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Figura 13.10. Andamento delle curve di livello dello spostamento verticale (post sisma
– fine costruzione).

Confrontando le Fig. 13.14 e 13.5 si può osservare come i valori di picco dell’ac-
celerazione orizzontale sul coronamento della diga relativi al sisma#2 (Fig. 13.14)
sono confrontabili a quelli del sisma#1 (Fig. 13.5).

La Fig. 13.16 riporta le storie temporali della sovrappressione interstiziale nei
punti B e C. Dal confronto di quest’ultima figura con la Fig. 13.7 si nota che le tre
simulazioni qualitativamente forniscono risultati analoghi al sisma#1 (Fig. 13.7),
qualitativamente forniscono sovrappressioni interstiziali maggiori imputabili alla
diversa entità delle deformazioni plastiche di volume accumulate durante il sisma.

In Fig. 13.17 sono mostrate le distribuzioni spaziali della sovrappressione inter-
stiziale residua a fine sisma. Da un punto di vista qualitativo il comporatemento
dei due modelli avanzati è analogo: nella parte inferiore della diga si osservano in
HP–MA elevate sovrappressioni interstiziali positive, previste anche da BS–TD,
ma in misura minore; nel modello BS–TD la parte superiore della diga è caratter-
izzata da elevate sovrappressioni interstiziali negative, previste anche da HP–MA,
anche se in misura minore. MCC è caratterizzato da sovrappressioni interstiziali
molto minori, anche se si nota l’accumulo di sovrappressioni interstiziali positive
nella parte sommitale della diga.

Molto interessanti sono le curve di livello dello spostamento orizzontale e ver-
ticale mostrate rispettivamente in Fig. 13.18 e 13.19, dalle quali è evidente come
in questo caso l’analogia del comportamento dei due modelli ciclici e la loro dif-
ferenza dal comportamento del modello tradizionale siano molto più accentuate
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rispetto al caso precedente: ciò è dovuto al fatto che il sisma #2 è caratterizzato
da un maggior numero di cicli rispetto al sisma #1, è quindi possibile apprezzare
in misura maggiore il miglior funzionamento dei modelli ciclici rispetto a quello
tradizionale.

Osservando la Fig. 13.19 si nota che nel modello MCC gli spostamenti sono più
localizzati in corrispondenza della zona sommitale della diga rispetto ai modelli
ciclici, in cui l’effetto è più diffuso.

La Fig. 13.20 riporta gli spettri delle ampiezze di Fourier relativi ai due input
sismici considerati in corrispondenza dei punti A (base della diga) e D (cresta della
diga).

I modelli elastoplastici evidenziano un forte effetto di amplificazione sismica
in corrispondenza delle basse frequenze: in particolare a 1.5 Hz per il sisma #1 e
a 0.5 Hz per il sisma #2. Tale effetto si osserva anche in HP–MA, ma in misura
minore.

Una delle frequenze fondamentali del sistema è 0.5 Hz poichè è fortemente
amplificata anche nel sisma #1, anche se l’effetto si vede meno perchè l’input è
più basso rispetto al sisma #2.

Gli spettri relativi al modello MCC e BS–TD sono abbastanza simili per en-
trambi gli input sismici e differiscono da quello del modello HP–MA. Tale effetto
si spiega ricordando che il modello ipoplastico riproduce meglio il comportamento
a piccole deformazioni della rigidezza del sistema.

13.3 Effetto della formulazione FEM: modello HP–MA

In tale paragrafo i risultati ottenuti dalle simulazioni svolte con la formulazione UP
sono messe a confronto con quelli ottenuti dalle simulazioni eseguite con l’approccio
MSP. La prima serie di formulazioni è stata eseguita con il codice di calcolo Abaqus
Standard v6.4, mentre la seconda con il codice di calcolo GEHOMadid; entrambe
le serie sono state svolte con il modello costitutivo HP–MA. Sono stati considerati
gli stessi punti di misura riportati in Fig. 13.1.

13.3.1 Risultati del confronto tra analisi #1 ed analisi #19

Oggetto di tale paragrafo è il confronto dei risultati della analisi #1 (UP) e della
analisi #19 (MSP) aventi come input sismico il sisma #1.

Le Fig. 13.21 e 13.22 mostrano rispettivamente le storie temporali dello sposta-
mento orizzontale e verticale nei quattro punti A, B, C e D calcolate nelle analisi #1
(UP) ed analisi #19 (MSP).

L’esame delle figure mostra che nel complesso i risultati sono del tutto compa-
rabili da un punto di vista qualitativo e sostanzialmente anche quantitativo.

Si può osservare come la formulazione UP fornisca spostamenti verticali in asse
(Fig. 13.22) che sono leggermente maggiori di quelli relativi all’approccio MSP; ciò
si rispecchia nell’andamento temporale dello spostamento orizzontale dei punti E,
F, G e H posti sui fianchi della diga mostrati in Fig. 13.23 poichè alla formulazione
UP corrispondono maggiori spostamenti orizzontali.
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Figura 13.11. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.12. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.13. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi.
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Figura 13.14. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.15. Andamenti della accelerazione verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.16. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse.

Dall’analisi della Fig. 13.24, in cui sono riportati gli andamenti della accelera-
zione orizzontale nel tempo, sembrerebbe che l’approccio UP sia caratterizzato da
un maggiore smorzamento che nella formulazione MSP.

La Fig. 13.25 riporta le storie temporali della sovrappressione interstiziale nei
punti B e C, in cui la formulazione MSP mostra valori leggermente inferiori rispetto
a UP ma confrontabili, come appare più chiaramente dall’analisi delle curve di
livello della sovrappressione interstiziale riportate in Fig. 13.26. Da un punto di
vista qualitativo il comportamento delle due formulazioni è analogo: nella parte
inferiore della diga si osservano elevate sovrappressioni interstiziali positive, nella
parte superiore si manifestano elevate sovrappressioni interstiziali negative.

13.3.2 Risultati del confronto tra analisi #2 ed analisi #20

Oggetto di tale paragrafo è il confronto dei risultati della analisi #2 (UP) e della
analisi #20 (MSP) aventi come input sismico il sisma #2.

Le Fig. 13.27 e 13.28 mostrano rispettivamente le storie temporali dello sposta-
mento orizzontale e verticale nei quattro punti A, B, C e D calcolate nelle analisi #2
(UP) ed analisi #20 (MSP).

L’esame delle figure mostra che nel complesso anche in questo caso i risultati
sono del tutto comparabili da un punto di vista qualitativo e sostanzialmente anche
quantitativo.
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Figura 13.17. Andamento delle curve di livello della sovrappressione interstiziale.

Si può osservare come la formulazione MSP fornisca spostamenti verticali in
asse (Fig. 13.28) che sono leggermente maggiori di quelli relativi all’approccio
UP; ciò si rispecchia nell’andamento temporale dello spostamento orizzontale dei
punti E, F, G e H posti sui fianchi della diga mostrati in Fig. 13.29 poichè alla
formulazione MSP corrispondono maggiori spostamenti orizzontali.

Dall’analisi della Fig. 13.30, in cui sono riportati gli andamenti della accelera-
zione orizzontale nel tempo, sembrerebbe che l’approccio UP sia caratterizzato da
un maggiore smorzamento che nella formulazione MSP.

La Fig. 13.31 riporta le storie temporali della sovrappressione interstiziale nei
punti B e C, in cui le due formulazioni mostrano valori confrontabili come ap-
pare più chiaramente dall’analisi delle curve di livello della sovrappressione inter-
stiziale riportate in Fig. 13.32. Ancora una volta da un punto di vista qualitativo
il comportamento delle due formulazioni è analogo: nella parte inferiore della diga
si osservano elevate sovrappressioni interstiziali positive, nella parte superiore si
manifestano elevate sovrappressioni interstiziali negative.

Molto interessante risulta essere l’osservazione degli spettri delle ampiezze di
Fourier della accelerazione orizzontale considerati in corrispondenza dei punti A
(base della diga) e D (cresta della diga), riportati in Fig. 13.33 per entrambi gli
input sismici considerati in tale lavoro di tesi.

I due modelli agli elementi finiti forniscono delle differenze: la formulazione
MSP amplifica più di UP in corrispondenza delle basse frequenze. Tale comporta-
mento è più chiaro dall’analisi degli spettri di Fourier relativi al sisma #2, che
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Figura 13.18. Andamento delle curve di livello dello spostamento orizzontale (post
sisma – fine costruzione).

presenta un contenuto più importante in corrispondenza delle basse frequenze
(f< 1 Hz).

Tale comportamento dipende dal fatto che le armoniche basse sono quelle per
cui l’effetto della consolidazione è più importante, poichè il rapporto tra il periodo
proprio del sistema ed il tempo caratteristico di consolidazione è più alto.

13.4 Effetto della parziale saturazione

Per mettere in evidenza gli effetti della parziale saturazione sono stati confrontati
i risultati delle:

• analisi #1 (Sr=1), analisi #3 (Sr=0.95) ed analisi #5 (Sr=0.85) in cui è stato
condiderato il modello HP–MA;

• analisi #7 (Sr=1), analisi #9 (Sr=0.95) ed analisi #11 (Sr=0.85) in cui è stato
condiderato il modello BS–TD;

• analisi #13 (Sr=1), analisi #15 (Sr=0.95) ed analisi #17 (Sr=0.85) in cui è
stato condiderato il modello MCC;

tutte aventi come input il sisma #1 (Par. 13.4.1). Sono state inoltre messi a
confronto i risultati delle:
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Figura 13.19. Andamento delle curve di livello dello spostamento verticale (post sisma
– fine costruzione).

• analisi #2 (Sr=1), analisi #4 (Sr=0.95) ed analisi #6 (Sr=0.85) in cui è stato
condiderato il modello HP–MA;

• analisi #8 (Sr=1), analisi #10 (Sr=0.95) ed analisi #12 (Sr=0.85) in cui è
stato condiderato il modello BS–TD;

• analisi #14 (Sr=1), analisi #16 (Sr=0.95) ed analisi #18 (Sr=0.85) in cui è
stato condiderato il modello MCC;

tutte aventi come input il sisma #2 (Par. 13.4.2).

13.4.1 Risultati relativi al sisma #1

Le Fig. 13.34–13.36 mostrano – al variare del grado di saturazione – le storie
temporali dello spostamento verticale nei quattro punti A, B, C e D calcolate
rispettivamente con il modello HP–MA, il modello BS–TD ed il modello MCC.

L’esame delle figure mostra che nel complesso – come era lecito attendersi –
l’effetto della parziale saturazione è quello di aumentare gli abbassamenti poichè
come si può osservare dalla eq. 11.12 e dalla Fig. 11.2 il modulo di rigidezza
volumetrica apparente Kf,app diminuisce al diminuire del grado di saturazione
(Par. 11.2.2).

In generale dall’analisi delle Fig. 13.37–13.39 si può osservare che la parziale
saturazione non influenza in modo significativo l’andamento degli spostamenti
orizzontali in corrispondenza dei fianchi della diga.
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Figura 13.20. Spettri delle ampiezze di Fourier delle accelerazioni per il sisma #1 ed
il sisma #2.
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Figura 13.21. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.



13.4 Effetto della parziale saturazione 245

Figura 13.22. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.23. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi.
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Figura 13.24. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.25. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse.

Figura 13.26. Andamento delle curve di livello delle sovrappressioni interstiziali.
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Figura 13.27. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.28. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.29. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi.



252 13 Risultati delle simulazioni numeriche dinamiche

Figura 13.30. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse.
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Figura 13.31. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse.

Figura 13.32. Andamento delle curve di livello delle sovrappressioni interstiziali.
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Figura 13.33. Spettri delle ampiezze di Fourier delle accelerazioni orizzontali.
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Nelle Fig. 13.40–13.42 sono mostrati gli andamenti dell’accelerazione orizzon-
tale nel tempo in corrispondenza dei quattro punti A, B, C e D ubicati in asse.
In tale caso si può osservare che l’effetto della parziale saturazione è quello di
aumentare lo smorzamento, in particolare tale effetto è più evidente nei modelli
elastoplastici che nel modello ipoplastico.

Le Fig. 13.43–13.45 mostrano – al variare del grado di saturazione – le storie
temporali della sovrappressione interstiziale in corrispondenza dei punti B e C
calcolate rispettivamente con il modello HP–MA, il modello BS–TD ed il modello
MCC.

La parziale saturazione diminuisce – come ci si aspettava – le sovrappressioni
interstiziali permanenti a fine sisma in tutti i modelli considerati poichè in tale tipo
di approccio la sovrappressione interstiziale è calcolata sulla base della eq. 11.11
di conseguenza al diminuire del modulo di rigidezza volumetrica apparente Kf,app

(Par. 11.2.2) la sovrappressione interstiziale accumulata diminuisce.

13.4.2 Risultati relativi al sisma #2

Le Fig. 13.46–13.48 mostrano – al variare del grado di saturazione – gli andamenti
temporali dello spostamento verticale nei quattro punti A, B, C e D calcolate
rispettivamente con il modello HP–MA, il modello BS–TD ed il modello MCC .

Anche per tale sisma le figure mostrano che nel complesso – come era lecito at-
tendersi – l’effetto della parziale saturazione è quello di aumentare gli abbassamenti
come spiegato nel paragrafo precedente.

In generale dall’analisi delle Fig. 13.49–13.51 si può osservare che la parziale
saturazione non influenza in modo significativo l’andamento degli spostamenti
orizzontali in corrispondenza dei fianchi della diga.

Nelle Fig. 13.52–13.54 sono mostrati gli andamenti dell’accelerazione orizzon-
tale nel tempo in corrispondenza dei quattro punti A, B, C e D ubicati in asse.
Anche in tale caso si può osservare che l’effetto della parziale saturazione è quello
di aumentare lo smorzamento, in particolare tale effetto è più evidente nei modelli
elastoplastici che nel modello ipoplastico, in cui è praticamente trascurabile.

Le Fig. 13.55–13.57 mostrano – al variare del grado di saturazione – le storie
temporali della sovrappressione interstiziale in corrispondenza dei punti B e C
calcolate rispettivamente con il modello HP–MA, il modello BS–TD ed il modello
MCC.

Anche per tale sisma la parziale saturazione diminuisce le sovrappressioni
interstiziali permanenti a fine sisma come spiegato nel paragrafo precedente.

13.5 Conclusioni

Dall’esame complessivo dei risultati illustrati in tale capitolo è possibile evidenziare
i seguenti aspetti fondamentali relativi all’influenza del modello costitutivo sulla
risposta sismica di una diga in terra:

1. la risposta calcolata con il modello elastoplastico convenzionale differisce poco
da quella ottenibile in regime elastico. Gli effetti di natura irreversibile si
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Figura 13.34. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello HP–MA.
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Figura 13.35. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello BS–TD.
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Figura 13.36. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello MCC.
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Figura 13.37. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello HP–MA.



260 13 Risultati delle simulazioni numeriche dinamiche

Figura 13.38. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello BS–TD.



13.5 Conclusioni 261

Figura 13.39. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello MCC.
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Figura 13.40. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello HP–MA.
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Figura 13.41. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello BS–TD.
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Figura 13.42. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello MCC.
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Figura 13.43. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello HP–MA.

sviluppano in corrispondenza dei cicli di massima accelerazione, nella fase
iniziale del processo;

2. entrambi gli approcci avanzati mostrano differenze significative con la soluzione
convenzionale, sia in termini di spostamenti che di pressioni interstiziali;

3. il modello ipoplastico di Maš́ın con intergranular strain, caratterizzato da un
comportamento analogo a quello di modelli elastoplastici a più superfici, con in-
crudimento cinematico, presenta una maggiore capacità di dissipazione rispetto
agli altri casi esaminati.

Per quanto riguarda l’influenza della formulazione dinamica sulla risposta sismica
del sistema si possono trarre le seguenti conclusioni:

1. le differenze tra le soluzioni ottenute con gli approcci UP (non drenato) ed MSP
(consolidazione dinamica) sono relativamente modeste, apprezzabili solo in
termini di sovrappressioni interstiziali ed abbassamento permanente in cresta;

2. per i due input sismici molto diversi tra loro si ottengono risultati comparabili
per le due formulazioni; si può concludere che se il materiale è a grana fine
non si ha la stretta necessità di utilizzare codici di calcolo sofisticati poiché
l’approccio UP è ragionevolmente sufficiente;

3. il confronto tra i modelli nel caso UP sono significativi, poiché è realistico
utilizzare la formulazione UP nel caso analizzato, caratterizzato da un basso
valore della permeabilità.
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Figura 13.44. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello BS–TD.

L’effetto della consolidazione durante la fase sismica appare trascurabile, ciò
dipende dal valore molto basso della permeabilità del terreno. In presenza di terreni
a permeabilità significativamente più elevata è ipotizzabile che le due formulazioni
forniscano risultati differenti.

La parziale saturazione, tenuta in conto in maniera approssimata tramite la
riduzione del modulo di rigidezza volumetrica dello scheletro solido come descritto
nel Par. 11.2.2, ha i seguenti effetti sulla risposta sismica della diga:

1. generale incremento degli spostamenti permanenti irreversibili in fase post–
sismica;

2. sensibile riduzione delle sovrappressioni interstiziali permanenti.

Infine per quanto riguarda l’influenza dell’input sismico – come ci si doveva aspet-
tare – la risposta dinamica del sistema dipende dall’accelerazione di picco dell’input
sismico, ma anche dalla sua durata e dal suo contenuto in frequenza. Il sisma #1 ed
il sisma #2 caratterizzati dalla stessa accelerazione di picco (Par. 10.3) producono
risultati differenti. Per quanto riguarda il contenuto in frequenza quando l’accelero-
gramma è caratterizzato da frequenze dominanti prossime ad una delle frequenze
proprie del sistema possono verificarsi fenomeni di amplificazione delle accelera-
zioni che producono un significativo incremento degli spostamenti permanenti ir-
reversibili. L’influenza della durata si evidenzia nel fatto che gli spostamenti per-
manenti sono molto più elevati nel caso di sisma #2 e aumentano nel tempo molto
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Figura 13.45. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello MCC.

meno velocemente poichè ogni ciclo successivo produce deformazioni plastiche, che
si accumulano in un numero maggiore di cicli, quindi un sisma lungo produce un
effetto complessivo differente rispetto ad un sisma breve. Riassumendo si può affer-
mare che l’entità delle deformazioni plastiche accumulate durante la fase sismica e
delle sovrappressioni interstiziali residue in condizioni post-sismiche è significati-
vamente influenzata dal contenuto in frequenza dell’input sismico (amplificazione
dinamica) e dalla durata dell’evento (numero di cicli).
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Figura 13.46. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello HP–MA.
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Figura 13.47. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello BS–TD.
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Figura 13.48. Andamenti dello spostamento verticale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello MCC.
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Figura 13.49. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello HP–MA.
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Figura 13.50. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello BS–TD.
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Figura 13.51. Andamenti dello spostamento orizzontale nel tempo in corrispondenza
dei fianchi: modello MCC.
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Figura 13.52. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello HP–MA.
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Figura 13.53. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello BS–TD.
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Figura 13.54. Andamenti della accelerazione orizzontale nel tempo in corrispondenza
dell’asse: modello MCC.
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Figura 13.55. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello HP–MA.



278 13 Risultati delle simulazioni numeriche dinamiche

Figura 13.56. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello BS–TD.
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Figura 13.57. Andamenti della sovrappressione interstiziale nel tempo in
corrispondenza dell’asse: modello MCC.
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Conclusioni

L’obiettivo di tale tesi è stato quello di scegliere le strategie computazionali e i
modelli costitutivi in grado di descrivere il comportamento dei terreni a grana fine
in presenza di sisma con riferimento alla risposta sismica delle dighe in terra.

A tal fine nella prima parte della tesi si sono individuati i modelli costituti-
vi ciclici in grado di descrivere le caratteristiche di non linearità, non linearità
incrementale, irreversibilità, comportamento isteretico e dipendenza dalla storia
tensionale proprie della risposta ciclica dei terreni a grana fine.

La verifica delle loro potenzialità a livello di elemento di volume in condizioni
di carico monotono e ciclico è stata effettuata grazie a driver costitutivi – imple-
mentati in MATLAB – in cui è stata adottata la linearizziazione della condizione
di carico e di vincolo proposta da Bardet & Chouchair (1991); il sistema cos̀ı ot-
tenuto è stato integrato numericamente tramite l’algoritmo esplicito adattativo
di Runge–Kutta–Fehlberg (RKF23). Tali driver hanno permesso di riprodurre le
curve tensione–deformazione relative alle prove monotone e cicliche su caolino e di
confrontarle con i rispettivi dati sperimentali raccolti dalla letteratura tecnica.

I modelli ciclici considerati sono stati in grado di riprodurre (qualitativamen-
te e quantitativamente) gli aspetti fondamentali del comportamento dei terreni
argillosi in condizioni di carico monotono e si sono dimostrati capaci di riprodurre
- almeno qualitativamente - gli aspetti essenziali della risposta ciclica delle argille,
per una vasta gamma di condizioni di carico. Risulta importante sottolineare che le
simulazioni discusse nel presente lavoro costituiscono delle vere previsioni di classe
A in quanto la calibrazione del modello è stata condotta utilizzando solo risultati
di prove monotone convenzionali.

Al fine di applicare a problemi pratici i modelli costitutivi presi in esame è
stato necessario implementare in codici di calcolo agli elementi finiti un opportuno
algoritmo di integrazione che svolga il compito a livello locale – per ciascun punto
di Gauss – di risolvere il problema ai valori iniziali integrando le equazioni costitu-
tive lungo un assegnato percorso di carico a partire da assegnate condizioni iniziali.
In tale lavoro di tesi è stato scelto l’algoritmo esplicito RKF23, che è risultato
adeguato sia all’elastoplasticità che all’ipoplasticità. Per valutarne le prestazioni
in termini di accuratezza ed efficienza è stato svolto un esteso programma di si-
mulazioni numeriche, che hanno permesso di individuare un valore di tolleranza
(TOL) di 10−3 come buon compromesso tra esigenze di accuratezza ed efficienza.
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L’implementazione dei modelli in codici di calcolo ha anche richiesto la determi-
nazione della matrice di rigidezza tangente consistente, il cui calcolo a causa della
non linearità del legame costitutivo è stato condotto per via numerica sfruttando
il concetto di derivata direzionale di Frechet.

In particolare nel presente lavoro i modelli BS–TD e HP–MA sono stati im-
plementati nel codice di calcolo commerciale Abaqus Standard v6.4. L’implemen-
tazione ha richiesto lo sviluppo di una “user material subroutine” (UMAT) scritta
in Fortran 77, in accordo con quanto prescritto dal manuale del programmatore
di Abaqus. Il modello HP–MA è stato incorporato anche nella libreria dei modelli
costitutivi di GEHOMadrid mediante una subroutine di interfaccia che mette in
relazione la struttura del programma con la routine costitutiva UMAT.

Tali implementazioni hanno permesso di svolgere un esteso programma di si-
mulazioni dinamiche della diga Marana Capacciotti. Al fine di valutare l’influenza
del modello costitutivo sono stati svolti tre gruppi di simulazioni non drenate con
il codice di calcolo Abaqus Standard v6.4 adottando tre differenti modelli costi-
tutivi: il modello HP–MA, il modello BS–TD ed il modello Cam–Clay Modificato
(MCC). Per mettere in evidenza gli effetti della formulazione FEM sono state svolte
due analisi dinamiche accoppiate con il codice di calcolo GEHOMadrid in cui si
è adottato il modello HP–MA. Per evidenziare l’influenza esercitata dal tipo di
input sismico sulla risposta dinamica, sono stati imposti un accelerogramma reale
ed uno artificiale caratterizzati da stessa accelerazione di picco ma da differenti
durate e contenuti in frequenza. Il confronto dei risultati ha mostrato differenze
significative tra le analisi al variare dell’input, evidenziando che la risposta dina-
mica del sistema dipende non solo dall’accelerazione di picco dell’accelerogramma
di input, ma anche dalla sua durata e dal suo contenuto in frequenza.

Infine sono stati considerati in maniera approssimata tre differenti condizioni di
saturazione, al diminuire della saturazione si sono osservati un generale incremen-
to degli spostamenti permanenti irreversibili in fase post–sismica e una sensibile
riduzione delle sovrappressioni interstiziali permanenti.

La risposta calcolata con il modello elastoplastico convenzionale (MCC) dif-
ferisce poco da quella ottenibile in regime elastico. Gli effetti di natura irreversibile
si sviluppano in corrispondenza dei cicli di massima accelerazione, nella fase ini-
ziale del processo. Entrambi gli approcci avanzati mostrano differenze significative
con la soluzione convenzionale, sia in termini di spostamenti che di pressioni inter-
stiziali. L’entità delle deformazioni plastiche accumulate durante la fase sismica e
delle sovrappressioni interstiziali residue in condizioni post–sismiche è significati-
vamente influenzata dal contenuto in frequenza dell’input sismico (amplificazione
dinamica) e dalla durata dell’evento (numero di cicli). Il modello HP–MA – ca-
ratterizzato da un comportamento analogo a quello di modelli elastoplastici a
più superfici con incrudimento cinematico – presenta una maggiore capacità di
dissipazione rispetto agli altri casi esaminati.

Le differenze tra le soluzioni ottenute con gli approcci UP (non drenato) ed
MSP (consolidazione dinamica) sono relativamente modeste, apprezzabili solo in
termini di sovrappressioni interstiziali ed abbassamento permanente in cresta. Per
i due input sismici, molto diversi tra loro, si ottengono risultati comparabili per le
due formulazioni.



14 Conclusioni 285

Si può quindi concludere che se il materiale è a grana fine non si riscontra la
stretta necessità di utilizzare codici di calcolo sofisticati poiché l’approccio UP è
ragionevolmente affidabile, poichè in grado di riprodurre la risposta dinamica del
sistema. Risulta importante sottolineare che l’implementazione nel metodo agli
EF è significativamente più semplice nella formulazione UP rispetto all’approccio
MSP. Eventuali modifiche a codici preesistenti vanno apportate solo a livello di
punto di Gauss per l’approccio UP, mentre per l’implementazione MSP è necessario
implementare un elemento misto ad hoc.

Inoltre il confronto tra i modelli nel caso UP è significativo, poiché nel caso
analizzato – caratterizzato da un basso valore della permeabilità – è realistico
utilizzare la formulazione non drenata.

Un possibile sviluppo futuro della ricerca è quello di svolgere uno studio para-
metrico al variare della permeabilità del terreno che costituisce il corpo diga al fine
di individuare un valore limite della permeabilità al di sopra del quale i risultati
forniti dall’approccio MSP iniziano a differire in maniera significativa da quelli
forniti dalla formulazione UP. Tale studio dovrà portare all’individuazione di un
valore limite della permeabilità al di sotto del quale la modellazione non drenata
risulta affidabile eliminando la necessità di ricorrere alla consolidazione dinamica.





A

Notazioni

Le lettere minuscole e maiuscole in grassetto sono rispettivamente utilizzate per
indicare quantità vettoriali e tensoriali. I simboli 1 e Is si adottano rispettiva-
mente per il tensore identità del secondo ed il tensore identità quarto ordine di
componenti:

(1)ij = δij (Is)ijkl =
1
2

(δikδjl + δilδjk) (A.1)

Le parti simmetrica e anti–simmetrica di un tensore del seconto ordine X sono
rispettivamente indicate come: sym X := (X + XT )/2 e skw X := (X −XT )/2.
Il prodotto scalare è definito come: v ·w := viwi per due generici vettori v e w;
X · Y := XijYij per due generici tensori del secondo ordine X e Y . Il prodotto
diadico è definito come segue: [v⊗w]ij := viwj per i vettori v e w; [X⊗Y ]ijkl :=
XijYkl per i tensori del secondo ordine X e Y . La quantità ‖X‖ :=

√
X ·X

rappresenta la norma Euclediana di X.
Inoltre si utilizza la convenzione della meccanica delle terre (le compressioni

sono positive). In linea con il principio delle tensioni efficaci di Terzaghi tutte le
tensioni sono tensioni efficaci, a meno che non sia diversamente specificato. Per la
rappresentazione dello stato tensionale e di quello deformativo si utilizzeranno gli
invarianti tensionali, quali p (pressione media), q (tensione deviatorica) e θ (angolo
di Lode), definiti come:

p :=
1
3
(σ · 1) ; q :=

√
3
2
‖s‖ ; sin(3θ) :=

√
6

(s3) · 1
[(s2) · 1]3/2

(A.2)

e: εv (deformazione volumetrica), εs (deformazione deviatorica), ε̇v (incremento
di deformazione volumetrica), ε̇s (incremento di deformazione deviatorica), sono
definite come:

εv := ε · 1 ; εs :=

√
2
3
‖e‖ ; ε̇v := ε̇ · 1 ; ε̇s :=

√
2
3
‖ė‖ (A.3)

Nella eq. A.1 e nella eq. A.2 si ha: s := σ − p1 , parte deviatorica del tensore
della tensione; e := ε− (1/3)εv 1 e ė := ε̇− (1/3)ε̇v 1, che sono rispettivamente la
parte deviatorica del tensore della deformazione e del tensore dell’incremento di
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deformazione, mentre s2 e s3 sono il tensore deviatorico della tensione al quadrato
e al cubo, di componenti (s2)ij := sikskj e (s3)ij := siksklslj . Si deve notare che
nella EqA.34 con un piccolo abuso di notazione il simbolo ε̇s è stato utilizzato
per indicare l’invariante secondo deviatorico del tensore della deforamazione, che
generalmente non coincide con la derivata temporale di εs, come indicato nella
EqA.32.



B

Definizioni delle condizioni di vincolo e di carico
relative a prove di laboratorio standard

In tale appendice si mette in luce l’elevata versatilità dell’algoritmo di Bardet &
Chouchair (1991) (Par. 5.3) nel simulare prove di laboratorio convenzionali, di cui
di seguito si riportano le espressioni di S ed E (eq. 5.2).

Tali prove sono generalmete costituite da diverse fasi di carico. Per ognuna di
esse si possono definire in modo univoco le condizioni di vincolo e di carico, le
quali rimangono costanti durante lo svolgimento della singola fase.

In tale appendice si esaminano alcune fasi di carico tipiche delle prove di labo-
ratorio. Con riferimento alla Fig. B.1 si considerano l’asse 3 come asse verticale e
gli assi 1 e 2 orizzontali, tali assi cos̀ı individuati costituiscono gli assi principali
dell’elemento di terreno. Si può ipotizzare che durante il corso della prova la terna
principale non cambi di orientamento.

Figura B.1. Rappresentazione schematica di un elemento di terreno sottoposto a prove
di laboratorio.
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B.1 Compressione isotropa

Durante tale tipo di prova le tensioni principali vengono mantenute uguali tra di
loro in ogni istante. In termini matematici ciò equivale a richiedere che le due
differenze, σ1 − σ3 e σ2 − σ3 si mantengano sempre nulle. Di conseguenza si ha:

Condizioni di vincolo

σ̇1 − σ̇3 = 0 ; σ̇2 − σ̇3 = 0 ; σ̇4 = 0 ; σ̇5 = 0 ; σ̇6 = 0 (B.1)

Condizioni di carico
σ̇3 = v̇ (B.2)

S =


1 0 −1 0 0 0
0 1 −1 0 0 0
0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
0 0 1 0 0 0

 ; E =


0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0

 (B.3)

B.2 Compressione edometrica

Nella compressione in condizioni edometriche si impedisce al provino qualsiasi
deformazione laterale lasciando libera di variare la sola deformazione assiale. In
queste condizioni l’unico incremento di deformazione diverso da zero è ε̇3.

La condizione di carico si esprime imponendo un incremento costante della
tensione totale σ̇3.

Condizioni di vincolo

ε̇1 = 0 ; ε̇2 = 0 ; ε̇4 = 0 ; ε̇5 = 0 ; ε̇6 = 0 (B.4)

Condizioni di carico
σ̇3 = v̇ (B.5)

S =


0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
0 0 1 0 0 0

 ; E =


1 0 0 0 0 0
0 1 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0

 (B.6)

B.3 Prova triassiale consolidata drenata

Durante la fase deviatorica di tale tipo di prova, eseguita in cella triassiale, si
mantiene costante la pressione di cella e si incrementa il carico assiale. Ciò equivale
a mantenere costanti le due tensioni orizzontali σ1 e σ2 ed a variare la tensione
verticale σ3.
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L’incremento di carico viene simulato imponendo al provino una determinata
deformazione assiale.

Condizioni di vincolo

σ̇1 = 0 ; σ̇2 = 0 ; σ̇4 = 0 ; σ̇5 = 0 ; σ̇6 = 0 (B.7)

Condizioni di carico
ε̇3 = v̇ (B.8)

S =


1 0 0 0 0 0
0 1 0 0 0 0
0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
0 0 1 0 0 0

 ; E =


0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 1 0 0 0

 (B.9)

Risulta utile mettere n evidenza che è possibile simulare anche un’estensione
cilindrica imponendo un valore negativo alla variabile di carico.

B.4 Prova triassiale consolidata non drenata

Durante la fase deviatorica di tale tipo di prova, eseguita in cella triassiale, si
mantiene costante la pressione di cella e si incrementa il carico assiale a drenaggio
impedito. Quest’ultima condizione fa s̀ı che il provino si deformi a volume costante,
ciò equivale a imporre che le due deformazioni radiali ε1 e ε2 varino in modo tale
che ε̇v = ε̇3 + 2ε̇1 = 0.

L’incremento di carico viene simulato imponendo al provino una determinata
deformazione assiale.

Condizioni di vincolo

ε̇1 = −0.5ε̇3 ; ε̇2 = −0.5ε̇3 ; ε̇4 = 0 ; ε̇5 = 0 ; ε̇6 = 0 (B.10)

Condizioni di carico
ε̇3 = v̇ (B.11)

S =


0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0

 ; E =


1 0 0.5 0 0 0
0 1 0.5 0 0 0
0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
0 0 1 0 0 0

 (B.12)

B.5 Prova a p=const

Durante tale tipo di prova eseguita a controllo di tensione la pressione media
viene mantenuta costante. Ciò equivale a imporre che le due tensioni radiali σ1 e
σ2 variano in modo tale che ṗ = σ̇3 + 2σ̇1 = 0.
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L’incremento di carico viene simulato imponendo al provino una determinata
tensione assiale.

Condizioni di vincolo

σ̇1 = −0.5σ̇3 ; σ̇2 = −0.5σ̇3 ; σ̇4 = 0 ; σ̇5 = 0 ; σ̇6 = 0 (B.13)

Condizioni di carico
σ̇3 = v̇ (B.14)

S =


1 0 0.5 0 0 0
0 1 0.5 0 0 0
0 0 0 1 0 0
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
0 0 1 0 0 0

 ; E =


0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0

 (B.15)
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