

��

��

���

���

���

���

����

����

�� �� �� �� 	� �� 
� �� �� ����
��
 
����
�
 ����
����
��
���
�� 
!"#
��#
"$%
�&#�
'(�
��$
�"#�
!#"
%

)*+,-.-+/0+ 1+ 2+3..-4/ 5*2-6*/037
8/9:7* 1+ ,2-..-4/
;+<* :/-032-* 1+7 <:+7*

=>?@AB CD EFGH@IFJ>B KI HLM NBAOPIQALM RST γ U φ IF HBM KIGHIV>LFIM JBHJ@HBKBM NBAB K>GIAIFQIM

F>WIHIM KI JBA?BX

Figura 8. Influencia de los parámetros nh, γ y φ en las deflexiones calculadas
para diferentes niveles de carga

La Tabla III resume los parámetros utilizados para la modelación mediante el método
de estimación puntual de la respuesta carga-deflexión mostrada en la Figura 5. El modelo
representa el comportamiento a largo plazo del pilote instalado en un estrato limo areno-
so, limo arcilloso uniforme. Se asume para el suelo que rodea el fuste el comportamiento
granular, más allá del rango elástico. Las curvas de carga deformación no contemplan mag-
nitudes de asentamiento por colapso lateral aunque se considera la reducción de capacidad
de carga del fuste por variación en los parámetros resistentes del modelo. Las deflexiones
verticales para diferentes niveles de carga en la cabeza del pilote se denominan ∆ij donde
i, corresponde al nivel de carga, j representa la combinación de parámetros empleados en
el método de estimación puntual.

Parámetro E[x] V[x] σ[x] x+= E[x]+σ[x] x− = E[x]-σ[x]

φ[o] 28 0.10 2.8 30.8 25.2
nh [kN/m3] 21000 0.11 2310 23310 18690

Tabla III. Parámetros empleados en la estimación
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La demanda δij se establece para diferentes factores de seguridad a partir de lo cual
se obtiene el margen de seguridad necesario para estimar la probabilidad de falla. Deter-
minadas las deflexiones se establece la varianza como (V [∆] = E[∆2] − (E[∆])2) con la
cual es posible establecer la desviación estándar de los asentamientos en profundidad. La
“Capacidad” se adopta como las deformaciones que poseen FS = 1. Cada combinación de
parámetros y para cada nivel de carga utilizados en el método de estimación puntual se
obtiene un vector de desplazamientos en profundidad.

El problema bi-variado genera una matriz de deflexiones compuesta por 4 vectores
columna, que afectado por el FS permite obtener la demanda. La desviación estándar de la
demanda se obtiene mediante el producto entre el coeficiente de variación (V(δ) = 0.5) y la
media. El coeficiente de correlación entre capacidad y demanda adoptado es ρ(∆δ) = 0.75
(valor recomendado por Harr16). El ı́ndice de confiabilidad β se obtiene como la relación
entre la esperanza matemática y la desviación estándar del margen de seguridad.

La Figura 9 presenta la variación de la probabilidad de falla en función del factor de
seguridad para distintos niveles de carga horizontal en la cabeza del pilote. Los resulta-
dos obtenidos permiten analizar la variación de la confiabilidad en función de factores de
seguridad y además su dependencia del nivel de carga aplicado. Para factores de seguri-
dad superiores a 2 se obtienen probabilidades de falla del orden de 0.001 %. Para aquellas
cargas que provocan desplazamientos del pilote y reacción del suelo en niveles elásticos, la
confiabilidad del sistema es elevada. Cuando se supera este nivel, la incertidumbre puede
aumentar hasta en 10 órdenes de magnitud.
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Figura 9. Probabilidad de falla para pilote de 5,0 m de longitud y 0,4 m de diáme-
tro sometido a carga lateral

Los resultados indican que la desviación estándar de la demanda aumenta con el incre-
mento de carga para cualquier factor de seguridad, indicando que la probabilidad de falla
depende del nivel de solicitaciones a pesar del empleo de factores de seguridad que asegure
un nivel de deformaciones espećıfico. Para un mismo factor de seguridad la confiabilidad
del sistema disminuye con el incremento del nivel de solicitaciones. Note que pilotes some-
tidos a distintos niveles de carga, y diseñados con un mismo factor de seguridad presentan
probabilidades de falla muy diferentes (Figura 9). Por lo tanto, la adopción del factor de
seguridad no puede ser único, sino que debe tener en cuenta el nivel de solicitaciones a las
que pueda estar sometido un pilote durante su vida útil.
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CONCLUSIONES

En este trabajo se presentó la aplicación del diseño basado en confiabilidad a través del
método de estimación puntual a pilotes excavados en suelos loéssicos sometidos a solicita-
ciones laterales. Se desarrolló un procedimiento de calibración general para diferentes tipos
de suelos. Las principales conclusiones de este estudio son:

Para el análisis de pilotes sometidos a esfuerzos laterales, el comportamiento de los
suelos loéssicos a largo plazo se aproxima más al de los suelos granulares que al de los
suelos arcillosos.

Cuando el comportamiento del sistema suelo-pilote se encuentra en el rango elásti-
co, las presiones desarrolladas en el suelo y las deflexiones observadas en el pilote
dependen principalmente del coeficiente de reacción lateral del suelo.

Para solicitaciones elevadas, las curvas p-y en profundidad dependen principalmente
del peso unitario y el ángulo de fricción del suelo.

La probabilidad de falla no solo depende del factor de seguridad sino del nivel de
carga aplicado en la cabeza del pilote. Cuando la carga produce deflexiones en el
campo elástico la probabilidad de falla es despreciable y se incrementa hasta en 10
órdenes de magnitud para el campo no lineal.

Los criterios de diseño que emplean factores de seguridad no permiten establecer cuan
lejos se está de la falla ni el nivel de la confiabilidad del pilote. Esta información sólo
puede obtenerse a partir del método DBC propuesto en este trabajo para el diseño de
pilotes sometidos a esfuerzos laterales en suelos loéssicos. Además, la probabilidad de
falla no es uńıvoca para cada factor de seguridad adoptado sino que depende además
de las solicitaciones laterales a las que se encuentre sometido el pilote.
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