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Resumen

Muchas de las estructuras que nos rodean y que en algunos casos usamos de
manera habitual en nuestro discurrir diario son estructuras esbeltas. Ejemplos de
estas, son estructuras civiles como puentes, pasarelas peatonales, rascacielos y
chimeneas industriales, o estructuras metalicas como las grdas torre y las torres
de aerogeneradores entre otras muchas. Una caracteristica comdn en la mayoria
de estas es que se mueven o vibran cuando estan sometidas a cargas dinamicas
bien de naturaleza medioambiental (viento, terremotos,...) o debidas al trafico
rodado y peatonal que circula por ellas. Cuando las propiedades modales de las
estructuras estan dentro del espectro de frecuencias de las cargas dinamicas y las
estructuras entran en resonancia con dichas cargas, el nivel de vibraciones que
experimentan las estructuras puede condicionar su uso y en un Ultimo caso su

integridad.

El objetivo de la tesis es el de aunar y dar una guion conductor a los estudios
realizados de forma individual y en colaboracién en los Ultimos afos dentro de la
tematica de analisis y control de vibraciones en estructuras esbeltas
principalmente civiles y mas concretamente en pasarelas peatonales. La gran
mayoria de los estudios han sido realizados en la Fundacion CARTIF en
colaboracion con la UVA como parte de proyectos de investigacion de convocatorias
nacionales, asi como estudios internos. El objetivo de dichos estudios fue el
desarrollo e implementacion de nuevas estrategias para el analisis de vibraciones,
la estimacion de los parametros modales y el diseno e implementacion de controles
de vibracion basados en amortiguadores de masa de naturaleza pasiva, adaptativa,

semiactiva y activa.






Abstract

Many of the structures that surround us and that in some cases we use in our daily
way are slender structures. Examples of these are civil structures such as bridges,
pedestrian walkways, skyscrapers and industrial chimneys, or metal structures such
as tower cranes and wind turbine towers among many others. A common feature in
most of these structures is that they move or vibrate when they are subjected to
dynamic loads like environmental ones (wind, earthquakes ...) or due to road and
pedestrian traffic that circulates through them. When the modal properties of the
structures are within the frequency spectrum of the dynamic loads and the
structures come into resonance with these loads, the level of vibrations experienced

by the structures can condition their use and in the latter case their integrity.

The objective of the thesis is to combine the studies carried out individually and
collaboratively in recent years within the topic of analysis and control of vibrations in
slender structures mainly civil ones and more specifically in footbridges. The vast
majority of the studies have been carried out at CARTIF Foundation as part of
research projects for national calls, as well as internal studies. The objective of
these studies was the development and implementation of new strategies for the
analysis of vibrations, the estimation of modal parameters with classic and novel
methods and the design and implementation of vibration controls based on passive,

adaptive, semiactive and active mass dampers.
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1. Motivacion

1. MOTIVACION

Muchas de las estructuras que nos rodean y que en algunos casos son usadas de
manera habitual en nuestro discurrir diario, son estructuras esbeltas, entendiendo
por esbeltez la relacion que existe entre la seccion de la estructura y su longitud. A
mayor diferencia entre estas dos magnitudes, mayor es el grado de esbeltez de la
estructura y mas propensa sera a desarrollar fendbmenos como el pandeo o
vibraciones de gran amplitud. Ejemplos de estructuras esbeltas son estructuras
civiles como puentes, pasarelas peatonales, rascacielos, chimeneas industriales,
etc., o estructuras metalicas como las gruas torre y las torres de aerogeneradores

entre otras muchas.

Una caracteristica comln en la mayoria de estas estructuras, es que se mueven 0
vibran cuando estan sometidas a cargas dinamicas, las cuales pueden ser de
naturaleza medioambiental (viento, terremotos,..., como consecuencia de
maquinaria rotativa instalada o cercana a dichas estructuras, o bien debidas al

trafico rodado y peatonal que circula por ellas.
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Figura 1.1 Rangos de frecuencia tipicas de algunas cargas y estructuras. (Borges, et al., 1969)
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Cuando alguno de los modos de las estructuras estan dentro del espectro de
frecuencias de las cargas dinamicas (Figure 1.1) y por tanto, entran en resonancia
con dichas cargas, el nivel de vibraciones que experimentan las estructuras puede

condicionar su uso y en un ultimo caso su integridad.

En la mayoria de los casos, las estructuras se han disenado para que el nivel de
vibraciones sea limitado tal que no condicione ni su integridad, ni la seguridad y
comodidad de sus usuarios. En algunos casos, debido tanto a errores e
incertidumbres en el diseno, como a fendmenos o cargas que no se contemplaron
en este (picos de afluencia debidas a manifestaciones, dia de la inauguracion,...),
puede ocurrir que el nivel de vibracion de la estructura una vez puesta en servicio
sea mayor del esperado y afecte tanto a su integridad (plasticidad en alguna de las
uniones, problemas de fatiga,...) como a la seguridad y comodidad de los usuarios
(estado de servicio de la estructura). Ejemplos de estructuras donde se han
desarrollado niveles de vibraciones elevados son, las pasarelas peatonales de
Solferino (1999) de Paris y del Millenium Bridge (2000) de Londres en su
inauguracion, o el puente de Volgogrado (2008). En todas ellas, debido al nivel de
vibraciones que experimentaron, tuvieron que cerrarse al trafico y se las doté de
sistemas mecanicos que aumentaran su amortiguamiento tal que alcanzaran los

niveles de estado de servicio requeridos por sus normativas nacionales.

En el caso de las pasarelas peatonales, estas en general son estructuras ligeras y
esbeltas, lo que las hace muy susceptibles de vibrar al paso de peatones y frente a
acciones medioambientales como el viento. Esto queda patente si se estudian los
rangos de valores en los que habitualmente estan los parametros modales de

dichas estructuras y las caracteristicas de las cargas mencionadas.

Respecto a los parametros modales de las pasarelas peatonales, analizando los
valores de frecuencia del primer modo de flexion, estos suelen estar entre 1y 5 Hz
como puede verse en las graficas que Zoltowsiki (Zoltowski, et al., 2006) y Oliveira
(Oliveira, 2014) obtuvieron de sus estudios (Figura 1.2). Un dato interesante que
puede obtenerse de la primera de las graficas, es que el material usado en la

construccion de las estructuras no tiene mucha influencia en el valor de la
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frecuencia del modo principal. Por otro lado, en ambas graficas se observa como a
mayor longitud del vano, menor es el valor de frecuencia del modo principal. Lo
cual es logico, ya que en general la rigidez de la estructura es menor a mayor

longitud del vano tengamos.
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(Zoltowski, et al., 2006) (Oliveira, 2014)

Figura 1.2 Frecuencias fundamentales de pasarelas peatonales segln la longitud del vano

El hecho de que la mayoria de este tipo de estructuras tenga valores de frecuencia
del primero de sus modos por debajo de 5 Hz, las hace claramente susceptibles de
entrar en resonancia bajo la accion de los peatones como se vera mas adelante.
Estos valores de frecuencia son una consecuencia directa de la actual tendencia de
hacer estructuras mas esbeltas, ligeras y de vanos mayores a medida que se han
mejorado las técnicas constructivas y que los criterios estéticos tienen mas peso en

el diseno.

Otro parametro modal importante en relacibn a las vibraciones es el
amortiguamiento. En la Figura 1.3 se presentan los resultados del estudio
realizado dentro del proyecto HIVOSS (Hivoss, 2008) de investigacion de las
vibraciones generadas por seres humanos en estructuras. En las graficas se
observa como los valores de amortiguamiento de las pasarelas peatonales
estudiadas estan en el rango de [0.1-2]% en términos de razdn de amortiguamiento
critico, siendo los valores de muchas de las estructuras menores del 1%. En
general, un valor bajo de amortiguamiento se traduce en dos circunstancias no
deseables desde el punto de vista del comportamiento dinamico de la estructura.

Por una parte, una vez que se produzcan las vibraciones estan tardaran mas
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tiempo en disiparse y por tanto produciran mas tiempo de incomodidad a los
peatones y en segundo lugar, en el caso de producirse el fendbmeno de resonancia,
se alcanzaran valores de desplazamiento y aceleracion mayores, siendo este Gltimo
el principal parametro que se usa para medir el grado de confort de los seres

humanos frente a vibraciones (ISO, 1997).
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Figura 1.3 Razén de amortiguamiento critico de pasarelas peatonales segtn (a) la longitud del vano y (2)
la frecuencia del primer modo, (Hivoss, 2008)

En las graficas también se observa que en el caso del amortiguamiento, al contrario
qgue en la frecuencia, no hay una correlacion clara entre su valor y la longitud de los

vanos.

Respecto a las cargas a las que una estructura civil puede estar sometida,

Bachmann (Bachmann & Ammann, 1987) las clasifico en estaticas y dinamicas
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(Figura 1.4). Siendo estas Ultimas las principales responsables de las vibraciones

de las estructuras.

dead load

static permanent load
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life load

machine operation
loads

human motion
harmonic

wind

water waves
periodic

earthquakes

dynamic

rail and road

traffic
transient

construction

works

‘ ) impact
impulsive

blast wave,
explosion

loss of
support

Figura 1.4 Razdn Tipos de carga (Bachmann & Ammann, 1987)

En el caso de las pasarelas peatonales y dentro de las diferentes cargas dinamicas
a las que pueden estar sometidas, estas estructuras son cada vez mas
susceptibles de experimentar vibraciones considerables al paso de peatones. Otra
carga que es fuente de vibraciones es el viento, aunque en general este no tiene

tanta influencia como los peatones en este tipo de estructuras.



Carlos M. Casado

Las caracteristicas de las cargas ejercidas por los peatones han sido estudiadas
con distintos fines desde el siglo pasado, pero no ha sido hasta finales del 2000
cuando como consecuencia de los episodios ya mencionados de las pasarelas de
Solferino y del Millenium Bridge, la comunidad de disenadores de este tipo de
estructuras se dio cuenta de la existencia de importantes lagunas de conocimiento
en la interaccion peatdn-pasarela peatonal. En (Zivanovic, et al., 2005) y (Racic, et

al., 2009) se recopilan gran parte de estos primeros estudios.

En los Gltimos anos se han llevado a cabo muchos estudios para tratar de modelar
de la forma mas exacta posible las cargas ejercidas por peatones individuales y
grupos de estos en pasarelas peatonales. Estos estudios tratan de establecer
modelos de cargas mas realistas que los propuestos en normativas y guias de
diseno como la de la FIB (fib, 2005), SETRA (Sétra, 2006) o HIVOSS (Hivoss, 2008).
Con estos nuevos modelos se puede simular de forma mas fiable la respuesta de
las estructuras en la fase de diseno tal que no se sobreestime las aceleraciones
que sufren las estructuras frente a cargas reales. Situacidon que ocurre con las

normativas mencionadas. (de Sebastian, et al., 2013).

En relacion a las cargas ejercidas por los peatones, la Tabla 1.1 muestra los rangos
de frecuencia de estas cuando caminan, corren o saltan. Por otro lado, la Figura 1.5
muestra los perfiles de fuerza en direccion vertical ejercidos por el peaton en
alguna de estas actividades. Podemos comprobar que dependiendo de la actividad,
la magnitud y frecuencia de las cargas es diferente. También existen estudios que

relacionan estos valores con la edad, sexo, e incluso la nacionalidad del peaton.

Tabla 1.1. Rango de frecuencias habituales de las cargas ejercidas por peatones (Bachmann & Ammann,

1987)
Actividad N° de personas Rango de frecuencias segln actividad
(pasos/s, Hz)
Rango tipico Rango medido

Acciones de los peatones:
Andar 1,2y4 1.6-2.2 1.0-3.0
Correr 1,2y4 2.2 -3.2 1.6-4.0
Ejercicios ritmicos
Saltar 1,2y8 2.0-3.0 1.4 -4.0
Saltos (stride jumps) 1,2y4 2.0-26 1.6-34
Correr en un punto 1,2y4 22-3.2 1.4-4.0
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Figura 1.5 Perfiles tipicos de las cargas verticales ejercidas por humanos (Wheeler, 1982)

Si nos fijamos en los rangos de frecuencia de las cargas en direccion vertical
ejercidas por los peatones (Tabla 1.1) y en las frecuencias del primer modo de
flexion de las pasarelas peatonales (Figura 1.2) vemos que coinciden, y esto, junto
al hecho de que los valores de amortiguamiento de las pasarelas peatonales son
muy bajos (Figura 1.3), da como consecuencia fendbmenos de resonancia que en
ciertos caso derivan en niveles de vibracion de tal magnitud que condicionan el

estado de servicio de la estructura.

Por tanto, una vez conscientes de que a pesar de las recomendaciones de las
diferentes normas, las estructuras son disehadas tal que sus modos
fundamentales de flexion y torsion estan dentro de los rangos de frecuencia de las
cargas a las que son sometidas, es necesario tener soluciones que pueden usarse

para limitar el nivel de vibraciones que experimentan.

En general, la reduccion del nivel de la vibracion puede obtenerse con distintas
estrategias, siendo las mas comunes el aumentar la rigidez de la estructura, el

dotarla de mayor amortiguamiento o bien aislar la estructura de la fuente de
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excitacion. Con la primera estrategia conseguiriamos desplazar los picos de
resonancia lejos de la banda de frecuencias de la excitacion. Normalmente, esta
soluciéon no es deseable por el disenador ya que ademas de ser una solucion
econémicamente cara, un aumento de rigidez normalmente involucra el aumento
del espesor del tablero o el uso de sistemas estructurales que quitarian esbeltez a
la construccion y modificarian su estética. En el caso de aumentar el
amortiguamiento mediante el uso de distintos sistemas pasivos y activos, el
resultado seria la reduccion de los picos de resonancia de la respuesta de la
estructura gracias a la disipacion de energia en los sistemas acoplados. Por dltimo,
el aislamiento consiste en usar algin tipo de mecanismo o sistema que prevenga la

propagacion de las vibraciones a la estructura.

Dentro de los tres tipos de soluciones, el aumento de amortiguamiento es la
solucion mas empleada en las estructura por ser una solucion eficaz vy
relativamente sencilla de implementar tanto en la fase constructiva como una vez

ejecutada la estructura.

r— Metallic yield damper

— Energy dissipation -~  Frictiondamper

. Tl | — Viscoelastic damper
— Viscous fluid damper
5 — TMD
I~ Energy transfer - —
_ TLD
Structural Control ~ — L B — TLCD
: ™ Active mass driver
I~ Active Control
— Active tendon
—  Hybrid mass driver
— HybridControl |
L Active base-isolation
— Variable orifice damper
L Semi-active Control — ER damper

- Controllable fluid damper [
MR damper

Figura 1.6 Clasificacion de sistemas de control de vibraciones atendiendo a los requerimientos
energéticos para su funcionamiento. (Housner, et al., 1997)



1. Motivacion

A modo de resumen, para el control de vibraciones en estructuras civiles se han
propuesto distintas estrategias, que pueden ser agrupadas de la forma clasica
(Housner, et al., 1997) atendiendo al requerimiento energético que necesitan para
operar (Figura 1.6), o clasificadas teniendo en cuenta si el objetivo del control es el
amortiguamiento de modos concretos de las estructuras o no (Figura 1.7). En este
caso la estrategia de control se basa en aumentar el amortiguamiento de la
estructura en un rango de frecuencias (Frequency independent) y no solo en las

frecuencias de los modos problematicos (Frequency dependent).

Resonant — Passive —— Tuned mass damper
Frequency . .
dependent Hybrid Hybrid mass damper
Non-resonant —— Passive Base isolation
— Semiactive —— Variable stiffness system
Structural control  — — Passive — Viscous damper
— Hysteretic damper
— Oil damper etc.
— F'Equency Active — Active mass driver/damper
independent
‘— Active tendon
— Semiactive —— Variable hydraulic damper
— Controllable fluid damper

— Variable friction damper etc.

Figura 1.7 Clasificacién de sistemas de control de vibraciones atendiendo al objetivos del disefio
(Kurata, et al., 2002)

Dentro de todas las soluciones presentadas, las propuesta basadas en
amortiguadores de masa pasivos (TMD - Tuned mass damper) son una de las mas
usadas en estructuras civiles. Una de las principales razones es que son soluciones
bastantes compactas en dimensiones y pueden integrarse en el tablero y forjados

de las pasarela peatonales y edificios sin modificar la estética de la estructura.

A parte de los amortiguadores pasivos, se han propuesto sistemas mas eficaces,
como son los adaptativos, activos, hibridos y semiactivos. La razon de estos
sistemas es, por una parte, mejorar la respuesta de los amortiguadores de masa

pasivos y en segundo lugar y quizas mas importante, ser capaces de responder
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correctamente cuando la estructura varia sus parametros modales. En el caso de
los sistemas pasivos, su eficacia se reduce de manera significativa cuando la

frecuencia de la estructura para la que han sido disenados varia.

La variacion de los parametros modales en estructuras como las pasarelas
peatonales es una situacion que ocurre a diario. En (Lorenzana, et al., 2014) y (de
Sebastian, et al., 2011) se muestra como el niamero de personas transitando por
una pasarela, asi como parametros medioambientales, véase la temperatura,
tienen una correlacion mas o menos lineal con la variacion de los parametros

modales de la estructura.

En esta tesis se usaran varias metodologias para la identificacion de los
parametros modales de las estructuras, se disenaran sistemas de amortiguamiento
de vibraciones basados en distintos tipos de amortiguadores de masa y se
estudiara el estado limite de servicio de vibraciones de estructuras como son las

pasarelas peatonales.
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2. Objetivos

2. OBJETIVOS DE LA TESIS

El objetivo de la tesis es el de aunar y dar una guion conductor a los estudios
realizados de forma individual y en colaboracién en los Ultimos afnos dentro de la
tematica de analisis y control de vibraciones en estructuras esbeltas. La gran
mayoria de los estudios han sido realizados en la Fundacion CARTIF y en
colaboracion con la Universidad de Valladolid como parte de proyectos de

investigacion de convocatorias nacionales y de estudios internos.

El objetivo de dichos estudios fue el desarrollo e implementacion de nuevas
estrategias para el analisis de vibraciones, la estimacion de los parametros
modales y el diseno e implementacion de controles de vibraciébn basados en

amortiguadores de masa de naturaleza pasiva, adaptativa, semiactiva y activa.

Gran parte de los resultados obtenidos, como se ha mostrado en el preambulo de
la tesis, han sido objeto de publicacion en revistas cientificas o presentadas en

congresos nacionales e internacionales.
Los objetivos particulares de la tesis fueron los siguientes:

e Aplicacion de técnicas clasicas (analisis espectral, analisis modal
experimental y operacional) y novedosas para el analisis de vibraciones e

identificacion de los parametros modales en estructuras reales.

e Realizacion de estudios de estado limite de servicio de vibraciones de las
pasarelas peatonales analizadas y modeladas, mediante simulacion con
cargas segln normativas y guias de diseno y de forma experimental frente a

cargas reales.
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e Estudio, diseno y simulacion de amortiguadores de masa pasivos (TMD)
para las estructuras modeladas, y construccion e implementacion de un

TMD en la pasarela peatonal del Museo de la Ciencia de Valladolid.

e Estudio y diseno de un amortiguador de masa adaptativo para el proceso de

construccion de pilas en viaductos y puentes.

e Estudio y diseno de amortiguadores de masa semiactivos (SATMD) para la

algunas de las estructuras modeladas.

e Desarrollo de un algoritmo de optimizacion para el diseno de controladores
H. de orden fijo para amortiguadores de masa pasivos, activos e hibridos
empleando el algoritmo de iteracion dual propuesto por Ilwasaki (lwasaki,
1999).

e Diseno y desarrollo del sistema de control de vibraciones activos basados en
amortiguadores de masa activos e implementacion real en la pasarela

peatonal del Museo de la Ciencia de Valladolid.

A continuaciéon se detallan los contenidos del resto de capitulos y apartados de la

tesis.

El Capitulo 3 de metodologias se ha dividido en tres apartados. En el primero se
presentan metodologias para la identificacion de los parametros modales de las
estructuras, posteriormente, se desarrollan las estrategias de control de
vibraciones en estructuras empleadas en la tesis y finalmente se hace una
recopilacion de las normas y guias de diseno nacionales e internacionales para el
estudio del estado limite de servicio de vibraciones en puentes y pasarelas

peatonales.
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En el apartado de identificacion de parametros modales se presenta una
introduccion a los métodos habitualmente empleados en las estructuras, se
introducen los conceptos basicos del analisis modal experimental (EMA) y se
desarrollan los tres métodos empleados en la tesis para la identificacion de las
masas modales de las estructuras. En el apartado de estrategias de control de
vibraciones en estructuras, se hace en primer lugar una introduccion de las
distintas tipologias de amortiguadores de masa, es decir, pasivos, adaptativos,
semiactivos y activos, para posteriormente desarrollar los algoritmos y métodos
empleados en la tesis para el calculo y optimizacion de los parametros fisicos de
las soluciones y las ganancias de los lazos de control. En el Ultimo apartado del
capitulo, se recogen normas y guias de diseno de puentes y pasarelas y se
presenta la situacion actual en Espana con respecto a las normas a aplicar en

estructuras.

En el capitulo 4 se presentan los resultados de aplicar las distintas metodologias
de identificacion de parametros modales y las estrategias de control desarrolladas

en estructuras reales.

En el capitulo 5 se exponen las conclusiones, las aportaciones realizadas y por

altimo, se plantean trabajos futuros para dar continuidad a la investigacion.
Finalmente se presenta la bibliografia y cuatro anexos con la publicacion de aval de

calidad de la tesis, otras publicaciones con indice de impacto, comunicaciones a

congresos Y la patente presentada.
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3. : METODOLOGIA

De forma general, el diseno de sistemas de control consta de tres pasos
fundamentales para su realizacion, el modelado, el analisis y el disefo, o lo que en
conjunto se conoce como proceso “mad” (Xue, et al.,, 2007). La mayoria de las
veces sera necesario desarrollar estos pasos si queremos llegar a obtener una
sistema de control adecuado para el sistema o estructura a controlar. En el
modelado se aplican distintas técnicas de identificacion para obtener un modelo
matematico del sistema a controlar, posteriormente se analiza el modelo obtenido
en distintos dominios (tiempo, frecuencia) para conocer propiedades como la
estabilidad, controlabilidad y observabilidad del sistema y por Gltimo se busca la
estrategia de control mas adecuada para el sistema. En el diagrama (Figura 3.1)
se enumeran algunos de los tipos de modelos, métodos de analisis y controles

empleados en sistemas lineales e invariate en el tiempo.

Modelado: Andlisis: Disefio: (Controles)
Funcién transferencia Respuesta a un escalén “ Basados en modelo
Espacio-estado “' Lugar de las raices PID

Modelo ceros/polos/gan. Diagramas de bode... Robustos...

Figura 3.1 Proceso “mad” para el disefio de controladores.

En este capitulo se presentan las metodologias empleadas en la tesis para cubrir
estos pasos fundamentales y lograr los objetivos marcados. En primer lugar se
desarrollan las técnicas empleadas para la identificacion de los parametros
modales de las estructuras bajo estudio, posteriormente se muestran los
algoritmos de control y las formulaciones usadas para la implementacion de los
controles de vibracion y por Gltimo se presentan las normativas y guias nacionales
e internacionales publicadas con las que evaluar de forma objetiva el estado limite

de servicio de vibraciones de las estructuras (ELSV). Los valores marcados por
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estos documentos seran usados para verificar las bondades de los sistemas de

control de vibraciones disenados.

3.1 Metodologias para la identificacion de los

pardmetros modales de las estructuras

El primer paso que debemos dar para el diseno de sistemas de control de
vibraciones en estructuras, es el de conocer sus parametros modales mediante
algin método de identificacion que permita determinar sus caracteristicas
dinamicas. En general, el método habitualmente empleado para este fin se conoce
como analisis modal de la estructura. Este método se define como el conjunto de
técnicas que, (i) permite determinar las caracteristicas dinamicas inherentes de
una estructura en forma de frecuencias naturales, factores de amortiguamiento y
formas modales Yy (ii) la formulacion de un modelo matematico o modelo modal de
la estructura que facilite el estudio de su comportamiento dinamico frente a
distintas cargas. A partir del modelo modal de la estructura y mediante su
simulacion sometiéndola a distintos escenarios de carga podremos conocer si los
distintos sistemas de control de vibraciones disenados hacen que dicha estructura

cumpla el ELSV definido por las normativas.

Physical Maode 1: Made 2= Maode 3 Mode n:
Domain folu e oo e F G s fo Tntn

Figura 3.2 Descomposicion en modos naturales de vibracion de una respuesta vibratoria. (Structural
Vibration Solution, 2019)

El analisis modal se basa en el hecho de que la respuesta vibratoria de un sistema
lineal e invariante en el tiempo (LTl) puede expresarse como una combinacion
lineal de un conjunto de movimientos arménicos o0 modos naturales de vibracion.
Estos modos son definidos por sus parametros modales (masa, frecuencia y

amortiguamiento) y su distribucion espacial o forma modal. En la Figura 3.1 se
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muestra una descomposicion de una respuesta vibratoria en forma de una suma

de un numero finito de modos naturales.

Los métodos que se describiran a lo largo del capitulo permitiran la identificacion
de los parametros modales (frecuencias, factores de amortiguamiento, masas
modales y factores modales) de los modos bajo estudio. Los tres primeros
parametros permitiran la construccion de modelos modales de las estructuras,
mientras que la forma modal de cada modo dara informacion en el espacio de
como se mueve dicho modo en particular (nodos y puntos de maxima amplitud), lo
cual es de gran utilidad para la correcta ubicacion de por ejemplo, los dispositivos
absorbedores de vibraciones. Asi, en el caso de los amortiguadores de masa
pasivos, estos se sitian de forma general en el punto de mayor amplitud de la

forma modal del modo que se quiera amortiguar.

En general, se emplean dos tipos de métodos para identificar modalmente una
estructura, métodos experimentales y métodos analiticos/numeéricos. Los primeros
se basan en el analisis de los registros de la respuesta de las estructuras tanto en
el dominio de la frecuencia como del tiempo, mientras que los segundos se basan
en el calculo de los autovectores de un modelo matematico obtenido mediante el
método de elementos finitos (MEF). Dentro de todos los métodos, el mas fiable y
empleado para el calculo de los parametros modales de una estructura es el
analisis modal experimental (EMA), también conocido como modal testing. Este
método se basa en el analisis de las funciones de respuesta en frecuencia (FRF)
obtenidas a partir de las senales de aceleracion, velocidad o desplazamiento de
respuesta de la estructura frente a una excitacion controlada la cual también se
registra. EIl EMA comprende tres fases: la preparacion del test, la medida de las
respuestas en frecuencia (FRF) o de las respuestas impulsionales (IRF) y por ultimo
la identificacion de los parametros modales a partir de las respuestas anteriores.
Para llevar a cabo un EMA es necesario disponer de sensores (acelerometros,...),
excitadores (martillo instrumentado, excitador electromagnético,...), un registrador
de senal y un software comercial o de desarrollo propio para la identificacion de los

parametros modales a partir de los registros.
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En comparacion con el analisis en frecuencia, donde una senal compleja se
descompone en una serie simple de ondas sinodales con parametros de frecuencia
y amplitud individuales, en el analisis modal, una deformacion compleja de una
estructura se descompone en una serie de modos de deformacion simple (Figura
3.2) siendo el fin dltimo del analisis la construccion de un modelo modal que refleje
fielmente el comportamiento de la estructura frente a distintos escenarios de

carga. Se podria decir que los modos de una estructura son su huella dactilar.

A pesar de que el EMA es el método mas fiable y completo para la obtencién de los
parametros modales de la estructura, este requiere en general de equipos caros y
pesados para su realizacion practica como es el caso de los excitadores
electrodinamicos o hidraulicos. Por otro lado no siempre es posible su aplicacion,
como en el caso de estructuras civiles de grandes dimensiones donde se
necesitaria de la aplicacion de fuerzas de excitacion elevadas para obtener

resultados de identificacion de parametros adecuados.

En el caso del método de los elementos finitos, los modelos de las estructuras se
construyen a partir de la geometria de la estructura, propiedades de los materiales
y otras caracteristicas de los elementos estructurales. En el desarrollo de estos
modelos hay bastantes incertidumbres, como es la definicion de las condiciones de
contorno, lo que hace que los parametros modales obtenidos con dichos modelos
sean tratados como una primera estimacion de los valores reales. En la Figura 3. 3
se muestra el modelo de elementos finitos del vano 2 de la Pasarela del Museo de
la Ciencia de Valladolid (PMC).

Figura 3. 3 Modelo de elementos finitos del vano 2 de la PMC.
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Una vez construido el modelo y fijadas las masas y rigideces de los distintos
elementos, se obtienen los autovectores del modelo y a partir de ellos se estiman
los parametros modales de la estructura. En el caso de que se haya realizado un
analisis modal experimental previo, el modelo en elementos finitos se puede
ajustar modificando alguna de las condiciones de contorno o de las propiedades
fisicas de alguno de los elementos estructurales del modelo hasta que los
parametros modales de modelo en elementos finitos y los obtenidos en el EMA
coincidan. El conjunto de técnicas para este ajuste se conoce como ajuste modal o
modal updating. El grado o nivel de ajuste o correlacion entre los modos del modelo
y los obtenidos experimentalmente se calcula generalmente a partir del Modal
Assurance Criterion (MAC) y/o del Coodinate Modal Assurance Criterion (COMAC).
En el trabajo de Zivanovic (Zivanovic, et al., 2005) se pueden consultar algunos de

estos métodos de ajuste.

En el caso de los métodos experimentales, a parte del EMA que podemos
considerar como un método global, pues obtenemos todos los parametros modales
de la estructura, existen otros métodos para la identificacion individual o conjunta
de varios de dichos parametros. Estos métodos tienen como objetivos bien el uso
de equipos mas econémicos 0 mas manejables, o bien tratan de dar una solucion
en aquellos casos en los que el EMA sea de dificil aplicacion. Un método indicado
para grandes estructuras con modos bajos en frecuencia y grandes masas que son
complicadas de excitar artificialmente de forma controlada es el analisis modal
operacional (OMA). Este método usa solo la respuesta de la estructura
(generalmente en aceleracion) frente a excitaciones medioambientales (viento,...) y
las derivadas de su propio uso (trafico rodado, peatones,...) para estimar tanto las
frecuencias y amortiguamiento modales como las formas modales. (Brownjohn, et
al., 2017)

En el caso de estar solo interesados en las frecuencias de los modos de las
estructuras, estas pueden obtenerse de los espectros de la respuesta en
frecuencia. Los cuales dan la distribucion de la energia espectral para cada
frecuencia y se obtienen a partir de registros de aceleraciéon en alguno de los
puntos de las estructuras y su posterior descomposicion en el dominio de la

frecuencia mediante la transformada de Fourier. Las frecuencias donde se
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producen los picos de energia (resonancias) son las correspondientes a los modos
de la estructura. Para la realizacion de este analisis espectral es habitual usar la
Transformada rapida de Fourier o FFT (Fast Fourier Transform). En la Figura 3.4 se
muestra tanto un registro temporal de aceleracion del vano 2 de la pasarela del
Museo de la Ciencia como su FFT en magnitud. El registro de 30 minutos se
corresponde con la aceleracion vertical de un punto del eje longitudinal situado a
un cuarto del vano. En la Figura 3.4 se distinguen tres picos principales que se
corresponden con los tres primeros modos de flexion del vano 2 (3.5, 7.4, 9.4 Hz).
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Figura 3.4 Analisis espectral de la sefial de aceleracion vertical a un cuarto del centro del vano 2 de la
PMC.

En la Figura 3.5 se muestran las formas modales correspondientes a dichas
frecuencias. Estas fueron obtenidas mediante un analisis modal operacional (OMA)

del vano en cuestion.

3,5 Hz 7,4 Hz 9,4 Hz

Figura 3.5.Tres primeros modos del vano 2 de la PMC. (OMA)

En general, para el caso de estructuras civiles es aconsejable utilizar acelerometros
con buena resolucion (al menos 1V/g) y que sean capaces de registrar frecuencias
desde valores de 0.1-0.25 Hz y con baja razon senal-ruido (SNR) tal que puedan

determinarse las frecuencias naturales a partir de pequenos desplazamientos de
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las estructuras. Por otra parte, los acelerometros deberan ser correctamente
ubicados dentro de la estructura. Es decir, seleccionar los puntos con los mayores

niveles de vibracion de los modos que queremos estudiar.

Con relacion al amortiguamiento, la forma habitual de definir su valor en
estructuras civiles es mediante la razén de amortiguamiento critico para cada
modo. El amortiguamiento representa la tasa de disipacion de la energia en la
estructura cuando esta vibra, siendo esta propiedad muy importante en el caso de
que la estructura se excite a frecuencias cercanas a las de resonancia. Debido a los
numerosos mecanismos involucrados en la disipacion de la energia en una
estructura, es complicado obtener un valor Unico de amortiguamiento ya que este
en general depende de la amplitud de la vibracion (Avci, 2016). Para el calculo del
amortiguamiento se pueden aplicar técnicas en el dominio temporal como el
método del decremento logaritmico o en el dominio de la frecuencia como el
método del ancho de banda de media potencia o Half-power bandwith method que

es el habitualmente empleado en el analisis modal.

x| xp(n) = Xﬂe_gmu‘Siﬂ(ﬂ)d[-{- 8) 1

/K '

Figura 3.6. Método del decremento logaritmico para el calculo del amortiguamiento.

El método del decremento logaritmico emplea el registro temporal de la oscilacion
libre de la estructura una vez que esta ha sido excitada al modo en estudio. La
tipica curva de caida libre y su formulacion se muestra en la Figura 3.6. El

decremento logaritmico se formula como el valor del logaritmo neperiano de la
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razén de dos valores de picos adyacentes en la parte de caida libre. En el caso de

no usar dos picos consecutivos se define como:

1
0=—In
n

X1

(1)

Xn+1

Siendo n el nimero de periodos entre picos. Por otra parte, a partir de la ecuacion
de un sistema de segundo orden sub-amortiguado, se comprueba que la razon del
desplazamiento entre dos picos consecutivos es independiente del tiempo (Chopra,
2012), de forma que:

Xt

= ol wnTyq)
e 2
Xt + Td ( )

Siendo T4 el periodo amortiguado. A partir de las dos ecuaciones anteriores
obtenemos la relacion entre el decremento logaritmico y la razén de
amortiguamiento.
2n{
0= — (3)

i

El método del ancho de banda de media potencia se basa en el uso de la funcion
de respuesta en frecuencia (FRF) previamente calculada a partir de los registros de
respuesta y excitacion en algun punto de la estructura. Para cada pico de la FRF en
magnitud (dB), que en general se corresponde con un modo de la estructura, se
definen dos puntos a 3 dB por debajo del pico de resonancia los cuales se
denominan como puntos de media potencia (Figura 3.7). A mayor amortiguamiento
del modo mayor es el rango de frecuencias entre estos dichos puntos. En el caso
de tener la magnitud de la FRF en magnitud, los puntos de media potencia se

corresponden con 0.707 veces la magnitud del pico de resonancia.
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Figura 3.7. Método del ancho de banda de media potencia para el cdlculo del amortiguamiento.

Se define el ancho de banda de media potencia Q como la razén entre el rango de

frecuencia que hay entre los dos puntos y la frecuencia natural de ese modo.

D270 _gr = (4)

1

wn Q

En definitiva, la identificacion de frecuencias y amortiguamientos modales (método
de decremento logaritmico) en estructuras lineales con modos suficientemente
separados se puede obtener de forma sencilla a partir los registros de aceleracion
de la estructura en uno o mas puntos. En cambio, la identificacion del factor de
escala de las formas modales, o dicho de otra forma la identificacion de la masa
modal de cada modo no es tan sencilla, ya que para ello se necesita haber
construido una serie de FRFs experimentales a partir de los registro de respuesta y
de las senales de excitacion medidas y controladas. En el siguiente apartado se
muestra junto con algunas nociones teoricas del EMA, otros métodos empleados y

desarrollados en la tesis para el calculo de las masas modales.

En el caso de las formas modales, estas se calculan normalmente mediante EMA u
OMA y se definen como patrones de deformacion asociados a cada frecuencia
modal que muestran como vibra la estructura de forma aislada en ese modo. En el
analisis modal, las formas modales son vectores cuyas coordenadas son los

desplazamientos relativos entre los grados de libertad definidos (puntos de
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medida). Estos valores no son Unicos ya que depende del escalado del modo, el

cual es basicamente es la relacion entre dichos vectores y las masas modales

correspondientes.. En la Figura 3.8 se muestra la forma modal del modo de flexion

fundamental del vano 3 de 111 metros de la PMC.

FDD - Frequency Domain Decomposition

Modal Values
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Figura 3.8. Primer modo de flexion del vano 3 de 111 metros de la PMC

En el caso de la identificacion de las masas modales de los modos, es necesario

conocer el escalado del modo. Para ello, la mayoria de los métodos necesitan

registrar tanto la respuesta de la estructura como la de la excitacion.

A continuacion se introducen los conceptos basicos del analisis modal experimental

(EMA) o modal testing, para posteriormente describir otros métodos alternativos

empleados en la tesis para la identificacion de las masas modales.

3.1.1 Introduccion al EMA

El analisis modal experimental es el proceso de identificacion de los parametros

modales de una estructura en el rango de frecuencias de interés, siendo el fin

Gltimo el de construir un modelo modal de la estructura.
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En el analisis modal se asume que cada modo de una estructura es representado
por un modelo de un grado de libertad (GDL), de forma que la respuesta de dicha
estructura a una excitacion es la superposicion de la respuesta de todos esos
modelos de un GDL a la excitacion. La superposicion es una de las tres
implicaciones de la propiedad de linealidad de las estructuras que se asume en el
analisis modal y que presupone que la respuesta siempre es proporcional a la
excitacion. Las otras dos implicaciones asociadas con la linealidad son la
homogeneidad y la reciprocidad. La primera indica que las FRF calculadas no
dependen del nivel de excitacion y la segunda se refiere a que las FRF obtenidas
son las mismas si se intercambian los puntos de excitacion y de respuesta para su

calculo.
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Figura 3.9. Formas de representar la vibracion de un sistema cuando se desacopla en sefiales o sistemas
mas sencillos. (Dossing, 1988)

La vibracion de una estructura puede ser representada en diferentes dominios. Asi,
podemos representarla por la superposicion de formas modales (dominio fisico),
por un sumatorio de senos (dominio temporal), por un sumatorio de FRF de
sistemas de un GDL (dominio de la frecuencia) o por la superposicion de modelos

de un GDL equivalentes a un modelo de masas puntuales acopladas entre si
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(dominio modal). En la Figura 3.9 (Dossing, 1988) se muestra un ejemplo donde se

representa la vibracion de una campana en los cuatro dominios mencionados.

Los modelos de un GDL se representan en general como una masa puntual (m) con
un elemento de rigidez (k) y un elemento de amortiguacion (c). En este caso
consideramos la amortiguacion de tipo viscoso, aunque podria haberse
considerado de otros tipos, como el amortiguamiento estructural, de Coulomb o el

histerético.

Aplicando la segunda ley de Newton al sistema de un GDL excitado por una fuerza
f(t), se obtiene una ecuacion diferencial de segundo orden que puede resolverse
mediante Laplace y posteriormente pasarla al dominio de la frecuencia

sustituyendo s por jw.

mi(t) + cx(t) + kx = f(t) (9)
ms2X(s)+csX(s)+kX(s)=F(s) (6)
—mw2XW)+jcwXWw)+kX(w)=FWw) (7)

De esta forma, la FRF o relacion entre la respuesta X(w) y la entrada de excitacion
F(w), estara en funcion de los coeficientes de masa, rigidez y amortiguamiento. Este

se conoce como “modelo de parametros espaciales”.

X(w) 1

- (8)
F(w) -mw? +jcw +k

H(w) =

Si se dividen tanto numerador y denominador por la masa y se reescribe el
denominador en términos de frecuencia natural de oscilacion (wp) y de razon de (§)

amortiguamiento, se obtiene la siguiente formulacion:

X(w) 1/m (9)

H = =
W) Fw) —w? +j2{w,w + w3
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L (10)
m 2mw,

Cuando se representa el comportamiento de este modelo frente a una excitacion
de naturaleza sinusoidal se obtienen los diagramas de Bode de magnitud y fase de
la Figura 3.10.

Bode Diagram
-80 T

-120

Magnitude (dB

-140

-45 \

-90 |

Phase (deg)

135 f ‘

-180 & : —
10° 10" 102
Frequency (rad/s)

Figura 3.10. Diagramas de Bode de un modelo de un GDL.

De las curvas se observa que dependiendo del rango de frecuencia, la respuesta
del sistema es dominada por el término de rigidez, amortiguamiento o masa para
frecuencias de excitacion muy bajas (compliance line), en la region de la frecuencia
natural (resonant region) o muy altas (mass line) respectivamente. Por tanto, el
pico de resonancia en la grafica de magnitud esta directamente relacionado con el

amortiguamiento del sistema.

En las estructuras reales, en general se tiene un conocimiento minimo o nulo de la
distribucion de masas, rigideces y amortiguamientos, pero a partir de las FRFs
experimentales podemos identificar modelos modales que se relacionan con el
modelo de parametros espaciales previamente mostrado. En el caso de un sistema
de un GDL, el modelo de parametros espaciales puede descomponerse en
fracciones simples. De esta forma, la FRF queda definida mediante dos

parametros, los polos (p) y los residuos (R) junto con sus complejos conjugados.
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H(w) = - + (11)

Siendo
1 1
R=—j R = —j 12
]med ]2mwd (12)
p=0+jwy,p" =0+ jwy (13)

Los polos (p, p*) son numeros complejos cuya parte real o es el factor de
amortiguamiento, o tasa al que las oscilaciones amortiguadas decaen y La parte

imaginaria se corresponde con la frecuencia amortiguada wa.

Wg = w1 — 2 (14)

Los residuos (R, R*) son nimeros complejos relacionados con propiedades fisicas
de la estructura y dan una idea de cuanto se mueve la estructura cuando entra en
resonancia en los distintos modos. En algunas referencias (Dossing, 1988) se

habla de que los residuos representan la fortaleza del modo.

La identificacion de los polos y los residuos de un sistema de un GDL a partir de las
FRF experimentales es tal y como se muestra en la Figura 3.11. Donde la
frecuencia a la que ocurre el pico de resonancia es la frecuencia amortiguada wy, el
factor de amortiguamiento ¢ se calcula a partir de la diferencia de frecuencias
entre los puntos de media potencia definidos anteriormente (Figura 3.7) y el
residuo se calcula a partir del valor de la magnitud de la FRF en el pico de

resonancia.
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Figura 3.11. Identificacion de los parametros modales de un modelo de un GDL

En el caso de trabajar con sistemas de multiples grados de libertad como es el caso
de las estructuras reales, tendremos que definir las formas modales

correspondientes a cada modo de la estructura.

Por otro lado, la forma modal se define como un patréon de vibracion o deformacion
asociado con una frecuencia modal en particular. La forma modal muestra como se
moveria el sistema de mdultiples GDL si este modo estuviera aislado del resto de
modos. Por tanto, la forma modal representa los desplazamientos relativos de

todas las partes de la estructura para un modo particular.

Aunque las formas modales son funciones continuas, cuando se realiza un analisis
modal estas son discretizadas a los puntos de medida en la estructura y se
determinan a partir del conjunto de FRFs obtenidas de las mediciones. Por lo que
una forma modal se representa por un vector modal {y}, siendo r el nUmero de
modo y wir los elementos del vector modal que representan el desplazamiento
relativo de cada grado de libertad i. Estos elementos en general son nimeros
complejos, pero cuando una estructura tiene muy poco amortiguamiento o es nulo,
son practicamente reales por lo que todas las partes de la estructura se mueven en
fase o desfasados 180° y los nodos (puntos de desplazamiento nulo) de la onda
estacionaria a la que se asemeja la forma modal son fijos. En el caso de que el

amortiguamiento de la estructura sea apreciable, los modos son complejos y la
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forma modal tendra apariencia de onda no estacionaria donde los nodos no

permaneceran fijos en el tiempo. (Figura 3.12)

Figura 3.12. Ondas estacionarias (modos reales) y no estacionarias (modos complejos)

De forma analitica, para sistemas no amortiguados o con amortiguamiento
proporcional a la matriz de masa y rigidez, los vectores modales se obtienen de la

resolucion de la ecuacion de estado del sistema en el dominio de Laplace.

(s? [M] + [KD{X} = {0} (15)

Donde una vez obtenidos los autovalores o polos a partir de la resolucion del
determinante caracteristico, se obtendran los autovectores o vectores de modales
resolviendo la ecuacion anterior para cada autovalor. En el caso real pocas veces
conocemos las distribuciones de masa y rigidez de las estructuras, por lo que por si
misma esta formulaciéon no vale para la identificacion de los modos y vectores

modales de dichas estructuras.

En estructuras reales, las formas modales se obtienen a partir de las FRF
experimentales y mas concretamente de la parte imaginaria de la FRF ya que esta
muestra tanto la direccion como la magnitud (relativa) del desplazamiento de la
estructura (He & Fu, 2001). En Figura 3.13 se muestra un ejemplo de coémo
obtener las formas modales de una viga empotrada en uno de sus extremos a

partir de las FRF experimentales obtenidas en tres puntos.
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S !

Figura 3.13. Primer y segundo modo de una viga empotrada a partir de las FRF obtenidas en tres puntos.
(Avitabile, 2018)

Las formas modales se relacionan con los residuos mediante los vectores modales,
de forma que el residuo para un modo particular es proporcional al producto del
desplazamiento modal en el punto de respuesta i y del desplazamiento modal en el

punto de excitacion j.

Rijr < Wy - ¥ (16)

A diferencia de los residuos que tienen valores unicos, los elementos i de los
vectores modales pueden tener distintos valores, ya que estos se relacionan con el

residuo a través de una constante de escala a.

Rijr =a, " i q)jr (17)
Siendo ¢ir y ¢jr los desplazamientos modales escalados.
En el caso de sistemas no amortiguados o con amortiguamiento proporcional a la

masa y a la rigidez, la masa modal se define mediante el producto de las matrices

de masa, vectores modales y su traspuesta.

M, = {o}7 [M]{$}, (18)
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En el caso de un GDL la masa modal se relaciona con la masa espacial por la

siguiente expresion
M,= ¢mgo (19)

Teniendo en cuenta que el valor de residuo se define de las dos siguientes

maneras

El factor de escalado a se calcula con la siguiente expresion:

a= sz;W (21)
rWd

Uno de los escalados mas habituales es el escalado de masa unitaria, en los que
los vectores modales son escalados tal que las masas modales M, tengan un valor
unitario. Este escalado no tiene mucho sentido en estructuras civiles debido a que
las masas son muy grandes y daria lugar a vectores modales de coeficientes muy
pequenos (Brownjhon & Pavic, 2007). Es por ello que se suele usar un escalado en
el que el valor maximo del vector modal escalado tenga un valor unitario. Este
escalado tiene la ventaja de que la masa modal obtenida mediante la ecuacion
(19) tiene significado fisico y es el de la cantidad de masa de la estructura que esta
participando en cada modo de vibracion, estando esta entre cero y la masa total

del sistema.

Hasta ahora se ha considerado que el amortiguamiento del sistema es nulo o
proporcional. En el caso de sistemas con amortiguamiento no proporcional a la
masa y/o rigidez, la resolucion del problema de autovalores en el que se anade el
término relativo a la matriz de amortiguamiento [C] a la ecuacion (15) no dara una
solucion de autovectores que desacoplen las ecuaciones de movimiento del
sistema. Para conseguir esto tendremos que reformular el conjunto de ecuaciones
pasando de N ecuaciones a 2N ecuaciones. Una vez reformulado y resuelto el

nuevo conjunto de ecuaciones, obteniendo autovectores de dimension 2N,
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hablaremos de modal Ay modal B en vez de masa modal y rigidez modal y al igual
gue estos también son factores de escala. De hecho son una generalizacion de los
anteriores ya que también pueden usarse para los casos de sistemas sin
amortiguamiento o amortiguamiento proporcional. El desarrollo matematico

pueden consultarse en (Allemang, 1994).

El factor de escala modal A, al igual que la masa modal, relaciona los vectores

modales y los residuos.

v, .
My, = % (22)
ijr

Para sistemas de amortiguamiento proporcional, el factor de escala Modal A se

relaciona con la masa modal a través de la siguiente formulacion:
My, = tj2M,w;, (23)

Desde un punto de vista experimental, el enfoque del problema es el mismo
independientemente de si los sistemas tienen o0 no amortiguamiento y si este es
proporcional o no. En todos ellos podemos medir las FRF y de estos los vectores

modales escalados a través de los residuos.

Como ya se ha comentado anteriormente, el analisis modal es el proceso de extraer
los parametros modales de los registros de las vibraciones. Estos datos pueden
estar en forma de funciones de respuesta en frecuencia (FRF), de respuesta a un
impulso (IRF) o simplemente como registros temporales, lo cual ha dado lugar a
métodos de analisis modal en el dominio de la frecuencia y en el dominio del

tiempo respectivamente.

En el caso de los métodos en el dominio de la frecuencia, su fundamento como ya
se ha visto, es el ajuste de las FRF experimentales con modelos matematicos
predefinidos de la estructura medida. En estos modelos se fija el nUmero de GDL
de la estructura, su tipo de amortiguamiento y el nimero de modos dentro del

rango de frecuencias medido. Estas suposiciones daran lugar a expresiones
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matematicas cuyas FRFs se ajustaran con las FRFs experimentales y de esta forma
los parametros modales de los modos de la estructura seran identificados. En la
bibliografia, estos métodos se dividen en métodos de un solo grado de libertad
(SDOF), donde se asume que un solo modo contribuye a la FRF en la region de
frecuencia en estudio y métodos de mdltiples grados de libertad (MDOF), donde la
contribucion a la FRF es de mas de un modo. Ejemplos de los primeros son el
método del peak-picking, el método de ajuste del circulo, el método de la FRF
inversa, el método de minimos cuadrados o el método de Dobson entre otros,
mientras que el método de los polinomios de fracciones racionales es un ejemplo

de los segundos.

Por otro lado, lo métodos en el dominio del tiempo usan los registros temporales y
fueron desarrollados a medida que se avanzaba en la teoria de control y se
disponia de mayor capacidad computacional. En estos métodos se trabaja con los
registros en crudo, a diferencia de los métodos en frecuencia que trabajan con las
FRFs y también se contempla la posibilidad de trabajar con excitaciones que no se
pueden medir como es el caso del trafico “ambiental” en el caso de grandes
puentes. Ejemplos de estos métodos son el método de minimo cuadrados o el

métodos de Ibrahim en el dominio del tiempo (ITD).

La teoria de todos estos métodos puede consultarse en libros de referencia como el
de Ewins (Ewins, 2000) o el de He y Fun (He & Fu, 2001)

Una vez presentados algunos conceptos teéricos del analisis modal, a continuacion
se presentan tres métodos alternativos empleados en el desarrollo de la tesis para
la identificacion de los parametros modales de la estructuras prestando especial

atencion al calculo de las masas modales,

3.1.2 Métodos alternativos al EMA para la identificacién de la

masa modal

Los tres métodos alternativos empleados en la tesis son métodos SDOF, donde se

identifica la masa modal del modo fundamental o problematico de la estructura con
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formulaciones en el dominio de la frecuencia y del tiempo. El primero de los
métodos presentados consiste en la identificacion de los parametros modales
(frecuencia, amortiguamiento y masa) de la estructura mediante el ajuste de los
picos de resonancia de las FRF experimentales con las FRF tedricas de sistemas de
un GDL. El segundo se basa en la identificacion de la masa modal de modos
individuales de la estructura mediante el analisis en el dominio temporal y
frecuencial de los registros de aceleracion de la estructura y de un oscilador de
masa conocida acoplado a esta (Porras, et al., 2012). Por ultimo, se aplica el
método presentado por Brownjonh (Brownjhon & Pavic, 2007), el cual consiste en
ajustar la curva incremental de aceleracion de la estructura cuando entra en
resonancia al modo en estudio como respuesta a la excitacion oscilatoria in situ de

un peaton.

3.1.2.1 Método basado en el ajuste de las funciones de respuesta en

frecuencia FRF

Este método es similar a los métodos que se emplean en los paquetes basicos
comerciales de analisis modal pero en vez de obtener ciertos parametros de las
FRF experimentales con los que construir el modelo modal, hacemos un ajuste
directo de las FRF experimentales con las FRF obtenidas de modelos de un GDL.
Por tanto, el método consiste en el ajuste de las FRFs en un rango de frecuencias,
en las cuales tendremos uno o varios picos de resonancia consecutivos. En este
método se considera que los picos de resonancia estan los suficientemente
separados para considerar que la forma cada uno de ellos es debida

exclusivamente a la contribucion de un solo modo.

Para el calculo de las FRF experimentales se registra en el mismo punto tanto la
fuerza de excitacion ejercida como la respuesta en aceleracion de la estructura, lo
que se conoce como drive/driving point FRF. De esta forma, la FRF obtenida es la
acelerancia, o la inversa de la masa aparente del modo (He & Fu, 2001). Con
respecto al tipo de excitacion que se emplea para la obtencion de las FRF
experimentales, se usan senales que tenga un gran contenido frecuencial en el

rango de frecuencias que estamos interesados en estudiar.
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A partir de los registros temporales de fuerza y aceleracion de respuesta se puede
usar alguno de los estimadores habituales de las FRF. El uso de uno u otro
estimador dependid del ruido que tengan las senales registradas. En el caso de que
tengamos mas ruido en el registro de la respuesta de la estructura usaremos el
estimador Hi. Por el contrario, si hay mas ruido en el registro de la excitacion se
empleara el estimador Ho. La formulacion de estos estimadores junto con el
estimador Hr indicado en caso de que tengamos ruido en ambas senales se

muestra a continuacion (Shin & Hammond, 2008).

Seemym (F)

= Xm¥m 24

=g D =
Sy mym (F)

H — ~3’m3’m (25)
2(f) 5 .

Hr(f)

S~Ym3’m(f) - gxmxm(f) + \/[gxmxm(f) - S;ymym(f):lz + 4-|S~xmym(f)|2 (26)
B 28yt ()

Donde §xmxm(f) es la funcion de densidad espectral de potencia y Sxmym(f) la
funcion de densidad espectral cruzada de energia y f sera el valor de la frecuencia
en hertzios. Lo habitual es que la FRF obtenida la acotemos a un rango de
frecuencias f centradas en la frecuencia del modo cuya masa modal se quiere

identificar.

Para la obtencion de las FRF experimentales se aplicaron las funciones ventanas
adecuadas para evitar problemas como es el efecto del fuga o manchado espectral
(leakage) por el que por problemas de discontinuidades en el registro de la senal,
obtenemos frecuencias ficticias cuando se aplica algoritmos como el FFT. El uso de
una u otra ventana esta en general condicionado por el tipo de excitacion al que
hayamos usado en la experimentacion. A parte de la aplicacion de estas ventanas,

es habitual hacer un promedio (averaging) con varias de la FFT consecutivas
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obtenidas con el objeto de obtener curvas FRF suaves y bien definidas en los

modos.

Por otro lado, las FRF teoricas se formularan como en el caso del modelo de
parametros espaciales mostrado anteriormente (6). De esta forma, se define la FRF
tedrica como un sumatorio de N sistemas de un GDL. Siendo lo habitual centrarse
en uno o dos picos consecutivos de la FRF experimental y por tanto definir la FRF

tedrica mediante uno y dos sistemas de un GDL respectivamente.

N

2

a;s

G(s) = g : 27

(S) : 1SZ+2(wis+wi2 20
i=

Donde s=jw, siendo w la frecuencia. N el nimero de modos considerados en el
rango de frecuencias de interés y ;> 0, iy w; son respectivamente la inversa de
la masa modal, la razon de amortiguamiento critico y la frecuencia natural asociada
al modo i-esimo. A partir de esta formulacion, se fijan unos rangos de valores para
los parametros a;, iy w; y mediante un algoritmo de minimos cuadrados se
obtendran los valores Optimos tal que las curvas de las dos FRF, experimental y
tedrica, coincidan en el rango de frecuencias en torno al modo cuyos parametros
modales queremos identificar. En la Figura 3.14 se muestra las FRF experimentales
y ajustada de la aceleracion del piso 2 del experimento AM2 de Quanser (Quanser,
s.f.).

Experimento AMD2 de Quanser

40 T

FRF experimental
30 | FRF tedrica ajustada

20

10

Magnitud(db)
o

Frequencia(Hz)

Figura 3.14. FRF experimental y tedrica y ajustada del experimento AMD2 de Quanser.
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3.1.2.2 Método basado en larespuesta con un oscilador acoplado

La idea de este método (Porras, et al., 2012) nace de la estrategia de Parloo
(Parloo, et al., 2002) quien propuso un método que consistia en la medida de las
desviaciones de las frecuencias debidas al acople de masas de pesos conocidos. El
método propuesto es una alternativa al problema del escalado de modos en los
métodos operacionales. La idea es acoplar al modo en estudio un sistema
vibratorio secundario que vamos a llamar oscilador. La masa del oscilador puede
ser pequena y se asume que en la respuesta acoplada no participa otro modo, por

lo que el método no es adecuado para estructuras con modos muy cercanos.

Aunque la validez matematica del método no depende de los valores especificos
del oscilador secundario, es aconsejable ajustar su frecuencia cercana a la del
modo a escalar, de forma que no tengamos problemas con el ruido en las senales
registradas (SNR) cuando se usen masas pequenas para el oscilador. Por tanto,
este oscilador basicamente se comportara una vez acoplado como un absorbedor

dind@mico de vibraciones.

El planteamiento del problema parte de un sistema con n grados de libertad cuya

respuesta libre se describe con la siguiente ecuacion:

Mu+Cu+Ku=20 (28)

Siendo M, Cy K las matrices de masa, amortiguamiento y rigidez respectivamente.
El general, la expresion (28) se corresponde con un sistema de n ecuaciones
acopladas, que pueden ser desacopladas (29) usando la matriz de transformacion
¢ cuyas columnas son los autovectores del sistema. La propiedad de
ortonormalidad de los autovectores es la clave para obtener el conjunto de n

ecuaciones desacopladas y por tanto n sistemas de un GDL.

u= dgq (29)
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Si particularizamos para el modo de interés m del cual queremos conocer su masa
modal, las ecuaciones de movimiento del sistema de un GDL con el oscilador

acoplado y la del propio oscilador son respectivamente las siguientes:

. . 2 md . . 2 —
Un + 2Cm(")mun + WUy — m (ZZd(‘)d (ud - un) + (‘)d(ud - un)) =0 (30)
m
Uy + 20gwq (g — ity) + 0§ (ug — up) =0 (31)

donde el subindice n hace referencia al nodo de union con el oscilador, el d a dicho

oscilador y m al modo cuya masa queremos identificar.

Por tanto, ug, {o Yy @u son respectivamente el desplazamiento absoluto, la razon de
amortiguamiento critico y la frecuencia natural del oscilador, mientras que un, {m 'y
mm, son el desplazamiento en la coordenada fisica n del sistema, la razén de
amortiguamiento critica del modo m y la masa modal de ese modo del sistema

respectivamente.

Para el calculo de la masa modal del modo m en estudio, se registra tanto la
respuesta oscilatoria del sistema en el punto n, como la respuesta de la masa de
oscilador. La idea del algoritmo es ajustar la masa no conocida de un sistema de
dos GDL, donde se conocen el resto de parametros, usando los registros

temporales de respuesta de las dos masas.

A nivel practico, es necesario que el acoplamiento de oscilador se refleje en la
respuesta del sistema. Es por ello que si la razon entre masas (1=mq¢/mm) €s muy
pequena, es aconsejable que la frecuencia del oscilador sea muy cercana a la de la
estructura en el modo en estudio para que la variacion de la respuesta de la

estructura tras dicho acoplamiento sea perceptible.

Para la resolucion del problema se usaron dos estrategias, una en el dominio del

tiempo y otra en el dominio de la frecuencia.
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Para la estrategia en el dominio del tiempo, se establecieron las ecuaciones de
espacio estado de un modelo de dos GDL correspondientes al modo de la

estructura en estudio y al propio oscilador (32).

X = Ax (32)
Siendo A la matriz de estado
0 1 0 0
Ao |mom N pwg  —Smwm P 2u8awq /ugé Z.U{iiwd (33)
w(zl 20qwq —wé —2{qwq
Y x el vector de estado
uTl
X = uy (34)
Ug

Debido a que la aceleracion a nivel practico es considerablemente mas facil de

registrar, se realizd el siguiente cambio de variables:

y=1 (35)

Y teniendo en cuenta que la matriz de estado A es invariante en el tiempo se

obtiene una expresion practicamente idéntica.

y = Ay (36)

Donde ahora las variables de estado son la velocidad y aceleracion del sistema y

del oscilador

La ecuacion (36) la resolvemos como:

y(t+T) =e4Ty(t) (37)
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Donde T es el periodo de muestreo de las variables de estado.

Para el calculo de eAT se usa la aproximacion de Taylor truncada a p elementos.

L

oo . p
T . Tt .
= D A ) A =S 29

Con lo que se obtiene un polinomio S de grado p en funcion de x4, siendo este el

parametro a estimar.

Si se fija a Ns el numero de muestras registradas de las variables de estado, una
estimacion del estado en el instante tk+1 (con k=0,....Ns.1), puede obtenerse de la

aplicacion de las ecuaciones (37) y (38) para cada y(tk)=y(k) con tx=KT (k=0,...,Ns-2)
y(k+1) = y(k+1) =Sy(k) (39)

Como vemos en (39), los elementos estimados de este vector de estados se

expresan mediante polinomios en funcion de u y de grado p.

La idea del algoritmo es estimar ¢ minimizando el error entre el valor medido (y) y el
estimado (J) en los instantes de muestreo k=1,...,Ns;. Para ello se propone
minimizar el sumatorio de errores al cuadrado cuando se les ha aplicado la horma

euclidea.

Ns—1

min > ly(0) = 71 (40)
k=1

Para la estrategia en el dominio de la frecuencia, empleamos el efecto de
desdoblamiento del modo del sistema w,,, en dos (w4, w,) cuando el oscilador es
acoplado al sistema. El valor de los nuevos modos depende del valor de los

parametros del oscilador (Den Hartog, 1934) y puesto que todos estos son
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conocidos, el parametro u se calcula resolviendo una de las dos ecuaciones

siguientes (Pilkey, 2005).

1 2
wy =— |wh+ wi(1+p)+ \/(w,zn + wi(1+ ,u)) — 4wz w} (41)

V2

w, = —= |wh+ wi(1+p) - \/(wrzn + wi(l+ M))z — 40wl (42
V2

Para la resolucion de las ecuaciones (41) y (42), los valores w,,, wq, W, y w, S€
obtienen de manera experimental. Asi, w,, se obtiene de la respuesta libre de la
estructura si tener acoplado el oscilador, w, de la respuesta libre del oscilador una
vez fijado el valor la masa y w; Yy w, de los registros de las pruebas una vez

acoplado el oscilador a la estructura.

3.1.2.3 Método basado en el incremento de la respuesta (Build up)

En el caso de estructuras ligeras y vivas como es el caso de las pasarelas
peatonales Brownjhon (Brownjhon & Pavic, 2007) propone un método experimental
basado en el ajuste de la estructura a un modelo sencillo de un grado de libertad
tal que la respuesta temporal del modelo a la senal de excitacion de un peaton a

una frecuencia en concreto sea lo mas parecida posible a la real de la estructura.

El método consiste en la medida y post procesado de la respuesta de la estructura
debida a la carga dinamica (salto, balanceo) de una persona a la frecuencia de
resonancia del modo cuya masa se quiere identificar. Para ello la persona, cuya
excitacion a la frecuencia de la prueba ha sido registrada previamente en
laboratorio por medio de una plataforma de fuerza (force plate) excita a la
estructura de la forma similar al del registro. Posteriormente se trata de ajustar la
parte creciente (build up) de la respuesta transitoria obtenida con la de un modelo

de un GDL excitado con el registro de fuerza de laboratorio. EI método por tanto
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asume que la carga dinamica ejercida por una persona es lo suficientemente

repetible que no necesita que sea medida en las pruebas de campo.

El método propuesto se divide en dos variantes, un procedimiento que hace uso del
cambio de velocidad por ciclo durante la fase de crecimiento inicial en resonancia y
un procedimiento que compara el crecimiento inicial en resonancia obtenido con el

obtenido en simulaciones con modelos sencillos de un GDL.

Brownjonh también propone también idealizar la pisada realizada en un salto como
una fuerza tipo impulso de esta forma el incremento de velocidad se relaciona de

forma directa con la masa modal por medio de dicha fuerza impulso.

A%, =L (43)
mT

Sin embargo esta formulacidbn sobreestima la masa modal, ya que por
experimentacion se comprueba que a partir de un registro de saltos no se obtiene
una secuencia perfecta de impulsos y es por ello que se propone aplicar un factor
de correccion ICF (Impulse Correction Factor) que es funcion de la frecuencia de

salto y del peso de la persona.

_ 1w
T ICF(f) A%, f

Siendo W el peso de la persona y f la frecuencia de la excitacion.

m, (44)
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Figura 3.15. Factor ICF (Brownjhon & Pavic, 2007)
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En el caso del factor ICF, experimentalmente se comprueba que a partir de
frecuencias cercanas a 1.7 Hz su valor es cercano a la unidad por lo que para
frecuencias de excitaciones altas, la fuerza ejercida al saltar es muy similar a un

tren de impulsos.

En el caso de la tesis se ha trabajado directamente con el registro temporal de
excitacion de laboratorio y se ha ajustado la respuesta en aceleracion del modelo
de un GDL con el de la estructura real modificando los valores de masa hasta
obtener el minimo error mediante minimos cuadrados. Los valores de frecuencia y
amortiguamiento del modelo se identificaban previamente mediante el analisis
espectral de la respuesta de la estructura frente a ruido ambiental y aplicando el
método de decremento logaritmico a la respuesta libre de la estructura una vez
excitada al modo cuya masa queriamos identificar. Un ejemplo del ajuste de los
parametros de un modelo de un GDL obtenido en las pruebas realizadas en la

pasarela Isla dos Aguas de Palencia se muestra en la Figura 3.16.

Sefial de aceleracion ajustada

Aceleracion reg.
Aceler. modelo ajust.

A AMAAAT] i

Aceleraci()n(m/sz)
o
>
=
=
>

Tiempo(s)

Figura 3.16. Ajuste de la respuesta real de la pasarela peatonal Isla dos Aguas y la de un modelo de 1
GDL

3.2 Estrategias de control de vibraciones en

estructuras

En general y a pesar de las normativas y guias de diseno, existe un porcentaje

importante de estructuras esbeltas, como es el caso de las pasarelas peatonales,
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con modos en los rangos de frecuencia susceptibles de ser excitados bien por la
accion humana o por otras cargas dinamicas como son las medioambientales. Es
por ello que cuando entran en resonancia, pueden alcanzar niveles de vibracion lo
suficientemente elevados para causar incomodidad a las personas que transitan
por ellas, o incluso estados vibratorios que causen danos a la propia estructura y

por tanto es necesario adoptar medidas para eliminar o reducir dichas vibraciones.

La reduccion de vibraciones puede lograrse de muchas maneras. Las mas comunes
como ya se ha comentado son, rigidizando la estructura, anadiendo
amortiguamiento, o aislandola del foco de excitacion (Preumont & Seto, 2008). De
entre todas ellas, para construcciones ya en servicio, el aumento de
amortiguamiento es en general la solucion mas adecuada, atendiendo a criterios

econdémicos y a minimizar el impacto estético de la solucion en la estructura,

Se han propuesto y desarrollado varias formas de incrementar el amortiguamiento
en una estructura, bien de forma pasiva mediante amortiguadores hidraulicos,
corrientes de Eddy, elementos elastoméricos o con histéresis, o mediante la
transferencia de la energia cinética de la estructura a dispositivos como son los
absorbedores dinamicos de vibraciones, también conocidos como amortiguadores

de masa en el ambito de la ingenieria civil (Preumont & Seto, 2008).

En la tesis se ha trabajado principalmente con estrategias de control de vibraciones
basadas en amortiguadores de masa. Estas estrategias han sido desarrolladas,
simuladas y en algin caso implementadas en algunas estructuras (pasarelas

peatonales) como se vera en el apartado de resultados.

La principal razon de escoger esta estrategia de control frente a otras es la facilidad
en su implementacion tanto en estructuras ya construidas como de nueva
construccion. Basicamente, estos elementos solo tienen que estar acoplados a un
punto de la estructura, lo que las hace mas versatiles que otras y permite su
colocacion en distintos puntos de las estructuras. En general, en el caso de puentes
y pasarelas peatonales, se colocan en la parte de abajo del tablero, aunque

también se han propuesto otras ubicaciones como en las zona barandillas.
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3.2.1 Introduccién alos amortiguadores de masa

Los amortiguadores de masa pasivos (TMD), son sistemas de absorcion de
vibraciones que en su esquema mas sencillo estan compuestos por una masa
movil unida a la estructura mediante muelles y amortiguadores. Cuando la
estructura desarrolla vibraciones como respuesta a una perturbacion externa
(peatones/viento), se produce una disipacion de la energia por medio de la fuerza
de inercia del TMD actuando sobre la estructura (Connor, 2003). Esto se traduce en
un aumento del amortiguamiento de la estructura de modo que las oscilaciones de
la estructura se mitigan en tiempos menores y se desarrollan menores niveles de
vibracion. Para que el amortiguador de masa trabaje correctamente, es necesario
un correcto sintonizado de sus parametros fisicos, es decir su masa y las

constantes de los muelles y amortiguadores.

a) TMD b) PTMD

Figura 3.17. Ejemplos de amortiguadores de masa pasivos instalados en estructuras.

Un esquema particular de TMD son los amortiguadores de masa tipo péndulo
(PTMD), donde la masa del TMD cuelga de la estructura mediante cables de aceroy
limita su movimiento por medio de un conjunto de amortiguadores y topes fisicos.
En este caso, la frecuencia del TMD la fija la longitud de los cables y no el conjunto
masa-muelles como en el caso convencional. Estructuras indicadas para el uso de

este tipo de TMD son los grandes rascacielos o chimeneas industriales. En la se

46



3. Metodologia

Figura 3.17 se muestran ejemplos reales de un TMD convencional fijado en la parte

inferior de un forjado y el PTMD del edificio Tapei 101 en Taiwan.

El concepto de un dispositivo pasivo para el amortiguamiento de vibraciones en
distintos sistemas fue introducido por el ingeniero naval Hermann, quien ided un
dispositivo capaz de reducir la oscilacion lateral de los barcos, patente que
publicaria en 1909 (Frahm, 1909). Posteriormente, J. Ormondroyd y J.P. Den Hartog
( (Ormondroyd . & Den Hartog, 1928), (Den Hartog, 1934)) desarrollaron la teoria
sobre los amortiguadores de masa pasivos (TMDs) y su sintonizado. A partir de
entonces, se realizaron numerosos estudios para analizar la influencia de los TMDs
sobre las estructuras cuando estas estan sometidas a distintos tipos de
excitaciones. En este sentido, G.B. Warburton, a principios de los anos 80
(Warburton, 1982), presenté un trabajo con soluciones analiticas de sintonizados
Ooptimos de TMDs para varios tipos de excitaciones y con diferentes objetivos de
minimizacion. Estos primeros resultados fueron obtenidos, para sistemas sencillos
de un grado de libertad y sin amortiguamiento, el Unico escenario que posee
solucion analitica (Magdaleno, 2017). A partir de entonces, multiples estudios se
han desarrollado con el objeto de completar el trabajo de Warburton incluyendo
aproximaciones y correlaciones empiricas para estructuras mas complejas y con

diferentes modelos de amortiguamiento.

Por otro lado, se empez6 a trabajar en la implementacion de estos dispositivos a
estructuras complejas de gran envergadura sometidas a una excitacion en su base,
apoyandose en resultados experimentales (McNamara, 1977) y en TMDs
implementados en otras estructuras reales (Luft, 1979). Ademas, se empieza a
trabajar mas intensamente en los métodos de sintonizacion para sistemas mas
complejos (Villaverde, 1985) (Sadek, et al., 1997). Con estos y otros trabajos se
llegan a distintas conclusiones en relacion al posicionamiento 6ptimo de los TMDs
en las estructuras, consideraciones sobre las frecuencias de sintonizacion o sobre

el factor de amortiguamiento critico del TMD.
Mas recientemente y gracias a las capacidades de computacion actuales, se han

usado modelos estructurales mas complejos con lo que se mejord la formas de

simular las distintas excitaciones y se sofisticaron las metodologias de diseno y
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optimizacion de los TMDs. Asi, se encuentran trabajos como los de Miranda
(Miranda, 2005), que presenta un abordaje energético del problema, Krenk vy
Hagsberg (Krenk & Hggsberg, 2008), que aplican aceleraciones sismicas como
ruido blanco para obtener los parametros de los TMDs a partir de la minimizacion
de parametros estadisticos de las respuestas y Hoang (Hoang, et al., 2008) y Adam
(Adam & Furtmdller, 2010) que realizan dos de los estudios paramétricos

comparativos mas completos.

Con respecto a los algoritmos de optimizacion, a parte de los primeros desarrollos
analiticos y numéricos, se han propuesto algoritmos alternativos como el trabajo de
Bekdas y Nigdeli (Bekdas & Nigdeli. , 2013), que aplican el algoritmo
metaheuristico de optimizacion Harmony Search para obtener los parametros
Optimos y el trabajo de Grego et al. (Greco, et al.,, 2016.) en el que se emplean
algoritmos de optimizacion multiobjetivo para obtener las propiedades de los TMDs
incluyendo consideraciones acerca de su coste. En la misma linea esta el trabajo
de Salcedo (Salcedo, et al.,, 2017) en que se aplicaba un algoritmo evolutivo de

optimizacion inspirado en los arrecifes de coral.

En general, los TMDs se disenan y sintonizan para aumentar el amortiguamiento de
un solo modo, el cual suele ser el modo principal de la estructura o bien un modo
problematico que facilmente entra en resonancia debido a alguna excitacion
externa. La eficacia de estos dispositivos decrece notablemente si los parametros
del modo al que se ha disenado el TMD varia su valor como consecuencia de los
efectos medioambientales (temperatura, viento) el grado de ocupacion (de
Sebastian, et al., 2011) o el envejecimiento de la estructura. Por otro lado, cuando
la estructura tiene varios modos problematicos es necesario el uso de varios TMDs
(MTMDs).

En algunos casos, los TMDs se usan durante el proceso de construccion de las
estructuras con el objeto de evitar estados de vibracion que pudieran comprometer
a algunas partes de dichas estructuras antes de que finalicen su construccion. En
dichas situaciones, los parametros de los modos de las estructuras varian a
medida que se avanza en la construccion y es necesario resintonizar los TMDs. A

este tipo de TMD que varia sus parametros a medida que varian los parametros
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modales de la estructura se le denomina amortiguador de masa adaptativo (ATMD).
Ejemplos de estructuras que han sido objeto de amortiguadores de este tipo son

las pilas de grandes puentes y viaductos.

k u
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¢ m
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Figura 3.18. Tipologias de amortiguadores de masa

Ademéas de los ATMDs, se han propuesto otros dispositivos basados en
amortiguadores de masa pasivos con el objeto de mejorar sus prestaciones y
superar sus limitaciones. En la Figura 3.18 se muestran los esquemas de varias de
estas propuestas. Asi, se han propuesto estrategias activas, como los
amortiguadores de masas activos (AMD), donde se ha anadido un elemento activo
controlado como actuadores hidraulicos o0 motores eléctricos, estrategias hibridas
en las que partiendo de un TMD, se le ha acoplado un AMD de menor masa y se ha
denominado al conjunto amortiguador de masa hibrido (HMD). En este caso se

mejora la prestacion del TMD y en caso de fallo eléctrico, la parte pasiva esta
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plenamente operativa. Finalmente, se han propuesto estrategias semiactivas, que
se caracterizan, frente a las activas, por ser inherentemente estables al no poder
desestabilizar a la estructura. Un amortiguador de masa semiactivo (SAMD) es
basicamente un TMD en el que alguno de sus elementos pasivos de rigidez y/o
amortiguamiento ha sido sustituido por un elemento que puede variar sus

propiedades entre un cierto rango de valores.

Para unificar conceptos y puesto que en la literatura a veces se usa tanto el
término adaptativo como semiactivo para referirse a dispositivos pasivos que varian
los parametros de alguno de sus elementos, diremos que los sistemas adaptativos
son aquellos en los que sus propiedades varian de forma lenta mientras que los
semiactivos son aquellos en los el cambio se produce en un tiempo menor al de un

ciclo de oscilacion.

En el caso de los amortiguadores de masa activos (AMDs) e hibridos (HMDs), estos
han sido propuestos e implementados desde primeros de los noventa,
principalmente en edificios muy esbeltos con el objeto de reducir el nivel de
vibracion y por tanto mejorar la confortabilidad de sus inquilinos cuando dichas
estructuras estan sometidas a rafagas de viento (Housner, et al., 1997). En estas
primeras implementaciones se usaron técnicas de control 6ptimo y estocastico. En
(Ghaedi, et al., 2017) se resumen técnicas mas novedosas usadas para el control
de las partes activas de los AMD. Asi, algunas de estas son las de Amini (Amini, et
al., 2013) donde se estudiaron los enfoques para determinar las fuerzas de control
Optimas de AMDs usando la optimizaciéon por enjambre de particulas o PSO (
(Boulkaibet, et al., 2015), (Shabbir & Omenzetter, 2015)), la transformada de
wavelet discreta o DWT ( (Dai, et al., 2015), (Alhasan, et al., 2016)) y el algoritmo
LQR. Soleymani y Khodadadi (Soleymani & Khodadadi, 2014) propusieron un
control difuso (fuzzy) adaptativo y un algoritmo multiobjetivo genético difuso para el
control del AMD en un edificio de 76 pisos. Wang y Adeli (Wang & Adeli, 2015)
presentaron un método de control de modo deslizante filtrado. Ubertini (Ubertini, et
al., 2015) utilizd un algoritmo de control skyhook en un sistema AMD propuesto
instalado en el piso superior de una estructura de acero a escala de 5 pisos.

Finalmente, Yang (Yang, et al., 2017) propuso un algoritmo de control en
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realimentacion de aceleracion negativa multimodal para un sistema AMD activado

por un servomotor.

En Casado (Casado, et al., 2007), se presentan algunas de las propuestas basadas
en amortiguadores de masa semiactivos (SATMD). La mayoria de las propuestas de
SATMDs estan basadas en la variacion del amortiguamiento o en la variacion de la

rigidez del sistema.

En el caso de los amortiguadores de masa semiactivos basados en dispositivos de
amortiguamiento variable, los amortiguadores viscosos de los TMDs pasivos son
sustituidos, bien por amortiguadores de orificio variable, o bien por amortiguadores
magneto-reolégicos (MR). Un esquema constructivo de estos se muestra en la
Figura 3.19.
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Figura 3.19. Esquema de amortiguadores de orificio variable y magneto reolégico

Un amortiguador de orificio variable consiste en un amortiguador viscoso clasico,
en el cual es posible controlar el flujo de paso entre las dos camaras del
amortiguador mediante una servo-valvula. La primera propuesta para estructuras
civiles basada en este dispositivo fue realizada por Hrovat en 1983 (Hrovat, et al.,
1983), siendo la servo valvula comandada bien de forma on-off, o bien de forma
proporcional. Por otro lado, un amortiguador magneto-reolégico (MR damper) es
esencialmente un amortiguador hidraulico en el que el aceite ha sido sustituido por
fluidos magneto-reologicos y se le ha dotado de una serie de bobinas para inducir
campos magnéticos. La principal caracteristica de estos fluidos es que pueden

cambiar de un estado de viscosidad lineal, a un estado de semi-solidez en tiempos
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del orden de milisegundos cuando se les somete al efecto de campos magnéticos.
También existen los llamados fluidos electro-reolégicos, los cuales modifican sus
propiedades cuando se les aplica un campo eléctrico, pero como desventaja frente
a los anteriores tienen una resistencia a la fluencia de 20 a 50 veces menor por lo

gue los magneto-reoldgicos son los preferidos para realizaciones practicas.

De forma cronoldgica, algunas de las primeras propuestas de amortiguadores de
masa semiactivos son las de Abe y Igusa (Abé & lgusa, 1996) que desarrollaron
algoritmos de control 6ptimos para el control de las vibraciones transitorias. El
control estaba formulado mediante sencillas expresiones en términos del estado
instantaneo del sistema. El buen funcionamiento de estos algoritmos estaba
limitado por el maximo desplazamiento de la masa del SATMD y por la exactitud de
la medicion del estado de la estructura. Posteriormente, Vavreck (Vavreck, 2000)
propuso dos técnicas de control para SATMD con amortiguadores magneto-
reoldgicos, las cuales consisten en un control skyhook on-off/proporcional y una
aproximacion a un control cuadratico lineal 6ptimo (LQG) implementado por un
control clipping. Ambos controles requieren medir la velocidad del SATMD y de la
estructura. Vavreck concluyo que la Gltima técnica consigue una mejor respuesta
frente a diferentes rangos de excitacion en fuerza y frecuencia. Pinkaew y Fujino
propusieron (Pinkaew & Fujino, 2001) una ley de control oOptimo para
implementaciones con amortiguadores de orificio variable o con amortiguadores
magneto-reoldgicos. Antes de obtener la ley de control para el sistema semiactivo,
se calcula la ley de control para el sistema activo sin restricciones y a partir de esta,
mediante una solucion subodptima, se obtuvo la ley de control para el caso
semiactivo minimizado el error entre la fuerza desarrollada por el dispositivo activo
y el semiactivo. La ley de control que se obtuvo es una variacion del llamado
clipped optimal control. Setareh ( (Setareh, 2001), (Setareh, 2002)) y Koo ( (Koo, et
al., 2002)) estudiaron y desarrollaron algoritmos Groundhook para SATMDs a los
que denominaron GHTMD (Ground Hook Tuned Mass Damper). La metodologia
propuesta por Setareh se basa en una formulacion no dimensional en la que el
GHTMD era disenado de forma grafica, mientras que Koo desarrollé una rutina de
optimizacién para los modelos matematicos de los GHTMDs. Finalmente, Aldemir
(Aldemir., 2003) propuso una estrategia de control optimo para gobernar el
amortiguador MR de un STMD.
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En el caso de los amortiguadores de masa semiactivos basados en dispositivos de
rigidez variable, estos sistemas se pueden considerar en algunos casos TMDs
adaptativos ya que el cambio en sus parametros a veces no es tan rapido como un
ciclo de oscilacion de la estructura. Ejemplos de estos son el propuesto por
Franchek (Franchek, 1995) donde la rigidez se ajusta atornillando mas o menos los
resortes helicoidales en una placa fija. Posteriormente, Nagarajaiah y Varadarajan
(Nagarajaiah & Varadarajan, 2005) propusieron y verificaron una nuevo SATMD que
llamaron semi-active variable stiffness tuned mass damper (SAIVS-TMD) formado
por un conjunto de muelles y motores lineales con los que modificar la rigidez
global del conjunto. Por otro lado, Gu (Gu, et al., 2002) propuso un SATMD llamado
semi-active lever-type TMD (SALT-TMD) que cambia su frecuencia mediante el
movimiento controlado de la masa en una barra rigida. Williams (Williams, et al.,
2002) por otro lado propuso utilizar el médulo elastico variable de las aleaciones
con memoria de forma (SMA) para construir lo que denominé SMA-ATVA (SMA
Adaptive Tuned Vibration Absorber). Esquemas de estos sistemas se presentan en
la Figura 3.20.

_spring spring
driving gear collar Spring mass (__ﬂ_—fﬁ—_-’

XN
i L
-:ﬁ base SANS-TMD

motor and geartrain

ot tLinearacmatJr

a) SATMD (Franchek, 1995) b) SAIVS-TMD
Driving d\EViCG Steel wires
Horizondal rgid b
NEREDINIRAE. Mass SMA, wires ‘
I \ block = R -~ I

Suppott point

Absorber mass

d) SMA-ATVA
c) SA-LT-TMD

Figura 3.20. Ejemplos de disefios de SATMD de rigidez variable
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En 2012 se patent6 (Lorenzana, et al., 2012) un amortiguador de masa magnético
de rigidez variable basado en un dispositivo magnético formado por imanes
permanentes y bobinas electromagnéticas. Este se presenta en el capitulo de
resultados. Otras propuestas de SATMDs se pueden consultar en (Ghaedi, et al.,
2017).

A continuacion se presentan las estrategias de control empleadas en la tesis para
el desarrollo de TMDs, AMDs y SATMDs. Primeramente se muestra un algoritmo de
optimizacion para el diseno de controladores H. de orden fijo para el diseno de
TMDs, AMDs y HMDs (Poncela, et al., 2007), en segundo lugar se presentan
controles basados en el diseno del lugar de las raices como es el control basado en
la realimentacion compensada de la aceleracion (CAFC) (Casado, et al., 2013) y el
control de realimentacion de la velocidad mejorado (MVF) (Diaz, et al., 2011) para
el diseno de AMDs. En el MVF el control por realimentacion directa de la velocidad
DVFC es mejorado anadiendo un control de lazo interno al actuador. Por Gltimo se
presentan los controles Ground Hook empleados para el diseno de SATMDs |
(Casado, et al., 2008), (Casado, et al., 2017)].

3.2.2 Controles H. de orden fijo

El control robusto fue desarrollado como respuesta a las incertidumbres y errores
de modelado siempre existentes en los modelos identificados a partir de los
sistemas o plantas reales. El control robusto abarca todos aquellos problemas que
se caracterizan por considerar incertidumbres en el modelo que sean tolerables por

un controlador fijo lineal e invariante en el tiempo.

Los objetivos del control robusto se dividen en cuatro (Rodriguez & Lépez, 1996).
Estabilidad nominal, por el que el sistema es estable en lazo cerrado para unas
condiciones de trabajo dadas o nominales. Comportamiento nominal, tal que
ciertas variables del sistema presenten un comportamiento adecuado u 6ptimo
respecto a una funcion de costes o indice de comportamiento. Estabilidad robusta,
donde el sistema de control es estable en lazo cerrado para el conjunto de las
posibles plantas que se puedan dar como consecuencia de la incertidumbre en el

modelo de la planta. Por ultimo, Comportamiento robusto donde para el conjunto
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de plantas se requiere que cumplan unas especificaciones de funcionamiento y no
solo su estabilidad. El planteamiento del problema de control es el de la Figura 3.
21.

PROCESO
REAL

;

Simplificaciones i

v

——m=  Compleo

Modelo g
Matematico Incertidumbres
Sistema
de Control
Comnportamiento
Robust:
Estabilidad Ry
Comportamiento Ro}l{g;sta
Norminal (RS)
Estabilidad (NP)
Norninal
(N5)

Figura 3. 21 Planteamiento del problema de control. (Rodriguez & Lépez, 1996)

Dentro de los distintos desarrollos tedricos de control robusto como son los
métodos H., los métodos LTR (Loop Transfer Recovery), el método IMC (Internal
Model Control), método de Sintesis pu, método GPC (Generalized Predictive Control)
o método QFT (Quantitative Feedback Theory) entre otros, en la tesis se ha
desarrollado un algoritmo para obtener controles H,, de orden fijoy se ha aplicado a

modelos sencillos de estructuras con TMD, AMD y HMD. (Poncela, et al., 2007)

Existe una amplia bibliografia sobre el control H,, que se asemeja a la teoria clasica
de control LQG (0o H2). En (Doyle, et al., 1989) el controlador H, se obtiene
resolviendo un par de ecuaciones de Riccati acopladas. Resultados posteriores han

convertido el problema de diseno H,, de orden completo en un problema de
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factibilidad convexa en términos de un par de LMI o desigualdades lineales
matriciales [ (Gahinet, 1996), (Iwasaki & Skelton, 1994)] con las que resolver una
mayor variedad de problemas. Estos incluyen el control H,, con multiplicadores
(Balakrishnan, 1995) y el control multiobjetivo Ho/H,, [ (Khargonekar & Rotea,
1991), (Scherer, et al., 1997)]. Desafortunadamente, los controladores H,
calculados por cualquiera de estos métodos tienen el mismo orden de la planta.
Ademas, si la planta ha sido aumentada con funciones peso para tener en cuenta
ciertas bandas de frecuencia, entonces el controlador puede ser de orden muy alto
y deberan aplicarse técnicas de reduccion de modelos (Zhou, et al., 1996) para
obtener un controlador de menor orden. Sin embargo, este procedimiento no es
Optimo y no hay garantia de que el controlador de orden reducido mantenga sus
propiedades de atenuacion. Otra opcion es disenar un controlador H,, de orden fijo,
en este caso se puede formular una condicién necesaria y suficiente en términos
de un par de LMI con una restriccion de rango no convexa [ (Iwasaki & Skelton,
1994), (Gahinet & Ignot, 1994)]. Alternativamente, el problema puede ser
formulado en términos de una desigualdad matricial bilineal (BMC) que tampoco es
convexa. Por tanto, no existe una solucion completa a este problema; sin embargo,
ciertos métodos numéricos que resuelven parcialmente el problema han sido
desarrollados y probados [ (Iwasaki, 1999), (Liu & Papavassilopoulos, 1996)]. Esta

es la propuesta que se ha sido seguido en el desarrollo del algoritmo.
El controlador H,, emplea la norma infinito como medida de comportamiento o de

minimizacion de ciertas funciones de coste del problema. La norma infinito de una

matriz de funciones complejas F se define como:

[Fll., =5Up a0 GLF (5)] (45)
Siendo o el valor singular.
El esquema del problema de control que se pretende resolver es el de la Figura
3.22, donde P(s) es la planta, K(s) el controlador, y es el vector de salidas medidas,

u es el vector de entradas de control, d es el vector de perturbaciones de entradas

y z es el vector de las respuestas o variables que queremos controlar, el cual estara
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formado por cualquier combinacion de variables de estado y elementos del vector

u.

w Z
P(s)

U—e )
K(s)

Figura 3.22. Diagrama de bloques del problema de control.

El objetivo del control H,, que se plantea es el de disenar un controlador estable tal
que la norma infinito de la funcién de transferencia H., entre las variables a
controlar z y las perturbaciones d sea minimizada. Matematicamente, esto se
plantea con la definicion de una ley de control u=K-y que minimice la norma infinito

de la funcion de transferencia Hzw.

A partir del esquema (Figura 3.22) se plantea el sistema de ecuaciones de estado
(46), el cual adaptaremos para las distintas combinaciones estructura-solucion
(TMD, AMD, HMD). Donde A es la matriz de estado, B: y B> son las matrices de

entrada y C; y Co las matrices de salida,

X(t) = A-x(t)+ B, -w(t) + B, - u(t)
2(t) = C, - x(t) (46)
y(t) =C, - x(t)

Una vez que se ha adaptado el modelo a nuestra estructura, se propone el

siguiente controlador H,, estatico:

u=_Ly(t) (47)
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Definicién: Dado un escalar y > O el controlador (47) se dice que es un control H,

con atenuacion de la perturbacion vy, si se cumplen las siguientes condiciones:

El sistema en lazo cerrado es asintoticamente estable.

IT2wller <.

(donde T es la funcion de transferencia en lazo cerrado entre el vector de

variables a controlar z y la perturbacion w).

El objetivo por tanto consiste en encontrar el controlador H, (47) tal que y sea

minimizada. Si y < 1 el efecto de la perturbacion w sobre la variable controlada z

sera atenuado. Aplicando los resultados de Ilwasaki (lwasaki, 1999) el problema de

encontrar un controlador H, con realimentacion estatica de la salida se convierte

en un problema de resolucion iterativa de dos LMIs (BMI optimization problem)

Lema: Dado un escalar y y el sistema (46) las siguientes afirmaciones son

equivalentes:

Existe un controlador H,, (u = Ly(t)) con atenuacion y de la perturbacion.

Existeun K e Rmn, F e Ry X = XT > 0 eR™ tal que:

(A+FC,)X + X(A+FC,)" XC/
Ll(]/,F,X) = ClX _7/nz
B, 0

(A+B,K)X + X(A+B,K)" XxC,
LZ(VJK'X) = Clx _7//nz
B, 0

Existeun L € R™r, X = XT > 0 eR™n tal que:

(49)
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(A+B,LC,)X + X(A+B,LC,)" XC,' B,
L;(y, LX) = C,X e 0 |<O0 (50)
BlT 0 _7/nw

Por tanto, un controlador H, en lazo cerrado estatico (47) puede ser obtenido
minimizando y sujeto a las condiciones (48) y (49), donde » X, K y F son las
variables. En cuanto a la ganancia del controlador en lazo cerrado estatico L, esta
se obtiene resolviendo la expresion (50) una vez que v y X > 0 cumpliendo (48) y
(49) son disponibles para algin K y F. En (lwasaki , 1993) se desarrolla la

demostracion de estos resultados.

Resumiendo, el problema de optimizacion del control H., con realimentacion

estatica de la salida puede ser formulado de la forma siguiente:

v* = inf{y| K € R™" F € R™",0 < X = X € R™™ L,(y,F,X)
< 0)£2(YFKFX) < 0}

Y dado un @ > y* calcular un controlador con realimentacion de salida estatica
que cumpla ||Tzw||, < a. Desafortunadamente el problema de optimizacion es no
convexo debido a que las condiciones (48) y (49) son desigualdades matriciales
bilineales con respecto a las variables matriciales F, K y X. Sin embargo, si fijamos
F, la condicién L, (y, F,X) se convierte en una LMI en X. Igualmente si fijamos K, la
condicion £, (y, K, X) también se vuelve en una LMI en X, De esta manera se puede

resolver el problema mediante un algoritmo de iteracion dual (lwasaki, 1999).
El algoritmo consiste basicamente en los siguientes puntos:

1) Inicializacién: Elegimos ¢ > 0, fijamos un K, inicial (j=1).

Bucle iterativo:

2) Calculamos a;, F; e Y; resolviendo el siguiente problema de optimizacion
LMI:

(a;, F;,Y;) = argmin {al FERY,0<Y=YT e R, L,(a,F,Y)
<0,Ly(a Kj—1,Y) <0}
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y se fija K;

3) Calculamos y;, K; e X; resolviendo el siguiente problema de optimizacion
LMI:

v, K;, X;) = argmin{y| K € R™",0 < X = X" € R™", L,(y, F;, X)
<0,L,(a,K,X)<0}

y se fija F;

4) Si |yj - yj_1| < efijamos ysu, =V Y Xsup = Xj Yy vamos a resultados. Si no,
(j =j+1)yvamos al paso 2.

5) Resultados: y,, Se considera un limite superior de la minima atenuacion
alcanzable (y*). Un controlador H. con realimentacion de la salida
cumpliendo || T, (Lsup)lleo < ¥sup <y* puede ser obtenido mediante la
resolucion del siguiente problema LMI:

Lsup € R™, L3 (Vsub» Lsupr Xsup) < 0

Donde ysup Y Xsup SON fijados.

Este algoritmo no da un valor 6ptimo global y * ya que el problema de optimizacion
es no convexo y el valor sub6ptimo logrado y depende en gran medida del valor
inicial de K,,. Para fijar este valor inicial se sugiere usar métodos como la ubicacion
de polos, o el diseno mediante LQR entre otros. Una vez que el algoritmo converge,

se obtienen controladores con buenas caracteristicas.

Los modelos de las estructuras con los que se ha trabajado en la tesis para la
aplicacion de este algoritmo son modelos de edificio cortante o de masas
puntuales. En (Poncela, et al., 2007) se plantearon varias soluciones de control,
entre ellas las de un TMD y un AMD para para sistemas de varios grados de
libertad. A modo de ejemplo, las ecuaciones de estado para el caso de una
estructura de tres GDL en las que se ha implementado dichas soluciones se

presentan a continuacion.

En primer lugar, se muestran las ecuaciones para la estructura de tres GDL usando
la idea del modelo de edificio cortante a un edificio de tres pisos en el cual las
rotaciones de una seccion horizontal, al nivel de cada piso, no existen. En la Figura

3.23 se muestra de forma grafica el modelo.
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i
Figura 3.23. Modelos de edificio cortante y masas puntuales de una estructura de tres pisos.

Un modelo mas intuitivo para el desarrollo de las ecuaciones de movimiento del
modelo de edificio de cortante, lo constituye un nuevo esquema de masas
puntuales en el que la rigidez viene definida por muelles y el amortiguamiento por
amortiguadores viscosos. En la Figura 3.24 se muestra el esquema en horizontal de

este Ultimo esquema para facilitar el desarrollo de las ecuaciones del movimiento.

A
Y

X3a

1
-l o |
- Ll

Figura 3.24. Modelo de un sistema con tres GDL

Las variables que se utilizan en las ecuaciones del movimiento, son los

desplazamientos de los pisos junto con sus respectivas derivadas. Asi tenemos:
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Desplazamientos Absolutos Desplazamientos Relativos
X, = Desp. primer piso X; =X
X,, = Desp. segundo piso Xy = X0 = Xia
X3, = Desp. tercer piso X3 = X3a = Xsa

La variable w esta asociada con la senal de perturbacion del sistema (Figura 3.22).
En el caso de que esta sea la aceleracion del terreno en la base de la estructura,
las ecuaciones de movimiento tras aplicar la segunda ley de Newton quedan de la

siguiente forma:

m, - (X, +W)=—K,X, +K,X, —C,% +C,X,

m, - (%,, + W)= —K,X, +KyX; — C, %, +C;X, (52)

ms '(Xsa + W) = —k3X3 —C3X,
Donde m;, k; y c;, son respectivamente las masas, coeficientes de rigidez y
amortiguamiento de los distintos pisos. Si se sustituyen las magnitudes absolutas

por las relativas, y se opera de tal manera que las aceleraciones relativas de los

pisos estén en uno de los lados de la igualdad, se obtiene el siguiente conjunto de

ecuaciones:
k k
Xy =——2 X, +—2 X, ——= R +—2=X, —W
ml m2 ml 2

m, (53)
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Si se expresa este conjunto de ecuaciones mas las correspondientes a las
ecuaciones de velocidad relativa en notacion matricial se obtienen las ecuaciones

de estado del sistema.

X(t)" = A-x(t) + B, - w(t)
2(t) =C, - x(t) (54)
y(t) =C, - x(t)

0 |
A=| % ¥ |, B,=[0 0 0 -1 0 0f
~M?K -MTC (55)

X:[Xl X, X3 X X X3]T

Donde:
ko ke 0
ml m2
MK =| ==L ﬁ.,.ﬁ _ﬁ
ml ml rn2 m2
0 ke [k ks
L m, m, My |

Y M-1C se obtiene reemplazando las k; por c¢; en M-1K.

En el sistema de ecuaciones

(54) se anaden las ecuaciones correspondientes a las variables medidas y, y a las
variables controladas z, tal y como se vio en el sistema de ecuaciones (46) del
problema general de control estructural. En este caso, la estructura no contiene
ninguna clase de dispositivo de proteccion (no hay senal de control u), por lo que el
sistema de ecuaciones obtenido se correspondera con un problema de control en
lazo abierto. Las matrices C1 y C2 se fijan posteriormente en problemas mas

concretos.

En el caso de un TMD se parte del modelo de la Figura 3.25
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Figura 3.25. Modelo de un sistema de tres GDL mas un TMD.

En este caso se obtienen las siguientes ecuaciones matriciales:

X(t) = A-x(t) + B, - w(t)
2(t) = C, - x(t) (56)
y(®) =C, - x(t)

Donde:

0 |
A=| ¥ “ |, B=[0 0 00 -1 0 0 Of
~-M?K -M7C

(57)

con:

_ ﬁ _k_2 ; ; _
m, m,

_k (k_z+£] _k 0

M K = m, m, M, m,
o K [k Kk} _ke
m, m, m; m;
L m m; My

Y M-1C se obtiene reemplazando las k; por c; en M1K.
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Al igual que en (47) se define un controlador H,, estatico como u = L * y, donde
L=[K4 Cq] contiene los parametros del TMD. Una vez manipuladas las expresiones

se obtiene el modelo modificado sobre el cual se aplica el algoritmo de

optimizacion.
04><1 06><l
0 04><4 |4><4
X = 1 [ X+ =1 w 1/m, u
-M7K -M"C
0,4 -1/m, -1/m,
z=[L 0 0 0 0 0 0 0]x (58)

_00010000X
Y=looo0o0000 1

con:

_ ﬁ _k_2 ) 0_
ml ml

ke ["z +k_zj L

M —1K — ml ml m2 m2
o R [k k),
m2 m2 m3

0 0 —k—3 0

L M, ]

Y M-1C se obtiene reemplazando las k; por c¢; en M-1K.

En el caso de un AMD, el modelo es el de la Figura 3.26

]

i
Y

X3a

Xda

1
'
'
'
'
'
e
|

T Gy 'y
Y

Figura 3.26. Modelo de un sistema de tres GDL mas un AMD.
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En este caso las ecuaciones de estado en forma matricial quedan de la siguiente

forma:
X(t)" = A-x(t) + B, -w(t) + B, -u(t)
2(t) = C, - x(t) (59)
y(®) =C, - x(t)
Donde:
0 | :
A:L_“4 e } B,=[0 0 00 -1 0 0 0]

M7K -M7C

60
B,=[0 0000 0 1/m, —@/my+1/m,)[ (0)

Con:

I ﬁ _k_2 0 0 W
ml ml

ke (kz +&] ks 0

M K = m, m, m, m,
0 ke [k k) kg
mZ m2 m3 m3
L m m; My J

Y M-1C se obtiene reemplazando las k; por c; en M1K.

En este caso el término L del controlador H,, estatico u = L * y se corresponde con
un escalar asociado a la parte activa del AMD. Una vez manipuladas las

expresiones, se obtiene el modelo modificado:

04><1 06><1
X = Ouc o X+| -1 |w+ 1/m
- -1 -1 - 3 u
-M™K -M"C
- 0, ~1/m, -1/md
7 = Ix7 :| X
_O7><1 O7><7
y =C,X
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Donde:
ke 0 o |
ml ml

K [kz+£] ks 0

e I K

ok (_3+ s] ke

m2 m2 m3 m3
ook (mk
L m m; My )|

Y M-1C se obtiene reemplazando las k; por c; en M-1K.

C2sefijaa[1 000000 0] cuando se realimente la posicion del primer GDL o [0 O

0 0 100 0]cuando sea la velocidad del primer GDL la que se realimente.

3.2.3 Controles basados en el diseiio mediante el lugar de las

raices

El lugar de las raices es el lugar geométrico de los polos y ceros de una funcién de
transferencia, donde la ganancia del sistema varia en un determinado intervalo
(generalmente de cero a infinito). Mediante el método del lugar de raices se
determina la posicion de los polos de la funcion de transferencia en lazo cerrado
para un determinado valor de ganancia a partir de la funcion de transferencia a

lazo abierto.

El lugar de raices es una herramienta muy Util para analizar sistemas dinamicos
lineales tipo SISO (single input single output) y su estabilidad. Un sistema sera
estable de tipo BIBO (bounded-input, bounded-output) si todos sus polos se
encuentran en el semiplano izquierdo del plano complejo (en el caso de sistemas

continuos) o dentro del circulo unitario del plano z (para sistemas discretos).
Como se mostro en la parte del analisis modal, las estructuras pueden modelarse

como una superposicion de sistemas de un grado de libertad, los cuales

representan a cada modo de la estructura. Dichos modos se definen
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matematicamente con sistemas de segundo orden, por lo que entender estos

sistemas es muy importante para el diseno de los controladores.

La funcion de transferencia de estos sistemas de segundo orden la obtenemos de

la ecuacion (6):

X(S) — 1/m (62)
F(s) s? +j2{wy,s +w?

H(w) =

Donde dependiendo del coeficiente de amortiguamiento, las raices del
denominador o polos seran reales ({=1) o complejos conjugados (0<{<1). En el
caso de estructuras esbeltas como es el caso de las pasarelas peatonales, los
valores de amortiguamiento son en general menores del 1% (Figura 1.3) y por tanto
tendremos un par de polos complejos conjugados por modo. En la Figura 3.27 se

ha dibujado un par de polos conjugados en el plano complejo.

' <:| Bode plot
Jo-wnl view

D -
A

Figura 3.27. Polos complejos conjugados en el plano complejo.

Siendo la parte real o=Cwn y la parte imaginaria wa=wnV (1 -€?), la inversa de la
constante de tiempo y la frecuencia natural amortiguada respectivamente.
Dependiendo de la posicion de los polos en el plano complejo, el sistema de
segundo orden respondera con una forma y velocidad distinta. En la Figura 3. 28 se
muestra la respuesta a un escalon unitario de sistemas de segundo orden con

distintos valores de amortiguamiento.
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Figura 3. 28. Respuesta de sistemas de segundo orden con distintos valores de amortiguamiento.

Con el uso de controladores, como son los de primer orden que se mostraran mas
adelante, podremos variar la respuesta del sistema en lazo cerrado y de esta
manera obtener estructuras con respuestas mas rapidas, con mayores margenes

de estabilidad o con mayor amortiguamiento.

En los sistemas de segundo orden se han definido una serie de parametros que
identifican el tipo de respuesta que dan. El valor de alguno de estos parametros se
usa habitualmente como objetivo de los controladores disenados y se calcula con

las siguientes formulas;

-1 -1

Mp =1+eV1=¢* ,P.0 = 100eV1-¢* (63)
ts = : (64)
T Qwy
T

t, = —————
e (69

216+ 0.6
Tr = fv— 03<7(<08 (66)
n
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Siendo Mp el porcentaje de sobrepaso o overshoot definido en tanto por uno y P.O.
si se define en tanto por ciento. Este parametro es una medida del valor de
sobrepaso que tiene la respuesta del sistema sobre la amplitud de la entrada
escalon. En general, se debe evitar tener sobrepaso altos ya que producen
esfuerzos elevados en los componentes fisicos del sistema. En la formulacion se

observa que el valor del sobrepaso es solo funcion del amortiguamiento.

El tiempo de establecimiento o settling time (ts) es una medida de la velocidad del
sistema. Este parametro mide el tiempo en que la respuesta que da esta acotada
en una banda de amplitud del 2%. En este caso su valor depende tanto del

amortiguamiento como de la frecuencia natural.

El tiempo de respuesta maxima o time to peak (tp), es el tiempo en que se produce

la maxima amplitud de la salida.

El tiempo de subida o rise time (t;) es el tiempo que necesita la respuesta para
subir desde el 10% hasta el 90% de la amplitud del escalén unitario. Tanto este
parametro como el anterior son funcion del amortiguamiento y de la frecuencia

natural.

Todos estos valores se presentan de forma visual en la Figura 3.29.

clf) A
Allowable tolerance

| .w;__—/'\ \4 ) _ LJL_:/.,Z-.tlS

Figura 3.29. Pardmetros de la respuesta de un sistema a un escalén.
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Como ya se ha comentado, el lugar de las raices se emplea para determinar el valor
de la ganancia que da un buen comportamiento del sistema en lazo cerrado. En la
Figura 3.30, se muestra un esquema general del control en lazo cerrado donde G(S)
se corresponde con el modelo o funcion de transferencia del sistema o de la
estructura, Ge(s) es la funcion de transferencia del controlador, R(s) la referencia
del control e Y(s) la respuesta de la estructura. En el problema de control de
vibraciones Y(s) suele ser la respuesta de la estructura en aceleracion y R(s) se fija

a Cero.

G (s) ),

v

t G (s)

Controller Process

Figura 3.30. Diagrama de control en lazo cerrado.

En este esquema de control, el controlador mas sencillo es el proporcional (Ge(s) =
K), cuya respuesta es proporcional al error E(s)=Y(s)-R(s). Este control tiene
limitaciones practicas en cuanto al valor maximo de ganancia que fisicamente se
pude obtenerse. Esto unido al hecho de que ganancias muy altas conducen a
inestabilidades y que en general tendremos errores en estacionario, hace este
control no se use mucho en la practica. Por tanto, si en el lugar de las raices se
observa que el comportamiento deseado del sistema en lazo cerrado no se puede
lograr con el ajuste de una simple ganancia, entonces sera necesario cambiar la
forma del lugar de las raices anadiendo controladores adicionales a la funcidon de

transferencia en lazo abierto.

A diferencia del controlador proporcional, los controladores clasicos como los PIl, PD
y PID (67) y los compensadores en adelanto y atraso (68) tienen en cuenta el
historico de los errores y mediante el ajuste de las distintas ganancias proporcional,
integral y derivativa o de la eleccion de los polos y ceros adicionales
respectivamente se obtendran en muchos casos las respuestas deseadas del

sistema en lazo cerrado.
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K,
G.(s) = Kp +?I+KDS (67)
s+Zp
= 68
Ge(s) TP, (68)

El controlador PD (K| =0) basicamente anade un cero al sistema en lazo cerrado lo
que se traduce en la mejora del transitorio de la respuesta al desplazar el lugar de
las raices hacia la izquierda. En el caso del PI, este anade un cero y un polo en el
origen del plano complejo y muchas veces se usa para eliminar los errores en
estacionario. El PID se emplea para mejorar tanto la dinamica de la respuesta como

para eliminar el error en estacionario.

Partiendo de la ecuacion (68), un compensador es en adelanto si Zo < Po y en
atraso si Zo > Po. Se denominan asi porque al anadir el conjunto de cero-polo se
contribuye respectivamente con un angulo positivo y negativo a la condicion de

angulo del lugar de las raices (Ogata, 1993).

En el caso del compensador en adelanto este se comporta como un filtro pasa altos
y su efecto es el de desplazar el lugar de las raices a la izquierda mejorando la
respuesta transitoria al ampliar el ancho de banda e incrementar la velocidad de
respuesta. Un compensador en adelanto es similar a un control PD, pero con menor

ruido en alta frecuencia.

El compensador en atraso se asemeja al control Pl actuando como un filtro pasa
bajos y desplazando el lugar de las raices a la derecha. Este compensador se usa
cuando siendo la respuesta transitoria del sistema satisfactoria, es necesaria una
reduccion del error en estacionario. En la practica el conjunto cero-polo estan poco
separados y se sitGan muy cerca del origen del plano complejo de forma que

desplacen lo minimo al lugar de las raices.

Varios de estos conceptos se aplicaron para disenar e implementar el control de
amortiguadores de masa activos también conocidos como actuadores de masa

inercial y su implementacion en una pasarela peatonal. Concretamente, se usé el
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APS 400 de APS Dynamics, Inc., un actuador electromagnético de 440 Newtons

(Figura 4. 7), este mismo se us6 para los estudios de analisis modal.

3.2.3.1 Control CACF

En la tesis se propone el uso de una estrategia de control conocida como control
basado en la realimentacion compensada de la aceleracion (CAFC) para su

implementacion en estructuras tipo pasarelas peatonales.

El control CAFC como veremos, es mas indicado que el control por realimentacion
directa de la velocidad (DVFC), estrategia habitualmente empleada en problemas
de control de vibraciones. Un ejemplo de implementacién de un control DVFC para
el control de vibraciones en estructuras es el realizado por Moutinho en 2011
(Moutinho, et al., 2011) donde empled el mismo actuador de masa inercial que en

esta tesis para el control de las vibraciones de una pasarela de banda tesa.

En el DVFC, la velocidad se obtiene por medio de un circuito integrador aplicado a
la medida de aceleracion. Este valor multiplicado por una ganancia se realimenta al
actuador y de forma sencilla se consigue un aumento del amortiguamiento de la
estructura. Para asegurar la estabilidad del sistema, este tiene que ser “colocado”,
lo cual se refiere al hecho de que tanto el actuador como el sensor deben estar
situados en el mismo punto de la estructura (Preumont, 2002). Con esta estrategia
y siempre gue se ubique de manera adecuada el conjunto sensor/actuador, se
consigue tener un sistema robusto a las inestabilidades por “spillover” debidas a la
accion de los controladores en los modos de alta frecuencia no modelados y un
sistema incondicionalmente estable en ausencia de las dinamicas del actuador y
del sensor (Balas, 1979).

Sin embargo cuando las dinamicas del actuador y el sensor son consideradas, la
estabilidad para altas ganancias no se garantiza y el sistema puede tener un
comportamiento de ciclo limite, el cual no es deseable ya que puede tener efectos
muy perjudiciales en la respuesta del sistema (Diaz & Reynolds, 2010), lo que hace

que en esta situacion, el DVFC no es una solucion adecuada.

73



Carlos M. Casado

Generalmente, las dinamicas del actuador y sensor influyen en las dinamicas del
sistema y tienen que ser consideradas en el proceso de diseno del control activo de
vibraciones (AVC). Si dicha interaccion no se tiene en cuenta, el AVC puede exhibir
unos margenes de estabilidad muy pequenos, ser sensible a las incertidumbres en

los parametros y por tanto ser ineficiente.

En la linea propuesta por Diaz en 2010 (Diaz & Reynolds, 2010), se propone una
estrategia de control basado en un compensador en atraso aplicado a la
aceleracion de la estructura. Este compensador tiene en cuenta la interaccion entre
las dinamicas de la estructura, el actuador y los sensores de forma que el sistema
en lazo cerrado muestre las propiedades deseadas de un gran amortiguamiento
para el modo principal de vibracion y grandes margenes de estabilidad. Estas
propiedades llevan a obtener un sistema de control en lazo cerrado robusto con

respecto a su estabilidad y respuesta. (Preumont, 2002)

La ley de control se completa con:

e Un filtro pasa alto aplicado a la salida del compensador en atraso. Este filtro
se disena para evitar la saturacion en la carrera debido a los componentes
de baja frecuencia.

e Una saturacion no lineal aplicada a la senal de control para evitar una

sobrecarga del actuador en cualquier frecuencia.

En la Figura 3.31 se muestran los componentes principales de la estrategia de
control (CAFC) propuesta. Como previamente se ha comentado, la salida medida
del sistema es la aceleracion de la estructura, la cual es la variable mas sencilla de
medir de forma directa y adicionalmente, es la que la mayoria de las normativas y

guias de diseno emplean para evaluar el ELSV de las estructuras.

Por otro lado, rara vez se puede medir las variables de estado del sistema por lo
que un control realimentado basado en la medida directa de la aceleracion
simplifica en gran medida la realizacion fisica del control frente a una
realimentacion de las variables de estado. Como desventaja frente a esta es que el

proceso de calculo de los compensadores que cumplan las propiedades deseadas
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€s un proceso iterativo de prueba y error, mientras que con una realimentacion del
estado, el calculo de las ganancias del sistema se puede realizar matematicamente
con herramientas como el comando place de Matlab (MathWorks, 2019). Un
ejemplo de controlador basado en la realimentacion del estado para el control de
vibraciones en una estructura de laboratorio es el presentado en (Magdaleno, et al.,

2019) y que se mostrara en el apartado de resultados.

) Entrada de (L Respuesta en
r(7) . P(7): .,
referencia aceleracion.
V(t):  Voltaje de control ¥ (1) Aceleracion
compensada.
F(r):  Fuerza del actuador ¥, (1): Voltaje inicial de
control.
p(1): Perturbacion 1(5.): Elemento no lineal
" (planta) TVl (saturacion)

s):  Funcién de transferencia del compensador directo.
Funcion de transferencia del actuador.

\
G(s): Funcién de transferencia de la estructura.

(s): Funcioén de transferencia del compensador en
realimentacion

Figura 3.31. Esquema de control CAFC (Casado, et al., 2013)

En el esquema de control, Ga es la funcion de transferencia del actuador, G es la
funcion de transferencia de la estructura, Cr es el control en realimentacion y Cp es
el control directo. El control en realimentacion es un compensador en atraso que se
disena para aumentar la estabilidad en lazo cerrado y para incrementar el
amortiguamiento de la estructura. El control directo es simplemente un
compensador en adelanto (con propiedad de filtro pasa-alto) disenado para evitar
la saturacion del actuador (final de carrera) a bajas frecuencias. La influencia de
este compensador en la estabilidad global es muy pequefa ya que solo un pequeno

adelanto de fase es introducido. La ley de control se completa con un elemento no
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lineal f(yc) que se comporta como una saturacion no lineal que tiene en cuenta la
sobrecarga del actuador o una no linealidad on-off con zona muerta (Diaz &

Reynolds, 2010). En este caso se ha considerado una saturacion no lineal.

El proceso de diseno presentado en (Diaz & Reynolds, 2010) consta de los

siguientes pasos:

e |dentificacion de la funcion de transferencia del actuador Ga y de la
estructura G.

e Diseno del compensador directo Cp para reducir la sensibilidad del actuador
frente a la saturacion de la carrera.

e Diseno del compensador en realimentacion Cr para incrementar el
amortiguamiento de la estructura y su robustez respecto a la estabilidad y
comportamiento del sistema en lazo cerrado.

e Diseno del elemento no lineal f(yc) que evite la sobrecarga del actuador.

e Por ultimo se selecciona la ganancia usando el método del lugar de las

raices.

La funcion de transferencia del actuador APS 400 con 30 Kg de masa mouvil,
modelada como la relacion entre la fuerza inercial aplicada a la estructura y el
voltaje de entrada es descrita de forma bastante aproximada por un modelo de
tercer orden (Preumont, 2002). La funcién de transferencia identificada a partir de

la FRF experimental de la Figura 3.32 fue la siguiente:

2 2
K s [ 1 j 22400s (69)

T $ +135.45% +519.45 + 8803

G, (s)=
A
(+) s’ +20 0 5+@, \s+¢
Donde Ka>0, wa=8.17 rad? (1.3 Hz) es la frecuencia natural asociada con la masa
movil suspendida {x =0.21 es la razdn de amortiguamiento (incluidos los efectos
eléctricos y mecanicos). El polo -£tiene en cuenta el efecto paso bajo asociado con

estos actuadores. La frecuencia de corte identificada fue de 21 Hz

(e=27-21=131.94 rad1). La Figura 3.32 muestra la magnitud de la FRF del modelo
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identificado y el obtenido experimentalmente del actuador en el rango de

frecuencias entre O y 30Hz.

60 T T T T T
modelled

— — —experimental

Magnitude (dB)

0 L L L L L
0 5 10 15 20 25 30

Frequency(Hz)

Figura 3.32. Funcion de transferencia del actuador G, (s) (Casado, et al., 2013)

El compensador directo es un compensador en adelanto, donde el par cero-polo se
selecciona para evitar la saturacion de la carrera del actuador y asi minimizar los

golpes de la masa inercial con los limites fisicos de la carrera.

s+ A
Cy(s)= (70)
S*1N conp>120

Una vez disenado este compensador directo, el compensador en realimentacion es
disenado considerando las dinamicas del actuador, la estructura y las dinamicas
del compensador de accion directa. Este compensador sera el encargado de
mejorar la respuesta del sistema en lazo cerrado y se ha definido como:

_S+}/

Cp(s) (71)

S cony=0

Si se selecciona un =0, el esquema de control sera una realimentacion de la
aceleracion directa (DAF) y si >>¢, lo que significa que el cero del compensador no
afecta las dinamicas predominantes del sistema, el esquema de control seria
similar a un DVFC. El parametro y se selecciona tal que los polos en lazo cerrado
de la primera frecuencia natural de la pasarela obtenidos: 1) mejoren

sustancialmente la estabilidad, 2.) tengan angulos mas pequenos con respecto al
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eje negativo, de forma que se incremente el amortiguamiento y 3.) Incrementen la

distancia al origen para aumentar la frecuencia natural.

El incremento de la frecuencia y del amortiguamiento del modo predominante se
traduce teniendo en cuenta la expresion (64), en una reduccion del tiempo de

establecimiento de las dinamicas correspondientes.

Por otro lado, la ganancia en lazo cerrado Kc se seleccionara a partir del lugar de
las raices teniendo en cuenta los puntos anteriores y evitando que los polos

asociados al actuador sean inestables (parte real positiva).

Finalmente, la saturacion no lineal se define como:

f(;v;<r>>={ K30 P f=rK

Visign(3,(¢)) 5. (1) >V./K,

Donde K. es la ganancia del control y Vs el maximo voltaje de control del actuador
(nivel de saturacion). Hay que tener en cuenta que debido a la no linealidad de la

saturacion, altas ganancias puede no mejorar el amortiguamiento de la estructura.

3.2.3.2 Control MVF

Cuando se plantea la implementacion practica de un control activo mediante
actuadores comerciales tipo masa inercial, hay una serie de problemas que deben
resolverse para que el control disenado trabaje de forma adecuada. Uno de los
problemas mas importantes sera el de evitar que la dinamica del actuador influya
en la dinamica de la estructura. Para ello, la frecuencia de resonancia del actuador
debera ser considerablemente mas baja que la menor de las frecuencias que se
pretende amortiguar (Preumont & Seto, 2008). Esto no es siempre posible
cumplirlo y mas en el ambito de las estructuras civiles donde los modos
fundamentales suelen estar por debajo de los 5 Hz y en bastantes casos cercanos
a 1 Hz (Figura 1.2).
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En caso de usar una estrategia DVFC con saturacion en el control, la frecuencia de
resonancia del actuador debera ser menos de la mitad de la frecuencia
fundamental de forma que los margenes de estabilidad y la cancelacion de
vibraciones sean los adecuados. Por otro lado, el amortiguamiento del actuador
debe ser mayor del 30% (Hanagan, 2005), para que el sistema no sea
excesivamente sensible a la saturacion de la carrera, lo que llevaria a implementar

controles con pequenas ganancias desaprovechando asi la capacidad del actuador.

Como en general no es posible tener un actuador a medida para resolver un
problema de control de vibraciones concreto, en este apartado se propone variar la
dinamica del actuador disponible mediante la implementacion de controles

internos de realimentacion.

Por tanto, se propone una estrategia de control que consiste en el empleo de dos
lazos de control (Diaz, et al., 2011): (i) un lazo de control interno que modifica la
dinamica del actuador y (ii) un lazo de control externo que anade amortiguamiento
al sistema. El lazo de control interno propuesto es el de un control PD del
desplazamiento de la masa inercial, mientras que el lazo externo es un DVFC. El

conjunto de los dos controles se ha denominado Modified Velocity Feedback (MVF).

/2 (1)

_ Entrada de ...~. Respuestaen
r(®): referencia y(©): aceleracion.
. .. Aceleracion
v(t): Voltaje de control V. (t): compensada.
f(t): Fuerzadel actuador g(v;): Elemento no lineal
. Perturbacion ~ Desplazamiento de la
fo(®): (planta) x(2): masa

Figura 3.33. Esquema de control MVF (Diaz, et al., 2011)

79



Carlos M. Casado

Un esquema general con los principales componentes del control MVF se muestra
en la Figura 3.33, donde el actuador Ga(s) es un sistema SIMO, con un voltaje v(t)
como entrada de control y dos salidas en forma de fuerza aplicada a la estructura
f(t) y un valor del desplazamiento de la masa x(t), el cual se usa como entrada al
control PD interno del actuador. El control PD se disena para modificar la
frecuencia de resonancia y el amortiguamiento del actuador, de forma que dicha
frecuencia sea por lo menos la mitad de la frecuencia fundamental de la estructura

y tenga un amortiguamiento de mas del 30%.

Por otro lado el controlador DVF externo es un integrador “lossy” (73) con el que se
obtiene la velocidad de la estructura a partir de su aceleracion. y es la ganancia y
S debe ser considerablemente mas pequeno que la frecuencia del modo que se

quiere controlar (ax).

Cols) = Si—’”ﬁ (73)

La funcion de transferencia en lazo abierto del control MVF esta formada por la
funcion de transferencia modificada del actuador (Ga(s)), la funcion de
transferencia de la estructura (G(s)) y la funcion de transferencia del controlador

externo (Co(s)) de forma que:
Gr(s) = Ga(s)G(s)Co(s) (74)

Donde @A(s)) es la funcion de transferencia en lazo cerrado de la FT del actuador

Ga(s) (69) con el lazo de control interno Cy(s).

GA(S) B X(S) B 1
14 Ga2(s)Ci(s) con Gaz(s) = V) WGA(S) (75)

GA(S) =

El lazo de control interno se define como:
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Kps

Gls) =K+ ((s/507)+1)

(76)

Donde Kp y Kp son respectivamente las ganancias proporcional y derivativa del
control PD adoptado para el lazo de control interno. También se ha considerado un
filtro pasa bajo en la accion diferencial para evitar problemas de control con
excitaciones de alta frecuencia. Una buena frecuencia de corte del filtro se

considera una con 5 veces el valor del modo a controlar (ax).

Un desarrollo mas completo de esta metodologia se presentd posteriormente en
(Wang, et al., 2018)

3.2.4 Controles para amortiguadores de masa semiactivos

Dentro de todas las posibles propuestas de control para amortiguadores de masa
semiactivos (SATMD) descritas anteriormente, en esta tesis se ha trabajado con
esquemas de control tipo groundhook (GK) y skyhook (SK). Estas estrategias de
control son validas para SATMD con amortiguadores de orificio variable o los
magneto-reoldgicos. La idea del control es emular el comportamiento ideal de un
amortiguador pasivo acoplado entre la masa movil y la “tierra” o el “cielo”

respetivamente. En la Figura 3.34 se muestra de forma grafica estos conceptos.

i
C
2 2
M — M —
ko
Zq Zq
T — - I —_—
kq
I:
k& Mz MA

Figura 3.34. Esquema de los sistemas de control groundhook y skyhook.

Ambas estrategias de control se pueden implementar tanto de forma on-off como

proporcional. Cuando se usa la estrategia on-off, el amortiguamiento varia entre el
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estado de minimo (LS) y maximo (HS) del amortiguamiento dependiendo del valor
del desplazamiento/velocidad absoluto y la velocidad relativa tanto de la masa
movil de la estructura como la del SATMD. En el caso de la estrategia proporcional,
el valor del amortiguamiento (HS) es proporcional a la velocidad de la masa de la
estructura. Usando la nomenclatura mostrada en la Figura 3.34, las leyes de

control se formulan como sigue (Koo, 2003):

Skyhook Zy X Upey < 0 Con—off = HS
control: Ceont = max{LS, min[(g X z,), HS|}
Zy X Vpey > 0 Conoff = LS (77)
Ccont = LS
Groundhook 721 X Vpep = 0 Con-off = HS
control: Ceone = max{LS,min[(g X z,), HS]}
21 X Vpgy < 0 Conoff = LS (78)
Ccont = LS

Con v, =2, —Z,, HS = High State/Amortiguamiento maximo , LS = Low

State/Amortiguamiento minimo y G la ganancia proporcional.

En ambos casos, en las condiciones que establecen el estado del amortiguador el
valor de velocidad relativa v multiplica a la velocidad del SATMD o de la
estructura, en lo que se denomina estrategia basada en la velocidad (VBG). Si se
sustituyen en (77) y (78) los términos Z; y Z,, por sus desplazamiento z; y z,
respectivos, la estrategia de control se dice que esta basada en el desplazamiento
(DBG).

Para el diseno del SATMD se fijo la masa del SATMD (msarmp) y se identifico el
conjunto de parametros Con-orr=[HS,LS] y Ksatmp que hiciera que la FRF de la
estructura tuviera le menor pico. A nivel practico, el sistema se modelo en Simulink
y fue excitado por una senal de barrido frecuencial o Chirp en el rango de
frecuencias del modo de la estructura que se quiere amortiguar. La optimizacion de

dichos parametros se realizo con la funcion “fmincon” de Matlab.
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Figura 3.35. Modelo en Simulink de la estructura con el SATMD con DB-GH Control.

Por otro lado, también se colaboré en el desarrollo de una ley de control inteligente
basado en técnicas neuro-fuzzy aplicadas en un SATMD con amortiguadores MR
para reducir las vibraciones del vano 2 de la pasarela del Museo de la Ciencia de
Valladolid. (Marichal, et al., 2012)

3.3 Normativas y guias de disefio para puentes y

pasarelas peatonales

A lo largo de los ultimos anos se han publicado distintas normas, instrucciones,
recomendaciones y guias nacionales e internacionales con objeto de ayudar a los
proyectistas de estructuras a analizar, en la fase de diseno, el estado limite de
servicio de vibraciones de las estructuras. Tal cantidad de documentacion puede
dificultar dicho proceso en vez de simplificarlo. En este apartado se da una vision

conjunta de estos documentos con el objeto de facilitar dicho proceso de analisis.

En el caso concreto de Espana la situacion se ha vuelto todavia mas confusa con la

aparicion del borrador del nuevo codigo estructural en 2018 y su aprobacion
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prevista para el uno de Julio de 2019 por el proyecto de Real Decreto del Ministerio
de Fomento (Fomento, 2019) ya que el paso l6gico hubiera sido la adopcion en
exclusiva de los Eurocodigos tal que se aplicasen las mismas normas que se usan
en gran parte de los paises europeos (Figura 3.36). Es por ello que resulta adn mas
desconcertante que en pleno proceso de aprobacion de dicho codigo entrara en
vigor el 25 de marzo de 2019 la Orden Circular 1/2019 “sobre aplicacion de los
Eurocddigos a los proyectos de carreteras”. Por el que desde esa fecha, todos los
puentes y estructuras asimilables (pasarelas, pontones, rampas, muros, etc.) deben
cumplir las especificaciones contenidas en las normas UNE-EN 1990, UNE-EN
1991, UNE-EN 1992, UNE-EN 1994, UNE-EN 1995, UNE-EN 1997 Y UNE-EN 1998,
denominadas Eurocédigos Estructurales, junto con los correspondientes Anejos
Nacionales, en su caso. Esto deja sin sentido (al menos para puentes) al Nuevo

Cédigo Estructural.

- Paises donde los Eurocédigos son el Cédigo Estructural Ginico
:I Paises donde coexisten los Eurocodigos con el codigo nacional previo

Figura 3.36. Estado de aplicacion de los Eurocddigos en los distintos paises.

Como resumen, el nuevo codigo estructural derogara la actual EHE-O8 (Instruccion
de Hormigoén Estructural) y la actual EAE (Instruccion de Acero Estructural). Ademas,
el codigo no soélo trastocara todo lo concerniente al hormigdn estructural y el acero
estructural, si no que enmarcara como se debe a los elementos mixtos hormigon-

acero, que hasta ahora se habia tratado de forma ligera. De esta forma el codigo
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consta de cuatro partes: Bases generales, estructuras de hormigoén, estructuras de

acero y estructuras Mixtas.

Con lo que respecta a las recomendaciones de los estados limites de servicio de
vibraciones, el nuevo codigo no aporta nada nuevo que no estuviera en los codigos
derogados. De hecho hay menos informacion que en estos y por tanto no da

recomendaciones claras para evitar el diseno de estructuras excesivamente vivas.

Previo a la aparicion del nuevo cbdigo estructural existia un conjunto de
instrucciones y recomendaciones de aplicacion en el ambito nacional en la que se
daban valores de rangos de frecuencia a evitar y valores de aceleraciones maximas
que servian de guia para el diseno de las estructuras desde el punto de vista
dinamico. Asi, en 1996 el Ministerio de Fomento publicé las recomendaciones para
el proyecto de puentes metalicos sobre carreteras o RPM 95 (Fomento, 2003) y su
homologa para puentes mixtos o RPX 95 (Fomento, 2003). Estas recomendaciones,

en la parte del estado de servicio de vibraciones, se limitaban a establecer el valor
maximo de aceleracion vertical (0.5,/f, (m/SZ)’ siendo f;, la frecuencia fundamental

del vano) para puentes con transito de peatones y pasarelas. Ademas, en ausencia
de calculos especificos, se establecia que la aceleracion maxima era admisible
siempre que se cumpliera una condicion de flecha maxima estatica. Por otra parte,
en 1998 se publicd la primera edicion de la instruccion sobre las acciones a
considerar en el proyecto de puentes de carretera o IAP 98 (Fomento, 2003),
incluyendo las pasarelas peatonales como objeto de dicha norma. Esta instruccion
sb6lo comentaba la necesidad de realizar pruebas de caga dinamicas en aquellas
pasarelas en las que las vibraciones puedan afectar su funcionalidad. En 2011 se
revisd este documento denominandose IAP 11 (Fomento, 2011), en el que se
incluyd un nuevo apartado de “Estado limite de vibraciones en pasarelas
peatonales”. En este apartado se establecian: (a) unos rangos de frecuencia
criticos para los que era necesario realizar estudios dinamicos
(vertical/longitudinal: [1.25-4.60] Hz, lateral [0.50-1.20] Hz) y (b) unas
circunstancias que, con independencia de los valores de las frecuencias naturales,
implicaban la realizacion de estudios dinamicos (luz>50m, anchura Gtil>3m,
tipologia singular, nuevos materiales, ubicacion en zona urbana con previsible

trafico intenso de peatones). Ademas, se establecia por primera vez en la
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normativa espanola una tabla con distintos niveles de confort en vez de establecer

un solo valor limite de confort.

Tabla 3.1 Niveles de confort en pasarelas peatonales (Fomento, 2011)

Rangos de aceleraciones
Grados de confort

Verticales Laterales
Maximo <0.50 m/s2 <0.10 m/s2
Medio 0.50a 1.00 m/s2 0.10a 0.30 m/s2
Minimo 1.00 a 2.50 m/s2 0.30a0.80 m/s2
No aceptable > 2.50 m/s2 > 0.80 m/s2

Por dltimo, en el apartado de pruebas de carga de la IAP 11, se establecia que
cuando la pasarela peatonal esté dentro de los criterios para la realizacion de
estudios dinamicos se incluya el proyecto de prueba de carga dinamica
(parametros dinamicos estructurales, casos de carga, puntos de medida y valores
esperados). En el caso de necesitar la realizacion de pruebas de carga dinamicas,
el documento “Recomendaciones para la realizacion de pruebas de carga de
recepcion de puentes de carretera” (Fomento, 1999) que publicé el Ministerio de

Fomento en 1999 puede ayudar a la definicion de dichas pruebas.

Por otro lado, la instruccion de hormigon estructural o EHE-O8 (Fomento, 2008) y la
de acero estructural o EAE (Fomento, 2011), en sus Ultimas versiones de 2008 y
2011 respectivamente, también establecian el estado limite de servicio de
vibraciones (ELSV) en pasarelas peatonales. La EHE-O8 fijaba el mismo valor de
aceleracion de confort que en la RPX95 y RPM95 y establecia la necesidad de
comprobar el valor de la flecha estatica debida a un peatén de 750N en el punto de
maxima flecha para pasarelas con el primer modo de flexiéon vertical menor de 5
Hz. También indicaba la necesidad de realizar pruebas de carga dinamicas para
pasarelas que por su esbeltez se previera la aparicion de vibraciones que puedan

llegar a ocasionar molestias a los usuarios.
La EAE en su articulo 38 (estado limite de vibraciones) establecia rangos de

frecuencia criticos (vertical: [1.6-2.4]Hz y [3.5-4.5]Hz y horizontal: [0.6-1.2 Hz]) y los

niveles de vibracion maximos que debian cumplirse (vertical: 0.7 m/s2 cuando un
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peaton de 750N ande o corra; horizontal: 0.2 m/s2 en condiciones de uso normal y
0.4 m/s2 en condiciones de aglomeraciones excepcionales). También establecia la
necesidad de realizar estudios con modelos de carga correspondientes a peatones
individuales y grupos de estos (andando, saltando,...) pero no definia que modelos
matematicos de carga deben emplearse. Ademas, estos escenarios de carga

debian acordarse entre el autor del proyecto y el propietario de la pasarela.

En el caso de los Eurocédigos, estos aparecieron como un conjunto de normas
europeas para la ingenieria de caracter voluntario, redactadas por el Comité
Europeo de Normalizacion (CEN) y que pretendian unificar criterios y normativas en
las materias de diseno, calculo y dimensionado de estructuras y elementos
prefabricados para edificacion. Todos aquellos paises miembros del CEN cuyas
normas sean European Norm (EN) (normas UNE en Espana) deberian haber
derogado sus normas nacionales en el ano 2010 mientras que en aquellos paises
en que la normativa no tenga el caracter EN los Eurocodigos eran una alternativa
valida a las normas nacionales. Espana hasta ahora formaba parte del segundo
grupo pero después de la aprobacion de la Orden Circular 1/2019 sobre aplicacion
de los Eurocodigos a los proyectos de carreteras y de la aparicion del nuevo codigo

estructural la situacion no esta muy clara.

De todos los Eurocodigos, los que tratan temas relacionados con la evaluacion del
ELSV y que pueden ser aplicados a pasarelas peatonales son: la UNE-EN
1990:2019 (AENOR, 2019) o Eurocodigo O de Bases de calculo, la UNE-EN 1991-
2:2019 (AENOR, 2019) o Eurocédigo 1 en su parte de cargas de trafico en puentes
y la UNE-EN 1995-2:2016 (AENOR, 2016) o Eurocodigo 5 de estructuras de madera

en el apartado de puentes.

Aparte de las normas nacionales y de los Eurocodigos, existen una serie de
normativas internacionales que en muchos casos han sido la base de las
anteriores. Ejemplos de estas son la ISO 2631-1 Mechanical vibration and shock --
Evaluation of human exposure to whole-body vibration -- Part 1: General
requirements (ISO, 1997) de 1985 y revisada en 1997 y la ISO 10137 Bases for
design of structures: Serviceability of buildings and walkways against vibrations
(ISO, 2007) de 1992 y revisada en 2007.
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Finalmente, en los Gltimos afnos se han publicado guias de diseno de pasarelas
peatonales con el objeto de facilitar a los proyectistas el proceso de diseno y
evaluacion. Las principales guias son la Guidelines for the design of footbridges
(fib, 2005) publicada por el fib en 2005, la Assessment of vibrational behaviour of
footbridges under pedestrian loading (Sétra, 2006) publicada por el Setra en 2006
y la Design of footbridges (Hivoss, 2008) publicada como resultado del proyecto
Hivoss en 2008.

En la Figura 3.37 se muestra una linea temporal con las fechas de publicacion de

los principales documentos de consulta tanto nacionales como internacionales.

Recom.

RPM 95 .
RPY 95 1P 93 Pruebas UNE-EN UNE-EN UNEEN EAE - ynEEN  Codigo
Carga 1990 19912 EHE 19952 IAP11 1895.2  Estructural
1996 1997 1998 1989 2003 2004 2005 2006 2007 2008 2010 2011 2016 2019
1SO ISO fib Setra ISO Hivoss UNE-EN UNE-EN
2631-1 26312 10137 1990  1991-2
(1985) {1989) (1992)

Figura 3.37. Linea temporal con la fechas de publicacion de documentos nacionales e internacionales
relacionadas con el estado de servicio en pasarelas peatonales.

La principal diferencia de estas guias frente a muchas de las normativas, es que
dan pautas de como disenar y evaluar la respuesta dinamica de las pasarelas en la
fase de diseno. En este sentido, dan formulaciones sencillas de modelos de carga
para una persona y grupos de personas en los que se tiene en cuenta factores de

sincronizacion en funcion del rango de frecuencias de paso.

En general, todos estos modelos son de tipo determinista y estan basados en el
desarrollo de series de Fourier y en la aplicacion de coeficientes de sincronizacion.
Uno de los primeros en plantear este tipo de modelos fueron Bachmann y Ammann
en su libro Vibration in structures induced by man and machines (Bachmann &
Ammann, 1987) de 1987.

En la Tabla 3.2 se resumen los rangos de frecuencia criticos y las aceleraciones

maximas de confort en las direcciones vertical y lateral recomendados por las

distintas normativas nacionales e internacionales de forma que se cumpla el
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estado limite de servicio de vibraciones de las estructuras cubiertas por dichos

documentos.

Tabla 3.2 Rangos de frecuencia criticos y aceleraciones maximas de confort recomendadas por las

normativas.
Normativas Frecuencias criticas (Hz)  Aceleraciones maximas de confort (m/s2)
Vertical Lateral Vertical Lateral
Eurocédigo O (Anejo A2) <5 <25 0.7 0_2(0_4)
Eurocodigo 1 <5 <23 min(05,/7,,0.7)  min(0.14[f,,0.15)
Eurocédigo 2 (EN 1992-2) 1.6-24 0.8-1.2
Eurocédigo 5 (EN 1995-2) <5 <25 0.7 0.2
RPX95, RPM95 (Esparia) 0.5\/f_
EAE (Espana) 1.6-24, 0.6-1.2 min(0.5 f 0_7) 0_2(0_4)
135-45 v
BS 5400 (Reino Unido) <5 0.5\/f_
Din-Fachberitch 102 16-24, 0.5\/f_
(Alemania) 135-45 !
SIA 260 (Suiza) 1.6-45 <13
AASHTO 1997 (USA) <3
ONT83 (Canada) 0.25( f )0-78
Austroads (Australia) 15-3
Normativa de Pasarelas 15-23 1
japonesa (1979)
AISC Guide 11 Curva base
100-
ISO 2631-2
VDI 2057 0.6( fv) 0.214
ISO 10137 1.7-23 6 Curva base
1150 2631-2
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4. RESULTADOS

Este apartado muestra la aplicacion practica en estructuras reales de las
metodologias presentadas para, primero la identificacion de sus parametros
modales y posteriormente la aplicacion de sistemas de control basados en
amortiguadores de masa. En primer lugar se describen las estructuras con las que
se ha trabajado en la tesis, posteriormente se presentan los medios fisicos con los
gue se ha contado para la experimentacion y finalmente se muestran los resultados
de la aplicacion de las metodologias presentadas en el apartado anterior en las

estructuras.

4.1 Estructuras en estudio

En esta tesis se ha trabajado con distintos tipos de estructuras. Dentro de estas,
las pasarelas peatonales han sido las estructuras mas estudiadas teniendo en
cuenta que muchas de ellas son ligeras y facilmente excitables por los peatones.
Concretamente se ha trabajado con tres pasarelas peatonales, dos situadas en
Valladolid, la pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid (PMC) y la pasarela
Pedro Gomez Bosque (PPGB) y una sita en Palencia conocida como pasarela Isla
dos Aguas (PIA). Otras estructuras con las que se ha trabajado son las pilas en
proceso de construccion del viaducto de la miel en Nerja (Autovia A7 del
Mediterraneo), la gria de construccion modelo LC2064 de COMANSA y el

experimento AMD-2 de la marca comercial Quanser (Quanser, s.f.).
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4.1.1 Pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid

La pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid (PMC) fue inaugurada en 2004 y
consta de un vano de hormigon de 45 metros y tres vanos metalicos de 51, 111y
21 metros de luz respectivamente (Figura 4.1) . La tipologia resistente de los vanos
metalicos es de entramado triangulado de barras tubulares con seccion hexagonal,
donde el vano 3, el mas largo, cuenta con un sistema de pretensado (Landret &
Gonzalez, 2005) formado por un conjunto de cables longitudinales y transversales
(Figura 4.2) cuyo fin es el de estabilizar dicho vano al paso de los peatones (Gémez,
2004).

Figura 4.1 Vista general de la pasarela del museo de la ciencia (PMC) de Valladolid

Figura 4.2 Detalles de la PMC de Valladolid: Sistema pretensado del vano 3 y su ausencia en el vano 2 de
51 metros.
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De los tres vanos metalicos, la mayoria de los estudios realizados se han centrado
en el vano 2 de 51 metros ya que este es el vano mas facilmente excitable por los

peatones cuando hacen uso de la estructura.

4.1.2 Pasarela de Pedro Gomez Bosque

La pasarela de Pedro Gomez Bosque (PPGB) de Valladolid fue construida en 2011
con tipologia de banda tensa. La pasarela se construyé con una chapa de acero
cortén de 94 metros de longitud, 3.6 metros de ancho y 30 mm de espesor soldada
a tramos de entre 10 y 12 metros (Garcia & Ripoll, 2011). La chapa se ancla
mediante soldadura en los estribos de hormigén de las orillas del rio los cuales
fueron cimentados mediante micropilotes para soportar las grandes cargas de tiro
horizontal de este tipo de pasarelas. En cuanto a la cubierta de la pasarela, se
realizd mediante piezas prefabricadas de hormigén aligerado culminados con un

pavimento de caucho y barandillas de acero inoxidable y vidrio.

Figura 4.3 Vista general de la pasarela del Doctor Pedro Gdmez Bosque (PPGB) de Valladolid
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4.1.3 Pasarela Isla dos Aguas

La pasarela Isla dos Aguas (PIA) también conocida como pasarela de San Miguel
por su cercania a la iglesia del mismo nombre, es una pasarela construida
mediante una cercha con tubos de acero de un solo vano de 52 metros de luz con
un tablero de madera y barandillas metalicas. Al igual que las anteriores, esta

pasarela vibra con facilidad al paso de los peatones.

Figura 4.4 Vista general de la pasarela Isla dos agua (P1A) de Palencia

4.1.4 Pilas del viaducto de la Miel

El Viaducto de La Miel, que forma parte del tramo Nerja-Almunécar de la autovia A7
del Mediterraneo, es una estructura formada por dos tableros de 376 metros de
longitud y vanos de 68-80-80-80-68 metros, compuestos por una estructura
metalica bijacena continua de 3,00 metros de canto constante y una losa de
hormigdbn de 12,20 metros de ancho. La estructura apoya sobre pilas de altura
variable, de hasta 95 metros, ejecutadas por deslizamiento, siendo estas las
mas altas de la autovia A7. Los tableros se ejecutan por el sistema de empuje
desde uno de los estribos, previo montaje de la estructura metalica y parte de
las prelosas del tablero superior y del hormigdn de fondo. (Villameriel, et al.,
2005)
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=

Figura 4.5 Distintas fases constructivas del Viaducto de la Miel de la Autovia A7 del Mediterraneo.

4.1.5 Grua Torre de COMANSA Mod. LC2064

La graa COMANSA modelo LC2064 es una grua torre sin tirantes o “flat top” de
caracteristicas medias altas con los siguientes parametros: Mastil de 38.5 m,
pluma de 54 m, contrapluma de 18 m, contrapeso de 17.5 Tm, peso total sin
contrapeso de 48.69 Tm, capacidad de carga maxima de 12 Tm y capacidad de

carga en punta de 2.5 Tm.

By

£ Y
g

Figura 4.6 Gria COMANSA Modelo LC2064.
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4.2 Equipamiento para la experimentacion

A continuacion se enumeran los distintos sensores, equipos y software usados para

la realizacion de la tesis.

Sensores

Acelerometros IEPE de alta sensibilidad 1V/g (MMF KS48C, PCB 393B04)
Acelerometros MEMS (basados en el acelerometro ADXL 327 de Analog
Devices)

Sensores de desplazamiento (LVDT, de hilo, laser)

Galgas extensiométricas (HBM).

Sensores de magnitudes eléctricas (intensidad, tension)

Células de carga

Plataforma de fuerza Kistler 9286AA.

Equipos de adquisicion de sefal:

HBM MGCplus: con tarjetas de 8 entradas analdgicas, 8 entradas en
tension, 8 entradas RTD, 18 galgas en puente completo.

Oros OR24 de cuatro canales de entrada y dos de salida, ambos
configurables.

Tarjetas de National Instrument.

Equipos de control

Equipos de National Instrument Compact Rio (9076) y PXI (PXI-801).
Excitador Modelo APS 400. Empleado para generar excitaciones armoénicas,
impulsivas, aleatorias y barridos en frecuencia. Masa movil 30.6 kg, rango
de frecuencias entre O y 200 Hz, fuerza aplicada hasta 445 N (1 unidad).
Este excitador se uso tanto para la identificacion de parametros modales de
estructuras como elemento de control de vibraciones trabajando en forma
de amortiguador de masas activo.

Amortiguadores magnetoreologicos de tipo esponja de Lord Corporation y

sus dispositivo de control Wonder Box (2 unidades)
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e Equipo de laboratorio Shake Table Il (AMD2) de Quanser. Formada por mesa
de excitacion unidireccional, estructura de dos pisos y amortiguador de

masa activo. Programacion de los controles en Matlab.

Figura 4. 7 Excitador electrodinamico APS 400 en el centro del vano 2 de 51 metros de la PMC

Software

97

e MATLAB y sus Toolboxes (Simulink, Control System, Robust Control, Signal
Processing, System Identification,...). Para la identificacion de parametros,
simulacién y diseno de controles.

e Working Model 2D. Es una herramienta de CAE que permite crear
simulaciones de sistemas mecanicos reales en dos dimensiones. Incluye
deteccion automatica de colision y respuestas para la geometria NURBS.
Puede trabajar con conjuntamente con Matlab.

e ARTeMIS Modal. Software de analisis modal operacional (OMA) para la
identificacion de los parametros modales de estructuras sin necesidad de
una excitacion controlada.

e OROS Modal 2. Software de analisis modal (EMA) para la identificacion de

los parametros modales de estructuras con excitaciones controladas



Carlos M. Casado

4.3 Identificacion de parametros modales

En este apartado se muestran los resultados obtenidos en distintas estructuras una
vez aplicadas las metodologias desarrolladas en el apartado 3. Primero se
mostraran resultados en cuanto a la identificacion de parametros modales y
posteriormente algunas de las estrategias de control basadas en amortiguadores
de masa empleadas en dichas estructuras. En este Ultimo apartado se compararan
las distintas estrategias y se comprobara si cumple el ELSV marcado por las

normativas.

4.3.1 Pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid

La pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid fue la primera estructura
estudiada y en la que mas pruebas se ha realizado en parte gracias a las
facilidades dadas por los responsables del Museo de la Ciencia y el Ayuntamiento

de Valladolid para poder trabajar en ella.

Las primeras pruebas realizadas fueron simples registros de aceleracion en las
direcciones verticales y horizontales de los tres vanos metalicos con el objeto de
conocer las frecuencias de sus modos principales. En la Figura 3.4 se mostré uno
de los primeros analisis espectrales del vano 2 de 51 metros, en el que se observo
que el primer modo de flexion (3.51 Hz) era facilmente excitable al paso de

peatones corriendo (Casado, et al., 2011).

Posteriormente se realizd un OMA de los tres vanos metalicos de la PMC con objeto
de conocer las formas modales de los modos principales e identificar las mejores
posicione para un hipotético montaje de amortiguadores de masa, en principio
pasivos. Para este analisis se hicieron registros de aceleracion en direccion vertical
en 75 puntos distribuidos a lo largo de los tres vanos metalicos de la pasarela
utilizando una frecuencia de muestreo de 100 Hz (Casado, et al.,, 2011). Cada
registro consistio en la lectura durante 720 segundos de ocho acelerometros,
siendo tres de ellos de referencia (uno por vano). Los parametros modales se
identificaron empleando tres técnicas en el dominio de la frecuencia. Estas son:

FDD (Frequency Domain Decomposition), EFDD (Enhanced Frequency Domain
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Decomposition) y CFDD (Curve-Fit Frequency Domain Decomposition). Los valores

obtenidos con las tres técnicas estan recogidos en la Tabla 4.1.

En la Figura 4.8 se muestran las formas modales de los modos principales de los
tres vanos metalicos de la PMC. A pesar de que los modos del vano 3, el mas largo,
son menores que los del vano 2 y en teoria mas facilmente excitables por las
acciones de los peatones (Tabla 1.1), el sistema de pretensado le dota de valores
de amortiguamiento mayores, lo que se traduce en que el vano 2 en relacion al

vano 3 experimenta mayores niveles de vibracion.

Tabla 4.1 Pardmetros modales de la PMC identificados mediante OMA. (Casado, et al., 2011)

FDD EFDD CFDD
Frecuencia Amortiguam. Frecuencia Amortiguam. Frecuencia Amortiguam.
(Hz) (%) (Hz) (%) (Hz) (%)
Vano 2
3.516 _ 3.514 0.647 3.515 0.636
7.397 _ 7.406 0.562 7.399 0.506
9.351 _ 9.365 0.552 9.367 0.387
Vano 3
1.245 _ 1.243 1.173 1.257 12.33
2.759 _ 2.763 0.563 2.765 0.914
4,785 _ 4,792 0.345 4,792 0.327
Vano 4
8.521 _ 8.562 0.568 8.545 0.585
11.5 — 11.36 1.583 11.34 1.11

1.25 Hz 2.76 Hz 3.51Hz
1° modo flexién Vano 3 2° modo flexion Vano 3 1* modo flexién Vano 2

f , 7
N -7~

4,79 Hz 7.40 Hz
3* modo flexion Vano 3 2° modo flexién Vano 2

Figura 4.8 Formas modales de los modos principales de la PMC
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Una vez conocidas tanto las formas modales como las frecuencias vy
amortiguamientos de los modos principales de la PMC, se planted la identificacion
de la masa modal de alguno de los modos, parametro fundamental para la
construccion de modelos modales en los que simular su respuesta a distintas
entradas y el comportamiento de distintos tipos de amortiguadores de masa y leyes

de control cuando estos sistemas se acoplan a la estructura.

Dentro del conjunto de modos de la Tabla 4.1 y después de hacer registros
temporales diarios, se determin6é que el modo considerablemente mas vivo era el
primer modo de flexion vertical del vano 2 de 51 metros. Por lo que se centrd el
calculo de la masa modal en dicho modo, donde se aplicaron las diversas

metodologias mostradas anteriormente.

En primer lugar se hizo un ajuste de la FRF experimental obtenida en el centro del
vano 2 por medio de la medicion de la excitacion del excitador APS 400 y de la
respuesta en aceleracion de la estructura en el mismo punto y se ajustd a un
sistema de un GDL, obteniéndose una frecuencia natural de 3.5 Hz, un coeficiente

de amortiguamiento del 0.6% y una masa modal cercana a 18000 Kg.
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Figura 4.9 Ajuste de la FRF del modelo de 1GDL a la FRF experimental del 1* modo de flexion del vano
2 de la PMC (Casado, et al., 2010).
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Posteriormente se obtuvo una FRF usando una sefal chirp, pero ahora en un rango
de frecuencia entre 1y 15 Hz. De esta forma, el primero y el tercero de los modos
de flexion podian ser excitados con el excitador dispuesto en el medio del vano. El

modelo paramétrico ya identificado fue el siguiente.

5.40-1075* 5.85-107s%
G(S) = T
s +0.3079s +483.6 s°+0.5887s+3451

(79)

La Figura 4.10 muestra la magnitud de las FRF obtenidas con el modelo ajustado y
de forma experimental en el rango de frecuencia que va de 1 a 15 Hz. En la figura
se observa que los modos 6.3 Hzy 7.4 Hz correspondientes con el primer modo de
torsion y segundo de flexion del vano 2 respectivamente son apenas apreciables en
el medio del vano y es por ello que no se tuvieron en cuenta en el modelo. La
funcion de transferencia (79) fue el modelo usado en el diseno del AMD que se

vera en otro apartado.

Magnitude (dB)

modelled
— — —experimental H

T T

2 4 6 8 10 12 14
Frequency (Hz)

Figura 4.10 FRF experimental y ajustada de la respuesta de aceleracion en el centro del vano 2 de la PMC
(Casado, et al., 2013)

En el caso del método basado en el acoplamiento de un oscilador (Porras, et al.,
2012), se fijo mediante cinchas una estructura metalica con una masa oscilante
cercana a 200kg en el centro del vano 2 de la PMC (Figura 4. 12). En la Figura
4.11 se muestra la respuesta en aceleracion en el centro del vano 2. Los valores de
velocidad necesarias para la aplicacion del algoritmo temporal se obtuvieron

integrando y filtrando las senales de aceleracion.
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Figura 4.11 Respuesta libre en aceleracion del vano 2 de la PMC. (Porras, et al., 2012)

La masa modal del vano 2 obtenida mediante los algoritmos en el dominio

temporal y en frecuencia fue de 18,06 y 17,95 Tm respectivamente.

Figura 4. 12 Masa oscilante acoplada en el centro del vano 2 de la PMC. (Porras, et al., 2012)

En el caso del método basado en el incremento de la respuesta o Build up, a
diferencia de lo planteado en el apartado de metodologia, se midid in situ la

excitacion ejercida por una persona en la pasarela por medio de una plataforma de

fuerza.

En la Tabla 4.2 se muestran los resultados obtenidos una vez ajustado el modelo
de 1 GDL por minimos cuadrados. En las pruebas se excit6 la estructura mediante
salto y balanceo o bouncing a la frecuencia de resonancia de 3,5 Hz. El bouncing
consiste en hacer un movimiento similar al salto pero sin despegar totalmente los

pies del suelo.
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El modelo se ajustdé con rangos de valores entre 3,45 y 3,55 Hz para la frecuencia,
0,1 y 1% para el amortiguamiento y 15000 y 23000 kg para las masas. Los
incrementos de valores fueron de 0.01 Hz, 0,1% y 100 kg para la frecuencia,
amortiguamiento y masa respectivamente. Los resultados obtenidos muestran un
valor de frecuencia de 3.49 a 3.51 Hz, un valor de amortiguamiento entre el 0,5 y
0,7% y por ultimo una masa modal que varia de 17400 a 19400 kg. A pesar de que
se ha registrado la carga del peaton, podemos concluir que el método basado en el
ajuste del build up de la aceleracion de la estructura da valores aproximados de
masa modal que pueden valer para una primera estimacion. Esto se vera también
en las pruebas realizadas en la Pasarela Isla dos Aguas de Palencia, en las que
esta vez si que se usaron, tal como se describe en la metodologia, registros de
excitacion de laboratorio y no registros in-situ para el ajuste del modelo. En este

caso la variacion de los resultados es todavia mayor.

Tabla 4.2 Valores de ajuste del modelo para las pruebas de Build up de la PMC usando plataforma de

fuerza.

Excitacion Frecuencia Amortiguamiento Masa Error medio
Saltando 3.49 0.7 19600 0.2200
Saltando 3.50 0.5 19400 0.2944
Bouncing 3.49 0.5 17400 0.0802
Bouncing 3.51 0.6 18000 0.0381
Bouncing 3.50 0.6 17500 0.1236
Bouncing 3.50 0.6 17300 0.1353
Bouncing 3.51 0.5 19100 0.0796

5 : : : 4

il

Aceleracion real
Aceleracion modelo

—

Aceleracion real
Aceleracién modelo

N

aceleracién(m/sz)
o

aceleracién(m/sZ)
NS o

o
1
N

10 20 30 40 50
tiempo(s)
Excitacion: Saltando

0 10 20 30 40
tiempo(s)
Excitacién: Bouncing

o

Figura 4.13 Ejemplos del ajuste conseguido mediante el método del ajuste del Build up en el el vano 2 de
laPMC.
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En la Figura 4.13 se muestran los resultados del ajuste del modelo matematico en
dos de las pruebas realizadas. La grafica de la izquierda se corresponde a una

excitacion por balanceo y la de la derecha a una excitacion por salto.

En la Tabla 4.3 se resumen las masas modales junto con las frecuencias y los
amortiguamientos del primer modo de flexion del vano 2 de la PMC obtenidos tras

aplicar las distintas metodologias.

Tabla 4.3 Tabla resumen pardmetros modales identificados del primer modo de flexion del vano 2 de la

PMC
Método Frecuencia (Hz) Amortiguamiento (%) Masa modal (Kg)
Anédlisis modal (Modal A) 3,49 0,38 16983
Ajuste de la FRF. 3,50 0,7 17900, 18518
Método oscilador - - 17950, 18040
Por ajuste del Build up 3,49 -3,51 0,5-0,7 17400 -19400

En la tabla se ha anadido el valor calculado a partir del valor “Modal A” obtenido
con el software comercial OROS Modal 2 al aplicarse el método de peak picking. En
este caso se obtuvo en uno de los ajustes un modal A de -4.48e+01-2.18e+05j y la
coordenada modal en el centro del vano (la de mayor desplazamiento) fue de
0.541.

De la Tabla 4.3 se concluye que los valores de masa modal y amortiguamiento
obtenidos con las distintas metodologias son mas variables que los de frecuencia.
Si se analizan los resultados de la masa modal obtenidos, el método del ajuste del
Build up es el que presenta mayor variabilidad en el conjunto de valores. En
cualquier caso, el valor estimado de la masa es suficiente para construir un modelo
modal sencillo de la estructura con el que poder simular de manera bastante
aproximada la respuesta a distintas entradas y poder evaluar la mejora obtenida
con amortiguadores de masa de diferente peso y tipologia acoplados a la
estructura. Por otro lado, el método de ajuste del Build up, frente al resto, es el
mas sencillo de realizar en las pruebas de campo, puesto que, con un registrador
portable de un solo canal, un acelerometro y un metronomo, es suficiente para una
vez procesada la senal, obtener un valor representativo de la masa modal del

primer modo de flexion en pasarelas peatonales vivas con comportamiento lineal.
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Este modo es en general el modo problematico y por tanto el que se tratara de

amortiguar.

4.3.2 Pasarela Isla dos Aguas

En la PIA tras un primer analisis espectral para identificar las frecuencias de los
modos principales de flexion y torsion, se hizo una estimacion de la masa modal del

primer modo de flexion (2,6 Hz) mediante el ajuste del build up del registro de

aceleracion. (Casado, et al., 2017).

Figura 4.14 Excitacion de la PIA mediante el bouncing de una persona.

En este caso a diferencia de la PMC. se hicieron en primer lugar los registros de
fuerza de dos personas en el laboratorio mediante una plataforma de fuerza a
distintas frecuencias y distintas acciones (salto, balanceo). Una vez en la pasarela
se realizaron las pruebas de excitacion mediante el balanceo de una persona en el
medio del vano a la frecuencia de resonancia de 2.6 Hz (Figura 4.14). Las pruebas
se realizaron con dos personas (Testers) con pesos en torno a 100 y 85 kg
respectivamente para estudiar la influencia del peso y del perfil de la excitacion en

los resultados.

Con los registros de respuesta en aceleracion obtenidos, lo primero que se hizo es
usar la respuesta libre del registro, marcada en rosa en la Figura 4.15, para
calcular el amortiguamiento mediante el ajuste de la curva envolvente (Figura

4.16), lo cual es similar al método de decremento logaritmico.
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Figura 4.15 Partes de los registros de aceleracion usados para el calculo del amortiguamiento.
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Figura 4.16 Calculo del amortiguamiento mediante ajuste de curva.

En la Tabla 4.4 se muestra un resumen con los valores de amortiguamiento y
frecuencia obtenidos asi como el intervalo de valores de estos cuando el ajuste de

la curva ser realiza usando distintas porciones de los registros.

Tabla 4.4 Valores de amortiguamiento y frecuencia obtenidos en las pruebas de campo de la PIA

Magnitud Peaton A (100kg) Peaton B (85kg)

Test1 Test2 Test 3 Test 4 Test 5 Test 1 Test 2 Test 3

Amortiguamient. (%) 0.476  0.521 0.410 0.491 0.444 0.459 0.482 0.504

Valores temp. de [0.347, [0.480, [0.341, [0.435, [0.346, |[0.343, [0.417, [0.412,
amortig. (%) 0.551] 0.556] 0.460] 0.564] 0.495] | 0.495] 0.521] 0.589]
Frecuencia (Hz) 2.613 2.607 2.618 2.665 2.656 2.618 2.615 2.623

Valores temp. de [2.604, [2.604, [2.609, [2.604, [2.613, |[2.607, [2.609, [2.595,
frecuencia (Hz) 2.622] 2.613] 2.622] 2.622] 2.627] | 2.622] 2.622] 2.646]
Valores temp. de [0.127, [0.755, [0.118, [0.372, [0.245, |[0.111, [0.486, [0.161,

aceleracion (m/s2) 2.313] 2.317] 0.823] 2.274] 2.136] 1.942] 2.845] 3.547]
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Una vez conocidos los valores de amortiguamiento y frecuencia del modo, se
calculé su masa modal ajustando la parte creciente de la respuesta (build up) real
con la de un sistema de un grado de libertad excitado con el registro de fuerza
obtenido en el laboratorio. En la Figura 4.17 se ha marcado en rosa las partes de

los registros usados para dicho ajuste.
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Figura 4.17 Partes de los registros usados para el calculo de la masa modal.

En la Figura 4.18 se muestra el resultado del ajuste en una de las pruebas.
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Figura 4.18 Ejemplo de ajuste de un registro de aceleracion de la pasarela con el de un sistema de un
GDL ajustado.
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En la Tabla 4.5 se presentan los parametros obtenidos para los modelos de un GDL
una vez ajustados a las respuestas reales de la pasarela. Se comprueba gue los
valores de frecuencia y amortiguamiento difieren poco, mientras que para la masa
modal se obtiene una mayor variabilidad con valores que van desde los 13700 Kg
hasta los 18200 Kg. Es por ello que, como ya se coment6 en el caso de la PMC,
este método si se aplica, deberia tenerse en cuenta que no es muy preciso y que da
un orden de magnitud de la masa modal de la estructura, lo cual en muchos casos
es suficiente para por ejemplo realizar estudios iniciales de simulacion de
respuesta de la estructura a distintas cargas y con distintas soluciones de control

de vibraciones.

Tabla 4.5 Valores de ajuste de los sistemas de un GDL (PIA)

Tester A (100 Kg) Tester B (85kg)

Test 1 Test 2 Test3 Test 1 Test 2 Test 3
Masa (Kg) 18200 15700 16900 | 13700 16600 14700
Amortiguam. (%) 0.45 0.50 0.50 0.40 0.4 0.4
Frecuencia (Hz) 2.6 2.605 2.605 2.645 2.6 2.6

4.3.3 Pasarela Pedro Gomez Bosque

La pasarela Pedro Gémez Bosque es una estructura de banda tesa con un
comportamiento modal mas complejo que las anteriores. Esto se refleja en un
mayor niumero de modos en el rango de frecuencia de paso tipico de un peatdn

andando.

Tabla 4.6 Parametros modales de los primeros modos de la PPGB durante las distintas fases
constructivas.

Pletina Pletina con losas Pletina con losas y
barandilla
Freq (Hz) Amort. (%) Freq (Hz) Amort. (%) Freq (Hz) Amort. (%)
BZ_2 0,92 1,49 0,85 1,73 0,89 1,49
BZ_1 1,08 0,97 0,92 1,66 - -
BY_1+TX_1 1,20 1,24 1,17 1,39 - -
BZ_3 1,47 0,95 1,34 1,00 1,42 0,89
BY_2 +TX_2 1,68 0,86 1,44 1,21 1,47 0,88
BZ_4 1,84 0,77 1,72 0,86 1,84 0,77
BY_ 3+TX_3 2,24 0,63 2,01 0,98 2,27 0,68
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Figura 4.19 Primeros modos de flexién vertical y transversal y de torsién de la PPGB (Lorenzana, et al.,
2014)

En esta pasarela, se colabord con la empresa constructora en el monitorizado de
las tensiones de la pletina de acero durante sus fases de lanzamiento y posterior
tesado. Por otro lado, se realizaron varios analisis modales operacionales durante
las fases constructivas de la pasarela con el objeto de conocer la evolucion a nivel
modal de la estructura y como paso previo a la verificacion del estado limite de
servicio de vibraciones. Los resultados de tres OMAs (EFDD) en distintas fases
constructivas, a) con la pletina una vez tesada a la tensién de diseno, b) una vez
dispuestas las losas prefabricadas y c) una vez fijadas las barandillas, se recogen

en la Tabla 4.6 y sus formas modales se presentan en la Figura 4.19, En ella la
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figura se observa como los modos de flexion vertical (BZ_2, BZ_1,BZ_3 y BZ_4) son
basicamente puros, mientras que los de torsion (TX_1, TX_2 y TX_3) estan
acoplados con modos de flexion lateral (BY_1, BY_2 y BY_3). Una explicacion de
esto podria ser la diferencia de tension entre los cantos de la pletina debido a una
falta de simetria completa de la pletina y de su fijacion en los estribos como

consecuencia del proceso constructivo (soldaduras a tramos).

En principio, esta pasarela no ha sido usada para el diseno de sistema de control
de vibraciones, pero si ha sido monitorizada durante un periodo de tiempo de mas
de un ano con el objeto de conocer como variaban sus parametros modales
respecto a las condiciones medioambientales y para verificar el ELSV al paso de los

peatones (Lorenzana, et al., 2014).

Para ello se instalé en las barandillas un conjunto de 18 acelerometros MEMS
triaxiales (9 por barandilla) modelo ADXL327 MEMS de Analog Devices. Estos
acelerometros con rangos de medida de +2.5 g, 500 mV/g de sensibilidad y ancho
de banda de mas de 550 Hz, fueron integrados en una pequena placa junto con
otros elementos electronicos (condensadores, resistencias, reguladores de tension)
que fijaban los valores de los filtros analégicos y para la adecuacion de la tension
de alimentacion del acelerémetro (lban, et al., 2018). El registrador elegido fue un
CompactRIO 9076 de National Instruments con dos tarjetas NI 9205 de 32 canales
analégicos siendo la frecuencia de muestreo fijada a 200Hz, de forma que no

hubiera ningun problema tipo Aliasing en el rango de frecuencias de interés.

Con respecto a la influencia de la temperatura en los parametros modales se

obtuvieron los valores de la Tabla 4.7.

Tabla 4.7 Variacion de los valores experimentales de la frecuencia de los modos de la PPGB respecto a la
temperatura. (Lorenzana, et al., 2014)

o Frecuencia (Hz) Cambio Frec, (%)
Modo 5(%) 55C 20°C 35°C Media  %(°C) _ %(35°C)
Bz 2 0,18 0,895 0,868 0,840 0,868 31 -3,2
BY_1+TX_1 0,20 1,005 1,050 1,096 1,050 4,3 4.4
BZ_3 0,23 1,436 1,410 1,390 1,412 1,8 -11,4
BY_2+TX_2 0,33 1,540 1,530 1,520 1,530 0,7 -0,7
BZ_4 0,14 1,840 1,780 1,730 1,783 3,4 2,8
BY_3+TX_3 0,13 2,310 2,230 2,150 2,230 3,6 -3,6
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Por otro lado, si se usan las normas ISO 2631 (ISO, 1997) y ISO 10137 (ISO, 2007)
para evaluar en términos de RMS y factores R la confortabilidad de la PPGB, se
obtienen valores como los que se muestra en la Figura 4.20, en la que se muestra
como la PPGB tiene niveles de vibraciones tolerables por los peatones durante la

mayor parte del tiempo.
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Figura 4.20 Aplicacion los criterios de confortabilidad de la ISO 2631 en la PPGB. (lban, et al., 2018)
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4.4 Estrategias de control y verificacion del ELSV

En este apartado se presentan los resultados obtenidos al aplicar las distintas
metodologias presentadas en el apartado 3 para el diseno de amortiguadores de
masa pasivos, semiactivos y activos. En algunos de los estudios también se
comprobod si tras acoplar el amortiguador de masa a la estructura, esta cumplia el
estado limite de servicio (ELSV) que marcan las distintas normativas en términos de

aceleraciones pico (Tabla 3.2).

4.4.1 Amortiguadores de masa pasivos (TMDs)

En este apartado se presentan los amortiguadores de masa pasivos disenados

para las pasarelas peatonales PMC y PIA 'y para una grua torre.

4.4.1.1 TMD de la PMC:

En (Casado, et al., 2010) y (Casado, et al., 2011) se disend un TMD para el vano 2
de la PMC. Este TMD, de masa en torno a 185 Kg (u~1%), se sintonizé6 usando
formulaciones clasicas y el algoritmo de optimizacion para el calculo de
controladores H« de orden fijo desarrollado en el apartado 3 (Poncela, et al., 2007).
Los resultados obtenidos con las distintas técnicas de sintonizado se recogen en la
Tabla 4.8.

Tabla 4.8 Valores obtenidos con distintos sintonizados para el TMD del vano 2 de la PMC.

Sintonizado  TMD Masa TMD Frecuencia Rigidez TMD Amortig. TMD
(kg) TMD (Hz) (N/m) (Ns/m)
(Den Hartog, 1934) 185 3.464 87657 494.92
(Warburton, 1982) 185 3.482 88558 501. 28
(Connor, 2003) 185 3.455 87206 491. 48
(Tsai & Lin, 1993) 185 3.450 86955 504. 05
(Poncela, et al., 2007) 185 3.452 87015 537.23

Las FRFs obtenidas con estos valores se muestran en la Figura 4.21, donde se
observa que los resultados son muy similares y por tanto la mejora obtenida al usar

uno u otro conjunto de parametros es poco apreciable a nivel practico.
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Figura 4.21 FRFs de la respuesta del vano 2 de la PMC con los TMDs disefiados. (Casado, et al., 2010)

En la Figura 4.22, se muestran algunos detalles del montaje temporal del TMD en

el centro del vano 2 de la PMC.

Figura 4.22 Implementacion préctica de un TMD en el vano 2 de la PMC.

En la Figura 4.23 se muestran las aceleraciones maximas desarrolladas por la
estructura con y sin TMD en las pruebas de ELSV. Para estas pruebas, un peatén
con una masa de 100 Kg, caming, balance6 y salté a la mitad de la frecuencia de
resonancia. En otro conjunto de pruebas corrid, balanceé y salté a la frecuencia de

resonancia (3,5Hz).
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Figura 4.23 Picos de aceleracion y limites de confort para distintas normativas.

En los resultados se observa la gran mejora obtenida con el TMD, donde excepto en
la prueba de salto a la frecuencia de resonancia, la respuesta de la estructura con
TMD cumple con los valores limites de confortabilidad marcados en los Eurocodigos
(UNE-EN 1995-2).
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4.41.2 TMD de la PIA

En la pasarela Isla dos Aguas de Palencia se simularon a partir del modelo
calculado en el apartado 4.3.2 las respuestas obtenidas en la pasarela cuando se
acoplan TMDs con masas que van de los 200 Kg a los 500 Kg. Para el sintonizado
se usaron las mismas formulaciones que en el caso de la PMC y otras dos
formulaciones basadas en la optimizacion de las normas H2 y H. (Weber, et al.,
2006) presentadas en la guia “SAMCO: Guidelines for Structural Control”.En la
Figura 4.24 se muestran las FRFs obtenidas con estas formulaciones para un TMD
de 500 Kgy para TMDs de 200 a 500 Kg.

TMD SAMCO Hinf w/o damp. 500 Kg TMD
-40 r -40
wio TMD wio TMD
-45 i 200 Kg TVD as| connor )
/\ 500 Kg TMD Den Hartog
-50 50 SAMCO H2 wo damp
/ \ SAMCO Hinf wo damp
-55 Tsai Lin
/ \ -55 Warburton with damp.
-60 Warburton w/o damp.
-60 Poncela
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frecuencia(Hz)

75 / \ e ~

80 -75

-85 -80
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Figura 4.24 Ejemplos de las FRF obtenidas con y sin TMD en la PIA

En la Tabla 4.9 se recoge a modo de ejemplo el conjunto de parametros de TMDs
de masa entre 200 y 300 Kg cuando se usan las formulaciones de Den Hartog y la

de optimizacién de la norma Hs propuesta en la tesis.

Tabla 4.9 Parametros del TMD usando el sintonizado de Den Hartog y Poncela.

Magnitud Masa TMD (Kg)
200 220 240 260 280 300
Rigidez (N/m) Den Hartog 52065 57130 62171 67186 72176 77142
Rigidez (N/m) Poncela 51632 56629 61592 66510 71384 76232
Amort. (N*s/m) Den Hartog 425.7 488.7 554.1 621.7 691.4 763.0
Amort. (N*s/m) Poncela 458.5 537.2 628.2 702.2 752.8 832.2

Para los estudios de ELSV, se us6 el modelo de carga propuesto en la ISO 10137
(ISO, 2007) para un peatéon de 100 Kg, cuya senal fue ponderada en el tiempo
usado la forma modal del primer modo de flexion (2,6 Hz). La razdn de ponderar la
senal de la carga es consecuencia de los estudios realizados en de Sebastian (de
Sebastian, et al., 2013), donde se mostraba que el uso de modelos de carga sin

ponderar daban sobreestimaciones de la respuesta. En la Figura 4. 25 se muestra
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en azll la senal de carga segun la norma y en rojo una vez ponderada con la forma
modal. Para el tiempo de duracion de la excitacion se tuvo en cuenta la relacion
entre la velocidad de desplazamiento y la frecuencia de paso formulada en la guia
fib (fib, 2005) y la propuesta por (Nummela, et al., 2007)

1SO10137: 1 pedestrian load model

3000 Not weighted ||
— Weighted
2000
=
g
5 1000 k‘ \H
P\
: |
-1000
0 5 10 15 20 25

time(s)

Figura 4. 25 Modelo de carga usado en la PIA basado en ISO 10137

En la Figura 4.26 se muestran las aceleraciones maximas obtenidas una vez
acoplado un TMD de 200 a 500 Kg. De la grafica se desprende que es necesario
un TMD cercano a 500 Kg si se quiere tener una aceleracion maxima menor de
0.7m/s?2 (UNE-EN 1995-2). Estos valores se compararan posteriormente con los
obtenidos con una solucion basada en un amortiguador de masa semiactivo de

igual masa.
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VDI2057
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Figura 4.26 Picos de aceleracion maxima con TMDs de 200 a 500 kg en la PIA.
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4.4.1.3 TMD de lagraa de Comansa

En (de Sebastian, et al., 2009) se presenta otro ejemplo de uso de amortiguadores
de masa pasivos en otro tipo de estructuras. En este caso los TMDs se emplearon
para ahadir amortiguamiento a los modos principales de la torre y pluma de una
grua torre modelo LC2064 de COMANSA.

} N A W0 W A W W W W W 1
NN NN NN NN YNNI UREY =

a) b)

Figura 4.27 Grua torre objeto del estudio “COMANSA LC2064”. a) Disefio CAD y b) Modelo en
Elementos Finitos

A partir de los datos y planos constructivos del fabricante, se model6 la gria en
elementos finitos haciendo uso de elementos shell como puede verse en la Figura
4.27. Con el objeto de realizar un ajuste manual de dicho modelo y calcular el
amortiguamiento del primer modo de flexion de la torre al cual se sintonizaran los
TMDs, se registro la vibracion ambiental de la griGa mediante un acelerometro en la
parte alta de la torre y se identificaron las dos primeras frecuencias de la torre
(0.242 Hzy 0.637 Hz).

Una vez modelada usando MEF y ajustados los modos de la torre a las frecuencias
obtenidas experimentales, se obtuvieron los modos de la Figura 4.28. En esta se
presentan los parametros modales (frecuencia, participacion de masa) y formas
modales de los dos primeros modos de flexion de la torre y la pluma. Por otra parte,
el amortiguamiento de 0,7% de primer modo de flexion de la torre, fue calculado
experimentalmente de los registros de aceleracion mediante el método del

decremento logaritmico.
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Modo 2
Modo 1 Frecuencia: 0.727 Hz
Frecuencia: 0.245Hz Masa modal/Masa total: 0.281
Masa modal/Masa total: 0.531

Modo 3 Modo 4
Frecuencia: 1.300 Hz | Frecuencia: 3.650Hz
Masa modal/Masa total: 0.052 Masa modal/Masa total: 0.007

Figura 4.28 Parametros modales de los primeros modos de la gria con contrapeso. (Masa total de la grda:
66195 kg)

De los modos obtenidos los que interesan amortiguar mediante un TMD son los de
mayor masa modal, es decir el primer modo de flexion de la torre (modo 1) y el

primer modo de flexion de la pluma (modo 2).

Teniendo en cuenta que las graas torre disponen de un contrapeso con un valor de
masa elevado, esta masa, bien en su totalidad o parcialmente se presta bastante
bien para su uso como TMD. El empleo de todo el contrapeso como masa del TMD
supone que la masa del amortiguador de masa sea del orden de la masa modal del
primer modo de la estructura a diferencia de las aplicaciones en estructuras civiles
donde rara vez la razén de masas supera el 1%. El uso de tanta masa en el TMD
plantea el problema de emplear estrategias mecanicas para reducir al minimo el
rozamiento cuando la masa se mueve. En el trabajo se estudiaron tres casos para
la masa del TMD: a) emplear la totalidad del contrapeso (17500 kg), b) usar 10000
Kg y c) usar 5000 kg. Los resultados en cuanto a masas y frecuencias de los dos

primeros modos obtenidos mediante el MEF se resumen en la Tabla 4.10.

118



4. Resultados

Tabla 4.10 Parametros modales de la grda con distintos contrapesos actuando como TMD.

Modo Frecuencia (Hz) Masa modal /Masa Masa total gria Masa del contrapeso
total (Kg) como TMD (Kg)
1 0.293 0.452 48695 17500
2 0.781 0.323 48695 17500
1 0.270 0.490 56195 10000
2 0.754 0.299 56195 10000
1 0.257 0.511 61195 5000
2 0.739 0.290 61195 5000

Los parametros Optimos para las tres propuestas de TMD, sintonizadas para el
primer modo de flexion de la torre mediante la formulacién de (Connor, 2003), se

presentan en la Tabla 4.11

Tabla 4.11 Parametros éptimos de los TMD

mq (Kg) kda (N/m) cd (Ns/m) fa (Hz)

5000 8916.03 3012.46 0.2125
10000 12675.45 7287.05 0.1795
17500 11088.85 13001.00 0.1267

Con estos valores se simul6 la respuesta del modelo bidimensional de la grua torre
en el software Working Model 2D bajo una excitacion escalon de magnitud igual a
la carga maxima en punta de la pluma (2500 Kg). Una imagen del modelo en plena
simulacion se observa en la Fig. 6. En ella se puede ver como la masa del

contrapeso es acoplada a la grida mediante un muelle y un amortiguador.
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Figura 4.29 Simulaciones con un modelo bi-dimensional de la grda torre en Working Model 2D.

Las respuestas temporales simuladas con las distintas estrategias, fueron

analizadas y comparadas en términos del incremento de amortiguamiento obtenido

119



Carlos M. Casado

en los dos primeros modos. Estos valores se presentan en la Tabla 4.12. En ella se
observa tanto la gran mejora de la dindamica del primer modo de la torre, como una
pequena mejoria de la dinamica de la pluma. En las simulaciones se ha trabajado
sin amortiguamiento estructural para simplificar los calculos. Es por ello, que no se

us6 el amortiguamiento de 0,7% calculado experimentalmente para la torre.

Tabla 4.12 Amortiguamiento modal de la gria con el TMD en sus dos primeros modos.

Masa TMD Modo sintonizado Amortiguamiento Amortiguamiento
(Kg.) modo 1 (%) modo 2 (%)
17500 1° flexién torre 10.45 1.64
10000 1° flexién torre 10.11 0.86
5000 1° flexion torre 8.49 0.37

Bloques (Contrapeso)

Cesta
'

Amortiguadores (c variable)

S o

Soporte neumatico W\ )

—

\

Figura 4.30. Patente ES1064158 (U) de TMD en grua torre.

El diseno de la ejecucion practica del TMD se reflejo en la patente ES1064158
(Lorenzana & Poncela, 2007), cuyo esquema de diseno se presenta en la Figura
4.30.

4.4.2 Amortiguadores e masa adaptativos (ATMDs)

En este apartado se presenta el estudio realizado para el diseno de un TMD

adaptativo para el proceso de construccion de pilas en viaductos.

4.4.2.1 TMD adaptativo del Viaducto de la Miel

En (Casado, et al., 2007) se presentd un diseno de TMD adaptativo para su uso en
combinacion con los encofrados auto trepantes para la construccion de pilas de

viaductos. El diseno se particularizdé para las pilas del viaducto de La Miel que
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forma parte del tramo Nerja-Aimunécar de la autovia A7 del Mediterraneo, En

concreto para su pila mas alta de 92 metros.
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Figura 4.31 Modelo FEM y pardmetros modales de la pila de 92 metros del Viaducto de la Miel.

El estudio se basé en la simulacion del modelo de elementos finitos de la pila
ajustado experimentalmente a las frecuencias de los dos primeros de flexion. Estas
se obtuvieron del analisis espectral de los registros de aceleracion realizados
cuando la pila estaba a mitad de su altura y una vez finalizada. En la Figura 4.31,
se presenta tanto el modelo en elementos finitos, como los valores de frecuencia y
masa modal de los dos primeros modos de flexion para distintas alturas tras haber

ajustado el modelo.

Con estos datos, se estudiaron los resultados obtenidos para cuatro estrategias:
e Caso B: TMD fijo a una altura de 50 metros y sintonizado a los parametros
modales de la pila finalizada (92 metros)
e (Caso C: TMD embarcado en el encofrado auto trepante y sintonizado a los

parametros modales de la pila finalizada (92 metros)
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e Caso D: TMD fijo a una altura de 50 metros y sintonizado a los parametros
modales de la pila en esa altura.
e (Caso E: TMD embarcado en el encofrado auto trepante y sintonizado a los

parametros modales de la pila en cada instante.

El Caso A corresponde a la pila sin TMD

90 T T T T T T

— Case A:without TMD
Case B:TMD at 50m(tuned to 92m pier)
Case C:TMD on formwork(tuned to 92m pier)
— Case D:TMD at 50m(optimal tuned)

70 —— Case E:TMD on formwork(optimal tuned)

80

30

20 &
B

0 @ﬁ@%‘@//@/@
50 55 60 65 70 75 80 85 90 95
Height(m)

10

Figura 4.32. Tiempos de establecimiento para las distintas propuestas de TMD.

Con estos datos se simul6 para cada caso el tiempo de establecimiento a distintas
alturas constructivas de la respuesta libre de la pila una vez que esta es liberada de
una carga fija lateral aplicada en la parte alta de la estructura. Como es légico, el
Caso E es el 6ptimo y por tanto el mas deseable a nivel practico. Con respecto a los
otros, el Caso B es el mas desfavorable y entre el caso C y D habria que valorar
otros parametros con es el aceleraciones maximas obtenidas cuando se aplican

cargas tipo viento a la estructura.

Con objeto de conocer como afectan los errores en el sintonizado del elemento de
rigidez y amortiguamiento del TMD en el tiempo de establecimiento de la
estructura, se hizo un estudio de sensibilidad de ambos parametros. Los resultados

obtenidos se presentan en la Figura 4.33, donde el eje de abscisas representa el
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tanto por ciento de variacion respecto al valor 6ptimo de sintonizado de los

parametros de rigidez y amortiguamiento.

100 F F F F F F F F F
—— changing stiffness from optimal value
— changing damping from optimal value

90 [+
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50

time(s)

40

30

20 —
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Figura 4.33. Estudio de sensibilidad de los pardmetros del TMD (tiempo de
establecimiento)

De la figura se concluye que el sintonizado del TMD es mucho mas sensible a su
parametro de rigidez y que se obtienen mejores resultados cuando se dobla el valor
del parametro de amortiguamiento del TMD. Una explicacion a esto es que para la
estructura en estudio la formulacion de Tsai y Lin (Tsai & Lin, 1993) usada en el

sintonizado no fuera la 6ptima.

En la Figura 4.34, se presenta el diseno conceptual de un TMD adaptativo para la
construccion de pilas de viaductos. En este diseno se varia el amortiguamiento del
TMD por medio del uso de amortiguadores magneto-reolégicos y por simplicidad, se
varia la masa del TMD en vez de su rigidez para alcanzar la frecuencia de
sintonizado 6ptima. Para ello se propone el uso de una estructura metalica a modo
de caja que se ira rellenando con el hormigdn usado en la construccion de las pilas.
La caja ira fijada al encofrado auto trepante por medio de vigas que estableceran el
parametro de rigidez del TMD. Para el control de los valores de amortiguamiento y
cantidad de hormigén (masa TMD) depositada en la caja se propone el uso de un

controlador industrial tipo PLC y un conjunto de sensores que monitorizaran en
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tiempo real los parametros del TMD vy la pila. De esta forma se propone el uso de
galgas extensiométricas en las vigas para el calculo de la masa del TMD, el uso de
acelerometros en la caja y encofrado para conocer la respuesta del TMD y de la pila
y el uso de un sensor de desplazamiento laser para conocer la altura real de la pila,

cuyo valor puede ser usado para ir modificando los parametros del TMD a tramos

de forma planificada.
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Figura 4.34 Esquema de TMD adaptativo para la construccion de pilas de viaductos.
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4.4.3 Amortiguadores de masa semiactivos (SATMDs)

En este apartado se muestra el diseno de amortiguadores de masa semiactivos
para la PMCy la PIA. En ambos disenos se basa en un control tipo GroundHook y se
us6 la metodologia propuesta en (Koo, 2003). Los resultados obtenidos en término
de aceleraciones maximas se compararon con las obtenidas con TMDs de la misma
masa y se verificd si estos valores cumplian con las aceleraciones maximas de

confort marcadas por las distintas normativas.

En el caso de la PMC, se tratd de implementar fisicamente el SATMD,
aprovechando que se habia desarrollado un TMD de 200 Kg de masa moévil. Para
ello se sustituyeron los amortiguadores viscosos por un par de amortiguadores
magneto-reoldgicos tipo esponja de Lord Corporation. Desafortunadamente estos
amortiguadores daban valores de amortiguamiento muy inferiores a los necesarios

segun las simulaciones.
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4.4.3.1 SATMD de la PMC

En (Casado, et al., 2008) se presento6 el diseno de un SATMD para el vano 2 de la
PMC. Para su diseno se eligi6 un SATMD con amortiguadores MR con control tipo
Ground Hook.

Dentro de los cuatro esquemas de control Ground Hook propuestos por Koo:
e on-off Velocity Based Ground Hook Control (on-off VB-GH)
e continuous Velocity Based Ground Hook Control (continuous VB-GH)
e on-off Displacement Based Ground Hook Control (on-off DB-GH)

e continuous Displacement Based Ground Hook Control (continuous DB-GH),

Los mejores resultados se obtuvieron aplicando la estrategia on-off DBG. Esta
estrategia se resume en las expresiones (77), donde sera necesario registrar el
sentido de desplazamiento de la estructura y la velocidad relativa del SATMD con

respecto a la estructura.

A nivel practico, la direccion del desplazamiento se puede obtener de un
acelerometro, teniendo en cuenta el desfase de 180° entre las dos magnitudes. En
el caso de la velocidad relativa, esta puede ser obtenida derivando la senal de
desplazamiento relativo entre la estructura y la masa del TMD obtenida por medio

de un LVDT o un sensor de desplazamiento de hilo.
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Figura 4.35 FRF obtenidas para el TMD y el SATMD en el vano 2 de la PMC.
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En la Figura 4.35 se muestran las FRFs de la estructura sin amortiguadores de
masa (verde), con un TMD de 200 kg optimamente sintonizado (rosa) y con un
SATMD de 200kg usando bien la estrategia on-off DBG, o bien, la on-off VBG (azul).
De entre todas ellas, como ya se ha comentado, el SATMD con control on-off DBG

es la que presenté mejores resultados.

Los parametros obtenidos en el algoritmo de optimizacion usando la estrategia on-
Off DBG se resumen en la Tabla 4.13. En la tabla se muestran los rangos de
valores de cada parametro, el valor inicial y el final obtenido en el proceso de
optimizacion.

Tabla 4.13 Valores iniciales y finales obtenidos tras la rutina de optimizacion (On-Off DBG)

Parametros Valor Rango de parametros Valor final
SATMD inicial
Masa (Kg) 200 - 200
Amortig. ON (N/ms) 3500 [600, 10000] 3938
Amortig. OFF (N/ms) 100 [50, 600] 50
Rigidez (N/m) 100000 [75000, 150000] 87709

Con estos resultados, se intenté implementar fisicamente mediante la modificacion
del TMD pasivo desarrollado, cambiando los amortiguadores hidraulicos por dos
amortiguadores magneto-reolégicos de tipo esponja cedidos a CARTIF por Lord
Corporation. En la imagen de la derecha de la Figura 4.22 se puede ver uno de

estos amortiguadores montados en la estructura del TMD.

Voltage [ V]=2.406- Current [A] + 0.435 [A]

.
=—e— Experimental
4.5H = Linear approximation 4

Voltage [V]
£

4] 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8
Current |A]

Figura 4.36 Caracterizacion de la curva Intensidad de salida-voltaje de entrada de la Wonder Box de Lord
Corp.
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Previamente, estos amortiguadores habian sido caracterizados en conjunto con el
TMD. La forma de controlar el amortiguamiento de los amortiguadores MR es
mediante el cambio del valor de la intensidad de su circuito generador de campos
magnéticos variables. De manera practica, se utilizaron los dispositivos Wonder Box
de Lord Corporation con los que mediante una senal en tension (0-5 Vdc) se
obtenia una intensidad proporcional. Esta curva fue caracterizada por Jiménez y

Alvarez-lzaca (Jiménez & Alvarez-lzaca, 2005) como se muestra en la Figura 4.36.

En el caso de los amortiguadores tipo esponja cedidos por Lord Corporation, se
recomendaba no ser comandados con intensidades de mas de 0,5 A para evitar
sobrecalentamientos y por tanto el deterioro de dichos amortiguadores. De la curva

de ajuste se obtuvo un valor de 1,66 Vdc.

Con todos estos datos, se realizaron registros de aceleracion de la masa del SATMD
de 30 segundos cada uno y 200 Hz de frecuencia de muestreo, donde la tension de
mando de los Wonder Box se varié desde OV en incrementos de 0.1 Vdc hasta
llegar a 2Vdc. El objeto de los ensayos fue caracterizar el amortiguamiento obtenido
con los distintos voltajes aplicando el método de decremento logaritmico a la
respuesta libre de la masa. Para asegurar la linealidad de los resultados, se
realizaron al menos tres ensayos por tension. Los resultados obtenidos junto con

un registro de ensayo se muestran en Figura 4.37.
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Figura 4.37 Ensayos de caracterizacion de la curva Intensidad de salida-voltaje de entrada de la Wonder
Box de Lord Corp.
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Como puede comprobarse en la grafica, para valores de O a 0.5V el valor del
coeficiente de amortiguamiento no varia, lo cual concuerda con la grafica
Intensidad-Voltaje de la Figura 4.36. A partir de 0.5V y a medida que se aumenta el
voltaje de mando de los Wonder Box, el amortiguamiento se incrementa de forma
mas o0 menos lineal hasta que se alcanzan los 1.5V-1.6V momento en el cual no se
consigue aumentar el amortiguamiento y en muchos casos este disminuye. Esto
concuerda con la recomendacion dada por Lord Corp. Un momento en la
realizacion de estas pruebas junto con un detalle de los amortiguadores MR tipo

esponja se muestra en la Figura 4. 38.

Figura 4. 38 Pruebas de amortiguamiento del SATMD variando el voltaje de los amortiguadores MR.

Analizando los valores de amortiguacion obtenidos se observa como los valores de
coeficiente de amortiguamiento obtenidos van de 80 Ns/m (o 40Ns/m por
amortiguador) para tensiones de 0-0.5V a 500Ns/m (250Ns/m por amortiguador)
para tensiones cercanas a 1.5V. Estos valores estan muy lejos de los 3938 Ns/m

calculados anteriormente (Tabla 4.13).

Al repetir la simulacion del control on-off DBG (Figura 4.35), pero con los valores de

amortiguamiento experimentales, se obtuvieron las FRFs (rojo) de la Figura 4.39.
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Los resultados mostraron que estos amortiguadores no eran validos para su

implementacion en un SATMD de 200 kg para el vano 2 de la PMC.
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Figura 4.39 FRFs con los valores de amortiguamiento experimentales al usar los amortiguadores MR tipo
esponja de Lord Corporation.

4.4.3.2 SATMD de la PIA

En (Casado, et al., 2017) se disenaron SATMDs de masas entre 200 y 500 kg para
la pasarela Isla dos Aguas en Palencia. Al igual que en la PMC se us6 la estrategia

de control on-off DBG.

En la Figura 4. 40 se muestran las FRFs obtenidas con TMDs y SATMDs
sintonizados de forma oOptima. En ellas se observa la notable mejoria que se
obtiene con una solucién semiactiva frente a una pasiva. En la Tabla 4. 15 se

presentan los parametros 6ptimos obtenidos para SATMDs de 200 a 300 kg.

30 T
30 : w/o TMD
w/o TMD —— TMD
—— T™D 25 SATMD: ON-OFF DBG H
25 SATMD: ON-OFF DBG [+ / \
/ \ 20
20

ah / a S —
10 / —< N VAN
’ \ / N\
5 / \ﬁ
5 Z N ) K
\k 0

0 2 25 3 35

2 2.5 3 3.5 Frequency (Hz)

Frequency (Hz)
a) b)

Figura 4. 40 FRFs de la PI1A sin amortiguadores de masa y con TMDs y SATMDs de: a) 200 kg y b) 300
kg.
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Tabla 4.14 Parametros del SATMD (On-off DBG) obtenidos para distintas masas.

Maghnitud SATMD Masa (Kg)
200 220 240 260 280 300
Rigidez (N/m) 51704 56928 62171 67182 72177 77276
Amortig. On (N*s/m) 1872.8 1657.5 2558 2763.5 3015.4 6433
Amortig. Off (N*s/m) 101.8 243.4 99.8 90.3 98.9 108.6

Al igual que en el caso del TMD, se hicieron estudios de ELSV usando el mismo
modelo de carga ponderado basado en la norma ISO 10137 (Figura 4. 25). En la
Figura 4. 41, se muestran las respuestas de la pasarela a esta carga sin
amortiguadores de masa (negro), con un TMD de 300 kg (rosas) y un SATMD de
300 Kg (azul). La figura muestra de nuevo la mejora obtenida con un SATMD frente

a un TMD pasivo.

5 T

w/o TMD
TMD i
SATMD

aoceleration(m/sz)

0 5 10 15 20 25 30

Figura 4. 41 Respuesta temporal simulada de la PIA con TMD y SATMD de 300Kg

En la Figura 4.42, se muestran los picos de aceleracion obtenidos en las
simulaciones con TMDs y SATMDs de masas entre 200 y 500 kg. La imagen
muestra como, al contrario que en el caso de los TMDs donde se necesitaba una
masa minima de 500 kg, en el caso de un SATMD se necesitan masas inferiores a

200 kg para cumplir con el Eurocodigo 5 (UNE-EN 1995-2).
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Figura 4.42 Picos de aceleracion maximos de la PIA con TMDs y SATMDs de masa entre 200 y 500 Kg.

4.4.3.3 SATMD magnético de rigidez variable

En (Lorenzana, et al., 2012) se presentd la patente de un amortiguador de masa
magnético de rigidez variable. La variacion de la rigidez se consigue mediante la
interaccion entre elementos magnéticos situados de forma alineada en el SATMD.
En la practica, uno o varios elementos magnéticos se situaran en la masa movil, y
otro conjunto en el bastidor del SATMD (fija a la estructura) enfrentado a los
anteriores tal que se produzca la interaccion entre los campos magnéticos
presentes. De forma general podemos decir que si se produce un efecto de
atraccion entre los elementos magnéticos, aportaremos rigidez negativa a la
estructura y por tanto disminuiremos la frecuencia del modo/modos de la
estructura, y si se produce repulsion, el efecto sera el de aportar rigidez positiva y

en este caso aumentar la frecuencia del modo/modos de la estructura.

En la Figura 4. 43 se muestran los principales elementos del SATMD de rigidez
variable. Asi, este dispositivo comprende medios de fijacion, de guiado y de ajuste
de movimiento de una masa. Los medios de fijacion y guiado de la masa (1)
comprenden un soporte con la masa en uno de los extremos (1.1) y un eje de
rotacion en el otro (1.3). Los medios de ajuste de movimiento (3) comprenden un

amortiguador (3.1), dos imanes permanentes (3.2) y una bobina electromagnética
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(3.3). El amortiguador se dispone entre el bastidor y la masa, un iman se dispone
sobre la masa (2) y el otro iman se dispone sobre el bastidor (5) enfrentado al
anterior y rodeado coaxialmente por la bobina electromagnética para variar el

campo magnético.

Figura 4. 43 Principales elementos del SATMD magnético de rigidez variable. (Lorenzana, et al., 2012)

La ventaja de este amortiguador de masa frente a otros es que evita los problemas
de rozamiento de las soluciones con guiado vertical y debido a esto se consigue
que la transferencia de energia inercial sea mas eficiente. Otra ventaja consiste en
que es posible adaptar los parametros del amortiguador de masa y hacerlo de
manera instantdanea mediante la variacion de la corriente que circula por las

bobinas electromagnéticas, modificando asi la rigidez del amortiguador de masa.

En las pruebas llevadas a cabo se comprueba que el nimero preferente de los
imanes permanentes dispuestos sobre la masa son dos, el de los imanes
permanentes enfrentados a éstos son dos y las bobinas electromagnéticas
correspondientes son dos, dispuestos equidistantes respecto del amortiguador

para asegurar una mayor estabilidad.

Ejemplos de realizaciones practicas del SATMD adaptativo con imanes
permanentes y con imanes permanentes y electroimanes fueron presentados por
(Magdaleno, et al., 2016) y (Hernandez, et al., 2017) respectivamente. En el ultimo

caso también se dotd al sistema de una amortiguacion variable mediante la
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variacion del campo magnético de un electroiman situado en la masa movil y

enfrentado a una distancia fija de una placa de material no ferromagnético.

4.4.4 Amortiguadores de masa activos (AMDSs)

En este apartado se muestra el diseno e implementacion temporal de un AMD en la
PMC de Valladolid. Por otra parte, se presentan los resultados de simulacion

obtenidos al aplicar el control MVC al modelo modal del vano 2 de la PMC.

4.4.4.1 Disefio e implementacién de un AMD (CACF) para el vano 2
de la PMC

En (Casado, et al., 2013) se presentaron los estudios realizados para la
implementacion de un control activo basados en un AMD el vano 2 de la PMC y en
una ley de control CAFC. Para la implementacion fisica del AMD, se usoé el excitador
electrodinamico APS 400 de APS Dynamics ,cuyo modelo matematico es el
mostrado en (69), dos acelerometros de 1V/g de sensibilidad y un controlador (NI-
PXI-8101) con una tarjeta (NI PXI-6221) con 16 Entradas analdgicas de 16 Bits a

250 kS/s y dos salidas analdgicas de National Instrument.

El diagrama de control es el de la Figura 3.31. Donde los parametros seleccionados
para cada uno de los elementos de control fueron A=5,6 y n=24,6 para el control
directo, y>50 para el control en realimentacion, Kc=60 y Vs=1 para
respectivamente, los parametros de ganancia del controlador en lazo cerrado y
maximo voltaje de control que definen el elemento no lineal. En el lugar de las
raices se observé que la ganancia limite a partir de la cual el actuador se volvia
inestable era de 82. En cuanto al maximo voltaje de control, se observé que con 1v
se evitaba la sobrecarga del actuador en todo el ancho de banda de la excitacion.

Con estos valores se obtuvo lugar de las raices de la Figura 4.44. Donde la funcion
de transferencia en lazo abierto era la combinacion de las funciones de
transferencia de la estructura (G(s)), del actuador (Ga(s)), del control directo (Cp(s)) y

del control en realimentacion (Cg(s)).

G, (s)=C,(5)G, (5)G(5)Cr (5) (80)
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Las dinamicas introducidas por el sensor no se consideraron en el esquema de
control ya que son despreciables en las frecuencias de interés para el control. La
frecuencia de muestreo de los valores de aceleracion fue de 1000Hz y la senal de
control fue generada en cada periodo de muestreo. La senal de control digital se

convirtié en continua mediante un mantenedor de orden cero (ZOH).
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Figura 4.44 (a) Lugar de las raices de la FT GT=GpGaGGe. (b) zoom del origen, (x) polos, (0) ceros, (A)
actuador (F) Pasarela peatonal. (Casado, et al., 2013)

Se hicieron varias pruebas caminando, corriendo y saltando en el vano 2 de la PMC
parar valorar la eficacia del control disenado. Teniendo en cuenta que el primer
modo de la excitacion del vano es el vertical a 3,5 Hz, las pruebas realizadas por un

peaton de entorno a 100Kg fueron las de caminar a 1,75 Hz, correr a 3,5 Hz y
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saltar a ambas frecuencias. En las pruebas de correr y caminar, el peatén hizo un
recorrido de ida y vuelta en el vano 2, mientras que en las de saltar se hicieron con
una duracion de 30 segundos. Todas las pruebas se realizaron con la ayuda de un
metréonomo el cual emitia una senal sonora a la frecuencia fijada. Estas pruebas
también se hicieron con un control pasivo basado en un TMD de casi 200 Kg cuyo

sintonizado se ha mostrado anteriormente.

Para comparar los resultados obtenidos con la estrategia pasiva, la activa y la
estructura desprovista de controles se us6 el valor maximo de aceleracion y el
MTVV (Maximum Transient Vibration Value) obtenido a partir de la aceleracion
RMS. En la Figura 4.45 se muestra el registro temporal de la senal de aceleracion

del vano junto con la curva MTVV calculada de una de las pruebas realizadas.

Tabla 4.15 Resultados de las pruebas de campo realizadas en el vano 2 de la PMC con distintas
estrategias de control. (Casado, et al., 2013)

Sin control T™MD Reduccion (%) AMD Reduccion (%)

Caminar a 1,75 Hz:

Aceleracion pico (m/s2) 0,41 0,25 39 0,16 70
MTVV (m/s2) 0,21 0,14 33 0,06 67
Correr a 3,50 Hz:

Aceleracion pico (m/s2) 3,34 0,85 74 1,19 64
MTVV (m/s2) 2,20 0,35 84 0,69 68
Saltara 1,75 Hz:

Aceleracion pico (m/s2) 2,28 0,45 80 0,59 74
MTVV (m/s2) 1,35 0,24 82 0,26 80
Saltar a 3,50 Hz:

Aceleracion pico (m/s2) 3,41 1,40 59 3,06 10
MTVV (m/s2) 2,31 0,81 65 1,75 24

El conjunto de los valores obtenidos en las pruebas se ha recogido en la Tabla
4.15. En la ella se observa como el AMD disenado con 30 kg de masa movil trabaja
bien, con reducciones por encima del 67% en términos de MTVV, para todas las
pruebas excepto cuando se salta a la frecuencia de resonancia, donde la mejora
cae hasta el 24%. Esto es principalmente debido al hecho de que la fuerza maxima
de 400N que puede dar el AMD es considerablemente menor a la fuerza inducida
por el peaton. En cambio el TMD con una masa cercana a 200 Kg responde mejor a
esta excitacion, no asi a las excitaciones de baja amplitud que se obtienen al

caminar donde la estrategia activa es claramente superior.
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aprecia que la estrategia de control activa es superior a la pasiva.

Figura 4.45 Prueba corriendo a 3,5 Hz: (a) Sin control. (b) TMD. (c) AMD. (Casado, et al., 2013)

También se pueden comparar las dos estrategias pasiva y activa en términos del
incremento del amortiguamiento obtenido en el modo en estudio. Para ello se
calcul6 el amortiguamiento de la estructura mediante la aplicacion del método del
decremento logaritmico a las curvas temporales de aceleracion obtenidas, una vez
excitado el vano saltando tanto a su frecuencia de resonancia de 3,50 Hz como a la

mitad de esta. Los resultados obtenidos se muestran en la Tabla 4. 16 donde se
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Tabla 4. 16 Incremento del amortiguamiento con la estrategia pasiva y activa. (Casado, et al., 2013)
Sin control (%) TMD (%) _ AMD (%)
Saltara 1,75 Hz: 0,72 2,37 3,30
Saltar a 3,50 Hz: 0,91 2,39 3,63

4.4.4.2 Disefio de un AMD (MVF) para el vano 2 de la PMC

En (Diaz, et al.,, 2011) se presentd el diseno de un control MVF para un AMD
basado en un actuador inercial y se simulé su comportamiento en el vano 2 de la
PMC de Valladolid. Con objeto de verificar la mejora obtenida con el MVC frente al

DVF, también se disenod y simul6 este.

Ambas estrategias (DVF y MVF) se disenaron para cancelar el primer modo de
vibracion a 3.5 Hz, garantizando un margen de ganancia suficiente para el sistema
AVC. En primer lugar, se disen6 el DVF, ajustando la ganancia en el lugar de las

raices de la FT en lazo abierto (81).

Gr(s) = Ga1(s)G(s)Co(5) (81)

Donde Ga1(s) es la FT del actuador de masa inercial APS 400 (69), G(s) es la FT de
la PMC (79) y Co(s) es el integrador usado para obtener la velocidad de la
estructura a partir de la aceleracion (73). Del lugar de las raices se obtuvo un limite
de ganancia de Ypyciumit = 2010 para hacer el sistema inestable. Para la
simulacion se selecciond un ypyc = 982 con el que se obtuvo un amortiguamiento

del primer modo de 0,3 y un margen de ganancia de 6,22 dB,

En cuanto al MVF, este se disena para un wy =w; =3,48+2xmrad/s. Las
ganancias del PD se fijaron a KP=-19,26 y KD=-0.04. con estos valores se dibujo el
lugar de las raices y se obtuvo un limite de ganancia de yyyr imic = 7520. Si se
selecciona una ganancia yyyr = 1130, se consigue el mismo amortiguamiento que
en el DVF, pero un margen de ganancia bastante sensiblemente mayor (15,56 dB),

mejorando la estabilidad relativa del AVC.
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En la Figura 4. 46 se muestran las curvas de ganancia de las FT en lazo cerrado de
la estructura con los dos controles y sin estos y la curva de ganancia de la FT de
actuador inercial para los dos controles. De las curvas se deprende que la mejora
dinamica obtenida en la PMC es similar, pero con el control MVF el actuador tendra

menos problemas de saturacion de carrera.
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Figura 4. 46 Curvas de ganancia de las FT: a) PMC con los lazos de control (MVF,DVF), b) Actuador
con (MVF) y sin lazo interno (DVF)
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5. CONCLUSIONES Y TRABAJOS FUTUROS

La tesis que se presenta es la recopilacion de los estudios realizados de forma
individual y en colaboracion en los Gltimos anos dentro de la tematica de analisis y
control de vibraciones en estructuras esbeltas. La gran mayoria de los estudios han
sido realizados en la Fundacion CARTIF en colaboracion con la Universidad de
Valladolid. A continuacion se presentan los proyectos de investigacion financiados

en los que se ha colaborado.

e Proyecto de Investigacion RTI2018-098425 del programa estatal de |+D+i
orientada a los retos de la sociedad, en el marco del plan estatal de
investigacion cientifica y técnica y de innovacion 2017-202 del Ministerio de

Ciencia, Innovacion y Universidades.

e Red de excelencia BIA2015-71942-REDT de la convocatoria 2015-Redes de
excelencia del programa estatal de fomento de la investigacion cientifica y

técnica de excelencia del Ministerio de Ciencia, Innovacion y Universidades.

e Proyecto de investigacion BIA2014-59321 del programa de apoyo a
Proyectos de Investigacion Fundamental No Orientada (PIFNO) del Ministerio

de Ciencia y Competitividad.
e Proyecto de investigacion BIA2011-28493 del programa de apoyo a

Proyectos de Investigacion Fundamental No Orientada (PIFNO) del Ministerio

de Ciencia e Innovacion.

e Proyecto de investigacion VAO19A07 del Programa de apoyo a proyectos de

Investigacion de la Junta de Castillay Le6n
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e Proyecto de investigacion PCT-380000-2007-4 financiado por el Ministerio

de Educacién y Ciencia.

e Proyecto de investigacion C16/2006 del programa de ayudas a la
realizacion de proyectos de investigacion, desarrollo e innovacion
tecnolégica en el marco del Plan Nacional de Investigacion Cientifica,
Desarrollo e Innovacién Tecnoldgica 2004-2007, correspondientes al Area

de Transportes y Construccion, del Ministerio de Fomento.

e Proyecto de investigacion FIT 380000-2005-0104 DRAGADOS S.A

financiado por el Ministerio de Industria.

De la colaboracion en estos proyectos y otros internos en CARTIF, se presenta a
continuacioén las principales conclusiones a las que se ha llegado, las aportaciones
realizadas y se proponen una serie de trabajos futuros a modo de continuacion de

la investigacion desarrollada.

5.1 Conclusiones y aportaciones de la tesis

Esta tesis ha sido principalmente experimental, en la que se han investigado,
desarrollado e implementado diferentes metodologias para la implementacion de

controles de vibraciones en estructuras esbeltas.

Dentro de estas metodologias, la tesis se ha centrado en el diseno y desarrollo de
amortiguadores de masa de distintas tipologias. Para poder llegar a este objetivo,
han sido necesarios pasos previos, como el de modelar las estructuras en estudio,
o el de evaluar el comportamiento de las soluciones disenadas de forma que se
cuantificara su mejora y se verificara si cumplian con los estados limite de servicio

de las normativas.

De los trabajos realizados se llega a las siguientes conclusiones.
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Existen métodos alternativos al EMA para identificar el conjunto de
parametros modales y mas concretamente la masa modal de los modos
bajo estudio con equipos mas sencillos. La idea de estos métodos, como es
el de Brownjhon o el basado en un oscilador acoplado, es el de poder hacer
la identificacion sin necesitar equipos caros y pesados para excitar de

manera controlada las estructuras.

Las normativas y guias de diseno de estructuras civiles, proponen modelos
de carga que en general, sobreestiman las respuestas de las estructuras
cuando se las somete a cargas reales y es por ello que habria que mejorar
estos modelos de carga anadiendo mas variables como puede ser el vector

de coordenadas de las formas modales.

Los amortiguadores de masa pasivos (TMDs), son sistemas fiables para la
mejora de la respuesta dinamica de las estructuras siempre que sean
correctamente sintonizados, la estructura tenga un comportamiento lineal
en el tiempo y tenga uno o pocos modos dominantes mas o menos alejados.

En otros caso, se propone el uso de MTMDs o AMDs

La mayoria de las formulaciones y algoritmos de optimizacion para el
sintonizado de los TMDs dan resultados similares, por lo que no se
recomienda emplear muchos recursos en la blsqueda del mejor sintonizado
tedrico, ya que debido a las incertidumbres del modelo de la estructura
usado para las simulaciones, siempre habra que hacer un sintonizado fino

del TMD una vez instalado fisicamente en las estructuras.

Los AMDs y SATMDs mejoran notablemente el comportamiento de un TMD
pasivo en igualdad de condiciones de masa. En el caso de los AMDs, al
contrario que en los TMDs, con un solo dispositivo se consigue la mejora de
la dinamica de varios modos de la estructura, por lo que son indicados para
SuU uUso en estructuras mas complejas siempre que se conozcan todos los
modos en el rango de frecuencias de control y asi evitar problemas como el

spillover.
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Una de las mayores dificultades para la implementacion fisica de cualquier
tipologia de amortiguador de masa, es la falta de elementos comerciales
(muelles, amortiguadores de bajo valor, amortiguadores MR, actuadores de

masa inercial,...).

A continuacion se presentan las principales aportaciones asociadas a los diferentes

campos del estudio dinamico de vibraciones:

(i)

En el apartado de modelado y caracterizacion dinamica de estructuras
esbeltas, se han aplicado métodos numéricos (MEF) y experimentales
(EMA, OMA) para la identificacion de parametros modales y desarrollo de
modelos de diferentes estructuras esbeltas (Pasarelas peatonales PMC,
PIA y PPGB, gruas torre comerciales, pilas de viaducto y chimeneas
industriales entre otras). Se han aplicado de forma experimental nuevas
metodologias para el calculo de la masa modal de las estructuras, como
el propuesto por Brownjhon basado en el ajuste de la parte creciente de
la respuesta (Build-up) y se colaboré en el desarrollo de un nuevo
método en el dominio del tiempo y de la frecuencia basado en el

acoplamiento de un oscilador de masa conocida.

En el apartado de verificacion del ELSV en estructuras civiles, se
recopilaron y estudiaron las diversas normativas nacionales e
internacionales y las distintas guias de diseno (fib, Setra, Hivoss)
presentes en la bibliografia. Por otro lado, se colaboré en las pruebas de
campo para la verificacion del ELSV de las pasarelas PMC, PIA y PPGB,
donde se comprobd como los modelos de carga sugeridos por guias y
normas como SETRA o la ISO 10137 sobreestimaban los valores reales
obtenidos en las pruebas de campo, por lo que se sugirid que dichos
modelos fueran ponderados por la forma modal del modo en estudio.
Finalmente, se ha colaborado en el desarrollo y puesta a punto de un
SHM (Structural Health Monitoring) para la PPGB, basado en
acelerometros de bajo coste MEMS y un registrador de National

Instrument. Con los registros realizados de forma continua durante mas
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(iii)

de un ano, se ha analizado el ELSV por tramos horarios y época del ano y
la variaciéon de los parametros modales en relacion a los parametros

medioambientales.

En el apartado de diseno y desarrollo de sistemas de control de
vibraciones basados en amortiguadores de masa de distinta tipologia, se
disenaron y simularon amortiguadores de masa pasivos (TMD) para
distintas estructuras (Pasarelas peatonales PMC, PIA y PPGB, la gria
torre Modelo LC2064 de COMANSA y una chimenea industrial). Para su
sintonizado oOptimo se emplearon algunas de las numerosas
formulaciones presentes en la bibliografia y se desarroll6 un algoritmo
de optimizacion para el diseno de controladores H. de orden fijo basado
en la iteracion dual de Iwasaki (Iwasaki, 1999) para la resolucion de
desigualdades lineales matriciales (LMI). Se colaboré en el diseno,
construccion y puesta a punto de un TMD pasivo de peso variable en el
rango de 200kg para el vano 2 de la PMC. Se hizo el diseno conceptual
de un amortiguacion de masa adaptativo (ATMD) para la construccion de
pilas de viaducto mediante encofrados autotrepantes/deslizantes. Los
estudios se centraron en una pila de 92 metros del viaducto de la Miel
en el tramo Nerja-Almunécar de la Autovia A7 del Mediterraneo. Se
disenaron Amortiguadores de masa semiactivos (SATMD) para las
pasarelas peatonales PMC (vano 2) y PIA basados en la ley de control on-
off DBG propuesta por Koo (Koo, 2003). Se traté de implementar un
SATMD en la PMC (vano 2), intercambiando los amortiguadores de masa
viscosos del TMD desarrollados por amortiguadores magnetoreologicos
de tipo esponja cedidos por Lord Corporation. Para ello se caracterizo el
amortiguamiento del SATMD para distintas intensidades de comando de
los amortiguadores MR y se comprobd que daban valores lejanos a los
calculados. Se colabor6 en el diseno de un control neuro-fuzzy para un
SATMD con amortiguadores MR en el vano 2 de la PMC. Se disenaron
controles basados en amortiguadores de masa activos (AMD) para la
PMC (vano 2) y se propusieron dos lazos de control (CACF y MVF). El
CACF o control basado en la realimentacion compensada de la

aceleracion consisti6 en una serie de controles directos y en
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realimentacion con los que se consiguidé aumentar el amortiguamiento
de la estructura y hacer mas rapida su respuesta. El MVF o control por
realimentacion de la velocidad mejorado consistié en partiendo de un
control DVFC anadir un lazo interno al actuador para mejorar su
respuesta dinamica. La implementacion del control MVF fue simulada
para la PMC(vano 2), mientras que el control CACF se implement6 de
forma temporal en el vano 2 de la PMC mediante el uso de un excitador
de masa inercial modelo APS 400 de APS Dynamics y un equipo de
control de National Instrument, dando lugar a una de las primeras
implementaciones reales de un AMD en una pasarela. La publicacion
donde se presentaron los resultados y que se presenta como aval de
calidad de la tesis, ha sido referenciada hasta ahora por cerca de 40

articulos JCR.

5.2 Trabajos futuros

A continuacién se exponen algunos de los posibles trabajos futuros:

(i)

Desarrollo de nuevos modelos de carga de peatones en pasarelas
peatonales que den como resultado respuestas mas cercanas a la
realidad cuando se usen como entradas en la simulacion de las

estructuras bajo estudio.

Implementacion de sistemas SHM de bajo coste en las estructuras
estudiadas. Estos sistemas estaran disenados bajo el paradigma del 10T
(Internet Of Things), de forma que las estimaciones del ELSV sea
facilmente accesible por los distintos agentes involucrados en la gestion
y mantenimiento de la estructura. Por otra parte se estudiara vy
desarrollaran algoritmos para la deteccion de fallos basadas en técnicas

en el dominio de la frecuencia y del tiempo (Deep learning techniques).
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5. Conclusiones y trabajos futuros

(iii)

145

Investigar, desarrollar e implementar nuevos sistemas de control
semiactivo, teniendo como premisa el alcanzar controles altamente
eficientes que produzcan grandes fuerzas de control con consumos

energéticos contenidos.

Desarrollo e implementacion de algoritmos de control activo MIMO que
mejoren el comportamiento de los sistemas de control activo

desarrollados.
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SUMMARY

The current trend toward lighter and slender pedestrian structures, with new aesthetic requirements and high-
performance materials, has resulted in structures with increased susceptibility to vibration. Notable vibrations
under human-induced excitations might appear, and the vibration serviceability requirements might not be
accomplished. The Valladolid Science Museum Footbridge (Spain) is an example of a lively structure that might
achieve excessive vertical acceleration under walking or running excitation. The control of excessive footbridge
vibrations via passive and active devices is dealt with in this work. More specifically, this paper is concerned with
the design and experimental implementation of a passive tuned mass damper (TMD) and an active mass damper
(AMD) to mitigate human-induced vibrations on this in-service footbridge. The TMD, with a mass ratio of 1%, is
designed by a numerical method based on H.. controllers. The AMD consists of a proof-mass actuator, with a
mass ratio of approximately 0.2%, controlled by a strategy based on acceleration feedback with a phase-lag
network. The performance of both devices has been assessed. Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd.
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1. INTRODUCTION

Advances in structural technologies, including construction materials and design technologies, are
leading to the design of lighter and slender structures with fewer non-structural elements that are
usually cost-effective and appealing from an architectural point of view. However, these structures
present much less inherent damping and lower natural frequencies than in the past and hence are more
susceptible to excitation by human users. Examples of notable vibrations under human-induced
excitations have been reported in footbridges, office buildings, shopping malls and sport stadia,
amongst others structures [1-3]. Such vibrations can cause a serviceability problem in terms of
disturbing the users, but they do rarely affect the fatigue life or safety of structures.

Concerning footbridges, in particular, urban footbridges, which are usually tourist landmarks,
architects and engineers often employ highly performing materials and sophisticated design techniques
leading to lightweight and slender footbridges that might be quite lively [4,5]. Solutions to overcome
this vibration serviceability problem might be the following: (i) designing in order to avoid natural
frequencies into the habitual pacing rate of walking or running; (ii) stiffening the structure in the
appropriate direction resulting in significant design modifications; (iii) increasing the weight of the
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"E-mail: Ivan.Munoz@uclm.es
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structure to reduce the human influence, a proportional increase of stiffness being also necessary; and
(iv) increasing the damping of the structure with special devices. Taking into account that stiffening
the structure and increasing the mass are usually complicated and involve significant structural and
non-structural changes, the alternative option of including damping devices to the structure seems to
be the easiest way of improving the vibration performance of footbridges. Typical passive damping
systems [6] are metallic dampers, friction dampers, visco-elastic dampers, viscous dampers, tuned
mass dampers (TMDs) and tuned liquid dampers (TLDs). Among passive control devices available for
implementation in footbridges, TMDs [7,8] (including parallel multiple TMDs [9] and series multiple
TMDs [10]), TLDs [11] and fluid—viscous dampers are the most effective and, hence, the usual
adopted solution [12].

An alternative procedure to cancel footbridge vibrations is the use of active devices. Moutinho et al.
[13] have recently implemented an active vibration control (AVC) on a stress-ribbon footbridge using
a proof-mass actuator together with direct velocity feedback control (DVFC) with saturation. This
actuator generates inertial forces in the structure without need for a fixed reference. The velocity
output, which is obtained by an integrator circuit applied to the measured acceleration response, is
multiplied by a gain and feeds back to a collocated actuator. The term collocated means that the
actuator and sensor are located physically at the same point on the structure. The merits of this method
are its robustness to spillover effects due to high-order unmodelled dynamics and that it is
unconditionally stable in the absence of actuator and sensor (accelerometer with an integrator circuit)
dynamics [14]. Nonetheless, when such dynamics are considered, the stability for high gains is no
longer guaranteed, and the system can exhibit limit cycle behaviour, which is not desirable since it
could result in dramatic effects on the system performance and its components [15]. Then, DVFC with
saturation is not such a desirable solution. Generally, the actuator and sensor dynamics influence the
system dynamics and have to be considered in the design process of the AVC system. If the interaction
between sensor/actuator and structure dynamics is not taken into account, the AVC system might
exhibit poor stability margins, be sensitive to parameter uncertainties and be ineffective. Diaz and
Reynolds [16] have recently proposed a control strategy based on a phase-lag compensator applied to
the structure acceleration, which is usually the actual magnitude measured. This compensator accounts
for the interaction between the structure and the actuator and sensor dynamics in such a way that the
closed-loop system shows desirable properties. Such properties are high damping for the fundamental
vibration mode of the structure and high stability margins. Both properties lead to a closed-loop
system robust with respect to stability and performance [17]. This control law is completed by the
following: (i) a high-pass filter, applied to the output of the phase-lag compensator, designed to avoid
actuator stroke saturation due to low-frequency components and (ii) a saturation nonlinearity applied
to the control signal to avoid actuator force overloading at any frequency. This methodology will be
referred as to compensated acceleration feedback control (CAFC) from this point onwards.

This paper presents the practical implementation of inertial mass-based damping devices, passive
and active, in order to cancel excessive vertical vibrations on a footbridge. More specifically, this
paper addresses the design and implementation of a passive TMD and an active mass damper (AMD)
on the Valladolid Science Museum Footbridge (Spain). This is a structure composed of four spans.
One of them, which is a 51-m long steel structure, is considered by its users to be quite lively. The first
bending mode of this span is at approximately 3.5Hz in such a way that it might be excited by the
second harmonic of walking and by the first harmonic of running. It was decided to install the
designed damping devices at the point in which the first bending mode shape has its maximum value,
which is close to the mid-span. The TMD, with an inertial mass ratio of approximately 1% of the
modal mass of the targeted vibration mode, was designed by a numerical method based on H.
controllers [18]. The mass value of 1% of modal mass was found to be enough to keep the vibration
level for a synchronised walker and runner within most of the limit values provided by current codes
[12]. The H.-based method used for the TMD design obtains the damping ratio and natural frequency
of the TMD through the minimisation of the H..-norm of the transfer function between the structure
acceleration (output) and the force disturbance (input). H.-based techniques are usually recommended
for structures excited by loads exhibiting mainly periodical time components, such as those generated
by human activities like walking or running. The AMD consisted of a commercial electrodynamic
inertial actuator (with an inertial mass of around 0.15% of the modal mass) controlled via CAFC [16].

Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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Some preliminary results obtained from the AVC strategy were presented in [19]. The design of both
devices has been carried out using methodologies developed by some of the authors of the present
paper [16,18] and applied to the Valladolid Science Museum Footbridge, which is an example of a
flexible in-service footbridge. The performance of both devices is evaluated in this paper.

This paper continues with the description of the test structure, the identification of its modal
parameters and the vibration serviceability assessment in the context of current codes. In section 3, the
design and mechanical development of the TMD are described. The design and development of
the AMD are presented in section 4. The experimental results conducted in order to assess the
performance of both devices is presented in section 5. Several loading scenarios, involving walking,
running and jumping tests, were considered with and without damping devices. Finally, some
discussions and conclusions, together with suggestions for future work, are given in section 6.

2. STRUCTURE DYNAMICS AND SERVICEABILITY ASSESSMENT

This section describes the test structure and the identification of its modal parameters. This
identification consisted in the operational modal analysis (OMA) of the liveliest span and obtaining the
frequency response function (FRF) at the point of maximum amplitude of the first bending mode. It
was observed that the natural frequency of this mode falls into the considered critical frequencies in
most codes and standards for footbridge dynamic design. Thus, limit values of acceleration responses
were checked for a synchronised walker and runner.

2.1. Description of the structure

The test structure, sited in Valladolid (Spain), is a footbridge that creates a pedestrian link over The
Pisuerga River between the Science Museum and the city centre (see Figure 1). This bridge, built in
2004, is a 234-m truss structure composed of four spans: three made of tubular steel beams and one
made of white concrete, all of them with a timber walkway. The main span (span 3 in Figure 1), with
post-tensioning by two external cable systems (transversal and longitudinal), is 111 m; the second span
(span 2 from this point onwards) is 51 m, and the other two spans are shorter and stiffer [20]. The
external cable systems of span 3 have both aesthetical reasons (the original design by the architect José
Rafael Moneo was based on the form of a fish basket) and structural reasons (making span 3 stiffer
[21D).

Because of its slenderness, this footbridge, especially span 2, represents a typical lightweight
structure sensitive to dynamic excitations produced by pedestrians. Annoying levels of vibration are
sometimes perceived in span 2 (Figure 2). Special attention was paid to the point of maximum
amplitude of the first bending mode since the vibration perception is acute at this point, particularly
when runners cross the bridge. Therefore, it was decided to study the dynamic properties of this span
and implement vibration control devices.

Figure 1. General view of the test structure.

Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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Figure 2. View of span 2.

2.2. Modal parameters identification

The OMA of span 2 was carried out in order to obtain the natural frequencies, damping ratios and
modal shapes of the lower vibration modes. Additionally, since the first vibration mode (first bending
mode at 3.5 Hz) was the most likely to be excited by human motions, it was decided to obtain also a
high-quality FRF at the point of maximum amplitude and thus identify its modal properties,
particularly its modal mass which is needed for the TMD tuning.

The OMA was carried out with five roving and two reference accelerometers (MMF-KS48C-
1000 mV/g (Metra Mess - und Frequenzetechnik, Radebeul, Germany)). Preliminary spectral analyses
and time history recordings indicated that the vertical vibration was considerably higher than the
horizontal one; thus, only vertical response measurements were performed. A measurement grid of three
longitudinal lines with nine equidistant test points was considered, resulting in 27 test points. Five setups
with an acquisition time of 720s and a sampling frequency of 100 Hz were recorded. Thus, it was
expected to successfully identify vibration modes up to 30 Hz. The modal parameter estimation was
carried out using the ARTEMIS suite of software (Structural Vibration Solutions A/S, Aalborg East,
Denmark) [22]. In particular, frequency domain methods (frequency domain decomposition (FDD),
enhanced frequency domain decomposition (EFDD) and curve-fit frequency domain decomposition
(CFDD)) were used. Table I shows the modal parameters estimated through the OMA for the first four
vibration modes. Figure 3 shows the corresponding estimated modal shapes.

Frequency response functions between the structure acceleration and the input force were obtained
at the middle of the transversal steel beam sited closest to the point of maximum value of the first
vibration mode. Firstly, a chirp signal with frequency content between 3 and 4 Hz was used to excite
strongly the first vibration mode. The force was generated by an APS Dynamics Model 400
electrodynamic shaker (APS Dynamics, Inc., California Office San Juan Capistrano, CA, USA)
operated in inertial mode and placed on the middle of the transversal beam (Figure 4a). The structure
acceleration was measured by a piezoelectric accelerometer (as those used for the OMA) mounted by a
magnet underneath the same transversal steel beam (Figure 4b). This point will be called control point
from now on since the damping devices were installed here. The force induced by the shaker was
estimated by measuring the acceleration of the inertial mass and multiplying this by the magnitude of

Table 1. Natural frequencies and damping ratios identified by the OMA.

Mode 1 Mode 2 Mode 3 Mode 4
FDD Frequency (Hz) 3.516 6.250 7:373 9.351
Damping ratio (%) — —_ — —_—
EFDD Frequency (Hz) 3.506 6.278 7.386 9.365
Damping ratio (%) 0.7221 0.4167 0.6571 0.5528
CFDD Frequency (Hz) 3.508 6.274 7.389 9.367
Damping ratio (%) 0.7984 0.2599 0.4319 0.3869
Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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First bending mode: 3.5 Hz First torsional mode: 6.3 Hz

Second bending mode: 7.4 Hz Third bending mode: 9.4 Hz

Figure 3. Estimated modal shapes.

Figure 4. (a) APS Electro-Seis Dynamic Shaker 400 placed on a transversal steel beam. (b) Accelerometer
magnetically mounted under the timber walkway.

the inertial mass (30.4kg). Thus, the structure dynamics for the collocated case between the
acceleration (output) and the force (input) can be represented by the sum of N second-order systems as
follows [17]

N (X,'Sz

Gis)= X

- 1
& 2+ 205+ o}’ i

in which s=jw, w is the frequency, N is the number of considered modes in the frequency bandwidth
of interest, and o; >0, {; and w; are the inverses of the modal mass, damping ratio and natural
frequency associated to the ith mode, respectively. The experimental FRF was then identified using
N=1 in Equation (1) since there is only one vibration mode for the excitation frequency bandwidth
(3—4 Hz). A natural frequency of 3.50 Hz was obtained, a damping coefficient of 0.7% and a modal
mass of 18 500 kg. These values were finally the parameters used to design the TMD (section 3). Note

Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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that the value of the natural frequency and damping ratio coincide quite well with those obtained by the
OMA (see Table I).

Secondly, the same FRF was obtained using another chirp signal but now with frequency content
between 1 and 15Hz. In that way, the first and third bending modes could be excited. A parameter
identification of model (1) was carried out using N=2, given

_540-107¢7 2 5.85.1075
52+ 030795 +483.6 ' s>+ 0.5887s + 3451

G(s) (2)

Figure 5 shows the magnitude of the modelled and experimental FRF between 1 and 15 Hz. Higher
vibration modes are unlikely to be excited by human excitations. It can be observed that the vibration
modes at 6.3 and 7.4 Hz (see Figure 3) are not clearly observed, and they were not considered into the
model. It was found that this model captures the structure dynamics with sufficient accuracy for the
bandwidth of interest. This model was used for the AVC design (section 4).

2.3. Vibration serviceability assessment

Comfort requirements in codes are handled by provided ranges of structure natural frequencies to be
avoided. Thus, structures whose natural frequencies fall outside the provided ranges will generally not
be at risk of resonance loading. However, if structure natural frequencies fall into such ranges, further
dynamic calculation is required. This consists in evaluating if limit values of acceleration are
overcome. Some of the international codes limit the bridge natural frequencies at or just below 3 Hz
whereas other codes (such as Appendix 2 of Eurocode 5, BS 5400 or the new Spanish Code for Steel
Structures) limits the frequencies at or just below 5 Hz, accounting then for higher harmonics of
pedestrian excitation [12]. Therefore, it can be considered that the first bending mode at 3.5Hz is
within the natural frequencies to be a risk of resonance loading (see Figure 3). In particular, the second
harmonic of walking and first harmonic of running might excite this vibration mode.

Most of the current design guidelines of footbridges set the comfort limit for the vertical
acceleration with a frequency around 3.5Hz into a range of 0.4 to 1 m/s> [23]. These values are
associated for a theoretical load of a single synchronised pedestrian. It should be note that these values
are conservative if more severe excitations than synchronised walking or running are considered.
Following the recommendation given in [12], greater limit values can be permitted for other
excitations such as repetitive jumping or groups of joggers. A deterministic model for the vertical force
based on its representation in the time domain as a sum of Fourier harmonic components was used.

Magnitude (dB)

-110

modelled
— — —experimental

-120f

2 4 8 10 12 14
Frequency (Hz)

Figure 5. Transfer function of the structure G(s): magnitude in dB referenced to 1 ms™> N~ '

Table II. Structure acceleration for a single synchronised person (of 1000 N) walking and running.

Simulation Experimental
Walking at 1.75 Hz 0.39 0.41
Running at 3.5Hz 6.16 3.34
Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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A single person of weight 1000 N was considered; the dynamic load factors for the representation of
the excitation proposed in [24] were assumed for walking, and those proposed in [25] were assumed
for running. Table II shows the structure acceleration values obtained using the aforementioned
vertical force models and those obtained experimentally (by a person of 1000 N using a metronome). It
was observed that, for a synchronised walker exciting the structure by the second harmonic, the
acceleration did not overcome the comfort limit values given by regulations. However, it was found,
both theoretically and experimentally, that a synchronised runner may get the structure to overcome
the comfort limits clearly. This fact coincided with the general users’ opinion since they usually
complain about the structural vibrations when runners cross the bridge. Note that the theoretical
predicted value is greater than the one obtained experimentally. This might be due to an increase of
damping with the response amplitude (nonlinear behaviour of the structure) and due to the possibility
of non-perfect synchronisation.

3. PASSIVE CONTROL

This section presents the design and experimental implementation of a TMD at the control point in
span 2 designed to reduce the structure response due to the first bending mode (at 3.5 Hz). TMDs are
considered an efficient means to add damping to a specific vibration mode into structures prone to
vibrations, e.g. bridges and high-rise buildings. Basically, a passive TMD is a secondary mass (also
called moving or inertial mass) attached to the structure (main mass) by means of springs and dampers.
The TMD mass is fixed as a fraction of the modal mass of the targeted vibration mode (mass ratio); the
stiffness of the springs is selected to obtain the optimum TMD frequency, and the viscous dampers
ensure the operation of the TMD in a range of frequencies around the tuning frequency. Energy is
dissipated by the moving mass inertial force acting on the structure.

3.1. Tuned mass damper design

The optimisation of the TMD parameters was carried out using a methodology based on the design of
an H.. static output feedback controller [18], which is a method recommended for structures that are
excited by mainly periodical loads. This method is just used to optimise the stiffness and damping of
the TMD. It should be noted that TMD formulas for structures with vanishing structural damping, such
as those obtained by Asami and Nishihara [26], could have been used since the structure damping is
small (less than 0.01; see Table I). The feedback system of Figure 6 is assumed to carry out the design.
In this figure, P(s) is the transfer function matrix of the structure with the TMD attached, K is a static
matrix of controller gains, w is the disturbance input, u is vector of control inputs, z is the controlled
output and y is the vector of measured outputs. It has been demonstrated [18] that the transfer function
matrix of the structure TMD can be transformed into the feedback system of Figure 6 in which the
TMD stiffness, k7, and damping, ¢z, play the role of feedback control gains. The optimisation problem
obtains k7 and ¢z for a given mass ratio (u) between the TMD mass and the modal mass, such that

min_{Ga (ki 1, kr, )l 3)
kr,creR*
where || - || is the H..-norm, G.,, is the closed-loop transfer function between z (the acceleration at the

control point) and w (pedestrian force) and k; and ¢; are the structure stiffness and damping
corresponding to the first vibration mode.

w(t) —— — ()

u(r) =—> (1)

Figure 6. Feedback system.
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Table III. Simulation performance assessment of the TMD previous to its installation. Structure acceleration for a
single synchronised person (of 1000 N) walking and running.

Mass ratio Uncontrolled 0.005 0.01 0.02
Walking at 1.75 Hz

Acceleration (m/s?) 0.39 0.073 0.068 0.048
TMD mass displacement (m) — +0.002 +0.001 +0.0005
Running at 3.50 Hz

Acceleration (m/s?) 6.16 1.15 0.98 0.73
TMD mass displacement (m) — +0.029 +0.015 +0.008

The optimization problem given by Equation (3) was run for three values of the mass ratio:
1=0.005, 0.01 and 0.02. Before the TMD implementation, simulations were performed using these
mass ratio values. Table III shows uncontrolled acceleration, the acceleration with TMD and the TMD
mass displacement for walking at 1.75 Hz and running at 3.5 Hz. The moving mass displacement was
important since the space under the walkway was limited. This available displacement was predicted
from an initial conceptual design to be +£0.05 m (see Figure 7). Eventually, it was decided to use a mass
ratio of 1%, u=0.01, which was enough to keep the structure with acceptable level of vibrations, and
the maximum displacement available was not overtaken with sufficient safety margin. The parameters
obtained for the TMD were as follows: k=87 015 N/m and c¢7=537 Ns/m, which is equivalent to a
frequency of 21.67 rad/s (3.45 Hz) and a damping ratio of 0.067.

3.2. Implementation of the tuned mass damper

The physical design of the TMD was carried out, taking into account the design parameters and the
space limitation under the walkway, where the TMD was planned to be installed. Figure 7a shows the
cross section of the bridge and the available space under the deck. A computer-aided design (CAD)
model of the TMD is depicted in Figure 7b (more details about its physical implementation can be
found in [27]). The TMD consists of a steel tray to place steel plates (10, 5, 2, 1 kg), four helical steel
springs to suspend the mass and two viscous dampers. Also, various rubber stroke limits were placed
in order to avoid excessive mass movements and keep the TMD safe. Four helical springs with a
stiffness of 21 900 N/m each were used (SPEC-BARNES DH14330), (Barnes Group Inc., Bristol,
USA) giving a final stiffness of 87 600 N/m (close to the optimal value). Two viscous dampers were
designed, consisting merely in a piston submerged into a pot with viscous fluid. An experimental
identification of the damping coefficient was carried out, resulting in approximately 260 Ns/m. Hence,
both dampers together provided approximately the optimal TMD damping. The installation of the
TMD under the timber deck and a detail view of the TMD are shown, respectively, in Figure 8a and b.
Since the performance of TMDs is relatively insensitive to the damping, it was decided to modify
in situ the TMD frequency, which is crucial for the system performance, by changing the TMD mass
(just by changing the steel plates sited on the tray of the TMD).

limits

moving mass
dampers

(b)
Figure 7. (a) Footbridge cross section and TMD location under the timber walkway. (b) CAD model of the TMD.
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An in situ tuning of the TMD frequency value was carried out by obtaining several experimental
FRFs (changing the TMD mass) between the structure acceleration and the input force with the TMD
installed. These FRFs were undertaken as were carried out for the structure identification (subsection
2.2). That is, the same electrodynamics shaker was employed to provide a controlled input. Finally, the
TMD mass used was 187kg. Figure 9 shows the magnitude of the FRF for the final TMD mass
selected. Additionally, the theoretical FRF and the uncontrolled one are included for comparison. As
can be observed, the TMD was well tuned. Eventually, several extreme excitations such as perfectly
synchronised running and jumping at the targeted frequency were carried out to check that the moving
mass did not hit the limits.

4. ACTIVE CONTROL

This section describes the identification of the actuator dynamics and the design and experimental
implementation of an AVC system via a proof-mass actuator on the test structure. The methodology
used here, CAFC, has been recently presented in [16] for human-induced vibration cancellation in an
office floor and has been used in this work for a footbridge. An AVC of a lively footbridge has been
recently carried out in [13]. However, the obtained results were of limited relevance since the control
law employed (DVFC) did not consider the interaction between structure and actuator dynamics. The
methodology used here accounts for the interaction between structure and actuator dynamics and also
accounts for stroke saturation and force overloading.

(b)
Figure 8. (a) TMD installation. (b) Detailed view.

-40 T T T T T T T T T

— — — without TMD (Experimental)
with TMD (Experimental) 4
{8 B R with TMD (Theoretical)

Magnitude (dB)

3 3.1 32 3.3 34 35 3.6 3,7 38 39 4
Frequency (Hz)

Figure 9. Experimental transfer function of the structure without and with TMD.
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4.1. Proof-mass actuator dynamics

The same shaker (APS Dynamics Model 400) that was used to obtain the FRFs for the structure
(subsection 2.2) was used as inertial actuator for the AVC implementation. An inertial actuator (also
known as proof-mass actuator) generates inertial forces in the structure on which it is placed without
the need for a fixed reference. The actuator consists of a reaction (moving) mass attached to a current-
carrying coil moving in a magnetic field created by an array of permanent magnets. The moving mass
is connected to the frame by a suspension system. Thus, the transfer function between the inertial force
applied to the structure and the input voltage can be closely described as a linear third-order model
[17]. This transfer function was identified using voltage-driven mode as

Kas~ 1 22400s>
Ga(s) = = 4)
2+ 2 wps + w3 ) \s+e 53 +135.4s2 + 519.4s + 8803’

in which wa =8.17/rad (1.3 Hz) is the natural frequency associated with the suspended moving mass
and {5 =0.21 is the damping ratio. The pole at —& accounts for the low-pass property exhibited by
these actuators. A cut-off frequency of 21 Hz (e=2m-21=131.94) was identified for this low-pass
element. Figure 10 shows the magnitude of the modelled and experimental FRF between 0 and 30 Hz.

4.2. Active vibration control design

The main components of the control strategy adopted in this work are shown in Figure 11. The output
of the system is the structural acceleration since this is usually the most convenient quantity to
measure. Because it is rarely possible to measure the system state and due to simplicity reasons, direct
output measurement feedback control might be preferable rather than state-space feedback in practical
problems [28]. In the control scheme, G is the transfer function of the actuator (Equation (4)), G is of
the structure (Equation (2)), Cr is of a feedback compensator and Cp, is of a direct compensator. The
feedback one is a phase-lag compensator (first-order compensator) designed to increase the closed-
loop system stability and to make the system more amenable to the introduction of significant damping
by a closed-loop control. The direct one is merely a phase-lead compensator (high-pass property)
designed to avoid actuator stroke saturation for low-frequency components. It is notable that its
influence on the global stability will be small since only a local phase-lead is introduced. The control
law is completed by a nonlinear element f(j.) that may be a saturation nonlinearity to account for
actuator force overloading [16] or an on—off nonlinearity with a dead zone [15]. In this work, a
saturation nonlinearity was assumed.

The design process presented in [16] was followed. The steps for the design process are as follows:
(i) identify the actuator G and structure dynamics G; (ii) design Cp to reduce the sensitivity of the
actuator to stroke saturation; (iii) design C to increase the damping and robustness with respect to
stability and performance of the closed-loop system; and (iv) select a control gain using the root locus

60 T T T T T

modelled
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Figure 10. Transfer function of the actuator GA(s): magnitude in dB referenced to 1 N/V.
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V(r): Control voltage y.(1): Compensated acceleration
F(t):  Actuator force V, (1): Initial control voltage
p(t):  Plant disturbance f(3.):  Nonlinear element
Ey (J) : Transfer function of the direct compensator
G, (s) : Transfer function of the proof-mass actuator
G(s):  Transfer function of the structure
C; (s) ¢ Transfer function of the feedback compensator

Figure 11. General control scheme.

method and design the nonlinear element f(§j.) to avoid force overloading. A direct compensator of
the form

Co(s) = % with n>2 >0, o)

is applied to the initial control voltage Vi (7), and its output is the filtered input to the actuator V()
(see Figure 11). A maximum stroke for harmonic excitation of 0.05 m was considered in the design,
which is appropriate considering that the actual stroke limit of the actuator is 0.075 m. The controller
parameters were found to be 2=5.6 and #=24.6. These parameters are selected in such a way that the
likelihood of stroke saturation is reduced significantly. The stroke saturation leads to collisions of the
inertial mass with its stroke limits, imparting highly undesirable shocks to the structure and possibly
causing damage to the actuator.

Once the direct compensator is designed, the feedback one is designed considering the dynamics of
the actuator, the structure and the direct compensator dynamics. The feedback compensator is of the
following form

Cr(s) =‘+Tv with 7>0. ©®)

Note that if =0, the control scheme will be direct acceleration feedback, and if y>>¢ (see
Equation (4)), which means that the zero of the compensator does not affect the dominant system
dynamics, the control scheme will then be considered DVFC. Parameter 7y has to be chosen according
to the closed-loop poles corresponding to the first natural frequency of the structure in order to (i)
improve substantially their relative stability; (ii) decrease their angles with respect to the negative real
axis to allow increasing damping; and (iii) increase the distance to the origin to allow increasing
natural frequency. Note that increasing values both of the frequency and the damping result in
decreasing the settling time of the corresponding dynamics [29]. y = 35.5 was obtained. A value of
7 =50 was finally chosen.

The root locus technique was then used. The root locus maps the complex linear system roots of the
closed-loop transfer function for control gains (K.) from zero (open-loop) to infinity. The root locus of
the total transfer function of the linear part G7(s) = Cp(s)Ga(s)G(s)Cg(s) is plotted in Figure 12a. It can
be observed that a couple of branches in the root locus corresponding to the actuator dynamics go to
the right-half plane provoking unstable behaviour in the actuator (see Figure 12b). The gain for which
the control system is unstable is the limit gain. A limit gain of K jjm; =82 V/(m/s®) was obtained.
Finally, a gain of K. =40 V/(m/s>) was finally chosen. This gain increases substantially the damping of
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the structure and keeps the poles corresponding to the actuator far away from the imaginary axis. The
saturation nonlinearity is as follows

v KN 0l < WK
f ”“’”“{vssign(yc(r)) 520)] > Vi/Ke W

where K. is the aforementioned control gain and Vj is the maximum allowable control voltage to
the actuator (saturation level). The saturation level was set to V,=1.

Once both compensators and the control were selected, simulations were carried out in order to
assess the AMD performance. MATLAB/SIMULINK (MathWorks, Inc.) was used for this purpose. The
same walking and running reaction force models employed for Tables II and III are used here.
Table IV shows controlled acceleration response for walking and running excitation. Moreover, the
AMD displacement estimation is included.

4.3. Active vibration control implementation

The shaker used for modal identification (section 2), operated in inertial mode, was used as the proof-
mass actuator. The response of the structure (the system output) was measured using one of the
piezoelectric accelerometers used for the modal identification. The dynamics introduced by the sensor
were not considered in the control scheme since they are negligible for the bandwidth of interest. A
digital computer was used for the on-line calculation of the control signal V(7). The system output was
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Figure 12. (a) Root locus of the total transfer function Gr=CpGAGCk. (b) Zoom of the origin. (x) pole; (0) zero;
(F) Footbridge; (A) Actuator.
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Table IV. Simulation performance assessment of the AMD previous to its installation. Structure acceleration for a
single synchronised person (of 1000 N) walking and running.

Uncontrolled acceleration Acceleration with AMD AMD mass displacement
Walking at 1.75 Hz 0.39 0.04 +0.034
Running at 3.50 Hz 6.16 345 +0.022

sampled with a period of 0.001 s, and the control signal was calculated once every sampling period.
Then, the discrete-time control signal was converted into a zero-order-hold continuous-time signal.
Likewise, the continuous transfer functions of the compensators were converted to discrete transfer
functions using the zero-order-hold approximation. The controller hardware comprises a low-cost
embedded digital controller (NI PXI-8101 (National Instruments PXI-8101 CELERON 575 2.0 GHz
REAL-TIME)) with a data acquisition card installed (NI PXI-6221 (National Instruments PXI-6221
M Series DAQ)).

5. EXPERIMENTAL RESULT

Walking, running and jumping tests were carried out to assess the efficacy of the control devices
designed. The walking tests consisted of walking at 1.75 Hz such that the first vibration mode of the
structure (3.5 Hz) could be excited by the second harmonic of walking. A frequency of 3.5 Hz was
used for the running tests so that the structure was excited by the first harmonic of running. Jumping
tests at 1.75 and 3.50 Hz were also considered. Even though jumping might be considered as a
vandalism excitation, it was also used to assess the performance of the control systems. The walking/
running tests consisted of walking/running from one end of span 2 to the other and back again. The
jumping tests consisted of jumping close to the control point during 30s and suddenly stopping,
allowing thus free decay response of the structure. The pacing frequency was controlled using a
metronome set to 105 beats per minute (bpm) for 1.75 Hz and to 210 bpm for 3.5 Hz. Each test was
repeated three times. All the tests were carried out by a person of approximately 1000 N.

The results are compared by means of the maximum peak acceleration and the maximum transient
vibration value (MTVV) computed from the 1-s running root mean square (RMS) acceleration [30].
Table V shows the result obtained for the four excitations and considering the uncontrolled and
controlled cases (TMD and AMD). It is observed that the AMD designed (with a moving mass of 30 kg)
performs well (from 67% to 80% reduction in terms of the MTVV) for walking, running and jumping at
1.75 Hz; however, the performance for jumping at the resonant frequency is poor (24% reduction). This
is due to the fact that the maximum actuation force is limited by the maximum force provided by the
actuator (400 N at 3.5 Hz), which is much smaller than the first harmonic of the vertical reaction force
caused by a jumper of 1000 N [31]. The TMD designed (with a moving mass of 187 kg) was shown to be
effective for all the excitations (from 65% to 84% reduction in terms of the MTVV) except for walking
(33% reduction). This is due to the fact that the TMD performance is poor if the vibration amplitude is

Table V. Experimental performance assessment for walking, running and jumping excitation.

Uncontrolled TMD Reduction (%) AMD Reduction (%)
Walking at 1.75Hz
Peak acceleration (m/sz) 041 0.25 39 0.16 70
MTVV *m/s?) 0.21 0.14 33 0.06 67
Running at 3.50 Hz
Peak acceleration (m/s”) 3.34 0.85 74 1.19 64
MTVV (m/s?) 2.20 0.35 84 0.69 68
Jumping at 1.75 Hz
Peak acceleration (m/s’) 2.28 0.45 80 0.59 74
MTVV (m/s%) 1.35 0.24 82 0.26 80
Jumping at 3.50 Hz
Peak acceleration (m/s”) 341 1.40 59 3.06 10
MTVV (m/s?) 2.31 0.81 65 1.75 24

“Maximum transient vibration value defined as the maximum value of the 1-s running RMS acceleration.
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low, causing thus very low control force from the moving mass. Figure 13 shows the response time
histories (including the 1 s RMS) uncontrolled and controlled by the TMD and the AMD for a walking
test. Figure 14 shows the same plots for a running test. A set of recorded response time histories for a
jumping test at 3.5Hz is depicted in Figure 15. Finally, Table VI shows the damping ratios estimated
from the free motion of the structure obtained after each jumping test. The logarithmic decrement method
was used for the estimation. Interestingly, the damping ratios obtained for jumping test with the AMD
were greater than those obtained with the TMD, even for the case of jumping at 3.5 Hz. That is, when the

AVC system is used, the vibration

drops off more quickly (see Figure 15b and c).
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Figure 13. Walking test. (a) Uncontrolled
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Figure 14. Running test. (a) Uncontrolled. (b) Controlled by the TMD. (c) Controlled by the AMD.

6. DISCUSSION AND CONCLUSIONS

The control of human-induced vibrations on an in-service footbridge has been addressed throughout
this paper. The test structure is an urban footbridge representative of lightweight structure susceptible to
human-induced vibrations. Once the dynamic properties of the structure were identified, the design and
implementation of two different control techniques based on passive and active control were carried
out. The passive control has been performed using a TMD, which is the most common solution adopted
to improve the dynamic behaviour of footbridges. The TMD was designed using an H.. approach that
takes into account the damping of the structure. The active control has been addressed through the use
of a commercial electrodynamic shaker controlled by an acceleration feedback-based strategy.
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Figure 15. Jumping test at 3.5 Hz. (a) Uncontrolled. (b) Controlled by the TMD. (c) Controlled by the AMD.

The vibration control via a TMD, which is a well-established technology, has been addressed
successfully. Since the structure has one dominant vibration mode (which is well separated from the
others) prone to be excited by human loading, the TMD has been an economical and effective solution
as expected. Vibration reductions between 40% and 80% have been achieved for all the excitation
considered using a TMD mass of 185kg, 1% of the modal mass (Table V). Apart from the initial
budget, the maintenance costs are, in principle, low. However, the TMD mass has to be fine-tuned
periodically since structural natural frequencies change with structural ageing. Further, environmental
conditions (mainly temperature and wind) [32] and pedestrian density [33] might change the resonance
response of the structure, thus affecting the TMD performance.
Copyright © 2011 John Wiley & Sons, Ltd. Struct. Control Health Monit. 2013; 20:70-87
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Table VI. Damping ratio, as a percentage of critical damping, obtained from the free decay after suddenly
stopping the jumping test.

Uncontrolled (%) TMD (%) AMD (%)
Jumping at 1.75 Hz 0.72 237 3.30
Jumping at 3.50 Hz 0.91 2.39 3.53

As for the authors’ knowledge, this has been the first successful implementation of AVC on an in-
service footbridge. The actuator was a commercial shaker with a 30-kg inertial mass controlled by a
low-cost acquisition card. Vibration reductions between 60% and 80% have been achieved for all the
excitation considered except for jumping at the structure natural frequency for which the reduction was
20% (Table V). It has been observed that both systems were of similar efficacy for a synchronised
runner and that the AVC shows better performance for low-amplitude vibration (a synchronised
walker). That is, the AVC has been shown to be more robust with respect to performance. It should be
noted that the inertial mass value of the AVC was more than six times smaller than the TMD one.

It has been shown that active control could be a realistic and reasonable solution for flexible
lightweight civil engineering structures such as lively footbridges or lightweight floor structure [16]. In
these cases, in which low control forces are required (as compared with other civil engineering
applications such as high-rise buildings or long-span bridges), electrical actuators can be employed.
These actuators present advantages with respect to hydraulic ones such as lower cost, maintenance and
level of noise. However, AVC systems for human-induced vibrations needs much further research and
development to jump into building and construction technologies considered by designers. With
respect to passive systems, such as the TMD developed in this work, cost is still the major
disadvantage. Considering the two vibration control systems developed in this work, the AVC
hardware and installation might be estimated to cost between three and four times more than the
passive one. Additionally, the energy consumption was estimated to be between 1000 and 2000 kWh
per year, which is approximately the energy consumption of one or two electric bulbs of 100 W
continuously plugged in. Then, the energy consumption is not a drawback for electrodynamics
actuators. Additionally, there is no need of re-tuning the system periodically. It is expected that this
technology will become less expensive and more reasonable in the near future. Research projects
involving the development of new affordable and compact actuators for human-induced vibration
control are currently on the go [34].

The authors are currently working on a permanent implementation of the AVC strategy presented in
this work. It is planned to evaluate the AVC performance and energy consumption through long-term
monitoring results. Moreover, the research carried out herein has made the investigation on AVC
strategies more efficient and economically interesting. Future developments will consider control laws
in which the inertial mass displacement will be included to improve the system efficacy, and a
switching-off function will also be included in order to disconnect the system when the acceleration
level is under the allowable threshold (given by design guidelines).
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SUMMARY

Devices for protecting civil structures against external disturbances such as seismic waves or dynamic loads
are computed by using fixed-order # ., controllers in this paper. Several solutions for the controllers are
analysed and compared in order to obtain the most suitable solution for their application to protect
buildings, specially for those buildings that are already constructed but not conveniently protected. A new
pseudo-hybrid solution is also proposed, designed and compared to other alternatives with very promising
results. The obtained fixed-order # ., controllers are simpler but similar in performance to those obtained
with conventional control techniques. Moreover, they are also more reliable because of the economy in the
number of components. Copyright © 2005 John Wiley & Sons, Ltd.

KEY WORDS: structural control; seismic protection; mass dampers; # ., control; fixed-order controllers

1. INTRODUCTION

The design of systems that can be installed in civil structures to protect them from vibrations,
seismic waves, dynamics loads and any signal affecting safety and comfort of these structures is
studied in this paper. # ., control theory is used to compute the parameters of the devices that,
installed in the structure, ensures the achievement of the desired objective. The behaviour of the
device for the computed parameters is tested by simulation using data from real earthquakes.

Three different solutions taken from Housner ez al. [1] have been considered. Active, passive
and hybrid technology devices have been analysed. Fixed-order # , control has been used for
computing the parameters of the devices (in the passive case) or the control algorithm to be
implemented in the central unit of the device controller (PLC, PC, etc.). The goal of the device to
be installed in the structure is to attenuate the effect of unwanted disturbances. The power
spectral density of the disturbances affecting the system is not known in advance; however, they
have bounded energy. This is the reason why # ., controllers are relevant for this disturbance
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attenuation problem as it will be explained in Section 3. There exists a rich theory about
control that resembles the classical LQG (or #) control theory. In Reference [2] the
A ~, controller is obtained by solving a pair of Riccati equations coupled in their solutions.
More recent results have converted the full-order 7, design problem in a convex feasibility
problem in terms of a pair of linear matrix inequalities [3, 4] that allow to solve a larger class of
problems, including # , control with multipliers [5] and multiobjective #"»/ # , control [6-8].
Unfortunately, the # ., controllers computed by any of these methods have the same order of
the plant. Moreover, if the plant has been augmented with weighting functions to take into
account certain relevant frequency bands, then the controller can be of very high order and
model reduction techniques [9] have to be applied in order to obtain a low-order controller.
However, this procedure is not optimal and there is no guarantee that the reduced-order
controller maintains its attenuation properties. Another option is to design a fixed-order #
controller, in this case a necessary and sufficient solvability condition can be formulated in terms
of a pair of LMI with a non-convex rank constraint [4, 10]. Alternatively, the problem can be
formulated in terms of a bilinear matrix inequality (BMI) that is also non-convex. There does
not exist a complete solution to this problem; however, certain numerical methods that partially
solve the problem have been developed and tested [11-14]. This is the alternative that has been
followed in this paper. The obtained results are tested by using the model proposed in Reference
[15]. This model has also been used by other authors [16-18]; therefore, a comparative study
with the results of those authors have been performed. Records from four earthquakes
(El Centro, Kobe, Hachinoche, and Northridge) are used for the analysis. The maximum inter-
storey drifts, their second derivatives (i.e. inter-storey accelerations), the mean value of the
previous quantities, the maximum actuator force, and the stroke and acceleration of the
actuator in the hybrid case are used as performance measures of the design for the comparative
study.

This paper is organized as follows. Section 1 is this introduction. In Section 2, a revision of the
devices for structural protection is performed. The devices are classified by the energy they
require to work. The four particular devices that will be synthesized in this article are explained.
Section 3 is devoted to # , control and its application to protecting structures. It is explained
why # , is a good option when the disturbances affecting the structure has unknown power
spectral density but bounded energy. Also, numerical techniques for computing fixed-order #
controllers are explained. The application of the # ., control techniques to the design of
protective devices is studied in Section 4. Here, four different devices are modelled and their
parameters are computed for several cases. The performance of the designed devices are
analysed by simulation using recorded data from four earthquakes and compared to other
devices found in the literature. Finally, some conclusions are presented in Section 5.

2. SOLUTIONS IN CIVIL STRUCTURES TO REDUCE THE EFFECT OF
EXTERNAL DISTURBANCES

The community of structural engineers began to massively employ the technology based on
isolation, absorption and reduction of vibrations in the 1960s. This technology had been
developed and successfully applied in airplane structures during the Second World War [1].
Since then, many structural protection solutions have been developed to attenuate stress
induced by earthquakes or dynamic loads.
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The developed solutions are classified according to the energy they require.

Passive control. These systems do not require an external energy source. The passive control
devices transmit the forces developed as a response to the movement of the structure. The
protective device is designed is such a way that the vibrations of the controlled system are
attenuated in the frequency range of interest. This kind of device is usually inexpensive,
works even in case of a large earthquake, and is inherently stable. However, they have to be
designed for each particular structure. Examples of these are base isolators (BI), passive
energy absorbers, and dynamic vibration absorbers (TMD, TLCD).

Active control. This kind of device needs a power supply for the actuators which apply
forces to the structure in a way established by a control algorithm. The forces can be used
both for dissipating and adding energy to the structure. In an active control system, the
signals sent to the actuators are a function of the structure response as measured by the
sensors. These kind of systems are vulnerable to power failure, which is always a possibility
during an earthquake. Backup generator or batteries are not feasible because of high electric
power requirements of these solutions. A typical example is active brace systems (ABS).
Hybrid control. These systems combine both passive and active technology in an attempt to
get the best features of each technology. When a device of this kind is well designed, it
behaves as good as an active control device. However, in case of a power failure, the
passive part still offers some degree of protection. Examples of these are the active mass
(AMD, HMD, ATMD) and the hybrid base isolation (HBI) systems.

Semi-active control. These devices belong to a particular class of active control systems
with smaller external energy requirements than the typical active control systems. Some
examples are variable friction dampers, variable stiffness devices, variable fluid dampers
and controllable fluid dampers.

Four of the above-mentioned solutions are considered in this paper: one passive, one active
and two hybrid devices. Briefly, they are described as follows.

The tuned mass damper (TMD). This is a passive vibration absorber device that is coupled
to the structure. It was invented by Frahm in 1909. The design of vibration absorbers for
systems with a single degree of freedom was analysed by Den Hartog in 1956 [19]. They
were applied to improve the response of civil structures to external disturbances at the end
of the 1970s. The viability of these devices to attenuate the effects of earthquakes has been
studied during the recent years.

This kind of device is composed of a secondary mass m, a spring k, and a damping element
¢. The design problem consists of computing the values of the absorber parameters (m, k,
¢). Figure 1(a) shows how the auxiliary mass m is coupled to a system with a single degree
of freedom, characterized by primary mass M, stiffness K, and damping C. The system is
equivalent to a single-storey building.

The active brace system (ABS). It is an active device formed by one or several electro-
mechanical or hydraulic actuators, distributed between floors, according to different
configurations. A diagram of this implementation can be seen in Figure 1(b), where the
actuator is placed between the base and the mass M of the single-storey building of the figure.
The active tuned mass dampers (ATMD). It is a hybrid device formed by the combination of
a TMD and an actuator, u, coupled to the same auxiliary mass m. These devices aim to
improve the benefits of the passive absorber. A diagram is shown in Figure 1(c).
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Figure 1. Four protective devices: (a) TMD; (b) ABS; (¢) ATMD; and (d) AB-TMD.

® The active brace system + tuned mass damper (AB-TMD). It is a pseudo-hybrid device that
is obtained as the combination of an active brace (ABS) and a passive mass damper TMD.
This solution is developed to improve the individual performance of each component when
the structure is subject to dynamic loads, ground motions, earthquakes. A diagram of this
device is shown in Figure 1(d).

3. #~, CONTROLLERS FOR PROTECTING CIVIL STRUCTURES

Consider the feedback interconnection depicted in Figure 2. The plant P is a linear time-
invariant system described by the state-space model

¥(t) = Ax(1) + Byw(t) + Boult)
2(1) = C1x(1) (1)
W) = Cax(1)

where all the matrices are real and of appropriate dimensions. Here, w(7) e R? is a vector
containing all exogenous signals and u(z) € R" contains the manipulated inputs. The signal
y(1) e R" is the measured output, z(7) e R” is a vector containing the outputs that are to be
attenuated and x(¢) € R" is state of the system.

In the most general case, a state-space realization of the controller K is given by the following

equations:
E= A+ By
" (2)
u=Cré+ Dy

Let n and n; denote the order of the plant and the controller, respectively. The controller is of
full order when ny = n. If n; <n,,, the controller is of reduced order. In addition, the controller is
static when n; = 0, in this case the controller is given by matrix Dy, i.e. u = Dyy.

Let T, denote the closed-loop transfer function from signal w to signal z. That is,

zi= Touw

The # + controller is very appropriate to design devices that protect civil structures from
seismic waves and other vibratory inputs, because these signals can be modelled as random
processes of unknown but bounded energy. The # ., control methodology has advantages
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w Z
P(s)
u - y
K(s) =

Figure 2. Feedback interconnection.

against other control techniques for attenuating the effect of this kind of disturbances as it will
be shown next.Suppose the plant initial condition is zero and at time ¢ = 0, an arbitrary zero
mean (widesense) stationary random process w with autocorrelation matrix R(t) = E[w(r)w(O)T]
and power density matrix

(0.¢]

Sw(w) = / R(r)e " dt
-0

is applied. In this case the output signal z(z) of the closed-loop system approaches a zero mean

(widesense) stationary random process with spectral density

S.(@) = Top(j@)S(@) T2 (—jo)

Thus, the steady state variance of the output is

: 1 = : .
lim E[z(1)"z(t)] = — / trace [7-,(j) Sy (@) T (—jw)] dw (3)
1—00 277: —joo -
If the input w is a zero mean white-noise process with S,,(w) = I, then it follows from (3) that
the steady state variance of the estimation error is

lim E[2()"2(0)] = | Tl

where ||T:,,.||§ is the #> norm of the closed-loop system. Thus, if it is known that w is zero mean
white noise then the controller K should be designed to minimize the #, norm of the closed-
loop system. Even if w is not white noise, but S, (w) is known and rational, then the problem can
be treated by including an appropriate colouring filter in the system equations. However, in a
practical case the power spectral density matrix S,,(w) of the process is unknown but integrable,
i.e. it has bounded energy. Then, from (3) and the properties of the # ., norm, it is easy to

see that
. o 5 1 [P
fim F) 201 < I TlRgy [ trace S0 do
= || T2l 2 E[w(0) ' w(0)] (4)

Here, |||y is the 2, norm of the closed-loop system given by
”T:u‘”r\ = sup “T:n(]w)”

weR

where || - || denotes the largest singular value. Moreover, ||T_-...||i provides the smallest upper
bound such that inequality (4) holds for arbitrary (widesense) stationary processes w with
bounded energy. Thus, if all that is known about the noise is that it is widesense stationary with
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bounded energy, then the # ., norm of the closed-loop system should be minimized as this
quantity measures the worst-case energy amplification. In addition, if certain a priori
information about the frequency bandwidth of the signals is known, it can be taken into
account during the design of the controller by introducing weighting functions in the plant.
Unfortunately, a complete solution of the #,, control problem only exists for the case of
controllers of the same order of the plant where a necessary and sufficient condition for
solvability can be expressed in terms of a pair of linear matrix inequalities [3, 4].

A controller K is admissible if it internally stabilizes the plant P. Let .o/(P) denote the set of all
the admissible controllers for plant P. The #, control problem is formulated as follows: ‘Given
the plant P and a real number y > 0, compute an admissible controller K € .</(P) such that
|| T:u‘” <’/"-

The closed-loop system obtained as the feedback interconnection of plant (1) and controller
(2) has the following state-space equations:

¢ Ay BC ¢ 0
= w
X B,C, A+ B,DC, || x B
p (5)
<
zZ= [0 C[] :|
x
Now, consider the following augmented plant:
¢ 0 0][¢ 0 I 0
= + w—+ U,
x 0 4 X B] 0 Bz
z= [O Cl] (6)
x
I 0 ¢
Yo =
0 Cg X

It is very easy to check that the closed-loop system (5) can also be obtained by interconnecting
the augmented plant (6) and the following augmented static output feedback controller:

Ac By
Cr Dy

Therefore, the design of a fixed-order # ., controller of any order is equivalent to an
augmented # ,, static output controller. Moreover, the design of an # , static output feedback
controller with disturbance attenuation y can be converted into a non-convex BMI feasibility
problem [4, 10].

Ug =

Va (7

3.1. A Static output feedback controllers
Consider the plant P given by Equations (1) and a static output feedback controller
defined by

u(t) = Ly(1) (8)
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Definition
Let a scalar y > 0 be given, controller (8) is said to be an # , static output feedback controller
with disturbance attenuation y for the plant P if the following two conditions hold:

1. The closed-loop system is asymptotically stable,
2. || Tl <7y wWhere T, is the closed-loop function transfer of w to z.

The first condition corresponds to the admissibility of the controller, that in this case is
equivalent to 4 + B,LC, be Hurwitz. Therefore,

A so(P) = {L| A+ B,LC, is Hurwitz}

where .<Z, denotes the set of all static output admissible controllers for the plant P. The second
condition establishes the prescribed degree of disturbance attenuation. The optimal # ., static
output feedback control problem can now be formulated as follows: ‘Find the optimal
disturbanced attenuation

")"* = lnf{HT:n(L)”x | Le '—dso(P)}

and given any number o > y*, compute an admissible static output controller such that || 7%, ||, <o .
Applying the results of Iwasaki [11], the problem of finding an # ., static output feedback
controller becomes a BMI optimization problem.

Lemma
Let a scalar y > 0 and system (1) be given. The following statements are equivalent:

1. There exists an # ., static output controller with disturbance attenuation 7.
2. There exist matrices K € R"*", Fe R” and 0<XT = X € R™" such that

(A+ FC)X + X(A+ FC)' XCT B
Z\(y, F, X) = CXx -, 0 [<0 )
B} 0 -y
and
(A + BK)X + X(4+ B,K)' XCT B
L), K, X) = X -y, 0 [<0 (10)
BT 0 —yI,

3. There exist matrices L € R”*" and 0< X' = X € R™" such that
(A+ B,LC)X + X(A+ B.LG)T XCT B
Zi(y, L, X) = X -, 0 |<0 (11)
Bj 0 -y

A proof of this result may be found in Reference [20]. If both conditions (9) and (10)
simultaneously hold for a certain X then a static output feedback controller that satisfies
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|| 7=yl <7 is obtained by solving the LMI #5(L, X) <0 in the matrix variable L for the fixed
symmetric and positive matrix X that satisfies conditions (9) and (10).

Note that the optimal # ., static output control problem can now be formulated as follows:
‘Find the optimal disturbance attenuation

y* = inf{y| K e R™" Fe R™",0<XT = X e R™" 2,(y, F, X) <0, Z>(3, K, X) <0} (12)

and given a number o > 7*, compute a static output feedback controller that satisfies || 7%,||, <o’

Unfortunately, optimization problem (12) is non-convex because conditions (9) and(10) are
bilinear matrix inequalities in the matrix variables F, K and X. However, note that fixing F,
condition Z(y, F, X) <0 becomes a linear matrix inequality in X. Similarly, fixing K, condition
Z5(y, K, X)<0 also turns out to be a linear matrix inequality in X. This suggests the following
co-ordinate descent algorithm to solve the problem.

Algorithm (Dual iteration algorithm for # ~, static output feedback control design)
Initialization. Choose ¢ > 0 and K any stabilizing state feedback controller, i.e. Ky € R™*" such
that 4 + BK is Hurwitz. Set the iteration counter j = 1.

Main loop. At iteration j do the following:

1. Compute o;, F; and Y; by solving the following LMI optimization problem:
(%, F;, ¥;) = argmin{o | F e R”",0< YT = Y e R™",
L(a, F,Y)<0, L>(a, Kj—1, Y) <0}
Here, Kj_; is fixed.
2. Compute y;, K; and X; by solving the following LMI optimization problem:
(7)» Kj, Xj) = argmin{y | K € R™" 0<XT = X e R™",
Z1(y, Fj, X)<0, Z>(y, K, X) <0}
Here, Fj_; is fixed.
3. 0F Iy; — y5-11 <€ set Pgu = 7j» Xsub = Xj, and go to Results, otherwise set j:=j + 1 and
repeat.
Results. 4, is an upper bound of the minimum attainable disturbance attenuation y* and an

I ~, output feedback controller that satisfies || 7%, (Lsub )|~ <7sup <7 can be obtained by solving
the following LMI feasibility problem:

o
Ly € R™, &3 (7’sub, Loybs Xoup) <0

where y,, and Xy, are fixed.

This co-ordinate descent algorithm does not provide the global optimal value y* because the
optimization problem lacks convexity. It still provides good results, however, as has been
demonstrated in References [11,17,21]. Moreover, the attained suboptimal y value strongly
depends on the choice of the initial Kj. The only requirement of this initial state feedback
controller Kj is stabilizability. This initial state feedback stabilizing controller can be computed
by many different methods such as pole placement, LQR, # , design, LMI, etc.

In this paper, the synthesis of # ., controllers has been performed using the MATLAB LMI
Control Toolbox [22]. An implementation of this algorithm can be found in Reference [17].
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Here, it is used as a tool for determining static output feedback controllers using the available
measured output.

4. APPLICATION TO CIVIL STRUCTURES

The model of a three-storey building (three-storey unit shear-beam building) considered in Reference
[15] is used here. It has been considered that every storey unit is identical to each other. The mass,
stiffness and damping coefficients for each unit are given by m; = my = 1000 kg, k; = ko =
980 000 N/m, and ¢; = ¢o = 1407 Ns/m, respectively, for i = 1,2, 3. This same model was used in
References [16-18]. Figure 3 shows a diagram of the structure with the four solutions analysed here.

4.1. Modelling the structure with protective devices

In this subsection, a state-space realization for each proposed solution according to the plant
model given by Equations (1) is presented. For the structure including a protective device, the
model is always augmented as in (6), so that the design of the device parameters turns out to be
an # , static output feedback control problem.

Structure without protection: open-loop plant. The model is given by

03xl
_ 03x3 Ly
X= x+ | =1 |w
-M'K -M~'C
021 (13)
lixs  Oixs
z= X
051 Osxs
where
ky/my —ky/my 0
MK = —k|/ﬂ‘l] kg/m|+k3/m2 —k3/m2 (14)
0 —kz/mg k3/ﬂ12+k3/ﬂ13

and M~'C can be obtained by replacing k; by ¢; for i = 1,2,3 in the expression of M~'K.

u
i ’
: ka

k
d, r
Col- mg @ mg \C - mgy
d

M; M;
K2 L}Tj K2 Ky L'}T K2 K2 L«}? K2 Ky L.]E‘f Ky/2
1 7,

5]
K>/2 L‘}IC’ K2 K2 l_,}Clv K2 K2 L|}C|2 K2 K2 l_.:hfv K>/2

M) 2
K2 |_4 < K2 K2 B L Cr |k2 K2 |_| G K2 K2 u |_4 G |k
W W W W
(a) (b) (c) (d)

Figure 3. Analysed solutions.
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The states xj, x; and xj3 are the inter-storey drifts (incremental positions) and x4, x5 and x¢ are
their derivatives (i.e. inter-storey velocities). The disturbance w is the earthquake ground

acceleration.

Structure with tuned mass damper (TMD). The model of the interconnection of the
three-storey building with a tuned mass damper on the top floor is given by

04x1
044 Lsya
= x4+ | -1 |w
-M'K; —-M'Cy (15)
3x1
zZ= [ | le7 ]X
where
ky/my —ka/m 0 0
i —ky/my  ky/my + ky/my —k3/m; 16)
0 —ka/my ks/my + ks /m; —kq/m;
0 0 —k3/m3 k,//m3 + k,//md

and M~'C, is obtained by replacing k; by ¢; for i = 1,2,3,d in the expression of M~'K,. The

mass of the TMD is selected to be m; = 0.1my.

The states xj, x, and x3 are the inter-storey drifts and xs, x¢ and x7 are their derivatives (i.e.
inter-storey velocities). The states x4 and xg are the position and velocity of the TMD system.
The disturbance w is the earthquake ground acceleration.

The above closed-loop model can be obtained by interconnecting a static output feedback
controller u = [¢; kq]y with the following auxiliary plant:

0451 O 1
. 044 Iyxa
K= x+ | =1 [w+ 1/ms u
-M'K —-M~'C
0341 —1/m3 —1/my
(17)
zZ= [1 0|X7]X
Oix3 1 03 0
y= x
O1x3 0 013 1
where
ky/my —ka/m 0 0
—ky/my  ko/my + ky/my —k3/mj 0
MK — 1/my ka/my i / (18)
0 —kay/m; ky/may +ky/my 0
0 0 —/(3/}113 0

and M~'C can be obtained by replacing k; by ¢; for i = 1,2,3 in the expression of M~ 'K.
Therefore, the computation of the TMD parameters ¢, and k,; can be formulated as an #

static output control problem.
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Structure with active brace system in the first floor. The model for the three-storey building
with an ABS is given by

lel
0351
03x3 I3 1/my
X = x+ | =1 |w+ u
-M'K —-M-'C —1/m
0251
0 (19)
1 Opxs
e X
0sx1 Osys
y = Cx
where
ky/my —ky/my 0
MK = | —ki/m ky/my +ky/m; —k3 /my (20)
0 —ky/my ks /my + ks /m;

and M~'C can be obtained by replacing k; by ¢; in the expression of M~!'K. The matrix C, is
either [1 0;ys] if position feedback is available, or [0;x3 1 0;42] instead when velocity feedback
is used. In order to keep the device as simple as possible it is assumed that only one sensor
is available.

As usual, x;, x and x3 are the inter-storey drifts and x4, xs and x4 are the inter-storey
velocities. Also, the disturbance w is the earthquake ground acceleration.

Structure with active tuned mass damper. The design of this hybrid protective device is
accomplished in two phases. In the first phase, the passive part is designed in the same way as
explained for the standard TMD. In the second phase, an active control law is computed using
M ~, methods. For this second phase the TMD computed at the first phase is considered as part
of the plant to be controlled. The reason is that in case of failure of the active part, the TMD
always provides protection. This motivates the design of the TMD in a separate first phase. The
passive parameters ¢, and k, are calculated by solving an # , static output feedback controller
for the auxiliary plant (17) assuming that m; = 0.1m. The active part of the device is computed
as an # ., output controller for the following plant, that includes the TMD designed in the first
phase:

0451 Ogx 1
0454 Iixa
X= x+ | =1 |w+ 1/mj u
-M'K;, -M7'Cy
0351 —(1/mq + 1/m3)
(21)
1 01)(5
Zi= X
Osx1 Osxs
y=0Cx
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Here,
k]/l1l| —kz/ml 0 0
M_I[((, _ —kl/n11 kg/ml +k2/l7’12 —k3/ﬂ12 0 22)
0 —ka/m; ky/my + k3 /ms —kq/m3
0 0 —k3/l1’l3 kd/l‘)’ll/ + k(//HT,[

and M~'C, can be obtained by replacing k; by ¢; in the expression of M~'K,. Similar to the
ABS case, the matrix C, can take different values depending on the measured signal that is
available for feedback.

As usual, xy, x, and x3 are the inter-storey drifts and x5, x4 and x7 are their derivatives. The
states x4 and xg are position and velocity of the ATMD device. The disturbance signal w is
the earthquake ground acceleration.

Structure with active brace system plus tuned mass damper. The system is a pseudo-hybrid
solution composed of a passive tuned mass damper (TMD) located on the top floor of the
structure and an active brace system (ABS) placed in the first floor. Similar to the
ATMD, this device is also calculated in two phases. The first phase is a regular TMD
parameter calculation where m,; = 0.1m, and ¢; and k, are obtained by solving and # ., static
output control problem for the auxiliary plant (17). In the second phase, the active part of the
device is computed as an # , output controller for the following plant that includes the TMD
designed in the first phase:

04><l
0451
) 044 Inxa 1/my
X= x+ | =1 |w+
—Mﬁle —M*'Cd —1/n1|
0351
021 (23)
1 0l><5
z= x
051 Osxs

y=Cyx

where M 'K, and M~'C, are the same as in the previous case (structure with ATMD) and the
matrix C, can take different values depending on the measured signal that is available for
feedback.

The components xj, x» and x3 are the inter-storey drifts and xs, x¢ and x7; are their
derivatives. The states x4 and xg are the position and velocity of the TMD system. The
disturbance signal w is the earthquake ground acceleration.

4.2. Parameter computation for each protective device

In this section, we obtain the parameters of the TMD and the controllers for the dynamic part of
each protective device that is interconnected to the three-storey building. Sixteen solutions have
been studied here including passive, active and hybrid technologies with static or dynamic
controllers and using either measured position or velocity signals for feedback. Table I shows
the 16 solutions. Note that solutions 2, 5 and 8 are borrowed from other authors’ research and
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Table I. Solutions under study.

Solution Technology Parameter calculation technique Feedback used
1 TMD A ~ static output feedback controller —
2 TMD Schmitendorf (2000) [20] .
3 ABS H ~, dynamic controller Position
4 ABS A ~ static output feedback controller Position
5 ABS Kose (1996) [14] static,1.E Position
6 ABS A ~, dynamic controller Velocity
7 ABS A ~ static output feedback controller Velocity
8 ABS Kose (1996) [14] static,1.D Velocity
9 AB +TMD H ~, dynamic controller Position
10 AB +TMD H , static output feedback controller Position
11 AB +TMD H ~ dynamic controller Velocity
12 AB +TMD A ~, static output feedback controller Velocity
13 ATMD H ~, dynamic controller Position
14 ATMD H ~ static output feedback controller Position
15 ATMD H ~, dynamic controller Velocity
16 ATMD H ~ static output feedback controller Velocity

have been included here for comparative reasons. The remaining solutions have been calculated
by using the procedure explained in Section 3.1.

Tuned mass damper case (TM D). The algorithm of Section 3.1 has been used for plant (17) in
order to compute the # ., output feedback controller that provides the parameters ¢, and k, of
the TMD. The mass of the device is always adjusted to 10% of the storey mass.

The obtained parameters are shown in Table II and correspond to solution 1. Solution 2 has
been taken from Reference [18] and is included here for comparative reasons.

Active brace case (ABC). The determination of the function transfer controller
has been carried out in four different ways. Two of them are # ., full-order output feed-
back controllers and have been computed using functions of MATLAB LMI Control Tool-
box [5]. The remaining cases are # ., static output feedback controllers and have been obtained
applying the method explained in Section 3.1. An implementation of the method is found in
References [17,21]. In addition, two different alternatives have been considered for every case
depending on the signal that is measured and available for feedback, i.e. position or velocity.
The obtained solutions are given in Table II and denoted as solutions 3,4, 6 and 7. In addition,
solutions 5 and 8 are taken from Reference [16] and included here for comparative reasons.

Hybrid solutions. Two hybrid solutions have been analysed. The design process is
accomplished in two steps. First, the passive part is adjusted. Then, the controller of the active
part is computed. Both # ', full-order and static output feedback controllers using either
position or velocity signals for feedback have been considered.

® Active brace plus tuned mass damper case. This is a pseudo-hybrid proposal that is
composed of a TMD on the top floor and an active brace in the first floor. The obtained
solutions are found in Table II under the numbers 9-12.

® Active tuned mass damper case. The obtained solutions for the ATMD are found in
Table II under the numbers 13-16.
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Table I1. Parameters of the controllers.

Solution Parameters of the controller

1 K; = 18600, C; = 478

2 K, =17030, C; = 385.5

3 K;(s) = Dynamic controller of 6th. order

4 Ly = 44217050.0461

5 Ls = —324360

6 Kg(s) = Dynamic controller of 6th. order

7 L7 = 142006.5773

8 Lg = —98306

9 Ky(s) = Dynamic controller of 8th. order, k; = 18 600, ¢, = 478
10 Ly = 7351790.4879, k, = 18 600, ¢, = 478
11 ka = 18600, c¢; =478
12 Lj> = 208499.2078, ks = 18 600, ¢, = 478
13 K3(s) = Dynamic controller of 8th. order, k; = 18 600, ¢, = 478
14 Lis = —240757.6205, ky = 18 600, ¢; = 478

15 K,5(s) = Dynamic controller of 8th. order, k; = 18 600, ¢, = 478
16 Lis = 1005.0983, k; = 18 600, c; = 478

4.3. Comparative simulation results

The performance of the 16 considered solutions are studied by exciting the three-storey structure
with four different disturbance input signals. These inputs are recorded data from earthquakes
(EI Centro, Kobe, Hachinoche, and Northridge) but scaled to a peak acceleration of 0.11g as in
References [15, 16] in order to be compatible to the structure size. The results are compared to
those obtained by other researchers, namely Kose [16] and Schmitendorf [18], since they refer to
the same structure. The results are graphically summarized in Appendices A—D. The meaning
of the bar charts is as follows.

There are six charts for each disturbance input. The first two charts represent maximum inter-
storey drift and acceleration of the three storeys, respectively. The third chart is the average of
the improvement percentage with regard to the maximum open-loop inter-storey drift and
acceleration. Finally, the last three charts show the maximum displacement and acceleration of
the passive part (TMD) and the maximum force required by the actuator. Solution 0 refers to
the open-loop case.

4.4. Analysis of the different solutions

The performance of the different solutions can be carried out by visual inspection of the charts
in the Appendix sections for the four disturbance inputs. The results are summarized in
Table III where the best solutions for each device technology are tabulated. Note that six
solutions produce better results. Therefore, only these six solutions need a more detailed
analysis.

Passive solutions 1 and 2. The analysis of the data shows that both solutions produce similar
results for displacement and acceleration of the TMD, and for the average improvement, as
shown in Table I'V. The last column of the table is the absolute value of the difference in the
achieved improvement for both solutions. The maximum difference between both solutions is
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Table III. Summary of results.

Best solution

Signal Passive Active Hybrid
El Centro 2 8 12,13
Kobe 2 7.8 12
Northridge 1 8 13
Hachinoche 1 8 13

Table IV. Comparative results for passive solutions 1 and 2.

Passive TMD TMD Difference
Signal solution disp. acce. % improv. % improv.
El Centro 1 3.4785 6.8110 42.1675
2 4.0882 7.2189 44.4900 2.3225
Kobe 1 4.3368 8.4636 29.5102
4.9005 8.6915 31.8431 2.3329
Northridge 1 4.1397 8.2004 14.1553
2 4.7665 8.5011 14.2935 0.1382
Hachinoche 1 3.1601 6.2131 48.9219
2 3.6517 6.4655 47.7389 1.1830

2.3329%. For the worst case, the improvement is 14.2935% (14.1553%), while the maximum
improvement is 47.7389% (48.9219%). Consequently, both TMD design techniques produce
similar results and can be successfully used.

Active solutions 7 and 8. Both solutions produce similar results for the achieved percentage of
improvement with respect to the open-loop case. The maximum improvement difference is 4.8%
in absolute value. However, it is interesting to remark that solution 7 needs a more powerful
actuator. Both solutions use the velocity as feedback signal and they are static output feedback
controllers; therefore, there is an economy in the control components and the control signal
calculation. The summary of the results is given in Table V. For the worst case, the
improvement is 43.21%, while the maximum improvement is 69.28%. The actuator should
provide at least 4253 N.

Hybrid solutions 12 and 13. The analysis is more involved in this case since both passive and
active performance indexes have to be taken into account. Therefore, TMD maximum
displacement and acceleration as well as maximum force and improvement percentage are
considered in Table VI. The maximum difference in percentage of improvement is 15.75% for
solution 13. In the worst case, the improvement is 62.8089%, while the maximum improvement
is 70.4387%. The actuator should provide at least 4790.092 N.

The main difference between solutions 12 and 13 is found in the analysis for the displacement
and acceleration of the TMD. Solution 13 produces larger values for displacement and
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Table V. Comparative results for active solutions 7 and 8.

Active Maximum Difference
Signal solution force % improv. % improv.
El Centro 7 3249.4 69.2771
8 2998.2 68.9237 0.3534
Kobe 7 2884.3 67.9220
8 2703.4 66.3113 1.6107
Northridge 7 4951.5 41.6625
8 4252.7 43.2189 1.5564
Hachinoche 7 4448.8 57.9180
8 3545.6 62.7528 4.8348
Table VI. Comparative results for hybrid solutions 12 and 13.
Hybrid Maximum TMD TMD Difference
Signal solution force disp. acce. % improv. % improv.
El Centro 12 3591.636 1.6875 3.3497 69.1930
13 3077.449 18.6382 20.0975 70.4387 1.2457
Kobe 12 3151.500 1.5282 2.9361 69.4514
13 2901.424 21.4486 15.2959 67.9019 1.5495
Northridge 12 4959.600 2.4275 4.8693 47.0572
13 4790.092 30.7181 18.7210 62.8089 15.7517
Hachinoche 12 4507.900 1.5979 3.2207 58.8347
13 4466.336 30.1053 17.8191 67.0967 8.2620

acceleration of the TMD. The worst-case performance indexes obtained for solutions 12 and 13
are shown in Table VII. The actuator features and final performance values can be analysed
from this table.

Using solution 13 (ATMD), the actuator should provide 4790.092 N to produce a
displacement of 30.7182 cm and an acceleration of 20.0975 m/ s?, the achieved improve-
ment ranges from 62.8089 to 70.4387% (provided the active part is operative). Using solution
12 (AB + TMD), the maximum actuator force is 4959.6 N, producing a displacement of
2.4275 cm and an acceleration of 4.8693 m/s”, the achieved improvement ranges from 47.0572
to 69.4514% (provided the active part is operative). According to the study, the proposed
solution 12 has interesting possibilities, since the force requirements are quite similar and the
stroke and acceleration of the TMD actuator are much lower. This does not restrict its physical
realization.

Also, controllers (12) and (13) are quite different, as can be checked in Table II.
Solution 12 uses a static output velocity feedback controller, while solution 13 uses
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Table VII. Extremal values of solutions 12 and 13.

Hybrid Maximum Maximum Maximum Maximum Minimum

Signal solution force TMD disp. TMD acce. % improv. % improv.
El Centro 12 3591.636 1.6875 3.3497 69.1930 69.1930
13 3077.449 18.6382 20.0975 70.4387 70.4387
Kobe 12 3151.500 1.5282 2.9361 69.4514 69.4514
13 2901.424 21.4486 15.2959 67.9019 67.9019
Northridge 12 4959.600 2.4275 4.8693 47.0572 47.0572
13 4790.092 30.7181 18.7210 62.8089 62.8089
Hachinoche 12 4507.900 1.5979 3.2207 58.8347 58.8347
13 4466.336 30.1053 17.8191 67.0967 67.0967

dynamic position feedback. Therefore, the controller is simpler to implement and
the requirements of the actuator show that solution 12 can be considered instead of
solution 13.

5. CONCLUSIONS

The parameters of both the passive and active parts of four types of protecting
devices, TMD, ABS, ATMD and AB + TMD, have been computed for a three-storey structure
model using # ., control and static or dynamic feedback of the available output signal (position
or velocity). The static controllers are characterized by their simplicity. They need a moderate
calculation effort and a low number of sensors, thus they are a simple and reliable alternative.
For each proposed solution, the structure response has been simulated under different
recorded disturbance signals and several numeric performance indexes have been calculated
and compared. The following conclusions were obtained from the comparative study:
TMD achieves a best improvement of 48%. This passive device does not require energy supply
and is always ready to work. Using ABS, the achieved improvement ranges from 43 to 69% and
an actuator of 4253 N is necessary. In this case, the control hardware is more complex
and a power supply is always needed, therefore this solution is less reliable. Using ATMD,
the achieved improvement ranges from 63 to 70%, with an actuator providing a force of
4790 N and a maximum displacement of 30.71 cm. In this case, when the power supply fails,
the passive part of the device (TMD) still protects the structure providing better reliability.
Finally, using AB + TMD, the achieved improvement ranges from 47 to 70%, with an actuator
of 4959 N and a maximum displacement of the TMD of 2.5 cm. According to these
results, AB 4+ TMD is a very suitable solution. The energy requirements are slightly larger as
compared to the ABS for a similar level of performance. However, as it is a pseudo-hybrid
solution, the passive part guarantees protection in case of a power supply failure. Moreover,
the AB + TMD needs a similar force and produces a smaller displacement than the other hybrid
device, the ATMD. Consequently, the AB+ TMD is a good option from a practical point
of view.
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APPENDIX A: SIMULATION RESULTS FOR EL CENTRO DATA
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APPENDIX B: SIMULATION RESULTS FOR KOBE DATA
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APPENDIX C: SIMULATION RESULTS FOR NORTHRIDGE DATA
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APPENDIX D: SIMULATION RESULTS FOR HACHINOCHE DATA
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Summary

In this paper the authors have studied and proposed a control system for an
adaptive tuned mass damper (TMD) for self-climbing formworks to be used in
some critical construction phases of concrete piers.

This dynamic vibration absorber will move together with the formwork, and
must change the tuned parameters (frequency, damping) for an optimal situation
in each instant of the pier construction. With this device, the structural damping
of the pier will increase and consequently personal comfort (e.g., sickness and
acceleration levels) and structural security (stress level) will improve. The nu-
merical results are based on a finite element model (FEM) for the 92 m concrete
pier of La-Miel Viaduct (Nerja, Spain). This model has been adjusted by means
of acceleration records obtained on the top of the pier. On the basis of this model
several approaches of adaptive TMDs have been studied and finally a feasible

solution has been suggested.

Keywords: tuned mass damper, pier, control, finite element model, formwork,

wind vibration.

Introduction

Tall structures have traditionally been
erected using crane-lifted formwork,
often referred to as “jump” forms. The
working procedure of these systems
requires extensive crane time, and is
too slow, unsafe and unproductive for
very high civil structures.

The development of climbing form-
work systems started in the seventies
of the last century. The systems were
purely mechanical at first, and later
were operated hydraulically.

Climbing formwork systems are a
combination of scaffolding and form-
work devices for pouring concrete in a
system that climbs up on its own power
on the structure that is being built.

This is very advantageous when build-
ing structures such as: bridge pylon,
viaduct piers, towers, building core
walls and skyscrapers.

In today’s bridge and viaduct design, a
trend towards longer spans and more
slender structures and structural ele-
ments is observed. As a consequence,
modern bridges are becoming in-
creasingly prone to vibrations when
subjected to wind, seismic and traffic
loads. In order to minimise and reduce
dynamic problems, the development
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of appropriate vibration mitigation
systems and health monitoring sys-
tems has become essential.

Tuned mass damper (TMD) is a pas-
sive vibration absorber device that is
coupled to different structures, not only
buildings but also civil structures, in
order to reduce the dynamic response
of these structures. A simple scheme of
aTMD consists of a mass, a spring, and
a damper, where the natural frequency
of the TMD is tuned in resonance with
the fundamental mode of the primary
structure [1]. In this way, the energy is
dissipated by the damper inertia force
acting on the structure.

Analysed Concrete Pier

The piers used for this study are located
in the viaduct over the River La-Miel
in Nerja (Malaga, Spain), Fig. I The
viaduct consists of a pair of five-span
steel roadways supported by four pairs
of concrete piers. The three central
pairs of spans are each 80 m long, while
the two pairs of back spans are 60 m.
The heights of the piers range from 41
to 92 m. Each pier rises as a single hol-
low rectangle in which the smaller side
reduces its size with height (see Fig. 2).
The piers were erected by a hydraulic
self-climbing formwork.

Fig. 1: “La Miel” Viaduct. Malaga, Spain

The pier under study is the tallest one
(92 m), but this is a general study and
could be used for any type of pier.

Concrete Pier Finite Element Model

The 92 m pier was modeled using a
finite element model (FEM) code
considering the geometry and the

Von mises

7.0251E + 006
l 6,1514E + 006
5.2778E + 006
44041E + 006
3,5305E + 006
2,6568E + 006
1,7832E + 006

9.0954E + 005
35890.00000

Mode 1
0,483056 Hz

Fig. 2: 92 m pier FEM model
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material characteristics as mentioned
in the corresponding plan — and eleva-
tion-view drawings.

Natural Modes and Damping
of the Pier

Ambient vibration measurements of
the pier in the final construction phase
were recorded using an accelerometer
placed at the top of the pier. The data
recorded include response to blasts
near the pier. These can be considered
as input exciting signal. In many of the
records, the main input signal was wind
disturbance.

The records were analysed, and for
the completed 92 m pier the first three
modes were found to be around 0,50,
2,51 and 6,12 Hz respectively. These
values were used to adjust the FEM.

Using the decaying amplitudes of
the samples of the recorded data, the
damping of the pier was calculated by
the logarithmic decrement method [7].
The damping ratio values obtained
for the pier ranged between 0,85 and
1,9%, the more repeated and reliable
value being around 1,6%.

In Figs. 3 and 4 the first and second
modal masses and fundamental fre-
quencies numerically obtained at dif-
ferent construction phases (heights)
after adjusting with the experimental
information, are depicted.

x10°
18
— Total mass
16 f — - 1st modal mass
— -~ 2nd modal mass
14
~ 12
C)
% 10 -
k="
. —_——
PSR
50 60 70 80 90 100

Height (m)
Fig. 3: Mass at different heights

\ — Ist mode
\\ — - 2nd mode|

Modes (Hz)
/

50 60 70 80 9 100
Height (m)
Fig. 4: Modes at different heights

Tuned Mass Damper:
Approaches and Simulations

The TMD concept was first applied
by Frahm in 1909, but the first de-
tailed discussion of optimal tuning and
damping parameters for an undamped
single-degree-of-freedom (SDOF) sys-
tem was presented by Den Hartog in
1940 [2]. An extension of this theory
to damped SDOF and multiple-de-
gree-of-freedom (MDOF) has been
investigated by particular researchers
as mentioned in Ref. [4, 5, 6], amongst
others.

When an optimal TMD is coupled to
the pier, this improves the performance
of the pier, decreasing the transfer
function peak around the frequency at
which TMD is tuned.

The control performance is highly
sensitive to the design parameters of
the TMD, relative to the parameters
of the primary structure. If the design
parameters of the TMD deviate from
the optimal design values or errors
exist in the identification of the natu-
ral frequency of the primary structure,
a detuning effect will occur and the
control effectiveness may deterio-
rate. Hence, the adoption of other ap-
proaches such as multiple tuned mass
damper (MTMD) or semi-active tuned
mass damper (SA-TMD) with variable
damping and/or stiffness characteris-
tics have been proposed, to reduce the
detuning effect or improve the control
performance in relation to passive
TMD.

In this paper, the authors used the Tsai
and Lin formulation [4] for structures
with damping to obtain the optimal
TMD parameters at different pier con-
struction stages. These values will be
used to adapt, step by step, the TMD
to the pier height.

Studies and Simulations with
Different TMD Parameters

Next, some results are shown which
were obtained from the studies and
simulations carried out (more detailed
studies are available in [6]). In these,
the authors excited the 92 m pier
FEM with a steady load at the top of
the pier and analysed the transient re-
sponses. Because of the low accuracy
of the damping values obtained by
logarithmic decrement formulation,
it was assumed - the time required
for the horizontal displacement on
top of pier to be lower than 1 mm
(settling time).

Structural Engineering International 3/2007

The results of the first simulation can
be seen in Fig.5, where the settling
time for the five approaches at dif-
ferent pier stages is depicted. Case
A is the worst, having been carried
out without the TMD device. For the
other four cases, an attached TMD was
proposed at 50 m and tuned for 92 m
(Case B); a TMD on the formwork
tuned for 92 m (Case C); an attached
TMD at 50 m but with all-time opti-
mal parameters (Case D); and finally
a TMD on the formwork with all-time
optimal parameters (Case E). The last
case is the optimal, giving good perfor-
mance in every construction stage. Of
the other cases, only Case D shows a
good behaviour in some construction
phase intervals. Anyway, the further
TMD approaches will be based on
Case E because it has a good perfor-
mance in all construction phases.

In another simulation, the authors
changed the TMD damping (c¢) and
stiffness (k) values from the optimal
ones for the finished 92 m pier in
order to perform a sensitivity analy-
sis of these parameters. Fig. 6, shows
the settling time when the parameter
values are changed one by one from
20% to 500% from the optimal values
(k=90673 N/m, ¢ = 3797 Ns/m).

It can be seen that the performance
of the pier is more sensitive to the
TMD stiffness variation than the TMD
damping variation. It is logical because
the stiffness is directly proportional to
the TMD frequency. Also it can be seen
that the pier has the same or even bet-
ter performance in the damping values
interval [100, 300]%. An explanation
for this effect is that each tuning for-
mulation is optimal for only one kind
of excitation. Ref. [2], proposes differ-
ent tuning formulations, depending on
the excitation source.

Tuned Mass Damper Approaches

From the simulations it can be con-
cluded that the best and most reliable
TMD approach is that with the TMD
moving with the formwork and adapt-
ing its parameters according to the pier
construction phase. The next step is to
define how to adjust TMD parameters
(frequency, damping) and implement
this solution in the pier under con-
struction.

The authors proposed two TMD de-
signs, one based on a simple pendulum
and the other based on a deformable
beam pendulum (Fig. 7). In the first
one, a simple pendulum where the
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Fig. 5: Settling time for different cases

mass (concrete, iron or steel) hangs
from the formwork by steel cables, can
be seen. That mass is connected to the
inside face of the pier through damp-
ers in order to dissipate energy.

In this solution the TMD frequency is
adjusted by changing the length of the
cables and/or the value of the mass.

The TMD damping ratio is fixed by
means of hydraulic dampers (con-
stant damping ratio value) or semi-
active dampers (variable damping
ratio value). The main problem in this
approach is to attach the dampers

TMD approach 1

TMD approach 2

Fig. 7: Tuned Mass Damper approaches
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% of the optimal parameter value

Fig. 6: TMD parameters sensitivity study

from the TMD mass to the pier walls
because these are not parallel (as men-
tioned previously).

In the second design, the authors over-
come the damper attachment drawback
by supporting the mass using four steel
beams with adequate bending stiffness
under transversal displacement of the
TMD mass and placing the dampers in
the diagonals.

In this scheme the TMD frequency is
adjusted by changing the mass of the
TMD and/or the steel beam cross-
section or its length, and the TMD
damping value is fixed as in the first
scheme.

The final proposal is based on this
second scheme. The authors suggest
varying the mass to modify the TMD
frequency (from the mechanical point
of view it is easier than making chang-
es on the steel beams).

To carry out this adaptive TMD, the
authors suggest the use of a steel her-
metic tank of 6,3 m x 08 m x 12 m
(L xW x H) hanging from formwork by

four 1,5 m steel beams with an inertia
moment of 12,2 10 m*, Since the op-
timal TMD frequency decreases as the
pier rises, the TMD mass will increase
with height. In this way the control
system will pour concrete (from 800
to 10,000 kg) into the steel tank as
the pier is erected. The control system
layout suggested is shown in Fig. 8. In
this, an industrial controller or pro-
grammable logic controller (PLC) is
used to constantly ensure the correct
TMD parameters. The controller has
the previously calculated TMD param-
eters (mass.bd, damp.bd) at each pier’s
height.

The height is measured by means of
a displacement sensor in the form-
work, and when the pier grows 1 m
in height, the controller manages the
concrete pump to pour the right quan-
tity of concrete following the control
flowchart in Fig.9. The mass poured
is checked by strain gauges placed in
the steel bars. It is also proposed to use
accelerometers in the pier and in the
TMD to check the correct frequency

Industrial
10

Fig. 8: Adaptive Tuned Mass Damper control layout

Structural Engineering International 3/2007
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No
No Yes
Yes
hy = hpu:r
TMD parameters: M,,, = mass,bd(h,)
mass.bd, damp.bd Pump concrete

<5

Fig. 9: Flowchart

ratio (fimy/fpier) Obtained by the Tsai-
Lin formulation. Finally, if a semi-active
damper is used, the authors suggest a
magneto-rheological damper with an

on-off groundhook control running in
the controller.

Conclusion

In this paper, an adaptive tuned mass
damper for self-climbing formwork
has been proposed. First, a slender
pier was studied and monitored. The
pier was modeled with finite elements
and its parameters adjusted by means
of pier instrumentation. The FEM was
used like a benchmark to test different
TMD approaches. Once the approach-
es were simulated, analysed and com-
pared, it was concluded that a fixed
and/or static TMD has a poor perfor-
mance, and that, changes in stiffness
TMD parameters are more sensitive
than changes in damping ones. Final-
ly, a simple adaptive TMD design for
variable cross section concrete piers is
proposed.
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ABSTRACT

* The application of tuned mass
damper in the field of the civil
engineering has focused
principally on skyscraper,
communication towers or
bridges. The present arficle
proposes the use of them in
tower cranes for the
improvement of dynamical
behaviour under daily use
loads. We have done
simulations of tuned mass
dampers (TMD) using a two-
dimensional model of a tower
crane in order o evaluate the
efficiency of these passive
vibrations control systems.
Key words: tower crane,

vibrations, tuned mass

damper.
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RESUMEN

La aplicacion de los amortiguadores de masa
en el campo de la ingenieria civil se ha centrado
principalmente en su uso en rascacielos, torres
de comunicacion o puentes. El presente articulo
propone su uso en gruas torre para la mejora del
comportamiento dindmico de éstas frente a
cargas de uso diario. Para ello y partiendo de un
modelo bi-dimensional de una grua torre, se han
realizado simulaciones de amortiguadores de
masa (TMD) con el fin de valorar la eficiencia
de estos sistemas de control de vibraciones
pasivos.

Palabras clave: gria torre, vibraciones,
amortiguador de masas.

1. INTRODUCCION

Conforme ha ido aumentando la esbeltez de
los sistemas estructurales, fundamentalmente
los edificios en altura, se ha detectado la
necesidad de introducir sistemas de control que
mejoren tanto el comportamiento resistente
(tensiones, resistencia a fatiga, etc.) como la
comodidad de los usuarios (sensacion de
movimiento, mareos, etc.). En ocasiones no es
eficiente sobredimensionar el esqueleto
resistente de la estructura ya que al aumentar
la rigidez aumenta la masa y el coste, y aunque
disminuyan  los  desplazamientos  del
movimiento  vibratorio aumentan las
velocidades y aceleraciones.

Dyna Abril 2009  Vol. 84 n°3 ® 237,/244
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Una de las soluciones para mitigar este
movimiento vibratorio sin necesidad de rigidizar
la estructura es mediante la incorporacion de
sistemas disipadores y/o absorbedores de energia
que mejoren su respuesta dindmica y aumenten
el amortiguamiento estructural, el cual
generalmente es bajo.

Desde mediados de los anos 70, los
amortiguadores de masa o TMD (Tuned Mass
Damper) han sido uno de los dispositivos mas
usados para la amortiguacion de vibraciones en
rascacielos, torres, tableros de puentes,
chimeneas, etc. Quien esbozd por primera vez
este dispositivo fue Frahm en 1909, pero fue
Den Hartog [1] quien realiz6 los primeros
desarrollos tedricos para el sintonizado 6ptimo
de estos sistemas en estructuras sencillas de un
solo grado de libertad. A partir de esta teoria,
numerosos investigadores como Warburton
[2], Tsai y Lin [3], Poncela et al. [4] entre
otros, han propuesto nuevas formulaciones
para el sintonizado Optimo de TMDs en
estructuras mas complejas. Estos dispositivos
se han mostrado muy eficientes en la reduccion
de las vibraciones inducidas principalmente
por el viento, aunque también las debidas a
seismos, trafico, etc. obteniendo en la respuesta
de las estructuras mejoras del 30 al 50% [5]
medidas en términos de tiempo de
establecimiento y razones de amortiguamiento.

En comparacion con las estructuras civiles
mencionadas anteriormente, las grias torre son
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estructuras muy esbeltas y flexibles que tanto por la accion del
viento como por los acoplamientos dinamicos del movimiento
de la carga durante su uso diario [6], experimentan
movimientos vibratorios muy amplios que condicionan el
dimensionamiento resistente y dificultan el posicionamiento
de la carga. En este trabajo se evaltia mediante simulacion la
efectividad de los amortiguadores de masa para reducir las
oscilaciones de una grua torre en concreto. Para ello, y a partir
de los parametros modales obtenidos de un modelo de la gria
en elementos finitos ajustado manualmente mediante datos
experimentales, se ha desarrollado un modelo sencillo
bidimensional de la graa en Working_Model 2D [7], en el cual
se ha simulado el comportamiento transitorio de la griia con
diferentes TMDs cuando se la somete a su maxima carga en
punta.

2. AMORTIGUADORES DE MASA EN ESTRUCTURAS
CIVILES

Los amortiguadores de masa sintonizados son sistemas
pasivos de absorcion de vibraciones, que en su esquema mas
sencillo estan compuestos por una masa movil unida a las
estructuras por muelles y amortiguadores (Fig. 1). Cuando la
estructura desarrolla movimiento como respuesta a una
perturbacion externa (viento) o interna, el TMD se excita
produciéndose una transferencia de la energia inercial de la
estructura al amortiguador de masa. Con esto se consigue
mitigar las oscilaciones de la estructura en tiempos menores,
mejorando asi el amortiguamiento estructural global. Para que
el amortiguador de masas trabaje de la forma mas eficaz
posible es necesario un correcto sintonizado de los pardmetros
fisicos de éste: la masa y las constantes de los muelles y
amortiguadores.

Estructura ™MD

k Kot
o NAgl -

c Ceof

Figura 1. Esquema bésico de un TMD acoplado a una estructura de un solo grado de libertad.

Existen numerosas estructuras civiles dotadas con
amortiguadores de masa, siendo los edificios las estructuras
que cuentan con mayor nimero de aplicaciones y ejemplos
mas espectaculares, éste es el caso del TMD del Edificio Taipei
101 en Taiwan con una masa pendular de acero de 660
toneladas [8]. En Constantinou [9], Fujita [10] y Tanida [11]
se pueden consultar muchas de las aplicaciones de estos
sistemas en estructuras civiles, tanto implementaciones
puramente pasivas, como versiones activas y semiactivas del
TMD. Estas tltimas, ademas de los elementos basicos de la
version pasiva, cuentan con actuadores hidraulicos o eléctricos,
amortiguadores semiactivos, sensores, equipos de control,...
que mejoran la eficiencia de los sistemas pasivos y que son
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capaces de adaptarse mejor a cambios tanto de la naturaleza
de la excitacion como de la propia estructura civil.

Los dos esquemas constructivos de amortiguador de masa
mas empleados en estas estructuras son [5]: (a) el esquema
lineal (7ranslational TMD) donde una masa movil de acero u
hormigén que desliza sobre ejes u otros sistemas mecanicos
esta situada en los pisos mas altos del edificio al que se une
por un sistema de muelles y amortiguadores. Las constantes
de rigidez de los muelles junto con el valor de la masa definen
la frecuencia de oscilacion de esta, siendo los amortiguadores
los encargados de disipar la energia inercial transferida por la
estructura al TMD (Fig. 2a). (b) El otro esquema constructivo
es el pendular (Pendular TMD) y consiste en colgar la masa
del TMD mediante barras articuladas o cables metalicos (Fig.
2b), evitandose los problemas de rozamiento presentes en el
esquema anterior, pero presentado limitaciones en cuanto a
espacio. En este caso la frecuencia solo viene determinada por
la longitud de las barras o cables.

Figura 2. (a) Esquema bésico de un TMD lineal. (b) Esquema bdsico de un TMD pendular

En las estructuras esbeltas, el viento induce diversos tipos
de inestabilidades o fendmenos aerolasticos [12] provocando
movimientos de flexion y en ocasiones de torsion. En general,
el movimiento de mayor amplitud es el debido al modo 1 de
flexion en el plano perpendicular al eje de menor inercia, y es
éste al que normalmente se sintoniza el TMD. No obstante
también pueden ser importantes el modo 2 de flexion, el modo
1 de flexion en el plano perpendicular y el modo 1 de torsion
en estructuras no simétricas.

Para el correcto sintonizado del amortiguador de masa es
necesario conocer determinadas caracteristicas de la estructura
que se trata de controlar, como son la frecuencia, la masa
modal y el amortiguamiento correspondiente al modo de
vibracion que se trata de mitigar. Con esta informacion se
puede calcular mediante diferentes formulaciones los valores
de la masa my, rigidez k4, y constante del amortiguador c4 con
los que el TMD trabajaria de forma eficiente. En general las
frecuencias fundamentales de las estructuras civiles esbeltas
suelen estar por debajo de los 5 Hz y su razon de
amortiguamiento ya sean de hormigén o de acero tienen
valores menores de 1.5% del amortiguamiento critico [13].
Dicho valor es dificilmente cuantificable al depender del
material, de las uniones, del terreno, nivel de vibracion etc. Un
buen valor de partida para el calculo del TMD podria ser del
1%.

De los tres parametros mencionados, la frecuencia es el
mas critico ya que debe ser determinado lo mas fielmente
posible tal que el TMD calculado trabaje de forma correcta.
En el caso de la masa modal y sobre todo del amortiguamiento
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En el mercado existen multitud de groas torre de caracteristicas muy
distintas en cuanto a dimensiones, capacidad de carga, etc

estructural solo seria necesario tener
estimaciones de los valores reales ya que el
sintonizado del TMD es menos sensible
respecto a estos parametros.

3. COMPORTAMIENTO DINAMICO DE
GRUAS TORRE

Al igual que muchas estructuras civiles, las
gruas torre exhiben, debido al viento y al uso,
un comportamiento vibratorio muy poco
amortiguado y de gran amplitud que interesa
mitigar para mejorar el posicionamiento
rapido y preciso de la carga y para prevenir
problemas de fatiga mecanica de la estructura
resistente.

En el mercado existen multitud de graas

FFT
158
a ir
w
E 0% \
J A‘l".
TP L
o 02 04 08 08 1 12 14 18 18 2
Frecusncisdz)

torre de caracteristicas muy distintas en cuanto
a dimensiones, capacidad de carga, etc.
Asimismo su comportamiento dinamico es
muy distinto con frecuencias propias y masas modales muy
variadas. Con el animo de concretar el estudio se ha elegido
una gria torre sin tirantes o “flat top” de caracteristicas medias-

P, r ﬁ
Figura 3. Grda torre objeto del estudio “COMANSA LC2064": Diseiio CAD y Modelo en
Elementos Finitos

altas (COMANSA Mod. LC2064) con los siguientes
parametros: mastil de 38.5 m, pluma de 54 m, contrapluma de
18 m, contrapeso de 17.5 Tn., peso total sin contrapeso de
48.69 Tn., capacidad de carga maxima de 12 Tn. y capacidad
de carga en punta de 2.5 Tn.

A partir de los datos y planos constructivos del fabricante,
esta grua se modelo en elementos finitos como puede verse en
la Fig.3. Con el objeto de realizar un ajuste manual de dicho
modelo y calcular el amortiguamiento del primer modo de
flexion de la torre al cual se sintonizaran los TMDs, se registro
la vibracion de la gria mediante un acelerometro en la parte
alta de la torre (Fig. 4). A partir de los registros de la respuesta
de la gria frente a perturbaciones ambientales y pruebas de
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Figura 4. Respuesta temporal y FFT de la gria obtenida con un acelersmetro en la forre de la grda.

respuesta libre, se determiné el valor de las dos primeras
frecuencias propias de la torre (0.242 Hz y 0.637 Hz) y una
razoén de amortiguamiento del 0.7%.

Como ya se mencioné anteriormente, para el calculo de los
parametros del TMD no es suficiente solo con conocer la
frecuencia del modo que queremos amortiguar, también es
necesario conocer o estimar la masa modal y el
amortiguamiento de la estructura correspondiente a dicho
modo. Diferentes métodos de identificacion de sistemas para la
estimacion de las caracteristicas dinamicas de una estructura
han sido muy estudiados ([14]; [15]), pero la mayoria de estos
estudios se han centrado en propiedades dinamicas como son
la funcion de transferencia y las frecuencias naturales. Sin
embargo la identificacion de las masas modales pocas veces se
lleva a cabo [16]. En general los métodos para estimar la masa
modal se dividen en: (a) Métodos analiticos/numéricos
basados en la obtencion de los autovectores del sistema
haciendo uso del analisis en elementos finitos [17] y (b)
métodos experimentales basados en el ajuste de funciones de
respuesta en frecuencia obtenidas de datos experimentales, o
dicho de otro modo “Analisis Modal Experimental” [18]. En
este trabajo se ha empleado el primero de los métodos,
desarrollando un modelo de elementos finitos con la
herramienta COSMOS/M [19] el cual se ha ajustado
manualmente a las frecuencias experimentales obtenidas en la
torre.

A continuacion se presentan las frecuencias principales y
masas modales obtenidas tras el ajuste del modelo en
elementos finitos de la gria seleccionada para el estudio.

Dyna Abril 2009 e Vol. 84 n°3 © 237,/244 239
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Frecuencia 0.245Hz
Masa modalMasa total 0531

, Moda 1 '

diferencia de lo que ocurre en aplicaciones
— de amortiguadores de masa en edificios

' _.‘ﬁ-aa\ == altos donde como ya mencionamos, la
razén de masas es menor del 1%. En

nuestro caso en concreto, supone el 85%
de la masa modal del primer modo de la

Frecusncis 6,727 He griia sin contrapeso, lo cual en principio y
ez - siempre que se realice un correcto
sintonizado es ventajoso al

| Modo 3 I
Frecuencia: 1.300 Hz

Masa modabMasa total: 0.082

proporcionarnos una mayor disipacion y

imy 3 /ﬁ ; por tanto mayor amortiguamiento. Por
' e contra, el uso de tanta masa en el TMD
plantea el problema de qué disposiciones

mecénicas emplear para permitir el
e movimiento de una masa tan grande
4 . . ..

Frecusncia 3 850Hz teniendo en cuenta la necesidad de evitar al

Masa modal/Masa total 0.007 L. :
maximo el rozamiento.
En el presente articulo se proponen
tres disposiciones del contrapeso de la

Figura 5. Parémetros modales de la gria con contrapeso. (Masa total de la gria: 66195 kg)

En cuanto al amortiguamiento de la graa torre, que fue
calculado experimentalmente en un 0.7% mediante el método
del decremento logaritmico [20], se considero sin pérdida de
generalidad despreciable en las simulaciones y asi simplificar
el modelo desarrollado en Working Model 2D.

gria en estudio. En el primer caso se

emplea la totalidad del contrapeso (17500

kg) como TMD, mientras que en las otras
dos se usan 10000 y 5000 kg respectivamente.

Previo al calculo o sintonizado optimo de las tres
propuestas de amortiguadores de masa, es necesario recalcular
los parametros modales de la griia ya que ahora solo parte del
contrapeso es solidario a la graa. Para ello se ha modificado el

Modo Frecuencia (Hz.) Masa modal /Masa total Masa total griia Masa del contrapeso como TMD
1 0.293 0.452 48695 kg 17500 kg
2 0.781 0.323 48695 kg 17500 kg
1 0.270 0.490 56195 kg 10000 kg
2 0.754 0.299 56195 kg 10000 kg
1 0.257 0.511 61195 kg 5000 kg
2 0.739 0.290 61195 kg 5000 kg

Tabla 1. Pardmetros modales de la grda con contrapeso como THD.

4. DISENO Y SIMULACIONES DE AMORTIGUADORES DE
MASA EN GRUA TORRE

De los modos obtenidos los que nos interesan amortiguar
mediante un TMD son los de mayor masa modal, es decir el
primer modo de flexion de la torre (modo 1) y el primer modo
de flexion de la pluma (modo 2). Para valorar la mejora de la
respuesta dinamica de la graa con TMD se compararan las
respuestas transitorias de la graa original y de la graa con TMD
cuando se le aplica una carga en la punta de la pluma,
calculando el desplazamiento horizontal en la parte alta de la
torre, el desplazamiento vertical en el extremo de la pluma, y
por tltimo el desplazamiento relativo del TMD respecto a su
punto de unién en la grua.

Las gruas torre disponen de un contrapeso con un valor de
masa elevado. Esta masa (total o parcial) se presta bastante bien
para ser empleada como masa del sistema TMD. El empleo de
todo el contrapeso como masa del TMD supone que ésta sea del
orden de la masa modal del primer modo de la estructura a

modelo en elementos finitos de la graa obteniéndose los
pardmetros de la Tabla 1.

Los sintonizados de los amortiguadores de masa propuestos
se han obtenido mediante formulas desarrolladas a partir de la
minimizacion de la funcion de transmisibilidad del
desplazamiento de la estructura respecto de la entrada de
perturbacion. A continuacion se presentan algunos de los
resultados empleados para el calculo de los parametros Optimos
de un amortiguador de masa. El desarrollo completo de estos
puede consultarse en el libro de Connor([17].

donde m es la razon de masas del TMD frente a la masa
del modo a amortiguar, Ma, W, Cq, Ko, son respectivamente la
masa, frecuencia, constante de amortiguamiento y rigidez del
TMD que queremos calcular, Mmodo, Wmodo, son la masa modal
y frecuencia del modo de la estructura que queremos
amortiguar y fopi, Edopt son la razén de frecuencias, y la razon
de amortiguamiento del TMD para un optimo sintonizado
obtenidas de la minimizacion de la funcion de transmisibilidad.
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= my (1)
Mmodo
[ W 1-0.5m (2)
P Wodo 14+

[ m(3-osm cy @)

Saopt = V81 +m)(1-0.5m) ~ 2mywy

K “4)
Wy = ;’%

Los parametros optimos para las tres propuestas de TMD,
se calculan mediante la aplicacion sucesiva de las formulas
anteriores. Los valores obtenidos para el sintonizado al modo
1 de la estructura se muestran en la tabla 2.

md (kg) kd (N/m) cd (Ns/m) fd (Hz)
5000 8916.03 3012.46 0.2125
10000 12675.45 7287.05 0.1795
17500 11088.85 13001.00 0.1267

Tabla 2. Pardmetros 6ptimos de los TMD.

Con estos valores se procede a la simulacion de la respuesta
del modelo bidimensional de la graa torre en Working Model

e N

TMD
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Figura 8. Desplazamiento vertical de la pluma.

2D bajo una excitacion escalon de magnitud igual a la carga
maxima en punta de la pluma (2500 Kg). Una imagen del
modelo en plena simulacion se observa en la Fig. 6. En ella se
puede ver como la masa del contrapeso es acoplada a la gria
mediante un muelle y un amortiguador.

La respuesta transitoria del desplazamiento horizontal de
la torre en su parte mas alta y el desplazamiento vertical de la
pluma en su punta se muestran en la Fig. 7 y Fig. 8
respectivamente, en las que se aprecia una mas que clara
mejora en ambos movimientos.

Realizando el analisis espectral de estos registros (Fig. 9),
se observa como las tres propuestas de amortiguadores de masa
absorben la mayor parte de la energia del primer modo al cual
se han sintonizado, y una parte apreciable de la del segundo
modo, el cual se ha beneficiado del aumento tan grande de
amortiguamiento del primero. También se observa, como era
de esperar, que al aumentar la masa del TMD y por tanto al
aumentar la razon de masa, la mejora es mayor.

-

0 B s " - ws “ s - »s - ns »
semsa i)

Figura 7. Desplazamiento horizontal de la torre.

Articulo de Investigacion

215

Figura 9. (a) FFT desplozamiento horizontal torre, (b) FFT desplazamiento vertical pluma.

Para cuantificar la mejora obtenida con estos dispositivos
podemos fijarnos en magnitudes absolutas, como el valor del
desplazamiento, velocidad y aceleracion maximos, o relativas,
como la razon de amortiguamiento y el tiempo de
establecimiento. Estas ultimas son mas interesantes en
problemas como el tratado donde desconocemos el
comportamiento real ante una determinada excitacion.

Para el célculo de la razén de amortiguamiento (§) se ha
empleado la clasica formulacion del decremento logaritmico
[20]:

Ln[ Yk / Yi+N 1= No )
£=[Nd ]/[(2n N)? + (N9)210-5 ©)
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Se ha procedido al sintonizado de varios amortiguadores de masa,
cuyos pardmetros se calcularon mediante el uso de formulaciones

tedricas extraidas de la literatura y a partir de caracteristicas modales
de la gria obtenidas experimentalmente y por simulacion de un
modelo de elementos finitos desarrollado para este fin.

Donde Yk ¢ Yi:n son las amplitudes (valor de pico) del
maximo desplazamiento en el ciclo de oscilacion k y k+N
respectivamente, siendo N el niimero de ciclos que separan a
ambas amplitudes y 0 el decremento logaritmico.

Aplicando estas ecuaciones a las respuestas transitorias,
obtenemos las razones de amortiguamiento critico mostradas
en la tabla 3.

Masa Modo Amortiguamiento Amortiguamiento
modo 1 modo 2

& (%)) & (%))

10.45 1.64
10000 12 10.11 0.86
5000 1° 8.49 0.37

Tabla 3. Amortiguamiento en los distintos casos de TMD en la gria.

TMD sintonizado
(Kg.)

17500 1°

Como ya se indico, no se ha

desplazamientos son menores de un metro, y que cuanto mayor
es la razon de masas menor es el desplazamiento relativo del
TMD, lo cual concuerda con los desarrollos tedricos dispuestos
en la bibliografia.

Por tanto para medir cualitativamente y cuantitativamente
la eficiencia del dispositivo pasivo no es necesario simular su
comportamiento durante el uso diario de la graa o frente a un
determinado viento, lo que nos llevaria a un problema
dindmico complejo que precisa la caracterizacion del viento y
del movimiento de las cargas. Ha sido suficiente ver lo que
ocurre al conjunto gria-TMD tras una determinada excitacion
y asi tener un problema de vibraciones libres mas sencillo
desde el punto de vista matematico.

La ejecucion fisica del dispositivo TMD esta siendo objeto
de estudio. Una posible solucion puede verse en la Fig.11 (ref.
ES1064158 (U) Oficina Espariola de Patentes y Marcas),
donde los valores de rigidez y amortiguamiento estan
intrinsecamente definidos por el comportamiento de los
soportes neumaticos.

considerado en las simulaciones la
razon de amortiguamiento de la 049
gria torre calculada
experimentalmente (0.7%), con lo
que los valores de la tabla
deberian ser ligeramente
superiores. De cualquier manera la o1
mejora de amortiguamiento
obtenida es grande, lo cual indica,
obviando las dificultades
constructivas de estos
dispositivos, su idoneidad para
este tipo de estructuras.

Otro punto a tener en cuenta 03]
para la valoracion de la idoneidad

x(m)
£

de los TMD en gruas torre es el el
desplazamiento relativo (carrera) 084
de éstos con respecto a su punto de

acoplamiento en la graa (Fig 10), 08+

ya que esto nos da una medida del
espacio que necesita el TMD para
poder trabajar correctamente. En

TMD (17500kg)
TMD (10000kg)
TMD (5000kg)
7:5 10 ﬂiﬁ ]! If..l 2 m 25 2;.5 3)
tiempo (s)

la grafica se observa que estos
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Figura 10. Desplazamiento relativo de los TMD en la contrapluma.
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De cualquier manera la mejora de amortiguamiento obtenida es
grande, lo cual indica, obviando las dificultades constructivas de estos
dispositivos, su idoneidad para este fipo de estructuras.

5. CONCLUSIONES

En el trabajo se han propuesto y analizado amortiguadores
de masa (TMD) en una gria torre como dispositivos
absorbedores de vibraciones mecénicas. Aprovechando el
hecho de que las graas torre disponen de una gran cantidad de
masa generalmente en la contrapluma a modo de contrapeso, se
ha evaluado su uso como amortiguador de masa eliminando la
necesidad del empleo de masas adicionales que podrian
condicionar el rediseno del esqueleto resistente de la grua.

Se ha procedido al sintonizado de varios amortiguadores
de masa, cuyos parametros se calcularon mediante el uso de
formulaciones teoricas extraidas de la literatura y a partir de
caracteristicas modales de la gria obtenidas experimentalmente
y por simulacion de un modelo de elementos finitos
desarrollado para este fin.

Se ha demostrado mediante simulacion de modelos de la
gria con amortiguadores de masa sintonizados que un esquema
pasivo de estos se muestra eficiente como dispositivo
absorbedor de vibraciones en el modo al cual es sintonizado,
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obteni¢ndose mejoras en el amortiguamiento de la gria y en la
respuesta dinamica de la graa.

El uso de toda o parte de la masa del contrapeso como
amortiguador de masa pasivo se presenta como la mejor opcion
en cuanto a la mejora dinamica obtenida, a la no necesidad de
modificar el esqueleto resistente de la griia y a los pequefios
desplazamientos relativos del TMD.

En este trabajo se ha empleado un esquema tedrico de
amortiguador de masa y no se ha tenido en cuenta la
problematica del disefio y construccion del dispositivo fisico
(ejecucion, comportamiento con rozamiento, etc.).

Blogues (Contrapeso)

/('mu

Amortiguadores (c variable)

Soporte neumdtico

Figura 11. Posible materializacion del dispositivo TMD en la gria.

Por tanto para medir cualitativamente y
cuantitativamente la eficiencia del
dispositivo pasivo no es necesario simular su
comportamiento durante el uso diario de la
groa o frente a un determinado viento, lo
que nos llevaria a un problema dindmico
complejo que precisa lo caracterizacion del
viento y del movimiento de las cargas.
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ABSTRACT

® |n the last years, a wide number of footbridges have been
built as demand response of more direct pathways in
cities. These structures have lower building requirements
as compared with standard bridges. This circumstance has
facilitated the development of new structural design with
complex geometries and innovative materials. As a result,
these structures may be slender, light and low damped,
leading fo vibration problems once in service. The current
codes take info account this problem, and recommend designs
with natural frequencies away from the typical pedestrian
pacing rates and fix comfort limits to guarantee the
serviceability of the structure.
This paper studies this problem from a practical point of view.
Thus, the key points of codes and footbridges guidelines
are showed, the typical experimental dynamic analysis
techniques are presented, and the usual solutions adopted
to improve the dynamic performance of these structures are
discussed. Finally, the works carried out on the Valladolid
Science Museum Footbridge by Centro Tecnolagico CARTIF in
collaboration with the Universities of Valladolid and Castilla-
La Mancha are showed. These works include: (1) the dynamic
study of the three steel spans of the footbridge, (2) the design
and implementation of a tuned mass damper in the liveliest
span, (3) the implementation of an active mass damper using
an electrodynamic shaker, and (4) the development of field
tests to assess the serviceability of such span.

footbridges, vibration control, damping systems,

passive control, active control, serviceability.
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RESUMEN

En los ultimos afos se ha
construido un gran namero
de pasarelas peatonales como
respuesta a la demanda de
nuevas vias de paso en las
ciudades. Estas estructuras
tienen requisitos construc-
tivos menos exigentes en
comparacion con otros ti-
pos de puentes, lo cual ha
facilitado el desarrollo de
disefios con nuevos esque-
mas resistentes, complicadas
geometrias y el empleo de
nuevos materiales. En gen-
eral estas estructuras son es-
beltas, ligeras y poco amor-
tiguadas, lo que en ocasiones
ha generado problemas de vi-
braciones al paso de peatones
una vez puestas en servicio.
Las normativas actuales son
cada vez mas sensibles a esta
problemitica, recomendando
disefios cuyas frecuencias
naturales deben estar aleja-
das de los rangos de frecuen-
cia de paso tipicos de los
peatones y fijando limites de
confort en forma de valores

maximos de aceleracion per-
mitidos, asegurandose asi un
correcto comportamiento de
la estructura.

En el presente articulo se
analiza esta problematica des-
de un punto de vista practico.
Para ello se muestran los pun-
tos clave de las normativas y
guias de disenio de pasarelas
que se pueden encontrar ac-
tualmente en la bibliografia,
se presentan las técnicas que
habitualmente se emplean en
el analisis dinamico experi-
mental de estas estructuras,
y se comentan las soluciones
a las que generalmente se re-
curre para mejorar su com-
portamiento dinamico. Por
ultimo, se muestran los tra-
bajos llevados a cabo por el
Centro Tecnolégico CAR-
TIF en colaboracion con las
Universidades de Valladolid
y Castilla-La Mancha en la
pasarela peatonal del Museo
de la Ciencia de Valladolid.
Estos trabajos incluyen: (1)
el estudio dinamico de los
tres vanos metalicos de di-
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cha pasarela, (2) el disefio e implementacion de un amor-
tiguador de masa sintonizado en el vano mas sensible a las
vibraciones, (3) la implementacion de un amortiguador de
masa activo utilizando un excitador electrodinamico, y (4)
el desarrollo de pruebas para la verificacion del estado de
servicio de la pasarela.

Palabras clave: pasarela peatonal, control de vibraciones,
sistemas de amortiguamiento, control pasivo, control activo,
estado de servicio.

1. INTRODUCCION

Las pasarelas peatonales son estructuras cada vez mas
habituales en las ciudades como consecuencia de una mayor
demanda de nuevas vias de paso por parte de los peatones.
Estas estructuras tienen requisitos constructivos menos
exigentes en comparacion con otros tipos de puentes, lo cual
ha facilitado el desarrollo de disefios con nuevos esquemas
estructurales, complicadas geometrias y el empleo de nuevos
materiales como son los materiales compuestos de resina
polimérica (Sobrino y Pulido, 2002). Esto ha dado lugar a
estructuras esbeltas, ligeras y poco amortiguadas. Algunas
de estas pasarelas singulares experimentan elevados niveles
de vibracién al paso de peatones, lo cual puede afectar al
estado de servicio y raramente lo hace a la seguridad.

Fig. 1: Pasarela “Millennium Bridge” de Londres. (Williams, 2001)

En general y sin obviar las cargas debidas al viento
(Hernandez-Vazquez, 2005), la principal fuente de
vibraciones en las pasarelas son los propios peatones. En
ocasiones, los movimientos armoénicos de los peatones
(andar, correr, etc.) coinciden con alguna de las frecuencias de
vibracion de la estructura, pudiendo dar lugar a fenémenos de
resonancia que se traducen en altos niveles de vibracion. Por
otro lado, escenarios de carga excepcionales y que raramente
se repiten mas de una vez en la vida util de la estructura,
como es el caso del dia de la inauguracion de la estructura o
el transcurso de una manifestacion por ella, pueden poner de
manifiesto problemas dinamicos debido a las elevadas cargas
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a las que puede verse sometida la estructura. La pasarela
Millennium Bridge de Londres (Fig. 1) es un ejemplo
significativo de este tipo de sucesos. El 10 de junio de 2000,
dia de su inauguracion, dicha pasarela experimento elevadas
aceleraciones laterales que provocaron el cierre de la misma
y su posterior reparacion (Dallard et al., 2001). La reparacion
consistié en la incorporacion de numerosos amortiguadores
de masa sintonizados para disminuir las vibraciones
verticales y varios amortiguadores viscosos para reducir las
vibraciones laterales (Fig. 2). El coste de la reparacion de
la estructura fue de 5 millones de libras lo que supuso un
20 % del coste final (Russell, 2002). El mismo problema
fue detectado un afio antes en la pasarela de Solferino en
Paris, lo que provocd tanto la implementacion de sistemas de
amortiguamiento como un mayor estudio en el modelado de
las cargas ejercidas por los peatones (Sétra, 2006). Estos dos
ejemplos ponen de manifiesto la importancia de considerar
las cargas dinamicas en el disefio de las pasarelas.

Fig. 2: Detalle de los sistemas de absorcién de vibraciones de lo pasarela “Millennium Bridge”:
0) amortiguadores de masa sintonizados, b) amortiguador viscoso. (Willams, 2001)

Como respuesta a esta problematica, las normativas
actuales prestan cada dia mas atencion a los posibles
problemas dindmicos y al estado de servicio de las pasarelas.
En general, dichas normativas dan recomendaciones para
el disefio y fijan limites de confort tal que se asegure un
correcto estado de servicio de estas estructuras a lo largo de
su vida qtil.

En el presente trabajo se comentan las principales
recomendaciones de las normativas en vigor, tanto nacionales
como internacionales, y algunas de las guias de disefio de
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pasarelaspeatonalespublicadashastalafecha. Posteriormente,
se muestran las técnicas que se emplean habitualmente en el
estudio experimental del comportamiento dinamico de estas
estructuras y se presentan las soluciones mas comunes para
reducir el nivel de vibracion en las pasarelas. Por ultimo, se
muestran los trabajos llevados a cabo por personal del centro
tecnologico CARTIF en colaboracion con las Universidades
de Valladolid y Castilla-La Mancha en el analisis y control
de vibraciones de la pasarela del Museo de la Ciencia de
Valladolid. El grupo de control de estructuras y de disefio
estructural del centro tecnoldgico CARTIF trabaja tanto en
analisis dinamico de estructuras civiles como en el disefio
de sistemas de absorcion vibraciones pasivos y semiactivos
para pasarelas peatonales (Casado et al., 2008), pasivos
para gruas torre (de Sebastian et al., 2009), adaptativos para
viaductos (Casado et al., 2007), y pasivos, activos e hibridos
para edificios (Poncela et al., 2007).

2. NORMATIVAS Y GUIAS DE DISENO DE PASARELAS
PEATONALES

Las normativas de puentes y pasarelas peatonales prestan
cada vez mas atencion a los posibles problemas dindmicos
y al andlisis del estado de servicio de dichas estructuras. De
forma general, dichas normativas recomiendan evitar que los
modos principales de las pasarelas estén dentro de los rangos
de frecuencia de paso tipicos de los peatones (incluyendo
andar y correr), y establecen valores limite de aceleracion
vertical y lateral tal que se asegure el estado de servicio de
la estructura. Por otro lado, en algunas normativas, como es
el caso de los Eurocodigos, se formulan diferentes estados
de carga que deben ser analizados por el disefiador de la
estructura.

En la Tabla 1 se muestran los rangos criticos de frecuencia
y los limites de aceleracion de las principales normativas
nacionales e internacionales. Esta Tabla es una actualizacion
de las tablas presentadas en la guia de disefio de pasarelas
de la Federacion Internacional para el Hormigon Estructural
(FIB, 2005). Las variables f, y f, son, respectivamente, la

Eurocodigo 0 - Anejo 2

(EN1990 - Annex A2) <5 <25 0.7 0.2(0.4)
Eurocddigo 1 . . =
(EN1991) <5 <25 min(0.5V7, 0.7) min(0.14Vf, 0.15)
Eurocddigo 2 (ENV1992-2) 1.6-24 08-1.2
Eurocddigo 5 (ENV1995-2) <5 <25 0.7 0.2
RPX95, RPM95 (Espafia) 0.5Vf
EAE (Espafia) L84, 0.6-1.2 in(0.5V7, 0.7) 0.2(0.4)
p 3.5-45 . i min(0.5Vf, 0. .2(0.
BS 5400 (Reino Unido) <5 0.5\/Z
Din-Fachberitch 102 1.6 - 24,
(Alemania) 35-45 0'5‘/*_[
SIA 260 (Suiza) 1.6-45 213
AASHTO 1997 (USA) <3
ONT83 (Canada) 0.25(\/2 Jore
Austroads (Australia) 15-3
Normativa de Pasarelas 1
japonesa (1979) 19iedd
AISC Guide 11 Ty [ Sase
X lso 2631-2
VDI 2057 0.6(/) 0.214
Curva base
IS0 10137 17=93 60x (Iso 2631_2)
Tabla 1: Frecuencias criticas y valores de aceleracin mdximos de confort
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frecuencia de los modos verticales y laterales de la estructura.

Como se observa en la Tabla 1, la normativa espaiiola
propone rangos de frecuencia criticos y valores de
aceleracion méximos de confort que estdan recogidos en
varios documentos (RPM95, RPX95 y EAE). Asi, en lanueva
instruccion de acero estructural (EAE, 2010), todavia en fase
de proyecto, se recomienda que las pasarelas peatonales
eviten que sus modos verticales estén comprendidos en el
rango de 1.6 Hz a 2.4 Hz, y en el rango de 3.5 Hz a 4.5
Hz, mientras que se_fija la aceleracion vertical maxima
de confort en 0.5,/ f, m/ s?, sin que en ningin caso se
supere 0.7 m/s? cuando un peaton de 750N de peso camine o
corra sobre el tablero. También se aconseja evitar modos de
vibracion lateral o de torsion situados en el rango de 0.6 Hz a
1.2 Hz. En este caso, las aceleraciones horizontales maximas
no deberian superar 0.2 m/s? en condiciones de uso normal,
y 0.4 m/s* en condiciones de aglomeraciones excepcionales.
Por otro lado, en las recomendaciones para el proyecto de
puentes mixtos (RPX95, 1996) y metalicos (RPM95, 1996)
del Ministerio de Fomento se establece 0.5 fV m/ 52
como valor limite de aceleracion vertical y se relaciona este
limite en aceleracion con la flecha en el centro del vano del
puente por medio de una formulacion sencilla.

En el caso de Espaiia, la legislacion actual solo obliga
verificar el estado de servicio en algunos casos y normalmente
queda a criterio del disefiador o del propietario de la estructura
la realizacion de las mismas. Asi, la Instruccion sobre las
acciones a considerar en el provecto de puentes de carretera
(IAP, 2003) establece la realizacion de pruebas de carga
estatica antes de la puesta en servicio de cualquier puente
con vanos superiores a 12 metros, mientras que las pruebas
dindmicas solo son preceptivas para vanos mayores de 60
metros o si se prevé que las vibraciones puedan afectar a la
funcionalidad de la estructura. Para la realizacion de pruebas
de carga dinamicas, el Ministerio de Fomento edit6 en 1999
un documento con las recomendaciones para la realizacion
de pruebas de recepcion en puentes de carretera que también
es aplicable a pasarelas peatonales (Ministerio de Fomento,
1999). En dicho documento se dan algunas pautas para la
realizacion de la pruebas de carga dinamica en pasarelas.

Ademas de los valores méaximos de aceleracion fijados
en las normativas ya mencionadas, existen otras normativas
que tratan el tema de las vibraciones que afectan a las
personas (por ejemplo en edificios) cuantificando el valor
de la vibracion mediante otros indices, como es el MTVV
(Maximum Transient Vibration Value) o los dosados de
vibracién (VDV) (ISO 2631-1, 1997). Aunque estos indices
no estan incluidos en las normativas referentes a puentes y
pasarelas, podrian aportar mas conocimiento sobre el estado
de servicio de las mismas.

Por otro lado, se han publicado en los ultimos afos
guias de disenio de pasarelas peatonales donde se trata con
detenimiento el problema de las vibraciones y se sugieren
distintas soluciones para mejorar su respuesta dindamica en
el caso de tener un nivel excesivo de vibraciones. Algunas
de éstas son las publicadas por la ya mencionada Federacion
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Internacional para el Hormigon Estructural (FIB, 2005), la
guia francesa del Service d’Etudes techniques des routes et
autoroutes (Sétra, 2006) o la guia publicada como resultado
del proyecto europeo “Human induced Vibrations on Steel
Structures” (Hivoss, 2008). En la primera de las guias se
trata sobre diversos aspectos del disefio y la construccion
de pasarelas, y en el capitulo 5 dedicado a la dinamica de
la estructura se resumen los rangos de frecuencia criticos,
las aceleraciones limite de confort y los distintos modelos
de carga a analizar en la fase de disefio que se encuentran
en normativas y publicaciones especializadas. Las otras
dos guias se centran exclusivamente en el analisis del
comportamiento dinamico frente a las cargas de los peatones
y presentan dos metodologias similares para el anélisis del
grado de confort de las pasarelas peatonales en su etapa de
disefio.

En las guias también se remarca la importancia del
cliente o propietario de la estructura, el cual es el responsable
de definir todos los posibles estados de carga que deben ser
analizados en la fase de disefio y el grado de confort deseado
para cada uno de ellos. También se presta especial atencion al
efecto del lock-in o de sincronizacion forzada. Este fenomeno
que tuvo lugar tanto en la pasarela de Solferino como en la
pasarela Millennium Bridge, consiste en la excitacion del
modo de flexion lateral de la estructura cuando los peatones
sincronizan su paso con dicho modo. El organismo francés
Sétra (Sétra, 2006) y la ingenieria ARUP (Fitzpatrick, 2001)
estudiaron, respectivamente, este fendmeno en las pasarelas
mencionadas. Los estudios concluyeron que el /ock-in se
caracteriza por generarse a partir de un niimero critico de
peatones o bien al superar un cierto valor de aceleracion
critica (0.10-0.15 m/s?).

3. ANALISIS DINAMICO EXPERIMENTAL Y SOLUCIONES
ADOPTADAS

La caracterizacion experimental del comportamiento
dindmico de las pasarelas peatonales puede realizarse en
dos niveles de complejidad segtin sean las caracteristicas de
la estructura y el objetivo del estudio. En un primer nivel
se identifican los parametros dinamicos de la estructura,
y en un segundo nivel se realizan medidas de la respuesta
dindmica de la estructura frente a diferentes escenarios de
carga de peatones.

En el primer nivel de estudio se identifican las frecuencias
naturales, los modos de vibracion, los coeficientes de
amortiguamiento y las masas modales correspondientes
a los modos de vibracion de la pasarela con el objeto de
ajustar los modelos numéricos desarrollados en la etapa de
disenio y calcular los parametros optimos de los sistemas de
absorcion de vibraciones en el caso de que fueran necesarios.
En general, los parametros dinamicos se identifican a partir
de los registros de aceleracion en direccion vertical, lateral y
longitudinal en puntos clave del tablero, pilas y otros elementos
de la estructura en situaciones de respuesta ambiental, libre o
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forzada. Los registros se tratan posteriormente con técnicas
como (1) el analisis espectral en el que solo se calculan las
frecuencias naturales de la estructura, (2) el analisis modal
clasico (EMA — Experimental Modal Analysis), donde se
mide la respuesta de la estructura ante una entrada conocida
que se genera por medio de dispositivos mecanicos como
martillos instrumentados y excitadores electrodinamicos,
o (3) el analisis modal operacional (OMA — Operacional
Modal Analysis) cuya principal ventaja frente al anterior
es que no es necesario excitar a la estructura de forma
controlada. Las dos ultimas técnicas identifican ademas de
las frecuencias naturales, los modos y amortiguamientos
modales de la estructura. En el caso del EMA los modos
obtenidos se pueden normalizar, por lo que es posible
estimar las masas modales a partir de ellos. En el caso de
las frecuencias naturales, es aconsejable identificar éstas con
la estructura vacia y en servicio de forma que se obtenga el
rango de frecuencias en el que pueden cambiar los modos
principales en cualquier escenario de carga.

En el segundo nivel se evaluta el estado de servicio de la
estructura y se correlacionan las respuestas experimentales
de la estructura con las obtenidas mediante simulacion en
la etapa de disefio. La guia de disefio de pasarelas Hivoss
(2008) sugiere que estos estudios deberian establecerse como
pruebas estandar que se deben realizar una vez finalizada la
construccion de cualquier pasarela peatonal flexible y poco
amortiguada. Una vez analizados los resultados de estos
estudios, el propietario de la estructura es el que decide si es
necesario o no modificarla para mejorar su comportamiento
dinamico.

Las soluciones que habitualmente se emplean para
mejorar el comportamiento dinamico de las pasarelas son:
(1) diseniar tal como sugieren las normativas, de forma que
se evite que las frecuencias naturales estén dentro del rango
de frecuencias de paso tipicas de los peatones, (2) aumentar
la rigidez de la estructura, lo cual implica modificaciones del
disefio original, (3) incrementar el peso de la estructura para
reducir la influencia de los peatones en su respuesta y, (4)
incrementar el amortiguamiento de la estructura mediante el
uso de dispositivos y sistemas de absorcion de vibraciones.

En la fase de disefio es posible evaluar la viabilidad de
todas estas soluciones, pero si la estructura esta construida,
el aumento de la rigidez y de la masa es complicado y puede
implicar cambios tanto estructurales como no estructurales
significativos, por lo que el aumento del amortiguamiento ha
resultado ser en la practica la opcion mas efectiva y viable. En
pasarelas peatonales se emplean generalmente absorbedores
pasivos de vibraciones, siendo los mas eficientes y comunes
los amortiguadores de masa sintonizados o TMDs (Tuned
Mass Damper) y los amortiguadores viscosos. Otras
soluciones menos habituales son los amortiguadores de
liquido y columna de liquido sintonizado (TLDs y TLCDs),
los amortiguadores visco-elasticos, y los amortiguadores de
friccion seca. Un ejemplo de pasarela peatonal con TMD
en Espaiia es la pasarela de Abandoibarra en Bilbao (Dyna,
1997).
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4. CASO PRACTICO: ANALISIS Y MEJORA DEL
COMPORTAMIENTO DE LA PASARELA DEL MUSEO DE
LA CIENCIA DE VALLADOLID

A continuacion se presentan los trabajos llevados a cabo
por el centro tecnologico CARTIF en colaboracion con las
Universidades de Valladolid y de Castilla-La Mancha para el
analisis dinamico y control de las vibraciones en la pasarela
peatonal del Museo de la Ciencia (PMC) de Valladolid.

4.1 DESCRIPCION DE LA ESTRUCTURA

La PMC de Valladolid inaugurada en 2004 (Fig. 3)
consta de un vano de hormigon de 45 metros y tres vanos
metalicos de 51, 111 y 21 metros de luz. De aqui en
adelante se identifican estos vanos como vano 1, 2, 3 y
4, respectivamente. La tipologia resistente de los vanos
metalicos es de entramado triangulado de barras tubulares
con seccion hexagonal, donde el vano 3, el mas largo,
cuenta con un sistema de pretensado (Ladret y Gonzalez,
2005) formado por un conjunto de cables longitudinales y
transversales cuyo fin es el de estabilizar dicho vano al paso
de los peatones (Gomez, 2004).

Fig. 3: Vista general de lo PMC de Valladolid

4.2 ANALISIS DINAMICO EXPERIMENTAL

El objetivo de estos estudios era el de conocer de la
forma mas fiable posible los parametros modales de la
estructura. En primer lugar se realizé un analisis espectral
de los registros de aceleracion en direccion vertical y lateral.
Las mediciones se realizaron en varios puntos del tablero de
los tres vanos metalicos. Una vez analizados los espectros de
aceleracion se identificaron cuales de las posibles frecuencias
naturales obtenidas en los espectros estaban dentro de los
rangos de frecuencia criticas. Asi, en la direccion vertical,
las frecuencias de 3.5 Hz del vano 2 y de 1.21, 2.55 y 4.67
Hz del vano 3 estaban en el rango de frecuencias criticas (<5
Hz, segiin EN1990), mientras que en la direccion lateral la
frecuencia de 2.3 Hz del vano 2 y la de 1.15 Hz del vano 3
son las unicas que estaban en el rango de frecuencia criticas
laterales (< 2.5 Hz, segiin EN1990). En la Fig. 4 se muestran
dos de los espectros obtenidos de los registros de aceleracion
vertical en el centro del vano 2 y del vano 3.
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Fig. 4: Ejemplos de espectros de lo aceleracién vertical en el centro del vano 2 (a) y del vano 3 (b).

Por otro lado se observo que los niveles de vibracion en
la direccion lateral eran considerablemente menores que en
la direccion vertical, y que el nivel de vibraciones del vano 2
era notablemente mayor que el del vano 3 y era relativamente
habitual que dicho vano 2 entrara en resonancia al paso de
un peaton corriendo. Todo esto se concluy6 tras monitorizar
durante mas de un mes las aceleraciones verticales y laterales
en el centro de cada uno de los tres vanos metélicos de la
pasarela.

Posteriormente y con el fin de conocer a qué modos de
vibracion vertical correspondian las frecuencias identificadas
en el andlisis espectral, se realizd un OMA de la pasarela.
Para este andlisis se obtuvieron registros de aceleracion en
direccion vertical en 75 puntos distribuidos a lo largo de los
tres vanos metélicos de la pasarela utilizando una frecuencia
de muestreo de 100 Hz. Cada registro consistio en la lectura
durante 720 segundos de ocho acelerometros, siendo tres de
ellos de referencia (uno por vano). Los pardmetros modales
se identificaron empleando tres técnicas en el dominio
de la frecuencia. Estas son: FDD (Frequency Domain
Decomposition), EFDD (Enhanced Frequency Domain
Decomposition) y CFDD (Curve-Fit Frequency Domain

15

10

Decomposition). Los valores obtenidos con las tres técnicas
estan recogidos en la Tabla 2.

Por otro lado, en la Fig. 5 se muestran los tres primeros
modos de flexion del vano 3 y el primer modo de flexion del

vano 2.
= '/ fx.'- /
>

P

il

1* modo de flexién del vano 3: 2° modo de flexion del vano 3: 2.51
1.24 Hz
&
1* modo de flexion del vano 2: 3* modo de flexion del vano 3: 4.8
351 Hz Hz

Fig. 5: Primeros modos de flexidn de los vanos 2 y 3 de la PMC

Frec. (Hz) Amort. (%) Frec. (Hz) Amort. (%) Frec. (Hz) Amort. (%)
Vano 2

3.516 - 3.514 0.647 3.515 0.636
7.397 - 7.406 0.562 7.399 0.506
9.351 - 9.365 0.552 9.367 0.387
Vano 3

1.245 - 1.243 1.173 1257 1.233
2.759 - 2.763 0.563 2.765 0914
4.785 - 4.792 0.345 4.792 0.327
Vano 4

8.521 - 8.562 0.568 8.545 0.585
11.5 - 11.36 1.583 11.34 1.1

Tabla 2: Valores de frecuencia y amortiguamiento de los primeros modos de flexion de la PMC obtenidos con el OMA
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4.3 AMORTIGUADOR DE MASA SINTONIZADO
PARA EL VANO 2 DE LA PMC

Una vez comprobado que las vibraciones verticales del
vano 2 de 51 metros eran las de mayor nivel, y que su primer
modo de flexion entraba facilmente en resonancia al paso
de peatones corriendo, se decidio disefiar e implementar un
amortiguador de masa sintonizado (TMD) para su montaje
temporal en el centro del vano.

Un TMD consiste basicamente en una masa acoplada a la
estructura por medio de muelles y amortiguadores viscosos
cuyo objetivo es la mejora del comportamiento dinamico
de la estructura en torno a la frecuencia natural a la que ha
sido sintonizado. Habitualmente este dispositivo es pasivo,
aunque también hay realizaciones activas y semiactivas que
mejoran su eficacia.

Para el disefio del TMD sintonizado al primer modo
de flexion del vano 2, fue necesario identificar lo mas
fiablemente posible sus parametros modales (frecuencia
natural, amortiguamiento y masa modal). La frecuencia
natural qued6 perfectamente identificada tanto con el
analisis espectral como con el OMA. Por otro lado, la
cuantificacion del amortiguamiento es mas complicada
y los valores que se obtienen con el OMA son variables y
dependientes de los parametros de la identificacion, por lo
que fue necesario realizar una identificacion mas fiable de
este parametro. Para ello se estudio la respuesta amortiguada
de la aceleracion vertical en el centro del vano tras hacerle
entrar en resonancia. A dicha respuesta se le aplicé el método
de decremento logaritmico con el que se obtuvo un valor de
0.6%, que en este caso coincidid con los valores estimados
en el OMA. Por ultimo, la masa modal se estimé en un valor
de 18000 Kg a partir del ajuste de la funcion de respuesta
en frecuencia (FRF) obtenida experimentalmente con un
excitador electrodinamico y la medida de la aceleracion en
el centro del vano.

Una vez conocidos los pardmetros modales del primer
modo de flexion del vano 2, la masa movil del TMD se fij6
en 185 kg, es decir, aproximadamente el 1% de la masa
modal. Esta razon de masa supone tedricamente aumentar
el amortiguamiento desde un 0.6% a un 4%, lo que significa

Muelle
Pletinas

Bastidor

una importante mejora en el comportamiento dinamico
del vano. Para el célculo del resto de los pardmetros del
TMD, amortiguamiento y frecuencia, se emplearon varias
formulaciones de sintonizado 6ptimo (Connor, 2003) con las
que se obtuvo un conjunto de valores iniciales (masa: 185 kg,
frecuencia: 3.45 Hz, rigidez: 87015 N/m y amortiguamiento
537 Ns/m) que fueron ajustados in-situ una vez instalado el
TMD en la pasarela.

En la Fig. 6 se muestra un esquema del TMD disefiado
y posteriormente implementado. En ella se observa como
la masa del TMD esta formada por una serie de pletinas
de acero que descansan sobre una bandeja, la cual se une
al bastidor del TMD por medio de cuatro muelles y dos
amortiguadores viscosos. Por otra parte, la geometria del
conjunto se disei6 teniendo en cuenta el reducido espacio
disponible debajo del tablero de la pasarela. En la Fig. 7 se
muestra tanto el montaje final del TMD en la PMC como un
detalle del mismo.

Fig. 7: a) Montaje temporal del TMD en el centro del vano 2 b) Detalle del THD

Una vez instalado el TMD se realizé un ajuste fino de su
masa para optimizar su comportamiento dinamico. En la Fig.
8 se presentan las FRF experimentales entre la aceleracion
de la estructura y la fuerza de excitacion obtenidas en el
centro del vano 2 con el TMD ajustado y sin €. En la figura
se observa como el modo de flexion de 3.5 Hz que queremos
amortiguar se ha desdoblado en dos modos. El objetivo del
disefio del TMD y del posterior ajuste fino era el de obtener
esos dos modos con la minima y al mismo tiempo similar
amplitud. La distancia entre estos dos modos depende del
valor de la razon de masa del TMD (Connor, 2003).

-40 -
s sin TMD
50 ~——— con TMD
g
)
i
Bandeja
%y 32 34 36 38 4
Amortiguador Topes de goma eousndla ()
viscoso
Fig. é: Prototipo del THD Fig. 8: FRF experimental del vano 2 de la pasarela con y sin el TMD en el centro del vano.
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4.4 AMORTIGUADOR DE MASAACTIVO PARA
EL VANO 2 DE LA PMC

Con el objetivo de amortiguar las vibraciones en el
mismo vano, también se implement en el centro del vano un
actuador de masa inercial como el que se muestra en la Fig.
9, y se disefi6 una ley de control basada en la aplicacion de
una red en retraso a la aceleracion de la estructura, la cual se
mide directamente con un acelerémetro. El actuador de masa
inercial consistio en un excitador electrodinamico comercial,
el cual consta de una masa de unos 30 Kg. suspendida por
un conjunto de bandas eldsticas y cuya posicion vertical esta

a)

Fig. 9: Excitador electrodindmico (APS 400). o) Detalle del actuador. b) Montaje en el centro

del vano 2 de lo PMC
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controlada por una serie de bobinas eléctricas que generan
un campo magnético variable (APS Dynamics).

El funcionamiento de la ley de control es basicamente el
mostrado en el diagrama de la Fig. 10. En ¢l se observa como
la variable de control, en este caso la aceleracion vertical en
el centro del vano 2, trata de seguir la sefial de referencia, la
cual ha sido fijada a un valor nulo. Para ello, el controlador
genera una senal “inteligente” de voltaje que comanda al
actuador y que se traduce en una fuerza inercial transmitida a
la estructura. En Diaz y Reynolds (2010) se pueden encontrar
mas detalles del disefio de esta ley de control.

Estructura >

Controlador &

R= Referencia.

V= Comanda de control,
Fi= Fuerza de inercia
Y=Variable controlada.

Fig. 10: Esquema de la ley de control del amortiguador de masa activo
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Fig. 11: Pruebas de andlisis del estado de servicio del vano 2. Una persona: a) andando a 1.75 Hz, b) corriendo a 3.5 Hz, y un grupo de cuatro personas: ¢) andando a 1.75 Hz, d) corriendo a 3.5 Hz
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4.5 PRUEBAS DE ESTADO DE SERVICIO EN EL
VANO 2 DE LA PMC

Por ultimo, se realizaron varios ensayos para cuantificar
el desempenio de los sistemas pasivo y activo disefiados.
Para ello se analizaron varios estados de carga en los que un
peatoén y un conjunto de cuatro peatones sincronizaba, con
ayuda de un metrénomo, su frecuencia de paso a la primera
frecuencia de flexion del vano, la cual es la unica que esta
dentro del rango critico de frecuencias. De esta forma,
se realizaron ensayos tanto con los peatones corriendo
a la frecuencia de 3.5 Hz, como andando a la mitad de la
frecuencia (1.75 Hz). En este ultimo caso el objetivo de la
prueba fue el de evaluar el efecto del segundo armoénico de
la excitacion en la respuesta del vano. En ambas pruebas los
peatones realizaban un recorrido de ida y vuelta por el vano
en estudio.

En la Fig. 11 se muestran los registros temporales de
aceleracion vertical en el centro del vano 2 obtenidos en las
pruebas con y sin TMD. Este conjunto de pruebas concuerda
con los modelos de carga DLM1 (un solo peatén) y DLM2
(un grupo de peatones) definidos en el Eurocodigo 1. En la
Fig. 11d. se puede observar la dificultad que tienen cuatro
personas para coordinar el paso a la frecuencia de resonancia
una vez que el vano tiene un nivel de aceleracion notable, y es
por ello que no se ha obtenido el mismo nivel de aceleracion
a la ida que a la vuelta en el caso de la pasarela sin el TMD.

Por ultimo en la Fig. 12 se comparan los valores de
aceleracion maxima obtenidos en todas las pruebas con los
limites de confort propuestos en algunas de las normativas
indicadas en la Tabla 1.

(BS5400,DIN-Fach.102)
| =+=s=:= Jap.Foot.Des.Code
—— 15010137

o] sin TMD:

Caminar 1p.(1.75Hz)
Correr 1p.(3.5Hz)
Caminar 4p.(1.75Hz)
Correr 4p.(3.5Hz2)

+004

¢ con TMD:

Caminar 1p.(1.75Hz)
Correr 1p.(3.5Hz)
Caminar 4p.(1.75Hz)
Correr 4p.(3.5Hz)

s+004

con AMD:
Caminar 1p.(1.75Hz)
Correr 1p(8.l&)

04

Fig. 12: Verificacién del estado de servicio del vano 2 de la pasarela con y sin sistemas de
absorcion de vibraciones.
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Analizando los resultados mostrados en la Fig. 12 para
el caso de un peaton, se observa que el vano 2 de la PMC,
previo a la implementacion de los sistemas de absorcion de
vibraciones, tiene valores de aceleracion maximos muy por
encima de la normativa espaiiola (EAE) cuando un peaton
corre a la frecuencia del primer modo de flexion (3.5 Hz).
Una vez que se implementan los sistemas pasivo y activo el
valor de aceleracion maximo se reduce significativamente.
Asi, en el caso del TMD se obtiene un valor que cumple
criticamente con la normativa espaiiola (EAE) y con el
eurocodigo empleando el modelo de carga DLMI. Por otro
lado el sistema activo consigue menos reduccion debido en
parte a su menor valor de masa inercial, 30 Kg. frente a los
185 Kg. del sistema pasivo.

Para el caso de cuatro personas corriendo sincronizadas a
la frecuencia de resonancia (3.5Hz), el cual puede asemejarse
al modelo de carga DLM2 del eurocodigo, se han obtenido
niveles de aceleracion de la estructura sin control muy por
encima de los valores recomendados en la normativa. Con
el TMD se ha conseguido una reduccion del 70% en el nivel
de aceleracion, pero no ha sido suficiente para cumplir la
normativa.

Para mejorar los resultados obtenidos seria necesario
incrementar la masa en el caso del TMD, y optimizar la
ley de control y/o aumentar la masa en el caso del sistema
activo. En la Fig.12 también se observa que el sistema activo
trabaja mejor que el pasivo cuando el nivel de vibraciones es
bajo (prueba andando a 1.75 Hz) y que necesita menor valor
de masa inercial para conseguir las mismas reducciones que
el sistema pasivo. Frente a esto, el sistema pasivo tiene como
principal ventaja sobre el activo el ser constructivamente
sencillo y tener un mantenimiento minimo.

5. CONCLUSIONES

Las normativas en vigor tratan de solucionar el
problema de las vibraciones en pasarelas peatonales dando
recomendaciones en forma de rangos de frecuencia que deben
ser evitados por las frecuencias naturales de las pasarelas,
y valores maximos de aceleracion que aseguren el estado
de servicio de la pasarela. Debido a la propia naturaleza de
los disefos, alejar los modos de la estructura de los rangos
criticos de frecuencia supone grandes modificaciones en
la rigidez y masa de las estructuras, lo cual en general es
complejo y costoso, por lo que en la practica la soluciéon
mas efectiva para cumplir los limites de confort exigidos
por las normativas es el aumento del amortiguamiento de
la estructura por medio de absorbedores de vibraciones de
diferentes tipos. En el presente articulo se ha mostrado de
forma practica, con un ejemplo concreto, que la solucion
para evaluar y controlar las vibraciones en pasarelas
peatonales no es excesivamente compleja, pero necesita del
conocimiento de varias técnicas y herramientas para afrontar
adecuadamente el problema.
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1. Introduction

Modal analysis, by decoupling the equations of motion, allows for the solution of systems with multiple degrees of
freedom, and hence has long been one of the capital tools of vibration analysis. Even partial knowledge of modal
parameters can be very valuable; however unless the full set of parameters are obtained, a complete model cannot be
composed, and full simulation of the system is not possible.

Classical modal testing [1,2] can provide estimations for all modal parameters, including mode shape scaling, but
requires the input to be controlled; this implies elaborate and expensive equipment [3-5] that are often not practical, or
feasible at all—specially in large systems such as civil structures. Brownjohn and Pavic [6] proposed a method to
approximate the modal mass of lively footbridges by using human-induced excitation, that is not measured on site, but
previously in laboratory conditions, and presumed to vary little enough.

Operational modal analysis [7] is a relatively recent technique that emphasizes testing under ambient instead of
laboratory conditions, using output-only data. Under certain conditions [8] it overcomes the need for controlled input, and
can estimate natural frequencies, damping and mode shapes from output-only data; but it cannot directly provide mode
shape scaling. Without this information the model is incomplete and it cannot simulate the system. Various applications of
modal analysis [9] need mode shape scaling or modal mass information. In particular, once a specific mode has been
identified as problematic because of resonant excitations, its modal mass must be known in order to design a
comprehensive vibration control strategy, for example for the precise design of tuned mass dampers [10].

* Corresponding author. Tel.: +34 983 546504; fax: +34 983 546521.
E-mail addresses: japofran@yahoo.es, javpor@cartif.es (J.A. Porras).
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Nevertheless there have been advancements in mode shape scaling using output-only in-operation measurements;
Parloo et al. [11] proposed such a method, comprising the measurement of natural frequency shifts caused by controlled
lumped mass attachments. Research has also been carried out on hybrid testing with both operational and controlled
(exogenous) inputs [12] at once, using methods that allow for smaller amplitudes of the exogenous forces, rendering the
testing considerably more practical.

The present method is an alternative solution to the problem of scaling modes found by operational methods; the
fundamental approach is different, and a different experimental set-up is used. Section 4.2 shows one example of a real
application in which this method was considered suitable.

In order to obtain the scaling information of an otherwise known mode, a secondary vibratory system is attached, and
the coupled response of the assembly is recorded and processed. The mass of this secondary system can be relatively small,
although experimental work so far has not essayed oscillators below 1% of the modal mass (see Section 4.2). It is assumed
that no other mode participates in the coupled response, so the presence of other modes with close natural frequencies
and interfering shapes would pose a problem. The mathematical validity of the method itself is not dependent on specific
values for the parameters of this secondary oscillator; however its natural frequency should be conveniently chosen close
to that of the mode whose mass is to be estimated, for good signal to noise ratio with minimal secondary mass. Such a
vibratory system can be a dynamic absorber or tuned mass damper [13-15].

In the following Section 2 the problem at hand is explained and the notation established, and the equivalence between
modal mass and mode shape scaling is demonstrated. In Section 3 two algorithms are proposed to implement the method.
In Section 4 the algorithms are put to test, with a laboratory benchmark test and a real application in civil engineering.

2. Theoretical background

Before introducing the method itself, which will be done in Section 3, it is necessary at this point to explain the
problem, and establish the notation to be used henceforth. The equivalence between modal mass and mode shape scaling
will also be shown and proven. The content of this section will be already familiar to engineers and scientists versed in
modal analysis, as well as the formulation of the problem itself, but is included for the sake of clarity.

It is common in the literature, when the study of a single mode of a vibratory system can be of interest [13-15] to
reduce the model of the system to a single degree of freedom (SDOF) linear system, whose vibratory parameters derive
from that single mode. The proposed method involves attaching a secondary oscillator that interacts essentially with one
mode alone. The resultant assembly comprising the original system and the oscillator is accordingly regarded as a system
with two degrees of freedom (2-DOF). Physical coordinates are used instead of modal ones, so the two DOF are the
displacements of both the oscillator and the point of the original system where it is attached; in this context both
displacement (and its derivatives) and modal mass would vary if the location of the oscillator were changed, as will be
demonstrated below.

Let us consider the whole original N~-DOF system whose free response can be described by the equations:

Mii +Cu+Ku=0 (1)

where u is the displacement vector and M, C, and K the mass, damping, and stiffness matrices [2]. When this system is
coupled with an oscillator attached to its nth DOF, a degree of freedom is added and the new equations of motion are

Mii + Cu + Ku—my(2{ymq(itg—ttn) + @3 (Ug—n))[0in] = 0 )

g+ 2L qg(Ug—n) + 03 (Ug—Un) = 0 3)

where uy is the absolute displacement of the oscillator, my its mass, @, its natural frequency, {, its damping ratio, and [d;,]
denotes a vector whose components are all zero except for the nth one which equals unity.
The fundamental change of basis of modal analysis will be used to decouple the original N~-DOF system (1):

u=aq 4)

where @ is the modal matrix, whose columns are the mode shapes, and the components of q are called modal or natural
coordinates. The mode shapes are normalized or scaled so that

OTM®D =1 (5)

Substituting Eq. (4) into Eq. (1) and considering the orthogonality of the modes (approximately extensive to the
damping term if it is small), the Ny equations would result uncoupled as

4i+20i0iq;+w}q =0 (6)

where i=1...N;, and w; and {; are the natural frequency and modal damping ratio of each ith mode. Applying the same
operations to Eq. (2), which includes an additional term representing the action exerted by the oscillator, the result is

i+ 2810iG+ 0 gi—mg (2L gq(lig—Tin) + W3 (Ug—Un)) Py = O (7)

234



8. Anexo 2: Articulos

J.A. Porras et al. / Mechanical Systems and Signal Processing 26 (2012) 15-23 17

The free vibration of the assembly is modelled by Eq. (7) (particularized for the mode of interest, i=m) and Eq. (3).
Nevertheless there is the difficulty that Eq. (7) includes modal coordinates, which are mathematical abstractions that
cannot be measured physically.

The vibrations studied by this method must be participated only by the oscillator and the mth mode. Any excitations or
additional modes would have to be filtered out. This means the q vector has only one non-zero component, and then from

Eq. (4)

Un = PpmGm (8)
According to notation, ¢, is the nth component of the (mth) mode shape of interest, where n is the index of the DOF
whereto the oscillator has been attached. Substituting this into Eq. (7) it becomes

il -+ 2L mOmin + 0% Un—Ma(2L aa(ltg—tin) +OF Ug—Un)) Py = 0 ()

which along with Eq. (3) constitute the equation system for the reduced 2-DOF model.

The modal mass m,, is defined as the mass of a SDOF system equivalent to the mode of interest, in the physical
coordinate u, (as opposed to modal or natural coordinates, q). The equations of free motion of such a system coupled with
the secondary oscillator into a 2-DOF system, found by applying Newton’s Second Law directly, are

o o . m o " .
un+2gmwmun+w,2,.un—m—"(Zsuwa(ud—un)+w§(ud—un)) =0 (10
m

and Eq. (3). Comparing Eq. (10) with Eq. (9) it can be seen that
el
" m
In consequence, once the value for the modal mass is calculated, Eq. (11) can be used to scale the respective unscaled

mode shape, previously obtained from operational modal analysis. If the nth component of the unscaled mode shape is
¢ um» according to Eq. (11) the unscaled mode shape vector must be multiplied by the scalar ratio

My an

Gom _ 1 (12)
¢nm ¢nm\/mm

and hence the mode shape is scaled according to Eq. (5).

3. Algorithms

The aim of the proposed method is to obtain the modal mass (or mode scaling, see Eq. (11)) by attaching a secondary
vibratory system to the main system under study, and recording the coupled response of this assembly. An inspection of
Egs. (9) and (3) shows that modal mass does influence the free response of this 2-DOF system. Because of this it will be
possible to calculate the modal mass out of the free response if the rest of the system parameters are known, even without
knowing the magnitude of the initial excitation that caused the vibration. This is unlike the case of a linear SDOF system,
whose free response is characterized by a shape constant in all cases, and an amplitude that would remain constant if both
the mass of the system and the magnitude of the initial excitation—or total energy in the system at that moment—were
changed at the same time according to a certain relationship [13].

The natural frequency of the oscillator should be chosen close to the mode under study:

Wy~ Wy (13)

so the effect of a light oscillator (small m, value) will be noticeable even on a much heavier system, and the two
aforementioned modes are close and can be easily filtered from the rest of the spectrum. The precise value of ®y is not
critical, as long as it is known and close to the mode of interest.

Two algorithms have been developed to implement and test this method. They are proof of the more generic concept
propounded here, namely estimating the modal mass out of the free response (e.g. impulse excited) of the proposed
assembly.

3.1. Frequency domain algorithm

The apparent effect of an oscillator complying with Eq. (13) on the frequency response function of the assembly is to
“split” the original mode into two close ones. The position and relative magnitude of these two modes depend on the
parameters of the oscillator [13]. Since the parameters of the oscillator are all known, the proposed method uses the
position of these modes in the frequency spectrum to obtain the modal mass.

Carrying out a modal analysis on the system governed by Eqs. (9) and (3) (considering Eq. (11)), the two natural
frequencies are found to be [16]

Wy = % \/w,Z,, +@i(1+ )+ \/((og, +@2(1+ p)? —4w2,w? (14)
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Wy = S @2+ %1+ p0)— \/(a)?" +@3(1+ ) —4w2, o} 15)
V2
where the mass ratio u is defined as the quotient of the oscillator mass divided by the modal mass:
my
v Ma (16)
; mm

The original frequency w,, can be found by analysing the original system (without oscillator) with any operational method.
The coupled natural frequencies @, and @, can be obtained from the free response of the coupled system, whose recording
is the experimental requisite of this method.

Hence the unknown p can be found by solving Eq. (14) or Eq. (15). Although both should lead to the same one value, in
practice their solutions will differ depending on the quality of the experimental data.

Considering that Eqs. (14) and (15) do not take into account any damping, high damping could pose a problem. The
effect of increasing damping on the oscillator is to bring the two peaks of the coupled frequency response function closer
together [13]. Nevertheless, the impact on frequency peak location of typical values of intrinsic damping is usually very
little. In Section 3.2 it will be put forward an alternative time domain algorithm that can take damping—both on the
oscillator and the original system—into account.

3.2. Time domain algorithm

For the time domain approach, a state space formulation of the aforementioned 2-DOF assembly model (formed by the
mode of interest and the oscillator) will be used. Customarily the choice of state variables would be, in this order:
displacement of the original system, its velocity, displacement of the oscillator, and its velocity, referenced as absolute. The
equations of free motion (equivalent to Eqs. (10) and (3)) in this state space form are

X =Ax 17)
0 1 0 0
2 2 ¢ ¢ 2 ¢
—Wp—Hwg  —20aWm—=2ulqmq pwG  2ulqmq
= 0 0 0 1 (18
w3 2 4g —w} —2{4wq

However it may be advantageous to use a different set of state variables, because in practice acceleration can be usually
measured more conveniently than velocity or displacement. Applying the change of variables

differentiating Eq. (17), and considering that the state matrix is time-invariant, the equations of motion in this different
state space are

y=Ay (20)

And so the state variables chosen are velocity of the original system, its acceleration, velocity of the oscillator, and its
acceleration. Nevertheless, the similarity between Eqgs. (17) and (20) means that the choice is irrelevant to this method,
because it is based on free response.

A solution to Eq. (20) is

y(t+T) = eATy(t) (1)

The input fed to the algorithm consists of a data log of the four state variables, sampled with a constant period T, for any
segment of transient free response. (The free response signal of the 2-DOF system can be extracted from the data log,
applying a band-pass filter enclosing the two modes of interest.) The state variables are sampled at N, instants indexed
k=0,...Ns—1, and so the total duration of the sampled time segment is T(N;—1). A truncated approximation is used in
Eq. (21):

1 ST T
et :Zﬁl\mzﬁl\zs (22)
i=0 i=0
Since the unknown u is present in the state matrix, the elements of S will be in general polynomials in x of degree p. An
estimation of the state at the following sampling instant t;,; can be had by applying Eqs. (21) and (22) to every sampled
state y(t;) =y(k) at t, =kT (k=0,...,Ns—2):

y(k+1)~y(k+1)=Sy(k) (23)

and the elements of this state vector are consequently also expressed as polynomial functions in u of degree p.

The basic idea of the proposed algorithm is estimating ¢ by minimizing the total deviation between the y and y sets
along k=1,...N;—1. The squared Euclidean norm of the difference between the estimated and the measured states is
calculated for every sampling point—again as a polynomial in the unknown g, of degree 2p—then added together
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progressively, and the solution of the algorithm is the value that minimizes the final sum:
Ne—1
m“in S lyk—y(kli? (24)
k=1

This minimum can be found as one of the roots of the derivative, which is in turn a polynomial of degree 2p—1, whose
roots can be found algebraically for p=1,2. This was the approach used in Section 4.

4. Experimental tests
4.1. Laboratory set-up

In order to validate the method and the algorithms, some tests were performed on a laboratory set-up shown in Fig. 1.
Three different values were used for the primary mass m,, (shown on the upper side of the image) and three others for the
secondary mass mgy (on the lower side), totalling nine different experiments as detailed in Table 1. After gently starting
movement by hand, the free response was recorded by two accelerometers, which are also visible in Fig. 1. Fig. 2 shows a
sample fragment of the free response of the secondary mass during one of the tests.

The results estimated by using the frequency domain algorithm are shown in Table 2. The experiments are numbered
according to Table 1. Since the frequency domain algorithm yields two values according to Egs. (14) and (15) (called

Fig. 1. Set-up used in laboratory tests. A 2-DOF system was built with two variable groups of weights hung by steel springs.

Table 1

Experiment parameters.
Case mp (kg) W (rad/s) my (kg) g (radfs) I Wq/Wm
1a 22.88 20.26 1.56 25.11 0.0682 1.2394
1b 22.88 20.26 2.56 19.68 0.1119 0.9714
1c 22.88 2026 3.56 16.78 0.1556 0.8282
2a 26.80 18.69 1.56 25.11 0.0582 1.3435
2b 26.80 18.69 256 19.68 0.0955 1.0530
2c 26.80 18.69 3.56 16.78 0.1328 0.8978
3a 28.94 18.06 1.56 25.11 0.0539 1.3904
3b 28.94 18.06 2.56 19.68 0.0885 1.0897
3c 28.94 18.06 3.56 16.78 0.1230 0.9291
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acceleration (m/s?)
o

time (s)

Fig. 2. Sample of free response.

Table 2
Results from the frequency domain algorithm.

Case iy (kg) , (rad/s) w, (rad/s) é e

1a 23.08 26.95 18.79 0.0644 0.0087
1b 22.95 23.56 16.96 0.0082 0.0031
1c 22.92 22.56 15.07 0.0187 0.0017
2a 26.13 26.70 17.71 0.1511 —-0.0250
2b 26.93 22.56 16.40 0.0657 0.0049
2c 27.11 21.24 14.83 0.0365 0.0116
3a 28.48 26.39 17.22 0.0214 —-0.0159
3b 28.55 22.18 16.02 0.0087 -0.0135
3¢ 29.16 20.61 14.64 0.0301 0.0076

Table 3

Results from the time domain algorithm.

Case i (kg) e

1a 2492 0.0882
1b 24.83 0.0843
1c 24.09 0.0520
2a 30.51 0.1384
2b 29.26 0.0918
2c 2744 0.0239
3a 31.82 0.1010
3b 30.70 0.0623
3c 30.20 0.0450

henceforth m,,; and m,,;,), the values displayed on Table 2 are the mean between both

ﬁlm: w (25)

the discrepancy between them defined as

[Mp1 =My | ) (M1 =My |

é= (26)
mpy Mpm1 +Mp2
and the error defined as
e— My —Mpy (27)
mpy

No correlation can be established between e and é from these results; nevertheless all these tests showed minimal error,
presumably because of the high mass ratio and the virtual absence of damping. Table 2 also shows the two natural
frequencies of the 2-DOF assembly.

Table 3 contains the results of the time domain algorithm. It looks significant that the error is always positive
corresponding to an overestimation of the modal mass. The required velocity data were obtained from numerical
integration of the acceleration data, and an example is shown in Fig. 3, which corresponds to the filtered integral of Fig. 2.
Although no special dissipative element was installed, the intrinsic damping ratios {,, and {; were obtained for each mass-
spring SDOF subsystem by exponential decay curve fitting of the isolated free response.
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Fig. 3. Sample of velocity response integrated from the acceleration.

Fig. 4. Science Museum Footbridge.

Fig. 5. Prototype tuned mass damper.

4.2. Lively steel footbridge in Valladolid, Spain

The method has been used to estimate the mass of the first vertical mode of one of the spans of the Science Museum
Footbridge in Valladolid, Spain (Fig. 4), whose natural frequency has been previously found to be 3.5 Hz, with a damping
ratio {,, = 0.006. This span is a 51 m long steel truss structure [17]. With the aim of reducing the participation of the
previously mentioned mode on the response vibration under pedestrian excitation, a tuned mass damper (TMD) had been
proposed, and the prototype is pictured in Fig. 5. One of the problems encountered during the design was the unknown
modal mass, whose value is needed for calculating the optimal TMD parameters [10,13,14].
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Fig. 6. Free response of the bridge. Top: raw acceleration. Bottom: velocity after integration and filtering.

Table 4
Estimation of the bridge modal mass using both algorithms and an
alternative FRF method.

Method my (t)
Frequency algorithm 17.95
Time algorithm 18.06
FRF curve fitting 17.90

The very same prototype TMD without dashpots was used to estimate the modal mass by means of the proposed
method. This prototype had been tuned to the mode of interest (resulting in ey = 3.45 Hz for my=183 kg) and placed near
the centre of the bridge span (anti-node). Due to the lively nature of this structure, a single person was able to excite it
enough by bouncing in resonance, then stopping before acquiring the subsequent free response. Fig. 6 shows graphs of the
acceleration recorded on the deck, and the velocity obtained by numerical integration.

In addition to the proposed method, the modal mass was estimated with a controlled input method. The bridge was
excited with a 445 N shaker, both input (shaker mass acceleration) and output (bridge anti-node acceleration) were
measured, and the resultant frequency response function (FRF) was fitted to the theoretical curve to find the modal mass.

Table 4 shows the results of both algorithms, as well as the result of the FRF curve fitting. All results have been averaged
from at least three experiments. In the case of the frequency domain algorithm, the deviation é (Eq. (26)) was 0.133 on
average.

5. Conclusions

A novel method for estimating a modal mass—or equivalently scaling the mode shape—is proposed. The purpose is to
scale a mode already found by other methods, e.g. operational modal analysis. This mode must be excited and its response
isolated; so modes with close natural frequencies and interfering shapes would pose a problem. The necessary set-up
consists of an oscillator whose natural frequency is close to the mode of interest. An already installed tuned mass damper
(TMD) can be made use of, substituting the need for any special equipment, what makes this approach attractive in certain
real situations. Two proof-of-concept algorithms were proposed: a frequency domain peak picking algorithm for lightly
damped systems and a time domain one that can take heavy damping into account. Tests were performed: on a laboratory
set-up of known parameters, where the high potential accuracy of the method was demonstrated; and on a steel
footbridge, exploring the practical application in civil engineering.
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Evaluacion de la prediccion
de aceleraciones debidas al transito
peatonal en una pasarela en servicio

Evaluation of acceleration estimates due to pedestrian
loading on an in-service footbridge

]. de Sebastian'®, I. M. Diaz**, C. M. Casado™, A. V. Poncela***, A. Lorenzana'***

RESUMEN

En este articulo se evaldan algunos mode-
los de carga de peatones en la pasarela
peatonal del Museo de la Ciencia de
Valladolid siguiendo estos pasos: (i) iden-
tificacién experimental de los pardmetros
modales usando diversos métodos para
la estimacion de la masa modal, (i) esti-
macion de la respuesta de aceleracion
utilizando algunos modelos de carga
dados por normativas, y (iii) desarrollo de
pruebas experimentales y comparacién
de los valores de aceleracién medidos
con los estimados. Se ha estudiado la
influencia de los peatones en las propie-
dades modales incluyéndose este efecto
en la estimacién de las aceleraciones y
la mejora de las mismas. Asi, este trabajo
es un ejemplo de andlisis de las vibracio-
nes de una pasarela en servicio poniendo
especial atencion a la bondad de las esti-
maciones comparadas con los registros
reales y a la influencia de los peatones en
dichas estimaciones.

562-158
Palabras clave: Pasarela peatonal; Andlisis

dindamico; Sistema peatones-estructura;
Modelo de carga de peatones.

SUMMARY

Pedestrian load models on the Valladolid
Science Museum Footbridge have been
evaluated in this paper following these
steps: (i) experimental identification
of the modal parameters using several
methods for the modal mass estimation,
(i) estimation of acceleration response
through pedestrian models given by
codes, and (iii) development of experi-
mental tests and comparison of accelera-
tion records with acceleration estimates.
The influence of pedestrians on the struc-
tural modal properties has been studied
and its effects have been considered into
the acceleration estimates, leading to bet-
ter estimates. Then, this paper is an exam-
ple of vibration analysis of an in-service
footbridge focusing on the performance
of vibration estimates as compared with
experimental measures and on the influ-
ence of pedestrians on those estimates.

Keywords: Footbridge; Dynamic analysis;
Pedestrian-structure system; Pedestrian
load model.
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1. INTRODUCCION

El avance en los materiales y en las tecnolo-
gias de construccion ha propiciado el desa-
rrollado de estructuras civiles mas ligeras y
esbeltas, construidas con menos material,
menos mano de obra y menos tiempo de
construccién (1) (2). Por otro lado, estas
estructuras son mas susceptibles de vibrar
ante cargas producidas por el viento, auto-
méviles o personas. Mds concretamente,
estructuras tales como forjados de gran-
des luces, pasarelas peatonales, escaleras
esbeltas o graderios, pueden ser excitadas
por los usuarios al realizar actividades
como andar, correr o saltar. La excitacion
producida por los usuarios podria alcanzar
niveles de vibracion excesivos, sobrepa-
sando los valores de confort recomendados
en las normativas. El factor decisivo en el
dimensionamiento de este tipo de estructu-
ras suele ser el estado limite de servicio de
vibraciones (ELSV).

Existen varias guias de cdlculo y normati-
vas en las que se incluyen diversos modelos
de cargas producidas por humanos, y entre
ellos se encuentran aquéllos que modelan
un flujo o transito de peatones continuo,
que es el estado de carga mas representa-
tivo. Estos modelos pueden ser empleados
en el dimensionamiento de la estructura,
pero en general no se confia demasiado en
ellos ya que no existen muchos ejemplos
de verificacion en estructuras ya construi-
das (3). Por tanto, es interesante compro-
bar como se comportan estos modelos en
estructuras en servicio.

La influencia de los peatones parados o sen-
tados (pasivos) en el comportamiento dina-
mico de las estructuras se ha estudiado en
numerosos trabajos de investigacion (4) (5);
sin embargo no esta tan clara la influencia
que tienen los peatones activos (andando,
corriendo o saltando) en las propiedades
dindmicas del conjunto peatones-estruc-
tura. En algunos trabajos previos se ha visto
que esta influencia podria ser importante
(6) (7) y deberia considerarse en cualquier
prediccién tedrica previa. Asi, en este tra-
bajo se estudia esa influencia en las propie-
dades dindmicas con objeto de valorar la
importancia que tiene su consideracion en
la fase de calculo.

En el presente trabajo se comentan las
principales normativas en vigor junto con
algunas de las guias de célculo de pasare-
las peatonales publicadas hasta la fecha.
Posteriormente, se analiza la dinamica de
la pasarela peatonal del Museo de la Cien-
cia de Valladolid (PMC) obteniéndose sus
parametros modales. A continuacién se
obtienen las predicciones de la respuesta

de aceleracién de la misma utilizando tres
documentos: el Eurocédigo 5 (8), la ISO
10137 (9) y la guia SETRA (10). Por Gltimo,
se realizan pruebas experimentales y se
comparan los resultados estimados utili-
zando algunos de los modelos recogidos en
dichos documentos con los valores experi-
mentales.

2. NORMATIVAS Y GUIAS DE CALCULO
DE PASARELAS PEATONALES

Cuando un proyectista de estructuras tiene
la tarea de analizar, en la fase de cdlculo,
el ELSV de una pasarela peatonal, éste dis-
pone de un gran nimero de documentos en
forma de normas, instrucciones, recomen-
daciones y gufas nacionales e internacio-
nales. Este apartado trata de dar una vision
conjunta de todos estos documentos.

En el caso de Espafa, en 1996 el Ministe-
rio de Fomento publicé las recomendacio-
nes para el proyecto de puentes metélicos
sobre carreteras RPM 95 (11) y su homé-
loga para puentes mixtos RPX 95 (12). Estas
recomendaciones, en la parte del ELSV, se
limitan a establecer el valor maximo de
aceleracion vertical (0,5V(f,) (m/s?), siendo
fy la frecuencia fundamental del vano) para
puentes con transito de peatones y pasa-
relas. Ademas, en ausencia de calculos
especificos, establecen que la aceleracion
maxima es admisible si se cumple una
condicién de flecha mdxima estdtica. En
1998 se publicé la primera edicion de la
instruccion sobre las acciones a considerar
en el proyecto de puentes de carretera IAP
98 (13), incluyendo pasarelas peatonales.
Esta instruccién sélo plantea la realizacion
de pruebas de carga dindmicas en aquellas
pasarelas en las que las vibraciones pue-
dan afectar a su funcionalidad. En 2011
se revis6 este documento denominandose
IAP 11 (14), en el que se incluyé un nuevo
apartado de “Estado limite de vibraciones
en pasarelas peatonales”. En este apartado
se establecen: (i) unos rangos de frecuencia
criticos para los que serd necesario realizar
estudios dindmicos (vertical/longitudinal:
[1,25-4,60] Hz, lateral [0,50-1,20] Hz), y
(ii) unas circunstancias que, con indepen-
dencia de los valores de las frecuencias
naturales, implican la realizacion de estu-
dios dindmicos (luz > 50 m, anchura aGtil >
3 m, tipologia singular, nuevos materiales,
ubicacién en zona urbana con previsible
trafico intenso de peatones). En el apar-
tado de pruebas de carga, se establece que
cuando la pasarela peatonal esté dentro
de los criterios para la realizacion de estu-
dios dinamicos se incluird el proyecto de
prueba de carga dindmica, para tal efecto
se podria consultar el apartado correspon-
diente del documento “Recomendaciones

335-348, julio-septiembre 2013. ISSN: 0020-0883. elSSN: 1988-3234. doi: 10.3989/ic.12.025
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1. INTRODUCCION

El avance en los materiales y en las tecnolo-
gias de construccion ha propiciado el desa-
rrollado de estructuras civiles mds ligeras y
esbeltas, construidas con menos material,
menos mano de obra y menos tiempo de
construcciéon (1) (2). Por otro lado, estas
estructuras son mas susceptibles de vibrar
ante cargas producidas por el viento, auto-
mdviles o personas. Mds concretamente,
estructuras tales como forjados de gran-
des luces, pasarelas peatonales, escaleras
esbeltas o graderios, pueden ser excitadas
por los usuarios al realizar actividades
como andar, correr o saltar. La excitacion
producida por los usuarios podria alcanzar
niveles de vibracion excesivos, sobrepa-
sando los valores de confort recomendados
en las normativas. El factor decisivo en el
dimensionamiento de este tipo de estructu-
ras suele ser el estado limite de servicio de
vibraciones (ELSV).

Existen varias gufas de cdlculo y normati-
vas en las que se incluyen diversos modelos
de cargas producidas por humanos, y entre
ellos se encuentran aquéllos que modelan
un flujo o transito de peatones continuo,
que es el estado de carga mas representa-
tivo. Estos modelos pueden ser empleados
en el dimensionamiento de la estructura,
pero en general no se confia demasiado en
ellos ya que no existen muchos ejemplos
de verificacion en estructuras ya construi-
das (3). Por tanto, es interesante compro-
bar como se comportan estos modelos en
estructuras en servicio.

La influencia de los peatones parados o sen-
tados (pasivos) en el comportamiento dina-
mico de las estructuras se ha estudiado en
numerosos trabajos de investigacion (4) (5);
sin embargo no esta tan clara la influencia
que tienen los peatones activos (andando,
corriendo o saltando) en las propiedades
dinamicas del conjunto peatones-estruc-
tura. En algunos trabajos previos se ha visto
que esta influencia podria ser importante
(6) (7) y deberia considerarse en cualquier
prediccion tedrica previa. Asi, en este tra-
bajo se estudia esa influencia en las propie-
dades dindmicas con objeto de valorar la
importancia que tiene su consideracion en
la fase de célculo.

En el presente trabajo se comentan las
principales normativas en vigor junto con
algunas de las guias de calculo de pasare-
las peatonales publicadas hasta la fecha.
Posteriormente, se analiza la dinamica de
la pasarela peatonal del Museo de la Cien-
cia de Valladolid (PMC) obteniéndose sus
parametros modales. A continuacién se
obtienen las predicciones de la respuesta
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de aceleracion de la misma utilizando tres
documentos: el Eurocédigo 5 (8), la ISO
10137 (9) y la guia SETRA (10). Por dltimo,
se realizan pruebas experimentales y se
comparan los resultados estimados utili-
zando algunos de los modelos recogidos en
dichos documentos con los valores experi-
mentales.

2. NORMATIVAS Y GUIAS DE CALCULO
DE PASARELAS PEATONALES

Cuando un proyectista de estructuras tiene
la tarea de analizar, en la fase de célculo,
el ELSV de una pasarela peatonal, éste dis-
pone de un gran niimero de documentos en
forma de normas, instrucciones, recomen-
daciones y guias nacionales e internacio-
nales. Este apartado trata de dar una vision
conjunta de todos estos documentos.

En el caso de Espana, en 1996 el Ministe-
rio de Fomento publicé las recomendacio-
nes para el proyecto de puentes metalicos
sobre carreteras RPM 95 (11) y su homo-
loga para puentes mixtos RPX 95 (12). Estas
recomendaciones, en la parte del ELSV, se
limitan a establecer el valor maximo de
aceleracion vertical (0,5v(f,) (m/s?), siendo
fy la frecuencia fundamental del vano) para
puentes con transito de peatones y pasa-
relas. Ademds, en ausencia de calculos
especificos, establecen que la aceleracién
méaxima es admisible si se cumple una
condicién de flecha méxima estatica. En
1998 se publicé la primera edicion de la
instruccion sobre las acciones a considerar
en el proyecto de puentes de carretera IAP
98 (13), incluyendo pasarelas peatonales.
Esta instruccién sélo plantea la realizacion
de pruebas de carga dindmicas en aquellas
pasarelas en las que las vibraciones pue-
dan afectar a su funcionalidad. En 2011
se revisé este documento denomindndose
IAP 11 (14), en el que se incluyé un nuevo
apartado de “Estado limite de vibraciones
en pasarelas peatonales”. En este apartado
se establecen: (i) unos rangos de frecuencia
criticos para los que serd necesario realizar
estudios dindmicos (vertical/longitudinal:
[1,25-4,60] Hz, lateral [0,50-1,20] Hz), y
(i) unas circunstancias que, con indepen-
dencia de los valores de las frecuencias
naturales, implican la realizacién de estu-
dios dindmicos (luz > 50 m, anchura util >
3 m, tipologia singular, nuevos materiales,
ubicacién en zona urbana con previsible
trdfico intenso de peatones). En el apar-
tado de pruebas de carga, se establece que
cuando la pasarela peatonal esté dentro
de los criterios para la realizacion de estu-
dios dinamicos se incluira el proyecto de
prueba de carga dindmica, para tal efecto
se podria consultar el apartado correspon-
diente del documento “Recomendaciones

0020-0883. elSSN: 1988-3234. doi: 10.3989/ic.12.025
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hexagonal. El vano principal (vano 3 en la
Figura 2) tiene 111 metros y cuenta con un
sistema de tendones externos postensados,
el segundo vano (vano 2) tiene 51 metros
y los otros dos vanos son mds cortos vy rigi-
dos (24). El sistema de tendones externo del
vano 3 hace que este vano sea suficiente-
mente rigido (25). Sin embargo, el vano 2
(Figura 3), es mas sensible a excitaciones
dindmicas producidas por humanos. En
% dicho vano, con una masa estimada de
T T R S e 27.500 kg, se alcanzan niveles de vibra-
Vertical cién que, segln la Iopinién de I;)s usua-

1 ] rios, a veces son molestos, particularmente
12 [ I Lateral cuando un corredor cruza el puente. Asi, se
decidio estudiar las propiedades dindmicas
de este vano.

& p

2

Aceleracion maxima (m/s %)

3.2. Andlisis modal operacional

Se realizé un AMO del vano 2 para obte-
ner las frecuencias naturales, coeficientes
de amortiguamiento y modos de vibracion
de las primeras frecuencias. Para la realiza-
02r cién del AMO se utilizaron cinco aceleré-

metros moviles y dos de referencia (MMF-
O e e e e e . e ., e, e, . . e KS48C-1000 mV/g). Se consideré una malla

01234567 891011121314151617181920212223
Tiempo (h)

de tres lineas longitudinales con un total de

& 27 puntos de medida. Se registraron cinco
conjuntos de medidas con un tiempo de

Vista general de la estructura (AME) del vano donde se registran los  adquisicion de 12 minutos y una frecuen-
en estudio mayores niveles de vibraciones. Los ensa-  cia de muestreo de 100 Hz. En la Figura 4
3. Vista del vano 2 yos se realizaron con un nlmero de peato-  se muestra la disposicion de los aceleréme-
nes variable para estudiar su influencia en  tros y la posicion de los de referencia. Se
dis riadida, cori |65 de refareneis los parametros modales. También se estudié realizaron analisis espectrales preliminares
en blanco. la linealidad de la estructura para descartar 'y registros temporales que indicaron que la
que la variacién en los pardmetros modales  vibracién vertical era considerablemente

4. Posicién de los acelerometros

5. [me!dn «Izv' valores maximos fhek-debidsa i bl AT la koFi tal | 51
o “necloraciAn: oty weada hora posible comportamiento  mayor que la horizontal, por lo que sélo se
durante un dia completo no lineal. midio la respuesta vertical. Como ejemplo,
se muestran en la Figura 5 los valores maxi-
3.1. Descripcion de la estructura mos de aceleracién medidos (vertical y late-
ral) en cada hora durante un dia completo.
La estructura estudiada, situada en Valla- En ese dia la vibracion maxima medida fue
dolid, es una pasarela peatonal sobre el rio  de 1,20 m/s? en vertical y de 0,03 m/s* en
Pisuerga que une el Museo de la Ciencia  lateral. La estimacion de los parametros
con el centro de la ciudad. Este puente, de  modales se hizo utilizando el método en
234 metros y construido en el ano 2004, el dominio de la frecuencia EFDD (Enhan-
estd compuesto por cuatro vanos: tres for-  ced Frequency Domain Decomposition). Se
mados por barras metélicas tubulares y  estiman los modos a partir de la descompo-
uno de hormigén, con tablero de madera.  sicién en valores singulares de las matrices
Los tres vanos metalicos tienen seccion  de densidad espectral de cada una de las
338 Informes de la Construccion, Vol. 65, 531, 335-348, julio-septiembre 2013. ISSN: 0020-0883. elSSN: 1988-3234. doi: 10.3989/ic.12.025

248



8. Anexo 2: Articulos

mediciones y se identifica cada valor singu-
lar como un sistema de un grado de liber-
tad. En la Figura 6 se muestran los cuatro
primeros valores singulares promediados
obtenidos empleando el programa comer-
cial ARTeMIS (26). En la Tabla 1 se mues-
tran los pardmetros modales estimados
(frecuencias y amortiguamientos modales)
y en la Figura 7 los correspondientes modos
de vibracion. El primer modo, con una fre-
cuencia de 3,51 Hz, podria ser excitado
por una persona andando (2.° arménico) o
corriendo (1.¢ 0 2.° arménico).

Para conocer la variabilidad de sus para-
metros modales en servicio se realizé un
AMO de la pasarela con diferentes niveles
de ocupacion. El andlisis modal se llevé
a cabo utilizando los acelerémetros de la
Iinea central. El tiempo de adquisicién con
peatones se incrementd a 30 minutos para
eliminar la influencia de éstos en la exci-
tacion. Los analisis de realizaron con 1, 2,
3, 4 y 15 peatones caminando a su ritmo,
eligiendo tanto la velocidad como la forma
de andar y pudiendo adelantar para no
influirse unos a otros. Los modos resultantes
eran similares a los obtenidos en el AMO
sin peatones, pero se observé un aumento
considerable del amortiguamiento. Este
comportamiento también se ha documen-
tado en otros trabajos (5) (27) (28) (29).
Los resultados estimados se muestran en
la Tabla 2. Se aprecia que con 4 peatones
casi se dobla el amortiguamiento y con 15
se quintuplica. Este es un parametro signi-
ficativo ya que se emplea en la prediccion
de la respuesta de la estructura (8) (9) (10).
Por otro lado, se observé que la frecuencia
estimada apenas cambiaba: sé6lo se reducia
muy ligeramente, probablemente debido al
efecto de la masa de los peatones (menos
del 4 % de la masa del vano).

3.3. Estimacion de la masa modal

La identificacién de los parametros moda-
les de la estructura utilizando el AMO tiene
el inconveniente de no identificar la masa
modal, parametro necesario para realizar
las estimaciones de la respuesta. Para la
determinacion de la masa modal del primer
modo se han utilizado tres métodos: el pri-
mero, basado en el AME, en la que la fuerza
de excitacién es conocida; el segundo,

Evaluacién de la prediccion de aceleraciones debidas al transito peatonal en una pasarela en servicio

Evaluation of acceleration estimates due to pedestrian loading on an in-service footbridge

=30

Valores singulares (dB)
|
N
=)

~110 . . A
0 2 4 6

basado en el ajuste del modelo modal utili-
zando un oscilador (30) y el tercero, basado
en el ajuste del modelo modal al aumentar
la respuesta de la estructura ante una exci-
tacion arménica (31). Los dos dGltimos no
requieren la medicion de la excitacion.

Para el AME, la fuerza de excitacion se
generé con un excitador electrodindmico
de APS Dynamics modelo 400 en modo
inercial colocado en el centro del vano
(32). La fuerza inducida por el excitador se
calculé midiendo la aceleracion de la masa
inercial y multiplicandola por su magnitud
(30,4 kg). Se utiliz6 un barrido continuo en
frecuencia entre 2,5 y 4,5 Hz para excitar
el primer modo. Se utilizaron 7 aceleréme-
tros (como los usados en el AMO) coloca-
dos en la linea central de la pasarela. En la
Figura 8 se muestra la funcién de respuesta
en frecuencia (FRF) entre la respuesta de
aceleracion de la estructura y la excitacion.
La masa modal estimada fue de 18.000 kg.
Este método tiene la ventaja de conocer
la excitacion y el inconveniente de que se
necesita un excitador capaz de hacer vibrar
la estructura.

En el caso de la estimacién usando un
oscilador se utilizé una masa de 200 kg
sintonizada a la primera frecuencia natural
(3,5 Hz). Utilizando los algoritmos en el
tiempo y en la frecuencia descritos en (30)
se obtuvo una masa modal de aproximada-
mente 18.000 kg. El inconveniente de este
método es que hay que utilizar un oscilador
sintonizado a la frecuencia del modo que
se quiere estimar lo suficientemente grande

Tabla 1. Frecuencias naturales y amortiguamientos identificados con el AMO

Algoritmo Parametro Modo 1 Modo 2 Modo 3
i 7
EFDD FrefuenC|§ (Hz) 3,51 41 9,46
Amortiguamiento (%) 0,41 0,35 0,36

Tabla 2. Evaluacién de la frecuencia natural y del amortiguamiento

8 10

Frecuencia (Hz)

12

6. Valores singulares promedia-
dos de las matrices de densidad
espectral de las aceleraciones
medidas e identificacion de los
modos dominantes.

/.

Modos de vibracién identifi-

cados.

~

3. modo: 9,4 Hz

Parimetro | Sin peatones | 1peatén | 2peatones | 3 peatones | 4 peatones | 15 peatones
Frec. (Hz)" 3,519 3,519 3,516 3,516 3,515 3,514
Amort. (%) 0,41 0,47 0,64 0,70 0,72 2,33
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Magnitud (dB)
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+  experimental
estimada
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=90 .
25 3/

8. Magnitud de la Funcién de
Respuesta en Frecuencia (FRF),
en dB (normalizada a 1T ms-2N-1)
medida experimentalmente y
estimada.

9. Frecuencia y amortiguamien-
to del primer modo en funcién
de la amplitud de la respuesta.

3,5 4 4,5
Frequencia (Hz) 8
para modificar el comportamiento de la
estructura. Sin embargo, tiene la ventaja de
que no se necesita un actuador.

Para el método basado en el incremento en
la respuesta se excit6 la pasarela mediante
una persona que saltaba, sin levantar los
pies, a la frecuencia de 3,5 Hz. La fuerza
generada por la persona fue medida pre-
viamente en el laboratorio usando una
placa de fuerza (Kistler 9286AA). Se ajust6
el modelo para que la respuesta del sis-
tema ante dicha fuerza fuera igual que la
respuesta de la estructura medida. El valor

1? Frecuencia modal
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de la masa modal se estimé6 en 17.500 kg.
La ventaja de este método es que sélo se
necesita una persona que previamente haya
registrado su fuerza en el laboratorio y el
inconveniente es que puede que la excita-
cion medida en el laboratorio y la generada
en la estructura no sea la misma.

Ademas de los métodos empleados aqui
existen otros métodos relacionados con el
AME para calcular la masa modal como por
ejemplo el método de adicién de masa para
calcular el factor de escala (33).

3.4. Evaluacién de la linealidad
de la pasarela

Es conveniente realizar un estudio del
comportamiento dindmico bajo diferen-
tes niveles de aceleracién para determinar
si la estructura se comporta linealmente.
La pasarela se excité mediante un peatén
corriendo a la frecuencia de resonancia y
se empez6 a medir cuando el peatén habia
abandonado la pasarela para no influir en
los parametros de la estructura. La frecuen-
cia natural y el coeficiente de amortigua-
miento se estimaron a partir de la respuesta
libre de la estructura a diferentes amplitu-
des utilizando 10 ciclos. En este intervalo,
la frecuencia se obtiene como la inversa
del periodo y el amortiguamiento a partir
del decremento logaritmico. Los resulta-
dos obtenidos se muestran en la Figura 9,
donde se observa que para todo el rango de
aceleraciones, la frecuencia varia menos de
un 1%, lo cual se puede considerar despre-
ciable a efectos de su consideracion en los
modelos de carga. Por otro lado, la varia-
cién del amortiguamiento es mas signifi-
cativa que en el caso de la frecuencia. Su
comportamiento es el habitual, a mayores
excitaciones mayores valores de amortigua-
miento, aunque el valor se mantiene por
debajo de 0.5% para las excitaciones espe-
radas (rara vez se superan los 2-3 m/s?). En
el caso de excitaciones de baja amplitud, la
estimacién del amortiguamiento es menos
precisa y se tiene una mayor variabilidad
en los valores de amortiguamiento debido a
que el ruido y la respuesta de la estructura
llegan a ser del mismo orden. Por todo ello,
para el rango de excitaciones esperadas, se
puede considerar que la estructura se com-
porta linealmente. Obsérvese ademas que
se corroboraron los valores de frecuencia
y amortiguamiento obtenidos mediante el
AMO (ver Tabla 1).

4. Estimacion de los valores de respuesta

En esta seccion se describen algunos mode-
los de carga recogidos en normativas y guias
de cdlculo de pasarelas. Se realiza una des-
cripcién de los modelos, la metodologia
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empleada y los valores obtenidos para la
PMC utilizando el Eurocédigo 5 (8), la ISO
10137 (9) y la guia Setra (10). Las estima-
ciones se realizaron teniendo en cuenta
las pruebas experimentales realizadas con
objeto de comparar ambas. Se utilizaron 4
peatones con diferentes masas (102, 92, 72
y 63 kg) y se realizaron varias pruebas con
cada una de las combinaciones posibles de
grupos de 1, 2, 3 y 4 peatones. También se
realizaron pruebas con peatones distribui-
dos aleatoriamente (flujo de peatones) de 2,
3,4y 15 personas.

4.1. Eurocédigo 5

El Eurocédigo 5 (8) es una normativa refe-
rida al cdlculo y comprobacion de puentes
de madera, aunque el modelo definido (en
el Anejo B) no es especifico para madera y
por ello puede ser usado para evaluar puen-
tes de cualquier material. Se supone que el
puente se comporta como una viga simple-
mente apoyada y la aceleracién maxima
vertical bajo la carga de un peatén (mode-
lada como una fuerza arménica estaciona-
ria a la frecuencia natural del puente) se
estima mediante la siguiente ecuacioén: [1]

Para calcular este factor k se considera que
la frecuencia normal al andar estd entre 1,5
y 2,5 Hz y en ese intervalo existe una sin-
cronizacién perfecta pero para frecuencias
fuera de ese intervalo la sincronizacion es
menos probable y el factor k disminuye. La
norma indica que el nimero de peatones
debe tomarse igual a 13 para grupos de per-
sonas e igual a 0,6A para un flujo continuo
(siendo A el area del puente en m?).

Las limitaciones del cdlculo de la acelera-
cién aplicando este método son: (i) es apli-
cable Gnicamente a estructuras tipo viga y
(ii) no tiene en cuenta que la amplitud de la
fuerza es funcién de la frecuencia de paso.

En la Tabla 3 se muestran las aceleraciones
mdximas calculadas segtn la formulacién
presente en el Eurocédigo 5, utilizando los
parametros modales de la pasarela calcula-
dos inicialmente sin ocupacién (pardmetros
iniciales (P. i.)) y los pardmetros calculados
teniendo en cuenta la influencia de los pea-
tones presentes en la pasarela (parametros
corregidos (P. c.), (ver Tabla 2)). Se ha consi-
derado que la influencia en los pardmetros
modales de la estructura de los peatones
andando y corriendo es la misma a efec-

200

M P f,£2,5Hz tos de la estimacién de la aceleracién. Los
(1] a= i valores mostrados para 1, 2, 3 y 4 peato-

% para 2,5 Hz <f <50 Hz nes son los valores medios considerando

donde M, (y f, son la masa total del vano
del puente, el coeficiente de amortigua-
miento (referido al critico) del modo de
vibracién considerado y la frecuencia
natural de dicho modo, respectivamente.

los cuatro peatones por separado y todas
las posibles combinaciones entre ellos. Tal
y como era de esperar, se observa la gran
importancia que tiene el amortiguamiento
en la estimacion de las aceleraciones.

10. Factor k de sincronizacién

segun el Eurocédigo 5.

Para el modelado del primer arménico se j i : :

ha utilizado una fuerza de amplitud cons-

tante de 200 N y para el segundo arménico L
de 100 N. Estas fuerzas se obtienen bajo

la hipétesis de que la fuerza dindmica de 1 ksiemn sgi RET0 98 1 p———— R S ) SR 195 S
un peatén (700 N) es igual al 40% y al 20

% para el primer y el segundo arménico y 0,8 e e N
multiplicado por 0,7 para tener en cuenta %

que no se alcanza el estado estacionario LE 0,6 .............................................................
(34). En el caso de un peatén corriendo la

aceleracién viene definida por [2] e ssee sovceomglimns sosm smossr s s s asagsosnsse e o oo was
SR 7Y S S S S S DN
donde la fuerza dinamica es el 120 % del 0 . . . .

peso del peatén. 0 1 2 3 4

Si se considera un flujo de N peatones pre-
sentes en el puente al mismo tiempo, la

aceleracion se obtiene como sigue [3] - — T
(31 a,=0,23a, Nk eatones P.i. P.c. P.i. Pec
i 1 1,03 0,87 6,16 5,24

donde a; es la aceleracién generada por

J 5 2 1,72 1,06 10,98 6,76
un peatén y el factor k reduce el nimero 3 e 100 16,98 =0
de peatones sincronizados si la frecuencia . : ‘ ‘
natural del puente esta alejada de las fre- uc 183 02 1201 174
cuencias habituales de paso (Figura 10). 15 1.67 0.29 - -
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11. Estimacion de la respuesta
de la estructura utilizando la
fuerza de un peatén modulada
por el modo de vibracion.

12a. Modelo de fuerza para
un peatén de 102 kg corriendo
(amplitud constante y amplitud
modulada)

12b. Respuesta estimada en la
pasarela (con fuerza de amplitud
constante y con fuerza de ampli-
tud modulada)

4.2. 1ISO 10137

En la norma ISO 10137 (9) se introducen
recomendaciones para el calculo del ELSV
en edificios y puentes. Para el estudio de
vibraciones inducidas por humanos se pro-
pone (Anejo A) un modelo de carga para la
fuerza vertical (periédica) generada por un
peaton de la forma [4]

K
[4] F(= Q[1 + z 0, sin (2ﬂnfpt+4pna

n=1

donde Q es el peso del peatén, a, es el
factor dindmico de carga (FDC) que repre-
senta la proporcién de la fuerza arménica
al andar con respecto al peso, ¢, el angulo
de fase de la carga arménica n-ésima, f, la
frecuencia de paso y k el nimero de armé-
nicos que caracterizan la fuerza en el rango
de frecuencias de interés. Para el caso de
un peatén andando, el FDC del primer

F(r)

Fu(t) a(n)
G(jw)

o(x) L

Producto Estructura

Fuerza de excitacion

3000 T

arménico es funcion de la frecuencia f,
a,=0,37(f,— 1), mientras que los arménicos
mayores son independientes de la frecuen-
cia de paso, a,=0,1, a;=a,=a5=0,06. Para
calcular la carga de un peatén corriendo
los FDC serian a,=1,4, a,=0,4 y a,=0,1.
Para el caso de un grupo de N peatones,
la fuerza dinamica se multiplicaria por N si
estan sincronizados y por YN si estdn des-
incronizados.

La norma ISO 10137, a diferencia del Euro-
codigo 5, define el modelo de fuerza en
lugar de definir directamente la respuesta.
Esto hace que la estimacion de la respuesta
sea mejor ya que se puede usar un modelo
acorde al tipo de estructura y no tener que
suponer que es una estructura tipo viga.
Para calcular la respuesta de aceleracion
de la estructura (a(t)) se introduce la fuerza
(F(t)) en el modelo de la pasarela bien
directamente o de forma modulada (F,(t))
considerando el modo de vibracion (a(x))
escalado a 1 el maximo valor, donde x es
la coordenada longitudinal que se puede
expresar como x=v-t, siendo v la veloci-
dad del peatén y t el tiempo (Figura 11).
La estructura se ha modelado considerando
un sistema de un grado de libertad, siendo
la funcién de transferencia entre la acele-
racién en el centro del vano y la fuerza en

T : ese punto [5]
Fuerza cte
2500¢ Fuerza mod| - ,1"— o’
(51 Clw)= ————L———
2000} 1 @’ - i + 20 0,0
> 1500f 1 donde @ es la frecuencia en rad/s y (;, o,
=t y m; son el amortiguamiento, la frecuencia
5 Loy 1 natural y la masa modal asociada al primer
2 500 ] modo, respectivamente.
0 Se calcula la fuerza generada segln cada
caso de carga y se introduce en el modelo
-500F 1 para calcular la aceleracién médxima en el
1 . . . punto central. En la Figura 12 se muestra un
B 0000 5 10 15 20 ejemplo del resultado estimado para el caso
Tiempo (s) 12a de un peatén de 102 kg corriendo a la pri-
R mera frecuencia de resonancia de la pasa-
espuesta de la pasarela ;
6 ' i . rela (3,5 Hz) y a una velocidad de 5 m/s.
Resp sim ”
Resn §ifn Ficd En la Tabla 4 se muestran las aceleraciones
4} P Gt " i
maéximas calculadas segtn la formulacién
g presente en la norma ISO 10137 utilizando
% 2F la fuerza constante (F. c.) y la fuerza modu-
= lada (F. m.) por el modo de vibracién para
2 9 peatones desincronizados y sincronizados.
® Obsérvese que para peatones sincroniza-
2 dos se obtienen valores estimados bastante
22 mayores que para desincronizados. Tam-
bién se utilizan los parametros modales
—4F de la pasarela calculados inicialmente sin
ocupacion (P. i.) y los parametros calcula-
g ; \ dos teniendo en cuenta la influencia de los
0 5 10 15 20 peatones presentes en la pasarela (P. c.) (ver
Tiempo (s) 12b Tabla 2).
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Tabla 4. Aceleraciones méaximas (m/s?) de la pasarela estimadas segin la ISO 10137

4.3. Guia de pasarelas SETRA

Desincronizados
En la guia de calculo publicada por el Peatisies Andando Corriendo
Ministerio de Transportes e Infraestructuras P.i. P.c. P.i. Pc
francés (10) se presenta un modelo de carga Fe | Fm. | Fe | Fm | Fc | Fm. | Fe | Fm.
que considera la carga del peatén (andando 1 - - - - - - - -
y corriendo) como una fuerza puntual apli- 2 062 | 056 | 042 | 040 | 951 | 675 | 652 | 510
cada sobre el tablero funcién del tiempo 3 078 | 0,70 ] 0,50 | 047 | 11,40.] 8,00 | 742 | .5,02
y de la posicion del peatén. Teniendo en 4 OUs | U&7 | 050 [ 550 | IOV ) 066 ) 900 | F08
) 5 Sincronizados
cuenta que x es la posicion del peatén con v Conand
ndando orriendo
respecto a la pasarela, la carga de un pea- Peatones T P e P e
tén moviéndose a velocidad constante v re T Em T Fe TFm T fe TEm T Fe T i
puede ser representada por el producto de 7 047 | 0,42 0,42 | 038 | 637 | 456 | 568 | 4,18
una componente temporal F(t) y una com- 2 0,89 | 0,79 | 0,60 | 0,56 | 13,45 | 9,55 | 9,21 | 7,22
ponente espacial d(x — v-t), siendo d la delta 3 1,36 1,21 0,86 0,81 19,75 | 13,85 | 12,85 | 10,08
de Dirac [6]. 4 188 | 1,74 | 1,06 | 1,13 | 28,14 | 19,32 | 18,19 | 14,05
6] Pix,t) = F(t) 8(x — vt)
la longitud del puente. Este nimero se ha
La fuerza ejercida F(t) se descompone, al  calculado empiricamente obteniendo la
igual que en la ISO 10137, mediante series  respuesta estructural de diversos puentes
de Fourier como sigue[7] con diferentes longitudes, amortiguamien-
. tos y modos de vibracién sometidos a flujos
Fl =Gy + G, sinRalet+ de peatones de diferentes densidades, y se
171 2 define como [9]
+ Z G. sin 7 27if t+ ¢)
= o 1
dsnide G, esvel del < 10,8 /N para d < 0,8 peatones/m?
0 peso del peatén, G, es la =
amplitud del primer arménico, G, la ampli- = 1,85 W para d 21,0 peatén/m’
tud del arménico i, f,, la frecuencia de paso,
¢, el angulo de fase del arménico i con res- donde N es el nimero de peatones, { el
pecto al primero y n el nimero de armé-  amortiguamiento y d es la densidad de pea-
nicos tenidos en cuenta. Los valores de  tones presentes en la pasarela.
los coeficientes de la serie de Fourier para
el caso de un peatéon andando, teniendo  En el modelo se supone que la distribucion
en cuenta los primeros tres términos al  de la frecuencia de paso de los peatones
considerar los demas despreciables, son:  sigue una distribucién gaussiana. La fuerza
G,=0,4G, (0,5G, si f,=2,4 Hz y 0,1G, si dindmica por unidad de drea queda defi-
f,=1 Hz), G,=CG;=0,1G,, ¢, = ¢; = /2. nida asi [10]
Fon.,
Para el caso de un peatén corriendo, laguia 1101 £ () =—=" y cos(2xf 1)
establece que la componente vertical de la
carga puede aproximarse por una secuen-  donde f, es la amplitud de la carga de un
cia de semisenoides representada, después  (nico peatén (280 N para el primer armo-
de una serie de simplificaciones, como  nicoy 70 N para el segundo), A es el drea
sigue [8] del tablero del puente, £, la frecuencia natu-
[8] ral y ¥€[0,1] un factor que reduce la carga
CMZ": Gysin2nift para 1T, sts (-7, P frecuencias ;'alejadas de la frecuencia
Fi) = e normal de paso (Figura 13). Este factor ¥ es
0 para (j— 14T, <t<jT, analogo al factor k del Eurocédigo 5.
donde G, es el peso del peatén, G,=1,6G,  La guia SETRA establece un caso de carga
G,=0,7G,, G;=0,2G,, f, la frecuencia de acorde a la ecuacién 10 para cada modo de
paso, T, el periodo (T,=1/f,) y j el nimero  vibracién con frecuencia por debajo de 5
de paso (j=1, 2, etc.). Hz aplicada al tablero a la correspondiente
frecuencia del modo de vibracion. La direc-
La guia establece un modelo de carga para  ci6n de la carga debe definirse segin el
flujo de peatones que consiste en cargas  signo del modo de vibracién para conside-
arménicas distribuidas que causen acele-  rar el escenario de carga mds desfavorable.
raciones iguales al 95% de la aceleracion ~ Ademas, el modelo de carga sélo incluye
pico debido a flujos de peatones aleatorios. ~ un arménico a la vez, por lo que la exci-
La amplitud de la carga distribuida se deter-  tacién multiarménica de dos o mas modos
mina transformando el ndmero de peato-  no se considera. Sin embargo, esto no es
nes aleatorio en un nlmero equivalente  preocupante salvo para puentes singulares
de peatones que caminan a la frecuencia  que pudieran tener los modos de vibracién
natural y se distribuyen uniformemente en  con frecuencias naturales cercanas.
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1,4

1,2

o,
)

Factor ¥

Primer arménico

Segundo arménico |4

13. Factor

segun la guia SETRA.

¥ de sincronizacién

14. Pruebas en la pasarela pea-

tonal.

2 3 4 5
Frecuencia (Hz) 13

Para calcular la respuesta de la estructura
se introduce en el modelo de un modo
de vibracién [5] la fuerza descrita en la
guia SETRA, al igual que se ha hecho con
la norma ISO 10137. Para el caso de un
flujo de peatones, la carga se modula por
el modo de vibraciéon para extrapolar la
carga distribuida a lo largo de la pasarela
al modelo de un modo de vibracién. La
Tabla 5 muestra las aceleraciones maximas
calculadas segln la formulacion presente
en la guia SETRA.

Tabla 5. Aceleraciones maximas (m/s?) de la pasarela estimadas segtn la guia SETRA

Andando Corriendo
Peatones P.i. P. c. P i. P.c.

Ec F.m. F c. F.m. E:c: F.m. Ec F.m.
1 0,47 0,42 0,42 0,38 6,62 4,74 5,90 4,35
2 0,559 | 0,35 | 046 | 0,28 - - - i
3 0,72 0,43 0,55 0,33 - - - -
4 0,83 0,50 0,62 0,37 - = - -
15 1,35 0,81 0,56 0,34 - - - -

Informes de la Construccién, Vol. 65, 531,

5. PRUEBAS EXPERIMENTALES
Y COMPARACION CON
LAS ESTIMACIONES

En esta seccion se presentan las pruebas
realizadas y se comparan los resultados
experimentales con los valores estimados.

Se realizaron pruebas con peatones
andando, con peatones corriendo y con
flujo continuo de peatones. Se utilizé un
acelerémetro piezoeléctrico (como los usa-
dos en el AMO) colocado en el centro del
vano para obtener la respuesta de la pasa-
rela y se obtuvo el valor maximo y se com-
par6 con los valores estimados. La Figura
14 muestra una de las pruebas realizadas
en la pasarela, un grupo de tres peatones
corriendo a la frecuencia natural de la
pasarela (3,5 Hz).

5.1. Peatones andando

El peat6n o el grupo de peatones recorren el
vano 2 andando de un extremo al otro a la
frecuencia de 1,75 Hz para excitar el primer
modo de la pasarela con el segundo armo-
nico de la excitacion. Se utilizaron 4 sujetos
diferentes para las pruebas y se emplearon
grupos de 1, 2, 3 y 4 peatones. Los peato-
nes intentaban caminar de forma sincroni-
zada (con la ayuda de un metrénomo) y se
grabaron las pruebas en video para estimar
la velocidad con la que los peatones cruza-
ban la pasarela, pardmetro necesario en las
simulaciones. Se realizaron varias pruebas
con cada configuracién y se compararon
los resultados experimentales con los obte-
nidos usando las guias de calculo. La Tabla
6 muestra los resultados experimentales
obtenidos y su comparacién con los estima-
dos (Tablas 3, 4 y 5). La guia SETRA no con-
sidera grupos de peatones, s6lo un peatén
o flujo de peatones. A modo de ejemplo,
la comparacion de la respuesta experimen-
tal de la pasarela con la respuesta estimada
seglin la norma ISO 10137 provocada por
un peatén andando a la frecuencia de paso
de 1,75 Hz y a una velocidad de 1 m/s se
muestra en la Figura 15.

5.2. Peatones corriendo

Un corredor o un grupo de corredores
recorren el vano 2 de un extremo al otro
a la frecuencia de 3,5 Hz para excitar el
primer modo de la pasarela. Se utilizaron
4 sujetos diferentes para las pruebas y se
emplearon grupos de 1, 2, 3 y 4 corredores.
Los peatones intentaban correr de forma
sincronizada y se realizaron varias pruebas
con cada configuracién, comparandose los
resultados experimentales con los estima-
dos. La Tabla 7 muestra los resultados expe-
rimentales obtenidos y su comparacién con
los estimados. La guia SETRA no considera
grupos de corredores. A modo de ejemplo,
la comparacion de la respuesta experimen-
tal de la pasarela con la respuesta simulada
segln la norma I1SO 10137 provocada por
un corredor a una frecuencia de paso de
3,5 Hz y a una velocidad de 5 m/s se mues-
tra en la Figura 16.
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Tabla 6. Aceleraciones experimentales maximas (m/s?) de la pasarela, aceleraciones
maéximas estimadas (m/s?) y variacién con respecto a los valores experimentales (%)

5. Respuesta de la pasarela
15. R ta de | |
peatonal excitada por un pea-

Peatones B Eurocédigo 5 If’wﬂ andando ms'tinmda usando
Pl P.c. fuerza de amplitud constante,
1 0,40 1,03 157,72% 0,87 116,78% estimada usando fuerza de
2 0,41 1,72 319,19% 1,06 157,96% amplitud modulada y experi-
3 0,61 1,76 186,46% 1,00 63,69% mental).
& 0,63 1,83 192,09% 1,02 62,28% 16. Respuesta de la pasarela
1SO 10137 peatonal excitada por un corre-
Bestones Exper. Desincronizados dor ‘f.’b[ilﬂd(ld usando tuer{a de
P.i P. c amplitud constante, estimada
Fc. F.m. F.c. F.m. usando fuerza de amplitud
1 0,40 « . " n modulada y experimental).
2 0,41 0,62 52,23% | 0,56 | 36,12% | 0,42 3,08% 0,40 -3,32%
3 0,61 0,78 | 27,41% | 0,70 14,15% | 0,50 | -19,08% | 0,47 | -23,53%
4 0,63 0,94 | 50,00% | 0,87 | 39,17% | 0,58 | -7,04% | 0,56 | -10,20%
Sincronizados
Peatones | Exper. PL P c.
R F.m. E.ic F.m.
1 0,40 0,47 16,55% | 0,42 4,24% 0,42 3,03% 0,38 -6,11%
2 0,41 0,88 | 115,28% | 0,79 | 92,51% | 0,60 | 45,78% | 0,56 | 36,73%
3 0,61 1,35 | 120,68% | 1,21 97,71% | 0,86 | 40,16% | 0,81 32,46%
4 0,63 1,88 |200,01% | 1,78 | 178,34% | 1,16 | 8591% | 1,13 | 79,59%
SETRA
Peatones | Exper. P.i. P.c.
E.c F.m. Fc. F.m.
1 0,40 | 0,47 [ 17,18% | 0,42 [ 4,69% | 0,42 | 3,53% | 0,38 | 5,90%

Tabla 7. Aceleraciones experimentales maximas (m/s?) de la pasarela, aceleraciones
maéximas estimadas (m/s?) y variacién con respecto a los valores experimentales (%)

Eurocédigo 5
Corredores | Exper. P P e
1 372 6,16 65,78% 5,24 41,15%
2 6,49 10,98 69,30% 6,76 4,18%
3 8,01 10,98 37,07% 6,28 -21,67%
4 8,55 12,01 40,58% 6,67 -21,90%
1SO 10137
Corredores | Exper. Destritinieidos
P P c
Eic F.m. Eic; F.m.
1 342 - - - -
2 6,49 9,51 46,64% | 6,75 4,07% 6,52 0,46% 5,10 | -21,32%
3 8,01 11,40 | 42,31% | 8,00 -0,19% 7,42 -7,41% 5,82 | -27,37%
4 8,55 | 14,07 | 64,62% | 9,66 13,04% | 9,10 6,44% 7,03 | -17,79%
Sincronizados
Corredores | Exper. B RG
Ec. F.m. E¢c F.m.
1 3;72 6,37 71,34% | 4,56 | 22,64% | 5,68 52,83% | 4,18 12,50%
2 6,49 |13,45|107,38% | 9,55 | 47,17% | 9,21 | 42,07% | 7,22 | 11,27%
3 8,01 19,75 | 146,49% | 13,85 | 72,88% | 12,85 | 60,36% | 10,08 | 25,80%
4 8,55 | 28,14 |229,24% | 19,32 | 126,08% | 18,19 | 112,89% | 14,05 | 64,42%
SETRA
Corredores | Exper. Piis Pc
E¢: F.m. K | F.m.
1 3,72 | 6,62 [ 78,12% | 4,74 | 27,69% | 590 | 58,73% | 4,35 [ 17,00%
0,8 , . E : E : 6 T T T T T
Resp sim Resp sim
061 Resp sim mod|| 4} Resp sim mod| |
o4 Resp exp ~ Resp exp
E 02 1 E
S S
: : |
3 -0, =
2 Q =2 4
< -0,4 I
-0,6 -4 1
70/8 - - . L —6 N ' L L L
0 20 40 60 80 100 120 140 160 0 20 40 60 80 100 120
15 Tiempo (s) 16 Tiempo (s)
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17. Respuesta de la pasarela
peatonal excitada por un flujo
continuo de 15 peatones (esti-
mada usando fuerza constante,
estimada usando fuerza modu-

lada y experimental).

Tabla 8. Aceleraciones experimentales maximas (m/s?) de la pasarela, aceleraciones
maximas estimadas (m/s?) y variacién con respecto a los valores experimentales (%)

Peatones | Exper. = Edroctdige
P i. P€:
2 0,42 2,00 378,04% 1,23 194,18%
3 0,46 2,00 338,86% 1,14 150,78%
0,50 2,00 296,61% 1,11 120,34%
15 0,56 1,67 200,02% 0,29 -48,44%
SETRA
Peatones | Exper. PL P.c
B F.m. E& F.m.
2 0,42 0,59 | 40,82% | 0,35 | -15,37% | 0,46 | 10,46% | 0,28 | -33,61%
3 0,46 0,72 58,32% | 0,43 -4,87% 0,55 19,68% | 0,33 -28,07%
0,50 0,83 65,22% | 0,50 -0,71% 0,62 23,15% | 0,37 | -26,01%
15 0,56 1,35 | 142,04% | 0,81 45,45% | 0,56 0,34% 0,33 | -39,70%

5.3. Flujo continuo de peatones

El ensayo consistié en hacer circular a un
cierto nimero de peatones (2, 3, 4y 15) de
forma continua durante 30 minutos, cada
una a su ritmo. Se realizaron varias pruebas
con cada configuracién y se compararon
los resultados experimentales con los esti-
mados. La Tabla 8 muestra los resultados
experimentales y su comparacién con los
estimados. La norma 1SO 10137 no consi-
dera flujo de peatones. A modo de ejemplo,
la comparacion de la respuesta experimen-
tal de la pasarela con la respuesta estimada
utilizando la guia SETRA provocada por un
flujo continuo de 15 peatones se muestra
en la Figura 17.

2

(m/s’)

Aceleracion

Resp sim
Resp sim mod
Resp exp

1 i 1

0 20
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40 60 80
Tiempo (s) -

6. CONCLUSIONES

En este trabajo se han realizado estimacio-
nes de la respuesta de una pasarela peato-
nal en servicio utilizando modelos de carga
recogidos en guias y normativas de cdlculo
y se han comparado los resultados estima-
dos con resultados experimentales obteni-
dos mediante la realizacién de numerosas
pruebas.

Los resultados simulados y los registros
experimentales indican que las guias de

calculo tienden a sobrestimar la respuesta
de la estructura, obteniéndose para esta
pasarela peatonal de media para todas las
pruebas sobrestimaciones del 190% para el
Eurocédigo 5, del 125% para la 1ISO 10137
y del 70% para la SETRA. Si se tiene en
cuenta la influencia de los peatones en los
parametros modales la estimacién mejora,
aunque se sigue sobrestimando el resul-
tado en el Eurocédigo 5 (70%) y en la ISO
10137 (32%), no asi en la SETRA (-17%).
De forma general para esta estructura las
estimaciones para peatones andando (65%
media de todas las pruebas) dan peores
resultados que las de peatones corriendo
(38%).

Se ha visto que la influencia de los pea-
tones en las propiedades modales puede
ser importante en la direccién vertical. Por
tanto, seria recomendable que futuras guias
de cdlculo incluyan, de alguna manera,
esta influencia evitando sobrestimaciones
muy elevadas. Sin embargo, antes de que
esto pueda ocurrir es necesario realizar
cuantificaciones en numerosas pasarelas
en servicio y realizar andlisis estadisticos
detallados.

Las pruebas se han realizado intentando
que los peatones se muevan sincronizada-
mente. Los resultados muestran la dificul-
tad de esta sincronizacion, aumentando la
dificultad, como es ldgico, cuanto mayor
es el nimero de peatones que intentan
sincronizarse. También se ha visto que la
sincronizacion al andar es mas complicada
que al correr, motivo por el que las estima-
ciones andando dan peores resultados que
corriendo, al tener valores experimentales
menores que si estuvieran totalmente sin-
cronizados.
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Abstract. Pedro Gomez Bosque footbridge is a slender and lightweight structure that creates a pedestrian link over the
Pisuerga River, Valladolid, Spain. This footbridge is a singular stress ribbon structure with one span of 85 m consisting on a steel
plate and precast concrete slabs laying on it. Rubber pavement and a railing made of stainless steel and glass complete the
footbridge. Because of its lively dynamics, prone to oscillate, a simple and affordable structural health monitoring system was
installed in order to continuously evaluate its structural serviceability and to estimate its modal parameters. Once certain
problems (conditioning and 3D orientation of the triaxial accelerometers) are overcome, the monitoring system is validated by
comparison with a general purpose laboratory portable analyzer. Representative data is presented, including acceleration
magnitudes and modal estimates. The evolution of these parameters has been analysed over one-year time.

Keywords:

1. Introduction

This work describes the design, installation and initial
operation of a remotely controlled continuous vibration
monitoring system on a footbridge. The singularity of the
structure, its slenderness and the prescription of not
affecting to its aesthetic in any way, together with cost
restrictions, lead to the decision of designing low-cost
MEMS-based triaxial accelerometers properly conditioned
and embedded inside the handrail as structural vibration
sensors. The monitoring system was validated by
comparing the data measured by the MEMS accelerometers
with conventional piezoelectric accelerometers. These tests
demonstrated that these sensors are a competitive
alternative to traditional ones and that the system is ready to
be used for the dynamic characterization of the structure
and to integrate a continuous structural health assessment
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SHM.: serviceability assessment: structural dynamics; modal parameters

and serviceability analysis.

The use of traditional techniques for life cycle
management together with structural health monitoring new
techniques enables more accurate identification for optimal
maintenance strategies for a wide range of limit states
(Orcesi et al. 2010). The long-term monitoring provides the
best method to understand and quantify the real
environmental loading and the corresponding structure
response.

Multiple examples of structures equipped with
monitoring systems can be found (Brownjohn et al. 2010,
Swartz et al. 2010, Gomez ef al. 2011, Moser and Moaveni
2013, Casciati et al. 2014): chimneys, wind turbines,
masonry towers, bridges, footbridges, etc. The main
problem for wide-spreading the implementation of these
monitoring systems is the cost associated to purchasing,
installation of the measuring system (sensors, acquisition
equipment, wires, ...) and its operation maintenance. Many
authors have conducted studies that involve the use of
wireless technologies in order to reduce costs associated to
wiring and installation (Shinozuka et al. 2004, Chen and
Casciati 2014, Tokognon et al. 2017). However. these
systems usually suffer communication problems in large
structures and under environmental hazards. Additionally. it
is not always possible to ensure wireless communication
between sensors and problems with battery life arisen when
long-term monitoring is required. These problems have
been tackled by using energy harvesting systems (Guan and
Liao 2006, Chen 2014), but they have not reached sufficient
maturity yet. Another option to reduce the cost of
monitoring systems is the one chosen in the structure under
study: to use low-cost wired sensors and data loggers. Other

ISSN: 1738-1584 (Print), 1738-1991 (Online)
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Fig. 1 Cross-section with the global axis, local axis for the MEMS accelerometers and their location (black points) in the

footbridge

authors have also experienced with this kind of new
promising technologies (Ceylan ef al. 2013, Tan ef al. 2011,
Panigrahi ef al. 2010, Caetano ef al. 2011) in increasing
development during the last decade.

2. Structure description

Pedro Gémez Bosque footbridge (see Fig. 1) mainly
consists of a corten steel sheet of 94 m long, 3.6 m width
and only 30 mm thick which is pre-tensioned and anchored
to the two abutments, which are 85 m apart and 2 m not on
a level. The complete steel sheet was on-site manufactured
welding together 8-meter long plates. Precast concrete slabs
of 5.2 m long, 0.75 m width and around 120 mm thick lay
on the steel sheet. These slabs do not have bearing mission,
that is, the only structural element between abutments is the
steel sheet. The structure is completed by rubber pavement
and a stainless steel and glass railing. More information
about the structure can be seen in Narros (2011). All these
structural and non-structural elements suppose. according to
the project, a dead load around @ = 23.6 kN/m. Initial pre-
tension on the steel sheet was adjusted so that, at the
reference temperature (20°C). displacement in the middle
(sag) were limited to L/50 which means 1.7 m. Using
indirect computations, an axial tension of / = 12.54 MN (in
reference conditions) has been estimated so stresses in the
steel are around 120 MPa. Considering a service overload
of Aw =157 KN/m and cold weather conditions, stresses
could reach up to 192 MPa. Analytically estimated values
for deflection () and axial force (/7) are presented in Table
1 for the relevant design conditions. Note that a change in
15°C supposes a thermal elongation of 17 mm leading to a
change around 1.25 MN in the axial tension. Besides, as it
is known (Strasky 2005, Lepidi and Gattulli 2012), the
temperature not only affect to the static response but also to
the frequency of the vibration modes, as Table 2 will show.

Table 1 Estimated static response for relevant project
loading conditions

o (KN/m) At (°C) S (m) H (MN)
236 0.0 1.70 12.54
23.6 -15.0 1.55 13.79
393 15.0 2.03 17.45
393 -15.0 1.77 20.03

A previous operational modal analysis was carried out
using a portable lab system (consisting on 8 piezoelectric
accelerometers MMF-KS48C. with 1000 mV/g sensitivity
and low frequency ranges connected to a MGCplus HBM
data logger through IEPE modules). Natural frequencies
and mode shapes were estimated using standard SSI
methodology. About twenty vibration modes, including
vertical, lateral, torsional and coupled modes, were well
identified between 0.8 and 10 Hz. This preliminary data is
important to design the monitoring system and to choose
the most appropriate technical specifications for the sensors
and their number and location in the structure.

3. Monitoring system

From the functional and aesthetic point of view, the only
possibility for installing the vibration sensors was to embed
them into the 60 mm diameter CHS tube used as handrail.
18 triaxial accelerometers, 9 at each side of the deck, were
positioned equidistant 10.625 m along the span (plotted
with black points in Fig. 1). A temperature sensor, an
anemometer and a vane installed in a nearby streetlight
complete the system.

3.1 Sensors description, conditioning and installation

The vibration sensor chosen was the ADXL327 MEMS
accelerometer developed by Analog Devices. The
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ADXL327 is a very small, low power, 3-axis accelerometer
with signal conditioned voltage outputs. It can measure the
static acceleration of gravity in tilt-sensing applications as
well as dynamic acceleration at high sampling frequencies.
The accelerometer properties are initially suitable
(measurement range up to +2.5g, sensitivity up to
500 mV/g, bandwidth up to 550 Hz) to measure the
expected dynamic response (in frequencies and in
amplitudes) but it is not initially designed for long wire
distances. To overcome this problem, MEMS device has
been integrated in a circuit (Fig. 2) with other consumer
electronic durables. First, a capacitor was placed in each
axis in order to fix the measurement bandwidth to 100 Hz.
Then, as the accelerometer has to be supplied by 3.6 V to
get its nominal sensitivity of 500 mV/g. the power supply
used is in 12V and a voltage regulator to 3.6 V were
integrated in the circuit board in order to avoid power losses
by the long wires. As the impedance at each axis of the
accelerometer output is high enough (32 kQ) to cause noise
problems by the long wires, an operational amplifier was
added to reduce the impedance to 10 Q and decrease the
noise to 25 pg/ANHz. Also, a LED was included for power
test. All the components, together with the end of its wire,

are sealed using a thermo shrink-wrap plastic system (Fig. 1,

right detail). The circuit resulting prototype is small enough
(50 x 17 x 8 mm) for installing requirements.

Wires and sensors were immersed inside the handrail
using a long wire guide. This fact introduced additional
complications on the installation process as the orientation
of the 3 axes of the sensor cannot be fixed beforehand. To
overcome this problem. one of the axis of the triaxial
accelerometer (x) was placed along the longitudinal
direction of the board and its long side was aligned with the
set of wires. In this way, after introducing the set of wires
along the handrail (see left detail in Fig. 1), it can be
assumed that the x-axis for all the sensor remains in the
vertical plane (XZ), although no initial guess can be made
about the spatial orientation of the other two axes (y and z).
With this installing procedure, yaw angle around local z
axis is prevented but a certain pitch (a) and roll (f) angles
are still unknown (Fig. 3). A so called “static acceleration
vector” [Ex, ay, 'dz]t can be obtained averaging each axis
register over enough time. Once transformed using the pitch
and roll angles this vector has to be the gravity vector
[0, 0, g]*. as shown in Eq. (1).

cos a sm a 0
L] [ l [ cos ﬁ sin B]
—sina 0

cosa —sinfi cosf
[ ay )]
lay| =1[rR1- g,
a a

Z

Solving the corresponding system of equations, it is
possible to get @ and A so matrix [R] is known and
acceleration vector in the global coordinate system
[ax, ay, az]t (see Fig. 1), once removed the static value,

can be obtained for any record [a,, a,, az]t using Eq. (2).
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©
Fig. 3 Local x, y, z axis (a) in each board after a pitch,

(b) and a roll and (c) rotations

ay Ay 0
el -

As an example, applying this procedure to the data
shown in Fig. 4(a). where

2 d Ez]t = [1.30,9.55,1.83]¢, the resulting angles are
a = 7.61° and B = 100.85°. The transformed acceleration
vector [ay, ay, az]t is shown in Fig. 4(b). The angular
values obtained might change slightly with the temperature
(note that the set of wires is free to move inside the handrail)
and because of that they are recalculated hourly.

The temperature sensors used for the monitoring system
was model TO110 transmitter Comet with range —30 to
+80°C and accuracy +0.4°C. The wind sentry used was
model 03002L from R. M. Young Company with range 0 to
50 m/s and accuracy +0.5 nv/s for the speed and range 360°
and accuracy =5 m/s for the direction.
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3.2 Lab calibration

In order to calibrate the new devices and to evaluate
their signal-to-noise ratio the following procedure was
carried out. The portable lab system (equipped with the
piezoelectric accelerometers) was placed together with the
MEMS one connected to the longest wire (around 100~m).
Both were located in a bending pinned beam (first mode at
2.27 Hz, free damped response after an impulsive load,
0.18% damping). Results are shown in Fig. 5. Note that,
regardless technical specifications and the electronic
conditioning, for amplitudes below 0.02 m/s” the noise is
very evident and induce increments in the RMS values in
more than 10%, so the use of the signal is limited. The three
axis of each MEMS have the same amplitude calibration
and signal-to-noise ratio. Same data-logger is used to record
piezoelectric and MEMS signals. Even though, MEMS
signal is 0.032s delayed due to the MEMS electronic
conditioning devices. This delay is the same for all the
MEMS regardless the length of the wire, so this is not a
problem for modal identification purposes if only MEMS
accelerometers are used.

3.3 Data logger

As said before, the monitoring system comprises 18
triaxial accelerometers, a temperature sensor and an
anemometer and vane in such a way that 57 voltage
channels for the measurement system were needed. The
data logger chosen was a CompactRIO 9076 from National
Instruments with two 32 channels analogic input modules
NI 9205. This data logger with a rugged hardware chassis
has a stand-alone embedded control useful for real-time
acquisition. The real-time processor is of 400 MHz and
Ethernet, USB and RS232 connections are available in this
model. The modules have 32 single-ended analogic inputs
with 16-bit resolution, 250 kS/s aggregate sampling rate and
voltage range from 200 mV to +10 V.

The frequency sampling for each channel is set to
200 Hz, enough to identify the modal parameters of the
structure and to avoid aliasing problems (significant
vibration modes have natural frequencies smaller than
10 Hz). A file with the recorded data is saved each hour in
order to post-process them and to prevent measurement
failures.
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Fig. 6 Data logger, router and other devices

The two set of wires (one for each side of the railing)
were long enough to reach the electrical cabinet sited near
the footbridge where the data logger is installed. Fig. 6
shows the data logger and the two sets of wires, among
other devices.

3.4 In-situ validation

Once the monitoring system was installed and ready to
use, two additional checks were addressed. First, the
location of each accelerometer was verified by lightly
tapping on specific locations on the handrail, analyzing the
response of the nearby accelerometers and identifying the
one with more response, revealing its position accurately
enough (around 120 mm). With this procedure was also
possible to find out some failures with 3 accelerometer units
from the downstream side.
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After that, experimental tests were carried out to check
the performance of these new system. The structural
response was registered when groups of pedestrians
walking over the deck, both with the portable system and
also with the newly MEMS-based monitoring system
(Fig. 7). The piezoelectric accelerometers were levelled to
measure the structural vertical accelerations. These values
were compared (Fig. 8) with the acceleration in Z axis
registered with the A4 MEMS accelerometers (the nearest
one, located around one third of the bridge span). The two
recorded data sets are very similar in time and frequency
domains. The only difference is that one new frequency
appears (around 4.8 Hz) in the MEMS recordings. Those
frequencies were identified as local natural frequencies for
the handrail where MEMS are embedded. With the interest
focused in modal identification and serviceability, the new
frequencies are removed from the records after applying the
corresponding band-stop filter.
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Fig. 7 Test for the in-situ validation comparing piezoelectric (detail view) versus A4 MEMS (embedded) records
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Fig. 8 Footbridge response registered with piezoelectric (blue) and A4 MEMS (red) accelerometers. (a) time domain and
(b) frequency domain
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Fig. 9 A4 vertical accelerations and RMS trends when (a) no people crossing, (b) a group of 10 pedestrians crossing and

(c) vandalism bouncing

4. Monitoring results

The operation of continuous monitoring systems leads
to the accumulation of a huge amount of data that needs to
be properly processed and analysed. For the accelerometer
A4, vertical accelerations a, its weighted values ay,
(according to frequency weighting functions established in
ISO 2631 for comfort criteria for standing pedestrian) and
the weighted Root Mean Square (RMS) trend (1 s window)
for three scenarios are presented in Fig. 9 during 75s

267

(averaged time that takes to cross the footbridge). Scenario
(a) is for the structure under environmental conditions (no
people crossing), (b) is for a group of 10 pedestrians and (c)
is for vandalism bouncing. Mean weighted RMS values are
0.0265, 0.145 and 0.643 m/s” respectively.

Fig. 10 shows, for former scenario (b), the three
components X, Y and Z for the acceleration. Mean RMS
values are 0.0191, 0.0527 and 0.173 m/s” respectively.
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5. Post processed data

In order to investigate the effect of pedestrians on the
response of this lively stress-ribbon footbridge under
normal operational conditions, hourly data is processed to
get a representative parameter for the whole hour. Fig. 11
shows the contribution (in magnitude) of the vertical
direction (Z) to the whole acceleration vector (X. Y and Z).
These values depend on the position of the accelerometers
(from Al to A9, in the upstream railing). but for all of them
is around 60%, both during daylight and at night hours. This
means that the vertical vibrations are the prevailing ones but
horizontal vibrations are not negligible. During daylight,
considered from 8am to 5pm, average use of the
footbridge is more than one pedestrian at a time, being
RMS,,, =0.125 m/s’. During the night (from 11 pm to 6 am)
the RMS;,, is only 0.063 m/s”.

Fig. 12 shows hourly parameters (peak. RMS;, for the 3
axis and RMS,,) for one selected day. Some patterns can be
observed (mainly day/night use, with maximum values
around 9 am and 6 pm and minimum around 1 am).
Presented values have been obtained averaging the
parameters for the upstream accelerometers (from Al to A9).

Mean values through the year are 0.418 m/s* for peak
acceleration, 0.0934 n/s® for RMS,, and 0.0532 m/s™ for
RMSy,.

Counting how many RMS,, hourly data are inside
certain ranges, is easy to determine the percentages shown
in Fig. 13. ISO 2631, annex C.2.3 establishes comfort
reactions to vibration environments for public transport
according to the following ranges in terms of RMS;;: Non-
uncomfortable for less than 0.315m/s’, a little
uncomfortable between 0315 and 0.63 m/s®, fairly
uncomfortable between 0.5 and 1m/s’, uncomfortable
between 0.8 and 1.6 m/s”, very uncomfortable between 1.25
and 2.5 /s> and extremely uncomfortable if greater than
2 m/s>. As no hourly RMS,, were registered over 1 m/s, the
three last ranges do not appear in the case under study.
Additionally, the first range was subdivided in two at
0.15 m/s*, in order to get more detail information about
comfortability. The resultant sub-ranges were classified as
almost imperceptible up to 0.15m/s° and noticeable
between 0.15 and 0.315 m/s”. Note that the footbridge over
the months has good serviceability conditions, with most of
the time in the non-uncomfortable range. Also Fig. 13

shows averaged values for the monthly temperatures.
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Fig. 16 Stabilization diagram using SSI algorithm up to order 100

ISO 2631 recommends the use of the RMS,, as
serviceability parameter only if crest factors are below 6
(annex C.1.1.3) or 9 (part 6.2.2). Crest factor is the ratio
between peak value and corresponding RMS,, during the
same time of exposition (one hour has been taken). Fig. 14
shows than only around 20% of the time the crest factor
exceeds the threshold of 9. For these cases, ISO 2631
recommends the use of additional parameters like the
Maximum Transient Vibration Value (MTVV) or the
Vibration Dose Value (VDV) to check serviceability criteria,
although no ranges are depicted.

With the same objective of serviceability assessment,
response factor is defined as the ratio between the RMS,,
and the base curve defined in ISO 10137. The value of
0.005 m/s® is the reference (base curve) for vertical
movements. Fig. 15 shows the percentages for R factor
exceeding 30 and 50, computed in hourly RMS;, basis. The

values of 30 and 50 are usually considered as reference
limits for comfortability. Again, the low percentages
obtained reveal the footbridge is adequate to the pedestrian
use regardless its slenderness and its easily noticeable
movements.

6. Modal characterization

Besides the evaluation of the response presented in the
previous sections, one of the main interest of the monitoring
system is the modal characterization under different
external factors (temperature, pedestrian use, etc.). For that,
several operational modal analyses (output-only) were
performed. Although more recent and powerful
methodologies already exist (like the one presented in
Sadhu et al. (2014)). a more traditional identification
technique based on Stochastic Subspace Identification (SSI)
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Fig. 17 First six mode shapes

Table 2 Experimental values of damping and frequency for the six first modes and their change with the temperature

Frequency (Hz) Frequency change (%)
Mode & (%)
5°C 20°C 35°C Mean % (5°C) % (35°C)
BZ, 0.18 0.895 0.868 0.840 0.868 3.1 -32
BY, + TX, 0.20 1.005 1.050 1.096 1.050 —43 4.4
BZ; 0.23 1.436 1.410 1.390 1.412 1.8 -114
BY, + TX, 0.33 1.540 1.530 1.520 1.530 0.7 -0.7
BZ, 0.14 1.840 1.780 1.730 1.783 34 2.8
BY; +TX; 0.13 2.310 2.230 2.150 2.230 3.6 -3.6

(Ubertini ef al. 2013) is enough for the intended purposes of
this work. Fig. 16 shows modal identification diagram and
Fig. 17 presents the first 6 modes obtained for very low
occupancy and negligible wind loading.

For the modal mode shapes. the notation used is BZ; for
bending modes in the vertical XZ plane, BY; for bending
modes in the horizontal XY plane and TX; for torsional
modes around X axis. i is the number of antinodes of the
corresponding mode. Generally, for these types of nonlinear
structures, the frequency decreases when the temperature
increases, but not a similar trend is evidenced for all the
modes as seen in Table 2. Presented values were obtained
from more than 1250 estimations based on hourly records.
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7. Conclusions

The development and installation of a remotely control
continuous vibration monitoring system on a stress-ribbon
footbridge has been presented in this paper. This system is
based on the use of low-cost triaxial MEMS acceleration
sensors and was validated by comparing the response
measured by the MEMS devices with conventional
piezoelectric accelerometers mounted in a portable analyzer.
As MEMS devices can measure gravity, spatial orientation
is continuously adjusted by an automatic system based on
Euler angles. These tests demonstrated that these low-cost
sensors are a competitive alternative to traditional ones.
Also, the system could be used to find correlations between
the mechanical response and environmental data (Soria ef al.
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2017) and., in the long term, evaluate changes in the modal
properties due to fatigue or abutment resettlements.

For accelerations over 0.02 m/s” there are not significant
differences between both piezoelectric and MEMS sensors.
For serviceability purposes and taking into account the
lively structure under study (acceleration values over
0.05 m/s> when it is crossed by a single pedestrian, as
shown in Fig. 9(a)), the monitoring proposal is not only
more affordable but also a practical alternative.

Interesting operation results have been presented,
including serviceability analysis and modal identification
for the first six modes. The next objective is to implement
an automated operational modal analysis in order to analyze
the changes on the modal properties along the time. The
influence of environmental factors (including temperature
and wind) and pedestrian traffic density will be analyzed in
order to remove these effects from the modal properties, as
other authors (Moser and Moaveni 2013) propose. Thus,
such modal properties may be used for structural damage
detection which is the final goal to be achieved.
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Notation

Ad-hoc vibration monitoring system for a stress-ribbon footbridge: from design to operation

The following symbols are used in this paper:

a,,d,,d,
ay,a,,a,

Qay,Qy,az

RMS,,
RMS,

a
B

273

monn

Inn

average acceleration
in each local axis X, y, z (m/sz)'.
acceleration in each local axis X, y, z (m/s?),

acceleration in each global axis x, y. z (m/s’);

gravity acceleration (m/s’);

coordinate transform matrix;

weighted Root Mean Squares;
weighted Root Mean Squares

in the global axis Z:

accelerometer local pitch angle (°); and
accelerometer local roll angle (°).
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Civil structures protection strategies based on semi-active tuned
mass damper
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A. Poncela
University of Valladolid,Valladolid, Spain

ABSTRACT: Since Frahm sketched a mass damper in 1909 and Den Hartog developed a
Tuned Mass Damper (TMD) theory for undamped systems in the thirties-forties, many contribu-
tions in the development of more robust and adaptable devices based on passive TMD and real
applications in civil structures have been realized. The passive devices have showed a good per-
formance in the mitigation of civil structure vibrations subjected to environmental loads but
they are unable to face to modal changes in the structure itself and to unexpected loadings. Be-
cause of this, active and semi-active mass dampers have been developed. In this paper a review
of the different semi-active tuned mass dampers proposed in the literature and a comparison be-
tween them and respect to the passive scheme is done.

1 INTRODUCTION

In the last decades, passive supplemental damping strategies for civil structures protection have
been well understood and accepted by the engineering community. Some of the most important
strategies included base isolation system, viscoelastic damper, and tuned mass damper. How-
ever the performance of these passive systems is limited because of their fixed stiffness and
damping parameters, so that they are unable to adapt to structural changes and to varying load
conditions. As consequence of this, Scientifics and engineers have proposed and developed ac-
tive, hybrid and semi-active control strategies to improve the limitations of passive ones.

Despite the active and hybrid strategies have better performance than passive systems; these are
in general expensive, maintenance-dependant and very reliance on external power. It is for these
reasons that the construction industry and civil engineers are conservative in using them. On the
other hand, semi-active devices have demonstrated great promise in the last years, and different
types of semi-active systems have been developed in order to obtain simple systems with ro-
bustness performance, low energy consumption and adaptability capacity similar to active
strategies.

Basically, semi-active control systems are passive devices that can be controlled (Dyke 2005).
These devices can produce a large control force as result of the motion of the structure itsef by
dynamically changing its damping and stiffness parameters. Just like passive control system, a
semiactive device cannot inject mechanical energy into the controlled structural system, so these
devices promote the global stability of the structure. Therefore, semiactive systems combine the
best features of both passive (stability, robustness) and active (adaptability) control systems us-
ing a low quantity of energy to operate. In 1999, Symans classified the semi-active devices in
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six types: 1. Stiffness control devices, 2. Electrorheological dampers, 3. Magnetorheological
damper, 4. Friction control devices, 5. Fluid Viscous damper and 6. (Smart)Tuned mass damp-
ers and tuned liquid dampers. Casciati (2006) has added three more types to this classification:
Electro-inductive devices, Air-jet actuators and Shape Memory Alloys (SMA) actuators. Other
semi-active classification was realized by Spencer (2003).

In the literature, both, Adaptive-passive and semi-active terms are used to refer to mechanisms
that involve changing the system properties, such as damping and stiffness as a function of time.
In order to clarify the difference between the two terms, we have considered in the paper that in
an adaptive-passive system, the properties are changed relatively slowly, but in a semi-active
system the properties are changed within a cycle of vibration (Liu et al. 2005).

In this paper we study the semi-active counterpart of one of the most widely applied means of
suppressing the excessive structural oscillations: the passive-tuned mass damper (TMD). This
system formerly known as dynamic vibration absorber (DVA) is a device consisting of a mass, a
spring, and a damper that is attached to a structure in order to reduce the dynamic response of
the structure. The inherent limitations of a passive tuned mass damper are the very narrow band
of suppression frequency. the ineffective reduction of non-stationary vibration and the sensitiv-
ity problem due to detuning or changes in the modal parameters (mass, frequency) of the struc-
tures. To overcome these limitations, multi tuned mass dampers (MTMD), active mass damper
(AMD), hybrid mass damper (HMD), and lastly the promising semi-active tuned mass damper
have been developed.

Next, different proposals of Semiactive Tuned Mass Damper developed in the last decade are
presented and analyzed. Most of the proposals have been based on variable damping devices
and variable stiffness devices.

2 SEMI-ACTIVE TUNED MASS DAMPER BASED ON VARIABLE DAMPING DEVICES

In these systems the dashpot of a passive tuned mass damper scheme is replaced by a variable
orifice damper or a magneto-rheological damper (MR damper).

A variable orifice damper is a hydraulic one in what the flux between the two chambers of the
damper is adjusted on-line by means of a servo-valve orifice. Hrovat in 1983 proposed the use
of this damper in a tuned mass damper in what has been considered the first semiactive control
proposal of civil structures (Casciati et al. 2006). The servo-valve could be used in an on-off or
a continuous way in what is noticed that a linear opening of the valve does not necessarily re-
flect in a linear changing behaviour through a minimum and a maximum damping value. There-
fore for a continuous servo-valve is necessary a prior identification of device in order to comand
it properly.

oil piston

Figure 1. Variable orifice damper

On the other hand Magneto-rheological (MR) dampers are esentially hydraulic dampers in what
the oil have been replaced by magnetorheogical fluids. The main characteristic of these fluids
discoverd by J. Rabinow in 1951 is that can change from linear viscous fluid to a semi-solid
states in times of the order of milliseconds when they are subjected to the effect of a magnetic
field. There also exists the electrical counterpart of MR fluids called Electrorheological fluids
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whose yield stress are 20 to 50 times lower than MR fluids, this is the main reason that the most
practical vibration control applications use MR fluids.

magnetic no field apﬂIBd fieki
choke
, |
MR fluid s — —
=1l b 4ch b 0 5
of @eda %% %

Figure 2. Magneto-rheological damper

The behaviour of the MR damper is similar to that of a linear viscous dashpot when is not sub-
jected to the magnetic field, but to a combination of a Coloumb friction element in parallel with
a linear viscous dashpot when the field is applied. This non-linear characteristic has led to de-
velop mathematic models by researches in the last years. Some of these models are the Bingham
viscoplatic model or an arrangement of linear spring, linear viscous dashpot and a Bounc-Wen
hysteresis element. This latter model represents MR damper very well and is suitable to state-
space analysis and control and numeric simulation.

As it was mentioned before, the semi-active tuned mass damper scheme with variable damping
devices are very simple and lie in changing the dashpot of the TMD scheme by a semi-active
damper. Some of these basic schemes can be sawn in Vavreck (2000), Setarch (2002), Aldemir
(2000) or Pinkaew (2001).

STMD

i

Figure 3. Structure with a STMD

Next, different control proposal for this kind of STMD based on variable damping devices are
presented.

Abé¢ and Igusa developed in 1996 an analytical theory for the optimal control algorithms for
semiactive absorbers in order to control impact-induced transient vibrations. These algorithms
are described by simple expressions which are explicitily in terms of current state of the system.
The performances of the algorithms are limited by the maximum displacement of the absorber
and the accuracy of the modal state measurement of the structure.

Vavreck (2000) explored two control techniques for a dynamic vibration absorber with a MR
damper replacing the absorber dashpot. The two approaches included skyhook control with an
on-off and a continuous implementation, and an aproximation to a linear quadratic optimal con-
trol implemented by a clipping control. Both of them require the calculation of velocity of the
absorber and main mass. Vavreck concluded that the latter technique improves the STMD per-
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formance over a substantial range of excitation frequencies and force levels, while the “Skhook™
approach is less succesful.

Pinkaew & Fujino (2001) proposed an optimal control law governing the variation of damping
of the damper in a STMD scheme. This variable damping device is suggested to be performed
by a variable orifice damper or a MR damper. Previous to obtain the control law of the semi-
active system, the optimal solution for the active system case (without constraints) is considered
and then the semi-active control law is obtained by means of suboptimal control solution by
minimizing the instantancous error resulting from the difference of the semiactive control force
law and the active one. The control law obtained is a variation of the so-called clipped optimal
control and was used by the authors to enhance the performance improvement of a single degree
of freedom structure subjected to harmonic excitation when is coupled to a STMD or a TMD.

Setareh (2001, 2002) and Koo et al. (2002) studied and developed ground-hook algorithms for
TMDs with variable damping, called by them groundhook tuned mass damper (GHTMD). First,
Setarch (2000) proposed these algorithms for general lightly damped systems in what the vari-
able damping device of the STMD was not defined by a specific semi-active device, so it could
be set up by a MR damper or a variable oriffice damper. A year after both Setarch and Koo pro-
posed GHTMD based on MR dampers and were focused to achieve reduction in floor accelera-
tion. Anyway, the results of these studies could be used to other structure applications because
the floor was represented like a single degree of freedom system.

The design methodology proposed by Setareh is based on a non-dimensional formulation in
what a GHTMD can be designed in a graphical way. These GHTMDs can perform up to 14%
better than their equivalent TMDs and they perform in a much more robust manner when sub-
jected to off-tuning (changes in primary mass or natural frequencies). On the other hand Koo et
al. developed an optimization routine based on close-form models of force-excited (on-off)
groundhook equivalent model in order to obtain the optimally tuned parametes and on-off
damping ratios of the STMD. The off-tuning studies showed that the STMD is more robust to
changes in structure mass and stiffness than the passive counterpart.

Aldemir (2003) proposed an optimal control strategy to govern the MR damper of a STMD
when is subjected to a broad class of seismic inputs including the harmonic, pulse, artificially
generated and recorded earthquake excitations. The control law minimizes an integral norm of
the main structure squared absolute accelerations subject to the constraint that the non-linear
equations of motion are satisfied. Numerical results showed that an optimally controlled MR
damper always outperforms an equivalent passive TMD for all the investigated excitations and
the best performance for harmonic and pulse-type excitations is achieved at resonance which is
very important for vibration control applications.

Due to the wide use of the ground-hook and skyhook controls in semi-active control strategies
these control strategies are shown in the following.

Z3 %_(‘:: Z3
M3 — I—| M2 I —_—
k2 ko
M4 — T4 —
W%W W/j/;\ﬂ/\—%]'m

Figure 4. Groundhook and skyhook control

Basically, groundhook and skyhook control schemes emulates the ideal body displacement con-
trol configuration of a passive damper “hooked” between the body mass and the “ground” and
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“sky” respectively as we can see in the figure 4. Both control strategies are implemented in a
on-off or continuous policies. In on-off policy the damping of the damper changes between low
and high states depending on the absolute and relative velocities of both primary mass and
STMD mass. With respect to the continuous control policy, the high state damping of the
damper is a value proportional to the velocity of the primary mass. Taking into account the fig-
ure 4, these policies are formulated as follows:

Skyhook control: 2, xv,, =20 B = HS
¢, =max{LS min[(gxz,), HS]} ()
Z,xv,,; <0 Conop = LS
c(‘onr = LS
Groundhook control: 2 xv,,; <0 Conog = HS
¢, =max{LS, min[(g x z,), HS]} Q)
z,xv,>0 Conog =LS
Cop =L8

Cont

(with v,,;, =2, — Z, . HS = High State , LS = Low State and g = gain value )

3 SEMI-ACTIVE TUNED MASS DAMPER BASED ON VARIABLE STIFFNESS
DEVICES

As have been mentioned before, one of the characteristics of a passive mass damper it is that is
tuned to a constant frequency obtained by means of analityc or numerical methods in what the
transmissibility function is minimized. Therefore, a TMD is very sensitive to tuning frequency
ratio, even when optimally designed. As the frequency in a TMD is directly proportional to the
spring stiffness, it looks logical to replace the constant stiffness spring by a variable stiffness
device in order to avoid the detuning effects. Next, we analyze some of the new STMD propos-
als based on variable stiffness devices.

First, Franchek et al.(1995) proposed an “adaptive” TMD. In this device, the stiffness of a
spring is adjusted by means of screwing a helical spring through a hole in a fixed plate. The
spring stiffness is inversely dependent on the number of coils. (A softer spring is achieved by
making the spring longer) The resulting variable stiffness enables the operation of the STMD
over a range of frequencies. A scheme of this proposal is similar to figure 5.

_Spring spring
driving gear callar  spring  Mass

motar and geartrain

Figure 5. A semiactive TMD with variable stiffness device.

In 2000, Varadarajan and Nagarajaiah (2003, 2005) proposed and checked a novel STMD that
they called semi-active variable stiffness tuned mass damper (SAIVS-TMD). This device des-
picted in the figure 6 has the advantage that continuously retuning its frequency due to real con-
trol; hence the STMD is robust to changes in main structure stiffness and damping.
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The SAIVS device consist of four spring element arranged in a plane rthombus configuration
with four pivots joints at the vertices. A linear electromechanical actuators configures the aspect
ratio of the rhombus configuration under computer control. The aspect ratio changes between
the fully closed and open configurations producing the maximum and minimum stiffness that
can be described by k(t)=k.*cos(6(t))’.

joirt 2 Mass
. Damper
g

SANS-TMD

joirt 1 ¢ Linear achiator

Figure 6. Semi-active variable stiffness tuned mass damper (SAIVS-TMD) scheme.

The frequency tuning control is based on Empirical Mode Decomposition and Hilbert transform
(EMD/HT) instantancous algorithm. With this algorithm the frequency of the main structure is
instantaneously identified. Once the dominant instantaneous frequency at which the structure is
responding, the stiffness of the SAIVS-TMD is adapted to tune and maximize the response re-
duction.The empirical mode decomposition technique was developed in 1998 by Huang and
others, and adaptively descomposed a signal into intrinsic mode functions that admit well-
behaved Hilbert transform. The authors showed that the STMD reduces response even when the
main structure stiffness changes by +-15% and is robust, so this system can reduce the response
similar to an ATMD, but with an order of magnitude less power consumption.

Gu et al.(2002) proposed the STMD of the figure 7 to control the wind-induced vibration of
long-span bridges. This STMD called semi-active lever-type TMD (SA-LT-TMD) changes his
frequency by means of the controlled movement of the mass in a rigid bar. With the motion of
the mass block, the distance between the mass and the support point varies, thus the frequency
of the STMD varies. However, the motion of the mass block will lead to and unbalanced mo-
ments state, so the base of the spring should be adjustable in order to keep the rigid bar horizon-
tal all time.

Driving device
N

Harizontal rigid bar
I b Mass =
\ block

Support point

Riser

Figure 7. Semi-active lever-type tuned mass damper (SA-LT-TMD) scheme

Finally a strategy not specially proposed in order to alliviate vibrations in civil structures but
with interesting properties to be used like other type of STMD in the future is presented.

In general is difficult to find a semi-active design that is both simple to control and easy to
manufacture (Williams 2002). The most of the SATMD designs based on stiffness (elastic)
variation devices suffer reliabilitty limitations due to the complexity of their design and opera-
tion. To address these limitationsthe use of smart materials are proposed to realize simpler de-
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vice designs. Sun et al. (1995) defined this smart material like “materials that respond to stimu-
lus instantly with a stiffness change”. Smart materials have the benefit of incorporating both ac-
tuators and structural elements in a single unit. One class of these smart materials is the Shape-
memory alloys (SMA).

A shape memoy alloy is a class of alloy that undergoes reversible changes in crystalline struc-
ture. The crystalline structure of SMA is dependent of its temperature. The two crystal struc-
tures are martensite and austenite, which generally correspond to the “cold” and “hot™ states of
the material. In the martensite state, the metal has relatively low elastic modulus and yield
strength such the material may be plastically deformed. By means of heating the material
changes to an austenite state with a higher elastic modulus and yield strength. In this state the
elastic modulus is as much as three times that of the former state. One the most used SMA of
this alloy is the Nitinol, an alloy of nickel and titanium

Williams (2002) proposed to use the variable elastic modulus of the SMA to built an adaptive
springs. In order to attenuate the vibration of a primary system across a range of frequencies,
multiple SMA cantilever beams may be used and actuated independently to create a set of dis-
crete tuning condition. This design was called “SMA Adaptive Tuned Vibration Absorber” An
example of this system is the one of the figure 8. This STMD incorporates three independent
SMA element, so would have four discrete natural frequencies corresponding to the cases of no
actuation or actuation of one ., two. or three SMA wires. In the system is necceary to incorporate
steel (non-SMA) beams in order to increase the overall stiffness of the systems and por the limi-
tation of the relativel low yield strength of the SMA elements (Plastic yielding problems)

Steel wires

Absorber mass

Figure 8. SMA Adaptive Tuned Vibration Absorber (SMA-ATVA) example.

4 CONCLUSIONS

In this paper a review of the semi-active tuned mass damper proposed in the last years have
been done. The performance of these proposals have shown that a semi-active mass damper has
the stability and robustness features of the passive systems, but with the adaptability capability
of the control systems using a low quantity of energy to operate. Therefore, in front of active
and hybrid strategies, a semi-active tuned mass damper is a very real alternative to the passive
TMD in the building of future control systems for vibration mitigation in civil structures.
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In this paper the authors show the steps done for the design of a semi-
active tuned mass damper for a 51m steel span of the Science Museum
Footbridge of Valladolid. These actions included the identification of the
modal parameters of the footbridge by structural monitoring and FEM
modelling, the mechanical design of a passive mass damper and a semi-
active one based on magneto-rheological dampers. Finally, the prototype

and some real test done in the footbridge are shown.

Keywords: Footbridge, semi-active TMD, vibration, FEM, MR damper.

Introduction

The actual trend of civil engineering structures such as tall buildings, towers,
large span bridges or footbridges is to be lighter and more flexible. A
consequence of this tendency is the vibrations that the structures undergo when
are subjected to big or moderate loads like environmental loads or daily use
loads. This is the case shown in this paper where a footbridge experience a
noticeable vibration induced by the action of pedestrians. Up to now the passive
tuned mass damper has been as a suitable vibration absorber for this kind of
structures. In this paper a design of a semi-active tuned mass damper is proposed

with the aim of improve the performance of the passive counterpart.
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1 Footbridge Description

The footbridge of the Science museum in Valladolid is a 234m structure
composed of three hexagonal steel tubular prism spans of 51.12m (span No.2),
111.31m (span No.3) and 20.83m (span No.4) and a white concrete span. The
longest steel span has a singular external cabling system involved longitudinal
and hexagonal prestressing. while the other two steel spans are only set up by the
steel tubes.

The external cabling system has both aesthetical reasons; the original design by
the architect José¢ Rafael Moneo in collaboration with Enrique de Teresa was
based on the form of a fish basket, as structural reasons; the two frames connect
by means of tubular ribs which maintain the shape of the cables and increase
their eccentricity.

Figure 1: Science museum footbridge of Valladolid

2 Vibration Measurement

Depending on the environmental conditions and especially in the number and the
way in what people use the footbridge (walking, running, riding bike...) the
three steel spans undergoes vertical vibrations that goes from noticeable to
uncomfortable levels clearly exceeding the comfort threshold of the most codes
as it can be seen in the SETRA guideline [1].

With the aim of quantify the level of these vibrations and to know the modes and
damping of the three steel spans, the vibration of the footbridge were registered
using accelerometers in the centre of the three steel spans. Both vertical and
lateral vibration direction was recorded.
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Figure 2: Accelerometer placement in the footbridge

The main modes of the three steel spans obtained from the spectral analysis of

ambient vibration registers are summarized in the table 1.

Table 1: Main modes of the three steel spans

Span n° Direction Mode (Hz)
2 Vertical 3.45
2 Lateral 325
3 Vertical 4.68
3 Lateral 6.69
4 Vertical 8.40
4 Lateral 10.89

In a preliminary study is concluded that the steel span No.2 of 51.3m undergoes
the biggest acceleration levels, has a well-defined fundamental mode around
3.45 Hz and is the more easily excitable span. Therefore, from now on, the
studies and design of the vibration absorber will be focused in this span.

The damping of this span around 0.6% was calculated using the logarithmic
decrement method of forced vertical acceleration. The forcing load used in this
study was a person of about 100kg jumping at a frequency around 3.5 Hz which

excites footbridge resonance.

0.28+

5 0.21+
~ 0.14
0.07+
0
-0.07+
-0.141
-0.21+
-0.28}

acceleration

time (s)

Figure 3: Steel span No.2 forced dynamic response
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These registers are suitable to be used to calculate the fundamental modal mass
of the span No.2 using the technique developed by Brownjhon and others [2]
based in human dynamic excitation. Unfortunately is necessary to have a
previous laboratory load test to be able to use this technique.

Nowadays is foreseen the installation of a semi-permanent monitoring system
with accelerometers, strain-gauges. wind speed and direction sensor, temperature
sensors and cameras to study in a more deeply way the dynamic response of the
footbridge.

3 Finite Element Model

In this section, the finite element model of the steel span No.2 is showed. The
Finite Element Model (FEM) was fitted in a non-systematic way according to the
frequency and damping values obtained from the registers analysis. The aim of
the FEM building was to get the fundamental modal mass and the stress study of
the span. In the figure 4 the FEM of the span No.2 is shown.

Figure 4: FEM of the footbridge span No.2

The parameters of the more predominant modes obtained with the fitted FEM is
shown in the next table:

Table 2: FEM parameters of the footbridge span No.2

Mode | Frequency | Mx Modal | My Modal | Mz Modal Main

number (Hz) Mass (Kg) | Mass (Kg) | Mass (Kg) direction
1 3.35 =0 =~ 0 19497 Lateral
2 3.45 190.30 23379 ~0 Vertical
3 5.47 ~ () =~ 0 353.19 Lateral
4 6.99 474.63 155.40 ~0 Longitud.
5 7.33 ~( =~ 0 1332.3 Lateral
6 7.63 3065.6 6.4242 ~0 Longitud.

In the table, the mode number 2 is the fundamental mode in vertical direction.
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At this point we had the enough modal parameters of frequency (3.45 Hz), modal
mass (23379Kg) and damping (0.6%) to design the vibration absorber.

4 Tuned Mass Damper and Semi-active Tuned Mass Damper
Design
In this section, firstly a passive tuned mass damper is calculated taking into

account the modal parameters obtained in the before sections, and. secondly, a
semi-active tuned mass damper is proposed.

In the design of a tuned mass damper for the span No.2 of the Science Museum
footbridge the Tsai&Lin formulation shown in Connor [3] is used. With respect
to the mass of the TMD., it was chosen in order to obtain a mass ratio around 1%.
With this premise a three set of TMD parameters have been calculated for 150,
200 and 250kg respectively.

Table 3: Passive TMD parameters

TMD TMD TMD TMD Equivalent

mass frequency stiffness damping Damping
(Kg) (Hz) (N/m) (Ns/m) Ratio (%)
150 3.42 69204.97 321.42 3.4
200 3.41 91753.01 492.03 3.7
250 3.40 114050.20 684.23 +

The equivalent damping of 3.7% has been considered an enough improvement in
the span n°2 damping. Therefore the 200kg TMD was chosen to be physically
implemented in a following phase and shown in the next section.

To improve the performance and robustness of this passive mass damper,
different alternatives summarized in Casado and others [4] were studied and a
semi-active TMD proposal based on the use of magneto-rheological damper was
chosen to be implemented.

The idea was to use the passive TMD structure and to replace the hydraulic
dampers by magneto-rheological ones with the damping parameters obtained
from the chosen control strategy.

For the control strategy, the authors used the studies of Koo [5]. These
algorithms are based on a groundhook control scheme and are divided in four
cases: (1) Velocity-based. on-off groundhook control (On-off VBG). (2)
Velocity-based. continuous groundhook control (Continuous VBG). (3)
Displacement-based. on-off groundhook control (On-off DBG) and (4)
Displacement-based, continuous groundhook control (Continuous DBG). The
best performance was obtained using the third strategy (On-off DBG). This
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strategy consists on the use of two damping values (Con, Con) to adjust the MR
damper depending on the value obtained in the next expressions:

Xl* Viz Z O Ccontrollable=Con (1)
X[* Vi2 <0 Ccontrollable™ Coff

(Where X, is the absolute vertical displacement of the span and v, is the relative
velocity of the semi-active TMD)

In the next figure a comparison between the transmissibility peaks obtained with
the structure without damping devices, with a passive TMD and with the semi-
active TMD based on an On-Off DBG control strategy is shown.

3

W0 THD
O
— ON-OFFODBG

Transmissibility

/

Frequency (H2)

Figure 5: Transmissibility peak comparison.

The parameters obtained by the On-Off DBG strategy are summarized in the
next table:

Table 4: Initial values and parameters range for On-Off DBG optimization

routine
Parameters Initial value | Parameters range | Final value
Mass (Kg) 200 - 200
On state damping (N/ms) 3500 [600. 10000] 3938
Off state damping (N/ms) 100 [50, 600] 50
Stiffness (N/m) 100000 [75000, 150000] 87709

S. Physical Implementation

At this time, only a passive TMD has been implemented. The design took into
account the parameters obtained in a section before and the space limitation
under the footbridge deck.
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The passive TMD consists of a configurable mass system, four springs and two
simple hydraulic dampers. In a first stage the passive system was designed in
such way that the movement of the mass was guided by means of 4 axes (figure
6). After laboratory tests in what the malfunctioning of the system because of the
friction or lack of parallelism in the axes cause an undesirable non controlled
damping, it was decided to dispense with the axes and to replace the springs with
an equal vertical stiffness value and bigger lateral stiffness values springs.

Figure 6: Passive TMD design and test in the span No.2

The prototype was tested in the laboratory and in the footbridge. The tests in the
footbridge were done placing the passive TMD in the centre of the span No.2
above the footbridge deck. The TMD was attached to the footbridge by means of
a ratchet straps (figure 6). Like in the identification modes tests, the footbridge
was excited by a man jumping. In these tests the acceleration of the span and the
acceleration and relative displacement of the TMD mass was recorded.

The first analysis of the records shows that the test outcomes fit with those
obtained in the simulations. This can be seen in the figure 7, in what the span No.
2 damped response (red) after the action of the forcing load is very accurate to
the damped response in the simulation (black).
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Figure 7: Experimental test and simulation comparison.
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Nowadays the semi-active implementation is foreseen with the choice of the
most suitable magneto-rheological dampers. the sensors and the controller to
hold the different control strategies.

Conclusions

In the paper the consecutive steps done in the design of a semi-active tuned mass
damper for the span No.2 of the science museum footbridge of Valladolid are
shown. Experimental tests for the modal parameters identification, finite element
model of the span No.2, calculation of passive tuned mass dampers, and the
design of a semi-active tuned mass damper based on magneto-rheological
devices and groundhook control strategies have been done. Finally, a physical
implementation of a passive tuned mass damper is done showing accurate results
with the theoretical studies. In spite of the lack of the semi-active physical
implementation the authors concluded that the semi-active tuned mass damper
could be considered as a real and a more robustness alternative to the passive
ones.
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Abstract

The current trend to lighter and slender footbridges is leading to structures mere susceptible to human-induced loads.
Notable vibrations under daily loads might be the result and the vibration serviceability requirements might not be fulfilled.
The dynamic response of an mn-service lively footbridge sited in Valladolid (Spam) together with the design and installation
of a tuned mass damper (TMD) in the livelizst span is described i this paper. The fundamental modal parameters of the
span were experimentally identified by operational modal analysis and least square adjustment techniques. The designed
TMD with a mass-ratio around 1% of the 51 meters span modal mass was sited at the nud-span and optimally tuned using
analytical and numerical metheds. Finally, Leading scenaries involving a single pedestrian walking. mnning, bouncing and
jumping at resonance frequencies with and without TMD were performed for the vibration serviceability assessment. The
results with the TMD showed considerable reduction in the acceleration response and fulfilled the comfort criterions
recommended in most codes and guidelines

Introduction

Urban footbridges are nowadays designed not only as a mean to cross rivers or roads in a more direct
way reducing pedestrian travel time between two points, but also designed with aspects like
pedestnian ‘desire lines’ and the aesthetic mtegration with the surroundings. All of thas, together with
fewer restrictions in the curvature layout and deck inclination compared to road bridges, and the
possibility to use traditional and modern constructions materials lead to a wide varnety of footbridge
designs (fib, 2005) becoming then in tourist attractions and references to the cities. However, such
structures, especially when modern structural design methods are used, presents low structural
damping and natural frequencies, and hence more susceptible to excitaton by human users. Such
vibrations can cause a serviceability problem, but they rarely affect the structural limit state.

Solutions to overcome this vibration serviceability problem might be (1) designing in order to avoid
natural frequencies into the habitual pacing rate of walking or runming, (2) stiffening the structure in
the appropriate direction resulting i significant design modifications, (3) mncreasing the weight of the
structure to reduce the human influence being also necessary a proportional increase of stiffness and
{4) increasing the damping of the structure with special devices or systems. Taking into account that

Casado, de Sebastian, Diaz and Poncela 1
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stiffening the structure and increasing the mass are usually complicated and involve significant
structural and non-structural changes, the alternative option of including damping devices to the
structure seems to be the easiest way of improving the vibration performance of footbridges. Typical
passive damping systems (Soong and Constastinou, 2002) are metallic dampers, friction dampers,
visco-elastic dampers, viscous dampers, tuned mass dampers (TMDs) and tuned liquid dampers
(TLDs). Among the passive control devices available for implementation in footbridges, TMDs,
TLDs and fluid-viscous dampers are the most effective and frequently are the adopted solution.

In this paper the authors studied the serviceability of a 51 meters footbridge span and improved its
dynamic response adding a TMD in the centre of the span. The first part describes briefly the
footbridge in study followed with the modal parameters identification of the span by means of
frequency domain methods. Then, a TMD is calculated with analytical and numerical methods and
the installation at mid-span is showed. After this, several loading scenarios involving a single
pedestrian walking. running. bouncing and jumping at resonance frequencies with and without TMD
were performed for the vibration serviceability assessment. Finally. some conclusions are given.

Description of the test structure

The test structure 1s a footbridge that creates a pedestrian link over Pisuerga River between the
Science Museum and the city centre. This structure built in 2004 1s a 234m truss bridge composed of
three hexagonal steel tubular prism spans of 51 m, 111 m and 20 m respectively, and a white concrete
span. The longest steel span has a singular external cabling system involved longitudinal and
hexagonal prestressing, while the other two steel spans are only set up by the steel tubes. (Gomez,
2004)

The external cabling system of the main span has both aesthetical reasons; the original design by the
architect José Rafael Moneo was based on the form of a fish basket, and structural reasons; the two
frames connect by means of tubular ribs maintain the shape of the cables and stabilize the pedestrian
area. (Martinez, 2004)

The 51 m span due to its slendemness, 1s considered by its users to be quite lively. Users of the
structure feel uncomfortable especially when a runner or a group of runners cross the span. Therefore
1t was considered to study the dynamic properties of this span and assess its serviceability.

Figure 1. Science Museum Footbridge of Valladolid

Casado. de Sebastian, Diaz and Poncela
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The natural frequencies, damping ratios and modal shapes of this span were identified by means of
operational modal analysis (OMA). Since the first vibration mode (first bending mode at 3.5 Hz) was
the most likely to be excited by human motions, 1t was decided to obtain the high quality frequency
response function (FRF) at mid-span and hence, identified its modal properties. particularly its modal
mass which is needed for the tuning of the TMD.

The OMA was carried out with five roving and two reference accelerometers (MMF KS48C,
1000mV/g). Because of vertical vibration is considerably higher than horizontal one (Casado et al,
2008). only vertical response measurements were performed. A measurement grid of 3 lines with 9
equidistant test points was considered resulting in 27 test points. Five setups with an acquisition time
of 720 seconds and a sampling frequency of 100 Hz were recorded. Thus, it was expected to
successfully identify the modes between 1.5 and 30 Hz following the recommendations of the
commercial OMA program ARTEMIS (S¥S) which was used for the identification process. Since the
first vertical bending mode was identified around 3.5 Hz in a preliminary spectral analysis (Casado et
al., 2008). this frequency range [1.5, 30] Hz 1s suitable for the modal analysis of the span. The modal
parameters of the first modes obtained using three modal identification techniques in frequency
domain (Frequency domain decomposition-FDD, enhanced frequency domain decomposition-EFDD
and curve-fit frequency domain decomposition-CFDD) and the modal shapes are showed in Table 1
and Figure 2.

Table 1. Natural frequencies and damping ratios identified by frequency domain methods

FDD EFDD CFDD
Mode Frequency  Damping Frecuency Damping Frecuency Damping
(Hz) ratio. (%) (Hz) ratio. (%) (Hz) ratio. (%)
1 3.516 - 3.506 0.7221 3.508 0.7984
2 6.250 - 6.278 0.4167 6.274 0.2599
3 7.373 - 7.386 0.6571 7.389 0.4319
4 9.351 - 9.365 0.5528 9367 0.3869

These modes are the first three vertical bending modes (at 3.5, 7.4 and 9.4 Hz) and the first torsional
mode (at 6.3 Hz) of the structure, being the first bending mode the one susceptible to be excited by
loads induced by pedestrians.

" bending mode: 3.5 Hz I* torsional mode: 6.3 Hz

2" bending mode: 7.4 Hz 3" bending mode: 9.4 Hz
Figure 2. Modal Shapes

Casado. de Sebastian, Diaz and Poncela 3
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The first step m the design of a TMD 1s to identify the dynamic properties of the structure (Soong and
Costantinon, 2002). In other words, it is necessary to obtain the frequency, damping and modal mass
of the interest mode. The TMD was decided to be placed at md-span where the first vibration mode
has its maximum displacement. At this point, the high quality FRF between the structure acceleration
and the input force was obtained using a chirp signal with frequency content between 1.5 and 4.5 Hz.
In this way the first mode of the structure could be strongly excited. The force was generated by an
APS Dynamic Model 400 electro-dynamic shaker operated in inertial force. To model the measured
FRF, a range of modal mass [15000, 24000] kg (with 100 kg of resolution), a range of damping ratio
[0.002, 0.01] (with a 0.0005 of resolution) and a range of frequency [3.2, 3.7] Hz (with 0.01 of
resolution) were considered. The least square method was employed to identify the corresponding
analytical FRF models. Several trials were done and the modal mass obtained always fell in the
[16900, 18000] kg mterval. Figure 3 shows one the FRF adjusted model and the measured one.
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Figure 3. Measured and modeled magnitude of the FRF at mid-span

Eventually, a frequency value of 3 5 Hz, a damping coefficient value of 0.6% and a modal mass value
of 18000 kg was assumed for the design of a TMD prototype to be installed in the 51 m span.

Tuned Mass Damper Design

TMDs are considered an efficient means to add damping into structures prone to vibrations, e g
bridges and high-rise buldings. Basically, a passive TMD 1s a secondary mass attached to the
structure (main mass) by means of springs and dampers. The TMD mass 1s fixed as a fraction of the
structure mass (mass ratio), the stiffness of the springs 15 fixed to obtain the optimum TMD frequency
and the viscous dampers ensure the operation of the TMD 1n a low range of frequencies around the
tuning frequency. Energy 1s dissipated by the mass damper inertia force acting on the structure.

Since Frahm applied this concept 1n 1909 to reduce rolling motion of ships, numerous methods for
optimal tuning and damping have been proposed. The imitial analytical method were applicable for

Casado. de Sebastian, Diaz and Poncela 4
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undamped systems, meanwhile the modern munerical methods take into account the damping of the
structure.

Some of these methods have been considered here for the design of a TMD with a mass ratio close to
1%. Table 2 summarized the optimal parameters obtained for a 185kg TMD from Den Hartog (1956),
Warburton (1983) and Connor (2003) analytical methods i which the structure damping is not
considered, and Tsai and Lin (1993) and Poncela ef al. (2007) numerical methods considering the
damping ratio. These last two methods are based on curve fiting schemes and H-infinity controllers
design respectively.

Table 2. Optimal TMD parameters for several tuning methods

TMD TMD mass TMD frequency TMD Stiffness TMD damping
Formulation (kg) (Hz) (N/m) (Ns/m)
Den Hartog (1956) 185 3.464 87657 494 92
Warburton (1985) 185 3482 88558 501. 28
Connor (2003) 185 3.455 87206 491. 48
Tsai & Lin (1993) 185 3.450 86955 504. 05
Poncela (2007) 185 3452 §7015 537.23

If the span is represented by its first mode, the FRFs (displacement/force) of the structure with the
calculated TMDs are those showed i Figure 4. An matial conclusion derived from Table 2 and

Figure 4 1s that the method used for the TMD tuning 1s not critical.

The TMD developed for the 51 m span was a prototype for temporal studies and 1t was designed 1n
order to enable the TMD fine-tuning and re-tuning. The TMD frequency could be in-situ adjusted
changing the TMD mass by means of steel plates of 10, 5, 2.5 and 1 kg, and a pair of sponge
Magneto-rheological (MR) damper by Lord Corporation mstead of viscous dampers were used.
These dampers have the possibility to vary its damping characteristics controlling the magnetic field
applied to the MR fluid In Figures 5a and 5b the installation under the timber deck and a detailed
view of the TMD springs, MR damper and steel plates 1s showed.

The final tuning parameters set in the TMD prototype were 184 kg , 3 45 Hz TMD frequency. and a
TMD damping coefficient around 400-500 Ns/m
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Figure 4. a) TMD-structure FRFs. b) zoom of a).
Casado, de Sebastian, Diaz and Poncela 5

303



Carlos M. Casado

5™ World Conference on Structural Control and Monitoring SWCSCM-249

Figure 5. TMD prototype. a) TMD installation, b) Detailed view.

Vibration Serviceability Tests

Most of the studies on the human perception of vibrations carried out in the last decades have
concluded that this perception is subjective and depends on individual characteristics and
psychological influences. The perception is influenced by the physical factors vibration frequency,
acceleration and the time period of exposure, also the discomfort depends on the environmental
conditions. the status condition (standing,. seating of walking) and the attitude towards the vibration
cause. This highlights the difficult to establish global discomfort criterions. According to
international codes and regulations the comfort requirements are either handled by providing natural
frequency ranges to be avoided by the structure modes or by providing limit accelerations. (fib, 2005)

Keeping in mind the first comfort requirement in codes, the first bending mode of the 51 span in study
(at 3.5 Hz) falls into the critical frequency ranges for vertical acceleration suggested by the
iternational codes DIN-Fachberitch 102 (1.6 - 2.4 Hz, 3.5 - 4.5 Hz), ENV 1995-2 (<5 Hz), SIA 260
(1.6 - 4.5 Hz) and BS 5400 (< 5 Hz). Therefore. a study of the maximum acceleration response was
done in order to check if the span fulfils the limit values of acceleration recommended in these
International codes.

The maximum acceleration response caused by pedestrian induced loads could be calculated with
analytical methods like those by Grundmann and Rainer (fib, 2005) or experimentally. These methods
determine the maximum vertical acceleration resulting from the passage of one pedestrian walking /
running with a pacing rate equal to the fundamental frequency of the structure.

The results obtained with the analytical methods for the span in study were 3.19 m/s” (Rainer) and
2.25 m/s* (Grundmann). In both methods a load of 1000N instead of the usual 700N was used in
order to compare with the later experimental field tests carried out in the span. For the Rainer
method, a static deflection of 0.275 mm for a force of 1000 N at mid-span was estimated from a finite
element model of the span (Casado, 2008). Therefore, the value obtained with the Rainer method
should be taken with reservation because of the uncertainties of the numerical model.

Casado. de Sebastian, Diaz and Poncela 6
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Figure 6. a) Vibration field test. b) Acceleration records in the running test (at 3.5 Hz)

For the experimental field test, loading scenanos mvolving one pedestnian walking. running, bouncing
and jumping at resonance frequency (3.5 Hz) were performed. In the wallang test, a 1.75 Hz instead
of an unfeasible and artificial 3.5 Hz pacing rate was fixed thus the first bending mode could be
excited by the second harmonic of walking. All tests were carried out by a 1000N dead load
pedestrian in the span with and without the TMD.

Summarizing, the field tests carried out 1n the span were: (1) Walking back and forth across the span
at a pacing rate of 1.75 Hz, (2) 30 seconds bouncing at 1.75 Hz at the mid-span, (3) 30 seconds
Jjumping at 1.75 Hz at the mid-span, (4) Running back and forth across the span at a pacing rate of 3.5
Hz. (5) 30 seconds bouncing at 3.5 Hz at the mid-span and (6) 30 seconds jumping at 3.5 Hz at the
mid-span.

The results of the tests were analyzed in terms of peak acceleration values and maximum transient
vibratton wvalues (MTVV) calculated from the 1 s runmng REMS acceleration (ISO. 1997).
Additionally, the BS 6841 Wb weighting function (BSL 1987) was applied to the response time
histories to account for the human sensitivity to vibration at different frequencies.

Table 3. Peaks acceleration and weighted MTVV values obtained in the field tests.
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Test w/o TMD With TMD Improvement (%)
Walking Peak Accel. (m/s’) 0.3297 0.3074 6.76
(at 1.75 Hz) | weighted MTVV (m/s”) 0.1250 0.0799 36.08
Bouncing | Peak Accel. (m/s”) 1.0071 03229 6794
(at 1.75 Hz) | weighted MTVV (m/s’) 0.5103 0.1396 72. 64
Tumping Peak Accel (m/s’) 16254 04510 7225
(at 1.75 Hz) | weighted MTVV (m/s”) 0.7853 0.1824 89. 70
Running Peak Accel. (m/s’) 3.3382 0.7275 78.21
(at3.5Hz) | weighted MTVV (m/s) 1. 6624 0.2307 86. 12
Bouncing | Peak Accel (m/s) 24571 0.6781 7240
(at3.5Hz) | weighted MTVV (m/s%) 1.2728 0.3033 76. 17
Tumping Peak Accel. (m/s’) 3.5303 1.2253 65.29
(at 3.5 Hz) | weighted MTVV (m/s°) 1. 8168 0.5141 71.70
Casado, de Sebastian, Diaz and Poncela 7
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Table 3 shows a considerable improvement obtamed with the TMD for most of the field tests
performed in terms of both peak acceleration (65-80 %) and weighted MTVV (70-90 %) values. Only
1n the walking test where the vibration level 15 low compared to the others tests. the TMD seems to be
less effective.

Additionally, It is interesting to observe how the values obtained with Rainer (3.19 m/s”) and
Grundmann (2.25 m/s”) methods were an acceptable estimation of the acceleration peak response,
specially in the first method. comparing with that obtained in the running test (3.34 m/s”). Anyway,
experimental tests are advisable and necessary for vibration serviceability assessment.

Following footbridges design gmdelines, such as Setra (2006) and fib (2005), the peak acceleration
values of the field tests were compared with the main International Codes. Figure 7 shows how most
of the values obtained for the field tests without TMD are considerably higher than the maximum
acceleration values recommended by the codes. On the other hand, the notable improvement obtained
with the TMD is highlighted in Figure 8 Only the jumping test achieved an acceleration value higher
than those recommended ones. Anyway, this value could be considered good according to some
authors who state a maximum limit of acceleration for footbridges of 7 to 8 my/s” under vandalism
loading or repetitive jumping. (fib, 2005)
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Bouncing at3.5 Hz
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Figure 7. Peak acceleration values (Field tests without TMD) and comfort limits (International
codes).

Casado, de Sebastian, Diaz and Poncela 8

306



307

9. Anexo 3: Congresos

5™ World Conference on Structural Control and Monitoring SWCSCM-249

CODES:
------ AISC Guide 11
— - — Eurocodei
DIN-Fach.102
— VDI2057

a
n
T
1

—— — BS5400
— —ONT83
— — ENV1985-2

%]
1

-
i
T
L

TESTS with TMD:
Walking at1.75 Hz

Bouncing at1.75 Hz
Jumping at1.75 Hz

Running at3.5 Hz
Bouncing at3.5 Hz
Jumping at3.5 Hz

acceleratio n[mfsz}

400 % + =

Frequency (Hz)

Figure 8. Peak acceleration values (Field tests with TMD) and comfort limits (International
codes).

Conclusions

The serviceability of the liveliest 51 meters span of the Science Museum of Valladolid was studied.
The modes and damping ratios of the span were successfully identified with an operational modal
analysis; meanwhile a least square adjustment method was used for the modal mass estimation. The
peak accelerations values obtained in the span, both analytically and experimentally were higher than
critical comfort values recommended by most international codes. In order to improve the dynamic
response of the span, a tuned mass damper (TMD) was suggested, designed and developed to place at
mid-span. Because of in-situ fine tuning and low differences in the results, the method used for
optimum TMD tuning 1s not considered critical in the TMD design. Finally, field tests showed how a
TMD with a mass ratio around 1% was enough to umprove the efficient damping of the span such
most of international codes recommendations were fulfilled.
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Abstract

Active vibration control (AVC) via proof-mass actuator is considered to be a suitable technique for the mitigation of vibrations
caused by hnman meotions m light-weight pedestrian structures, such as floors or footbnidges. This paper describes the
experimental implementation of AVC on a footbridge in Valladolid (Spain). Firstly, the modal properties of the structure are
described.  These were then used to design the control law employed by the AVC system. The control strategy used was based
on acceleration feedback with a phase-lag compensator designed to achieve high stability margins and inecrease the structural
damping sipnificantly.  Finally, the experimental implementation of the AVC system is described, which achieved
approxmmately 60 %o reduction i acceleration response under wallang and minning excitations.

Introduction

Advances in structural technologies, including construction materials and design technologies, are leading
to the design of lighter and slender structures with fewer non-structural elements that are usually
cost-effective and appealing from an architectural point of view. However, these structures present
much less inherent damping and lower natural frequencies than in the past, and hence are more
susceptible to excitation by human users. Examples of notable wvibrations under human-induced
excitations have been reported in footbridges. office buildings and sport stadia, amongst other structures
(Bachmann, 1992; Bachmann, 2002). Such vibrations can cause a serviceability problem in terms of
disturbing the users, but they rarely affect the fatigue behavior or safety of structures.

Passive and semi-active devices have been proposed to reduce vibrations in floor structures (Setareh et
al., 2006; Setareh er al., 2007) or footbnidges (Occhizzi ef al., 2008). However, due to their passive
nature, these systems are often ineffective for small vibration amplitudes (such as those produced by
human loading) and several of these devices have to be used to achieve sigmificant vibration reduction
over multiple modes. Instead, an active control approach rather than passive devices might be more
effective (Hanagan et al., 2003).

With regards to active control of human-induced wvibrations, direct velocity feedback control with
saturation has been implemented experimentally m floor structures (Hanagan and Murray, 1997) and
footbridges structures (Moutinho ef al., 2007). In this control law, the velocity output 1s multiplied by a
gain and feeds back to a collocated actuator. This method is unconditionally stable and robust to
spillover effects in the absence of actuator and sensor dynamics (Balas, 1979). Nonetheless, when such
dynamics are considered, the stability for high gains is no longer guaranteed and the system can exhibit
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limit cycle behavior, which 1s not desirable since 1t could result in dramatic effects on the system
performance and its components (Diaz and Reynolds, 2010). Generally, the actuator and sensor
dynamics influence the system dynamics and have to be considersd in the design process of the AVC
system. Dhaz and Reynolds (2010b) proposed a control strategy based on a phase-lag compensator
applied to the structure acceleration. which 1s usually the actual magnitude measured. This compensator
accounts for the interaction between the structure and the actuator and sensor dynamics in such a way that
the closed-loop system shows desirable properties. Such properties are high damping for the
fundamental vibration mode of the structure and high stability margins. Both properties lead to a
closed-loop system robust with respect to stability and performance (Preumont, 1997). This control
strategy developed by the authors was decided to be implemented in order to mmprove the vibration
performance of the Science Museum Footbridge of Valladolid (Spain). which 1s considered by 1ts users to
be quite lively. Thus, this work presents the design and practical implementation of an AVC system
based on the control strategy presented in (Diaz and Reynolds, 2010b) on this footbridge.

The remainder of this paper 1s organized as follows. Firstly, the structure 15 described and its modal
properties are presented.  Additionally, the structure and actuator dynamics are briefly described
Secondly, the control law 15 designed. After that, the results obtained for walking and running excitations
are shown and the reductions achieved in the vibration levels are quantified. Finally, some conclusions
are given.

Structure Description and System Dynamics

The test structure, sited 1n Valladolid (Spain), 1s a footbridge that creates a pedestrian link over The River
Pisuerga between the Science Museum and the city center.  This structure, built in 2004, 15 composed of
four spans: three made of tubular steel bars and one made of white concrete, all of them with a timber
walkway. The three steel spans have hexagonal cross section as can be observed in Figure 1. The
main span, stiffened by an external cabling system, 1s 111 m, the second span (Span 2 from this point
onwards) 15 51 m and the other two spans are approximately 20 m long. Because of tts slenderness, this
footbridge represents a typical lightweight structure sensitive to dynamic excitation produced by
pedestrians.

Span 2 1s considered by its users to be quite lively (see Figure 2). Annoying levels of vibration are
sometime perceived.  Special attention was paid to the mid-span since the vibration perception 1s acute
at this point, particularly when one runner or a group of runners are crossing the bridge.

o Y

Figure 1. General view of the structure
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Figure 2. View of Span 2

In order to characterize the dynamic behavior at mid-span, the high quality Frequency Response Function
(FRF) between the structure acceleration and the input force was obtained using a chirp signal with
frequency content between 1 and 15 Hz, so that the vibration modes of interest could be excited
(Casado et al_, 2008). The force was generated by an APS Dynamics Model 400 electrodynamic shaker
operated in inertial mode (Figure 3). The structure acceleration was measured by a piezoelectric
accelerometer of sensitivity 1000 mV/g. The force induced by the shaker was measured by measuring
the acceleration of the inertial mass and multiplying this by the magnitude of the inertial mass (30.4 kg).
A parameter 1dentification of a model based on the modal expansion approach was carried out (Preumont,
1997). Three vibration modes were identified in the frequency range 1-15 Hz

G(s)= 2 s’ o 8510780 454-10"s" i 5.85-10 s

Z 2 ” 25522 ; += 2 » (1)
ss+2{ws+a s +02645+4836 s +0.2795+2162 5 +0.591s5+3488

=1
where s 1s the complex variable, @, 20, {; and @ are the inverse of the modal mass, damping ratio
and natural frequency associated to the i-th mode, respectively. The first vibration mode (first bending
mode at approximately 3.5 Hz) was prone to be excited by the second harmonic of walking and first
harmonic of running (FIB, 2005).
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Figure 3. APS Electro-Seis Dynamic Shaker 400 placed on the timber desk of the footbridge

The same shaker as was used to obtain the FRF at mid-span was employed as mertial proof-mass actuator
to mutigate structural vibrations. The FRF between the generated force and voltage input was obtamed.
This transfer function can be closely described as a third-order system as follows (Preumont, 1997)

G,(5)= (2)

KS" Wl 2300s°
J 5P +101.55° +798.65+1.07-10% °

5+ ws v, \s+E

in which K, >0. and {, and @, are respectively. the damping ratio and natural frequency which
take into account the suspension sv*;tem and internal damping  The natural frequency of the actuator 1s
estimated as @, =10.68 rads” (1.7 Hz) and the damping ratio as §,=034. The pole at —¢
provides the low-pass property characteristic of electrodynamic shakers. The peak harmonic given by the
actuator 15 440 N (at 10 Hz) and the maximum stroke 15 0.079 m.

Active Control Design

The main components of the control strategy adopted m this work are shown in Figure 4 (Diaz and
Reynolds, 2010b).  This strategy, known as compensated acceleration feedback, consists 1n feeding back
the acceleration which 1s compensated by a phase-lag network. In this figure, C, 1s the transfer
function of a direct compensator and C; is of a feedback compensator. The direct one 15 merely a
phase-lead compensator (high-pass property) designed to avoid actuator stroke saturation for
low-frequency components. It is notable that its influence in the global stability will be small since only
a local phase-lead 1s introduced. The feedback one 15 a phase-lag compensator designed to increase the
closed-loop system stability and to make the system more amenable to the introduction of sigmficant
damping by a closed-loop control.  The control law 1s completed by a nonlinear element f {.i": {r}] to
account for actuator force overloading. In this work, the nonlinear element 1s considered as a saturation
nonlinearity.

p(1)
r(r), — - b ¥(1)

Gls) ——=O—+ Gls) fq—

o vo(f .
f‘.-". “J} : :] C+ (‘” -
r(t) Reference command () Acceleration response
Fit): Control voltage V(1) Compensated acceleration
F(r):  Actuator force F.(r): Initial control voltage
p(t): Plant disturbance S(¥ ). Nonlinear element

C,(5): Transfer function of the direct compensator
G,(5):  Transfer function of the proof-mass actuator
G(5):  Transfer function of the floor structure
C.(5):  Transfer function of the feedback compensator

Figure 4. General control scheme
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The direct compensator, which has high pass property, 1s as follows

C, [.':}:ﬂ with p>A420. (3)
5+0

The optimization procedure presented in (Diaz and Reynolds, 2010b) 1s used in the direct compensator
design. A maximum stroke for harmonic excitation of 0.05 m was considered in the design. The
controller parameters were found to be 4=355 and 57=607_ These parameters are selected in such
a way that the likelihood of stroke saturation i1s reduced significantly. The stroke saturation leads to
collisions of the inertial mass with its stops, imparting highly undesirable shocks to the structure and
possibly causing damage to the actuator.

The feedback compensator, which has low past properties, 15 designed considering the dynamics of the
actuator, structure and the previously designed direct compensator. Thas 1s of the following form

c, [s]:% with 7>0. )

Parameter ¥ has to be chosen according to the closed-loop poles corresponding to the first natural
frequency of the footbridge in order to: 1) improve substantially their relative stability, 2) decrease their
angles with respect to the negative real axis to allow mncreasing damping, and 3) increase the distance to
the origin to allow increasing natural frequency. Following the procedure described in (Diaz and
Reynolds, 2010b), it was obtained that »>561. A wvalue of =70 was finally chosen. The root
locus technique was used here. The root locus of the total transfer function of the linear part
Gr(5)=Cp(5)G,(5)G(5)Cx(5) 15 plotted in Figure 5. It can be observed that the linear system might
be crtically damped for the first footbridge vibration mode  Finally, a saturation nonlinearity was
assumed for the nonlinear element (see Figure 1)

T (r}3={

Ky (1) |.(r)|=V /K

. 5
Vsign(y_ (1)) |V (1) =V./K, ©)
where K, 1s the control gain and F, is the maximum allowable control voltage to the actuator
(saturation level). The saturation level was setto ¥, =1V, which 1s a convement value to avoid actuator
force overloading at any frequency of the excitattion Finally, the control gain was chosen to be

K, =60 V/{mf 5 } by using the root locus technique.

Results from the Experimental Implementation

Walking and running tests were carried out to assess the efficacy of the AVC system designed. Walking
tests consisted of walking at 1.75 Hz such that the first vibration mode of the structure (3.5 Hz) might be
excited by the second harmonic of walking. A frequency of 3.5 Hz was used for the running tests so that
the structure was excited by the first harmonic of munning. The tests consisted 1n walking/running from
one side to the other and back again. The pacing frequency was controlled using a metronome set to 105
beats per minute (bpm) for walking tests and 210 bpm for running tests. Each test was repeated three
times. The results are compared by means of the maximum peak acceleration and the maximum
transient vibration value (MTVV) computed from the 1 s running RMS acceleration (ISO, 2008). Table
1 shows the results obtained. Each value of the table 15 composed of two terms: the first one 1s the mean
value and the second one 1s the standard deviation. The percentage of reduction 1s computed from the
mean values. Thus, the reduction for walking and running was of 63 % and 57 %. respectively, 1n terms
of the MTVV. Figure 6 shows the response time histories (including de 1 s RMS) uncontrolled and
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controlled of a walking test and Figure 7 shows the response time histories corresponding to a running
Test.

6ot (Fé :
40} Fo
20¢ 1
Z
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60t x
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Figure 5. Root locus of the total transfer function Gr. (x) pole; (o) zero; (F) footbridge; (A) actuator

Table 1. Performance assessment for walking and running excitation

Walking at 1 75 Hz

Uncontrolled Controlled Reduction (%)
Peak acceleration (m/s”) 0.30+£0.04 0.16 £0.01 47
MTVV (m/s) 016+ 003 0.06 + 0.02 63
Running at 3.5 H=
Peak acceleration (m/s”) 260+027 1.18+002 34
MTVV* (m/s) 1.71£0.11 0.73 +0.05 57

* Maximum Transient Vibration Value defined as the maximum value of 1 s running RMS acceleration.

Conclusions

The active cancellation of human-induced vibration on an imn-service footbridge has been considered
throughout this paper. The strategy used feeds back the acceleration (which 1is the actual measured
output) and applies a first-order compensator conveniently design in order to achieve significant relative
stability and damping.  Vibration reductions of approximately 60 % were obtained experimentally using
a proof-mass actuator with 30 kg moving mass. Therefore, 1t has been shown that active control wia
proof-mass actuator might be considered as an alternative to traditional passive devices used to improve
the dynamic performance of lively lightweight structures.
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Resumen

En este trabajo se presenta un modelo numérico, basado en el método de los elementos finitos, con el que se
simula el comportamiento mecanico (en términos de aceleraciones y desplazamientos) de una chimenea
industrial bajo los efectos del viento. El modelo realizado corresponde a una chimenea real de la que se
disponen registros tanto en la situacion original como después de ser instalado un absorbedor pasivo de
vibraciones (TMD o Tuned Mass Damper). En la simulacion, los efectos del viento, tanto en la direccion
longitudinal como transversal, se obtienen mediante técnicas CFD (Computational Fluid Dynamics)
simplificadas, de forma que no es necesario resolver el dominio fluido en 3D sino sélo en un niimero reducido
de planos 2D paralelos entre si y alineados con el viento y transversales a la chimenea. Con los datos
experimentales obtenidos por el grupo VES (Vibration Engineering Section) de la Universidad de Sheffield,
Inglaterra, y tras el necesario proceso de actualizado o ajuste (model updating), se consigue comparar la
respuesta real con la simulada para cada una de las tres situaciones consideradas (sin y con TMD y con el
amortiguamiento equivalente). Una vez validado el modelo numérico para vientos mantenidos, se presenta una
simulacion de la estructura sometida a un golpe de viento, donde se aprecia la efectividad del TMD
considerando un sintonizado éptimo.

ANTECEDENTES

Desde 2004, en el grupo de Control de Estructuras y Disefio Estructural del Centro Tecnologico Cartif se
investiga [1-4] en distintas técnicas para la caracterizacion dindmica de estructuras civiles, tanto desde el punto
de vista teorico como instrumental. Se dispone de varias aplicaciones informaticas y equipamiento para realizar
analisis modales operacionales (OMAs) y experimentales (EMAs). Por otra parte, desde 2009 se dispone ademas
de capacidad de simulacion de fenémenos de interaccion Fluido Estructura mediante técnicas basadas en el
Meétodo de los Elementos Finitos (FEM) y en Fluidodindmica Computacional (CFD). Con todo este potencial es
posible abordar estudios como el que se presenta en este trabajo, donde se logra simular el comportamiento de
una chimenea industrial equipada con TMD bajo la accién del viento.

INTRODUCCION

En el afio 2007 se instalaron acelerometros en la chimenea de la central térmica de Rugeley, Inglaterra, para
poder monitorizar en tiempo real su comportamiento vibratorio. Tras 40 afios de funcionamiento, y por distintos
motivos, se habia tomado la decision de sustituirla por una nueva situada a tan solo 100m y existia preocupacion
fundada (tras estudios previos [5-7]) sobre la seguridad de la vieja chimenea ante fendmenos de interferencia
aeroelastica provocados por la nueva durante el breve periodo en el que ambas chimeneas iban a coexistir
(aprox. 2 afios, durante la construccion de una y demolicion de la otra). Entre las distintas alternativas para
disminuir riesgos se optd por instalar un TMD de tipo péndulo con el que poder aumentar el amortiguamiento
estructural del conjunto desde el 0.7% inicial hasta al menos un 2.5% y asi reducir los desplazamientos (y
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tensiones) debidos al viento.

Fig. 1. Central térmica de Rugeley. Vieja chimenea a la izquierda y nueva chimenea en el centro.

DESCRIPCION DE LA ESTRUCTURA

La chimenea bajo estudio es de hormigén armado de 183m de altura, troncoconica con 15.7m de diametro en la
base y 9.4m en la punta, con espesor variable desde 0.864m hasta 0.191m. Tras el estudio de los registros se
determinaron las siguientes propiedades dinamicas: primera frecuencia propia = 0.338Hz. segunda frecuencia
propia= 1.40Hz, flexibilidad de la cimentacion = 8110MN/m2 y amortiguamiento estructural = 0.7%. La
flexibilidad de la cimentacion supone que la primera frecuencia propia disminuye un 21.6%, desde los 0.430Hz
tedricos hasta los 0.338Hz reales. Tras la actualizacion del modelo numérico se determinaron las siguientes
caracteristicas del material, con MACs (modal assurance criterion) [8.9] superiores al 92.7%: coeficiente de
Poison = 0.2, médulo de elasticidad = 24720MPa, densidad = 2436Kg/m3. En la Fig. (2) y la Fig. (3) se
muestran los modos 1 y 2 y los porcentajes de masa modal.

Fig.2. Modo 2: 0.338Hz. 52.7% de masa modal Fig. 3. Modo 2: 1.40Hz. 20.9% de masa modal
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Para conseguir el amortiguamiento necesario se diseio6 un TMD consistente en un anillo de hormigéon de
42000Kg colgado de la parte superior por cables de 2.357m de longitud y equipado con 5 amortiguadores con
¢=2016.6Ns/m cada uno con una carrera maxima de 0.450m. En la Fig. (4) y la Fig. (5) se muestran fotografias
del mismo y detalles del correspondiente modelo en elementos finitos, Fig (6).

Fig. 4y 5. Amortiguador de masa sintonizado.

Fig. 6. Modelo.

Las caracteristicas de longitud y amortiguamiento del TMD se obtuvieron usando la formulacion de Tsai&Lin
[10,11], resultando una frecuencia propia de 0.334Hz. Con dicha sintonizacion se consigue, en el sistema
ensamblado chimenea + TMD, unas frecuencias de 0.323Hz y 0.349Hz. Hay que destacar que estos valores son
los obtenidos con el modelo simplificado de 2 grados de libertad. Cuando se modela el conjunto mediante el
FEM, simulando el conjunto como medio continuo, las frecuencias que se obtienen son 0.306Hz y 0.365Hz. En
la Fig. (7) se muestra la respuesta en frecuencia de la chimenea original y del conjunto.
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Fig. 7. Respuesta normalizada de la masa suspendida ante un cambio en la configuracion de la suspension

SIMULACION Y RESULTADOS

Con la aplicacion CFD desarrollada, implementada en Kratos, se puede determinar que el viento mantenido de
11m/s origina, en el extremo superior de la chimenea empujes tanto en la direccion del viento como en la
direccion transversal, debido al desprendimiento de torbellinos en régimen turbulento [12,13]. El empuje en la
direccion del viento (drag) oscila entorno a 258.2N/m a 0.74Hz y en la direccion transversal (lift) en torno a 0.0 a
0.37Hz. En la Fig. (8) se muestran dichos empujes durante 50s, tiempo en el que se realizan los calculos por
simulacion mediante superposicion modal aplicando el método de Newmark. Se han considerado en el estudio
los 8 primeros modos, que suponen mas del 82% de la masa modal en cada direccion. A pesar de realizarse el
estudio durante 50s, se presentan solo los resultados para los 20 ultimos segundos. donde el comportamiento se
puede considerar estacionario.

400

300

200 -

AT
Al £ | B

-200 -

-300

Fig. 8. Empujes, por unidad de altura, en la direccion del viento (azul) y en la direccion transversal (rosa).

Estos empujes han sido obtenidos por integracion, en cada instante de tiempo, del campo de presiones sobre el
contorno de la seccion transversal de la chimenea. En la Fig. (9) se visualiza el campo de velocidades en un
determinado instante.

En el monitorizado se instalaron 4 acelerometros para realizar mediciones en 2 direcciones horizontales
perpendiculares a 40m y 180m de altura. De entre los registros experimentales de aceleracion disponibles se ha
seleccionado, para la posicion superior, el tramo de 20s mostrado en la Fig. (10). correspondiente a un viento
aproximadamente constante de 11m/s. Estos registros corresponden a la chimenea con el TMD instalado.
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Fig. 9. Campo de velocidades en el plano fluido que pasa por el punto superior de la chimenea.
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Fig. 10. Aceleracion en la direccion del viento.
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Fig. 11. Aceleracion en la direccion transversal al viento

5

En el diagrama orbital siguiente, Fig. (12), correspondiente a los anteriores registros, se aprecia el
comportamiento del extremo superior de la chimenea durante unos 6 ciclos. Estos son los tinicos resultados
experimentales disponibles, y con estos se realizardn las comprobaciones para la validacion
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Fig. 16. Aceleracion en la direccion transversal al viento.

2.00E-02 4

1.50E-02 -

1.00E-02 -

5.00E-03 -

0.00E+00
3.00
-5.00E-03 -

-1.00E-02 -

-1.50E-02

E-03

-2.00E-02 -

4\60E-03  4.80E-03

Fig. 17. Diagramas orbitales de desplazamientos.

Una vez validado, para vientos mantenidos, el modelo numérico empleado, se aplica al caso tedrico denominado
“golpe de viento™ (funcién escaldon). En este caso se aplica sobre la chimenea la fuerza (resultante estatica) de
forma repentina y se visualiza, para los tres casos considerados, la evolucion en el tiempo. Notese por tanto que
para este tipo de carga no es necesario realizar el estudio CFD.

Para apreciar el modo de trabajo del TMD, se muestran en la siguiente gréafica, Fig. (21), los desplazamientos
tanto del punto superior de la chimenea (en azul) como de cualquier punto del anillo (en rojo).
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Fig. 16. Aceleracion en la direccion transversal al viento.
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Fig. 17. Diagramas orbitales de desplazamientos.

Una vez validado, para vientos mantenidos, el modelo numérico empleado, se aplica al caso teérico denominado
“golpe de viento™ (funcion escalon). En este caso se aplica sobre la chimenea la fuerza (resultante estitica) de
forma repentina y se visualiza. para los tres casos considerados, la evolucion en el tiempo. Notese por tanto que
para este tipo de carga no es necesario realizar el estudio CFD.

Para apreciar el modo de trabajo del TMD, se muestran en la siguiente grafica, Fig. (21), los desplazamientos
tanto del punto superior de la chimenea (en azul) como de cualquier punto del anillo (en rojo).
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Fig. 18. Diagramas orbitales de aceleraciones.
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Fig. 20. Aceleracion en la direccion del viento.
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Fig. 21. Desplazamientos en la direccion del viento.

CONCLUSIONES

De la comparacion de los resultados numéricos con los experimentales se puede concluir que con la herramienta
de simulacion desarrollada es posible realizar estudios para predecir la eficacia de sistemas de control pasivo a
instalar en estructuras civiles sometidas a acciones indeterminadas. En este caso se ha aplicado con éxito a una
chimenea industrial sometida a la accion variable del viento.
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ABSTRACT: Active vibration control (AVC) via inertial actuators is considered a viable technique for mitigation of human-
induced vibrations in pedestrian structures. However, before its implementation to in-service structures. several drawbacks have
to be dealt with. The main disadvantages come from the inherent actuator properties. Firstly, the actuator dynamics influence
significantly the system dynamics. Secondly. any control technique to be implemented has to tackle both force and stroke
saturation, thus avoiding damage to the actuator hardware and/or instabilities in the AVC system. Both aspects might lead to
poor vibration cancelation performance. To alleviate such drawbacks. this work proposes an AVC strategy based on two control
loops: (i) an inner loop designed to modify the actuator dynamics and (ii) an outer loop designed to impart damping to the
structure. Thus. this work focuses on the modification of the actuator dynamics via an inner loop to get an AVC system to be
more efficient for a given structure. The inner loop is a PD control of the inertial mass displacement, which is measured by a
displacement transducer, and the outer loop is a velocity feedback controller (although any other control technique may be
used). Simulations with and without the inclusion of the inner loop are conducted using two structure models representing the
following real structures: (i) the Valladolid Science Museum Footbridge (Spain), and (ii) the Stress-Ribbon Footbridge of
Faculty of Engineering of University of Porto (Portugal). It is shown that the proposed strategy is able to suppress undesirable
actuator resonance without requiring hardware modifications.

KEY WORDS: Active vibration control: Active mass damper. Human-induced vibration: Inertial actuator.

1  INTRODUCTION disadvantages of the AVC implementation using inertial
actuators comes from the actuator dynamics. Such dynamics
might influence importantly the system dynamics, possibly
leading to poor vibration cancelation. If direct velocity
feedback (DVF) with saturation in the control voltage is used
[7. 11], the actuator resonant frequency has to be sufficiently
below the structure fundamental frequency (less than half),
otherwise. the vibration cancellation and the stability margins
might not be enough. Thus. the phase distortion introduced by
the actuator does not affect significantly the efficacy of the
AVC system at the fundamental structure frequency [12].
Moreover. the actuator damping must be greater than 30% of
critical [12]. otherwise, the AVC system is sensitive to stroke
saturation and a small saturation voltage and/or small control
gains have to be chosen and hence. the actuator capacity is not
well spent. Thus, it is desirable to have a suitable actuator for
a given structure. This cannot always be achieved in practice,
which motivates to modify the dynamics of available
actuators via feedback control within them.

This work builds on the idea of modifying the actuator
dynamics presented in [13] for active vibration isolation, and
proposes a control strategy for the AVC of human-induced
vibrations based on two control loops: (i) an inner loop
designed to modify the actuator dynamics and (ii) an outer
loop designed to impart damping to the system. The inner-
loop will be a PD control of the inertial mass displacement,

Advances in structural technologies. including construction
materials and design technologies, are leading to the design of
lighter and slender structures that are usually cost-effective
and appealing from an architectural point of view. However,
these structures have low inherent damping and low natural
frequencies. and hence might be prone to excessive vibrations
resulting from human-induced excitations. Examples of
notable vibrations under human-induced excitations have been
reported in footbridges and office buildings, amongst other
structures [1, 2. 3]. Such vibrations can cause a serviceability
problem in terms of disturbing the users, but they rarely affect
the fatigue behaviour or safety of structures.

Passive and semi-active devices have been proposed to
reduce vibrations in floors [4, 5] or footbridges [6]. However,
due to their passive nature, these systems are often ineffective
for small vibration amplitudes (such as those produced by
human loading) and several of these devices have to be used
to achieve significant vibration reduction over several modes.
Instead, an active control approach rather than passive devices
might be more effective.

Active vibration control (AVC) via inertial actuators is a
technology that might be viable for mitigation of human-
induced vibrations in pedestrian structures [7. 8. 9. 10].
However, before its implementation to in-service structures,
several drawbacks have to be dealt with. One of the main
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which is assumed to be measured by a displacement
transducer. The outer loop will be assumed to be a velocity
feedback control in such a way that the velocity feedback
control with the inner loop will be referred to as modified
velocity feedback (MVF) from this point onwards. This paper
presents simulation results using two structure models: (i) the
Valladolid Science Musecum Footbridge (Spain) [9] and (ii)
the Stress-Ribbon Footbridge sited at Faculty of Engineering
of University of Porto (FEUP) (Portugal) [11].

This paper continues with a description of the control
strategy and the system dynamics, including actuator and
structure dynamics. The control design is presented in Section
3. Simulation results under pedestrian excitation walking tests
are shown in Section 4. Finally. some conclusions and
suggestions for future work are given in section 5.

2 CONTROL STRATEGY AND SYSTEM DYNAMICS
2.1  General control scheme

The main components of the control strategy adopted in this
work are shown in Figure 1. The actuator, represented by the
transfer functions (TFs) G, [s). is assumed as a SIMO system
(single-input multiple-outputs). The input is the control
voltage vl7) and the outputs are the force applied to the

structure  f (1) and the inertial mass displacement xle),
which is assumed to be measured by a displacement
transducer. The inner-loop controller is formed by C, (s).
which is a PD control, and a nonlinear clement glv,). € 7 [s)
is designed to modify the resonant frequency and damping
ratio of the actual actuator. That is, the modified resonant
frequency has to be sufficiently smaller than the resonant
frequency of the structure to be controlled (typically. less than
a half) and the modified damping ratio has to be high
(typically, more than 30 % of critical). C, [s). the outer-loop

controller, is a velocity feedback controller and is designed to
increase as much as possible the damping ratio associated
with the structure vibration mode to be controlled.

£,

rlid=0

r[1)- Reference command #lt)- Acceleration response

vz Control voltage .[:). Compensated acceleration
7la)- Actuator force ¢lv,)- Nonlinear element
7,[:). Plant disturbance x[): Mass displacement
v [¢) Initial control voltage G [s): TFs of the inertial actuator
¢,[s). TF of the inner controller ¢, [s): TF of the outer controller

Gls) TF of the structure

Figure 1. General control scheme.
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2.2 System dynamics

The TF of a continuous structure considering the collocated
case between the acceleration (output) and the force (input)
can be obtained in the Laplace domain using the modal
expansion approach. The result is a TF composed of an
infinite sum of second-order systems as follows [14]

G[Sl-i _ ”‘S'

ey e 1
=S "’2{&!8"’&? -

in which s = j@. @ is the frequency, &,20, §, and @ are
the inverse of the modal mass, damping ratio and natural
frequency associated with the i-th mode. respectively. It is
common practice to limit the expansion to a finite set of
modes within the frequency bandwidth of interest in such a
way that the out-of-bandwidth modes are neglected. Hence. if
the first » vibration modes are considered, Gls) is

approximated by

Glsl=y —— 2

S s T (2)

The actuator used is an inertial actuator (also known as
proof-mass actuator) that generates forces through
acceleration of an inertial mass to the structure on which it is
placed. The actuator consists of a reaction (inertial or moving)
mass attached to a current-carrying coil moving in a magnetic
field created by an array of permanent magnets. The inertial
mass is connected to the frame by a suspension system. An
APS Dynamics Model 400 electrodynamic shaker with an
inertial mass of 30.4 kg is considered here. The maximum
allowable stroke is of 158 mm (peak-to-peak value) and the
maximum voltage to the amplifier (that drives the shaker) is
limited to 2 V. The TF between the force applied to the
structure (1) and the input voltage vl7) can be closely

described as a linear third-order model when the actuator is
driven in voltage mode [14]. This model can be considered as
a second-order model (damped second-order oscillator) plus a
low-pass element [8]. The following TF obtained from system
identification is used

Fls) 90005

G, lsl= = - '
ABTTT] T 8 +56.15° +596.95 +8204

3

where F[s) and 1[s) are the Laplace transforms of £ [¢)

and vls). respectively. The resonant frequency and damping

ratio of the actuator are 2.1 Hz and 0.30. respectively. The TF
between the inertial mass displacement and the input voltage
can be obtained as follows

Gy = 4
CET P T P e

with 7, being the value of the inertial mass and X [s] the

Laplace transform of xla).
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2.3 Talladolid Science Museum Footbridge

The first structure considered in this paper is the Science
Museum Footbridge of Valladolid (Spain) (see Figure 2). This
footbridge creates a pedestrian link over the River Pisuerga
between the Science Museum and the city centre (Figure 2).
This structure, built in 2004, is composed of four spans: three
made of tubular steel bars and one made of white concrete.
The three steel spans have hexagonal cross section. The main
span, stiffened by an external prestresed cabling system, is
111 m, the second span is 51 m and the other two spans are
approximately 20 m long. Because of its slenderness, this
footbridge represents a typical lightweight structure sensitive
to dynamic excitation produced by pedestrians.

Figure 2. General view of the Science Museum Footbridge.

The second span is considered by its users to be quite lively
in such a way that annoying levels of vibration are sometime
perceived. Thus, the TF at mid-span is considered here (see
Equation (2)) [9, 10].

~

474007s”
52 +0.5255+3399.8

7400107 s*
s7+0.1925+478.1

Gls)= (5)
The first vibration mode (first bending mode). which is at
approximately 3.5 Hz, is prone to be excited by the second
harmonic of walking and first harmonic of running [16]. The
second vibration mode considered in model (5) is at 9.3 Hz,
which it is unlikely to be excited by pedestrian loading.

2.4  FEUP Stress-Ribbon Footbridge

The second structure considered is the Stress-Ribbon
Footbridge sited at FEUP (Portugal). This structure is a
pedestrian link between the main buildings of FEUP and the
canteen and parking areas (Figure 3). This footbridge is
formed by two spans of 28 and 30 m. The deck comprises four
prestressing cables embedded in reinforced concrete. From the
experimental testing presented in [17], the following model
for a point sited at one-third of the largest span can be
obtained as follows

Gls)m—1:2500°s" 43400757
S +0211s+387 §+0653+1ST9 (o
3330075

s2+0.713s+187.6

The model includes three vibration modes: a global mode
(involving the two spans) at 1 Hz and the first and second
bending modes of the largest span at 2 and 2.18 Hz.
respectively. The first mode at 1 Hz is unlikely to be excited
by human excitations (this frequency is out of the range of
normal walking), whereas the other two modes at
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approximately 2 Hz might be excited by the first harmonic of
walking and even by the first harmonic of jogging [16].
»

v

A

|
Figure 3. General view of the Stress-Ribbon Footbridge
(obtained from [11]).

3 CONTROL DESIGN

The objective of this section is to design DVF and MVF for
both structure models. In the case of DVF, in which only the
outer loop of Figure 1 is used. a lossy integrator to the
structure acceleration is considered to obtain the structure
velocity. That is,

Y,
¢ lsl=0. c, [s)=—2- 7
1 ) ey @
in which £20 has to be sufficiently smaller than the natural

frequency of the mode to be controlled (fundamental mode).
which will be denoted as @, . and ¥, is the control gain when

DVF is used. It is assumed £ = @, / 10 in this work.

In the case of MVE, the outer-loop controller is considered
a8iC; [s] in Equation (7).

i, D
c,ls) wy 2 ®)

in which F,, is the control gain when MVF is used. The
inner-loop controller C, (s) is designed to get a closed-loop
TF of the inner loop with a frequency of @, / 3 and a damping
ratio of 0.6.

The control gain of the outer-loop controller is calculated in
order to achieve significant damping for the vibration modes
which are prone to be excited. The closed-loop damping ratios
of these modes are designed by the root locus of the total
open-loop TF. Such TF for DVF is as follows

G, s)=6,, [s1Gls)c, [s), ©)
and for MVF i1s

G, [s)=6,s)Gls)c, Ls). (10)

in which (}'J (s) is the modified actuator dynamics, being of
the following form

. G,,s)

G ls)=—2 11

Gl BIG ) e
The inner-loop controller (PD of the inertial mass

displacement) is assumed to be as
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K,s

Cls)=k, +—=2
S sa ) o)

(12)

where K, and K, are the proportional and derivative gain of
the PD. respectively. Note that a low-pass filter is considered
in the derivative action to avoid high sensitivity of the control
system to high frequency excitations. The cut-off frequency of
this filter is taken as 5 times @, .

3.1  Design for the Science Museum Footbridge

Both strategies (DVF and MVF) are designed to cancel the
first vibration mode at 3.5 Hz, whilst ensuring sufficient gain
margin for the AVC system. Firstly, DVF is designed. The
control gain is tuned by using the root locus of TF (9), which
is obtained from TFs (3). (5) and C, [s) of Equation (7). The

limit gainis ¥, . = 2010 (gain for which the AVC system is
unstable) and a gain of ¥, =982 is chosen so that the

damping of the first vibration mode is 0.3 and the gain margin
is 6.22 dB. Such value can be considered to be enough for a
practical implementation.

Secondly, MVF is designed for &, = & =3.48 2 (I rad/s.
The PD gains are obtained: K, ==19.26 and K, ==0.04.
Then. the root locus of TF (10) can be obtained. The gain
limitis ¥, .. =7520 and ¥, =1130 is the gain to achicve a
damping of 0.3 for the first vibration mode. The gain margin
is now increased up to 16.56 dB in such a way that the

inclusion of the inner-loop controller improves the relative
stability of the AVC system. The closed-loop TF between the
output acceleration (] and disturbance force f,,lr] is
shown in Figure 4 for the uncontrolled case and the controlled
case with DVF and MVF. The closed-loop TF between the
inertial mass displacement xlr] and f/»[’] is shown in
Figure 5 for DVF and MVF. It can be observed that the
vibration reduction is similar for control strategies: however,
the sensitivity to stroke saturation is reduced for MVF as
indicated Figure 5.

-40
60
% -80
]
E
E 100
&
=
-120
Uncontrolled
DVF
140 MVF
0 2 4 6 8 10

Frequency (Hz)

Figure 4. Closed-loop TF between jilt] and 7, ().

Magnitude in dB referenced to Im s> N™'.
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Figure 5. Closed-loop TF between x[7) and i ().
Magnitude (in absolute value).

3.2 Design for the Stress-Ribbon Footbridge

Both strategies are designed to cancel the second and third
vibration modes (2 and 2.18 Hz). Firstly, DVF is designed.

The root locus of TF (9) using TFs (3). (6) and Colsl of
Equation (7) is carried out. The limit gainis ¥, . =190 and

several branches of the root locus go straight away to the
right-half plane so that increasing gains decrease the damping
of the vibration modes up to instability. Under these
conditions, DVF should not be used.

Secondly, MVF is designed using &, = & =22 (I rad/s.

The PD gains are K, =-2492 and K, =-0.63. Then, the

root locus of TF (10) can be obtained. Thus, the gain limit is
V. i =1920 and ¥, =600 provides a maximum damping

of 0.2 for the second vibration mode. Thus, an interesting
value of 10.41 dB for the gain margin is accomplished.
Therefore, the inner-loop controller allows imparting damping
to this structure using the considered actuator.

4  SIMULATION RESULTS

DVF and MVF are assessed by carrying out several
simulations using different values of the control gain ( ¥, and
¥,,). MATLAB/Simulink is used for this purpose. The
control scheme (Figure 1) is perturbed by a real walking
excitation obtained by an instrumented treadmill [18]. The
reduction levels are obtained through the reduction achieved
in terms of the maximum transient vibration value (MTVV)
calculated from the 1 s running RMS acceleration [19].
Within these simulations. the saturation nonlinearity g[v,]

(see Figure 1) is set to 2 V. which is the maximum allowable
voltage to the amplifier of the shaker. This ensures that force
saturation cannot take place.

4.1 Simulations on the Science Museum Footbridge

Table 1 shows the simulation results obtained with DVF and
Table 2 with MVF for the Science Museum Footbridge and
using different control gains. The reduction is shown in
percentage of the uncontrolled test and using the MTVV. The

row identified as stroke shows the maximum inertial mass
displacement for the test considered and each gain. A pacing
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frequency of 1.75 Hz is used in such a way that the first
structure vibration mode might be excited by the second
harmonic of walking. It can be observed that the reduction
levels are similar for both techniques. However. the stroke
using MVF is smaller than the one using DVF. For instance, if
a control gain of 300 is used for both strategies, similar
vibration reduction is achieved and the inertial mass
displacement for MVF is reduced approximately 30 % with
respect to the one obtained for DVF. Hence. it can be stated
that the risk of stroke saturation is reduced.

Table 1. DVF of Science Museum Footbridge. Walking at

1.75 Hz.

Control gain 100 300 700 900 1100 1300
Reduction (%) 71 82 8 8 86 0
Stroke (mm) 50 125 296 384 469 Sat.®

(1’ Reduction computed from the MTVV
) Stroke saturation

Table 2. MVF of Science Museum Footbridge. Walking at
1.75 Hz.

Control gain 100 300 700 1100 1500 1900

Reduction (%) 70 81 85 86 86 O

Stroke (mm) 38 9.1 225 400 627 Sat.

In order to illustrate the simulations carried out. the
uncontrolled acceleration response, the controlled acceleration
response and the vertical mass displacement are shown in
Figure 6. A control gain of 300 is used in the time histories
shown.

4.2 Simulations on the Stress-Ribbon Footbridge

Table 3 shows the simulation results obtained with DVF and
Table 4 with MVF for the Stress-Ribbon Footbridge. A pacing
frequency of 2 Hz is used in such a way that the second
structure vibration mode might be excited by the first
harmonic of walking. For this structure, the mode to be
controlled and the resonant frequency of the shaker are very
close. Under this condition. DVF does not work since the
AVC system is unstable for very low control gains. However,
MVF can be used with excellent predictions on the vibration
reduction of approximately 60 %.

Table 3. DVF of Stress-Ribbon Footbridge. Walking at 2 Hz.

Control gain 50 100 150
Reduction (%) 003 033 ©o
Stroke (mm) 473 63.7 Sat

Table 4. MVF of Stress-Ribbon Footbridge. Walking at 2 Hz.

Control gain 50 100 150 300 600 800

Reduction (%) 27 45 55 72 84 O

Stroke (mm) 21.7 341 419 538 69.0 Sat.
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5  CONCLUSIONS

The active control of human-induced vibrations on pedestrian
structures has been addressed in this work. Previous
researchers have used velocity feedback. However, it has been
shown that the use of velocity feedback might not be a good
option since the actuator dynamics influence importantly the
structure dynamics. It is known that the actuator resonant
frequency has to be sufficiently below the structure frequency
to be controlled and the damping ratio associated has to be
sufficiently high, usually greater than 30 % of critical. Thus.
this paper proposes the inclusion of an inner-loop controller to
obtain desirable properties for the actuator, adapting it to a
given structure without requiring hardware modifications. It
has been demonstrated that the inner-loop control can increase
the relative stability of the AVC system. reduce the risk of
stroke saturation and improve the vibration cancelation.
Simulations on two different structures with and without the
inclusion of the inner loop have highlighted the improvements
obtained by the proposed strategy. The next steps are to
develop a step-by-step design procedure and to assess the
performance of the proposed control strategy experimentally.
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Summary

The noticeable vibrations under human-induced loads present on the Science Museum Footbridge, Valladolid, have
motivated to carry out the dynamic assessment of this structure with the purposes of: (i) identifying experimentally its
dynamic properties and (i) designing optimally vibration control systems.

Operational modal analyses (OMAs) have been performed under different environmental and loading conditions to
estimate the modal parameters of the footbridge. It is well known that temperature vanations affect not only to the
structural stiffness, but also the boundary conditions, possibly leading to significant changes on the dynamic properties.
OMAs were carried out in day and night hours with a temperature change of approximately 20 °C. It is also well known
that lower natural frequencies of slender bridges are significantly affected by wind speed. Additionally, the structural
damping is very sensitive to wind speed changes. Thus, OMAs were undertaken under different wind speeds: no wind
(0-1 m/s) and light wind (5-10 m/s). Finally, the influence of crowds on the modal properties has been studied using
different groups of people walking freely on the footbridge.

The dynamic property variations under femperature, wind and crowds have been reported in this work. This study is a
valuable previous stage for the design of a vibration control strategies and also for the prediction of structural damages
in the future.

Keywords: modal analysis; modal variability; human-induced vibration; wind-induced vibration; temperature effect.

1. Introduction

Expenimental and operational modal analysis techniques have been widely used in the last years to assess the dynamic
response of footbridges [1]. These technigues are used to estimate the modal parameters (natural frequencies, modal
shapes, modal damping) of structures with the aim of performing serviceability and damage detection studies, checking
the design modal parameters or designing vibration absorber devices.

In general, the estimated values of the modal parameters are not only fixed by structural and material characteristics of
the structures, but also by other effects like the environmental and operating condition ones that should be accounted
for. This is the case of damage detection studies ([2], [3]) where discriminating the changes of modal parameters due fo
environmental effects like temperature and humidity from those caused by structural damage are indispensable.
Furthermore, the variation ranges of the structure modal parameters like frequencies and modal damping should be
identified in order to design more robust vibration absorber devices [4].

In footbridges, temperature, wind and crowd loads are the environmental and operating condition effects to be
considered. The effects of temperature variability on the measured dynamic response of sfructures have been
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addressed in several studies [5]. Wood [6] reported that the changes on bridge responses were closely related to the
structural temperature based on the vibration testing of five bridges in the UK. Temperature variation changes the
structural stifness and might alter the boundary conditions of the system [7]. Also, the wind-induced vibrafion plays an
important role for bridges and footbridges. Fujino et al. [8] observed that the dynamic behaviour of cable-stayed or
suspension bridges is amplitude-dependent. For instance, the fundamental frequency of a suspension bridge was
reduced as the wind speed increased. On the other hand, the modal damping was increased when the wind velocity
exceeded a certain level. This was also reported in the Humber bridge studies by Brownjohn et al. [9], in which damping
in vertical and torsional modes was affected by aero-elastic effects. Finally, the human presence on the structure
increases the dampening potential of the vibrating system and mitigates the vibration response of structures. Recent
studies indicate that the damping of the structure-pedestrian system might be higher than the one of the empty structure
[10].

The environmental and crowd influence on the dynamic behaviour of the Science Museum Footbridge of Valladolid is
addressed in this paper. The noficeable vibrations under human-induced loads present on this lively footbridge have
motivated to carry out the dynamic assessment of this structure with the purposes of identifying experimentally its
dynamic properties and designing optimally vibration control systems.

In previous works ([11], [12]), operational modal analysis (OMA) of the footbridge were carried out to identify the modal
parameters values of the structure and to design passive and active vibration control devices. In these works, variations
on the identified values were noticed. With the aim of understanding the source of changes on these parameters, new
OMAs were carried out under different environmental and loading conditions. Thus, modal analyses were undertaken in
day and night hours with a temperature change of approximately 20 °C, and for different wind speeds: no wind (0-1 mvs)
and light wind {5-10 m/s). Finally, OMAs are performed with different number of people walking freely on the bridge.

This paper continues with the descripfion of the structure and the identification of its modal paramefer. In Section 3, the
environmental and crowd influence on the dynamic behaviour of the Science Museum Footbridge is presented. Finally,
some conclusions are given in Section 4.

2. Structure Description

This section describes the structure and the identification of its modal parameters. This identification is based on the
operational modal analysis (OMA) of the liveliest span_ Also, the linearity of the footbridge is checked.

21 Description of the test structure

The structure under study, sited in Valladolid (Spain), is a footbridge that creates a pedestrian link over The Pisuerga
River between the Science Museum and the city cenfre. This bridge, built in 2004, is a 234 m truss structure composed
of four spans: three made of tubular steel bars and one made of white concrete, all of them with a timber walkway.

Fig. 1 General view of the test structure
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The three steel spans have hexagonal cross section. The main span (Span 3 in Figure 1), prestressed by an external
post-tensioning tendons system, is 111 m, the second span (Span 2 from this point onwards) is 51 m and the other two
spans are shorter and stiffer [13]. The external tendons system of Span 3 has both aesthetical (the original design by the
architect José Rafael Moneo was based on the form of a fish basket) and structural reasons (the tendons connected by
means of tubular ribs maintain the shape of the cables and make stiffer the pedestrian area [14]). Because of its
slenderness, this footbridge, especially Span 2, represents a typical lightweight structure sensitive to dynamic excitations
produced by pedestrians. Annoying levels of vibration are sometime perceived in Span 2 (Figure 2), particularly when
runners cross the bridge. Therefore, it was decided to study the dynamic properties of this span.

Fig. 2 View of Span 2

2.2  Operational Modal Analysis

The OMA of Span 2 was carried out in order to obtain the natural frequencies, damping ratios and modal shapes of the
lower vibration modes.

The OMA was carried out with five roving and two reference accelerometers (MMF-KS48C-1000mV/g). Preliminary
spectral analyses and time history recordings indicated that the vertical vibration was considerably higher than the
horizontal one, thus, only vertical response measurements were performed. A measurement grid of 3 longitudinal lines
with 9 equidistant test points was considered, resulting in 27 test points. Five setups with an acquisition time of 720
seconds and a sampling frequency of 100 Hz were recorded. Thus, it was expected to identify successfully vibration
modes up to 30 Hz. The modal parameter estimation was carried out using the ARTeMIS suite of software [15]. In
particular, frequency domain methods (Frequency domain decomposition-FDD, enhanced frequency domain
decomposition-EFDD and curve-fit frequency domain decomposition-CFDD) were used. Table 1 shows the modal
parameters estimated through the OMA for the three first vibration modes. Figure 3 shows the corresponding estimated
modal shapes.

Table 1 Natural frequencies and damping ratios identified by the OMA.

Mode 1 Mode 2 Mode 3
Frequency (Hz) 3516 7397 9473
i) Damping ratio (%) - - -
Frequency (Hz) 3516 7407 9458
EFER Damping ratio (%) 0.409 0.348 0.360
Frequency (Hz) 3513 7.398 9.459
i Damping ratio (%) 0432 0.368 0.300
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13t bending mode: 3.5 Hz 2nd bending mode: 7.4 Hz 3rd bending mode: 9.4 Hz

Fig. 3 Estimated modal shapes

23  Linear Behaviour of the Footbridge

Before studying the environmental and crowd influence on the dynamic behaviour of the structure, it is useful to study its
behaviour under different levels of the acceleration response (linearity check). These properties (modal natural
frequency and damping ratio) were estimated using Frequency Response Functions (FRFs) between the structure
acceleration and the input force with different amplitudes. The force was generated by an APS Dynamics Model 400
electrodynamic shaker operated in inerfial mode and the structure acceleration was measured by a piezoelectric
accelerometer (as those used for the OMA) mounted by a magnet on the transversal steel beam sited at mid span under
the timber desk. The force induced by the shaker was estimated by measuring the acceleration of the inerfial mass and
multiplying this by the magnitude of the inertial mass (30 4 kg) The tests were performed fo identify the first mode of the
structure, around 3.5 Hz, since it is the only one prone to be excited by human activities. A chirp signal with frequency
content between 2.5 and 4.5 Hz and a burst of 95% was used to excite strongly the first vibration mode. A sampling
frequency of 64 Hz with a FFT resolution of 0.0156 Hz and 4 averages were used. The data acquisition time was 64 s,
with a total time of 256 s. The obtained results are shown in Figure 4.

1st mode frequency 1st mode dampin

3.55 = 0.45

3.04 0.4
'g —
= 393 % 0.35
s i
G
2 3.52 % 0.3}
2 a Q

359 Lo i 0.25

15 i i P j 02 i i i j
o] 0.2 0.4 0.6 0.8 o 0.2 0.4 0.6 0.8
Acceleration amplifude fm/s2] Acceleration am plitude [m/s2]

Fig. 4 1= mode frequency and damping ratio as a function of respense amplitude

Figure 4 shows that the structure, within an acceleration amplitude range of 0-0.7 m/s2, can be assumed as a linear
structure since the frequency and damping do not change significantly. The maximum acceleration amplitude during the
environmental and crowd tests was approximately 0.6 m/sZ (15 pedestrians walking), so the dynamic behaviour of the
structure was always into the linear range.

3. Environmental and Crowd Influence on the Dynamic Behaviour of Science Museum Footbridge
This section describes and shows the results of the tests done to determine the environmental (temperature and wind)
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and crowd influence on the dynamic behaviour of Valladolid Science Museum Footbridge. The tests consisted in several
OMAs with different ambient conditions. The OMAs were carried out using five fixed accelerometers. A measurement
grid of a longitudinal line with 7 equidistant test points was considered. A setup with an acquisition fime of 900 seconds
and a sampling frequency of 100 Hz were recorded. Thus, it was expected to identify successfully the first three vibration
modes. The modal parameter estimation was carried out using frequency domain methods implemented in ARTeMIS
suite of software [15].

31  Temperature Influence on the Modal Parameters

OMAs were carried out with temperatures from 7°C to 27°C. There was nobody walking on the footbridge and the wind
speed was always less than 1m/s during the tests, so changes on the modal parameters should be induced by
temperature variations. The modal parameters (frequency and damping) of the first three modes of the footbridge with
respect to temperature are shown in Figures 4, 5 and 6. The graphs show that natural frequency decreases lightly (0.2-
0.7%) when temperature increases, so frequency can be considered non dependent on temperature (5-30°C). More
tests in a wide range must be done in order to determine if any dependence appears. Nevertheless, the damping ratio
does not have a clear behaviour with the temperature.
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3.2 Wind Influence on the Modal Parameters

Several OMAs were done with different wind speeds (0-6m/s). The wind direction was perpendicular to the longitudinal
axis of the footbridge in all tests. The footbridge was empty and the temperature was always between 4 and 7 °C, so
changes on the modal parameters should be only due to wind speed variations. The modal parameters (frequency and
damping) of the first three modes of the footbridge under different temperature values are shown in Figures 7, 8 and 9.
The figures show a marginally decrements on the frequencies (0.3-0.8%) when velocity wind increases, so frequency
can be considered non-dependent on wind velocity (up to 6 m/fs). More tests with higher wind velocity values must be
done to check if high wind velocity values affect the natural frequencies. The damping ratio increases appreciably with
the velocity wind, obtaining an increase of 100%, so the wind velocity is a very important magnitude fo consider on
damping esfimation when wind blows on a transverse direction.
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33  Crowd Influence on the Modal Parameters

OMAs were accomplished with different number of pedestrian walking on the footbridge (0-15). The environmental
conditions were always: temperature between 4 and 7 °C and wind speed less than 1m/s, so changes an the modal
parameters should be only due to crowd influence. The modal parameters (frequency and damping) of the first three
modes of the footbridge under different temperature values are shown in Figures 10, 11 and 12. From these figures, it
can be observed that frequency values decrease slighly (about 1%) when the pedestrian number increases, so
frequency can be considered non-dependent on the number of pedestrians walking on the bridge when this number is
less than 15. Further tests will be done with higher number of pedesfrians to check the influence of big crowds on the
frequency. Nevertheless, the damping ratio increases significantly as the number of pedesirians walking on the
footbridge increases. Thus, the damping ratio changes from 0.4 fo 2.2%, an increase of 500%. So, the number of
pedestrians has been seemed to be a critical parameter to consider an modal parameters idenfification.
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4, Conclusions

This paper investigates the environmental and pedestrian influence on the dynamic behaviour of the Science Museum
Footbridge of Valladalid (Spain). This work is presented as a previous stage of the design of vibration control strategies
and structural health monitoring systems. Structures are subjected to environmental and operational conditions that
might provoke mistuning of vibration control devices or might hide subtle modal parameters changes due to structural
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damages. Thus, the effect of temperature, wind and pedestrians changes on the natural frequency and damping ratio of
the first three structure vibration modes has been studied thoroughly. Temperature variability of 20 °C, wind variability
from almost 0 km/h to 20 Km/m and a low pedestrian density of 0.1 Pedestrian/m? (15 pedestrian walking on the
structure) have been considered. All of these loading conditions can be considered as serviceability conditions since
there is a high likelihood of happening for all of them.

Under the aforementioned conditions, it has been reported that the natural frequencies are low-sensitive to changes and
remain approximate constant, whereas damping ratios are very sensitive to wind and pedesfrians changes. That is, the
damping has increased up fo four times. However, temperature variability has almost no influence on the dynamic
behaviour of the bridge. It should be noted that linearity check has been camied out before studying ambient and
operational influences. It can be thus stated that the dynamic changes obtained are not due to structural nonlinearities
for the ranges of acceleration measured.
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Resumen

En este articulo se muestra el proceso para la realizacion de un control inteligente basado en técnicas neuro-fuzzy sobre un
amortiguador tipo magnetoreologico para la reduccion de las vibraciones sufridas sobre la pasarela peatonal del Museo de la Ciencia de
Valladolid. Este trabajo se ha llevado a cabo mediante herramientas de simulacion que han permitido reproducir el comportamiento que
sufren. tanto la pasarela como el amortiguador. cuando una persona cruza el puente. Una vez validado el modelo con datos
experimentales obtenidos en la pasarela, se ha introducido en el modelo un sistema de control inteligente que actia sobre el
amortiguador proporcionandole los comandos adecuados para cada senal particular de vibracion.

Palabras Clave:

Vibracion, amortiguador magnetoreologico, control inteligente. pasarela peatonal, neuro-fuzzy.

1. Introducciéon

En la actualidad los materiales de construccion y los métodos
de fabricacion permiten que las estructuras de ingenieria civil,
como son los edificios, torres o puentes, sean mas delgadas y
ligeras. Esta tendencia hace que estas estructuras sean mas
susceptibles de sufrir vibraciones indeseadas ante estimulos
externos. Particularmente, las pasarelas peatonales se ven
sometidas a excitaciones diariamente por lo que se pueden
presentar cambios en sus condiciones dinamicas con frecuencia.
Segun (Zivanovic et al., 2005) las fuentes de vibraciones mas
problematicas que actian sobre una pasarela son las fuerzas
generadas por los peatones que la cruzan. que pueden generar
respuestas proximas a las frecuencias de resonancia.

Este comportamiento hace necesario el disefio de sistemas que
puedan ser instalados en estructuras civiles con el fin de
protegerlas de las fuentes externas perjudiciales, concretamente
en este trabajo se tratara de reducir las vibraciones generadas por
la accion de un peaton sobre la pasarela.

Este problema de reduccion de vibraciones puede ser
afrontado mediante diferentes técnicas segun los estudios de
(Jansen et al..1999) y (Miller et al..1988 ) El método mas clasico
es el uso de dispositivos de aislamiento pasivo, tradicionalmente
formados por resortes y amortiguadores. Estos sistemas no
necesitan fuentes de energia externas ni ordenadores para
procesar las sefales, sin embargo. una vez el sistema de reduccion
de vibraciones pasivo se instala, sus propiedades no pueden
modificarse. Esto presenta una importante limitacion, puesto que
no permite realizar una adaptacion de sus parametros ante los
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cambios de vibracion. Las técnicas de control activo superan la
mayoria de los inconvenientes de los métodos pasivos, y son muy
valiosos principalmente por la capacidad de adaptacion frente a
las variaciones. Aunque por otro lado, tienen una fuerte limitacion
en la necesidad de una fuente de energia externa.

En la actualidad y desde los afios 70 (Alanoly et al., 1987 y Wu et
al., 1997) los métodos semi-activos se estan empleando por su
buena relacion entre precio y funcionalidad. Estos sistemas
incluyen un dispositivo de amortiguacion variable, de manera que
sus propiedades de amortiguamiento pueden ser modificadas en
tiempo real para proporcionar una mayor reduccion de las
vibraciones sufridas por el puente.

En este trabajo se emplea concretamente un amortiguador
magnetoreologico (MR) como sistema de aislamiento de las
vibraciones que actiian sobre el puente. Estos dispositivos semi-
activos consisten en un cilindro hidraulico que contiene fluido
magnetoreologico. de manera que sus particulas se polarizan bajo
la presencia de un campo magnético, ofreciendo una alta
resistencia. De esta manera las caracteristicas mecanicas de estos
amortiguadores se pueden modificar controlando el campo
magnético.

El presente trabajo se encuentra divido en secciones. En la
seccion 2 se presenta el amortiguador MR y su modelado
matematico mediante el modelo Bouc-Wen. La seccion 3 muestra
brevemente la pasarela peatonal en estudio. A continuacion, en la
seccion 4 se desarrolla el modelo mecanico tanto de la pasarela
peatonal como del amortiguador mediante la herramienta
Simmechanics de Matlab. El control inteligente empleado se
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introduce en la seccion 5 para finalmente mostrar los resultados
en la seccion 6 y exponer las conclusiones en la seccion 7.

2.  Modelado No Lineal del Amortiguador Magnetoreologico

Existen varios modelos matematicos para describir el
comportamiento de los amortiguadores MR (Spencer et al., 1997).
En este caso se puede reproducir mediante una combinacion del
modelo Bouc-Wen con un elemento amortiguador en paralelo
(Yoshioka et al., 2002), tal y como muestra la Figural.
Bouc-Wen I_, x
A7
LY

G
1

YN NRRN

Figura 1: Modelo del amortiguador magnetoreologico.

La fuerza generada por el amortiguador MR se puede modelar
mediante la siguiente ecuacion:

F = Cyx+xz (€))
Donde la variable de histéresis z viene determinada por

z = —ylx|z|z|""! — Bx|z|* + Ax o
z={A— |z|"[y sgn(xz) + B]}* Q)

La variable a es un filtro pasa-baja de primer orden empleado
para representar el desfase existente entre el control del voltaje (v)
y la fuerza del amortiguador.

« (£) = —[e () — pyv(t) — P2l 3)

Los parametros del modelo de este amortiguador MR
(Ramallo et al., 2004) son A=1. n=1. |3=“/=58,662“10J m?,
Cyp=33.27 Ns/m, n=2rnll rad/s, p1=3]]],7”‘102 Nm/V y
p2=161.47*10> N/m.

3. Descripcion de la Pasarela Peatonal

La estructura estudiada, situada en Valladolid (Espafia), es una
pasarela peatonal sobre el rio Pisuerga que une el Museo de la
Ciencia con el centro de la ciudad. Este puente, construido en el
afio 2004, es una estructura de 234 metros compuesta de cuatro
vanos: tres formados por barras metalicas tubulares y uno de
hormigon, con tablero de madera.

Los tres vanos metalicos tienen seccion hexagonal. El vano
principal (Vano 3 en la figura 2) tiene 111 metros y esta
arriostrado por un sistema de tendones externos postensados, el
segundo vano (Vano 2) tiene 51 metros y los otros dos vanos son
mas cortos y rigidos (Gomez, 2004). El sistema de tendones
externo del vano 3 tiene una funcion tanto estética (el disefio
original de los arquitectos Enrique de Teresa y José¢ Rafael Moneo
queria representar una cesta de peces) como estructural (los
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tendones mantienen la forma de los cables y hacen mas rigido el
area peatonal (Martinez et al., 2004)).

Figura 2: Vista general de la estructura en estudio.

Esta pasarela, debido a su esbeltez, y el vano 2 especialmente,
representa la tipica estructura ligera sensible a excitaciones
dinamicas producidas por humanos. Niveles de vibracion
molestos son percibidos en el vano 2 (Figura 3). particularmente
cuando se cruza el puente corriendo. Por ello se decidio el estudio
y modelado de este vano.

&V AT g
N ?ﬁ%ﬁ&%&s;ﬂf;

Figura 3: Vista del vano 2.

4. Modelado Mecanico

El modelado mecanico del conjunto formado por el vano 2 de
la pasarela peatonal y el amortignador MR se realiza en la
plataforma proporcionada por Matlab de Simulink/Simmechanics.
El patron seguido a la hora de desarrollar el modelo se muestra en
la Figura 4. Se trata de un controlador tipo amortiguador de masa
sintonizada (TMD tunned mass damper) semi-activo. Estos
sistemas tratan de reducir la respuesta dinamica de una estructura,
representada por la masa M, y un resorte (K,). cuando se le aplica
una fuerza externa (F,) mediante un cuerpo (M,). un resorte K, y
un amortiguador C, en este caso magnetoreologico.

Las ecuaciones que representan el comportamiento de un
amortiguador MR presentadas en la seccion 2 se modelan en
Simulink, tal y como se muestra en la Figura 5, donde las entradas
del sistema x y v corresponden a la velocidad de desplazamiento
que sufre la estructura y a la tension que se suministra al MR,
respectivamente.
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Figura 4: TMD semi-activo
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Figura 5: Modelado en Simulink del amortiguador magnetoreologico.

El bloque de Simulink que reproduce el comportamiento del
amortiguador MR se une al resto de componentes que modelan el
puente en Simmechanics para formar el dispositivo TMD
semiactivo.

4.1. Validacion del modelo

Llegados a este punto es necesario comprobar la respuesta del
modelo construido con los valores experimentales obtenidos en la
propia pasarela. Para esto se introduce en el sistema la fuerza
generada por un peaton al transitar sobre el puente y se comparan
los efectos que sufren tanto la pasarela como el amortiguador. en
la simulacion y la realidad.

Se ha realizado una prueba experimental en la que una persona
cercana a los 100 Kg salta sobre el puente con una frecuencia de
3.5 Hz. Esto genera una fuerza de 670 N de desviacion estandar,
alcanzando picos de 2000 N. Esta fuerza a su vez genera sobre el
puente una vibracion aproximada de 1.6 mm y el MR oscila unos
16 mm entorno a su posicion de equilibrio dejando la tension de
voltaje que actia sobre ¢l a 1.1V.

Conocidos estos datos, se introduce la sefal real de la fuerza
generada por el peaton en el entorno de simulacion para comparar
los resultados con los obtenidos en el experimento. Esto dio lugar
a una vibracion de 1.5 mm de desviacion estandar sobre el puente
y de 18.5 mm de desviacion estandar sobre el amortiguador,
dejando igualmente el voltaje a 1.1V. Estos resultados se
asemejan mucho al comportamiento de la pasarela real, por lo que
podemos concluir que el modelo TMD semi-activo desarrollado
en la simulacion se aproxima satisfactoriamente al modelo real.
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5. Control Inteligente

El funcionamiento del dispositivo disefiado se basa en la
adaptacion del amortiguador MR ante las fuerzas perturbadoras
que actian sobre la estructura. Esto quiere decir que en funcion de
como sea la sefial que actia sobre la pasarela, habra que aplicar
un voltaje diferente al MR para que se comporte de tal manera
que aminore lo mas posible el movimiento indeseado de la
estructura. Este principio hace pensar en la idea de disenar un
sistema de control inteligente que relacione ambos conceptos.
Puesto que el voltaje a introducir dependera de la vibracion que
sufra la pasarela, parece razonable considerar la frecuencia y
amplitud de esta sefial como variables de entrada.

Antes de disefiar el algoritmo de control es necesario crear una
tabla de referencia con los valores de de tension para cada
vibracion de entrada. es decir, para cada combinacion de
frecuencia y amplitud. Puesto que se conoce el rango de fuerzas
que podrian actuar sobre la pasarela, se pueden limitar los valores
de frecuencia y amplitud que se van a utilizar. Teniendo en cuenta
estas dependencias se lleva a cabo un proceso iterativo sobre el
modelo TMD semi-activo. de manera que ante cada valor de
frecuencia y amplitud de la sefial de vibracion que actua sobre la
pasarela, se modifica la tension aplicada sobre el MR. Con el
objetivo de decidir el valor mas conveniente de tension, se ha
definido una funcion de criterio de manera que escoge el que hace
minimo el desplazamiento del puente en torno a su posicion de
equilibrio. Hay que puntualizar, que los posibles valores de
voltaje a aplicar, estan limitados a 2V por el modelo concreto del
amortiguador.

Una vez construida la tabla de referencia con los mejores
valores de tension para cada tipo de fuerza que actia sobre la
pasarela. se procede a diseflar un sistema inteligente capaz de
relacionar estos valores. En este trabajo se propone el uso de un
sistema neuro-fuzzy tipo ANFIS (Adaptive Neuro-Fuzzy
Inference Systems). Se trata de una técnica de Inteligencia
Artificial basada en el entrenamiento. En este tipo de métodos.
conocido un conjunto de datos de entrada y sus correspondientes
salidas, se interpretan los nuevos valores del vector de entrada. y
basandose en un conjunto de reglas, se asigna un valor al vector
de salida. En este caso. el vector de entrada esta formado por la
frecuencia y la amplitud de la sefal perturbadora [f A]. y la salida
es el valor de tension adecuado [v], a aplicar sobre el
amortiguador. La estructura del sistema ANFIS empleado se
muestra en la Figura 6. Se trata de un sistema de cinco capas,
estando la 1 y la 4 formadas por nodos adaptativos, esto quiere
decir que, los parametros asociados a estas capas pueden cambiar
durante la fase de entrenamiento.

=

| Capa 2 | l Capa 3 | | Capad |
Af

w4

Figura 6: Arquitectura del sistema ANFIS utilizado.
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La primera capa determina el grado de pertenencia del
conjunto difuso a través de la funcion de pertenencia. en este caso
las dos entradas emplean la funcion de pertenencia de tipo
campana generalizada, determinada por tres parametros
conocidos como premisas. Asi el sistema esta asociado a tres
reglas difusas si-entonces, expresadas en las ecuaciones (4), (5) y
(6) siendo p;, q; y 1, parametros consecuentes.

SiAespus yfespug entonceszy =p1A+qif+nn (4)
SiAesuy, yfesug, entoncesz, =p,A+qf +1,  (5)
SiAesuyzy fespups entonceszy =pA+qif +r (6)

Esta capa convierte el nimero de entrada en un valor de
pertenencia del intervalo [0 1]. De modo que la salida de cada
nodo de esta capa se define mediante:

04 = Hai(4) @)

OB,i = ‘lg,‘(f) i=1,...3 (8)
En la segunda capa se aplica el operador difuso para obtener
un valor representativo del antecedente de cada regla. El resultado
de la ecuacion (9) representa el peso de cada regla.
w = pai(App (f) i=1..3 9)
En la tercera capa. al numero dado por el antecedente, se le
aplica el método de implicacion, obteniendo un conjunto difuso
representado por una funcion de pertenencia cuyo peso esta
acotado entre [0 1].

= Wi

W= o — i=1,.,3
2?:1 Wi

(10)

La cuarta capa combina los conjuntos difusos representativos
de cada regla obteniendo un unico conjunto.
O =wizi=wi(pA+qf+r) i=1..3 (11)

Finalmente en la quinta capa se obtiene la salida del sistema,
en este caso el valor de tension. mediante la siguiente formula:

_ 3wz

v =
N Wi

=1 500s3 (12)

Tras la eleccion del método, el sistema se entrena empleando
el 85% de los datos de la tabla de referencia. El 15% restante se
reserva para evaluar la capacidad de generalizacion del sistema
ANFIS. Los datos de entrada del entrenamiento se agrupan
mediante un vector formado por el valor de frecuencia y amplitud
de la fuerza que actua sobre la pasarela con el correspondiente
valor de salida deseada. que en este caso es el valor de tension a
aplicar sobre el MR que hace minima la vibracion sobre el puente.

Una vez que el sistema se ha entrenado y se ha comprobado su
generalizacion, se incorpora al entorno de simulacién mediante un
bloque. Este bloque necesita la amplitud y la frecuencia de la
fuerza aplicada como entradas. Para obtener estos valores se
introducen dos bloques entre la senal de entrada y el bloque
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ANFIS, uno para cada entrada requerida. El bloque que obtiene la
amplitud se encarga de proporcionar el maximo de la sefial cada
0.5 segundos. En el caso de la frecuencia, se calcula mediante la
transformada rapida de Fourier (FFT Fast Fourier Transform). En
la Figura 7 se muestra el modelo en Simmechanics del conjunto
formado por el puente y amortiguador MR, al que se le ha
incorporado el sistema ANFIS entrenado junto con el bloque que
obtiene la amplitud y el bloque FFT para el calculo de la
frecuencia. Tal y como se indico anteriormente el modelo de MR
empleado tnicamente admite voltajes de hasta 2 V. por lo que se
ha puesto un limitador entre el bloque ANFIS y el amortiguador
de manera que no proporcione valores superiores.

Figura 7: Esquema del modelo TMD semi-activo simulado con el sistema de
control inteligente.

6. Resultados

Una vez que se han integrado en el entorno de simulacion los
elementos del control inteligente con el modelo del puente y el
amortiguador. se introduce la fuerza perturbadora que actua sobre
el puente. Este bloque puede verse a la izquierda de la Figura 7
denominado “Fuerza de entrada”. Se realizaron varias pruebas
con fuerzas mono-frecuenciales con el fin de comprobar que tanto
el boque de FFT. el de obtencion de la amplitud y el bloque
ANFIS responden correctamente.

Una vez se ha comprobado que la simulacion con el control
inteligente funciona adecuadamente, se procede a analizar el
comportamiento del sistema ante sefiales con cierta composicion
espectral.

El siguiente paso es ejecutar la simulacion con la fuerza real
generada por un peaton al saltar sobre el puente. La figura 8
muestra esta entrada al sistema que tiene una amplitud de 848N
de desviacion estandar con picos de 1800N.
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Figura 8: Fuerza que genera un peaton saltando.

Esta fuerza genera una perturbacion sobre el puente que sera
reducida por el amortiguador magnetoreologico. A su vez el
amortiguador se adaptara ante los cambios en la sefal de entrada
cada 0.5s mediante la variacion de su tension gracias al sistema
adaptativo ANFIS que analiza la frecuencia y amplitud de la
sefal. Las Figuras 9 y 10 muestran los cambios detectados en
frecuencia y amplitud, respectivamente, que actian sobre el
ANFIS proporcionando la tension necesaria en cada situacion, tal
y como se observa en la Figura 11.

2 4 6 8 2 " % L X

10
Tiempa ()

Figura 9: Variacion en frecuencia de la sefial perturbadora de entrada.

H

Ampitud (N)
8

B 8 8 8

2 B 6 8 10 12 W 1B 18 2
Tiempo (s)

Figura 10: Variacion de la amplitud de la fuerza de entrada.
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Figura 11: Variacion de la tension calculada por el ANFIS.

Para comprobar la eficacia del método se muestra el
movimiento que sufre el puente empleando el sistema ANFIS
como controlador inteligente que proporciona la tension adecuada
cada 0.5s, comparado con el que sufre si se emplea un
amortiguador magnetoreologico tradicional con un voltaje fijo.

3

———Sn ANFIS 2 05V
——— Con ANFIS

Desplazamiento (mm)

2 4 6 8 _ 1 12 W 11® 18
Tiempo (s)

Figura 12: Cc i6n de la
propuesto y el método tradici

del puente usando el ANFIS
1 de tension cc

Esta comparacion se muestra en la Figura 12. Se puede
comprobar que el método de control inteligente propuesto.
representado en azul, hace que el puente vibre menos que si se
emplea un MR con voltaje fijo. Aunque entre los 2 y 4 segundos
muestra un comportamiento similar, se observa una mejora
sustancial del método a medida que el tiempo avanza, alcanzando
a partir de los 12 segundos una reduccion de la vibracion muy
importante pasando de cerca de 3mm a Imm. En cuanto al voltaje
fijado, se ha utilizado el valor de 0.5V para poder hacer una
comparacion honesta entre ambos métodos puesto que la mayoria
de los valores escogidos por el ANFIS son cercanos a ese valor,
tal y como se observa en la Figura 11.

Con el fin de poner a prueba el sistema de control inteligente
se somete el conjunto a otra fuerza externa real generada por un
peaton. En este caso la sefial tiene una amplitud de 891N de
desviacion estandar con picos de 1980N como aparece en la

Figura 13.
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G. N. Marichal et al. / VIII Simposio CEA de Control Inteligente, 27 al 29 de junio de 2012, Baiona (Pontevedra)
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Figura 13: Nueva sefial real de entrada.

Nuevamente se muestra la vibracion que sufre el puente ante
esta sefial tanto bajo el método propuesto como con el MR a
voltaje fijo.

——CmAFS
—SeA¥S 0S|

Figura 14: Respuesta de la pasarela ante la nueva perturbacion usando el
método propuesto y el tradicional a tension constante.

Ante esta nueva sefial, el método tiene un comportamiento
ligeramente peor antes de los 6s. pero a medida que transcurre el
tiempo el puente vibra varias décimas de milimetros menos que
bajo el método tradicional.

7.  Conclusion

El modelo construido en Simulink/Simmechanics de la
pasarela y del amortiguador magnetoreologico, basado en un
TMD semi-activo tiene un comportamiento similar al real. Esto
permite estudiar las respuestas de la pasarela ante nuevas fuerzas
perturbadoras que actiian sobre é€l. sin necesidad de hacer pruebas
reales. Ademas es posible modificar las condiciones del MR
mediante la aplicacion de distintos valores de tension para
detectar los mas idoneos. es decir los que hacen que la vibracion
de la pasarela se reduzca.

Realizado este estudio, el sistema de control inteligente
entrenado es capaz de proporcionar estos valores de manera
automatica durante el proceso. Los resultados presentados
muestran que el control adaptativo basado en ANFIS que se

SCI2012

propone, hace que la estructura vibre menos que si se emplea un
MR con tension constante, aunque se emplee aquel valor que se
considera el mas cercano al adecuado.

Este trabajo tiene varias lineas de investigacion que pueden
seguir desarrollandose. Por un lado se podria mejorar el sistema
de control mediante la ampliacion de sus datos de entrenamiento,
es decir, sometiendo a la pasarela a fuerzas de distintas
magnitudes y frecuencias a las ya empleadas. Ademas se podrian
analizar las sefiales que generarian varios peatones a la vez sobre
la estructura. Otra linea de estudio seria la implementacion de este
sistema inteligente con el fin de instalarlo en la pasarela.
Finalmente se podria extender este trabajo a otras estructuras,
cambiando parametros fisicos y adaptando el amortiguador
magnetoreologico para adecuarlo a nuevas pasarelas.
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One year of the structural health monitoring of Pedro Gome;
Bosque footbridge

Antolin Lorenzana, Alfonso V. Poncela, Jesus Sebastian, Norberto Iban, Melania V. Istrate, Ali
"asallo. José Pereda, Ivan M. Diaz, Carlos M. Casado. Javier Castafio.

Abstract— Pedro Gomez Bosque footbridge is a slender and lightweight structure that creates a pedestrian link over the Pisuerga
River, Valladolid city, Spain. This footbridge, built in 2011, is a singular stress ribbon structure with only one span of 85m consisting
on a steel plate (3.6m width and 0.03m thick) and precast concrete slabs laying on it. Rubber pavement and a railing made of stainless
steel and glass complete the footbridge. Because of the singularity of this footbridge, prone to oscillate, and the increasing interest in
structural integrity and user’s comfort and safety, a simple and affordable structural health monitoring system (18 triaxial
accelerometers embedded in the handrail, and also wind and temperature sensor in a nearby tower) was installed in 2012 in order to
continuously evaluate some serviceability parameters and to estimate the modal values of the structure. Also the system allows, using
postprocessing techniques, find correlations between the mechanical response and environmental data and, in the long term, evaluate
changes in the modal properties due to fatigue or abutment resettlements. After some verifications, the monitoring system is operative
since December’12 and representative data is presented in the paper. The data includes some acceleration magnitudes (peak and
weighted RMS and MTVV values, among other parameters established in ISO 2631) and also modal parameters (natural frequencies,
modes and modal damping) and some dependencies with temperature and estimated pedestrian use. The variation of these parameters
can be analysed over one year time.

1. INTRODUCTION

This work describes the development and installation of a remotely controlled continuous vibration monitoring system on a
footbridge. Also some results after the first year of operation are presented. The singularity of the structure, its slenderness and
the prescription of not affecting to its aesthetic in any way, together with economic restriction, leads to the decision of designing
low-cost MEMS-based accelerometers embedded inside the handrail. The monitoring system was validated by comparing the
data measured by the MEMS accelerometers with conventional piezoelectric accelerometers. These tests demonstrated that these
Sensors are a competitive alternative to traditional ones and that the system is ready to be used for the dynamic characterization
of the structure and to integrate a continuous structural health assessment.

-

Figure 1: Cross-section m.th the global a;ds. local axis for the MEMS accelerometers and their location m the footbridge.
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II. STRUCTURE DESCRIPTION

Pedro Gomez Bosque footbridge (see figure 1) mainly consists of a Corten steel sheet of 94 m long, 3.6 m width and only 3(
mun thickness which is pre-tensioned and anchered to the two abutments, which are 85 apart and 2 meters not on a level. The
complete steel sheet 15 manufactured welding together S-meter long sheets. Precast concrete slabs of 5.2 m long, 0.75 m widtt
and around 120 mm thickness lay on the steel sheet. These slabs do not have bearing mission, that is, the only structural elemen
15 the steel sheet. The structure is completed by rubber pavement and a stainless steel and glass railing. All these structural anc
functional parts suppose 23.6 KIN/m. Initial pre-tension on the steel sheet was adjusted so that, at reference temperature 20°C
displacement in the middle (sag) were limited to L/'50 with means 1.7 m. Using indirect computations, an axial tension of 12.!
MN has been estimated so in normal conditions stresses in the steel are around 120MPa. Considering a service overload o
15.7EN/m and cold whether conditions, stresses could reach up to 192MPa.

A previous operational modal analysis was carried out using a portable system (consisting on piezoelectric accelerometer:
MMF-KS48C, with 1000 mV/g sensitivity and low frequency ranges connected to a MGCplus HBM data logger through ICE
modules). Natural frequencies and mode shapes were estimated using the FDD and S5I methods. Twenty vibration modes
mncluding vertical, lateral, torsional and coupled modes, between 0.8 and 10 Hz were estimated. These parameters were mmportan
to design the system meonitoring and to choose the most appropriate sensor technical specifications and their location in the
structure.

I MOMITORING SYSTEM

The monitering system comprises 18 triaxial accelerometers, 9 at each side of the deck, a temperature sensor and ar
anemometer and vane The accelerometers, embedded in the 60mm diameter CHS tube used as handrail, were positionec
equidistant 10.625 m along the span (plotted with black points in figure 1).

A. Sensors

The vibration sensor chosen was the ADKT327 MEMS accelerometer developed by ANALOG DEVICES [13]. The
ADXIL327 15 a very small, low power, 3-axis accelerometer with signal conditioned voltage outputs. It can measure the static
acceleration of gravity in tilt-sensing applications as well as dynamic acceleration at high sampling speeds. This accelerometer
has good characteristics (measurement range up to = 2. 5g. sensitivity up to 300 mV/g, bandwidth up to 550Hz) but it not
nitially designed for long wire distances. To overcome this problem, MENS device has been integrated in a circuit with other
consumer electronic durables. First, a capacitor was placed mn each axis in order to fix the measurement bandwidth to 100Hz.
Then, as the accelerometer has to be supplied by 3.6 V to get its nominal sensitivity of 500 mV/g. the power supply used is in
12 W and a voltage regulator to 3.6 V were integrated in each board in order to aveid power losses by the long wires. As the
impedance at each axis of the accelerometer output is high enough (32 kQ) to cause noise problems by the long wires, an
operational amplifier was added to reduce the impedance to 10 mQ and reduce the noise to 25 ng/\Hz.

The circuit board (see central detail in figure 1) with all the components 15 small enough (17 x 50 mm) for installing
requirements. One of the axis of the triaxial accelerometer () was placed along the longitudinal direction of the board and its
long side was aligned with the sef of wires. In this way, afier introducing the set of wires along the handrail (see left detail in
figure 1), it can be assumed that the x-axis for all the sensor remains in the vertical plane, although no guess can be made about
the other two axis (y and z)

The temperature sensors used for the monitoring system was model TO110 transmitter (Comet) with range -30 to +80°C
and accuracy =0.4°C. The wind sentry used was model 030021 (R. M. Young Company) with range 0 to 50 mv's and accuracy
=0.5 m/s for the speed and range 360° and accuracy =5 for the direction.

B Lab validation

Two types of test were performed to validate the MENS device. The first one consisted in amplitude calibration and in signal:
to-noise ratio evaluation. For that, the portable system (piezoelectric accelerometer used as a blank, under ideal conditions) wa:
place together with the MEMS one connected to the longest wire (around 100m). Both of them were located in a vibrating bean
(first mode at 2.27Hz, free damped response after an mmpulsive load, 0.18% damping). Results are show in figure 2. Note that
regardless technical specifications and the electronic conditioning, for amplitudes below 0.02m/s” the noise is very evident anc
induce increments in the RMS values in more than 10%, so the use of the signal is limited.
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Figure 2. Piezoslectric.vs. MEMS devices

The other validation consisted on check the angular matrix algorithm needed to change local x, y and z axis to the global
reference X.Y.Z. For that, using the ability of MEMS accelerometers to measure from 0 Hz (static acceleration) and providing
x_local axis was in the XZ global plane, the recorded acceleration vector (once averaged during 60 s, as footbridge 1s always in
motion) and the gravity acceleration vector (0.0,-9.81) m/s2 was used to find the Euler angles. As. for the installation procedure,
no rotation is permitted in Z axis (y=0). there 1s enough data to find the other two angles (« and ). Once all the angles are known,
every recorded data is change from the local coordinates to the global ones and the gravity constant g 1s removed from the
transformed Z records, so all the acceleration data moves around zero as usual. In this way, the transformed signal matches, in
the 3 axis, with the one registered by 3 piezoelectric accelerometers mounted in trihedron disposition using the portable system.
Figure 3 shows one example in which o =258.3° and p =10.7°. These angular values can change slightly with the temperature
(note that the set of wires is free to move inside the handrail) and because of that it is recalculated from time to time.
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Figure 3. Local x, y and z accelerations and transformed ones (X, Y, Z).

C. Data logger
As said before, the monitoring system comprises 18 triaxial accelerometers, a temperature sensor and an anemometer and
vane in such a way that 57 voltage channels for the measurement system were needed. The data logger chosen was a state-of-

the-art CompactRIO 9076 (National Instruments) with two 32 channels analogic input modules NI 9205. This data logger with
a rugged hardware chassis has a stand-alone embedded control useful for real-time acquisition. The real-time processor is of
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400 MHz and Ethernet, USB and RS232 connections are available in this model. The modules have 32 single-ended analogic
inputs with 16-bit resolution, 250 kS/s aggregate sampling rate and voltage range from =200 mV to =10 V.

The frequency sampling for each channel is set to 200 Hz, enough to identify the modal parameters of the structure and to
avoid aliasing problems (significant vibration modes have natural frequencies smaller than 10 Hz). A file with the recorded data
1s created each hour in order to prevent measurement failures.

The two set of wires (one for each side) were long enough to reach the electrical cabinet sited near the footbridge where the
data logger is installed. Figure 4 shows the data logg o other devices.

Figure 4. Data logger, router and other ce. i
D. In situ validation

Once the monitoring system was installed and ready to record data, two additional checkings were addressed. First, it was
checked that the accelerometers were positioned in the right place by lightly tapping on specific locations on the handrail,
analysing the response of the nearby accelerometers and identifying the ones with more response, revealing their position. Then,
experimental tests were carried out to check the performance of these new sensors. With groups of pedestrians walking over the
deck, the structural response was registered with the portable system and also with the designed MEMS devices (Figure 5).

Figure 5. In situ validati ng pi lectric versus MEMS records.
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The piezoelectric accelerometers were levelled to measure the structural acceleration in absolute axes. These values were
compared with the acceleration in absolute axes registered with the MEMS accelerometers (once transformed to the global
reference). Figure 6 shows the acceleration measured with both of them in the Z axis. The two recorded data are very similar in
time and frequency domains. The only difference is that new frequencies appear (around 4.8, 9.5 Hz) in the MEMS recordings.
Those frequencies were identified as local natural frequencies for the handrail where MEMS are embedded.

¥
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Figure 6. Footbnidge resp in real loading conditions (. ding to figure 5) reg: d with piezoelectric (yellow) and MEMS (black) accelerometers.
Left: time domain. Right: frequency domain

IV. MONITORING RESULTS

The operation of continuous dynamic monitoring systems leads to the accumulation of a huge amount of data that needs to be
processed, analysed and interpreted precisely. Time vertical accelerations a., its weighted values a, (according to frequency
weighting functions established in ISO 2631 for comfort criteria for standing pedestrian) and the weighted RMS_trend (1 s) for
three scenarios are presented in figure 7 during 75 s (averaged time that takes to cross the footbridge). Scenario a) is for no people
crossing, b) is for a group of 10 pedestrians and c) is for vandalism bouncing. Mean weighted RMS values are 0.0265, 0.145 and
0.643 respectively.

06 -
Figure 7. Vertical lerations and the ding weighted accelerarions a RMS trend.
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Figure 8 shows, for former scenario b), the three components X, Y and Z for the acceleration. Mean RMS values are
0.0191, 0.0527 and 0.173 m/s” respectively.
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Figure 8. X Y and Z components for scenario b) (10 grouped people walking)
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V. POSTPROCESED DATA

In order to investigate the effect of pedestrians on the response of the lively stress-ribbon footbridge under normal operational
conditions, hourly data 1s processed to get a representative parameter (peak, mean weighted RMS, MTVV, __) for the whole
hour. Figure 9 shows the contribution (in magnitude) of the vertical direction (Z) to the whole acceleration vector (30 Y and 7).
These values depend on the position of the accelerometers (ffom Al to A9, in the upstream railing), but for all of them 1s around
60%, both during daylight) and at night hours. During daylight, considered from Sam to 5pm, average use of the footbridge 15
more than one pedestrian at a time, being RMS=0.125. During the night (from 11pm to 6 am) the RMSz is only 0.063 my/s”.

2
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Figurs 9. Contribution of az to the acceleration magmimds.

B RMSzw/RMSw_Night May B RMSzw/RMSw_Day May

Figure 10 shows hourly parameters (peak, BMSy for the 3 axis, RMSzy and MTVV) for one selected day (6th May, fig 10a),
month (May, fig 10b) and for the whole year (fiz.10c). Some patterns can be observed (mainly day/might use, with maximum
values around 9am and 6pm and minimum around 3am). Presented values are obtained averaging the parameters for the upstream
accelerometers (from Al to A9). Mean values through the vear are 0.418 m/s” for peak acceleration, 0.0934 m/s’ for RMSx.,
0.0532 m/s* for RMSz and 0.122 ny/s” for MTVV.
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Figure 10- Hourly parameters for a day (a), a month (b) and for the whole year (c)

Counting how many RMS: hourly data are inside certain ranges, is easy to determine the percentages shown in figure 11. 1SO
2631. annex C.2.3 establishes comfort reactions to vibration environments for public transport according to the followmg ranges
in terms of RMS,: Non uncomformble for less than 0.315nv's’, a little rmcomfortable between 0.315 and 0.63m/s", falrly
uncomfortable between 0.5 and 1m/s’, uncomjbnable between 0.8 and 1.6m/s’. very xmcomforrable between 1.25 and 2 5m/s?
and extremely uncomfortable if greater than 2m/s’. As no hourly RMS: were reg15teted over 1m/s’, the three last ranges do not
appear in case under study. Additionally, the first range was subdivided in two at 0.15mv/s>, in order to get more detail information
about comﬁonablhty The resultant sub-ranges were classified as almost imperceptible up to 0.15m/s* and noticeable between
0.15 and 0.315m/s>. Note that the footbridge over the months has good serviceability conditions, with most of the time in the non
uncomfortable range.
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Figure 11. Comfortability according IS0 2631

IS0 2631 recommends the use of the RMSr as serviceability parameter only 1f crest factors are below 6 (annex C.1.1.3) or 9
(part 6.2.2). Crest factor is the ratio between peak value and correspending RMS.. during the same time of exposition (cne hour
has been taken). Figure 12 shows than only around 20% of the time the crest factor exceeds the threshold of 9. For this cases, ISO
2631 recommends the vse of additional parameters like MTVV or VDV to check serviceabality criteria, although no ranges are
depicted. Note that hourly MTVV have been already presented in figure 10
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Figure 12. Crest Factor exceeding & or 9.

With the same objective of serviceability assessment, response factor 1s defined as RMS;, to base curve ratio defined in I1SO
10137. The value of 0.005 m/s’ is the reference (base curve) for vertical movements. Figure 13 shows the percentages for R. factor
exceeding 30 and 50, computed in hourly BMS. basis. The values of 30 and 50 are usually considered as reference limits for
comfortability. Again the low percentages obtained reveal the footbridge is adequate to the pedestrian use regardless its
slenderness.
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VI. MODAL CHARACTERIZATION

Besides the evaluation of the response as presented in the previous sections, one of the main interest in the monitoring system
1s the modal characterization at different conditions (temperature, pedestrian use, etc.). For that, several operational modal analysis
were performed using different identification techniques. Figure 14 shows modal identification diagram for order 50 and figure
15 presents the first 7 modes obtained for very low occupancy and no wind loading but for different temperatures. Presented
values were obtained from more than 50 estimations based on hourly records. Linear regression for all cases was used, with
R?>0.96. Handrails are around 4 m apart, although for graphic reasons in figure 15 the distance taken has been 10 m.

For the modes, the notation used is BZ_1 for bending modes in the vertical XZ plane, BY _i for bending modes in the horizontal
XY plane and TX 1 for torsional modes around X axis. i the number of antinodes of the corresponding mode. It 1s interesting to
note that the frequency for the BZ_1 mode 1s higher than the one for BZ_2.

Generally, for these types of non linear structures, the frequency decreases when the temperature increases, but not a similar
trend is evidenced for all the modes as seen in table 2. Surprisingly, frequency for BZ_1 mode increases with the temperature.

¢ | | I

40
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cererresrrerrertststet e

Model order XPS sum CMIF

0 &5 ,

1 i . ' .
0.8 1 1.2 1.4 1.6 18 2 2.2 24 Hz
Figure 14. Modal 1dentification diagram

TABLE 2. EXPERIMENTAL VALUES OF DAMPING AND FREQUENCY FOR THE SEVEN FIRST MODES AND THEIR CHANGE WITH THE TEMPERATURE

Frequency (Hz) Frequency change (%)
Damping% 52C 202C 352C average %{52C) 9%(352C)

BZ 2 0,18 0,895 0,868 0,840 0,868 3,1% -3,2%
BZ 1 0,18 0,980 1,020 1,050 1,017 -3,9% 2,9%
BY_1+TX_1 0,2 1,005 1,050 1,096 1,050 -4,3% 4,4%
BZ 3 0,23 1,436 1,410 1,390 1,412 1,8% -1,4%
BY_2+TX_2 0,33 1,540 1,530 1,520 1,530 0,7% -0,7%
BZ.4 0,14 1,340 1,780 1,730 1,783 3,4% -2,8%
BY_3+TX_3 0,13 2,310 2,230 2,150 2,230 3,6% -3,6%

VII. CONCLUSIONS

This paper has presented the development and installation of a remotely control continuous vibration monitoring system on
a stress-ribbon footbridge. The monitoring system is based on the use of new low-cost MEMS acceleration sensors. The
monitoring system was validated by comparing the response measured by the MEMS devices with conventional piezoelectric
accelerometers mounted in a portable system. These tests demonstrated that these sensors are a competitive alternative to
traditional ones (and much cheaper).

Preliminary postprocesing and serviceability analysis has been presented together with modal identification for the first seven
modes and their dependence on the temperature. The next objective is to implement an automated operational modal analysis
in order to analyse the changes on the modal properties along the time. The influence of environmental factors (including wind)
and pedestrian traffic density will be analysed in order to remove these effects from the modal properties. Thus. such modal
properties may be used for structural damage detection.
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Figure 15. First seven vertical, transversal and torsional modes
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ABSTRACT

Structures subjected to non-deterministic excitations can undergo relevant stresses and accelerations
that can compromise some limit state criteria. This can happen, for example, in lightweight footbridges
under pedestrian crossing or in skyscrapers withstanding typhoon winds or earthquake tremors.
Passive, semi-active and active vibration control devices have been proposed as solutions to reduce
the level of vibration. This study is focused on two Tuned Mass Dampers (TMD) installed on a two
degree of freedom building model subjected to a deterministic seismic load (El Centro earthquake).
Their tuning parameters are obtained through the minimization of some scalar values (called
“indicators”) calculated from the time domain response of the ensemble as well as from its frequency
response functions. The genetic algorithm of Matlab is used for solving the optimization problems and
both frequency and time domain approaches are compared in order to draw some conclusions about
the performance of each indicator.

Keywords: Tuned Mass Damper, seismic excitation, shear building model, optimization

1. INTRODUCTION

During the last years, the structural and construction industries have undergone a huge improvement
of their techniques, which has led to build lighter and more slender structures. Therefore, their
response in terms of displacements and accelerations became significant when dynamic loads (wind,
earthquake or human-induced forces) are applied to them. Many solutions have already been sought
to deal with this problem including active and semi-active control and passive devices. In this work,
only the passive approach with the Tuned Mass Damper (TMD) is taken into consideration for reducing
the level of vibration induced by a seismic excitation applied on the basement of a two-storey building
model.

TMDs were born during the 1920s in the naval engineering domain and where presented by Hermann
Frahm as a solution to reduce the lateral movements of big ships [5]. Since then, their interaction with
the structures to which they are attached has been under study with the aim of improving their
efficiency and design. One of the most important and known works about it is the one written by J.P.
Den Hartog in 1928 which established the basics of the theory of TMDs [3]. He performed a deep
research about the Frequency Response Function (FRF) of a single degree of freedom (SDOF)
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undamped model subjected to variety of loads in order to show the influence of the addition of a
passive mitigation device on them. With his approach, G.B. Warburton [6] obtained, during the 1980s,
a set of closed-form formulae to estimate the properties of a single TMD attached to a SDOF system
which minimize some representative value of a FRF.

Since then, and following the research line opened by Den Hartog and Warburton, more complex
structural models have been studied to optimize the properties of one or multiple TMDs, but almost
always considering only the frequency response of the system [7][8][9]. The time domain responses
have had a negligible impact on the further works. The aim of this paper is to show two simple time
domain indicators used to obtain the optimal parameters of a set of TMDs and compare their
performance with the traditional frequency approach. Those indicators are the maximum of the
acceleration responses %(t) and the area under their curve. Both are obtained by calculating the
response of the model subjected to the El Centro (1940) earthquake accelerogram (Figure 1).

El Centro accelerogram

Acceleration (m/s®)
o

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Time (s)

Figure 1: E/ Centro accelerogram.

Yet another two time-based indicators will be calculated with the purpose of comparing the solutions:
the total amount of energy dissipated by the TMDs and the Maximum Transient Vibration Value
(MTVV) of the acceleration response of the model. Both will be defined in following sections together
with the criteria to decide whether a solution is better than another.

2. MODELLING AND IDENTIFICATION
2.1. Building identification and mathematical modelling

To perform some tests, a model representing a scaled two-story building prototype has been
manufactured (Figure 2, right). It is fully modular, being possible to join any number of units to form a
N degrees of freedom model. In this case, only two modules are joint together: one of 0.5 m and the
other 0.75 m height, making a 1.25 m height model. For the sake of obtaining its physical and modal
properties it is placed on a seismic table. The motion mechanism of the table is declutch so the test is
performed by applying an impact in the base (measured input acceleration) and recording the

494 (MMoST 2017

376



9. Anexo 3: Congresos

A. Magdaleno', J. Cara?, E. Pérez?, C. Casado® and A. Lorenzana®

response of every floor (output accelerations). By correlating both output signals to the input one the
FRFs of the system can be directly computed to update a mathematical model.

The physical properties of the model are obtained by performing a curve fitting between the
experimental FRFs and the analytical ones. The latter ones are obtained through a state-space
description of the system, which is schematically represented in Figure 2, left. It can be easily described
by a matrix approach, with the mass (M), stiffness (K) and damping matrix (C) shown in Equations 1
and 2. Here, m; and m, are the floor masses and k; and k- are the stiffness constants of the columns
under each floor. Using the mass and stiffness matrix, the eigen problem (—wl-ZM + K)(pl- = 0 can be
computed to calculate the natural frequencies (w;) and mode shapes (¢;), the latter ones put together
columnwise in the VV matrix. Finally, in this work, and without loss of generality, damping is defined
through the modal damping ratios (;). € is the modal damping matrix, a diagonal matrix whose
elements are equal to 2¢;w;. Equation 2 provides the way to obtain the damping matrix C from the
modal one making use of the modal matrix V.

Figure 2: Scale structure: left, the 2-floor schematic model; right, actual 2-floor building.

_[my 0O _[ky+ky =k,
m=lo )  *=["37 % )

C=VTEy1 2)

The equations of motion of the system can be easily written with the matrices described above as
shown in Equation 3, where g is the degrees of freedom column vector: g = [uy,u,]7. Here, the
seismic excitation is already considered through the mass matrix (M), the vector r which distributes
the excitation through every degree of freedom of the model (a ones column vector in this case) and
the ground acceleration a,,.

Mg+ Cq +Kq=—-Mra, (3)
{J’c = Ax + Bu @)
y=Cx+Du
_[ 92x2 I, _ [Dax _ . _ _
A=y —M‘1C] B=| il] C=[-M"K -MC] D=8su
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As stated before, a state-space description is sought to calculate the FRFs of the system and to perform
the time simulations. The state-space model is shown in Equation 4, where A is the state matrix, B is
the input matrix, Cis the output matrix and D is the feedforward matrix, all calculated from the physical
matrices M, C and K. For doing so, the state vector x is designed containing both the displacements
and velocities of the system: x = [q, ¢]”. The input vector u is the ground acceleration (u = a,,) and
the output vector is the acceleration of each floor (y = §), so the correlations between output and
input of this model are the correlations between the measured accelerations. Finally, @,,.., isam x p
zeros matrix and I, is the m-dimensional identity matrix.

This approach has been programmed in the Matlab programming environment making use of its native
modelling functions: ss() for creating the model, tf() to calculate its transfer functions (FRFs) and /sim()
to perform the time simulations. To obtain the physical properties of the real model, a curve fitting
must be carried out. In this way, the squared errors between analytical and experimental FRFs are
minimized to get its six unknown properties: my, m,, kq, k,, §; and &,. To help to obtain a good
solution as fast as possible, all parameters are constrained so as the masses are only positive and less
or equal to 5 kg, stiffness constants are comprised between 100 and 6000 N/m and damping ratios
can take values between 0.01 and 5 %. The properties of the identified model are shown in Table 1
and the curve fitting is shown in Figure 3.

Table 1: Properties of the identified model

M,= 217kg| Ky, = 1210N/m |& = 0.41%
M,= 176kg| K, = 341.4N/m |& = 011%
Floor 1 Floor 2

Amplitude

Amplitude

1 15 2 25 3 35 4 45 5 55 6 1 15 2 25 3 35 4 45 5 55 6
Frequency (Hz) Frequency (Hz)

Figure 3: Result of the curve fitting of the experimental FRF

Finally, solving the eigen problem presented above, these physical properties lead to the natural
frequencies f; = 1.89 Hz and f, = 441 Hz (w; = 11.88rad/s and w, = 27.71rad/s) and the
mass normalized natural mode shapes shown in Figure 4, where the maximum of the first mode
corresponds to the second floor (as expected) and the maximum of the second mode corresponds to
the first floor.
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Figure 4: Natural mode shapes of the model

2.2. TMD modelling

For this work, the conceptual model of a TMD is shown in Figure 5 and easily included in the
mathematical model presented previously. The addition of a TMD involves the addition of a degree of
freedom to the system and thus the three physical matrices M, C and K increase by a row and a
column. The mass m; of the TMD is directly added in the new diagonal position of M. Its stiffness k; is
put in the new diagonal position of the stiffness matrix, summed up to the corresponding diagonal
position of the floor to which the TMD is attached (floor j) and two more negative terms (—k;) are
placed in the intersections of the rows and columns affected by the previous operations. The damping
constant ¢; is added exactly in a similar way. In other words, adding a TMD to the physical matrices
involves the assembly of the original matrices and the TMD matrices shown in Equation 5. In order to
add a second TMD, the same procedure must be followed.

N
m
j

ny ‘

Figure 5: TMD number j attached to the floor number i

Ce _Ct] &)

0 o0 k —k
M. = [ = [ t] by = [—C, (e

0 m, E7 =k ke

The state-space model of the assembled system is calculated in the same way as before, including the
TMDs accelerations in the output vector. This model is used through the entire work to perform the
necessary optimizations and it is programmed inside the cost functions which provide the value of the
indicators for each set of TMDs properties.
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3. FREQUENCY DOMAIN APPROACH

In this section, only the most common indicator in the frequency domain is considered. It is the peak
of a FRF, also known as the H-infinity norm of the function. Regarding only the accelerances of the
system (FRFs in accelerations), four major combinations can be thought of: the maximum of a single
FRF in a limited range of frequencies around a natural frequency, maximum of every FRF in a limited
range around a natural frequency, maximum of a single FRF in a broader range of frequencies including
several natural frequencies and maximum of all the FRFs in the same broader range. In addition, when
more than one FRF is taken into consideration the sum of all maxima may be also computed and
minimized. All this leads to a great number of scenarios as the optimizations can be carried out also
for one or two TMDs. To simplify the task of managing the results, the cases to discuss will be named
after the number of FRFs considered (‘Si’ for a single, it" floor, and ‘A’ for both floors) and the range
of frequency considered (‘Lj’ for limited range around the j** natural frequency and ‘W’ for the whole
range), preceded by an ‘F’ (from Frequency domain).

As commented before, when the ranges of frequencies are limited they are established around a
natural frequency of the original structure. The range must include also all the double peaks caused by
the addition of the TMD. Because only a two degrees-of-freedom model is considered, only two limited
ranges will be taken into consideration: L1 with frequencies between 0.5 and 3 Hz and L2 between 3
and 6 Hz. When no limits are established for the range, maxima are searched all over the range from
0.5 to 6 Hz.

The case in which only one TMD is tuned to reduce the maximum of a FRF in a limited range of
frequencies is the problem solved by Den Hartog and Warburton [3][6], leading them to propose a set
of formulae for a one DOF undamped system. For the case of seismic excitation, formulas in Equation
6 may be applied, where f,,; is the ratio between the tuning frequency and the natural frequency of
the system, &, is the damping ratio and p is the mass ratio, the ratio between the TMD mass and the
structural modal mass”. Just for the sake of comparison, those formulas will be applied and, for results
management reasons, the next terminology will be used: ‘DHij’, where i means where the TMD is
placed and j which mode is to be reduced.

1 2=p _ 3u 2 6
f°pt_1+,u 2 Sope = 8(1+w [2—pu ©

4. PROPOSAL OF TIME DOMAIN APPROACH

The aim of this work is to present a set of indicators based on the time response of the structure with
TMDs. Two different types are proposed, each having different possibilities for calculating: the

* Here, the modal mass of a structure at a certain degree of freedom for a certain mode is the mass of the
equivalent one degree of freedom model whose response is the same than the one of the DOF of the structure
when both are subject to the same harmonic excitation at the natural frequency of the considered mode.
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maximum of the response acceleration (TM) and the area under its curve (TA). In brackets the acronym
for each case, starting both by T (for Time) and following the identifier: M for maximum or A for area.

4.1. Peak acceleration value

The philosophy of this indicator is the same than the frequency case: to minimize the peak response
but in the time domain after computing the corresponding responses through the state-space
formulation presented in Chapter 2. A notable reduction of the response is expected, especially around
the regions with a higher response, but, globally, it may not be minimal. Once again, the number of
different cases is high: it can be computed for a single response (‘S1’,’S2’) or for all of them (‘A’); in the
latter situation, the indicator may contain the maximum of all the maximum values of each floor (‘AM’)
or, alternatively, the sum of them all (‘AS’). And again, one or two TMDs can be sought to perform the
optimization. Equation 7 show the mathematical definition for each case.

TMSj = max(¥;) ; TMAM = max (m_ax(jc'j)) ;  TMAS = max Z max(¥;) (7
]
j

4.2. Area under the acceleration response curve

To perform a global minimization of the response, the area under the curve of the time history of the
response can be computed and minimized. Unlike in the previous situation, the maximum value of the
time response may not be minimal this time but rather the total amount of movement during the
whole simulation time. The indicator is named TA and, once again, it can be computed for a single floor
(‘S1’,’S2’) or the sum of them all (‘AS’).

T

TASj = f

0

i
¥(O)dt ; TAAS = Zfo ¥ (t)dt ®)
J

Once these four criteria (F, DH, TM, TA) are used to tune the TMDs, a bunch of solutions will be
obtained and to make some decisions their performance must be evaluated. For doing so, two
standard quality indicators are to be computed: the dissipated energy by the TMDs and the Maximum
Transient Vibration Value.

4.3. Dissipated energy

One of the main objectives of a TMD is to dissipate part of the energy which enters the structure. For
doing so, it must be properly tuned to make the energy enter the TMD and, during the exchange, a
part of it is evacuated. Its elastic parts (k;) help to redistribute the energy around the system, its mass
(m;) collect a part of this energy and, finally, the damping system (c,) dissipates the other part. One
way to evaluate the performance of a TMD can be to compute the amount of energy dissipated by its
damping parts using the Equation 9, where X; is the velocity of the TMD relative to the ground, x; is
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the velocity of the floor where the TMD is attached to (also relative to the ground) and T is the total
simulation time.

We; = f T 6 (%) - "‘i(t))z dt ¥

This equation shows that the indicator increases with the damping constant but it also depends on the
relative velocity between both TMD and its floor. So, if ¢, is too high the relative velocities may
experience a notable reduction and, thus, a reduction of the indicator (of the dissipated energy). It is
for this reason that it exists an optimum value for the damping constant.

This indicator is named WC and followed by a number indicating the number of the TMD to which it
refers in the considered scenario.

4.4. Maximum Transient Vibration Value

Finally, the Maximum Transient Vibration Value (MTVV) is also very interesting to compare the
performance of each solution. It is a standard indicator defined in the ISO 2631 in relation to the human
perception of vibration. It is calculated as the maximum of the RMS trend curve of a signal (here, the
response of the structure). The RMS trend curve is obtained, point by point, as the root mean square
(RMS) of a one second window of the acceleration response (Equation 10) and, for assuring a good
likeness with the original data, each window will be overlapped 50% (0,5 s). This result in a smooth
enough curve whose points are separated 0.5 s and whose maximum is the indicator sought. As an
example, Figure 6 shows an acceleration signal (grey) and its RMS trend curve (black) calculated as
explained above, together with its maximum: the MTVV.

Example of MTVV calculation

Acceleration (m/s?)

0 10 20 30 40 50 60
Time (s)

Figure 6: Example of RMS trend and MTVV calculation

MTVV = max
j

ti . ty] (10)
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This indicator is, of course, very close to the TM indicator and a great correlation between both is
expected to be found. However, the RMS calculation reduces enormously the peaks, making the signal
smoother, and if the original signal contains a narrow enough peak, it may disappear when calculating
the RMS trend. Nevertheless, and in general terms, low values of MTVV are expected when the TM
criteria will be used.

5. RESULTS

All the optimizations are computed using the general genetic algorithm included in Matlab (ga()
function) with each cost function of every case presented here programmed separately. For almost
every problem solved two situations have been thought of: the installation of one TMD (solutions
ended by ‘_1T’) or two TMDs (ended by ‘_2T’), except for Den Hartog ones, which only accepts the
addition of one TMD. In all cases, the variables to optimize are the same: masses, tuning frequencies,
tuning damping ratios and position of every TMD. It results in 4 variables per TMD. To have a better
quality and faster convergence some constraints are applied to the optimization problems: the sum of
the masses is limited to the 3% of the total mass of the structure; they must be, of course, strictly
positive; frequencies are bounded to 0.5 and 6 Hz; damping ratios must be comprised between 0 and
1; and finally, the position values must be the integers 1 or 2.

The following tables of solutions do not contain the whole set of solutions, but rather a representative
selection for discussion. In the case of frequency domain (Table 2), first one TMD is first optimized to
minimize the FRF of the 2" floor (S2) around first mode (L1) (FS2L1_1T) and another TMD for the
second mode (L2) on the 1% floor (S1) (FS1L2_1T). Both solutions are compared with those computed
using Den Hartog formula (DH12 and DH21). Then, two TMDs are put on the structure to minimize
simultaneously the first mode on the 2nd floor and the second mode on the 1st floor (FS2L1_S1L2_2T).
After that, two TMDs are obtained for minimizing the whole 2nd floor FRF (FS2W_2T) and another two
TMDs for reduce the first mode in all FRFs as much as possible (FAL1_2T). Finally, two TMDs are
obtained to minimize the maximum of all the FRFs in the whole range (FAWM_2T) and another two to
minimize the sum of all those maxima (FAWS_2T). For every case, both comparing indicators are
computed as well: the energy indicator for every TMD and the MTVV for both floors of the structure.

In the time domain, also a reduced set of solutions is shown. Firstly, one and two TMDs have been
sought to minimize the maximum of the 2nd floor’s response (TMS2_1T and TMS2_2T). In the case of
two TMDs, also the stroke' of the TMDs has been minimized because the optimization led to zero
damping and, consequently, very high strokes. After that, one and two TMDs are designed to reduce
the maximum of both responses (1st and 2nd floors simultaneously, TMAM_1T and TMAM_2T). The
sum of all of them is also minimized but only with two TMDs (TMAS_2T). Then, one and two TMDs are
considered to reduce the area under the curve response of the top floor (TAS2_1T and TAS2_2T) and
finally one and two TMDs have been put on the structure to reduce the total area of all responses
(TAAS_1T and TAAS_2T).

" The stroke is defined here as the relative displacement between a TMD and the floor to which it is attached.
For doing so, the corresponding data from the state vector are extracted during the optimization.
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Table 2: Solutions from optimizations in the frequency domain

Case |m;(kg) | f;(HD) | &%) | p; | Wg () | MTVY, (m/s?)
FS2L1_1T 0.119 1.79 14.63 2 2.51 8.08 ; 6.07
FS1L2_1T 0.119 4.21 13.04 1 0.31 3.97;12.64
DH12 0.119 4.15 13.55 1 0.87 5.39;13.44
DH21 0.119 1.75 15.01 2 2.50 8.10; 6.10
FS2L1_ 0.064 1.83 10.79 2 2.50

S1L2_2T 0.055 431 9.26 1 0.22 3.66;6.80
0.115 1.79 14.7 2 2.45

FS2W_2T 0.004 4.40 2.66 1 0.22 4.10;6.13
0.038 1.98 9.83 2 0.82

FRLLET 0.081 1.71 10.93 2 1.70 B2 2t
0.087 1.81 12.66 2 2.46

st 0.032 4.36 7.18 1. 0.21 e L
0.069 1.83 11.66 2 2.50

FAWSZT 0.050 4.32 8.67 1 0.22 298, 608

Table 3: Solutions from optimizations in the time domain

Case m; (kg) | f; (Hz) | & (%) pj W (J) | MTVV; (m/s?)

TMS2_1T 0.119 1.85 2.87 2 1.94 8.59:5.42
0.011 4.39 0.0 il 0.0

TMS2_2T 0.108 1.81 11.99 2 1.53 98 el

TMAM_1T 0.119 1.86 29.45 2 2175 7.5456.53
0.107 1.81 1.34 2 1:51

ThaAM 2T 0.012 4.40 0.07 1 0.07 2227597
0.105 1.80 2.02 2 0.19

TMAS_21 0.014 4.24 4.82 1 1.65 3.46;5.54

TAS2_1T 0.119 1.81 23.87 2 2.69 7.75;6.38
0.112 1.83 12.22 2 241

TAsz 2t 0.007 4.36 2.56 1 0.20 277805

TAAS_1T 0.119 2.08 47.42 2 2.78 7.01; 8.61
0.091 1.83 11.04 2 2.42

TAAS 2T 0.028 4.36 5.37 i1 0.21 2717633
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FAL1 2T. Floor 1 FAL1 2T. Floor 2

Amplitude
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Frequency (Hz) Frequency (Hz)
(a) (b)
Figure 7: FRFs of the FAL1_2T case. (a) floor 1; (b) floor 2
TAAS IT. Floor 1 TAAS IT. Floor 2
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Amplitude
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— — Without TMD

1 15 2 25 3 35 4 45 5 55 6 1 15 2 25 3 35 E 45 5 55 6
Frequency (Hz) Frequency (Hz)

(a) (b)

Figure 8: FRFs of the TAAS_1T case. (a) floor 1; (b) floor 2

By observing the whole set of solutions, it can be stated that all tuning frequencies are focused always
to one of the two natural frequencies of the structure, no matter what the objective to minimize was.
In fact, TMDs placed on the top floor have their natural frequency a little below 1.89 Hz and the others,
placed on the 1st floor have their frequency close to 4.41 Hz. The traditional approach of the problem
considered already this fact, but the time domain optimizations (in which the frequencies do not take
part explicitly) confirms the theory. There are only two exceptions. The first one is FAL1_2T case, which
has two TMDs placed on the 2nd floor and both tuned to the first mode, one of them over 1.89 Hz.
This is because of the Multi TMD effect: instead of resulting in a couple of peaks, this optimization
leads to three perfectly levelled maxima in the proximity of the first natural frequency (Figure 7). The
other exception is TAAS_1T, with the only TMD tuned at 2.08 Hz. (Figure 8) and with a very high
damping ratio (0.4742) that does not affect meaningfully.

For showing an example of time responses, TAAS_2T case is shown in Figure 9. Figure 9a and 9b show
(black line) the accelerations in the 1st and 2nd floor (respectively), compared with the response of
the building without TMDs (dotted line). Figure 9c shows the energy dissipated by both TMDs, a
function which grows monotonically and reaches an asymptote at the end of the simulation. This
maximum, the sum of them all for each cases, is approximately the amount of energy that arrives to
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the structure by its ground. Of course, the TMDs cannot dissipate more energy than that. Only a very
small (almost negligible) amount of energy is gone through the damping of the structure itself.

TAAS 2T. Floor 1

")

Acceleration (m

—— With TMD
Without TMD

Acceleration (m/s?)

TAAS 2T. Floor 2

—— With TMD
Without TMD

0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30
Time (s) Time (s)
(a\ ( )
TAAS 2T - Dissipated energy
25
TMD 1
2
)
815
g
g
=
£
I
A
05
TMD 2

5 10 15 20

25 30 35 40 45 50

Time (s)

(c)

Figure 9: Example for time responses in terms of acceleration (m/s?) and dissipation of energy (J)

6. CONCLUSIONS

According to frequency domain indicators, the solution for the FS2L1_S1L2_2T case is the one that
dissipates more (2.72 ]), together with FAWS_2T case, having both very similar tuning parameters
(mass, frequency and damping ratio). FS2W_2T case is the solution with less MTVV (6.13 m/s?). Note
that, in this case, although two TMDs are considered, a notable amount of mass is assigned to the one
whose tuning frequency is close to the structure’s first natural one.

FS1L2_1T and DH12 cases (TMD tuned to mode 2) are the worst, according not only to their low
dissipation of energy (less than 0.88]) but also to the high values for the MTVV (more than
12.6 m/s?). From this point of view, both indicators seem to be correlated. Also, almost the rest of
the “F” cases dissipate the same amount of energy (around 2.6 J) and the highest MTVV is around

6 m/s?.
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Regarding time domain indicators, TMAS_2T case is the one with less MTVV (5.54 m/s?) and,
unexpectedly, the case which dissipates the biggest amount of energy is TAAS_1T (2.78 ). However,
TMAS_2T evacuates only 1.89 ] and the highest MTVV is the corresponding to TAAS_1T solution
(8.61 m/s?), which is contradictory and shows that both indicators are not correlated.

For both families of indicators, Tables 2 and 3 show that many different optimizations lead to a similar
amount of dissipated energy (around 2.7 J). According to Figure 9c, where W; curves become
asymptotic when given enough time, this quantity seems to be the quantity of energy injected from
the ground to the structure during the earthquake. This result reveals that W ; indicator do not provide
information about performance since this quantity of energy is reached for a lot of cases and it should
be replaced by another value accounting not for the total dissipation during the whole simulation time
(60 s) but rather for the velocity of dissipation, changing the criteria to one where the more quickly
energy dissipates the better.

Finally, TMIAS_2T case is the one with less maximum MTVV (5.54 m/s?) so, for the El Centro loading,
it is the best solution, but it remains to be checked if it is also the best solution for other types of
seismic excitations. There are 9 cases (FS2L1_S1L2_2T, FS2W_2T, FAWM_2T, FAWS_2T, TMS2_2T,
TMAM_2T, TMAS_2T, TAS2_2T and TAAS_2T) where the maximum MTVV values are under 7.1 m/s?
and all of them require 2 TMDs, being the most massive one tuned to mode 1 and placed in the 2™
floor and the other tuned at mode 2 and placed in the 1* floor. This is a reasonable strategy, having in
mind that the 2nd floor has the maximum modal coordinate for mode 1, 0.7212 and the 1st floor the
maximum for mode 2, 0.6495.
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ABSTRACT

This paper shows the use of a simplified structural model for lightweight and lively footbridges for the
design of vibration damping systems. The lumped-mass model of the footbridge under study was
obtained experimentally by in-situ testing using the mid-span acceleration response to a single person
load and a method consisting on fitting that response to the initial part of the resonant build-up of a
lumped-mass model subjected to the same force. Passive and semi-active mass dampers were
designed based on different control strategies such as H.. optimization techniques or on-off
displacement based Ground-Hook control. The response of the footbridge model with and without
vibration damping systems was simulated using some of the pedestrian loading models proposed in
codes and footbridges design guidelines.

In all the cases, the use of these control systems improved noticeably the response of the footbridge
model subjected to pedestrian loading models. This study showed both, the usefulness of the build-up
technique as an affordable and fast method to obtain simple footbridges models, and the suitability of
vibration damping systems based on mass dampers to improve the dynamic behaviour of footbridges
subjected to pedestrian-induced vibrations.

Keywords: Footbridges, model identification, vibration, control, mass dampers.

1. INTRODUCTION AND OBJECTIVES

To assess human-induced response of footbridges and to design vibration damping systems such as
mass dampers, a reliable estimation of the structure modal parameters (frequency, damping, and
mass) is vital. Contrary to modal frequencies and damping, an accurate modal mass estimation
requires expensive and sometimes heavy equipment which makes to be often overlooked [1].

This paper shows the use of a simplified structural model for lightweight and lively footbridges for the
design of vibration damping systems. The SDOF lumped-mass model is obtained experimentally by in-
situ testing using the mid-span acceleration response to a single person dynamic load and a method
consisting on fitting that response to the initial part of the resonant build-up of a lumped-mass model
to that experimented by the footbridge.

! Centro Tecnoldgico CARTIF, Boecillo, Valladolid (SPAIN) carcas@cartif.es (Corresponding autor)

e TSIl, Universidad Politécnica de Madrid, Madrid (SPAIN). jfernandezm@etsii.upm.es

3ITAP, Ell, University of Valladolid, Valladolid (SPAIN). pereda@eii.uva.es, javier.castano@alumnos.uva.es
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The method makes use of a data-base of laboratory-recorded time series of various people bouncing
and jumping on a force plate to different frequencies. A reasonable assumption that the fundamental
characteristics of human induced forces change little between laboratory and field testing is assumed
taking into account that the early resonant build-up is relatively insensitive to the imperfect timing of
human jumping or bouncing [1]. To overcome this uncertainty an improved method based on the use
of wireless inertial measurement units for force and response measurements was recently presented
[2] with good results.

The recorded forces are used as excitation inputs of the SDOF lumped-mass model. The frequency,
damping and mass values of the model are changed so that the initial part of the resonant build-up of
the model fits to that experimented by the footbridge when the same force is applied.

Indisputably this is not the most accurate mass estimation method compared with traditional ones
like Modal Testing where in-situ measurement of excitation forces applied via an instrument hammer,
drop-weight or a shaker is required. However these devices have practical limitations as careful
adjustment of signal to noise ratio (Hammer), portability (drop-weight and shakers) or great
investment (shakers) [2].

Using this Build-up method in collaboration with the damping estimation by logarithm decrement
method or fitting to an exponential decay curve, a good estimation of the modal parameters
(frequency, damping and mass) of the studied mode is obtained. These values are enough to assess
and quantify the serviceability of a structure with or without vibration damping system.

Once the SDOF model was estimated, passive and semi-active mass dampers were designed based on
different control strategies such as H.. optimization techniques or on-off displacement based Ground-
Hook control. The response of the footbridge model with and without vibration damping systems was
simulated using some of the pedestrian loading models proposed in codes and footbridges design
guidelines.

Figure 1. “Isla dos aguas” Footbridge in Palencia (Spain).
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The identification model method was employed in a real structure. The footbridge under study is sited
in Palencia (Spain) and is known both as “Isla dos aguas” Footbridge, as well as “San Miguel”
Footbridge, named after its vicinity to the San Miguel Church. This underslung truss footbridge is
composed of only one 52 meter steel span with a wooden deck and two steel handrails (Figure 1).
The structure develops noticeable vibrations when a single or a group of runners are crossing the
footbridge.

2. FOOTBRIDGE MODEL IDENTIFICATION

Preliminary time domain and spectral analysis showed a linear behaviour of the studied footbridge
with well separated modes. The first vertical bending modes of the structure were identified around
2.6 Hz, 6.9 Hz and 11.8 Hz respectively. In the Figure 2, the FFTs of the footbridge for 156 and 207
strides per minute running tests at mid span and quarter span respectively are shown. The spectres
showed how the two first vertical modes were in resonance when running at those frequencies or its

multiples.
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Figure 2. FFTs of the footbridge mid span and quarter span acceleration records when running at 156 and 207
strides per minute respectively.

Commonly, the adopted mean value for running and jumping is 2.5 Hz, being the normal running
frequencies in the [2.2 — 2.7] Hz interval [3]. Therefore, the 1° vertical bending mode (2.6 Hz) is
without doubt the easiest mode to be excited and the identified SDOF lumped-mass model of the
footbridge was reduced to this one.

Previously to the field tests, the input forces were recorded at the laboratory by means of a force
plate and a metronome. Two groups of force recordings performed by an 85 Kg person and a 100 Kg

person were done at different rates including 2.6 Hz. From now on these people are named Tester A
and Tester B respectively.

In the field tests, a 4 channel data logger, a laptop, a metronome and a 1V/g piezoelectric
accelerometer were used to register the mid-span acceleration response of the structure subjected to
bouncing and jumping human loads.
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Figure 3. Field tests: Experiment set-up and footbridge excitation by human bouncing (Tester B).

In Figure 4, the acceleration records at mid-span when both testers performed bouncing tests at 2.6
Hz are shown. The signal parts in magenta corresponding to the free decaying oscillations of the
acceleration signal were used to identify the damping values of the excited mode.

Tester A (100kg) Tester B (85kg)

)
]
|
|

R
[

aoceleratlon(m/sz)
o
]
|
|
aoceleratlon(m/sz)

Figure 4. Portions of the acceleration signals used for damping estimation.

Damping values were identified by curve fitting. The general equation for an exponentially damped
sinusoid with damper ratio lower than one may be represented by:

y = Axe M (sin(wy * t + ¢)) (1)
Where A is the initial amplitude of the envelope, A is the decay constant, w4 the angular frequency
and ¢ the phase angle at t=0.
The decay rate A and damping ratio & are related with the next expression:
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§=Yw (2)
In order to identify the damping ratios, exponential decay curves were adjusted to the acceleration
positive peaks. In Figure 5, one of the portions of acceleration signals depicted in the Figure 4 beside
the fitted exponential curve are shown.

signal

Aoceleration(m/sz)
o

time(s)
Figure 5. Damping identification by fitting to an exponential decay curve.

Aiming to see how the damping and frequency values depend on the magnitude of the acceleration,
moving signal portions of 15 consecutive positive peaks were used to characterize the trend of
damping and frequency values. In Figure 6 the results obtained with the signal depicted in the
previous figure are shown.

Damping ratio Frequency
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Figure 6. Identified damping and frequency values using a moving calculation with data sets of 15 positive peaks
of the acceleration records.

The pictures shows a decreasing trend of the damping value as the magnitude of the acceleration
decreases, being the opposite trend for the frequency where the values increase slightly as
acceleration decreases. This behavior has been presented in all tests and agrees with results obtained
in the bibliography [4].
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The numerical values obtained after processing the 8 highlighted decreasing parts of the signals in the
Figure 4 (5 performed by the Tester A and 3 by the Tester B) are shown in the Table 1. In the table
the values of the frequency and damping obtained after processing the whole signal, beside the

interval of values after processing 15 consecutive positive peaks and the level of acceleration in these
intervals are shown.

Table 1. Damping and frequency values

. Tester A (100kg) Tester B (85kg)
Magnitude

Test 1 Test 2 Test 3 Test 4 Test5 Test 1 Test 2 Test 3

Damping (%) 0.476 0.521 0.410 0.491 0.444 0.459 0.482 0.504
Damping Interval [0.347, [0.480, [0.341, [0.435, [0.346, [0.343, [0.417, [0.412,
(%) 0.551]  0.556]  0.460]  0.564]  0.495] | 0.495]  0.521]  0.589]
Frequency (Hz) 2.613 2.607 2.618 2.665 2.656 2.618 2.615 2.623
Frequency Interval [2.604, [2.604, [2.609, [2.604, [2.613, [2.607, [2.609, [2.595,
(Hz) 2.622]  2.613]  2.622]  2.622]  2.627] | 2.622]  2.622]  2.646]
Acceleration (m/sz) [0.127, [0.755, [0.118, [0.372, [0.245, [0.111, [0.486, [0.161,
2.313]  2317]  0.823]  2274]  2.136] | 1.942]  2.845]  3.547]

Taking into account the table values, the damping value of the footbridge when oscillating at around
2.6 Hz is in the [0.4 - 0.5]% interval.

In Figure 7, the portions of the acceleration signal used for the build-up identification method are
highlighted in magenta. Three of these portions were performed by the Tester A and three more by
the Tester B. How the Tester A performs more homogeneous loads is observed in the figures. This

emphasizes the necessity of perform several tests by experienced testers so that reliable results are
obtained.

Tester A (100Kg) Tester B (85Kg)

acx:eleration(m/s2)
acceleration(m/sz)

Figure 7. Portions of the acceleration signals used in the build up method.

Figure 8 shows the results obtained with the curve fitting process for one of the acceleration signal
portions. The upper-left graph shows in red the portion of the recorded force signal used in the
identification process. The footbridge acceleration record and the selected peaks used in the fitting
process are depicted in the upper-right graph. Finally, the lower graph shows, both, real acceleration

36 CMMoST 2017

396



9. Anexo 3: Congresos

Carlos M. Casado’, Javier Fernandez®, José Pereda’, José M. Soria® and Javier Castafio®

and simulated one once the SDOD lumped-mass model is fitted. Mathematics related to this method
was presented by Brownjhon[1].

Acceleration record

2

Acceleration(m/s’)
o N

Force(N)

'
N

T T
——— Recorded accel.

|

Figure 8. Example of fitting process using the build-up method.
The identification results after processing the six signals are collected in Table 2.

Table 2. Fitted modal parameters using the Build-up method.

. Tester A (100 Kg) Tester B (85kg)
Magninde Test 1 Test 2 Test 3 Test 1 Test 2 Test 3
Mass (Kg) 18200 15700 16900 13700 16600 14700
Damping (%) 0.45 0.50 0.50 0.40 0.4 0.4
Frequency (Hz) 2.6 2.605 2.605 2.645 2.6 2.6

The table show how the estimated parameters are around 17000+1000 Kg, 0.45% and 2.605 Hz

attending to the tests performed by the Tester A, and 15000+1000 Kg, 0.4% and 2.6 Hz by the Tester
B.

There is an important grade of uncertainty of the footbridge modal mass value (13700 to 18200Kg),
nevertheless an average value is enough to evaluate how heavy the mass dampers should be in order
to fulfil the maximum acceleration levels proposed in the standards.

From now on, the parameters of the SDOF lumped mass model of the footbridge for the main mode
are set to 16000 kg, 0.45% and 2.61 Hz. These values were used to design passive and semi-active

mass dampers.

Before showing the process to optimize the mass dampers and the simulation results obtained with
these ones, a review of some regulations and footbridge design guides is shown.
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3. REGULATIONS AND FOOTBRIDGE DESIGN GUIDES

In order to evaluate the comfortability of the footbridge after attaching both passive and semi-active
mass dampers, the simulated acceleration response is assessed according to different standards and
footbridge design guidelines. In general, the standards (1) recommend that the structures avoid
ranges of natural frequencies matching normal walking paces and (2) set acceleration comfort limits
which depend on the vibration frequency.

A summary of both, frequencies ranges to be avoided and acceleration limits proposed in the codes
are summarized in footbridge design guidelines like Fib [3] or Setra [5], and vibration serviceability
studies of footbridges like [6].

In the case of the “Isla dos aguas” footbridge, the vertical bending mode of 2.6 Hz is considered to be
under study for resonance risk by the Eurocode 5 (ENV 1995-2) [7].

Once a footbridge is considered to be under study, next step consists on assessing if the response of
the footbridge under human loads is under the serviceability acceleration limits. Most codes do not
propose any type of load models, suggesting that is up to the designer and structure owner the
definition of these loads. Fortunately, there are load models proposed in footbridge design guidelines
like Setra and Fib and standards like I1SO 10137 [8].

Setra guideline [5] proposes that the vertical component of the load can be approached by a simple
sequence of semi-sinusoids, represented using the following expression:

Fo - Go+;Gi sin 27if if = DT <t <G -1pT

0 if G=1/Tm <t<jTy

Where Gy is the pedestrian weight, G; = 1.6Gy, G, = 0.7Gy, G3 = 0.2G, f,, the stride rate, T, the
period (T, = 1/f},) and j the step number (j = 1,2, etc.).

In the case of the ISO 10137 [8], the vertical load model proposed for one pedestrian is defined by:

k
FO=wW|[1+ Z (s7% sin(27mfpt + (pn) (4)

n=1

where W is the pedestrian weight, «,, is a numerical coefficient corresponding to the nth harmonic,
@, is the phase angle of the nth harmonic, f} is the frequency component of repetitive loading and k
is the number of harmonics that characterize the forcing function in the frequency range of interest.
For a running pedestrian the a,, coefficientsare ay = 1.4, a, = 0.4y oz = 0.1.
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The load models for a 100 kg person using ISO 10137 and Setra guideline are shown in blue in Figure
9. In both load models, the force oscillates between two maximum values while the pedestrian is
walking/running across the footbridge. Taking into account the results in [4] where the overestimation
of the acceleration responses obtained with these load models compared to the real ones was
proved, the load models applied in the simulations of the next sections were weighted taking into
account the current position of the pedestrian along the footbridge and the excited mode. Therefore
the force loads were weighted by the modal shape of the excited mode (2.6Hz). Because no modal
analysis of the “Isla dos aguas” footbridge was done and the modal shapes were not identified, a
parabola was used as the modal shape keeping in mind that is very similar to the modal shape of the
first vertical bending mode of a hinged-hinged beam. The figure shows in red the weighted force
models. The excitation time around 15 seconds, corresponds to the time taken for a person running at
2.6 strides per second to cross over the 52 meter footbridge.

1ISO10137: 1 pedestrian load model SETRA: 1 pedestrian load model
3000 - - R Not weighted |] 3000 o= Not weighted
1 I Weighted { ] Weighted
T T
2000 f} H} ’ : 2000 | . l ;
= ‘ : = i
5 1000 li : § 1000 il
0 ( l ‘ 0
-1000 I I L L -1000 L
0 5 10 15 20 25 0 5

Figure 9. 100kg pedestrian load models using ISO137 and SETRA.

In Figure 10 the relation between the velocity of the runner and its stride frequency is shown
attending the fib guideline [3] and the study performed by Nummela [9] after analysing the data of 25
endurance athletes with eight different speeds. The figure shows noticeable differences in the range
from 3.5 to 5 Hz between the two curves, but not in the range between 2 to 3 Hz which is the range in
what we are interested.

10

I
Nummela, 2007 <
8|l — FIB Bulletin N°32, 2005 =~~~

Runner speed (m/s)

1 2 3 4 5
Stride frequency (steps/s)

Figure 10. Runner speed and stride frequency relation.

The relations obtained from fib and Nummela data by curve fitting were respectively:

s =0582%f*—7578%f3+353xf2—66.82* f +45.12 (5)

(MMoST 2017 39

399



Carlos M. Casado

Design of vibration damping systems using simplified models for lightweight footbridges
Fourth International Conference on Mechanical Models in Structural Engineering
Madrid (Spain). 29 nov-01 dec 2017.

s=—0875%f2+9.16% f — 14.23 (6)

Where s is the runner stride frequency in steps/s and s the runner speed in m/s second. The velocities
obtained for a frequency of 2.6 strides per seconds were 3.43 m/s (Fib) and 3.67 m/s (Nummela).

4. MASS DAMPERS CALCULATION

In this section both passive and semi-active mass damper calculation and the simulation results using
the ISO 10137 weighted load model depicted in Figure 9 are shown.

4.1. Passive Mass Dampers

A passive mass damper, commonly known as tuned mass damper (TMD) is a well proven mechanism
to increase the damping of structures prone to vibrations. A TMD is basically a secondary mass
attached to the structure by means of springs and oil dampers. Once the TMD is optimal tuned to a
specific mode of the structure, usually the main one, the damping in that mode is noticeably
increased. These devices have been widely studied in the last century since Frahm proposed this
concept in 1909 to reduce rolling motions of ships. The first analytical tuned methods, unlike the most
numerical methods, do not take into account the damping of the structure.

Some of these analytical methods like Den Hartog [10], Warburton[11] and Connor[12], numerical
methods like Tsai and Lin [13] and Poncela et al. [14] based on curve fitting and H-infinity controllers
respectively and others shown in SAMCO Guideline [15] have been used to calculate the TMD
parameters for the “Isla dos aguas” footbridge.

TMD SAMCO Hnf w/o damp 500 Kg TMD
-40 T T - -40 ; ™
! ‘ wio TMD ; g’° TMD : |
-45 i T ——— 200 Kg TMD { -45 onnay; § +
[ 1 500 Kg TMD —Dentheg \ !
-50 1 - T | SAMCO H2 wo damp !

50 SAMCO Hinf wo damp

Tsai Lin
Warburton with damp
Warburton w/o damp

-55

-60

frecuencia(Hz)
db

frecuencia(Hz)

Figure 11. Examples of the FRFs of the footbridge with and without TMD.

The use of H-infinity methods in the TMD tuning should be more robust to disturbances and
uncertainties in the model, anyway the TMD parameters obtained with all these tuning methods are
very similar as it can be concluded from the right hand of Figure 11, where the frequency response
functions (FRF) of the SDOF lumped-mass model of the “Isla dos aguas” footbridge without and with a
500 kg TMD tuned by the mentioned methods are shown. In the left hand of the figure, the
improvement of the damping obtained in the mode as the TMD mass is increased from 200 kg to 500
kg is depicted.
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In Table 3, the parameters of TMDs from 200 to 300 kg using Den Hartog and Poncela tuning methods

are shown.

Table 3. TMD parameters using Den Hartog and Poncela tuning methods.

. TMD Mass (Kg)

M tud
SR 200 220 240 260 280 300

Stiffness (N/m) Den Hartog 52065 57130 62171 67186 72176 77142
Stiffness (N/m) Poncela 51632 56629 61592 66510 71384 76232
Damping (N*s/m) Den Hartog 425.7 488.7 554.1 621.7 691.4 763.0
Damping (N*s/m) Poncela 458.5 537.2 628.2 702.2 752.8 832.2

The acceleration peaks beside some of the defined acceleration comfort limits for a 2.6Hz frequency
are depicted in Figure 12. Checking the graph and taking into account the maximum acceleration
peak, a TMD of at least 440 kg is necessary to fulfil the Eurocodes.

AISC Guide 11
— - Eurocode1

DIN-Fach.102
= — VDI2057
SBA

—— BS5400

o
©

acceleration (m/sz)
o
(2}

o
n

S —— ONT83
" S®a. ENV 1995-2

0.2

200 300 400 500
TMD mass (Kg)

Figure 12. Maximum acceleration peaks obtained with a 200 to 500 kg TMD optimized using Den Hartog
method.

4.2. Semi-active Mass Dampers

The semi-active TMD (SATMD) proposed in this study is based on the use of magneto-rheological
dampers. The idea is to replace the hydraulic dampers of a passive TMD by magneto-rheological ones.
In this case, the damping of the dampers, unlike the hydraulic ones, is variable in an interval.

For the control strategy, the solution proposed by Koo [16] is used. Koo suggests a groundhook
control scheme and four strategies: (1) Velocity-based, on-off groundhook control (On-off VBG), (2)
Velocity-based, continuous groundhook control (Continuous VBG), (3) Displacement-based, on-off
groundhook control (On-off DBG) and (4) Displacement-based, continuous groundhook control
(Continuous DBG).
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The On-off DBG strategy gave good results in previous studies [17], so this one was used in this study.
This strategy consists on the use of two damping values (con, Coff) to adjust the MR damper depending

on the value obtained in the next expressions:

X1 * V12 2 0 Coontrottable =

2 s ) <0 Ccontrollable

(7)

Where x; is the absolute vertical displacement of the span and vy, is the relative velocity of the semi-

active TMD

In the Figure 13, the FRFs obtained with the structure without damping devices, with a passive TMD
and with the semiactive TMD based on an On-Off DBG control strategy is shown.

30

Bf--------- :

Gain

wlo TMD

T
]
| T™D
Lol

|

— SATMD: ON-OFF DBG H

Frequency (Hz)

Gain

30

25

wio TMD
‘ ™D
F- |- [ saTvD on-oFF DBG ||

Frequency (Hz)

Figure 13. FRFs of the footbridge without mass dampers and with a 200 and 300 Kg TMD and SATMD

In Table 4, the parameters of SATMDs from 200 to 300 kg using the On-off DBG strategy proposed by

Koo are shown.

Table 4. SATMD parameters using On-off DBG strategy.

Magnitude SATMD Mass (Kg)

200 220 240 260 280 300
Stiffness (N/m) 51704 56928 62171 67182 72177 77276
Damping On (N*s/m) 1872.8 1657.5 2558 2763.5 3015.4 6433
Damping Off (N*s/m) 101.8 243.4 99.8 90.3 98.9 108.6

In Figure 14, the temporary responses of the footbridge without and with a 300 kg TMD and a 300 Kg
SATMD are shown. The graph shows the suitability of vibration damping systems based on mass

dampers to improve the dynamic behaviour of footbridges subjected to pedestrian-induced

vibrations.
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Figure 14. Simulation of the footbridge without mass damper and with a 300 kg TMD and SATMD.

In Figure 15, the acceleration peaks obtained with passive mass dampers and showed in Figure 12
are compared with the ones obtained with semi-active mass dampers of same weight. The picture
shows how a SATMD lower than 200 kg is necessary to fulfil the Eurocode 5 (ENV 1995-2).

1:2
-~~~ AISC Guide 11
— - Eurocodet
1 | | = DIN-Fach.102
— VDI2057
;\S\S\S\S = S BA
08 ks —— BS5400
&G e - — ONT83
‘E’ S~ S N ENV 1995-2
-% 0.6 —&— TMD
% ;\ —&— SATMD
g 0.4f
8
N{\f B
02 T S eeds
0
200 300 400 500
TMD mass (Kg)

Figure 15. Maximum acceleration peaks obtained for a 200 to 500 kg TMD and SATMD.
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5. CONCLUSIONS

The paper shows the use of an affordable method (Build-up method) to obtain a SDOF lumped-mass
model of lightweight and lively footbridges. The method was used to identify a simple model of the
“Isla dos aguas” footbridge and consists on fitting the initial part of the resonant build-up of a SDOF
lumped-mass model to the one experienced by the real footbridge when both are subjected to the
same force load. Although the results showed a noticeable uncertainty in the mass parameter
identification, the use of the average value could be enough to do initial vibration serviceability
studies or evaluate how heavy the mass dampers should be in order to fulfil the maximum
acceleration levels proposed in the standards.

Both, passive and semi-active mass dampers where calculated using methods proposed in the
bibliography. After simulating the footbridge model with the calculated mass dampers and the
weighted load model proposed in ISO 10137, a semi-active mass damper lower than 200 kg or a
passive mass damper of at least 440 Kg are necessary to attach in the mid-span of the “Isla dos aguas”
footbridge in order to fulfil the Eurocode 5 (ENV 1995-2) when a 100 kg person is running at the
resonance frequency across the footbridge.

The simulations show the usefulness of the build-up method as an affordable and fast technique to
obtain simple footbridges models and the suitability of vibration damping systems based on mass
dampers to improve the dynamic behaviour of footbridges subjected to pedestrian-induced
vibrations.
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Abstract.

This paper presents a comparative study including the theoretical modelling and the practical
mplementation of two types of well-known devices for structural vibration control. Firstly, a
lab scale model for a two-storey building 15 dynamically identified. Then, a tuned mass damper
(TMD) and an active mass damper (AMD) are described, modelled and assembled in the upper
floor, both of them with similar effective mass. After coupling the dynamic equations, the
experimental results are compared with the numerical ones and their performance 1s discussed.

For modelling purposes, an experimental comparison and the corresponding computational
simulation 1s carried out. Resulting assembled systems will undergo the same loading,
consisting on an imitial condition away from the equilibrium position and then released. The
performance of each device 1s evaluated i terms of the time free oscillations take to return to
rest (with accelerations within a 10% and a 5% band with regard to therr maximum value). This
1s a relevant loading case from which interesting engineering conclusions can be drawn about
not only the practical implementation of each proposed mutigation device but also about the
computing and simulation capabilities.
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1 INTRODUCTION

Several engmeering structures can exhibit vibration problems that need to be mitigated. For
vibrations under, let’s say, 10 Hz (typical in slender buildings and civil structures) the problem
can be addressed using passive or active approaches [1]. Assuming that the structure cannot be
stiffened (nor additional supports neither bracings) the only solution is to inertially act on it.
Among the possible inertial systems, TMDs (funed mass dampers) or AMDs (active mass
dampers) are standard mutigation devices. The TMDs are passive systems consisting of a
moving mass linked to a mounting frame by guides, springs and dampers. The AMDs are
actuators capable of accelerating a heavy block according to the corresponding signals from a
microcontroller, which depend on some mput records (usually via accelerometers).

Although 1t 15 much more commeon (and affordable) to equip large structures with TMDs, it
1s not uncommon to find AMD in high-rising buildings, communication towers or large-scale
bridge towers for reducing wind-induced vibration or earthquake-induced wibration [1,2].
Usually AMD control exhibit superior performance but, depending on the type of loading and
considering engineering issues such as manufacturing cost, power consumption, operating
threshold or maintenance cost, passive systems [3,4.5] are often the chosen option.

2 MODEL DESCRIPTION

In order to illustrate and compare the effects of both mitigation devices, a specific benchmark
structure (distributed by Quanser® [6] and presented in several papers [2, 7, 8, 9, 10]) is going
to be studied. As it can be seen in Figure 1a, it 1s a building model consisting of two thick plates
(or floors, letters A, B) and several slender plates joinmg them (or columns, C, D). The TMD
and AMD mounting frames are attached on the top floor (E, F respectively). The AMD moving
mass (G) 1s removed when the TMD device 1s under study and, complementary, the TMD
moving mass (H) 1s removed when only the AMD effect 1s the one to be considered. The
shaking table (I) 1s not used mn this work.

Although more information will be presented later, it 1s convenient to anticipate some data:
the first mode 1s at 1.57 Hz, having a modal mass of 3 kg and 0.5% of modal damping ratio.
Both TMD and AMD devices will be installed on the upper floor with a moving mass of 22%
of the modal mass. TMD will be tuned to mitigate this first mode of vibration. As it is known,
the performance of both systems depends on the moving mass invelved. Nevertheless, TMD
and AMD also require some fixed mass (mounting frame, supports, etc.) affecting the modal
parameters of the structure. To eliminate the influence of these fixed masses, some additional
mass will be added to the model so the structure will have the same dynamic properties when
the moving mass of the mifigation devices 1s removed. Also, friction on both devices can be
neglected as mechanical parts (rotational bearings, linear ball guides, etc.) are high quality ones.

The physical model can be represented by the conceptual discrete model shown in Figure
1b, where all the building mass is concentrated on the first and second floors. Both floors are
joint together and to the ground through two plates which restrain the movement to one vertical
plane and provide stiffness and structural damping. The corresponding equations of motion,
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considering the two degrees of freedom shown m Figure 1b, are shown in Eq. 1. There, m; and
m, are the masses of each floor, k, and k, are the equivalent stiffness values of both plates and
c; and ¢ their corresponding equivalent viscous damping coefficients. F; represents a force
applied on the second floor. Forces applied on the first floor do not appear in this study.

my¥; + (6 + )k — ey + (kg + ko)xy —kax. =0 (1)

myi, — X, + o i, —kyx; +kox, =F,

A s
—* F,

k, |

| ¢ |

(b)
Figure 1: Real (a) and conceptual (b) building model

Bearing in mind control strategies, these equations are transformed into the equivalent state
space model (Eq. 2). Considering as mput u = F, the state vector containing both
displacements and velocities (xy = [x; x5 %1 %3]F) and establishing as outputs the accelerations
of both floors (yg = [¥; ¥,]), the state space matrices Ay, By, €y and Dy in Eq. 3 are obtained.

{j-'u = ApXy + Byitg (2)
Yo = CoXo + Dyliy

A modal test has been performed in order to estimate the physical and modal properties of
the model Using an impact hammer, a measured force 1s applied on the second floor. The
accelerations ¥; and ¥, are registered and correlated with the input force. In this way, two
Frequency Response Funections (FRFs) are calculated usimg the H,, estimator and the two degree
of freedom mathematical model 1s fit to them For doing so, a routine has been scripted in

411



Carlos M. Casado

A Magdaleno, C. Casado, J.M. Soria, E. Pereira, LM. Diaz and A Lorenzana.

Matlab to mininuze the squared error between both real and imaginary parts of the two FRFs.
The built-in finincon() function has been chosen as the solver. Results can be shown in Figure
2, comparimg both the fitted FRFs and the tune response of the building and the model subjected
to the same imitial conditions.

0 0 1 0 )
0 0 0 1 r 0 7
by, +ky ks e, e, o 0
Ao = m, m, m, m, B =| ¢
k2 _ k2 €2 _ L2 _l,l’lm:_
m, M m, Ma
rok, +k, k. ot Cn
— my my My my _ [ 0]
Co= k; k; L2 €z Do = _11!.1'?13_
ms, m, my m,J

Flair 2

e lorstios

Adnjitiiabe: (i )#

(a) (b)
Figure 2: Frequency (a) and time (b) simulations of the bare building model

Table 1: Physical and modal properties of the model

Floor 1/ Mode I Floor 2/ Mode 2

=5 Mass (m;) 1.89 kg 237 kg
U g :
2 z; Stiffness (k;) 491 N/m 662 MN/m
~ B2 Damping (c;) 0.651 Ns/m = 0.00 Ns/m
“ Frequency (f;) 157 Hz 4 56 Hz
= s " -
E g Damping ratio ({}) 0.5 % 04 %
G
& Modal mass (#i;) 3.04 kg 267 kg
4
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Finally, Table 1 summarizes the estimated physical and modal properties of the model. It
must be noted that, with comparative aims, the mounting rigid frames of both mitigation devices
and the different wires are considered as part of the structure and were present during all the
tests carried out for this work.

3 VIBRATION MITIGATION DEVICES: TMD AND AMD

In this section both mitigation devices are described physically and mathematically. In both
cases, the conceptual model, together with 1ts mathematical model, 1s presented. Also, the FRFs
and the response of the structure and the model subjected to the same imitial conditions are
depicted with and without the control device for comparison purposes.

3.1 TMD

The Tuned Mass Damper is composed by a moving mass joint to a pomt of the structure and
contains an element sought to dissipate part of the energy the TMD receives. In this case, the
device has been conceived as a pendulum (see Figure 1a, letter H), with no elastic members, so
the restitution force is its own weight. For small amplitude displacements, the system can be
linearized and an equivalent stiffness as well as a natural frequency and a modal damping ratio
can be calculated. The damping 1s induced through a permanent magnet moving in front of a
copper plate. The relative wvelocity between them induces magnetic forces and energy
dissipation that oppose the movement, resulting in a simple system that can be modelled just
like a viscous damping device [11]. The equation of motion of the resulting Single Degree of
Freedom is shown in Eq. 4, where w, is the natural frequency of the pendulum (in rad/s) and
15 its modal damping ratio. x, represents its horizontal displacement (relative to the attachment
point) and ¥ is the acceleration of the second floor, where it is installed.

Xy + 20w %, + wix, = —X, 4

The linking force F; between the TMD and the second floor can be calculated as stated
Eq. 5 (where m, accounts for the device moving mass), and this, together with Eq. 4, can be
combined in a state space model whose state vector is x = [x; %,]", the input is u = ¥, and the
output 1s the force, y = F; resulting in the state space matrices shown in Eq. 6.

F, = m (&, + %) = —m (2800 + wix,) (&)

0 1 0 o _
A= —w? _Z{tﬂ-‘r] B, = [_1] C=[-mwi —2mew] D=0 (6)

The properties of the TMD have been measured separately, resulting in a total moving mass
of 0.66 kg with a natural frequency of 1.41 Hz and an equivalent modal damping ratio of 16%.
Using these values and closing the loop as shown in Figure 3, a coupled model 1s bult. This
task 15 easily performed with Matlab thanks to its built-in feedback() function. In Figure 4a, the
measured FRFs of the closed loop model are compared with the simulated ones and with the
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original model (without any control device). This comparison 1s also done in the time domain
(Figure 4b), comparing the responses of the three models subjected to the same nitial
conditions (0.011 m for the first floor and 0.019 m for the second one).

ay

> ) Strvcture a,

Ei T™MD

Figure 3: Feedback model of the structure with the TMD

u § & T y 1 F i a ] M
Ha Tinmw (&)

(a) (&)
Figure 4: Frequency (a) and time (b) simulations of building model with the TMD

3.2 AMD

The Active Mass Damper system, from Quanser® [6], 1s composed by a linear actuator
moving a 0.66 kg cart connected to a board which, in real-time conditions, measures two
accelerometers, gives a voltage command to the actuator amplifier and measures its encoder to
retrieve its relative position. The board 1s connected to a computer and the whole system is
driven by Windows Real Time and a proprietary software named WinCon [6]. As the core of
this technology, the selection of the best control algorithm is challenging. Although there are
other alternatives [6] the traditional pole location control algorithm originally implemented by
Quanser® 1s used.

The goal now 1s to command the linear actuator so the cart induces movements capable to
mutigate the building vibrations. For this, the acceleration of both floors is measured in real-
time and, by means of an observer, the state of the system is estimated. Finally, this state is fed
back mto the structure (which now contains the linear actuator) multiplied by a certamn gain
matrix. The closed loop system (Figure 3) should now have improved damping characteristics.

The actuator 1s composed by a guided moving mass, whose driving force 1s applied through
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a DC motor, a planetary gearbox and a rack pinion mechanism to transform the rotary
movement into linear displacement. The behavior of the whole system 1s expressed in terms of
the properties of all these elements and the resulting driving force is shown in Eq. 7, where a
and § are calculated from the electrical and mechanical parts of the cart, giving the values of
7.72 Ns/m and 1.72 N/V respectively. The driving force of the actuator has the same value than
the force it produces on the second floor of the building, but in the opposite sense. In this way,
the equation of motion associated to the second floor 1s modified as stated in Eq. 8 and a new

equation of motion, Eq. 9, is added to the whole system to take into account the dynamics of
the cart.

Fo= BV —a (%, — %) 4
Mai, + (0o + @), — Xy, —aX, + koxo — Koxy, = Fo — (U, (8)
mcjic + (Eeq + a}(ic - 1’:) = J‘S]Vm (9)

To include the cart dynamies on the structure description, a new state space model must be
built. The new inputs are the motor voltage and the external force applied to the second floor
(u = [, F5]%) The state vector is x = [x_ x, x, %, %; %,]* and the output signals are the three
monitored magnitudes: y = [x, ¥; ¥,]°, since the position of the cart can be registered thanks
to its encoder. Such a model produces the state space matrices shown in Eq. 10.

0 0 0 1 0 0 . _ (10)
0 0 0 0 1 0 0 0
0 0 0 0 0 1 o 0
0 0 0 _Ce +a 0 Ceqta g 0
A= me me B.=|— 0
) itk ks 0 _ate o o
my ny ny my B 1
0 ka Ko o [ .+ o m
mg my m. m me : :
1 0 0 0 0 0
0 ky+ky ks 0 o te [ g g
Cc = my my my my Dc = ﬁ 1
0 ks ky a €a ot -
m, m, M, N, Mo =0

Note that matrices B, and D, contain two columns, the first being associated with 1}, and the
second to F,. The next goal is to estimate a feedback gain matrix K so as the closed loop system
satisfies some requirements. The input voltage is calculated just like V, = —Kx,., so the state
equations are modified as shown in Eq. 11. The modal properties of the closed-loop system are

the eigenvalues and eigenvectors of the state matrix [A. — B.yK], where By is the column
from B, associated to the input V.
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X, = Acx, + [Bey Boglu = (A, — BoywK)x, + B.zF. (11)

One way to calculate the matrix K is by placing the eigenvalues of the closed-loop state
matrix (A, — B.yK) in some appropriate values in order to satisfy the following conditions. In
this case, the desired closed-loop eigenvalues are shown in Eq. 12. They limut the settling time
of the free decay response to 1.5 s when initial conditions of 10 mm are applied to each floor
[6]. In this sense, and using the place() function of Matlab, the matrix K is calculated and
shown in Eq. 13.

CP=[-53+59j —53-59j —42+219j —42-219j —-137+84j —-137-84j] (12)

K=[51.74 1593 -500.1 4.930 30.60 —25.42] (13)

This closed loop system cannot be implemented yet, since the state of the system 1s not
directly measurable. For overcoming this 1ssue, an observer must be used. This observer will
estimate the state of the system from the measurable magnitudes: V,,, x,, ¥; and X, which are
one of the inputs and the output vector. The output of the observer 1s an estimation of the system
state vector, xo. The strategy followed in this work consists 1n using the same state space model
that describe the dynamics of the structure but modified adding the measured output. According
to Eq. 14, this output (y) and the observer output vector (yo) form an error vector which 1s
multiplied by a gain matrix G and modifies the dynamics of the observer.

Yo =AXo + BV + G(o — ) (14
Yo = CcXo + DeyVp
Yxo = InXo
Yxo = InXo

After some manipulation, Eq. 15 1s obtained, where it can be seen that the dynamics of the
observer depend on the matrix [A, — GC.]. The matrix G should be designed in such a way that
the resulting observer dynamics are fast and damped enough. The chosen eigenvalues for this
work are shown 1n Eq. 16. Real eigenvalues in this case mean that the dynamics are critically
damped ({; = 100 % for all modes). Once again, using the place() function of Matlab the
matrix G can be computed.

OP=[-40 —-45 -50 -55 —60 —65] (16)
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F, e
Structure a;

fl — F .
. : Fo + Cart i,

Kr |

Figure 5: Feedback model of the structure with the AMD

After scripting the corresponding state space models, the loop can be easily closed as
depicted in Figure 5 leaving one free input, F,, and three outputs (x., ¥; and ¥5). Once again,
FRFs have been experimentally estimated using the same procedure (impact hammer). A
comparison between the experimental and simulated one 1s shown in Figure 6a. It 15 mteresting
to note a mam difference between them around the first natural frequency. A peak at 1.37 Hz
appears, which is probably due to the threshold value of the accelerometers used as wput for
control: for practical reasons, when accelerations are under 0.15 m/s® (estimated value) no
output signal 1s generated. Due to this 1ssue, the AMD does not interact for low accelerations
so0 a residual movement, which 1s governed by the first mode of the structure, can only dissipate
by the original structural damping, giving an appreciable peak around that frequency. The
natural frequency (1.37 Hz) 1s lower than before (1.57 Hz, original model) because within the
threshold the cart moves along with to the second floor of the structure, increasing its equivalent
mass.

AVVPYETISNNVY= ol
ANV AAAAARA

oo Withewi AMH = e Wt ML

(b)
Figure 6: Frequency (a) and time (b) simulations of building model with the AMD

Also, a time comparison of the response of the system subjected to the same imtial conditions
15 shown 1n Figure 6b. Here, more differences as before can be appreciated, mainly due to the
aforementioned practical limitation together with the fact that an AMD system contains much
more incertitude 1n its design and implementation.
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4 DISCUSSION

To compare each system, two sets of results have been prepared. First, the plot in Figure 7
shows the poles and zeroes of the three treated models: the open loop uncontrolled system and
the closed loop systems corresponding to the TMD and to the AMD. The horizontal axis
represents the product w;{; of the corresponding eigenvalue whilst the vertical axis represents

the product w;/1 — ¢2.

As 1t can be easily seen, the uncontrolled structure (blue) has two natural modes (two pairs
of poles) close to the vertical axis, which implies low damped modes (see Table 1). When
adding the TMD (green), the first mode (the closest pair to the horizontal axis) is split into two
new modes, one above and one below, which correspond to the two close peaks shown in Figure
4a. Both new pairs of poles are more damped than the original one, which translates into the
damper effect of the device. When the AMD is considered, the original poles are notably moved
to the left, which means an important increase of its modal damping These results,
theoretically, in an enormous increase of the damper effect and the efficiency of the system.
However, as it has been mentioned and will be seen in Table 2, this is only true when the
practical 1ssues about the accelerometers measuring threshold are not considered.

- e
.
° ®
0 x
o
x
g 0O x ) ¥
E x
R B e = —
x
=N X q, %
20 =
-
”(.

a0 | L
20 18 16 14 12 a8 =) 2 o

o
Beal part

Figure 7: Poles and zeroes of the structure without control, with TMD and with AMD

Finally, a chart summarizing the value of some indicators is presented in Table 2. The
maximum of the FRFs of Figures 2a, 4a and 6a are shown in the first two rows. Note that only
the greatest maximum values between the first and the second floors has been considered. Also,
the settling time (5.T.) of the free decay response (Figures 2b, 4b and 6b) has been estimated,
first assuming a band of +10% of the first maximum of the response (third row) and then
assuming a band of +5% (last row). These values are taken, once again, from the floor which
produces the worst values. Every indicator is expressed in terms of its absolute value and also
n percentage improvement.

As 1t can be seen, both damping devices have great and similar performance, being the AMD
better to reach the +109% band, as expected. However, in a more demanding case, to get the
+5% band, the AMD takes a little longer than the TMD. This is due to the fact that the
accelerometers belonging to the control loop output a null value when the structure

10
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accelerations are below a certain threshold (around 0.15 m/s”). This causes the AMD to stop
working which forces the residual movement to dissipate by itself, taking at the end longer time
than the TMD to get the +5% band.

Table 2: Indicators summary

Uncontrolled With TMD With AMD
Max. FRF1 [m/s2/N] 14.7 1.2 91.8% 4.0 72.8%
Max. FRF2 [m/s2/N] 244 12.9 47.1% 1.0 95.9%
S.T. 10% [s] 37.9 (p2) 5.7(pl)  85.0%  4.0(p2)  $9.4%
S.T. 5% [s] 523 (p2) 72(pl) 862% 11.7(p2) 77.6%

5 CONCLUSIONS

As 1t can be seen from the results presented in this work, when compared with the same
amount of moving mass both mitigation devices have great performance in mitigating
oscillations on slender structures. It 1s also notable that both systems can be numerically
simulated accurately. For the demanding loading scenarios presented in sections 3.1 and 3.2,
the correspondence between experiments and simulation is very good. Also, as 1t 1s known [5],
for the impulsive load under consideration, both affect very little to the first peak of the response
(Figures 4b and 7b). After that, they both decrease the response levels to acceptable ranges.
However, they present some unportant differences:

- The TMD is mtended to deal with the contribution of one single mode of the structure.
If the structure has more than one mode contributing significantly to its response, then
more than one TMD should be installed. In this sense, the AMD is able to deal with a
wider frequency band, mitigating the contribution of more than one mode at the same
time. This conclusion 1s also applicable to the case of evolutionary structures whose
frequencies can significantly change due to the occupation, thermal changes, etc.

- The TMD 1s a purely mechanical system. Its dynamics are coupled to the structural
ones and, once tuned, if the mechanical moving parts have a good enough quality (to
avoid friction and wearing effects), its good performance i1s ensured. The AMD,
however, is an electro-mechanical system whose efficiency, apart from the
aforementioned mechanical issues, depends on the power supply, programming and
electronic performance (quality of sensors, real-time processing, etc.)

- For practical reasons (power consumption, maintenance, stability, mechanical gaps,
sensor 1ssues, ete.) the AMD exhibit a dead zone for low response levels while the
TMDs, assuming that friction 1s negligible, work throughout the whole range.

- For the particular scenarios presented in sections 3.1 and 3.2, the settling tume for a
band of £10% 1s 1.7 s shorter with the AMD but when a more demanding band (+5%)

11
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1s required, the TMD is 4.5 s quicker. Although these differences may not seem
relevant, for loading cases (as vortex shedding, for example) where comfortability or
serviceability conditions are compromused, 1t may be a factor to bear i mind.

Although other loading scenarios have to be considered, the results of this study show that
the selection of the proper vibration control device is a hard task that depends on multiple
factors. Beimng the performance a vital engineering factor, the durability, reliability and cost
(including mnitial budget and operation and maintenance expenses) are also relevant 1ssues.
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AMORTIGUADOR DE MASA MAGNETICO DE RIGIDEZ VARIABLE

DESCRIPCION

OBJETO DE LA INVENCION

La presente invencion se engloba en el campo de
los absorbedores de wvibraciones dindmicos.

Dicha invencidn se refiere a un amortiguador de
masa magnético de rigidez variable basado en un disposi-
tivo magnétice formado por imanes permanentes y bobinas

electromagnéticas.

ANTECEDENTES DE LA INVENCION

Actualmente uno de los dispositivos méds emplea-
dos para la amortiguacidn de las vibraciones en estruc-
turas civiles (edificics, puentes, torres...) es el
amortiguador de masa sintonizadoc o TMD, segun las siglas
en inglés de “Tuned Mass Damper”, el cual bésicamente
consiste en una masa acoplada a la estructura por medio
de muelles y amortiguadores. E1 TMD se sintecniza a una
de las frecuencias naturales de la estructura, vy median-
te transferencia de energia inercial reduce la vibracién
de la estructura cuando esta oscila a dicha frecuencia

natural.

Una limitacidén de les TMDs de naturaleza pasiva
es gue reducen drdsticamente su eficacia cuando se
produce cualgquier wariacidén en los pardmetros dindmicos
de la estructura, yva gque al variar la frecuencia natural
de la estructura el amortiguador de masa deja de estar

¢ptimamente sintonizado. Estce ccurre bkien peor meodifica-
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cilones en la estructura, bien por envejecimiento o por
la propia variacion de condiciones ambientales: tempera-

tura, wviento, etc.

Para hacer frente a estos cambics dindmicos vy
mejorar el comportamiente de un TMD pasive, se han
propuestos soluciones como son los amortiguadores de
masa activoes o AMD, segin las siglas en inglés de “Acti-
ve Mass Damper”, los amertiguaderes de masa hibridos o
HMD, segin las siglas en inglés de “Hybrid Mass Damper”,
o los amortiguadores de masa semi-activos o SAMD, segun

las siglas en ingles de “Semi Active Mass Damper”.

Estos ultimos se han basado en amortiguadores
magnetoreoldgicos, amortiguadores de orificic wariable o

en sistemas de muelles mecdnicos variables.

2 pesar de las wventajas en cuanto a adaptacidn
al cambic en los parametros dinamicos de la estructura
que presentan las prepuestas activas, hibridas y semi-
activas, éstas tienen una serie de desventajas: Los
amortiguadores activos (AMD) e hibridos (HMD) necesitan
de un aporte energétice elevadoe asi comoe de un estricto

plan de mantenimiento para su correcto funcionamiento.

Las propuestas semi-activas basadas en amorti-
guadores magnetoreclégicos presentan limitacicnes en
cuanto al rango disponible de adaptacidén a los nuevos
parametros dindmicos de la estructura. Ademas, el com-
portamiento de estos amortigquadores es ne lineal y se

degrada a lo largo del tiempo.

Con el fin de solventar las desventajas citadas
del estado de la tecnica se expone la siguiente inven-

cidn de amortiguador de masa magnético de rigidez varia-
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ble adaptable a diferentes parémetros de manera ins-

tantdnea.

DESCRIPCION DE LA INVENCION

La presente invencion queda establecida y carac-
terizada en las reiwvindicaciones independientes, mien-
tras que las reivindicaciones dependientes describen

otras caracteristicas de la misma.

A la vista de lo anteriormente enunciado, la
presente invencidn se refiere a un amortiguader de masa
magnético de rigidez wvariable gue comprende medios de
fijacion v gulado de una masa y medics de ajuste de
movimiento de la misma en el gue lcos medics de fijacidn
v guiado de la masa comprenden a su vez un scporte, con
la masa en uno de los extremos v un eje de rotacidn en
el otro, casguillos a ambos lados del eje de rotacidn,
los cuales reciben los extremos del eje de rotacidn y
deslizan sobre unos pilares, los medios de ajuste de
movimiento comprenden a su vez un amertiguader, dos
imanes permanentes y una bobina electromagnética, de
manera gque el amortiguador se dispcne entre el bastidor
v la masa , un iman se dispone scbre la masa v el otro
imdn se dispone sobre el bastidor enfrentade al anterior
y rodeado coaxialmente por la bobina electromagnética

para variar el campo magnetico.

Una ventaja de este amortiguader de masa es que
evita los problemas de rozamiento de las solucicnes con
guiado wertical, vy debido a esto se consigue que la

transferencia de energia inercial sea mas eficiente.

Otra ventaja consiste en que es posible adaptar

los pardmetros del amortiguador de masa vy hacerlo de

428



10. Anexo 4: Patentes

429

10

15

20

25

30

35

ES 2390 899 B1

manera instantdnea mediante la variacién de la corriente
que circula por las bobinas electromagnéticas, modifi-

cando asi la rigidez del amortiguador de masa.

DESCRIPCION DE LAS FIGURAS

Se complementa la presente memoria descriptiva,
con un juege de figuras, ilustrativas del ejemplo prefe-

rente y nunca limitativas de la invencion.

La figura 1 representa una vista en perspectiva
del amortiguador de masa con un bastidor en forma de

placa para situarlo sobre una estructura.

La figura 2 representa una wvista en perspectiva
del amortiguador de masa con un bastidor en forma de

paralelepipedo para poder colgarlo en una estructura.

La figura 3 representa un esquema de las co-

nexliones del dispositivo de contrel con los sensores.

EXPOSICION DETALLADA DE LA INVENCION

A la wvista de lo anteriormente enunciade, la
presente invencidén se refiere a un amortiguador de masa
magnetico de rigidez wvariable gue comprende medios de
fijacion vy guiado (1) de una masa (2} y medios de ajuste
de movimiento (3} de la misma.

Los medios de fijacidén y guiado (1) de la masa
comprenden a su vez un soperte (1.1}, con un eje de
rotacion (1.2) en uno de sus extremos, casguilles (1.3)
a ambos lados del eje de rotacién (1.2), los cuales
reciben los extremos del eje de rotacidén (1.2) v pueden

regularse en altura sobre unos pilares (1.4) para ajus-—
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tar la masa a una posicién inicial totalmente horizon-

tal.

De esta manera la masa (2) es movil v va que el
movimiento de la misma debe hacerse de la manera mds
eficiente, se comprueba gque es ventajosc incluir roda-
mientos en los casquillos (1.3) para disminuir el roza-

miento en la rotacidn del eje de rotacidén (1.2).

Los medios de ajuste de movimiento (3) compren-
den a su vez un amortiguadecr (3.1), normalmente hidrau-
lico aungue pudiera ser de otre tipo, deos 1imanes
permanentes (3.2) y una bobina electromagnética (3.3),
de manera gue el amortiguador (3.1} se dispone entre el
bastidor (5) y la masa (2), un iman (32.2) se dispone
sobre la masa (2) v el otro imdn (3.2) se dispone sobre
el bastidor (5) enfrentade al anterior vy rodeado co-

axialmente por la bobina electromagnética (3.3).

Esta bobina electromagnética es la gue controla
el campo magnétice entre los imanes permanentes (3.2)
variando la frecuencia de wvibracidn del amortiguador de
masa en tiempo real y haciéndolo asi de rigidez wvaria-
ble.

Este tipo de amortiguador de masa se puede en-
globar dentro de los denominades semi-activos ya que
modifica los pardametros de un elemento pasivo que es el
dispositivo magnético formado por dos imanes permanentes
(3.2) ¥y una bobina electromagnética (3.3).

En las pruebas llevadas a cabo se compruseba que
el nlmerc preferente de los imanes permanentes (3.2)
dispuestos sobre la masa (2) son dos, el de los imanes

permanentes (3.3) enfrentados a éstos son dos vy las
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bobinas electromagnéticas (3.3) correspondientes son
dos, dispuestos equidistantes respecto del amortiguador

para asegurar una mayor estabilidad.

Una realizacidn del soporte (1.1) consiste en

dos listones sobre los que se coleoca la masa (2).

Con el fin de limitar el recorride de la masa
por seguridad y evitar el aplastamiento de los diversos
componentes del amortiguador de masa, se disponen unos
topes de recorrido de la masa (2), bkien por debajo de la

misma, bien por encima o bien por ambos lados.

Para la gestidn de las sefiales se puede disponer
un dispositiveo de control (4), el cual capta la sefial de
los sensores (7) gque pueden ser de desplazamiento,
velocidad o aceleracién y se colcocan unce scbre la masa
(2) v otro sobre la estructura o bastidor (5).

El amortiguador de masa, es decir, los medios de
fijacidn (1), la masa mévil (2} y los mediocs de ajuste
de movimiento (3) se pueden bien disponer directamente
sobre la estructura a amortiguar ¢ bien scbre un basti-

dor (5) del mismo amortiguador de masa.

Una realizacidn del bastider (5) consiste en una
base rectangular (5.1), en forma de placa, para situa-
ciones donde el amortiguador de masa se coloca sobre la
estructura. Otra realizacidn es un paralelepipedo
rectangular con los lados mayores (5.1) formando la base
v el techo vy los lados menores (3.2) los laterales, para
situaciones en las que el amortiguador de masa tenga gue

colocarse colgado de la estructura a amortiguar.
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REIVINDICACIONES

1.-Amortiguador de masa magneético de rigidez wvaria-
ble gue comprende medios de fijacién vy guiado (1) de una
masa (2) y medios de ajuste de movimiento (3) de la
misma caracterizadeo porgue los mediocs de fijacidn y
guiado (1) de la masa comprenden a su vez un soporte
(1.1}, con la masa en uno de los extremcs y un eje de
rotacién (1.2) en el otro, casguilles (l.3) a ambos
lados del eje de rotacién (1.2), les cuales reciben los
extremos del eje de rotacidn (1.2) y deslizan sobre uncs
pilares (1.4), los medios de ajuste de movimiento (3)
comprenden a su vez un amortiguador (3.1), dos imanes
permanentes (3.2) vy una bobina electromagnetica (3.3),
de manera gue el amortiguador (3.1) se dispone entre el
bastidor (5) y la masa (2), un imdn (3.2) se dispone
sobre la masa (2) y el otro imdn (3.2) se dispone scbhre
el bastidor (5) enfrentado al anterior y rodeado co-

axialmente por la kobina electromagnética (3.3).

2.- Amortiguador de masa magnético de rigidez varia-
ble segun la reivindicacién 1 caracterizado porque los
imanes permanentes (3.2) dispuestos sobre la masa (2)
son dos, los imanes permanentes (3.2) enfrentados a
éstos son dos y las bobinas electromagnéticas (3.3)
correspondientes son dos, dispuestes equidistantes

respecto del amortiguador para asegurar la estabilidad.

3.- Amortiguader de masa magnético de rigidez wvaria-
ble seglin la reivindicacién 1 caracterizado porque el
soporte (1.1) son dos listones sobre los que se coloca

la masa (2).

4.- Amortiguader de masa magnetico de rigidez varia-

ble segun la reivindicacidn 1 caracterizado porgue se
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disponen unos topes (6) de recorridc de la masa (2).

5.- Amortiguador de masa magnético de rigidez varia-
ble seqgun la reivindicacién 1 caracterizado porque los
medios de fijacidén (1) y los mediocs de amortiguacidn (3)

se disponen sobre la estructura a amortiguar.

6.—- Amortiguader de masa magnético de rigidez wvaria-
ble segun la reivindicacién 1 caracterizado porgue los
medios de fijacién (1) y los medios de amortiguacidn (3)

se disponen sobre un bastidor (5).

7.-Amortiguador de masa magnético de rigidez varia-
ble segun la reivindicacidén 6 caracterizado porque =1
bastidor (5) es en forma de placa.

8.- Amortiguador de masa magnetico de rigidez varia-
ble segin la reivindicacién 6 caracterizado porque el
bastidor (5) es un paralelepipedo rectangular con los
lados mayores (5.1) formando la base v el techo yv los
lados menores (5.2) los laterales.

9.- Amortiguader de masas magnético de rigidez wva-
riable segun las reivindicaclones anteriores caracteri-

zado porgque incluye un dispositive de contrel (4).

10.- Amortiguador de masa magnético de rigidez wva-
riable segin la reivindicacidén 9 caracterizado porque el
dispositivo de control (4) capta la sefial de unos sensoc-
res (7) colocados sobre la masa (2) y scbre la estructu-

ra o kastidor (5).
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