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AMPLIFICACIÓN DINÁMICA DEL CORTE EN MUROS DE HORMIGÓN 
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Tommy Fernández1, Claudio Sepúlveda1 

1 Universidad Técnica Federico Santa María 

 

Resumen 

La próxima actualización de la normativa chilena NCh430, basada en ACI318-19, incluirá expresiones 

para la determinación del corte esperado en muros de hormigón armado, lo cual introduce un factor de 

amplificación dinámica del corte (𝜔𝑣). Este factor incrementa las cargas de diseño, considerando la 

mayor influencia de los modos superiores tras la plastificación basal en un escenario sísmico severo. 

Las expresiones de ACI318 se basan en estudios que omiten la interacción suelo-estructura (SSI), lo 

cual altera significativamente el contenido de frecuencias del movimiento en la base, impactando 

directamente la amplificación dinámica del corte. Este estudio caracteriza 𝜔𝑣 en muros de hormigón 

armado, considerando explícitamente la SSI mediante modelación no lineal del sistema completo a 

través del software OpenSees. Se analizó un muro de 25 pisos sobre suelos tipos A, B, C, D, y en 

condición de base fija (omitiendo la modelación del suelo), bajo cuarenta registros sísmicos escalados a 

nivel de MCE (Maximum Considered Earthqueake). Los resultados demuestran sobreestimaciones 

significativas de 𝜔𝑣 (de hasta 64%) cuando no se consideran los efectos de la SSI explícitamente, 

variando el impacto según el tipo de suelo y las características de intensidad y contenido frecuencial del 

input sísmico. Esto subraya la necesidad de evaluar cuidadosamente el factor de amplificación del corte 

reportado en la literatura para evitar sobredimensionamiento a la hora del diseño de muros.  

Palabras claves: interacción suelo – estructura; análisis no lineal; muros de hormigón armado 
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1 Introducción 

1.1 Contexto general 

La práctica de edificación chilena se ha caracterizado a través de los años por utilizar una alta densidad 

en planta de muros de hormigón armado, los que entregan una gran rigidez y resistencia ante cargas 

laterales cuando estos se encuentran correctamente diseñados y detallados. A través del trabajo conjunto 

de muros, vigas y losas de acople, las configuraciones típicas de edificios chilenos se han desempeñado 

satisfactoriamente ante sismos de severa intensidad, asegurando comportamientos controlados en el 

rango inelástico, concentrando plastificaciones y deformaciones en los denominados “elementos 

fusibles”, protegiendo así el sistema principal resistente a cargas gravitacionales y, de esta forma, 

evitando fallas o colapsos, permitiendo la ocupación inmediata post terremoto de estas estructuras. 

En lo que respecta a las disposiciones técnicas y normativas, en 2025 entró en vigencia la versión más 

reciente del código ACI318 (American Concrete Institute, 2025), el cual establece los criterios de diseño 

en hormigón armado utilizados para el desarrollo de proyectos estructurales en territorio estadounidense. 

Debido a que sus disposiciones se sustentan en avances consolidados por la comunidad científica y 

representan el estado del arte en comportamiento estructural, este código sirve de referencia para 

numerosas normativas internacionales (Wallace, 2020).  

En Chile, la normativa vigente asociada al diseño de estructuras de hormigón armado (NCh430 y D.S. 

60) se basa principalmente en la edición 2008 del ACI318 (American Concrete Institute, 2008), por lo 

que no refleja completamente el estado del conocimiento actual. En respuesta a ello, se discute hoy una 

nueva versión de la norma nacional, prNCh430 (Instituto Nacional de Normalización, 2025), alineada 

con la penúltima versión del código norteamericano, ACI318-19 (American Concrete Institute, 2019), 

pero incorporando criterios específicos y concordantes con la práctica estructural chilena para el diseño 

sísmico de edificios.  

Dentro de este marco, uno de los temas centrales en esta actualización normativa es la manera de abordar 

la amplificación dinámica del corte (abreviada ADC en el presente trabajo). Este fenómeno, identificado 

durante la década de 1970, ocurre particularmente en muros esbeltos de hormigón armado cuando estos 

desarrollan la plastificación basal al verse sometidos a una excitación sísmica de severa intensidad, 

generando un aumento significativo en la demanda de corte en la base del elemento respecto de la 

demanda elástica utilizada para diseño y, por consiguiente, impactando directamente en la cuantía de 

armadura requerida para asegurar un comportamiento estructural adecuado. 

Respecto a lo anterior, diversos autores han descrito el fenómeno de amplificación basándose en la teoría 

modal, planteando que el incremento del corte basal en muros en voladizo, en etapas posteriores a la 

plastificación, se debe a una mayor participación de los modos superiores en la respuesta dinámica, dado 

que el aporte del primer modo se ve esencialmente limitado por la capacidad a flexión en la base, donde 
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se concentra la disipación de energía (Blakeley et al., 1975; Eibl y Keintzel, 1988; Paulay y Priestley, 

1992). En términos fundamentales, el aumento del corte basal se origina en la redistribución de fuerzas 

inerciales que tiene lugar tras la plastificación basal, la cual no es capturada por la distribución lateral 

asumida en el diseño prescriptivo bajo hipótesis de comportamiento elástico. 

Específicamente, mientras que en el rango elástico esta distribución presenta una forma triangular 

creciente en altura, al ingresar en el rango inelástico post-fluencia adopta una configuración 

considerablemente más irregular. Esta redistribución produce una disminución en la altura de aplicación 

de la fuerza lateral resultante y, dado que el momento en la base del muro se mantiene aproximadamente 

constante tras la plastificación, deriva en un incremento significativo del corte basal. La Figura 1-1 

ilustra el mecanismo descrito. 

 

Figura 1-1. Relación entre momento basal, corte basal y distribución lateral de las fuerzas inerciales. 

(Ref. Moehle, 2015) 

La forma de abordar este fenómeno en el diseño a corte corresponde a diseñar por capacidad. En 

particular, el código estadounidense ACI318 (y de forma similar la generalidad de las normativas 

internacionales), lo hace definiendo el corte esperado 𝑉𝑒 según lo indica la Ecuación 1. 

                              𝑉𝑒 = 𝜔𝑣 · 𝑉𝑢 · Ω𝑣  (1) 

donde 𝑉𝑢 es el corte último, obtenido a través de combinaciones LRFD de cargas, Ω𝑣 el factor de 

sobrerresistencia a flexo-compresión, definido usualmente como 𝑀𝑝𝑟/𝑀𝑢, y 𝜔𝑣 el factor de 

amplificación dinámica que caracteriza el efecto descrito. 

En este contexto, la caracterización adecuada de 𝜔𝑣 resulta crítica, puesto que una estimación errónea 

puede impactar negativamente en la viabilidad económica y constructiva del proyecto a llevar a cabo 

(Lafontaine, 2020) e incluso comprometer la integridad estructural de la edificación. 

Respecto a esto, ACI318-19 adopta las expresiones propuestas por el código neozelandés (NZS, 1982), 

basadas en el trabajo de Blakeley et al. (1975), para la obtención del factor 𝜔𝑣.  
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Las expresiones adoptadas por ACI318-19 relacionan la amplificación con el número total de pisos del 

edificio a diseñar, un parámetro bastante conveniente dada su sencilla aplicación. No obstante, como se 

detalla a continuación, diversos estudios han demostrado que dichas ecuaciones no reproducen 

adecuadamente la variabilidad observada experimental y numéricamente al caracterizar este efecto. Esta 

limitación se debe principalmente a la omisión de parámetros clave que gobiernan la dinámica del 

fenómeno, como por ejemplo, periodos de vibrar, algún parámetro que evalúe la intensidad sísmica, 

entre otros. En la misma línea, la formulación incluida en el código ACI318-19 responde a un estudio 

paramétrico acotado, basado en un número reducido de registros sísmicos y en leyes histeréticas que 

actualmente no se consideran válidas para la obtención acertada de respuestas dinámicas (Eibl y 

Keintzel, 1988; Priestley, 2003; Rutenberg, 2013). Las expresiones descritas se presentan a 

continuación. 

     𝜔𝑣 = 1.0 , para 0 <
ℎ𝑤𝑐𝑠

𝑙𝑤
 < 2.0 

                        𝜔𝑣 = {
0.9 +

𝑛𝑠

10
 ; 𝑛𝑠 ≤ 6

1.3 +
𝑛𝑠

30
 ; 𝑛𝑠 > 6

  , para 
ℎ𝑤𝑐𝑠

𝑙𝑤
 ≥ 2.0  

 (2) 

donde, ℎ𝑤𝑐𝑠 corresponde a la altura total del muro sobre la sección crítica, 𝑙𝑤 el largo de la sección 

transversal y 𝑛𝑠 al número de pisos sobre la sección crítica. 

Como alternativa a las expresiones desarrolladas por Blakeley et al. (1975), Eibl y Keintzel (1988) 

postulan una ecuación general orientada a la teoría modal detrás del fenómeno, la cual toma en cuenta 

de manera combinada el efecto de los modos superiores en el rango inelástico en conjunto con la 

sobrerresistencia a flexión y la forma del espectro de diseño normativo utilizado. En particular, esta 

formulación asume que el corte asociado al primer modo se encuentra limitado por la capacidad a flexión 

del muro en la base, mientras que los modos superiores se comportan de manera lineal elástica posterior 

a la plastificación basal, criterio que ha sido validado por múltiples autores (Adebar et al., 2014; Rejec 

et al., 2012; Sangarayakul y Warnitchai, 2004; Wiebe y Christopoulos, 2015)  

La formulación de Eibl y Keintzel (1988) fue posteriormente introducida en el código de diseño europeo, 

Eurocodigo 8 (CEN, 1993), demostrando una gran relevancia para la práctica internacional. En términos 

generales, esta formulación estima el factor de amplificación como la combinación cuadrática de dos 

contribuciones: una asociada al primer modo, definida por la sobrerresistencia a flexión en la base 

mediante la razón 𝑀𝑅𝑑/𝑀𝐸𝑑, y otra asociada a los modos superiores, caracterizada a través de la razón 

espectral 𝑆𝑒(𝑇𝑐)/𝑆𝑒(𝑇1), que incorpora la forma del espectro de diseño y el periodo fundamental de la 

estructura. A continuación, se presenta la ecuación propuesta: 
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          𝑉𝑒 = 𝜔𝑣 ∙ 𝑉𝐸𝑑′   (3) 

                  𝜔𝑣 = 𝑞 ∙ √(
𝛾𝑅𝑑

𝑞
∙

𝑀𝑅𝑑

𝑀𝐸𝑑
)

2
+ 0.1 (

𝑆𝑒(𝑇𝑐)

𝑆𝑒(𝑇1)
)

2
≤  𝑞 & ≥ 1.5   (4) 

donde:  

• 𝑉𝐸𝑑′ la fuerza de diseño obtenida a través de un análisis estático equivalente; 

• 𝑞 el factor de reducción de fuerzas de diseño (equivalente al factor R); 

• 𝑀𝐸𝑑 el momento solicitante a nivel de diseño; 

• 𝑀𝑅𝑑 el momento de diseño (capacidad) en la base; 

• 𝛾𝑅𝑑 factor que toma en cuenta diferentes fuentes de sobrerresistencia; 

• 𝑆𝑒(𝑇) la ordenada espectral del espectro de diseño; 

• 𝑇𝑐 el límite superior del rango de periodos asociado a la aceleración espectral constante del 

espectro de diseño, consistente con el rango de frecuencias asociado a los modos superiores de 

vibrar; 

• 𝑇1 el periodo fundamental de vibración en la dirección de las fuerzas de corte. 

La coexistencia de estos dos enfoques normativos ha motivado diversas investigaciones orientadas a 

evaluar su precisión en configuraciones estructurales más complejas que el muro en voladizo idealizado.  

En esta línea, Rejec et al. (2011), Massone y Bass (2020), y posteriormente Rivard et al. (2022), 

mediante extensivos análisis paramétricos de muros con distintos niveles de acoplamiento, evidenciaron 

discrepancias entre los valores normativos y los resultados numéricos. Sus estudios mostraron que las 

expresiones desarrolladas para muros en voladizo tienden a sobreestimar la amplificación dinámica 

cuando se aplican a muros con niveles moderados de acoplamiento, mientras que entregan estimaciones 

más adecuadas en los casos de acoplamiento nulo o muy elevado, cuyo comportamiento dinámico se 

asemeja más al de un muro en voladizo que al de muros acoplados. 

Asimismo, Jimenez y Massone (2018) evaluaron los efectos que tiene en la amplificación diversas 

configuraciones de irregularidades verticales, por ejemplo, muros bandera y muros perforados, 

concluyendo que estos cambios en la geometría no constituyen un factor determinante en la 

amplificación dinámica. En su lugar, identificaron que la magnitud de la ADC está gobernada 

principalmente por las características del movimiento sísmico, tales como el contenido de altas 

frecuencias y la intensidad de Arias. Sus hallazgos confirmaron, además, que la formulación de Eibl y 

Keintzel (1988) presenta una correlación superior con los datos experimentales en comparación con el 

enfoque adoptado por ACI318-19.  
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Grandón y Hube (2023) emplearon múltiples análisis tiempo-historia no lineal para corroborar que el 

factor de amplificación dinámica es proporcional a la intensidad sísmica del registro. Esta intensidad, a 

su vez, se vincula directamente con la demanda de ductilidad impuesta a los muros (Morales et al., 

2019), una característica relevante que coincide con lo planteado por otros autores (Derecho y Corley, 

1984; Priestley, 2003; Sangarayakul y Warnitchai, 2004), pero que el código de diseño ACI318-19 omite 

por completo. 

De esta manera, se ha puesto de manifiesto la problemática asociada a la forma en que el código 

estadounidense caracteriza actualmente este fenómeno. Para una revisión exhaustiva de la bibliografía 

existente sobre esta materia, el lector es referido al trabajo de Rutenberg (2013). 

En respuesta al debate generado tanto en la academia como en la práctica profesional respecto de las 

expresiones propuestas en el código ACI318 en su versión 2019, la versión más reciente del código, 

ACI318-25, introduce una modificación a las ecuaciones previamente establecidas, redefiniendo el 

factor 𝜔𝑣 de la siguiente manera: 

                    𝜔𝑣 = {
                          1.0                , para 0 <  

ℎ𝑤𝑐𝑠

𝑙𝑤
 < 2.0 

 0.8 + 0.09ℎ𝑛
1/3

 ≥ 1.0   , para 
ℎ𝑤𝑐𝑠

𝑙𝑤
 ≥ 2.0

 , con ℎ𝑛 en ft  (5) 

donde ℎ𝑛 es la altura del muro medida desde la base hasta el nivel más alto del sistema resistente a 

cargas laterales. 

A pesar de los avances en la comprensión y caracterización de este fenómeno, particularmente en 

relación con el impacto de la configuración estructural y la demanda sísmica, la influencia de la 

interacción suelo–estructura (SSI) en la amplificación dinámica del corte permanece completamente 

inexplorada dentro de la literatura. Considerando que la inclusión explícita del suelo modifica tanto la 

rigidez global del sistema estructural, su amortiguación y el contenido frecuencial del movimiento 

sísmico de entrada, su incorporación podría alterar de manera significativa la respuesta dinámica a corte 

de los muros de hormigón armado. 

En este contexto, el objetivo principal de este estudio es evaluar, mediante una modelación no lineal y 

directa del dominio de suelo, la estructura y su correspondiente sistema de fundación, la influencia de 

la interacción suelo–estructura en la estimación del factor de amplificación dinámica del corte en muros 

altos de hormigón armado, contribuyendo así a una caracterización más completa de este fenómeno 

relevante para el diseño estructural. 
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2 Objetivos 

2.1 Objetivo general: 

Evaluar el impacto de la interacción suelo–estructura en la estimación del factor de amplificación 

dinámica de corte (𝜔𝑣) en muros especiales de hormigón armado.  

2.2 Objetivos específicos: 

1. Caracterizar la amplificación dinámica de corte (𝜔𝑣) en muros de hormigón armado bajo la 

hipótesis de base fija, mediante modelación no lineal en OpenSees, evaluando los niveles de 

demanda inducidos por registros sísmicos escalados al nivel MCE (por las siglas en inglés de 

Maximum Considered Earthquake). 

2. Incorporar explícitamente el modelo de suelo y fundación en la simulación estructural, 

analizando el efecto de la SSI sobre 𝜔𝑣 y comparando con el escenario de base fija y valores 

normativos. 

3. Evaluar la influencia de distintos registros sísmicos y perfiles de suelo en la respuesta dinámica 

de corte, con el objetivo de identificar tendencias y caracterizar de manera robusta el fenómeno 

de amplificación.  

3 Marco teórico 

3.1 Diseño por capacidad 

El diseño por capacidad es el proceso mediante el cual se seleccionan las resistencias relativas de 

diferentes elementos estructurales de modo de asegurar que, ante un sismo de severa intensidad, se 

desarrolle únicamente el mecanismo de respuesta inelástica intencionado por el diseñador (Priestley, 

2003), protegiendo la salud de sus ocupantes, así como también, la integridad y operatividad de la 

edificación. 

En particular, el diseño a corte por capacidad se traduce en un incremento de la resistencia al corte por 

sobre los requerimientos de las combinaciones de carga convencionales, buscando proveer un refuerzo 

a corte asociado al desarrollo completo de la capacidad a flexión, esto es, asegurando que el elemento 

falle a flexión antes que a corte. Este enfoque permite que los elementos exhiban un comportamiento 

dúctil, alcanzando grandes niveles de deformación, evitando fallas frágiles y maximizando la disipación 

de energía del sistema (Paulay y Priestley, 1992).  

3.2 Respuesta dinámica en el tiempo 

La respuesta dinámica de un muro en voladizo frente a una excitación sísmica está gobernada por la 

interacción entre sus propiedades dinámicas, la evolución de las propiedades de sus materiales y la 
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naturaleza transiente del movimiento sísmico. En este contexto, la correcta estimación de las demandas 

requiere un marco de análisis capaz de representar de manera robusta dichos efectos.  

Desde la base del análisis estructural, la respuesta dinámica de una edificación se interpreta a través de 

sus configuraciones naturales o modos de vibrar, cuyas propiedades de frecuencia y masa participativa 

dependen de la distribución de rigidez y masa del sistema (Chopra, 2012). En este marco, el primer 

modo de vibración, o modo fundamental, corresponde al que moviliza el mayor porcentaje de masa en 

la dirección de análisis y se asocia al mayor periodo natural del sistema (o, equivalentemente, a la menor 

frecuencia natural). Los modos superiores corresponden a todas las configuraciones modales restantes, 

desde el segundo modo en adelante, caracterizadas por periodos de vibrar progresivamente menores y, 

por consiguiente, frecuencias más elevadas. 

En muros de gran altura, si bien la respuesta a corte en régimen elástico suele estar dominada por el 

modo fundamental, la incursión en el rango inelástico modifica significativamente esta condición. La 

formación de una rótula plástica en la base produce una reducción de la rigidez global del sistema y un 

consecuente aumento del periodo fundamental, mientras que las características dinámicas de los modos 

superiores permanecen prácticamente inalteradas. Como resultado, la contribución relativa de estos 

últimos tiende a incrementarse durante la respuesta inelástica. Esto, en conjunto con la limitación de las 

fuerzas asociadas al modo fundamental por la resistencia a flexión del muro, conduce a una modificación 

en la distribución de fuerzas laterales a lo largo de la altura, fenómeno que constituye el fundamento de 

la amplificación dinámica del corte en la base (Blakeley et al., 1975; Eibl y Keintzel, 1988; Paulay y 

Priestley, 1992). 

La adecuada representación de la respuesta no lineal del muro en la modelación numérica requiere la 

incorporación explícita de la no linealidad del material, la cual se simula mediante relaciones 

constitutivas que describen el comportamiento esfuerzo–deformación del hormigón y del acero en todo 

su rango de respuesta, incluyendo fluencia, endurecimiento, degradación de rigidez post-peak y 

resistencias residuales en estado último.  

Estos mecanismos de respuesta no lineal no pueden ser representados adecuadamente mediante modelos 

elásticos lineales, los cuales asumen propiedades mecánicas constantes a lo largo de todo el análisis. 

Bajo esta hipótesis, la rigidez y el amortiguamiento del sistema permanecen invariantes, lo que impide 

reproducir mecanismos fundamentales de la respuesta sísmica real, tales como la degradación progresiva 

de rigidez y resistencia asociada al daño generado en los elementos, la disipación de energía a través de 

la histéresis y la consecuente modificación de las propiedades dinámicas del sistema durante el 

movimiento sísmico. 

En este contexto, el análisis tiempo–historia no lineal (nonlinear time history analysis, NLTHA) se 

considera como el procedimiento más completo para evaluar la respuesta sísmica de estructuras cuando 
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se espera comportamiento inelástico. Este enfoque se basa en la resolución directa de las ecuaciones de 

movimiento del sistema, mediante esquemas de integración numérica paso a paso en el dominio del 

tiempo, donde la excitación se define a partir de historias de aceleraciones sísmicas registradas o 

sintéticas.  

A diferencia de los métodos lineales basados en espectros de respuesta o en la superposición modal, el 

NLTHA permite incorporar explícitamente modelos constitutivos que representan el comportamiento 

no lineal de los materiales, así como también, la modelación de posibles no linealidades geométricas. 

De esta manera, es posible simular los mecanismos descritos anteriormente y reproducir la evolución 

temporal de deformaciones, desplazamientos y fuerzas internas en los muros durante la excitación 

sísmica. 

En el caso de muros altos, este método de análisis resulta particularmente relevante para evaluar la 

amplificación dinámica de las fuerzas de corte. Asimismo, proporciona un marco consistente para 

examinar posteriormente cómo la interacción suelo–estructura modifica dichas demandas, al incorporar 

explícitamente la flexibilidad y el amortiguamiento asociados al dominio de suelo dentro del sistema 

dinámico. 

3.3 Interacción suelo estructura  

La respuesta de una estructura ante un movimiento sísmico se ve afectada por las interacciones entre 

tres sistemas conectados: la estructura, la fundación y el suelo debajo y alrededor de la fundación 

(FEMA, 2009). Considerando que estos efectos son omitidos por la condición teórica de una base fija, 

la SSI da cuenta de las diferencias entre la respuesta real de una estructura y la respuesta teórica en una 

condición de base rígida (NEHRP, 2012). De esta manera, el efecto de la SSI es reconocido como un 

factor relevante que, en general, no puede ser despreciado (Wolf, 1985). 

Para comprender la manera en que el suelo afecta la respuesta dinámica de la estructura, resulta 

conveniente identificar los tipos de interacción presentes en un escenario de SSI. 

3.3.1 Tipos de interacción 

La interacción suelo – estructura puede ser de dos tipos: inercial o cinemática, clasificación acuñada por 

primera vez alrededor del año 1975 por el profesor Robert Whitman (Kausel, 2010). 

La interacción de tipo inercial se manifiesta a través de los desplazamientos y rotaciones inducidos en 

la interfaz suelo–fundación como resultado del corte basal, el momento flector y la torsión generados 

por la inercia de la superestructura durante la excitación sísmica. Estos efectos son consecuencia directa 

de la flexibilidad del sistema suelo–fundación, la cual reduce significativamente la rigidez global del 

sistema estructural en comparación con una condición de base rígida. Asimismo, los movimientos en la 

fundación incrementan la disipación de energía mediante mecanismos de amortiguamiento por radiación 
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y por histéresis en el suelo, modificando de manera relevante el amortiguamiento global del sistema 

(NEHRP, 2012) 

La interacción cinemática se define como la diferencia entre el movimiento sísmico de campo libre (free 

field, FF), que ocurriría en la superficie del suelo en ausencia de la estructura, y el movimiento que 

efectivamente se impone en la fundación de una estructura emplazada sobre el terreno (NEHRP, 2012). 

Esta diferencia se origina en la variación espacial del movimiento sísmico —asociada a la incoherencia 

de las ondas sísmicas incidentes en distintos puntos de la fundación, su dispersión y los cambios del 

movimiento con la profundidad— así como en el contraste de impedancias entre la fundación y el suelo 

circundante. Dado que la fundación presenta una rigidez significativamente mayor que la del suelo, esta 

no reproduce el patrón de deformaciones del campo libre, dando lugar a un movimiento efectivo distinto, 

comúnmente denominado movimiento de entrada en la fundación (en inglés, Foundation Input Motion, 

FIM) (Taha et al., 2022) 

En un escenario real, ambos efectos actúan simultáneamente, modificando significativamente la historia 

de aceleraciones impuesta a la estructura en la situación comúnmente adoptada en la práctica de base 

fija.  

3.3.2 Modelación numérica 

Tradicionalmente, el análisis de la interacción suelo-estructura se aborda mediante dos enfoques: el 

método directo y el método de la subestructura (Wolf, 1985; Bapir et al., 2023). En el método directo, 

la modelación de los elementos de la estructura, el suelo y la fundación se realiza de manera explícita 

mediante elementos finitos, lo cual conlleva un costo computacional significativamente mayor que el 

método de la subestructura. En este último, el sistema se simplifica mediante funciones de impedancia 

(resortes y amortiguadores frecuencia-dependientes) que caracterizan la rigidez dinámica de la 

fundación, pero, a pesar de esta útil simplificación, el método de la subestructura presenta limitaciones 

críticas para el estudio de la respuesta inelástica.  

                           

Figura 3-1. Métodos de modelación de SSI, a) Directo y b) Subestructura 
Figura 3 1. Métodos de modelación de SSI, a) Directo y b) Subestructura (Ref. Taha et al., 2022) 

a) b) 
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En primer lugar, la subestructuración requiere un tratamiento desacoplado de los fenómenos de 

interacción cinemática e inercial, haciendo necesaria la determinación del FIM para poder capturar los 

efectos de la rigidez de la base en las aceleraciones impuestas a la estructura (interacción cinemática).  

Además, al depender de propiedades frecuencia-dependientes, el análisis queda restringido por defecto 

al dominio de las frecuencias, lo cual es estrictamente válido solo para sistemas lineales. Aunque se han 

propuesto métodos simplificados para realizar análisis en el dominio del tiempo —como el enfoque de 

"frecuencia representativa" sugerido por NEHRP (2012)—, estudios recientes indican que estos, si bien 

capturan de manera aceptable la respuesta global, no logran precisión en la respuesta local de una 

estructura, ya sea en términos de fuerzas internas o desplazamientos (Kusanovic et al., 2021; Taha et al., 

2022). Estas discrepancias se deben principalmente a la incapacidad de estos métodos para representar 

la respuesta ante altas frecuencias (Taha et al., 2022), aspecto fundamental al evaluar los efectos de 

modos superiores de vibrar en el comportamiento dinámico estructural.  

En consecuencia de lo anterior, y de modo de superar la restricción de linealidad al utilizar el método 

de la subestructura, se han desarrollado marcos de trabajo que buscan integrar la no linealidad estructural 

dentro del problema de interacción, basándose mayoritariamente en esquemas iterativos para lograr el 

equilibrio en la interfaz suelo – estructura (Wolf, 1985, 1989). Entre estos destacan el Hybrid Frequency-

Time Domain Method (HFTD) (Kawamoto, 1983) y el Hybrid Time-Frequency Domain Method 

(HTFD) (Bernal y Youssef, 1998), los cuales utilizan el concepto de "pseudo-fuerzas" para conciliar las 

incompatibilidades entre el análisis de la respuesta no lineal de la estructura y la dependencia frecuencial 

de los resortes y amortiguadores que representan el suelo.  

Sin embargo, a pesar de los esfuerzos por implementar estos esquemas de análisis en softwares de 

elementos finitos como OpenSees (Farid Ghahari et al., 2023), estos métodos implican un alto nivel de 

complejidad en su utilización y calibración, requiriendo el uso de esquemas iterativos laboriosos para 

asegurar el equilibrio entre ambos dominios (Zolghard et al., 2007). 

En contraste, la modelación explícita mediante elementos finitos representa el suelo como un conjunto 

de capas horizontales apoyadas sobre un semi-espacio estratificado (en inglés, layered half-space), 

cuyas propiedades varían con la profundidad y se consideran constantes dentro de cada estrato (Wolf, 

1985). Este enfoque permite incorporar de forma directa relaciones constitutivas para caracterizar el 

comportamiento no lineal del suelo, posibilitando la simulación de la degradación progresiva de 

rigideces y la acumulación de daño bajo cargas cíclicas en los distintos elementos del modelo numérico.  

No obstante de lo anterior, este enfoque de modelación introduce otras complejidades. En particular, la 

discretización empleada en el mallado de elementos finitos adquiere un rol crítico, ya que controla la 

frecuencia máxima que puede ser representada adecuadamente en el modelo numérico. Este límite 

depende tanto del contenido frecuencial del registro sísmico aplicado como de la menor rigidez presente 



 

18 

 

en el dominio de suelo, lo que condiciona la propagación de ondas y la precisión de la respuesta dinámica 

simulada (Lysmer y Kuhlemeyer, 1969). 

De igual forma, la definición de los elementos que modelan la interfaz suelo–fundación resulta crítica, 

dado que, en edificios con fundaciones superficiales, pueden desarrollarse no linealidades geométricas 

significativas en esta zona (Bolisetti et al., 2018). Dichos efectos pueden reducir la disipación de energía 

significativamente —como en el caso de la separación o el levantamiento— o incrementarla, como 

ocurre durante el deslizamiento relativo.  

En términos generales, la modelación de la interfaz se aborda mediante elementos zero-length 

formulados a partir de criterios de resistencia tipo Mohr–Coulomb para simular el deslizamiento, junto 

con esquemas de penalización (penalty method) que permiten controlar la ocurrencia de fenómenos de 

contacto, separación y recontacto mediante la definición de umbrales límites asociados a las rigideces 

del sistema modelado. 

Asimismo, es necesario tratar de manera rigurosa la propagación de ondas generadas por la interacción 

suelo–estructura y la reflexión hacia el dominio interior del suelo. Para representar adecuadamente el 

fenómeno físico de la radiación y dispersión de ondas, estas no deben reflejarse artificialmente en los 

bordes laterales e inferior del dominio numérico, de modo de reproducir la condición de semi-infinita 

del suelo (Bapir et al., 2023). Si bien este problema podría evitarse teóricamente mediante dominios de 

suelo infinitamente extensos, tal que todas las ondas en propagación externa se atenúen antes de 

reflejarse, las limitaciones computacionales obligan a reducir el tamaño de los modelos, haciendo 

indispensable un tratamiento especial de sus fronteras (Sharma, 2019). En este contexto, se emplean 

elementos absorbentes en los bordes del modelo (absorbing boundaries), los cuales permiten disipar la 

energía de las ondas incidentes y minimizar las reflexiones espurias. 

De acuerdo con lo anterior y, ante las limitaciones de los métodos simplificados para capturar el 

contenido de altas frecuencias, así como la elevada complejidad en la implementación de los esquemas 

híbridos, esta investigación adopta el método directo para la modelación no lineal de la SSI. 

4 Caso de estudio 

En el presente estudio, los modelos de elementos finitos están compuestos por un único muro rectangular 

en voladizo, su correspondiente sistema de fundación y un dominio rectangular de suelo circundante.  

El muro analizado corresponde a la configuración P1-25, extraída del trabajo de Grandón y Hube (2023). 

Este posee una sección transversal de 7.0×0.30 m y una altura total de 62.5 m, equivalente a un edificio 

de 25 pisos. El diseño de la armadura se realizó conforme a la normativa chilena vigente, considerando 

suelo tipo D, zona sísmica III y categoría de importancia II. Bajo estas condiciones, y a partir de los 

parámetros T* = 1.56 s, T₀ = 0.75 s y R₀ = 11 establecidos por la NCh433, se obtuvo un factor de 
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reducción R* = 8.20, resultando en requerimientos de cuantía longitudinal mínima y armadura de 

confinamiento en las puntas del muro. Las masas fueron concentradas en cada nivel de piso y definidas 

de modo de alcanzar un período fundamental objetivo 𝑇1 = 1.56 s, de acuerdo con lo reportado por 

Grandón y Hube (2023). Este valor corresponde a una razón de rigidez global 𝐻/𝑇 = 40 
𝑚

𝑠
 ,  la cual se 

encuentra dentro del rango típico de estructuras de muros en edificaciones chilenas, según lo indicado 

por Guendelman et al. (2017). 

 

Figura 4-1. Esquema de armadura provista 

En una primera etapa, la fundación se modeló como superficial y fue dimensionada para cumplir con 

los criterios de estabilidad frente a deslizamiento y volcamiento, así como con las presiones máximas 

admisibles del suelo tipo D. Estas últimas fueron evaluadas considerando un suelo de Arena de Nevada, 

mediante la formulación generalizada propuesta por Hansen (1970). Sin embargo, durante la etapa de 

modelación numérica se observaron dificultades asociadas a la elevada esbeltez del muro y a la baja 

restricción al rocking proporcionada por la fundación superficial. De esta manera, y con el objetivo de 

estabilizar la respuesta numérica y aislar adecuadamente los efectos dinámicos de interés, se optó por 

incorporar pilotes en el modelo de fundación. Esta decisión responde a un criterio estrictamente 

numérico, dado que, desde el punto de vista del diseño estructural, la inclusión de una fundación 

profunda no era necesaria puesto que, en una estructura real, el rocking se encuentra controlado por la 

rigidez adicional aportada por el sistema estructural completo, incluyendo vigas de fundación, puntales, 

losas y/o vigas de entrepiso. Finalmente, la fundación quedó conformada por un cabezal de 12 m de 

largo y 0.8 m de espesor, así como 4 pilotes circulares de 0.5 m de diámetro.  
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Figura 4-2. Esquema en elevación del caso de estudio 

En lo que respecta al suelo, se analizaron cuatro estratigrafías representativas de los tipos de suelo A, B, 

C y D, de acuerdo con el criterio de velocidad promedio de ondas de corte 𝑉𝑠30 establecido en el D.S. 

N° 61 (MINVU, 2011). Los perfiles de suelo correspondientes fueron definidos mediante distintas 

combinaciones de Arena de Nevada y Grava de Santiago, mientras que para el suelo tipo A se consideró 

un único estrato de roca. La conformación detallada de cada estratigrafía se presenta en la Tabla 4-1. 

Tabla 4-1. Estratigrafías definidas 

 

(*) G.S.: Grava de Santiago 
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5 Marco metodológico 

La metodología utilizada en el presente estudio se basó en lineamientos ampliamente documentados en 

literatura especializada, tanto para la caracterización de la amplificación dinámica del corte (Grandón y 

Hube, 2023; Massone y Bass, 2020) como para la modelación de la SSI (Kolay et al., 2013; Lysmer y 

Kuhlemeyer, 1969; Sáez et al., 2013; Sharma, 2019; Sharma et al., 2020; Zhang et al., 2008). 

5.1 Modelación del sistema estructura – suelo  

El sistema estructura – suelo se modeló explícitamente en dos dimensiones (2D) bajo la condición de 

deformaciones planas (plane strain) utilizando el software STKO (Petracca et al., 2017), el cual 

le proporciona una interfaz gráfica para el pre-procesamiento y post-procesamiento a OpenSees (F. 

McKenna, 2011) 

El muro fue modelado mediante el macroelemento MVLEM (Multiple Vertical Line Element Model). La 

adopción de este elemento se justifica en que, debido a su elevada esbeltez, la respuesta estructural del 

muro se encuentra dominada principalmente por flexión, condición bajo la cual MVLEM ha demostrado 

representar adecuadamente los mecanismos fundamentales del comportamiento cíclico de muros de 

hormigón armado. Entre estos se incluyen la degradación progresiva de rigidez y resistencia, la forma 

de los ciclos histéricos, los efectos de pinching y la evolución de la posición del eje neutro a lo largo de 

la sección transversal (Orakcal et al., 2006).  

 

Figura 5-1. Multiple Vertical Line Element Model, MVLEM (Ref. Kolozvari et al., 2015) 

Al tratarse de un modelo de fibras, las propiedades globales de rigidez y resistencia emergen 

directamente de las leyes constitutivas asignadas a los elementos uniaxiales. En este contexto, el 

hormigón, de grado G25, fue modelado mediante el material Concrete02, basado en la formulación de 

Kent y Park (1971), el cual incorpora resistencia a tracción y un esquema de carga–descarga en 

compresión con degradación de rigidez. Esta ley constitutiva presenta un nivel de detalle adecuado para 

representar el comportamiento cíclico del hormigón requerido en el presente estudio, sin comprometer 

la estabilidad numérica del análisis no lineal. 
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El acero de refuerzo se modeló mediante el material uniaxial SteelMPF, una extensión del modelo 

clásico de Menegotto y Pinto (1973), que permite representar el endurecimiento isotrópico, la 

degradación cíclica previa y post a la fluencia, así como también el efecto Bauschinger. 

De la misma forma, el macroelemento utilizado, MVLEM, requiere la asignación de una ley constitutiva 

asociada al resorte que trabaja en corte. En este sentido, se asume que la capacidad a corte del elemento 

es lo suficientemente alta tal que el comportamiento no lineal se desarrolle predominantemente a través 

del mecanismo de flexión. Bajo esta hipótesis, la ley constitutiva se define lineal elástica, permitiendo 

evaluar explícitamente las demandas de corte generadas durante la respuesta sísmica. Para la definición 

de la rigidez a corte, se referencia al trabajo de Mock et al. (2015) quienes, basados en múltiples ensayos 

experimentales, proponen la utilización de una rigidez efectiva definida como 0.15𝐺𝑐𝐴𝑐𝑣, donde 𝐺𝑐 

corresponde al módulo de corte del hormigón y 𝐴𝑐𝑣 el área transversal del muro que resiste el corte. 

Por otro lado, la fundación profunda se modeló mediante elementos elasticBeamColumn, puesto que se 

buscó imponer que esta región de la estructura no incursionara dentro del rango no lineal durante los 

análisis realizados.  

A los elementos estructurales se le asignó un 2.5% de amortiguamiento inherente mediante el modelo 

de Rayleigh,  asociado a la primera y tercera frecuencia de la estructura muro-fundación considerando 

la rigidez inicial. Este criterio fue escogido teniendo en cuenta que se consideran explícitamente las 

fuentes de disipación de energía provenientes de la modelación de la SSI. 

La Figura 5-2 muestra los elementos utilizados para la modelación de la estructura y su sistema de 

fundación. 

 

Figura 5-2. Muro y sistema de fundación 

En cuanto al dominio del suelo, este se modeló con elementos finitos tipo quad de cuatro nodos, de 

formulación isoparamétrica bilineal, los que fueron discretizados según lo recomendado por Lysmer y 

Kuhlemeyer (1969). En función de esto, el tamaño máximo de los elementos finitos corresponde a 1/12 

de la longitud de onda más corta de cada estrato de suelo, considerando una frecuencia máxima de 20 
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Hz de excitación sísmica. Este límite fue definido de acuerdo a que, en general, los sismos no poseen 

niveles importantes de energía por sobre 15 Hz (Zhang et al., 2008; Kolay, 2013; Sharma et al., 2020).  

El comportamiento no lineal del suelo se representó mediante el modelo elasto-plástico 

PressureDependentMultiYield02 (PDMY02) formulado para simular la respuesta de suelos cuyo 

comportamiento depende del estado de confinamiento del material (e.g. arenas y gravas) (Yang et al., 

2008). La evolución progresiva del daño en el elemento de suelo es capturada a través del uso de curvas 

de degradación de rigidez y curvas de amortiguamiento efectivo, definidas por una curva esqueleto 

(backbone) de tipo hiperbólica. Los diferentes parámetros utilizados para definir los tipos de suelos se 

muestran en la Tabla 5-1 y fueron extraídos del trabajo de Pinto et al. (2023), quienes los calibraron con 

ensayos de centrífuga geotécnica.  

Tabla 5-1. Parámetros de modelo de material de suelo PDMY02 (Ref. Pinto et al., 2023) 

 

La interfaz suelo–fundación se modeló asumiendo contacto perfecto, sin permitir separación ni 

deslizamiento entre ambos dominios.  Esta simplificación se adoptó teniendo en consideración que, al 

tratarse de un modelo bidimensional con fundación profunda, los efectos de separación o pérdida de 

contacto se estiman despreciables. 

Para modelar el amortiguamiento por radiación y evitar la reflexión de las ondas en propagación externa 

del modelo, se implementaron condiciones de borde absorbentes mediante elementos 

ASDAbsorbingBoundary (Petracca et al., 2017). Este elemento se compone de tres mecanismos 

complementarios: un elemento de campo libre, que calcula en paralelo la respuesta sísmica que tendría 

el suelo en ausencia de la estructura; amortiguadores tipo Lysmer–Kuhlemeyer (LK) (Lysmer y 

Kuhlemeyer, 1969), encargados de disipar la energía de las ondas salientes; y fuerzas de tracción 

transferidas desde el campo libre hacia el dominio principal, que permiten imponer de forma consistente 

la condición de propagación de ondas en un medio semi-infinito no perturbado. 

Una ventaja relevante del elemento ASDAbsorbingBoundary es que automatiza el análisis por etapas 

requerido al emplear bordes absorbentes basados en amortiguadores LK. En términos generales, este 

procedimiento consiste en ejecutar el análisis gravitacional con bordes inicialmente restringidos para 
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permitir el desarrollo del confinamiento, obtener las reacciones correspondientes y liberar 

posteriormente los bordes, imponiendo dichas reacciones para mantener el equilibrio estático. Con ello, 

se asegura un campo de esfuerzos inicial físicamente representativo antes de iniciar la simulación 

dinámica de la interacción suelo–estructura, estableciendo de manera consistente el estado de 

confinamiento del dominio de suelo.  

Dado que el modelo incorpora explícitamente el amortiguamiento histerético y por radiación, se adoptó 

un 1% de amortiguamiento de Rayleigh, proporcional a la rigidez inicial, aplicado al dominio de suelo, 

de manera de contar con cierto amortiguamiento en niveles bajos de deformación (Hudson et al., 1994; 

Kolay et al., 2013). Este fue definido a partir de la primera y tercera frecuencia modal de cada 

estratigrafía, evitando afectar de manera significativa los modos dominantes de interés del estudio, 

definidos para todos los efectos como los tres primeros modos del sistema. 

La Figura 5-3 muestra la disposición de los elementos y restricciones consideradas en la modelación 

numérica, donde se aprecia un refinamiento del mallado en la zona cercana a la estructura, con un 

aumento gradual del tamaño de los elementos hacia el campo lejano. 

 

Figura 5-3. Dominio de suelo 

5.2 Análisis modal 

Los análisis modales se realizaron mediante la resolución del problema de valores y vectores propios 

(eigenvalue analysis). Para este propósito, en los modelos con interacción suelo-estructura se 

impusieron restricciones verticales y horizontales en el borde inferior del dominio. En los bordes 

laterales, en tanto, se aplicaron restricciones del tipo tied DOF, implementadas mediante la asignación 

de equalDOF en la dirección horizontal a los nodos correspondientes, con el fin de representar 

adecuadamente los modos de deformación en corte del dominio de suelo que serán excitados ante la 

propagación vertical de ondas de corte horizontal (SH) durante la fase dinámica del análisis SSI (Sáez 

et al., 2013). Estos análisis se efectuaron en una etapa previa a la incorporación de los elementos de 

borde absorbentes, dado que dichos elementos no aportan rigidez horizontal, lo que conduce a una matriz 

de rigidez singular y a la aparición de modos de cuerpo rígido que invalidan el análisis modal (Zhang, 

2008).  
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5.3 Análisis gravitacional 

Los análisis gravitacionales fueron realizados de manera pseudo-estática, considerando comportamiento 

únicamente elástico del suelo, aplicando las cargas en un total de 10 pasos, lo que permite la 

actualización interna de diferentes parámetros dentro del material del suelo, de forma de modelar 

adecuadamente la progresión del estado de confinamiento de este y, por ende, de sus propiedades de 

rigidez.  

Las cargas gravitacionales aplicadas, tanto en la estructura como en el dominio de suelo, se distribuyeron 

de manera consistente con la definición de masas del modelo; es decir, como cargas puntuales en cada 

nivel de piso del edificio y en los cuatro nodos de cada elemento quad. En el caso del muro, se consideró 

el peso total previamente definido, equivalente a 0.10𝐴𝑔𝑓𝑐
′. Para la fundación, se incorporó el peso 

propio de los elementos de hormigón y el peso del relleno estructural ubicado sobre el nivel de sello de 

fundación. Por su parte, en el suelo se consideró únicamente el peso propio de los elementos, 

determinado a partir de la densidad correspondiente a cada estrato. 

5.4 Análisis dinámico en el tiempo 

5.4.1 Registros sísmicos empleados 

Para evaluar de manera robusta la respuesta no lineal del sistema, se utilizó un conjunto de 40 registros 

sísmicos medidos en roca, los cuales fueron escalados al nivel MCE en el período fundamental en base 

fija del muro (T₁ = 1.56 s), de acuerdo con el espectro objetivo de ASCE 7 para un sitio ubicado en Los 

Ángeles, California, definido en función de lo indicado por la herramienta de amenaza sísmica de ASCE 

(https://ascehazardtool.org/).  

El escalamiento al MCE, en lugar del espectro de diseño de NCh433, busca garantizar que la estructura 

alcance la plastificación basal, condición necesaria para que el fenómeno de amplificación dinámica del 

corte se manifieste. En T₁ = 1.56 s, la ordenada espectral del MCE es aproximadamente 2.2 veces la del 

espectro de diseño de NCh433 (1.05 g frente a 0.48 g), diferencia que asegura demandas inelásticas 

significativas. Este nivel de intensidad permite, además, mantener consistencia metodológica con el 

trabajo de Grandón y Hube (2023). Por otra parte, la sensibilidad de ωᵥ a la intensidad sísmica se analiza 

en las Secciones 6.3.1 y 6.3.3 

El diseño del muro, por su parte, se realizó conforme a NCh433 por consistencia con la práctica nacional 

y con el estudio de referencia antes mencionado. Para verificar que esta elección no condiciona los 

resultados, se comparó el espectro de diseño de NCh433 con el de ASCE 7-22 para suelo D, 

encontrándose diferencias moderadas en periodos largos (ASCE 7-22 ~1.4 veces mayor en T₁) y valores 

prácticamente equivalentes en el rango de periodos cortos (meseta/peak); aun así, las solicitaciones 

derivadas del espectro de ASCE 7-22 son absorbidas por el refuerzo dimensionado según NCh433, 

https://ascehazardtool.org/
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confirmando que el diseño es esencialmente el mismo bajo ambas normativas. La evidencia gráfica de 

esta verificación se presenta en el Anexo B. 

Con el objetivo de investigar explícitamente la influencia del tipo de terremoto en la amplificación 

dinámica del corte, el conjunto de registros fue conformado por sismos de distinta naturaleza: 19 

registros corticales, extraídos de la base de datos NGAWest (Ancheta et al., 2014), y 21 registros 

subductivos, provenientes de NGASubduction (Bozorgnia et al., 2022). Esta selección fue realizada 

mediante un procedimiento de single-period scaling, en el cual cada acelerograma fue escalado mediante 

un factor único para ajustar su aceleración espectral 𝑆𝑎 al valor objetivo en el período fundamental de 

la estructura (𝑇1 = 1.56 s). En consecuencia, el criterio principal de escalamiento se concentró en dicho 

período, más que en un ajuste estricto del espectro completo. Complementariamente, las herramientas 

de escalado y selección de registros, consideraron una función de pesos entre 0.1 y 10 s para evaluar el 

comportamiento espectral en un rango más amplio; sin embargo, no se aplicó un control explícito de 

dispersión estadística entre registros individuales. Por ello, la suite final presenta variabilidad espectral 

fuera del período objetivo, particularmente en períodos cortos, lo que es consistente con las limitaciones 

propias del escalamiento por período único. 

La Figura 5-4 muestra el escalamiento de espectros aplicado en las distintas bases de datos, en ella, se 

aprecian los espectros escalados, el espectro objetivo y las medias junto a su respectiva dispersión.  

 

Figura 5-4: Espectros escalados (razón de amortiguamiento crítico de 5%) 

Es importante destacar la diferencia en la dispersión de las ordenadas espectrales entre ambas bases de 

datos en el rango de periodos cortos. En el caso del set obtenido de la base de datos NGAWest, se 

observa una alta variabilidad en los espectros individuales, caracterizada por la presencia de algunos 

registros con valores elevados de aceleración espectral, y un número mayor de registros con amplitudes 

significativamente menores. Esto se traduce en un amplio rango de dispersión (μ ± σ) y en una media 

que se mantiene por debajo del espectro objetivo en dicho rango de periodos. En contraste, los registros 
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seleccionados de la base de datos NGASubduction presenta una menor dispersión, con un mayor número 

de registros concentrados en torno al espectro objetivo lo que se traduce en una media que se aproxima 

de mejor manera al objetivo, llegando incluso a superarlo en el rango de periodos mencionado. 

Estas diferencias entre ambas bases de datos constituyen un aspecto no menor del análisis que debe 

considerarse al interpretar las demandas de fuerzas de corte obtenidas. 

5.4.2 Configuraciones simuladas  

Para cada uno de los 40 registros sísmicos se ejecutó un total de nueve análisis tiempo–historia no lineal. 

De ellos, cuatro consideran la interacción suelo–estructura, en los cuales se representa explícitamente el 

muro, su fundación y el dominio de suelo. En estas configuraciones, ilustradas en la Figura 5-5a, la 

excitación sísmica se introduce en la base del modelo, propagándose verticalmente desde la roca ubicada 

a 40 m de profundidad (en adelante, SSI-A, SSI-B, SSI-C y SSI-D).  

Cabe señalar que los registros provenientes de las bases NGAWest y NGASubduction se encuentran 

procesados desde origen, incluyendo filtrado pasa-altas y corrección de línea base de acuerdo con la 

metodología estándar adoptada por PEER (Ancheta et al., 2014; Bozorgnia et al., 2022). Esto fue 

verificado mediante la doble integración de los registros, observándose desplazamientos residuales 

despreciables al final de cada serie de tiempo, por lo que no se requirió procesamiento adicional. La 

denominación RAW se emplea en este trabajo únicamente para distinguir esta configuración de aquellas 

en las que el registro fue propagado previamente por un perfil de suelo, y no debe interpretarse como un 

registro sin procesar. 

Por otra parte, se emplearon historias de aceleración obtenidas mediante la propagación en campo libre 

de cada registro a través de las distintas estratigrafías consideradas (en adelante, Fixed-A, Fixed-B, 

Fixed-C y Fixed-D). Para ello, el movimiento sísmico se propagó utilizando los modelos de suelo 

empleados en las configuraciones SSI, pero excluyendo la estructura y su fundación. Las aceleraciones 

resultantes se registraron en el nodo correspondiente al emplazamiento del muro y posteriormente se 

utilizaron como excitación en los modelos de base fija (ver Figura 5-5c). 

Este procedimiento permite incorporar en los análisis de base fija las modificaciones del movimiento 

sísmico inducidas por las condiciones locales de suelo, evitando comparar erróneamente modelos SSI 

con modelos de base fija excitados mediante movimientos en roca, lo que podría omitir efectos de sitio 

relevantes en la respuesta dinámica de la superestructura (Sáez et al., 2013).  

Cabe destacar que, dado que los registros sísmicos empleados fueron medidos en afloramiento rocoso, 

el proceso de deconvolución necesario para la aplicación de las historias de aceleración en los dominios 

de suelo puede simplificarse significativamente. En el caso de ondas de corte en propagación vertical 
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en un semi-espacio homogéneo lineal elástico no amortiguado (i.e., roca), la amplitud del movimiento 

registrado en superficie corresponde al doble de la amplitud de la onda incidente en el interior del medio 

(Kramer, 1996). Lo anterior permite evitar las complejidades asociadas a la deconvolución de registros 

medidos en suelo al considerar su comportamiento no lineal, ya que la estimación del movimiento en la 

roca base y su posterior propagación en el modelo no garantiza reproducir la respuesta medida en la 

estación, incluso en condiciones de campo libre. Adicionalmente, dado que se emplean 40 registros por 

tipo de suelo, la aplicación de ajustes individuales resultaría poco práctica. Asimismo, la utilización de 

distintos conjuntos de registros para cada tipo de suelo podría introducir sesgos en la comparación de la 

respuesta entre las diferentes configuraciones evaluadas. En virtud de esto, los registros sísmicos se 

introdujeron a nivel de roca base en forma de historias de velocidad, de acuerdo con la formulación de 

los bordes absorbentes previamente descrita, considerando como movimiento sísmico incidente la mitad 

de la amplitud del registro escalado medido en estación.  

 

Figura 5-5. Metodología aplicada para los NLTHA, a) Modelo SSI, b) Modelos RAW y c) Modelos 

Fixed+FF 

El factor de amplificación dinámica de corte (𝜔𝑣) se calculó como la razón entre la demanda de corte 

obtenida a partir de los análisis no lineales (𝑉𝑁𝐿) y el corte de diseño elástico (𝑉𝑢) amplificado por la 

sobrerresistencia (Ω), según la Ecuación 6.  

                      𝜔𝑣 =
𝑉𝑁𝐿

𝑉𝑢∗Ω
   (6) 

donde Ω =
𝑀𝑝𝑟

𝑀𝑢
, con 𝑀𝑢 el momento de diseño prescriptivo, obtenido a partir de análisis modal espectral 

para cada tipo de suelo, utilizando los espectros de diseño de la norma NCh433, y 𝑀𝑝𝑟, el momento 

probable obtenido considerando un aumento de 25% en la magnitud de 𝑓𝑦 por efectos de endurecimiento. 

La Tabla 5-2 presenta los valores de Ω obtenidos para cada tipo de suelo. 
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Tabla 5-2. Factores de sobrerresistencia por tipo de suelo 

 

Respecto a lo anterior, se observa una reducción progresiva de los valores de Ω a medida que aumenta 

la flexibilidad del suelo, disminuyendo desde valores cercanos a 3 para los suelos tipo A y B hasta 

aproximadamente 1.5 en el suelo tipo D, el cual corresponde al tipo de suelo considerado en el diseño 

del muro. Esta tendencia se explica por la forma en que la flexibilidad del suelo ingresa al diseño, a 

través de los espectros de diseño: los suelos más flexibles imponen mayores ordenadas espectrales y, 

con ello, demandas crecientes. Así, el corte de diseño 𝑉𝑢 aumenta desde 0.433 MN en el suelo A hasta 

0.576 MN en el suelo D (un incremento cercano al 33%), y el momento 𝑀𝑢 prácticamente se duplica 

entre los suelos B y D (de 10.2 a 21.3 MN-m). Dado que la capacidad probable 𝑀𝑝𝑟 permanece constante 

en 31.5 MN-m, este aumento de las demandas se traduce directamente en una menor sobrerresistencia 

global disponible en los suelos flexibles. 

El factor de amplificación dinámica se analizó en función del tipo de suelo y de métricas que caracterizan 

el movimiento sísmico, tales como su contenido de frecuencia a nivel espectral. Autores también han 

determinado que métricas prácticas cómo la aceleración espectral asociada al segundo modo de vibrar 

es un buen indicador para caracterizar la participación de los modos superiores en el comportamiento 

dinámico del corte (Eibl y Keintzel, 1988; Keintzel, 1990; Panagiotou y Restrepo, 2007). Así, el valor 

de 𝑆𝑎(𝑇2) también se incorpora dentro de las métricas utilizadas. Los valores obtenidos se contrastaron 

posteriormente con las expresiones normativas vigentes en ACI 318-19, ACI 318-25 y el borrador 

prNCh430. 
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6 Resultados y discusión 

6.1 Propiedades modales 

A continuación, se presentan los resultados obtenidos de los análisis modales del modelo en base fija en 

contraste con lo extraído de los modelos de SSI en los cuatro tipos de suelo. En la Tabla 6-1 se muestra 

el alargamiento de los periodos de los primeros dos modos de vibrar de la estructura, mientras que en la 

Figura 6-1 se contrastan los periodos fundamentales con los espectros de los registros escalados. El 

detalle de los resultados de los análisis realizados se encuentra en el Anexo A. 

Tabla 6-1. Propiedades modales 

 

 

Figura 6-1. Alargamiento de periodo fundamental 

En la Figura 6-1 se puede apreciar que el sistema se flexibiliza de forma importante en comparación al 

caso en base fija, obteniéndose incrementos de hasta un 33% en el periodo fundamental y 32% en el 

periodo del segundo modo al considerar explícitamente la SSI.  

6.2 Amplificación dinámica del corte 

Desde la Figura 6-2 hasta la Figura 6-4 se muestran las fuerzas de corte obtenidas de los NLTHA, 

separadas por base de datos para el análisis de las implicancias del tipo de terremoto utilizado en la 

respuesta a corte.  
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Figura 6-2. Envolventes de corte en la altura, NGAWest 

  

Figura 6-3. Envolventes de corte en la altura, NGASubduction 
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Figura 6-4. Gráficos de caja por tipo de suelo, 𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑉𝑢 en la base del muro 

De los resultados anteriores se aprecia una marcada dependencia de las fuerzas de corte obtenidas 

respecto de la base de datos sísmica utilizada. Este comportamiento resulta concordante con lo 

mencionado en la sección 5.4.1, donde se evidenció que los sets de registros extraídos de NGAWest y 

NGASubduction presentan diferencias significativas en la dispersión de sus ordenadas espectrales en el 

rango de periodos cortos. En particular, la menor dispersión observada en NGASubduction y su mayor 

concentración de espectros en torno al espectro objetivo tienden a producir demandas de corte más 

consistentes, lo que se refleja en cajas de menor tamaño y medianas más centradas. En contraste, la 

mayor variabilidad espectral presente en NGAWest se manifiesta en una mayor dispersión de dichas 

demandas. Esto se aprecia especialmente en los modelos de base fija, donde los resultados asociados a 

NGAWest presentan rangos intercuartílicos más amplios, mientras que los obtenidos con 

NGASubduction se concentran en torno a sus valores medianos. 

Adicionalmente, se observa que los modelos de base fija excitados con registros propagados en campo 

libre tienden a producir demandas de corte más elevadas que aquellas obtenidas en los modelos con 

interacción suelo–estructura. Este comportamiento es consistente con el hecho de que la SSI introduce 

mecanismos adicionales de flexibilidad y disipación en el sistema que, particularmente en estructuras 

flexibles de alto periodo fundamental, tienden a reducir el corte basal (NEHRP, 2012).  

Asimismo, se aprecia que la tendencia general de los resultados es similar para ambas bases de datos: 

en los modelos con SSI, las demandas de corte disminuyen de manera consistente a medida que el suelo 

se vuelve más flexible, mientras que en los modelos de base fija esta tendencia se invierte, observándose 

un incremento de dichas demandas con la disminución de la rigidez del suelo. No obstante, se identifican 

diferencias relevantes en las magnitudes de los resultados obtenidos, dependiendo de la base de datos 

sísmica considerada. 
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En conjunto, estos resultados refuerzan la observación realizada previamente respecto de la influencia 

que ejerce la selección de registros sísmicos en la estimación de las demandas estructurales. En 

particular, las diferencias en las ordenadas espectrales y en el contenido energético de los registros 

provenientes de ambas bases de datos se manifiestan directamente en la variabilidad de las fuerzas de 

corte obtenidas en los análisis no lineales. 

A continuación, se muestran los factores de amplificación dinámica ωv obtenidos para los 40 registros. 

 

Figura 6-5. Envolventes de ωv, NGAWest 

 

Figura 6-6. Envolventes de ωv, NGASubduction 

Respecto a los anteriores resultados, es posible apreciar un falso máximo de amplificación dinámica en 

los pisos superiores. Esto se justifica en que la razón 𝑉𝑁𝐿/(𝑉𝑢 ∗ Ω) aumenta en forma desmedida en 

dichos niveles, producto de la baja magnitud de la demanda de corte último 𝑉𝑢 (e.g. techo), la que, al ser 

comparada con la demanda no lineal de corte, se ve superada de sobremanera. Es por esto por lo que, 

los valores utilizados para el análisis estadístico de la amplificación dinámica corresponden a los valores 
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extraídos de la base del muro, el que se considera más representativo. Asimismo, es importante 

mencionar la existencia de amplificación dinámica en pisos intermedios. 

A continuación, se muestran los gráficos de caja asociados a los valores de ωv obtenidos. 

 

Figura 6-7. Gráficos de caja por tipo de suelo, ωv en la base del muro 

Referente a los resultados de la Figura 6-7, en general se observa que los resultados de 𝜔𝑣 presentan una 

dispersión considerable entre registros sísmicos, con valores que en algunos casos superan ampliamente 

la unidad. Esto indica que, bajo determinadas excitaciones sísmicas, las demandas de corte obtenidas a 

partir de los análisis no lineales pueden exceder significativamente aquellas consideradas en el diseño 

elástico amplificado por sobrerresistencia. 

Con el objetivo de caracterizar de manera formal la distribución estadística de los factores de 

amplificación dinámica obtenidos para cada base de datos, se evaluó el ajuste de los resultados a 

distribuciones normal y lognormal, combinando pruebas de bondad de ajuste, un criterio de selección 

de modelos y la inspección visual de los datos. Específicamente, se aplicó la prueba de Lilliefors a los 

valores de 𝜔𝑣 en escala original y logarítmica, y se adoptó como criterio determinante el Criterio de 

Información de Akaike (AIC), seleccionando para cada conjunto la distribución con mayor log-

verosimilitud. Dado que ambas distribuciones poseen igual número de parámetros, este criterio permite 

una selección objetiva del modelo que mejor representa los datos. La selección se respaldó 

adicionalmente mediante histogramas y gráficos cuantil-cuantil (QQ-plots), contrastando los datos en 

ambas escalas contra la distribución normal teórica (ver Anexo C). 

A partir de lo anterior, se obtuvo que los factores de amplificación provenientes de la base de datos 

NGAWest se ajustan de mejor manera a una distribución lognormal, mientras que los correspondientes 

a NGASubduction siguen una distribución aproximadamente normal —con excepción de la 

configuración SSI-B, que se ajustó mejor a una distribución lognormal—. Este comportamiento resulta 

consistente con la mayor variabilidad y presencia de valores extremos observada en los registros 
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corticales frente a la mayor concentración de los registros subductivos en torno al espectro objetivo. En 

efecto, los conjuntos provenientes de NGAWest presentan desviaciones estándar mayores, alcanzando 

valores de hasta 0.55 en la configuración Fixed-RAW, mientras que en NGASubduction la dispersión 

se mantiene más acotada. Los parámetros estadísticos correspondientes a cada conjunto se resumen en 

la Tabla 6-2. 

Tabla 6-2. Parámetros estadísticos de 𝜔ᵥ según base de datos 

 

(*) Si bien el criterio AIC indicó un mejor ajuste a una distribución lognormal, los resultados muestran que una 

distribución normal también ofrece una representación razonable de los datos. 

Al analizar los valores reportados en la Tabla 6‑2, se confirma que los resultados obtenidos con 

NGASubduction son sistemáticamente mayores que aquellos de NGAWest, diferencia que se acentúa 

en los modelos de base fija sobre suelos flexibles. En particular, en la configuración Fixed‑D, el factor 

de amplificación asociado a la mediana alcanza 2.11 para NGASubduction frente a 1.61 para NGAWest, 

mientras que en Fixed‑FF‑C los valores son 1.76 y 1.19, respectivamente. Asimismo, se aprecia que en 

los modelos de base fija, 𝜔ᵥ aumenta progresivamente a medida que el suelo se flexibiliza, mientras que 

en los modelos que incorporan la interacción suelo–estructura los valores se mantienen acotados y 

relativamente estables, en rangos de 0.76–1.14 para NGAWest y 0.85–1.32 para NGASubduction. Esto 

evidencia el efecto moderador que ejerce la SSI sobre las demandas de corte, particularmente en los 

suelos más flexibles. La Figura 6-8 permite profundizar en esta comparación al analizar las medianas 

de 𝜔𝑣 obtenidas para cada condición de suelo según las distribuciones ajustadas (lognormal y normal 

según corresponda). 
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Figura 6-8. Medianas (modelos ajustados) de factores de amplificación dinámica, NGAWest y 

NGASubduction 

Respecto a la figura anterior, es posible apreciar de forma más directa las diferencias antes mencionadas 

entre los resultados obtenidos de cada base de datos. Además, se observa la sistemática reducción de los 

valores medianos de 𝜔𝑣 considerando la SSI, respecto de los resultados obtenidos considerando base 

fija (a excepción de los resultados para suelo tipo A). Esto es particularmente evidente en los suelos más 

flexibles, donde la SSI tiende a moderar de forma significativa las demandas de corte en la estructura.  

Ahora, teniendo en cuenta cómo distribuye cada base de datos y con el objetivo de considerar todos los 

resultados en su conjunto, la Figura 6-9 muestra las medianas empíricas para cada caso evaluado. Se 

optó por la mediana empírica en este caso por tratarse de un parámetro estadístico robusto que no 

requiere asumir una distribución, lo que permite combinar de manera consistente ambas bases de datos 

sin mezclar los modelos lognormal y normal ajustados previamente. 

  

Figura 6-9. Medianas (empíricas) de factores de amplificación dinámica, NGAWest + 

NGASubduction 
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Respecto de la Figura 6-9, al considerar conjuntamente los resultados de ambas bases de datos, se 

observa que las medianas de 𝜔𝑣 se sitúan en el rango 0.8–1.2 para los modelos con interacción suelo–

estructura (SSI) y entre 0.9–2.0 para los modelos de base fija, dependiendo del tipo de suelo. En la 

condición de base fija, las medianas aumentan desde valores cercanos o inferiores a la unidad en los 

suelos tipo A y B (0.93 y 0.89) hasta valores marcadamente superiores en los suelos C y D (1.55 y 1.96). 

La condición SSI reproduce la misma tendencia creciente, aunque de forma atenuada: sus medianas se 

mantienen sistemáticamente por debajo de las de base fija, alcanzando 1.21 en el suelo D frente a 1.96 

del caso Fixed, lo que sugiere que la flexibilidad de la base modera la amplificación de corte respecto 

del modelo con base fija. 

Para interpretar el origen de esta tendencia conviene contrastar las dos componentes que definen 𝜔𝑣: la 

demanda de corte no lineal y la sobrerresistencia global. La Figura 6-4 evidencia que las razones 

𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑉𝑢 no aumentan hacia los suelos flexibles; por el contrario, en la condición SSI las medianas 

decrecen desde el suelo A (3.2) hacia el suelo D (1.9). Esto indica que el incremento de 𝜔𝑣 en C y D no 

proviene de una mayor demanda de corte relativa, sino del segundo factor. 

En efecto, la Tabla 5-2 muestra que la sobrerresistencia global Ω disminuye con la flexibilidad del suelo, 

desde un valor aproximado de 3.0 en los suelos A y B hasta 1.48 en el suelo D. Esta caída se explica por 

el aumento de las demandas de diseño 𝑉𝑢 y 𝑀𝑢 —obtenidas según NCh433— frente a una capacidad 

probable 𝑀𝑝𝑟 constante (31.5 MN·m). Como Ω forma parte explícita de la definición de 𝜔𝑣, su 

reducción en los suelos flexibles incrementa directamente los factores de amplificación, y explica las 

mayores diferencias observadas entre tipos de suelo, tanto en base fija como en SSI. 

La anterior interpretación se sustenta de forma más directa en la Figura 6-10, que presenta la respuesta 

de corte de cada modelo de forma aislada, normalizada por el peso sísmico, 𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑊. A diferencia de 

las métricas 𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑉𝑢 y 𝜔𝑣, esta normalización no incorpora parámetros de diseño dependientes del tipo 

de suelo ni de la normativa, por lo que constituye la representación más directa de la demanda obtenida 

en los análisis.  
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Figura 6-10. 𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑊, NGAWest + NGASubduction 

Respecto a los resultados mostrados en la figura anterior, se observa con claridad la reducción de la 

demanda de corte al pasar de una modelación en base fija a una modelación SSI, tendencia que se 

acentúa hacia los suelos más flexibles. Asimismo, es importante notar que los modelos Fixed-FF 

exhiben un incremento de la demanda con la flexibilidad del suelo, mientras que los modelos SSI 

invierten dicha tendencia, lo que evidencia que la reducción observada es atribuible específicamente al 

mecanismo de interacción suelo–estructura y no a un artefacto de las métricas normativas empleadas. 

Esta tendencia coincide, además, con la observada en la Figura 6-4 (𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑉𝑢), lo que confirma que el 

comportamiento es robusto frente a la métrica de normalización empleada. 

En esta misma línea, al estar libre de los factores Ω (𝑀𝑢, 𝑀𝑝𝑟) y 𝑉𝑢, la figura permite aislar el rol que 

dichos parámetros juegan en la definición de la amplificación dinámica tal como se formula actualmente, 

confirmando que el crecimiento de 𝜔𝑣 hacia suelos flexibles —documentado en las secciones previas— 

responde en gran medida a la caída de la sobrerresistencia global y no a un aumento de la demanda de 

corte como tal. 

En conjunto, estos resultados sugieren que la aplicación directa de expresiones desarrolladas en 

contextos normativos extranjeros, como las de ACI318, podría no ser representativa de las condiciones 

nacionales. Ello refuerza la pertinencia de una calibración local de los parámetros involucrados, que 

considere explícitamente la interacción suelo–estructura y las características propias de la práctica de 

edificación chilena. 

A continuación, la Tabla 6-3 presenta las razones entre las medianas empíricas de 𝜔𝑣
𝐹𝑖𝑥𝑒𝑑−𝐹𝐹/𝜔𝑣

𝑆𝑆𝐼 

obtenidas.  
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Tabla 6-3. Razones entre medianas Fixed y SSI 

 

Observando la Tabla 6-3, se aprecia que, para los suelos tipo A y B, las diferencias entre los resultados 

extraídos de modelos con y sin interacción suelo–estructura permanecen relativamente acotadas, 

observándose variaciones del orden de −16% y 17% en los valores medianos de 𝜔𝑣, respectivamente. 

Esto va de acuerdo con lo reportado previamente en la literatura (FEMA, 2020), donde se indica que, 

para condiciones de suelo rígido o de rigidez intermedia, la consideración explícita de la interacción 

suelo–estructura no produce modificaciones relevantes en las demandas de corte. En contraste, para los 

suelos más flexibles, tipos C y D, se observan diferencias considerablemente mayores entre ambas 

estrategias de modelación, obteniéndose factores de amplificación 55% y 64% superiores, 

respectivamente, en los modelos de base fija respecto de los modelos con interacción suelo–estructura.  

Esto último, se debe principalmente a los distintos fenómenos propios de la SSI. En primer lugar, los 

movimientos de la fundación, asociados a la interacción inercial, permiten que parte de la energía 

sísmica sea disipada a través del suelo circundante mediante amortiguamiento por radiación y 

amortiguamiento histerético, lo que incrementa el amortiguamiento efectivo del sistema (NEHRP, 

2012). Asimismo, la presencia de la fundación modifica el movimiento sísmico que ingresa a la 

estructura, debido a que su rigidez es significativamente mayor que la del suelo y, por lo tanto, no 

reproduce el patrón de deformaciones del campo libre, fenómeno asociado a la denominada interacción 

cinemática. Como consecuencia, el movimiento que finalmente actúa en la base de la estructura difiere 

significativamente del movimiento en campo libre, lo que contribuye a explicar las menores demandas 

de corte observadas en los modelos que incorporan la SSI en el presente estudio. 

En la siguiente sección se analizan los resultados de amplificación dinámica en función de diferentes 

parámetros que han sido reportados en la literatura que tienen efectos en su determinación. 

6.3 Factores que influyen en la amplificación dinámica del corte 

6.3.1 Ductilidad impuesta por el terremoto. 

Diversos estudios han señalado la existencia de una relación entre el factor de amplificación dinámica 

de corte y la ductilidad impuesta por el movimiento sísmico (Derecho y Corley, 1984; Morales et al., 

2019; Priestley, 2003). En estos trabajos, dicha relación se ha evaluado generalmente en términos de 

ductilidad de desplazamiento. En el presente estudio, en cambio, este efecto se analiza a partir de la 

ductilidad de rotación medida en la base, definida como 𝜇𝜃 = 𝜃𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝜃𝑦, parámetro que se relaciona de 

manera más directa con el desarrollo de la fluencia en flexión del muro. De esta forma, para caracterizar 

la rotación de fluencia, se realizó un análisis no lineal estático de tipo pushover lateral, desde donde se 
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estimó el valor de rotación asociado a la primera fluencia de la forma presentada en la Figura 6-11. Por 

otro lado, la  

Figura 6-12 presenta los resultados que relacionan ωv con este aspecto. 

 

Figura 6-11. Curva pushover Momento - Rotación. 

  

Figura 6-12. Ductilidad de rotación vs ωv, NGAWest+NGASubduction 

Un análisis preliminar de estos resultados, diferenciando los registros según su base de datos de origen, 

mostró que no se observan diferencias relevantes en los niveles de ductilidad de rotación impuestos por 

los terremotos provenientes de NGAWest y NGASubduction. En consecuencia, la  

Figura 6-12 muestra la relación entre ductilidad y la amplificación dinámica independiente de la base 

de datos de los registros. No obstante, se identifican algunos valores extremos asociados a registros de 

gran magnitud provenientes de NGAWest, fenómeno previamente discutido en la Sección 5.4.1.  

Observando los resultados presentados en la  

Figura 6-12, se evidencia una tendencia general de aumento del factor de amplificación dinámica con la 

ductilidad de rotación, particularmente en los modelos de base fija, donde se observan pendientes más 

pronunciadas en las regresiones ajustadas. En contraste, los modelos que incorporan SSI presentan una 

relación más moderada, caracterizada por una menor dispersión de los resultados, lo que sugiere que la 
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interacción suelo–estructura atenúa la dependencia observada en otros estudios entre la amplificación 

dinámica de corte y la demanda de ductilidad impuesta por el terremoto 

Por otro lado, al comparar las configuraciones analizadas, se aprecia que la incorporación de la 

interacción suelo–estructura reduce sistemáticamente el número de casos en que la ductilidad de rotación 

supera la unidad, en relación con los modelos de base fija. En efecto, mientras que en los modelos de 

base fija un 85% de los casos analizados alcanza la plastificación basal, esta proporción disminuye a un 

56% al incorporar explícitamente la interacción suelo–estructura.  

El detalle de los porcentajes de casos que poseen plastificación según tipo de suelo y modelación se 

presenta en la Tabla 6-4 

Tabla 6-4. Casos con ductilidad de rotación >1. 

 

Los resultados mostrados en la Tabla 6-4 conectan directamente con la reducción de la demanda de corte 

no lineal, documentada en la Figura 6-10. Dado que la amplificación dinámica se manifiesta únicamente 

en muros cuya base ha plastificado, la menor proporción de casos que efectivamente desarrollan la 

fluencia bajo condición SSI —particularmente en los suelos C y D— constituye un mecanismo adicional 

que contribuye a explicar los menores valores de demanda de corte observados en dichas 

configuraciones. En otras palabras, la flexibilidad de la base no solo modera la magnitud de la demanda 

en los casos que sí plastifican, sino que además reduce la frecuencia con que la estructura alcanza la 

fluencia, comportamiento consistente con los efectos de flexibilidad adicional y disipación de energía 

introducidos por el sistema suelo–fundación. 

Lo anterior resulta particularmente relevante por cuanto la amplificación dinámica de corte se asocia, 

por definición, a muros que han alcanzado la fluencia. Desde una perspectiva estrictamente conceptual, 

podría argumentarse que los casos que no superan dicho umbral de ductilidad deberían excluirse del 

análisis. Sin embargo, con el fin de mantener consistencia con los objetivos del presente trabajo y con 

la metodología empleada en estudios previos (Grandón y Hube, 2023; Massone y Bass, 2020), dichos 

casos no fueron descartados. Esto se justifica, además, en que la menor ocurrencia de plastificación bajo 

condición SSI constituye en sí misma una manifestación del efecto de la interacción suelo–estructura 

sobre la respuesta del sistema. 
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6.3.2 Contenido frecuencial de los registros  

La Figura 6-11 presenta, a modo ilustrativo, la aplicación del procedimiento empleado para la 

caracterización del contenido de alta frecuencia de los registros sísmicos. En particular, se muestra el 

caso correspondiente al sismo que presenta el menor error cuadrático respecto de los valores promedios 

de ωv obtenidos. Para dicha caracterización, se definió una frecuencia límite de 2.0 Hz (equivalente a 

un período de 0.5 s) en los espectros de respuesta, amortiguados al 5%, de las aceleraciones en la base 

del muro para cada una de las configuraciones evaluadas. Así, el porcentaje de alta frecuencia se definió 

como %𝐻𝐹 = 𝐴𝐻𝐹/𝐴𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙  , con 𝐴𝐻𝐹 el área bajo la curva hasta la frecuencia (o periodo) límite, y 𝐴𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 

el área bajo la curva del espectro hasta los 3 s. 

 

Figura 6-13. Criterio aplicado para la definición del porcentaje de energía en alta frecuencia 

Sobre la base de este criterio, la Figura 6-12 presenta la relación entre el porcentaje de energía en alta 

frecuencia de cada registro y el correspondiente factor de amplificación dinámica obtenido. 
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Figura 6-14. Gráficos de ωv vs % Alta frecuencia, NGAWest + NGASubduction 

Se observa una relación directa entre el porcentaje de energía en alta frecuencia de los registros y el 

factor de amplificación dinámica de corte, particularmente en los modelos de base fija. Este 

comportamiento es consistente con el hecho de que la amplificación dinámica está asociada 

principalmente a la excitación de modos superiores, los cuales se activan con mayor intensidad en 

presencia de contenido energético significativo en el rango de altas frecuencias del movimiento sísmico. 

Al comparar los distintos tipos de suelo, se aprecia que el porcentaje efectivo de energía en alta 

frecuencia tiende a disminuir sistemáticamente a medida que el suelo se flexibiliza, lo cual resulta 

concordante con el efecto de filtrado que ejerce tanto el depósito de suelo, como la fundación rígida, 

sobre los movimientos en altas frecuencias. Como consecuencia, los registros que excitan la estructura 

cuando se modela explícitamente el suelo y la fundación presentan, en promedio, un menor contenido 

relativo de altas frecuencias respecto al movimiento en campo libre. 

Este efecto se vuelve particularmente evidente en el Suelo D, donde la relación entre el porcentaje de 

alta frecuencia y el factor de amplificación dinámica se vuelve más débil en los modelos SSI, denotado 

por una menor pendiente en la regresión. Este comportamiento es coherente con el hecho de que los 

suelos más flexibles tienden a atenuar con mayor intensidad las componentes de alta frecuencia del 

movimiento, reduciendo así la capacidad de los registros para excitar los modos superiores de la 

estructura. En consecuencia, la dependencia entre la amplificación dinámica de corte y el contenido 

frecuencial del registro se vuelve progresivamente menos marcada a medida que el sistema suelo–

estructura se flexibiliza. 

6.3.3 Ordenada espectral en T2  

Respecto a la caracterización de los modos superiores en la respuesta de corte, diversos estudios indican 

que el segundo modo de vibrar captura de manera representativa este aporte (Keintzel, 1990; Panagiotou 

y Restrepo, 2007). Bajo esta línea, se ha evaluado cómo la amplificación dinámica del corte se relaciona 

con la ordenada espectral en dicho periodo, T2, una dependencia que ha sido integrada incluso de manera 
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implícita en el enfoque de diseño propuesto por Eibl y Keintzel (1998) y adoptado por el Eurocódigo 8. 

De esta manera, se extrae la ordenada espectral Sa(T2) correspondiente para cada caso, según tipo de 

suelo y tipo de modelación (SSI o Fixed). La Figura 6-15 muestra los resultados correspondientes para 

el análisis. 

  

  

Figura 6-15. Gráficos de ωv vs Sa(T2), NGAWest + NGASubduction 

A partir de los resultados presentados se observa, en primer lugar, una disminución sistemática de las 

magnitudes de Sa(T2) a medida que el suelo se vuelve más flexible. Este comportamiento es consistente 

con la respuesta dinámica esperada de los depósitos de suelo, los cuales tienden a desplazar la 

amplificación hacia periodos más largos de vibración a medida que su rigidez disminuye, reduciendo 

así la intensidad espectral en el periodo asociado al segundo modo. 

Asimismo, en todos los casos analizados se aprecia una relación aproximadamente proporcional entre 

el factor de amplificación dinámica de corte y la ordenada espectral Sa(T2). En efecto, mayores valores 

de Sa(T2) se asocian directamente con mayores niveles de amplificación dinámica del corte. Este 

resultado refuerza la relevancia del segundo modo de vibrar como parámetro representativo de la 

contribución de los modos superiores en la respuesta dinámica de corte del sistema estructural. 
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6.4 Desempeño del muro en el contexto normativo chileno 

6.4.1 Desplazamientos y curvaturas 

Los siguientes resultados se presentan con el objetivo de estudiar el impacto de la interacción suelo-

estructura en las demandas no lineales de desplazamiento (𝛿𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 ) y curvatura (Ø𝑚𝑎𝑥

𝑁𝐿 ), contrastando con 

las demandas extraídas de la normativa vigente de diseño sísmico chilena NCh433 + DS 60 (𝛿𝑢 y Ø𝑢).  

 

Figura 6-16. Desplazamientos máximos, NGAWest+NGASubduction 

De los resultados de la Figura 6-16, se aprecia que la inclusión de la interacción suelo-estructura 

incrementa de manera significativa la demanda de desplazamientos. En particular, al contrastar los 

resultados con los valores de desplazamiento obtenidos de la normativa actual chilena, se observa que 

los modelos de base fija se mantienen, en general, dentro de los valores de diseño, mientras que los 

modelos con SSI alcanzan desplazamientos hasta 1.5 veces mayores. Dicho incremento es consecuencia 

principal del efecto de rocking en la fundación, el cual introduce movimientos de cuerpo rígido en el 

muro y amplifica el desplazamiento en el nivel de techo. Este comportamiento es consistente con lo 

reportado en la literatura para muros en voladizo (FEMA, 2020). El mecanismo asociado a este 

incremento se ilustra en la Figura 6-15 

 

Figura 6-17. Esquema del fenómeno detrás del aumento del desplazamiento de techo (Ref. FEMA, 

2020) 
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A continuación, la Figura 6-16 muestra la relación entre curvatura máxima y desplazamiento máximo. 

En la normativa actual, ambos máximos se asumen coincidentes en el tiempo (i.e., simultáneos) al 

estimar la demanda de curvatura utilizada para el diseño del confinamiento de los elementos de borde 

en los muros, cuyas expresiones se presentan en la Ecuación 7.  

           Ø𝑢
𝐷𝑆 60 = {

        
2𝛿𝑢

𝐻𝑐𝐿𝑤
                  Alternativa 1

𝛿𝑢 − 𝛿𝑒

𝐿𝑝(𝐻𝑐 − 
𝐿𝑝

2
)

+  Ø𝑒      Alternativa 2
   (7) 

Donde 𝛿𝑒 =
11

40
Ø𝑒𝐻𝑐

2, corresponde al desplazamiento de fluencia asociado a una carga triangular 

creciente, con Ø𝑒 la curvatura de fluencia (Wallace, 1998). 

Con el fin de evaluar si ambas demandas ocurren de manera simultánea, los gráficos a continuación 

presentan explícitamente el valor de la curvatura máxima junto con el desplazamiento asociado a ese 

instante (puntos denominados “CurvMax”). De forma análoga, se muestran los valores máximos de 

desplazamiento junto con las curvaturas correspondientes al instante en que estos ocurren (denominados 

“DispMax”).  

 

 

Figura 6-18. Curvatura vs desplazamiento máximo por tipo de suelo, NGAWest+NGASubduction 
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Al observar los resultados anteriores es posible concluir que no existe una relación directa entre el 

instante de ocurrencia del desplazamiento máximo en el nivel de techo y aquel en que se alcanza la 

curvatura máxima en la base del muro, como se supone actualmente en las ecuaciones de diseño 

normativas. Evidenciándose puntos de desplazamiento máximo con bajos niveles de curvatura y 

viceversa. Estos resultados son coincidentes con lo evidenciado por otros autores (Arriagada et al., 2025) 

más en el presente estudio se extienden evaluando el efecto de la SSI. 

Por otro lado, a pesar del aumento evidenciado en la demanda de desplazamiento en los modelos de SSI, 

es posible apreciar una reducción en las demandas de curvatura respecto a los modelos con base fija. 

Esto es consistente con la disminución de la demanda de ductilidad de rotación observada en el apartado 

6.3.1. Respecto a esto se puede afirmar que, si bien el rocking de la fundación aumenta 

significativamente los desplazamientos totales impuestos, no se observan efectos relevantes en la no 

linealidad que estos movimientos imponen al muro, la cual se relaciona más directamente con la 

demanda de desplazamiento relativa.  

Asimismo, se observa que las demandas de curvatura obtenidas mediante la alternativa 1 de la normativa 

vigente resultan superiores a la mayoría de los valores obtenidos a partir de los análisis no lineales para 

todos los tipos de suelo considerados. Este resultado es particularmente llamativo si se tiene en cuenta 

que las demandas derivadas de los modelos no lineales —tanto para el caso de base fija como al 

considerar la SSI— se obtienen a partir de registros sísmicos escalados al nivel MCE, correspondiente 

a un periodo de retorno de 2475 años, mientras que las demandas de diseño de la normativa chilena se 

asocian a un periodo de retorno de 475 años. 

En este contexto, aunque la inclusión de la SSI conduce a desplazamientos que en algunos casos superan 

los valores establecidos por la normativa, esta comparación no implica necesariamente una falta de 

validez del enfoque de diseño, ya que los niveles de amenaza sísmica considerados para el diseño y para 

la caracterización de la amplificación dinámica del corte no son equivalentes. No obstante, los resultados 

sí ponen de manifiesto el carácter conservador de la normativa chilena en términos de curvatura, lo que 

se traduce en estrictos requerimientos de confinamiento en los elementos de borde de los muros. Este 

aspecto podría contribuir, al menos parcialmente, al reconocido buen desempeño que han mostrado los 

edificios chilenos frente a terremotos de gran magnitud. 

6.5 Demanda no lineal de momento en la altura 

Las Figura 6-19 y Figura 6-20 muestran las envolventes de momento flector a lo largo de la altura del 

muro para los registros pertenecientes a las bases de datos NGAWest y NGASubduction, 

respectivamente. En estas figuras, las líneas segmentadas azules representan la capacidad estimada hasta 

la fluencia del muro 𝑀𝑦, obtenida considerando la carga axial correspondiente a cada nivel de piso. 
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Figura 6-19. Envolventes de momento, NGAWest 

  
Figura 6-20. Envolventes de momento, NGASubduction 

A partir de los resultados se observa que, para ambas bases de datos y para los distintos tipos de suelo 

analizados, las envolventes de momento presentan amplificaciones en diferentes niveles de la altura del 

muro. Al contrastar dichas envolventes con la capacidad a fluencia estimada, se aprecia que en algunos 

casos los momentos desarrollados se aproximan —e incluso alcanzan— valores cercanos a dicha 

capacidad, lo que sugiere que no puede descartarse la eventual ocurrencia de plastificaciones fuera de 

la base del muro. 

No obstante, un análisis detallado de la localización y extensión de estas posibles plastificaciones queda 

fuera del alcance del presente trabajo. Aun así, estos resultados son consistentes con observaciones 

reportadas en la literatura, donde se ha señalado que a medida que la respuesta dinámica tiene una mayor 

influencia de los modos superiores, pueden desarrollarse demandas de momento significativas en la 

altura de muros en voladizo (Blakeley et al., 1975; Luu et al., 2011; Priestley, 2003). 

 

 



 

49 

 

7 Conclusiones y comentarios 

El presente estudio tuvo como objetivo evaluar la influencia de la interacción suelo–estructura en la 

estimación del factor de amplificación dinámica del corte en muros altos de hormigón armado, mediante 

una modelación no lineal que considera explícitamente el dominio de suelo, la estructura y su sistema 

de fundación. Para ello, se analizó un muro de 25 pisos sobre distintos tipos de suelo, utilizando 40 

registros sísmicos escalados al nivel MCE. Los resultados obtenidos permitieron caracterizar el 

fenómeno considerando explícitamente la SSI, identificando tendencias consistentes con la literatura 

especializada y evidenciando diferencias relevantes respecto de la condición teórica de base fija. 

En términos generales, los resultados muestran que la consideración explícita de la interacción suelo–

estructura conduce sistemáticamente a una reducción del factor de amplificación dinámica del corte 

respecto de la condición de base fija. Las medianas empíricas de 𝜔𝑣 obtenidas en los modelos con base 

fija varían entre 0.9 y 2.0, mientras que en los modelos con SSI se sitúan entre 0.8 y 1.2, dependiendo 

del tipo de suelo. Esta diferencia se vuelve especialmente relevante en suelos flexibles, donde los 

modelos de base fija alcanzan valores hasta un 55% y 64% superiores a los obtenidos al considerar 

explícitamente la interacción suelo–fundación–estructura en los suelos C y D, respectivamente. Este 

comportamiento resulta concordante con lo reportado en la literatura especializada respecto del efecto 

moderador de la SSI sobre la demanda de corte basal en estructuras de periodo fundamental alto. 

Los resultados indican además que el crecimiento de 𝜔𝑣 hacia suelos más flexibles no responde 

necesariamente a un aumento de la demanda no lineal de corte, sino principalmente a la disminución de 

la sobrerresistencia global Ω. En efecto, la demanda de corte normalizada respecto del peso sísmico 

disminuye bajo SSI al flexibilizarse el suelo, mientras que la sobrerresistencia se reduce debido al 

incremento de las demandas de diseño 𝑉𝑢 y 𝑀𝑢 frente a una capacidad probable 𝑀𝑝𝑟 constante. Dado 

que Ω forma parte explícita de la definición de 𝜔𝑣, esta reducción amplifica directamente el valor del 

factor de amplificación. En consecuencia, parte importante del incremento de 𝜔𝑣 observado en suelos 

flexibles, y en particular en los modelos de SSI, corresponde a un efecto asociado a la formulación 

normativa y no necesariamente a un incremento real de la solicitación de corte. 

Asimismo, se confirmó una tendencia general de aumento del factor de amplificación dinámica con la 

ductilidad de rotación impuesta por el movimiento sísmico, particularmente en los modelos de base fija. 

Sin embargo, al incorporar SSI esta dependencia se vuelve más moderada, observándose regresiones de 

menor pendiente y dispersión. Este comportamiento se relaciona directamente con una disminución en 

la frecuencia con que el muro alcanza la fluencia basal: mientras aproximadamente un 85% de los 

análisis en base fija desarrollan plastificación, bajo SSI esta proporción disminuye a cerca de un 56%, 

especialmente en los suelos más flexibles. Dado que la amplificación dinámica se manifiesta 
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principalmente en sistemas que desarrollan comportamiento inelástico, esta menor ocurrencia de 

fluencia constituye un mecanismo adicional que contribuye a reducir las demandas de corte bajo el 

escenario de SSI. 

Se identificó también una dependencia directa entre 𝜔𝑣 y el porcentaje energía en alta frecuencia 

contenido en los registros sísmicos (métrica %HF), particularmente en los modelos de base fija. Este 

resultado es consistente con el origen físico del fenómeno, asociado a la excitación de modos superiores 

que contribuyen significativamente a las demandas de corte. No obstante, dicha relación se debilita 

progresivamente al considerar interacción suelo–estructura y suelos más flexibles, debido al efecto de 

filtrado que el depósito de suelo ejerce sobre las componentes de alta frecuencia del movimiento sísmico. 

De manera similar, se observó una relación aproximadamente proporcional entre 𝜔𝑣 y la ordenada 

espectral 𝑆𝑎(𝑇2), la segunda métrica evaluada para caracterizar el contenido en alta frecuencia, 

confirmando la relevancia del segundo modo como parámetro representativo de la contribución modal 

superior en la respuesta dinámica de corte de muros altos. Este resultado respalda el uso de 

formulaciones que incorporan explícitamente parámetros espectrales asociados a modos superiores —

como ocurre en el Eurocódigo 8— por sobre expresiones basadas únicamente en el número de pisos, 

como las propuestas en ACI318. 

Por otra parte, la inclusión explícita de la interacción suelo–estructura produce incrementos 

significativos en las demandas de desplazamiento, alcanzando valores de hasta 1.5 veces aquellos 

obtenidos en condición de base fija. Este aumento se asocia principalmente al rocking de la fundación, 

el cual introduce movimientos de cuerpo rígido que amplifican el desplazamiento global del sistema. 

Sin embargo, pese al incremento en desplazamientos, las demandas de curvatura en la base del muro 

disminuyen al considerar SSI, comportamiento consistente con la menor ductilidad de rotación 

observada. Esto sugiere que el rocking incrementa el desplazamiento total del sistema, pero no 

necesariamente la deformación relativa que demanda al muro. 

Adicionalmente, los resultados muestran que no existe una coincidencia temporal sistemática entre el 

instante en que ocurre el desplazamiento máximo de techo y aquel en que se desarrolla la curvatura 

máxima en la base del muro, hipótesis implícitamente asumida en las expresiones utilizadas por la 

normativa chilena NCh433 + DS60 para la estimación de demanda de curvatura. Este hallazgo resulta 

consistente con lo reportado previamente por otros autores y, en este trabajo, se verifica además 

considerando explícitamente el efecto de la interacción suelo–estructura. 

Al comparar las demandas de curvatura obtenidas mediante análisis no lineales con aquellas estimadas 

mediante las expresiones normativas chilenas, se observa que la alternativa actualmente propuesta en el 
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DS60 conduce, en general, a valores superiores a los obtenidos en los análisis dinámicos, aun cuando 

estos fueron realizados utilizando registros escalados al nivel MCE. Considerando que este nivel de 

amenaza sísmica corresponde a un periodo de retorno significativamente mayor que el utilizado para 

diseño convencional, los resultados evidencian el carácter conservador de la normativa nacional en 

términos de demanda de curvatura y, por consiguiente, en los requerimientos de confinamiento de los 

elementos de borde. Este aspecto podría contribuir, al menos parcialmente, al reconocido buen 

desempeño sísmico observado en edificios de hormigón armado diseñados en Chile. 

Finalmente, el análisis de las envolventes de momento a lo largo de la altura del muro muestra que, bajo 

determinadas excitaciones sísmicas, pueden desarrollarse demandas significativas en niveles superiores, 

llegando incluso a aproximarse a la capacidad estimada hasta la fluencia en algunos pisos. Esto sugiere 

que no puede descartarse la eventual ocurrencia de plastificaciones fuera de la base del muro, 

comportamiento consistente con observaciones previas asociadas a la participación de modos superiores 

en la respuesta dinámica de muros en voladizo. 

En conjunto, los resultados obtenidos indican que la aplicación directa de expresiones desarrolladas en 

contextos normativos extranjeros, particularmente calibradas sin considerar explícitamente la 

interacción suelo–estructura, podría conducir a sobreestimaciones de la amplificación dinámica del corte 

en las condiciones nacionales, especialmente en suelos flexibles. En este sentido, el trabajo realizado 

refuerza la necesidad de incorporar, al menos de forma implícita, los efectos de SSI dentro del cálculo 

y caracterización de los factores de amplificación dinámica. 

La Tabla 7-1 resume los principales indicadores asociados al fenómeno de amplificación dinámica del 

corte para cada configuración analizada.  

Tabla 7-1. Tabla resumen resultados 

 

La comparación conjunta de los parámetros muestra que el incremento de 𝜔𝑣 ocurre precisamente en 

los casos donde la sobrerresistencia Ω disminuye, confirmando el importante rol de este parámetro en 

la definición del factor. A modo de ejemplo, comparando los resultados de los casos correlativos SSI-C 
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y SSI-D, la demanda real de corte 𝑉𝑚𝑎𝑥
𝑁𝐿 /𝑊 disminuye de 18,7 % a 17,9 % (−4,3 %), mientras que la 

demanda de diseño 𝑉𝑢/𝑊 aumenta de 9,8 % a 11,2 % (+14,3 %) y la sobrerresistencia global Ω se reduce 

de 2,04 a 1,48 (−27,5 %). El factor de amplificación 𝜔𝑣 pasa de 1,00 a 1,19 (+19,0 %) a pesar de que la 

demanda real de corte decrece, lo que confirma que el incremento es atribuible esencialmente a la caída 

de Ω, asociado a una formulación normativa y no a un crecimiento de la solicitación física.  

Por otra parte, la demanda de corte normalizada respecto del peso sísmico presenta tendencias distintas 

entre los modelos de base fija y de SSI: mientras que en los modelos con base fija las demandas 

aumentan progresivamente a medida que se flexibiliza el suelo, en los modelos de SSI esto no ocurre. 

Lo anterior sugiere la existencia de un nivel no menor de conservadurismo en las formulaciones 

existentes para el cálculo del factor de amplificación dinámica, las que son basadas en resultados de 

análisis dinámicos que omiten los efectos de interacción suelo-estructura. 

A partir de los alcances y simplificaciones adoptadas en el presente estudio, se identifican diversas líneas 

de trabajo futuro que permitirían profundizar en la comprensión del fenómeno analizado. En primer 

lugar, resulta relevante extender el análisis hacia configuraciones más representativas de la práctica 

chilena, incorporando muros acoplados o múltiples ejes estructurales de forma simultánea, e idealmente 

avanzando hacia el modelamiento de la estructura completa —incluyendo muros, losas, vigas y 

columnas— de modo de capturar la interacción entre los distintos elementos resistentes y obtener una 

respuesta más generalizable que la del muro aislado considerado en este trabajo. En esta misma línea, 

sería de interés analizar muros de sección compuesta, habituales en edificación chilena, cuyo 

comportamiento a flexión y corte difiere del muro rectangular aquí estudiado y podría incidir de forma 

relevante en la amplificación dinámica. 

Asimismo, sería de interés evaluar la influencia de niveles de carga axial más elevados en la estimación 

del factor de sobrerresistencia, particularmente en el rango reportado en la literatura (0.2 − 0.4 𝐴𝑔𝑓𝑐
′) 

para el caso de edificios altos chilenos (Massone et al., 2012), en contraste con el valor considerado en 

este estudio. Por otra parte, la utilización de un mayor número de estratigrafías por cada tipo de suelo, 

evaluando casos más representativos de la heterogeneidad inherente de los perfiles de suelo, permitiría 

caracterizar de manera más continua la variabilidad de la respuesta en función de parámetros como 

Vs30. Esto último podría incluso extenderse a desarrollos que implementen modelos probabilísticos, 

basados en exploraciones geotécnicas (Miranda et al., 2025), para considerar la heterogeneidad del suelo 

de modo de incluir los efectos de variación espacial, inherentes a la depositación de los estratos de 

suelos, en el input sísmico de la estructura. 

En cuanto a la demanda sísmica, una selección de registros más extensa y exhaustiva —con un mayor 

número de acelerogramas y un control más estricto de la dispersión espectral— permitiría robustecer la 
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caracterización estadística del factor de amplificación y reducir la variabilidad asociada al conjunto de 

registros, aspecto que el presente estudio identificó como una fuente relevante de dispersión en los 

resultados. Finalmente, la extensión de los análisis a modelos tridimensionales constituye una línea 

natural de desarrollo, que permitiría incorporar efectos espaciales y de interacción entre elementos que 

no son capturados en el marco bidimensional adoptado. 
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9 Anexos 

A. Resultados análisis modales SSI  

Desde la Figura 9-1 hasta la Figura 9-4 se muestran las formas modales de los primeros dos modos de 

vibrar de la estructura en los modelos de SSI.  

 

Figura 9-1. Modo 1 / 2 estructura: T1 = 1.78 s / T2 = 0.28 s, SSI A 

 

Figura 9-2. Modo 1 / 2 estructura: T1 = 1.83 s / T2 = 0.29 s, SSI B 

 

Figura 9-3. Modo 1 / 2 estructura: T1 = 2.00 s / T2 = 0.32 s, SSI C 
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Figura 9-4. Modo 1 / 2 estructura: T1 = 2.08 s / T2 = 0.34 s, SSI D 
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B. Comparación espectral: NCh433 y ASCE 7 

 

Figura 9-5. Espectros de diseño NCh433 y ASCE 7 para suelo D 

 

Figura 9-6. Diagrama de interacción para diseño provisto vs Solicitaciones de diseño según ASCE 7 

 

Figura 9-7. Espectro de diseño NCh433 vs Espectro MCE ASCE 7 
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C. Distribuciones ajustadas por base de datos  

NGAWest 

 

Figura 9-8. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, Fixed-RAW 

 

 

Figura 9-9. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, Fixed-A 
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Figura 9-10. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, Fixed-B 

 

 

Figura 9-11. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, Fixed-C 
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Figura 9-12. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, Fixed-D 

 

 

Figura 9-13. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, SSI-A 
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Figura 9-14. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, SSI-B 

 

 

Figura 9-15. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, SSI-C 
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Figura 9-16. Histogramas y QQ-Plots: NGAWest, SSI-D 

 

NGASubduction 

 

Figura 9-17. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, Fixed-RAW 
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Figura 9-18. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, Fixed-A 

 

 

Figura 9-19. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, Fixed-B 
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Figura 9-20. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, Fixed-C 

 

 

Figura 9-21. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, Fixed-D 

 



 

68 

 

 

Figura 9-22. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, SSI-A 

 

 

Figura 9-23. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, SSI-B 
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Figura 9-24. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, SSI-C 

 

 

Figura 9-25. Histogramas y QQ-Plots: NGASubduction, SSI-D 
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