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Summary

　　　　This　dissertation　is　devoted　to　the　investigation　of　geometrica1

。・nfigurati・n・and　the　reli・bility・f　fram・d・tru・tura1・y・t㎝・u・ed

in　bridges・

　　　　　工nthe　first　part　of　this　paper，　some　fundamental　characteristics

。f　th・g・・m・t・i・a1・・nfig・・ati・n・・f　f・am・d・t・u・ture・a・e・tudi・d°n

the　basis　of　optimum　design　concepts，　Placing　particular　attention　on

th。　i。fld。。ce。f　t。p。1・gi・a1・・d　g・・m・t・i・a1・hara・teri・ti…nth・

weight－minimized　systems．　工n　order　to　disclose　their　effects　on　struc－

t。。a1。。nfig。rati・n　i・th・d・・ig・p・・cess，　the　c・n・ept・・f　tt　t・p・1・gy”

。nd’，9・・m・t・y　vv　are・pecifi・ally　int・・d・・ed　by　mean・・f　th・”n・d・

。y。t・皿t’・nd　th・”　m・mb…y・t・m”・By　u・e・f　the　ab・ve－menti・ned　c°n－

cept・，　th・w・ight－mi輌i・ati・n　f・r・nu1・i・pre・ent・d・nd．・pra・ti・al

d。。ign　p・・cedure．・・ef・1　f…bt・ining　the　effective　c・nfigu・ati・n　i・

found　through　some　nu㎡erical　experimentation．

　　　　　For　a　more　practical　point　of　view，　an　approximate　design　method

i・a1・・empl・y・d，　with　the　aid・f　th・・ptim・1ity・・ite・i。n　m・th°d・t°

reduce　the　computation　load　which　is　inevitable　because　of　the　complex

set　of　mutual　correlations　between　factors　involved　in　the　design

P「ocess・

　　　　　Th。1atter　part　dea1・with　th・・af・ty　analy・i・and　d・・ign　meth・d・

based　on　the　reliability　concepts．　As　the　measure　of　safety，　two　dif－

ferent　param・ter・，　f・i1・re　p・・b・bility　and・af・ty　ind・x・are　ad・pt・d

　for　evaluating　the　influence　of　uncertainties　on　structural　design．

While　failure　probability　is　used　to　discuss　the　structural　character－

　istics　under　the　environment　with　variational　loads　and　resistances，

。。af。ty　ind・ex　i・empl・y・d　t・m・k・the　reli・bility－b・・ed　d・・ign　p・a・ti－

。a1．　H・・e，　pa・ti・ular　att・nti・n　i・pla・ed・n　the　ev・luati・n・f　the

reli。bility・f　ind・t・min・t・・t・u・tu・a1・y・t・m・，　th・influ・nce・f

　statistical　uncertainty　on　the　structural　safety，　and　the　application

　of　the　reliability　theory　to　the　load　factor　design．

（．i）
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Chapter　　1　　工ntroduction

1．l　　Structural　Design

tt　Where　economic　law　reigns　supreme　and　mathe皿atical　exactness

　　is　j　ointed　to　daring　and　imagination　　：　　that　is　beauty！　tt

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－　1、e　Corbusier　一

　　　Before　the　lndustrial　Revolution，　the　word　fl　design　ll　had　been　scarce－

1y　used　except　in　the　field　of　the　fine　and　applied　arts．　　Today，　it　can

be　seen　in　the　various　fields　other　than　the　artistic　fields．　One　of

these　designs　is　structural　design　which　may　be　defined　here　：

　　　　　，l　Structural　design　is　to　decide　the　definite　form，　interiors

　　　　　　　and　details　of　a　structure　which　offers　max　imum　benefit　from

　　　　　　　a　limited　investiment　through　its　expected　service　period．　11

　　　　　Aprocess　of　structural　design　can　be　illustrated　in　Fig．1．1，　using
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Here，　the　design　process　consists　of　four　ab－the　concep亡　of　mapPing・

stract　spaces　；　data　space　D，　type　space　T，　proportional　space　M　and　norm

space　N．　Data　space　contains　the　uncontrollable　pri皿itive　constraints

due　to　design　requirements．　Type　space　stands　for　various　types　of

structures，　and　each　point　of　proportional　space　represents　a　resulting

design．　Therefore，　in　the　narrow　sense　of　selecting　member　sizes　and

proportion，　design　can　be　interpreted　as　an　establis㎞ent　of　correspond－

ence　between　data　space　and　proportional　space，　in　which　both　scalar

mapping　function　and　no・rm　space　present　a　criterion　to　evaluate　the　effi－

ciency　of　design．

　　　　　Numerous　investigations　have　been　made　on　improvements　of　structural

design　with　emphasis　on　various　stages　involved　in　the　design　process．

By　use　of　the　afore－・mentioned　concept，　they　can　be　classified　into　the
f。・・。wi。g　ca、。g。。i。。2）；

　　　　　1）　On　determination　of　a　rational　mapping　function　without　refer－

　　　　　　　　　ence　to　norm　space

　　　　　2）　On　examination　of　structural　characteristics　from　a　designing

　　　　　　　　　point　of　views，　by　calling　attention　to　data　and　type　spaces

一1一



　　　　　3）　　On　influence　of　norm　space　on　structural　design

　　　　　4）　　On　opti皿iza亡ion　of　design　process，　itself，　including　the　exam－

　　　　　　　　　ination　of　nom　space

Most　of　studies　belong　to　category　1，　which　aim　to　deter皿ine　the　ration－

al　combination　of　design　paヒa皿et二ers　according　to　the　current　design　codes．

Category　2　contains　the　studies　relevant　to　the　decision　of　geometrical

configuration　and　the　examination　of　structural　behavior　of　new　typed

structures・　The　obj　ective　of　the　studies　in　category　3　is　to　elucidate

the　influence　of　factors　whose　treatment　is　not　established　in　the　cur－

rent　design　codes．　　Those　investigations　are　generally　based　upon　the

new　design　concepts　such　as　limit　state　design，　probabilistic　design．

As　a　whole，　design　process　is　discussed　in　category　4，　in　which　the　risk

assessment　and　the　code－optimization　are　involved．

Data　Space

ρrlm1亡1ve　desigη
　　　　cons亡ra」η亡s

Norm

　Space

Type　Space

　　　　　　　f

ヱa」ノOU亡　Or

　亡りpe　of

maPPIng
　　　fuηc亡ion

　　　　　　Proportion

　　　　　　　　　　　　　Space

sユzes　　and

　proport10η

codes　or
　　5∫）e（：ifjca亡jonS

Fig．1．1 Design　Process　as　a　MapPing
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1．2　　Bridge　Design

lt

@Of　all　the　human　artifacts，　none　can　beat　the　great　bridge　：

　　for　power，　for　grace，　for　the　reflection　of　period　and　the

　　taste　of　progress，　for　the　illumination　of　a　setting　or　the

　　honouring　of　old　vitality　ll
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　3）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－　James　Morris　一

IPI！！91111｝1！！IL911－1｝1ISgg－12gElggrd　fBdD

　　　　　Bridge　design　forms　a　hierarchy　as　well　as　other
Acc。rdi。g，。　A．　T㎝P・。m。。4），　i，　is　c・assifi。d。。　f。ur

For

and　　　　　　connectivity，

and　the　lenghts　of　members．

the　proportion　of　members

design　such　as　the　selection　of

etc．　Through　the　decisions　concerned　with　the　above　four

sign　is　completed．　工t

which　produces　the　maximum　benefit，

design　process　is　not

　　　　　Generally，　bridge　design　process

ysis・　Design　process

feasible　solutions，　while　a　unique

in　structural　analysis．

　　　　　　　　　　　　1）

　　　　　　　　　　　　2）

　　　　　　　　　　　　3）

　　　　　　　　　　　　4）

trussed　bridges，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　structural　designs．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　stages；

Topology　of　the　structure

Geo皿etry　of　the　structure

Overall　sizes　of　strueture　members

Detailed　design　of　elements
「「

狽盾垂盾撃盾№凵Cl　means　the　number　df　nodes　or　members

　　　and　「l　geometry　lt　means　the　locations　of　nodes

　　　　　　　　工n　stage　3，　the　cross　sectional　areas　and

　　　　　are　determined．　　Stage　4　means　the　detailed

　　　　　　　　　　plate　thickness，　depth　of　cross　section，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　stages，　a　de－

　　is，　however，　quite　difficult　to　obtain　a　design

　　　　　　　　　　　　　　because　each　stage　involved　in　the

　independent　but　inter－－related．

　　　　　　　　　　　　　　　　is　quite　different　from　the　ana1－

　consists　of　comparison　and　decision　to　reach　many

　　　　　　　　　　　　　solution　can　generally　be　obtained

Application　of　Mathematical　Programming　to　Structural　Design

　　　　　工f　the　objective　of　structural　design　is　to　obtain　a　structure　which

produces　the　maximu皿benefit，　the　concept　of　optimization　should　be　in－

troduced　into　the　design　process．　Then，　the　interpretation　of　design

should　be　transferred　from　　　the　analysis－oriented　method　to　the　design－

oriented　one．　　Increasing　the　neccesity　of　rationality　in　structural　de一

＿3＿



sign，　structural　optimization　has　been　developed　in　recent　years．　工n

accordance　with　the　development　of　the　digital　computer，　remarkable　ad－

vances　have　been　shown　in　this　field　since　1960　when　the　modern　form　of
。，．。。tu。a・。p、i。i。a、i。n　w。。　b。rn　by．L．　A．　S。h。i，5）．　Th。。e　are，　h。w。ver，

many　difficulties　to　overcome　for　the　full　potential　of　optimization　to

be　realized．　　In　designs　of　civil　engineering　structures，　the　difficu1－

ties　involved　in　the　structural　opti皿ization　seem　to　apPear　quite　explic－－

itly，　because　many　requirements　are　imposed　on　these　designs　；
））

））へ」ムー

　　　　　Some　of

cedure　because　of

addition

as　a　poor　convergency　and　an

reduce　the　computation　load，

　　　　ひproxlmatlon

cedure，

problems・

　Usefulness－一一convenience，　comfort，　and　maintenance

　Safety－一一sufficient　strength，　durability　and　stability　for　the

　　　　　　　　　applied　forces　and　weather　conditions　during　the　life

　　　　　　　　　of　structure

　Economy－一一choice　of　type　of　structure　and　materials

　Harmony　with　the　environ皿ent

　　　　　these　requirements　are　intractable　in　the　opti皿ization　pro－

　　　　　　　　　the　difficulty　in　expressing　the皿　numerically．　　In

，　a　great　deal　of　the　design　variables　induce　difficulties，　such

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　excessive　computation　load．　工n　order　to

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　some　special　treatments，　for　instance，　ap－

’　　or　decomposition，　should　be　introduced　into　the　design　pro－

by　calling　attention　to　the　characteristics　of　the　underlying

　that　are　large，　multivariable，　nonlinear，　constrained　problems．

　　　　　To　many　people　the　bridge　is　one　of　mants　most　beautiful　and　useful

works，　and　symbolic　of　man　t　s　achievements．　The　aesthetic　factor　has

played　a　quite　important　role　in　the　design　of　bridge．　As　noted　from

the　elegant　shapes　of　ancient　stone　arches　and　those　of　modern　suspended
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　6）－9）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　have　been　performed　亡o　disclosebridges，　a　number　of　investigations

the　relationships　between　structural　configurations　and　mechanical　pro－

perties．　The　process　of　pursuing　the　mechanical　rationality　in　structural

design　problems　is　greatly　concerned　with　the　determining　configurations

of　a　structural　system，　which　is　vested　with　so　many　kinds　of　possibili－

ties　of　selections，　based　on　the　high　reliability　of　materials　and　the

recent　development　of　construction　method．　工t　should　b．e　mentioned　here
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that　the　economical　consideration　takes　one　of　the　most　important　roles

in　the　decision　process　for　structural　design．

　　　　The　first　step　for　obtaining　the　effective　configuration　is　to　clar－

ify　the　factors　which　constitute　the　configuration．　Next，　the　recognit．ion

of　configuration　should　be　performed　by　means　of　those　factors　specified

previously．　After　these　processes，　an　interest　is　focused　on　fundamental

characteristics　of　geometrical　configurations，　placing　attention　on　in－

herent　mechanical　aspects　of　bridges．　An　effective　procedure　to　detemine

the　configuration　will　be　achieved　through　the　numerical　experiments．

When　the　establishment　of　design　process　is　made，　it　is　desirable　to　de－

rive　an　approximate　method　in　which　the　geometrical　variation　can　be　tak－

en　into　accout，　to　save　the　melnory　capacity　and　computation　time　necessary

for　the　optimization．

　　　　　It　is　well　known　that　bridge　structures　as　well　as　other　civil　engi－

neering　structures　must　withstand　the　severe　environments．　Because　of

this，　it　is　necessary　to　evaluate　the　influence　of　environmental　uncer－

tainties　on　structural　safety．　　Generally，　the　uncertainties　involved　in

the　design　process　are　due　to　the　dispersions　of　the　loads　and　resist－

ances，　and　errors　occurring　in　analysis　and　construction，　etc．，　whether

it　is　possible　or　not　to　perform　the　probal）ilistic　evaluation　under　arti－

ficial　controls．　As　a　rule，　those　uncertainties　have　been　taken　into

consideration　by　the　introducヒion　of　safety　factor．　　Needless　to　say，

the　accumdlated　experiments　or　observation　data　obtained　in　the　past　are

reflected　in　the　determination　of　safety　factor，　but　the　probabilistic　or

statistical　treat二ment　is　preferable　from　the　standpoint　of　rational　design．

　　　　　Numerical　investigations　have　been　made　on　the　application　of　proba－

bilistic　concepts　to　structural　problems　since　the　intensive　work　by　A．

Freudenthal　in　1947．　An　excellent　review　of　the　develop皿ent　in　this

field　so　far　is　given　by　the　1972　Task　Committee　on　Structural　Safety　of
　　　　10）
　　　　　　　．　Up　to　the　present　the　probabilistic　interpretation　of　structuralASCE

safety　has　gained　acceptance　on　the　belief　that　this　approach　can　be　im－

plemented　without　difficulty　within　the　framework　of　conventional　struc－

tural　analysis　and　design．
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1）

2）

3）

4）

5）

　Recent　research　is　roughly　divided　into　five　sul）j　ects　；

Application　to　practical　design　；　rationalization　of　current　design

codes，　minimization　of　total　expected　cost，　etc．

Extension　of　reliability　analysis　；　probabilistic　evaluation　of　struc－

tural　instability，　estimation　of　structural　safety　of　complex　or　large

syste皿s・

Fundamental　consideration　on　the　theoretical　framework　of　reliability

theory　；establishment　of　new　safety　measure，　manage皿ent　of　various

uncertainties．

Application　to　time－dependent　problems　；　safety　analysis　and　design

against　seismic　or　wind　load，　application　of　random　process　theory．

Application　to　prediction　problems　；　risk　assessment，　statistical

decision　making．

1．3　　0bj　ectives　and　I、ayout　of　This　Dissertation

　　　　　This　dissertation　deals　with　two　separate　subjects　；　geometrical

configuration　of　framed　structure　and　safe亡y　analysis　and　design　based

on　the　reliability　concepts．

　　　　　Some　fundamental　characteristics　of　geo皿etrical　configuration　of

framed　structures　are　investigated　on　the　basis　of　the　opti皿um　design

concepts，　placing　particular　attention　on　the　influence　of　topological

and　geometrical　characteristics　on　the　weight　alleviated　systelns．　工n

order　to　disclose　their　effects　on　structural　configuration，　the　con－

cepts　of　lt　topology　“t　and　l’geometry　fe　are　specifically　introduced　by

means　of　the　et　node　system　ll　and　the　te　member　system　”．　By　use　of　the

abovementioned　concept，　the　weight－minimization　formulation　is　con－

structed，　and　also　an　approximation　is　introduced　into　the　design　proc・－

ess　so　as　to　reduce　the　computation　load　associated　with　complex　opti－

mization　problems．　From　the　standpoint　of　structural　design，　this

subject　is　referred　to　the　one　with　respect　to　the　type　space　describ－

ed　in　section　l．1．

　　　　　Next，　the　influence　of　uncertainties　unavoidably　involved　in　vari－

ous　stages　of　the　design　process　on　structural　safety　and　design　is
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studied　on　the　basis　of　both　the　classical　theory　and　the　second－1noment

theory．　The　classical　theory　is　used　to　discuss　the　safety　of　struc－

tural　system　with　the　variated　strength　under　the　random　load．　Using

the　fiducial　statistics　or　Bayesian　decision　theory，　the　effect　of　sa陣一

pling　on　structural　safety　is　examined　with　interests　on　the　number　of

data　and　the　sampling　method．　And　the　weight－minimization　design　with

failure　probability　constraints　is　fo　rmulat　ed　for　the　indeter皿inate

structural　systems　with　many　possible　failure　modes．

　　　　　Based　on　the　second－moment　theory，　a　practical　design　method　is

proposed　and　applied　to　the　load　factor　design．　Comparing　with　several

reliability－based　design　methods，　the　efficiency　and　applicability　of

the　proposed皿ethod　is　discussed　through　some　numerical　examples・

　　　　　Chapter　2　contributes　to　clarify　the　configurational　characteris－

tics　of　trussed　systems．　A　distinctive　feature　of　the　configuration　of

trussed　bridge　is　illustrated　c㎝pared　with　other　trussed　structures．

Geometrical　configuration　of　trussed　system　is　graphically　interpreted

by　introducing　the　concepts　of　II　topology　tt　and　l，　geometry　tt．　Further－

more，　two　abstract　systems，　the　ft　node　system曽，　and　the　tt　member　syste皿　’㌧

are　considered　to　disclose　the　influence　of　topological　and　geometrical

characteristics　on　weight一皿inimization．　Exa皿ination　of　mutual　relation－

ship　between　geometrical　configuration　and　mechanical　properties　of　me皿一

bers　provides　a　rough　but　useful　guide　for　the　design　procedure．

　　　　　工n　Chapter　3，　from　a　practical　point　of　views　an　approximate　design

method　is　studied　to　reduce　the　computation　load　associated　with　large

optimization　prob1㎝s　with　many　variables　and　a　large　number　of　nonlin－

ear　constraints．　A　least－weight　structure　is　sought　with　the　aid　of　a

two－step　approach，　in　which　the　design　variables，　cross　sectional　areas

of　members　and　nodal　coordinates，　are　treated　in　two　separate　but　depend－

ent　design　spaces．　　Cross　sectional　areas　can　be　expressed　as　functions

of　the　nodal　coordinates，　using　the　sub－optimization　of　me血bers　and　the

optimality　criterion．　A　truss　example　whose　dimension　and　configuration

are　the　same　as　the　Amakusa　1－Go　Bridge　is　employed　to　demonstrate　the

efficiency　and　applicability　of　the　method．　This　design　method　is　also

apPlicable　to　arched　structures，　and　the　characteristics　of　trussed　and

arched　structures　are　discussed　with　interests　on　their　geometrical　con一
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figurations　through　numerical　examples．

　　　　　Chapter　4　deals　with　the　safety　analysis　and　the　minimum－weight

design　of　framed　structures　based　upon　the　calssical　reliability　theory

in　which　structural　safety　is　evaluated　by　means　of　failure　probability．

For　indeterminate　structural　systems　with　many　possible　failure　modes，　a

simple　method　presenting　a　good　upper　bound　of　failure　probability　is

qeriv・d　by　u・ing　the　c・rre1・ti・n・b・tween・very　tw・f・ilure　m・d…　By

use　of　the　fiducial　statistics　and　Bayesian　decision　theory　the　influ－

ence　of　sampling　or　measurement　is　discussed．　Also，　the　minimu皿一weight

design　with　reliability　constraints　is　outlined　and　an　approximate　method

is　proposed　for　a　large　system，　which　decomposes　the　possible　failure

modes　into　basic　and　non－basic　modes．

　　　　　Safety　index　is　adopted　as　a　measure　of　safety　in　Chapter　5．　The

influence　of　statistical　uncertainty　is　discussed　by　considering　the

safety　index　as　a　random　variable．　　To　evaluate　the　safety　of　structural

syste皿s　with　different　kinds　of　failure　modes，　the　reliability　analysis

based　on　the　second－moment　theory　is　extended　by　calling　attention　to

the　definition　of　safety　index　presented　by　A．　Hasofer　and　N．　Lind．

　　　　　Chapter　6　presents　a　reliability－based　design皿ethod　without　depend－

ence　on　mathematical　assumption　or　approxknation．　The　design　fomulation

is　constructed　by　paying　a亡tention　to　the　n　failure　point　’，　which　indica－

tes　the　most　unsafety　situation．　In　order　to　make　the　reliability－based

design　practica1，　the　method　proposed　here　is　apPlied　for　the　load　factor

design．　　Performing　the　calibration　to　the　current　code，　resistance　and

load　factors　are　determined．　Then，　it　becomes　possible　to　exa皿ine　the

safety　of　present　bridges　through　numerical　experirnents．

　　　　　Main　conclusions　obtained　through　these　chapters　are　co皿prehensive－

ly　reviewed　in　Chapter　7　accompanied　with　some　proposals　for　structural

design　and　the　prospects　for　the　future　studies　to　be　continued．
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Chapter　　2　　Geometrical　Configurations　of　Trussed　Structural

　　　　　　　　　　　　Systems　Used　for　Bridges

2．1　　Geometrical　Configurat三ions　of　Trussed　Structures

　　　　　There　are　some　kinds　of　trussed　structures　；　transmission　tower，

space　truss　used　for　roof　and　dome，　trussed　bridge，　etc．，which　possess

rnutually　different　geometrical　configurations　to　comply　with　their

purpose　of　use．　　（　11　geometrical　configuration　vt　will　be　frequently

abbreviated　as　’，　configuration　tl　hereafter　）　　工n　truss　design，　the

desigper　can　freely　determine　the　interior　layout　of　the　structure，

while　the　exterior　is　frequently　constrained．　Although　many　factors

affect　the　determination　of　truss　configuration，　economy　must　be　one

of　important　factors．　　In　fact，　a　number　of　design　examples　has　made

it　clear　that　it　is　possible　to　obtain　more　economic　designs　by　intro－

ducing　the　variety　of　configuration　into　the　design　process．

　　　　　Up　to　the　present　many　efforts　have　been　made　to　disclose　the

configurational　characteristics　of　truss．　The　first　important　contri－

bution　to　the　decision　of　structural　configuration　was　皿ade　by　J．
・。xw。・・1）．　L。・er，・．　Mi。h。・・2）re。。g。・。ed，h。　i。p。rt。nce。f　M。xw。、、’S

・h・・rem，・pP・i・d　it　t・d・・ermi…h…a。t－w。igh・。t。。。t。。e．　H．　C。x3），

・．・。m，4），・．　Ghi，t。5）and。，。・6）－13）d。v。・。P。d，he　c、assi。a、，h。。。em

by　Maxwell　and　Michell　and．　gave　examples　of　optimum　configurations　for

certain　load　cases．　However，　their　works　are　essentially　based　on　the

analytical　method，　and　are　not　suitable　for　practical　design　because

of　the　lack　of　generality．

　　　　　In　recent　years　the　search　for　rational　configuration　has　been

carried　out　with　the　aid　of　mathematical　programmings．　Using　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　14）

Linear　Progra㎜ing（LP），W．　Dorn　and　et　al　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　determined　the　opti皿um

layout　of　members，　eliminating　the　unnecessary　members　from　the　’‘

ground　structure　vt　which　is　formed　by　connecting　the　truss　me血bers
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　l5）

between　every　possible　nodes．　Also，　A．　Pa1皿er　and　D．　Sheppard　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　derived

the　effective　layout　by　use　of　the　Dynamic　Progra㎜ing（DP）．　In　addition，
　　　　　　　　　　　16）－22）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　have　been　presented　for　this　field．many　pape「s
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　　　　　Despite　of　many　contributions　as　listed　above，　there　remain　some

difftculties　in　the　treatment　of　configuration　in　the　design　process．

Evidently，　it　is　impossible　to　simultaneously　take　thought　of　a↓l

design　factors　pertaining　to　the　configuration，　and　even　if　possible，

the　implementation　of　design　work　will　be　prohibitive　and　time－

consuming．　Then，　it　is　inevital）1e　to　disclose　the　intrinsic　properties

of　present　structures　and　further　the　effect　of　design　factors　on

structural　configuration．　　工t　is　ol）vious　that　the’10ading　condition　is

the　most　important　factor　among　all　design　factors，　and　that　the　paths

between　the　loading　points　and　the　supPorting　Points　are　closely　related

with　the　configuration．

　　　　　Generally，　trussed　structure　is　defined　as　a　pin－jointed　frame－

work　whose　members　do　not　resist　bending　but　carry　only　axial　forces．

For　this　specific　structural　character，　truss　configuration　is　con－

structed　as　a　superposition　of　triangles　which　are　the　basic　patterns

to　hold　the　stability　of　structure．　For　exa皿Ple，　a　typical　one　is

Warren　truss　which　consists　of　the　Il　isomorphic　lt　triangles，　and　in

which　the　tt　degree　tl　of　nodes　is　less　than　four．

　　　　　Unlike　the　decision　of　the　configuration　of　continuous　media，　the

nu血bers　of　nodes　and　members，　the　lengths　of　members，　the　locations　of

nodes　and　the　connectivity　are　i皿portant　to　specify　the　configuration

of　truss．　By　means　of　these　quantities　the　efficiency　of　configuration

is　discussed　in　this　paper．

2．2　　Configurational　Characteristics　of　Trussed　Bridges

　　　　　Trussed　bridge　is　considered　as　a　system　which　resists　the　bending

action　as　a　whole．　　On　account　of　the　functional　requirements，　its　con－

figuration　is　horizontally　long　and　also　the　vertical　load　due　to　the

gravity　force　is　excellent　among　the　applied　loads．　Generally，　usual

trussed　l）ridges　consist　of　chord　members　and　hanger　me血bers．　Truss

type　（　e．9．　Pratt　truss，　Warren　truss，　etc・　）　is　mainly　recognized　by

the　layout　of　hanger　members．　Here，　in　order　to　clarify　the　character一
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istics　of　trussed　bridges，　the　concepts　of　’曹exterior　ll　and　tt　in－

t。。i。r・are　i。t。。d。。ed．23）The　exteri。。　mea。。　the　ch。rd　m。mb。。。　and

a　part　of　the　hanger　members，　which　distinguish　the　space　occupied　by

truss　itself　from　the　other　space．　The　interior皿eans　the　remains

of　members．

　　　　　By　use　of　the　above－mentioned　concepts，　the　configurational

characteristics　of　trussed　bridges　are　investigated　through　some　simple

design　examples．　Consider　example　l　shown　in　Fig．　2．1．　Under　the

supPorting　and　loading　conditions　given　in　this　figure，　the　configura－

tion　shown　in　Fig・　2．1（b）　can　be　considered　opti皿a1，　because　the　force

is　directly　transmitted　from　the　applied　point　to　the　supporting　points．

工n　this　case，　the　interior　members　are　unnecessary　since　the　buckling

failure　does　not　occur　at　the　exterior　members．　The　same　load　is

reversely　applied　in　example　2，　where　the　load　induces　the　compressive

force　in　members．　Unless　the　buckling　occurs，　the　system　shown　in　Fig．

2・2（b）　is　optimum・　　But，　if　the　buckling　effect　can　not　be　ignored，

the　resulting　system　will　change，　for　instance，　to　the　one　shom　in

Fig・　2・2（c）・　　Exa皿Ple　3　represents　a　model　for　trussed　bridge．　　工n　the

former　two　cases，　the　configurations　of　the　exterior　can　be　similarly

detemined　without　difficulty，　though　those　of　the　interior　are　differ－

ent．　　The　determination　of　the　exterior　can　be　carried　out　by　consider－

ing　the　transmission　paths　fro皿the　loading　point　to　the　supporting

points．　However，　in　example　3　it　is　difficult　to　find　the　effective

transmitting　Paths・　　The　direct　conneetion　of　the　loading　and　supPort－

ing　points　yields　the　system　shom　in　Fig．　2．3（b），whose　members　give

no　contribution．　1f　the　load　is　allowed　to　move　along　the　acting　line，

various　configurations　can　be　considered　for　the　exterior　with　corre－

spondence　to　individual　applied　points．　Furthermore，　the　member　force

may　change　from　compressive　to　tensile　or　vice　versa　as　the　location　of

node　changes．　　Since　the　buckling　effect　should　be　taken　into　consider－

ation　for　the　design　of　compressive　members，　the　layout　of　the　interior

becomes　important　to　reduce　the　weight　or　cost．

　　　　　As皿entioned　before，　the　loading　condition　is　one　of　the　most　im－

portant　factors　to　determine　the　configuration．　Here，　the　configura－

tional　characteristics　are　argued　with　interests　on　the　relations　between

一12一



．L‘LoLLL

↓a

・aCLo‘a

（b）

㎞

↓

）（

777Cl77

合 ↓

　　　　　（a）

　　　　　　↓

　　　　　（b）

　　　　　　↓

）b（

↓

（c）

（c）

Fig．　2．l　　Example　l Fig．2．2 Example　2 Fig．　2．3　　Example　3

（2）

1

1

2

3

5

4

（4

（3）

Fig．2．4 Triangular　Truss

一13一



the　loading　condition　and　the　arrangement　of　members．　Consider　a　tri－

angular　truss　shown　in　Fig・　2・4，　in　which　the　vertical　load　is　apPlied

at　the　center　of　span　and　the　buckling　effect　is　not　taken　into　account．

工n　this　example，　node　（2）　must　be　translated　upwards　to　coincide　the

directions　of　some　members　lwith　that　of　the　load．　The　necessary　cross

sectional　areas　of　member　l　and　member　4　are　reduced　by　the　translation

of　node（2），　but　the　lengths　of　those　m㎝bers　become　larger．　The　opti－

mum　position　will　be　determined　as　a　point　where　the　increase　and　de－

crease　on　weight　due　to　the　above　phenomena　are　balanced．　As　observed

in　these　exarnples，　the　difficulty　involved　in　the　decision　of　truss

configuration　lies　in　the　fact　that　truss　is　a　discrete　system　whose
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　●

elements　are　chosen　relatively　free．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　24）

2・3　　Recognition　of　Truss　Configuration

　　　　　With　the　ald　of　the　graph　theory　　　　　　，　the　conflguration　of　the

truss　system　can　be　expressed　by　a　linear　graph　consisting　of　only　nodes

and　lines，　which　is　here　expressed　by　the　亡erm　ll　topology　lt．　And　the

mechanical　characteristics．　of　the　structural　system　eonsidered　here　can

be　determined　by　specifying　geometrical　di皿ensions　of　members　used，　which

are　termed　as　tt　geometry　1，．　Thus，　the　factors　to　define　the　configura－

tion　consist　of　the”node　syste皿”and　the”member　syst㎝ve，　namely

N°de　System o：：：：：：：1：：：三lil｝鷲ii三

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一一一一一　10cations　of　nodes

o：：：：：：：二：：三i㌘：ili：i・Yyyp・・　・f　・・mbers

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－一一一一　1engths　and　sectional　areas

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　of　members

　　　　　The　problem　treated　here　can　be　specified　as　tl　to　determine　an　optimal

configuration　which　satisfies　the　functional　requirement　and　is　safe

against　an　external　load　，1．　Then，　it　is　of　importance　how　to　recognize

and　specify　the　configuration．
　　　　　　　　　　　　　　　．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　25）－29）　　　　　　　　　．
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The　optimum　problem　here　is，　therefore，　composed　of　the　following　four

steps

　　　（1）

　　　（2）

　　　（3）

　　　（4）

30）
；

These　questions

　　　　　tquestlons

How　many　nodes　shall　the　truss　have　？

Where　shall　the　nodes　be　located　？　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　、

How　shall　the　nodes　be　connected　by　members　？

What　cross　sectional　areas　shall　they　be　assigned　？

　　　　　　　　are，　as　we11㎞o℃m，　so　mutually　correlated　that　the

　　should　be　solved　simultaneously　to　reach　the　optimum　solution．

2．4　Mechanical　Design　Factors

　　　　　As　observed　in　the　previous　examples，　the　buckling　effect　is　con－

sidered　influential　on　the　determination　of　the　configuration　of　truss．

Representative　factors　as　to　mechanical　properties　are　enumerated　as
　　　　　　　　31）

follows；

Limit　allowable　stress　　　　Under　allowable　stress　cQnstraints，　the　va－

1idity　of　configuration　can　be　evaluated　to　some　extent　by　tracing　the

path　from　loading　point　to　datu皿point．　However，　the　search　of　the　op－

timal　configuration　for　a　trussed　bridge　tends　to　be　involved　on　account

of　complicated　paths　due　to　the　bending　action．

1⊇＿』i些三蛭±L二£2些ニュ～坐i旦辿　　　　For　the　buckling　strength，　length　of

member　beco皿es　significant　since　the　buckling　strength　usually　decreases

in　accordance　with　the　square　of　member　length．　Note　that　this　factor

greatly　affects　configuration．

王ご　　　　The　deflection　constraint　is　often　specified　in　design　of

bridges．　Generally，　trussed　bridges　are　relatively　rigid　compared　with

other　types　of　bridge　structures．　However，　if　the　deflection　constraint

is　violated，　most　factors　pertaining　to　the　configuration　should　be　mod－

ified，　since　the　limitation　of　deflection　may　also　affect　the　determi－

nation　of　configuration．

旦盟～口主≡辿＿」≡L（～璽［些≡些些［　　　　The　path　from　loading　Point　to　datum　point　de－

pends　on　suppoτting　conditions　and　the　decision　is　closely　related　with

this　path．

≡1座！峡」三≦1巴哩L些三些里一　　　　This　loading　condition　is　considered　as　the　most
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important　factor．　Note　that　moving　load　remarkably　affects　the　struc－

tural　configuration　since　induced　stresses　vary　from　positive　to　nega－

tive　according　to　the　location　of　the　load　and　vice　versa．

旦三≧」～≡坦　　　　The　effects　of　secondary　stress，　kind　of　material，

construction　method，　etc．

2．5　　Some　Optimization　Schemes　and　Their　Relationship　亡o　the　Design

　　　　　of　Geometrical　Configurations

　　　　　The　configurations　of　actual　structures　are　determined　based　on

aesthetic，　economic　and　functional　factors．　　Evidently，　functional　fac－

tors　should　be　first　taken　into　account　in　the　designing　Process．　　Thus，

it　is　postulated　here　that　necessary　conditions　for　the　functional　re－

quirement　are　given　at　the　first　stage　of　such　design　process　as　the

optimal　principle　vhich　is　discussed　on　亡he　basis　of　the　weight－minimi－

zation　concept．

　　　　　Here，　configurational　opt㎞ization　is　perfomed　by　use　of　the　mathe－

matical　programmings，　different　fro皿Miche11，s　work．　Since　none　of

usual　optimization　methods　can　simultaneously　treat　all　design　factors，

some　appropriate　methods　should　be　adopted　for　the　representative　design

cases．　The　optlmization　methods㎝ployed　here　are　shown　as　follows　l
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　32）－34）

1）Linear　Programrning（LP）

　　　　　Linear　programming　is　used　to　investigate　the　effect　of　topology

regarding　the　m㎝ber　system　when　the　number　and　the　locations　of　the

nodes　are　given．　According　to　the　method　proposed　in　Ref．　14，　the　op－

timal　configuration　is　obtained　by　deleting　the　unnecessary　members　from

the　ground　structure．　工n　the　case，　the　problem　is　referred　to　as

　　　　　　　　　　To　find　　A．　↓i＝ヱ，’”，rnノ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　・・σ・・…　f一ΣPi　・i・、“〃・・加工・e　（2・1）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ゴ＝1

　　　　　　　　　　s・bjec亡亡・　一σ。。　a＜e．＜σ。亡4　　　　　（2・2）

・here㌦一ごヱe，・・d　Eq・（…）an・（…）ca・be　rew・itten・y　・n…d・・i・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　35）36）

the　redundant　force　r．
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＜一

旦
　σ　aσ一

～A一

　亡　aσ＜一

£
＜一

～A一

Ca
σ一

σa亡　’　σaσ

　　　　脇

　　　　4

　　　　ど

　　　　旦

　　　　旦

　　　　王

（2．4）

（2．5）

allowable　tensile　and　compressive　stresses

Inember　force　vector

vect二〇r　of　sectional　areas

external　load　vector

incidence　matrix

zero　matrix

unit　matrix

Notations　〈　and～denote　the　determinate　basic　system　and　redundant

member，　respectively　and　subscript　O　designates　the　sub－matrix．　Also，

the　underlined　symbol　means　a　vector　or　a　matrix．

　　　　　Necessary　and　unnecessary　members　are　recognized　by　corresponding

to　Il　basic　variables　ll　and　tt　non－basic　variables　lt　in　linear　progra皿ming．

2）　Linear　Programming　with　Monte　Carlo　Method

　　　　　Linear　programming　method　is　co皿1）ined　with　the　Monte　Carlo　method

to　include　the　effect　of　node　positions．　　1n　this　case，　it　is　necessary

to皿ake　use　of　nonlinear　progra㎜ing，　because　node　positions　are　varia－

bles　and　the　preceding　method　is　not　applicable．　The　method　can　provide

areasonable　solution　without　any　nonlinear　programming．

　　　　　The　permissible　space　is　divided　into　so皿e　sul）－spaces，　where　a　node

is　generated　by　using　the　Monte　Carlo　method．　By　repeting　this　proce－

dure　and　comparing　the　results　obtained　at　each　step，　one　can　reach　the

final　solution．　This　treatment　excludes　complicated　procedures　caused

by　taking　the　node　positions　as　variables．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　37）－39）

3）　　Sequential　Linear　Programming　（　SLP　）
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　　　　　工n　order　to　obtain　more　accurate　node　positions　and　to　investigate

the　effect　of　geometry，　the　sequential　programming　is　utilized．　Then，

the　design　variables　consist　of　sectional　areas　A．　and　nodal　coordinates
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

X．．　Using　the　Taylor　expansion，　it　follows　that
　J

T°　f’”d　’　“　”i’△x vじ：1：：：：：：：：：：1蒜：1二；5

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　direc亡ion　of　nodes

　　　such　　亡ha亡

　　　　　　　　　　　　　　　　　　m　　　　　　　　　　　　n　　　m

　　　　　　　　　　　　△f＝Σ　ρ．L．△A．、＋Σ　　Σ　ρ．A．（∂L．／∂x．，△x．　→・　Minimize
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　　　　　　ユ　ユ　　　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J　　　J
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　j＝1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．6）

　　　subjec亡　亡o

　　　　　　　　　　　　m　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n
　　　　　　　　　　　、三、1・・i／a・・）△・・　＋ゴ三、（a・・／a・j，△・戊≦・・亡一σlkノ（・・7）

　　　　　　　　　　　　m　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　亘「∂σ・／a”・　＋∂σaσ・／a”・）△A・　一ゴ三、’aσi／aXj　’　aσ・ci／bxy△X」

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・♂k！一σ！kノ　　（2・8）

　　　　　　　　　oτ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一　　acユ　　　　ユ

　　　　　　　　　　　ー、i、岬・・ノム㌔1、・…／・・ノム・戊三・…σ1幻（…）

whe「eσゴi・the　stress・f　th・i－th　m・mber　and・・perscript　k　d飢。t・・th・

k－th　iteration　step．

4）　　Modified　Sequential　I、inear　Programming

　　　　　Although　SLP　has　wide　applicability，　solne　difficulties　appear　fre－

quently　in　the　actual　calculation，　such　as　enormous　implementation　time

and　poor　convergency．　An　attempt　is，　therefore，　made　to　improve　SLP　by

classifying　the　constraints　into　active　and　passive　ones．　An　outline

of　this　method　is　described　for　two　designs．

　　a）　Application　to　the　design　with　buckling　constraint

　　　　　Initially，　the　nodal　coordinates　are　determined　by　using　only

buckling　constraints．　Cross　sectional　areas　are皿odified　at　the　next

step　by　adding　the　stress　constraints．　The　separation　of、buckling　con－

straints　reduces　the　memory　capacity　to　2／3　0f　that　required　in　the　usual

treatment．　The　flow　chart　is　shown　in　Fig．　2．5．
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　　b）　Application　to　the　design　sul）jected　to　multiple　loading　conditions

　　　　　For　n－cases　of　multiple　loading　conditions，　the　number　of　con－

straints　become　n　times　larger　than　the　case　for　single　loading　condi－

tion．　　Generally，　the　influence　line　皿ethod　is　used　to　analyze　trussed

bridges　subj　ected　to　the　moVing　load．　However，　the　influence　line

changes　as　the　nodal　coordinates　change，　and　hence　the皿oving　load　is

equivalently　replaced　by　multipte　load，　which　may　invoke　the　increase

of　constraints　as　aforementioned．　For　such　problems，　two　ways　of　se－

lecting　the　active　constraints　are　utilized　：　one　is　by　taking　three

constraints，　which　correspond　to　the　absolutely　maximum　stresses　（　ten－

sile，　compressive　and　buckling　）　among　n　loading　cases　，．　for　a　member，

while－the　other　is　to　use　a　single　constraint　by　finding　the　most　dan－

gerous　situation．　They　are　called　’，　Method　l　tt　and　tt　Method　2　1t．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　40）－42）

5）Mixed　lnteger　Programing

　　　　　In　certain　design　cases，　some　design　variables　need　to　be　treated

as　integer　or　discrete　variables　on　account　of　their　intrinsic　charac－

teristics・　　One　of　those　design　problems　is　the　selection　of　materials

in　which　the　variables　representing　the　grade　of　materials　are　consid－

ered　discrete．　By　use　of　a　special　integer　variable　whose　value　is　1
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　43）

or　O，　the　problem　can　be　reduced　to　a　mixed　integer　programrning　problem．

It　is　noted　that　in　this　case　cost　should　be　chosen　as　the　obj　ective

function　instead　of　the　weight，　because　the　use　of　the　high　grade　mate－

rial　makes　a　remarkable　contribution　to　the　weight－alleviation　unless

economy　is　taken　into　consideration．

T°砒d・△Ai’△xvδ2i 兄＝1，’’”，P　Pご加m1）erofkinds
　　　　　　　　　　　　　　　　　of　1ηa亡er工aヱs
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　　　　　～
　　　　　　　　　is　the　allowable　stress　of　the　見一th　kind　of　material　andwhereσ　　　　　　a2

C、（・ノ　dengtes　the　cost　function．
　ユ

2．6　The　Relationship　between　Topology　and　Geometry

　　　　Fundamental　characteristics　of　geometrical　configurations　of

trussed　bridges　are　discussed　by　placing　particular　attention　on　their

topological　properties．　According　to　the　afore－mentioned　classification

（　the　node　system　and　the　member　system　），　the　effects　of　topology　and

geometry　on　the　weight　minimized　system　are　examined　through　some　nu皿er－

ical　examples．　Attention　is　particularly　paid　to　the　correlation　be－

tween　topology　and　geometry，　which　has　been　scarcely　argued．

1）　Topology　of　the　Member　System　and　Geometry　of　the　Node　Syst㎝

　　　　At　first，　presented　are　some　considerations　on　the　changes　of

topology　and　geometry　in　the　optimization　procedure．　　Consider　the　model

of　a　trussed　bridge，　which　is　simply　supported．　工t　consists　of　four

panels　and　the　span　length　is　40　m．　The　convergency　and　the　topology

obtained　at　each　design　step　are　illustrated　in　Fig．　2．6．　　工n　this　case，

an　optimal　topology　is　obtained　by　deleting　the　unnecessary　members

from　the　ground　structure．　Then，　the　linear　programming　is　used　for

the　optimization，　because　the　number　and　positions　of　nodes　are　fixed．

Some　distinct　changes　on　the　topology　can　be　seen　in　the　optimization，

in　which　the　solution　at　each　step　is　systematically　compared　from　one

to　another．　Whether　a　member　is　necessary　or　not　is　judged　by　corre－・

sponding　it　to　the　basic　or　non－basic　variable．　Unnecessary　members

are　eliminated　through　the　pivot　operation．　Fig．　2．7　shows　the　effect

of　the　truss　height　on　weight－minimization，　where　the　parameter　α　is
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the　rate　of　the　panel　length　and　the　truss　height．　The　least　volume

（　the　volume　is　often　used　as　the　obj　ective　function　）　is　obtained　at

α＝ヱ．85．

　　　　　In　the　next　example，　the　nodes　of　the　upper　chord　are　variable，

while　the　nodes　of　the　lower　chord　are　fixed．　Similarly　to　the　previ－

ous　example，　the　ground　structure　is　formed　on　the　basis　of　the　nodal

pattem　generated　by　the　Monte　Carlo　method．　By　use　of　the　linear　pro－

gramming　combined　with　the　Monte　Carlo　method，　the　correlat　ion　between

the　topology　of　member　and　the　geometry　of　node　can　be　examined　without

difficulty．

　　　　　The　representative　configurations　obtained　for　the　generated　nodal

pattern　are　presented　in　Fig．　2．8．　It　is　observed　from　this　figure　that

typ。。　a，　b・nd　d・・ver　m・・t・f　the　c・・fig・・aヒi・n・・bt・in・d　here・Nth°・gh

a　truss　belonging　to　type　a　has　the　least　members，　its　weight　is　heavier

than　that　of　type　b　or　type　d．　Atruss　of　type　b　shows　the　least　weight

within　a　range　where　the　y－coordinates　of　node　3　is　less　thanユ5　rn．

Through　the　successive　use　of　the　al）o▽e　procedure，　the　opti皿al　configu－

ration　is　obtained，　as　shom　in　Fig．2．9．

　　　　　Next，　let，s　consider　the　change　of　geometry　in　the　optimization．

With　the　aid　of　SLP，　the　optimal　node　positions　are　sought　without　vary－

ing　the　topology　of　member．　The　change　of　geometry　is　seen　in　Fig・　2・10，

where　the　initial　configuration　（　Pratt　truss　）　gradually　transfers　to

the　final　configurat　ion　（　Warren　truss　）．　工t　is　to　be　noted　that　node　2

tends　to　approach　to　node　ヱ　and　then　the　induced　force　of　the　4th　member

is　almost　zero．　This　fact　means　that　the　treatment　of　variational　ge－

ometry　enables　to　make　a　rough　estimation　of　the　optimal　topology　of

member．　　Thus，　one　can　prove　that　node　positions　are　so　important　that

topology　of　the　member　system　may　change　according　to　the　change　of　node

positions．　　Namely，　node　positions　are　so　dominant　to　specify　topology

of　the　me皿beてsystem．

2）　Topology　of　the　Member　System　and　Topology　of　the　Node　Syst㎝

　　　　　The　numl）er　of　generated　nodes　is　increased　from　5　（　4－panel皿ode1

　）　．to　7　（　6－panel　Inode1　）　or　9　（　8－panel　mode1・）　to　inve8tigate　the　re－

lation　between　the　layout　of　members　and　the　number　of　nodes・　The　con－

figurat　ions　obtained　for　the　latter　two　cases　are　shown　in　Fig．　2．11
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and　Fig．　2．12．　Note　that　there　exsist　non－1）asic　（　unnecessary　）　nodes

other　than　non－basic　members　and　that　similar　configurations　were　ob－

tained　for　three　cases　in　spite　of　the　number　of　nodes．　工f　the　members

whose　sectional　areas　are　close　to　zero　are　ignored，　topology　of　m㎝一

bers　for　each　case　is　the　same．

　　　　　To　further　discussion　on　the　effect　of　node　numbers，　6・一，　8－，　10－

and　12－panel　models　are　designed　by　use　of　SI、P．　Among　them，　the　confi・－

gurations　obtained　for　6－　and　8－pane1　皿odels　are　shown　in　Fig．　2．13　and

Fig．　2．14　L　These　results　lead　to　the　conclusion　that　for　this　loading

condition　the　opti皿al　topology　of　members　is　the　one　obtained　for　2－panel

model　shown　in　Fig．　2．15．

　　　　　Through　these　design　examples，　it　can　be　said　that　an　opt二imu皿num－

ber　of　nodes　exsists　for　each　topology　of　members．　　工n　other　words，　it

is　effective　to　assign　the　number　of　nodes　before　determining　the　topo1－

ogy　of　members，　and　that　the　use　of　an　appropriate　number　of　nodes　pos－

sibly　reduces　a　certain　amount　of　the　weight　of　the　structure．

2．7　　The　工nfluence　of　Mechanical　Ptoperties　on　Geometrical　Configurations

　　　　Through　so皿e　nume’rical　examples，　the　effects　of　mechanical　proper－

ties　on　truss　configuration　are　discussed　in　detai1．

1）　　工nfluence　of　Buckling　Effect

　　　　　The　buckling　effect　is　introduced　by　using　an　approxiエnate　formula
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　44）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　for　the　pipe　sec－which　was　proposed　by　G．　Vanderplaats　and　F．　Moses

tions．　（　see　Fig．　2．16　）

P
cr

where　　　p
　　　　　　　　　σ工

　　　　　　　　D

　　　　　Letts

ample．

14．13TEA
8L2

rD／亡　＝　15．0　ノ

1imit　strength　for　buckling

cross　sectional　area

diameter

E

L

亡

（2．13）

Young　V　s　modulus

member　length

thickness

　　　consider　a　4－panel　truss　model　similar　to　the　previous　ex－

The　calcualted　configuration　shows　low　height　and　si皿ilar　mem一
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1 lP－・・t。。丁

40　m

Fig．　2．15 Optimal　Configuration　of　2－panel　Mode1

1 D
1

t／D　＝　15．0

Fig．　2．16 Pipe　Section

1
4

6

8

Fig．　2．17 Optimal　Configuration　Obtained　by

Considering　Buckling　Effect

一28一



ber　lengths．　（　see　Fig．　2．17　）　　Considering　the　effect　of　buckling，

all　me皿bers　are皿eaningful　and　useful　for　reducing　the　weight・while

some　members　are　useless　for　the　case　without　buckユing　constraint．

These　results　can　be　easily　inferred　from　Eq．（2．13），　for　it　implies

that　the　necessary　cross　sectional　areas　increase　proportionally　to

the　square　of　皿ember　length．　Naturally，　the　volume　obtained　for　the

case　with　buckling　constraint　is　more　than　two　times　of　the　weight

obtained　for　the　case　without　buckling　constraint．　Also，　the　modified

sequential　linear　programming皿ethod　can　reduce　the　computation　time

to　the　half　of　that　needed　for　usual　methods．

　　　　　M。re　d。。ig。。x。mp1。。　a・e　e皿P1・y・d　t・c1・・ify　th・i・f1・・nce・f

buckling　effect　on　the　nu血ber　of　nodes．　The　results　are　summarized　in

Fig．　2．18，　where　the　design　conditions　are　as　follows　．

　　　case　a　：　designs　of　Pratt　truss　whose　configuration　is　fixed，　where

　　　　　　　　　　　the　buckling　effect　is　not　included．

　　　case　b　：desighs　of　Pratt　truss　with　buckling　constraint．

　　　case　σ　：designs　of　truss　with　variable　configurations　（　only　allow－

　　　　　　　　　　　able　stress　limit　）

　　　case　d　：　designs　with　buckling　constraint，　whose　configuration　is

　　　　　　　　　　　　that　given　by　case　σ・

　　　case　e　：　designs　with　variable　configurations，　where　the　buckling

　　　　　　　　　　　　effect　is　directly　introduced　into　the　optimization．

　　　　　From　this　figure，　the　following　items　can　be　obtained　：　in　case　a，

the　optimum　number　of　panels　is　2　0r　4．　There　is　no　difference　in　vo1－

ume　between　them．　However，　considering　the　buckling　effect，　the　optimum

number　becomes　4．　（　see　the　curve　of　case　b　）　　The　curve　of　case　σ　as－

certains　the　conclusion　that　there　is　an　optimal　configuration　under　the

design　condition　in　which　only　the　allowable　stress　li瓜it　is　imposed．

工n　this　curve，　the　value　of　the　volu皿e　is　unchanged　regardless　of　the

number　of　panels．　The　curve　of　case　d　indicates　that　the　greater　the

number　of　panels，　the　lighter　the　truss．　While　the　configurations　given

by　case　c　have　almost　the　same　configuration　with　respect　to　the　exterior

members，　they　have　different　numbers　of　interior　rnembers．　As　the　number

of　the　interior皿embers　increases，　the　lengths　of　the　exterior　members

become　shorter．　This　is　useful　for　a　design　which　is　considering　the
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Fig．　2．18

4　　　　　　　　6　　　　　　　8　　　　　　10　　　　　　　12　　Panel

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　NO．

Relations　between　Panel　Number　and　Volume

↓20t

σa・・2・・kg／㎝3

Fig．　2．19

S　20t

40m

Pratt　Truss　and　Warren　Truss
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buckling　effect．

　　　　　Case　e　shows　the　least　volume，　and　then，　the　optimum　numl）er　is　ob－

t：ained　as　ヱ0．　It　may　be　considered　that　the　increase　caused　by　the　addi－

tion　of　interior　members　and　the　decrease　caused　by　the　shortening　of　　，

exterior　me血bers　are　balanced　at　this　number．　AIso，　these　results　lead

to　the　conclusion　that　the　optimum　number　of　panel　will　change，　if　the

variation　of　configuration　is　taken　into　account　in　the　design　process・

2）　　Influence　of　Rigidity

　　　　　As　mehtioned　before，　the　deflection　constraint　is　often　important

in　the　design　of　bridge　structure．　　工t　ean　be　also　considered　that　the

limitation　of　deflection　affects　the　determination　of　truss　configura－

tion．　Here，　only　the　correlation　between　deflection　and　weight　is　dis－

cussed　for　deteminate　trussed　systems，　beeause　a　detail　discussion　on

the　effect　of　a　deflection　constraint　will　be　presented　in　chapter　3．

　　　　　Consider　two　truss　models，　Pratt　truss　and　Warren　truss，　whose　con－

figurations　are　fixed　and　presented　in　Fig．　2．19．　The　volumes　and　the

deflections　of　the　center　of　span　calculated　for　亡hese　trusses　are
・．・667。ユ。6。m3 C5．7ユ4。rn。。d。．・333。ユ・6　。，，3

C4．57・。m，。e。pec、i。。1y．

These　results　show　that　determinate　trusses　have　a　tendency　that　the

deflection　is　smaller　as　the　weight　is　lighter．　One　can　prove　this　fact

by　considering　the　eharacteristics　of　the　weight－minimized　determinate

truss　systelns．　Generally　，　the　deflection　δ　is　calculated　by　using　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　45）

following　formula．

m　　　F　　F．

δ＝　　Σ

　　　　　i＝ユ

エ　ユ
　　　　　L
　　　　　　i

EA　　　工

（2．14）

where　F．　and　F．　denote　the　axial　force　of　the　i－th　me血ber　induced　by　the
　　　　　　　ユ　　　　　　　ユ

external　load　P　and　the　virtual　unit　load　applied　at　the　center　of　the　span

respectively．

Since　each　member　reaches　the　’，　fully　stressed　It　condition　in　the　optimum
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　46）47）

solution，　the　following　relations　are　obtained．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Fi　＝　σa　Ai　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．15）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　F．　＝　σ　　A．　／　P　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．16）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　　　a　　ユ
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whereσ　　is　the　allowable　stress，　and　its　value　is　assumed　to　be　equal
　　　　　　　a

for　all　members．

　　　　　Substituting　Eq．（2．15）　and　Eq．（2．16）　to　Eq．（2．14），　the　deflection

is　found　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σ　　　m
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ＝　 a　ΣA．L．　　　　　　　　　（2◆17）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　E　　　　　ユ　　ユ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝」

From　Eq．（2．17），　it　can　be　obtained　that　the　deflection　is　proportional

to　the　volume　or　weight．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　48）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　show亡hat　this　fact　seems　to　be　held　for　the　　　　　Fμrther　examples

design　cases　sujected　to　other　loading　conditions　or　buckling　constraints．

For　instance，　on　account　of　buckling　constraint，　the　weights　and　the
d。f1。。ti。n。。f・h。。a皿。皿。d。1。　ch。。g。・。・．342。ユ・6㎝3

C3．8・5。m。。d
　　　　　　　　　　6　　3
0．288　x　ユO　　cm　，　2．298　cm，　respectively．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　49）

3）　　Influence　of　SupPorting　Condition

　　　　　Three　supporting　systems　of　simple　support　（Model　l　），　continuous

supPort　（　Model　2　）　and　cantilever　supPort　（　Model　3　）　are　employed　in

order　t二〇　disclose　the　influence　of　suppor亡ing　systems．　Fig．　2．20　indi－

cates　considerable　difference　in　configurations　and　it　is　interesting

to　note　tha亡　the　for皿ation　of　upper　chords　is　quite　similar　to　七he　bend－

ing　moment　diagrams　regarding　beam　models．　Table　2．1　indicates　that

Model　l　is　the　heaviest　and　Mode1　3　the　lightest，　whether　the　posi亡ions

of　nodes　are　fixed　or　variable．　　It　seems　that　each　supPorting　condition

reaches　the　limit　of　weight－minirnization．　This　means　that　a　feasible

supporting　system　should　be　chosen　at　the　first　step　of　designing．

4）　　工nfluence　of　Loading　Condition

　　　　　Here，　the　method　proposed　in　section　2．5　is　applied　to　the　multiple

loading　case．　Consider　the　model　shown　in　Fig．　2．21．　The　moving　load

is「eplaced　by　th・・i・1・ad・・PユーP6・wh・se　p・siti・n・a「e　i11・st「ated

in　the　sa皿e　figure．　Numerical　results　are　su㎜arized　in　Fig．2．22　and

Table　2．2．　Fig．　2．22　shows　the　changes　of　configuration　and　total　volume

through　optimization，　and　that　the　final　configuration　differs　consider－

ably　from　that　obtained　for　the　single　loading　case．　　工t　can　be　said　that

the　loading　condition　is　one　of　the　most　important　factors，　and　hence
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Model　l

Model　2

Model　3

＝　lt　．．

Fig．　2．20　　0pti皿al　Configurations　Obtained　for　Some　Kinds

　　　　　　　　　　of　Supports

Table　2．1 Numerical　Results　for　Sorne　Kinds　of　Supports

Total　Volu］me
ifixed　geometry）

Total　Volume
ivariable　qeometry）

Model　l 0．3580 0．2657

Model　2 0．3236 0．2629

Mode1　3 0．2681 0．2260

xlO6　cm3
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plp2P3P4P5P6

Fig．　2．21 4－Panel　Model　and　Loading　Condition

0．6

0．5

0．4

0

Total V。lum・（xlO6。m3）

5 10

SteP　No．

15

Fig．　2．22　　Change　of　Configuration　and　Total　Volume

　　　　　　　　　　through　Optimization
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Table　2．2 Numerical　Results　for　Multiple　I．oading　Condition

Method　1

Member
　　　3Acm

1、　cm Rt　max 　　　　．qtmエ P　cr

　　　　　　2σkg／cm

＞　　　1

19．2 535．1 ★ 一15000 一15000 一781

2 46．4 1262．7 ★ 一15725 一15726 一339’

3 13．0 1134．2 15585 ★ 一1528 ll99

4 5．0 1000．0 0 0 一291 0

5 23．7 1153．8 12700 一4922 一4922 一208．

6 34．7 896．7 ★ 一17490 一17490 一504

7 33．8 1457．6 12820 一6272
　、|6272 Ol86

8 10．5 1000．0 12600 ★ 01286 1200

9 5．0 ll43．5 ★ 一222 一224 一45

Calculation　Time　15 sec．

Method　2

Member A㎝3 1、　cm Rt　max Rt　min P　cr σkg／cm2

1 19．2 535．1 ★ 一15000 一15000 一781

2 46．6 1267．1 ★ 一15745 一15745 一338

3 13．0 1133．7 15600 ★ 一1533 1200

4 5．0 1000．0 0 0 0291 0

5 23．7 1154．7 12700 一4922 一4922 一208

6 34．6 892．5 ★ 一17483 一17483 一505

7 33．7 1455．4 12800 一6259 一6259 一186

8 10．5 1000．0 1．2585 ★ 一1282 1199

9 5．0 1144．0 ★ 一222 一223 一45

Calculation　「rirne　11 sec．
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that　an　accurate皿odeling　of　load　condition　is　inevitable　to　determine

the　configurations　of　trussed　bridges．　Compared　with　the　computation

time，　the　proposed　method　is　able　to　solve　the　problem　in　half　the

ti皿e．　Therefore，　Method　2　is　preferable．

5）　　Influence　of　Secondary．Stress

　　　　　For　trussed　bridges，　the　secondary　s亡ress　is　mainly　due　to　the

bending　mo皿ent　which　occurs　in　each　member．　Generally，　the　effect　lof

bending　moment　is　not　taken　into　account　in　the　analysis　of　trussed

structures，　because　of　si皿plicity　and　small　difference　between　the

strict　and　approximate　treatments．　However，　this　effect　is　no　longer

ignored　for　the　design　of　trusses　whose　m㎝bers　have　high　rigidity，

1arge　eccentricity　and　long　length．

　　　　　1t　is　quite　difficult　to　investigate　the　effect　of　secondary　stress

on　configuration，　because　the　secondary　stress　can　be　evaluated　only

when　all　design　parameters　are　co皿pletely　determined．　Here，　the　effect

of　secondary　stress　is　examined　by　use　of　a　design　exa皿Ple　shown　in　Fig．

2．17．　Numerical　results　are　presented　in　Table　2．3，　which　shows　that

the　secondary　stress　tends　to　increase　in　the　upper　chord　and　the　ver－

tical皿embers　subjected　to　the　compressive　force，　and　that　the　ratio　of

secondary　stress　and　original　stress　is　from　lO　to　20　per　cent．　　Con－

sidering　the　effect　of　secondary　stress，　the　configuration　should　be

determined　to　diminish　the　axial　forces　for　the　co皿pressive皿e皿bers．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　50）51）

6）　　工nfluence　of　the　Grade　of　Material

　　　　　Three　kinds　of　materia1，　M1，　M2　and　M3　（which　correspond　to　SS4ユ，

SM50　and　SM58　steels　）　are　employed　to　disclose　the　effect　of　the　grade

of　materia1．　The　opti皿al　configurations　are　obtained　for　three　design

cases．　In　case　1，　Ml　is　used　for　all　members．　工n　case　2　and　case　3，

Ml　is　also　used　for　the　hanger　tnembers，　while　M2　and　M3　are　used　for　the

chord　members，　respectively．　As　shown　in　Fig．　2．23，　truss　height　tends

to　become　smaller　as　the　higher　grade　material　is　e皿ployed　for　the　chord

me皿bers．

　　　　　Next，　the　search　for　the　optimal　configuration　is　carried　out　on

the　basis　of　the　cost－optimization　formulation　in　which　the　costs　of
　　　　l

M2　and　M3　are　1．05　and　1．20　times　that　of　MI　and　those　materials　are

treated　as　design　variables．　Numerical　results　for　the　4－panel　model
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Table　2．3 Secondary　Stresses　of　4－Panel　Mode1

M㎝ber
Member　　　　　　　（σ）Stress Secondary　　　　　　　　　　（σりStress Stress　　σ1／σ　　　・Ratlo　　亀）

1 一1200．0
・i2＝32・23
ﾐ1　　＝　　　15．23　21

・2．69

P．27

2 一302．4
・～3＝－15・41
ﾐ・　　＝　　－5．65　　2

5．09

P．87

3
チ　　1200．1 σ…L＝－7・33

ﾐ；2＝－9・43

0．01

O．79

4 0．0
・～1　69・35

ﾐiL＝－44・82

5 一151．6
・気＝28・99

ﾐL＝19・16

19．19

P2．69

　，
U 一339．6

σ1　　＝　　　－2．29　35

ﾐ1　　＝　－31．2853

0．67

X．21

7 一1200．1
・…6＝　6・91

Eき＝－1・45

0．58

O．12

8 1200．0
σ五6＝－29・00

ﾐξドー35・86

2．42

Q．99

9 243．3
σ56＝ @0・00
E↓5＝　0・00

0．00

O．00

Case　1

　　，zで二　　，’　’

Cバ
O

■、、
@■、、、、　、、　．　　　、

@　〃　、
@　’“

、

1
↓P η1

●●●●

一●一

Case　2

Case　3

P＝　20　ton

40　m

Fig．　2．23 工nfluence　of　Me血ber　Strength　on

Optimal　Configuration
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1
3 5

6

7 9

4 8

Fig．　2．24　0ptimal　Configuration　of　4－Panel　Truss

　　　　　　　　　　　with　Some　Grades　of　Materials

Table　2．4 Numerical　Results　of　4－Panel　Model

kind　of
唐狽??

　　　　　　　2Area　cm Member
?盾窒モ?@　kg

Member
撃?獅曹狽?@　cm

1 SS41 18．00 一10000 250

2 SS　41 46．47 一ll777 ll34

3 SM50 4．79 9103 1031

4 SS41 7．57 0 1000

5 SS41 23．19 一2232 1079

6 SS41 54．20 一15900 1188

7 SM50 4．80 9123 1524

8 SM50 4．47 8500 1000

9 SM50 4．22 8027 1300

T。t・1V。1・m・・0．3365。106。m3

Total　Cost＝0◆3385　x　lO6
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‘ P　　　　　　　7刀ア

40m

Discrete

　　　　　．Contlnuous

P＝　20　ton

Fig．　2．25 Optimal　Configuration　of　Truss

with　Discrete　Components

x10

cm

Initial

value
Step
Ntmber

Fig．　2．26 Convergence　of　Truss　Design　with

Discrete　Components
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are　given　in　Fig．　2．24　and　Table　2．4．　　工t　can　be　seen　that　truss　heigh亡

is　smaller　than　that　of　the　truss　with　the　same皿aterial．　Note　that

Ml　material　is　chosen　for　the　compressive　members　and　M2　material　for

the　tensile皿embers．　　In　Table　2．4，　positive　and　negative　values　in

member　forces　show　tension・and　co皿pression，　respectively．
7）・・f・・ence・f　Disc。e・。　Si。i。g52）－55）

　　　　　For　civil　engineering　structures，　it　is　often　desirable　to　select

melnber　size　as　discrete　values　from　a　table　of　acceptable　values．

且ere，　the　design　problem　with　discrete　variables　is　dealt　with　by　use

of　a　mixed　integer　programming．　Let　t　s　consider　the　2－panel　truss皿odel

in　which　the　cross　sectional　areas　are　given　as　discrete　values，　e．g．，

f’ve G「°ss　sect’°na’a「eas（A・・A・・A・・A・・A・）＝（5・2°・ヱ5・2°・

25　cm　　）．　The　resulting　configuration　is　presented　in　Fig．　2．25，　com－

pared　with　the　configuration　obtained　for　the　case　with　continuous　var－

iables・　As　expected，　one　can　find　a　considerable　difference　in　configu－

ration，　but　the　difference　in　volume　is　merely　2　per　cent．　This　means

that　when　cross　sectional　areas　are　given　as　discrete　values，　it　is　pos－

sible　to　obtain　an　effective　design　by　introducing　a　variation　of　con－

figurations　into　the　design　process．

　　　　　Th・・a・・u…i・n　is　carri・d…by・。e・f　D。ig。nd　L。nd，。　a・9。ri，hn56）

based　on　the　branch　bound　method．　Fig．　2．26　shows　the　convergency　in

the　opti皿ization．　　It　is　seen　that　this　problem　has　an　uneven　conver－

gence，　which　is　caused　by　the　replacements　of　discrete　variables．　As

known　from　the　poor　convergency，　the　proble皿　requires　more　computation

time，　about　7　times　that　of　the　usual　treatments．　From　a　practical

point　of　views，　the　design　problem　with　discrete　variables　requires　a

special　treatment　to　reduce　the　computation　t㎞e　and　memory　capacity．

2．8　　Conclusions

　　　　　1n　this　chapter，　仁he　influence　of　geometrical　factors　and　mechanical

properties　on　configuration　are　investigated　by　placing　attention　on

topological　and　geometrical　characteristics　of　trussed　bridges．　Through

nurnerical　results，　one　may　conclude　as　follows　：
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）1

）2

3）

4）

5）

6）

7）

Graphi。a1・ep・e・ent・ti・n　i…eful　t。　re・。gni・e　th・g・・皿・t・i・a1

。・nfigu・ati・n・・f　trussed・tru・tu・…　B・・ed・n　the　c・ncept・・f　the

t・p・1・gy・nd　g・・孤・t・y，　the　charact・・i・tics・f　t・uss　c・nfigu「ati°n

can　be　elucidated　by　means　of　the　classification　of　the　member

system　and　the　node　system．

工t　is　confirrned　that　a　considerable　weight　reduction　can　often　be

a。hi。v・d　by　int・・du・ing　th・va・iati・n・f・・nfigurati・n・int・th・

d・・igning　P・・cess．　F・・t・ussed　b・idg…tt　9・・m・t・y”i・m・・e±m－

P・rtant　th・n’1　t・P・1・gy”t・d・t・rmine・t・u・t・・a1・・nfigurati°ns・

Na皿ely，　the　topology　of　the　member　system　is　specified　to　a　great

。xtent　by　th・n・d・p・・iti・n・．　There　i・an・pt血a1・・nfigurati°n

wh。n・nly・tress　c・n・traint・are　tak・n　int・c・n・iderati・n・Then・

the　number　of　nodes　does　not　play　an　i皿portant　role．

B。。kling・ffect　i・・f　p・im・・y　imp・・tance　in　th・deci・i⑳・f・・nfi－

gurati・・．　U・ing仁he　apP・・x麺t・m・th・d　p・。P・sed　in　thi・chapte「・

it　i。　p・ssibi・t・・each　th・・ptim迦・・1uti・n・r　a　rea・・nabl・

solution　in　a　comparatively　si皿plified　manner．　Note　that　the

method　is　qlso　applicable　for　the　moving　load　case．

Needless　to　say，　the　loading　condition　is　the　most　i」nportant　facto「

to　determine　structural　configurations，　and　the　loading　condition

should　be　modeled　to　correspond　well　to　the　real　state．　From　the

points　of　practical　computation，　it　is　accepted　to　replace　the

moving　load　by　the　decomposed　multiple　loads．

A1。・，・upP・・ting・・nditi・n　aff・・t・th・deci・i・n・f　truss　c・nfigu－

　ration．　A　feasible　supporting　condition　should　be　chosen　at　the

fi。。t。t・p・f　d・・ign，　becau・e　ea・h・upP。・ting・・nditi。n　u・ed　in　th・

pre・ent　d・・ign・h・・th・1imit・f　w・ight－minimi・ati・n・reg・・dless・f

　whether　the　configuration　is　fixed　or　variable．

S・emingly，　d・flecti・n・・n・traint　i・n。t・・imp・rt・nt　in　th・deci－

　sion　of　geometrical　configurations　of　statically　determinate　t「uss－

・d・y・tem・，　becau・e　th・se　t・usse・hav・m・re　rigidity・・th・y　a「e

　lighter．

　The　use　of　some　grades　of　materials　contributes　to　reduce　the　cost

。nd　w・ight　wh・n・・me　c・nstraint・are血P・sed・n・・nfigurati。n・

　　　　タH。wev。。，　it　i・in・。nv・ni・nt　t・坤1㎝・nt　th・・electi・n・f　m・terials
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8）

by　means　of　the　mixed　integer　programmings，　because　of　the　enormous

computation　time　and　memory　capacity．　　　　　　’

Consequently，　the　following　procedure　is　considered　effective　to

decide　the　configuration　of　a　trussed　bridge．

　　　　　i）　　Detemine　the・supPorting　condition．

　　　　ii）　Assume　the　number　of　nodes　and　topology　of　the　me血ber

　　　　　　　　system．

　　　iii）Perfom　the　opt㎞ization　by　taking　the　nodal　coordinates

　　　　　　　　and　the　cross　sectional　areas　of　members　as　design　varia－

　　　　　　　　bles．
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Chapter 3　　The　Practical　Design　Method　of　Bridge　Structures

　　　Regarding　Configurational　Variation

3．1　　Design　Procedure

　　　　　工n　usual　bridge　designs，　the　selection　of　structural　type　is　first－

1y　made　according　to　the　prescribed　span　length．　Generally，　the　effec－
、i。。。p。n・。ng，h。　are　gi。。n　f。r　s。m。，ypes。f　b。idg。。　a。　f。・・。w。1）、

Plate　Girder　Bridge，　Hybrid　Girder　Bridge

Continuous　Girder　Bridge

Trussed　Bridge

CableeStayed　Bridge

Arched　Bridge

Suspension　Bridge

　’

　　　　　＜　401η

　　40～200m

　　50～300m

　100～　350　m

　　80～500m

ユ00　～ユ500m

Trussed　bridges　treated　here　are　suitable　for　the　medium　span　fro皿　100　m

to　300　m，　for　which　cable－stayed　bridges　and　arched　bridges　are　also　a－

vailable．

　　　　　According　to　the　design　hierarchy　described　in　Chapter　1，　the　deci－

sion　of　structural　type　is　closely　related　to　the　decision　of　topology・

We　obtained　in　the　previous　chapter　tha亡　geometry　is　more　important　than

topology　to　determine　the　geometrical　configuration　of　trussed　bridge．

However，　this　result皿ay　be　due　to　the　limitation　of　structural　type．

工f　there　is　no　limitation　on　structural　type，　topology　will　become　more

important．　Accepted　to　use　a　simple　expression，　the　configurational

relations　between　trussed，　arched　and　cable－stayed　bridges　can　be　con－

sidered　as　shown　in　Fig．　3．1．　　Conceptually，　bridge　structures　can　be

expressed　as　a　model　shown　at　the　top　of　the　figure　on　account　of　its

definition　that　bridge　is　a　structure　which　connects　the．two　separate

points．　Then，　some　kinds　of　discretization　are　introduced　to　reduce　t：he

weight　or　cost．　It　may　be　said　that　present　typical　bridge　structures

have　been　developed　by　pursuiting　the　effective　discretization　with　a

mechanical　rationality，　Also，　it　is　observed　in　the　figure　that　sup一
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　　P＝　20　t

・U，。i。creti。ati。n

∠ SupPorting　Condition

（ground　structure）

V＝0．1333
　　　　　　6
　　　x　10

3U
cm

Vニ　0．8332
　　　　5　　3
x　lO　cm

（cable－stayed　bridge　mode1｝
（truss　mode1｝

V＝ P’lll9－・9 Change　of
Tl！90R9，LgS1ZIO

V＝　0．1119
　　　　　　6　　3
　　　x　10　cm

（arch　mode1｝

V；　0．1667
　　　　6　　3
x　lO　cm

（prattヒruss）

Fig．3．1 Relations

Bridges

between　Trussed，　Arched　and　Cable－Stayed
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porting　condition　is　quite　important　in　the　deeision　of　configuration，

and　that　the　truss　and　arch　models，　which　have　the　same　supports，　show

no　distinctive　difference．

　　　　　In　this　chapter，　configurational　optimization　of　trussed　and　arch－s

ed　bridges　are　treated　on　the　assu皿ption　that　the　supporting　condition

and　topology　of　the　member　system　are　given　as　fixed．　Then，　the　design

problem　to　be　considered　reduees　to　a　decision　problem　of　oPtimal　geo－

metry・

　　　　　To　determine　the　effective　geometry，　two　kinds　of　parameters，　cross

sectional　areas　and　nodal　coordinates，　need　to　be　taken　into　account　in

the　optimization　procedure．　The　treatment　of　nodal　coordinates　apparent－

1y　results　in　the　increase　of　the　number　of　design　variables，　which　often

induces　some　difficulties　in　the　apPlication　of　mathematical　programming・

1．arge　scale　optimization　problems　gererally　have　a　poor　convergency　to

require　excessive　computation　time　or　memory　capacity．　For　such　proble皿s，

U．Kirsch2）P。。p。。ed。dec。mp。si・i。n。pP。。a。h。。d・h・w・d　i・・effi・i…y

by　some　design　examples・

　　　　　Here，　a　search．　for　least－weight　geometry　is　carried　out　by　a　two－

step　treatment　based　on　Kirsch「s　approach．　The　cross　sectional　areas

and　the　nodal　coordinates　are　treated　in　two　separate　but　dependent　de－

sign　spaces．　Based　on　the　optimality　criterion　and　the　sub－optimization

of　members，　the　cross　sectional　areas　can　be　expressed　as　functions　of

the　nodal　coordinates，　Also，　this　treatment　can　include　the　effects　of

buckling　constraints　or　deflection　constraints　and　the　grade　of　materials．

While　attention　is　particularly　placed　on　t二he　design　of　trussed　bridges，

abrief　co皿parison　of　trussed　and　arched　bridges　is　done　with　emphasis

on　their　geometrical　configurations，　and　also　the　relation　between　span

length　and　weight　is　investigated．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2）

3．2　　Partitioning　of　Design　Variables

　　　　Formally，　it　is　easy　to　include　a　change　of　geometry　into　a　design

formulation，　This　can　be　done　by　introducing　the　nodal　coordinates　into

the　set　of　design　variables．　Then，　the　design　variables　consist　of　cross
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s．ectional　areas　and　nodal　coordinates，　which　have　differen亡　character－

istics　and　different　orders　of　magnitude．　工n　a　practical　use　of　mathe一

皿atical　progra㎜ing，　the　increase　of　design　variables　induced　by　the

addition　of　nodal　coordinates　and　the　mixing　of　variables　having　differ－

ent　dimensions　will　cause　sUch　difficulties　as　a　poor　convergency　and

an　excessive　computation　load．　Using　ヒhe　modified　sequential　linear　pro－

gramming田ethod，　a　considerable　reduction　of　computation　time　and　memory

capacity　is　achieved．　Although　this　method　is　applicable　to　any　kind　of

non－lineaτ　opti皿ization　proble皿，　more　improvements　on　computation　and

convergence　are　necessary　to　treat　the　configurational　optimization　pro－

ble皿s　which　have　a　large　nu皿ber　of　design　variables　and　constraints．
　　　　G，V・nderp・aa・・and　・．　M。se。3）。tt。mp、。d，。、reat　thi。　p。。b、。m　i。，。。

separate　but　dependent　design　spaces，　one　for　the　cross　sectional　areas

of　members　and　one　for　the　nodal　coordinates．　They　obtained　good　results

for　a　considerably　large　transmission　tower　exa皿ple．　In　this　chapter，　a

similar　treatment　is　employed　to　remove　the　difficulties　in　conjunction

with　co皿putation．　Cross　sectional　areas　are　considered　to　be　completely

dependent　on　nodal　coordinates．　　It　is　not　so　difficult　to　find　the　op－

ti皿um　set　of　cross　sectional　areas　if　the　configuration　is　fixed．　Fur－

thermore，　for　a　special　case，　it　is　possible　to　find　an　effective　relation

or　an　opti皿ality　criterion・　　Here，　the　search　for　effective　configuration

is　carried　out，　using　the　optimality　criterion　and　mathematical　program－

ming，　Although　this　method　has　no　guarantee　that　a　global　optimum　solu－

tion　can　be　obtained，　it　is　advantageous　from　an　engineering　point　of

view，

　　　　　At　first，　a　two－level　formulation　is　shown　based　on　Kirsch　t　s　approach

in　order　to　explain　how　to　deal　with　the　design　variables　in　the　opti－

mization　procedure、

　　　　　General　optilnum　design　problems　can　be　mathematically　written　as

follows　；

　　　　　　　　　Find　　　w

such　亡ha亡　亡he　obゴec亡工ve　fロnσ亡工oη

Z＝f（WJ　→ 〃工ηゴm工ze （3．1）

一50一



　　　　　　　　　　　subject亡o

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　エ　イ　防7　ノ　エ＝　0　　　　　　　　　　　　　　　　（3・2）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　9　（　W　）　＜　0　　　　　　　　　　　　　　　　（3．3）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　計・w・認　　　　　（3．4）

i・whi・h〆・nd　・u　are・h。1。w。。　a。d。pPer　b。。。d。　f。r　d。。ig。　v。。i。bles

We　and　Eqs　（3．2）　and　（3．3）　are　the　equality　and　inequality　conditions，

respectively．工n　truss　problems，　Eq．（．3．2）represents　the　relation　be－

tween　the　variables．　For　instance，　they　are　derived　from　the　sym皿etry

condition　and　the　fabrication　requirements，　　Eq，（．3．3）　represents　the

design　requirements　with　respect　to　safety　or　performance．

　　　　　Here，　the　design　variables　W　consist　of　cross　sectional　areas，　A，

and　nodal　coordinates，　x．

w　　＝ 自 （3．5）

Then，　the　problem　expressed　by　Eqs　（3．1）　一　（3．4）　is　treated　as　a　two－

level　problem，

　　　　　At　the　first　leve1，　the　nodal　coordinates　represented　by　x　are

considered　to　be　fixed　and　not　to　be　variables．　The　initial　values　are

given　with　a　range　where　all　the　imposed　constraints　are　satisfied．

XQ　is　the　i”iti・1　v・1・・

Eind　A　such　that

X＝XO

selected　for　nodal　coordinates．

1（A’XO）＝0

9‘A’XO，≦0

L

Min工m工ze　　Z

　　　　　　　　u
　＜　A　＜　A

＝f（A， XO）

（3．6）

Using　XO・we

（3．7）

（3．8）

（3．9）

（3．10）
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The　next　step　is　to　solve　the　second　level　problem．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　L　　　　　　　σ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x　　＜　x　＜　x　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．11）

　　　　　　　　　　　　　　〃⊇ゴ・e・－fr％’・ノ　　　（3・12）

whe「e㌔「ep「esent・the　cr・ss　secti・nal・・eas　cal・・1・t・d　in　th・previ・u・

step　（　as　the　first　level　）　and，　in　turn，　X　is　treated　as　a　variable．

The　alternate　steps　are　repeated　until　a　sufficient　design　is　achieved．

The　method　mentioned　above　is　called　the　modal　coordination　method．

Although　this　method　has　also　no　security　that　the　optimum　solution　can

be　obtained，　it　is　advantageous　from　a　point　of　practical　computation，

since　the　iteration　can　always　be　terminated　with　a　feasible　solution．

It　should　be，　of　course，　noted　that　some　treatments　are　necessary　for

programlning　in　order　to　improve　the　convergency．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4）

3．3　Approximate　Design　Method　Based　on　Optimality　Criterion

　　　　　Here，　in　order　to　make　the　calculation　easier，　further　simplifica－

tions　are　introduced　into　the　decision　process　of　cross　sectional　areas．

Namely，　it　is　assumed　that　the　cross　sectional　areas　completely　depends

．on　the　nodal　coordinates　and　can　be　expressed　as　functions　of　them　by

using　the　optimality　criterion　derived　from　the　inherent　characteristics

of　framed　structures．

　　　　　It　is　said　that　in　the　majority　of　minimum－weight　designs　of　test

problems，　a　fully　stressed　design　is　an　optimal　one，　or　that　the　result－
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　5）

ing　design　has　a　weight　close　to　that　of　the　亡rue　solution．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　By　using

this　condition　（　fully　stressed　）　as　an　optimality　criterion，　the　cross

sectional　areas　A　can　be　expressed　as　a　function　of　亡he　nodal　coordinates

x．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A　＝A　（x　）　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．13）

In　general，　the　design　problem　including　a　geornetrical　variation　is　for－

mulated　as　follows．
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Find Ai・X ｛；lll：：：：：：：1

5uch　that

z＝ρ A三、A・　L・・（Xj）　“ 　　　，　　　　　．　．」Mユnユmユze （3．14）

subjec亡　to

一σ。ci≦σエ≦σ。エ （3．15）

where　σ．　and　σ　　．　denote　the　induced　stress　and　the　allowable　compres一
　　　　　　　ユ　　　　　　aaユ

sive　stress　of　the　ゴーth　member，　respectively．

Using　Eq．（3．13），the　above　design　problem　is　reduced　to　an　unconstrained

optimization　problem・

Find X

such　　亡ha亡

十
ノ

　．フ

X‘

　．ユ

Lノ

　．フ

Xr
★・ユ

A

　ユmΣ＝　．ユ

ρ＝Z 　’　　　　　　t

Mユnユmユze （3．16）

Then，　it　is　obvious　that　the　search　for　unconstrained　problems　is　much

easier　than　that　for　constrained　ones．　工n　the　case，　the　improving　di－

rection　can　be　easily　obtained　by　using　the　derivatives　of　Eq．（3．16）．

bZ

∂x．
　　　J

｛

　　1mΣ＝　　．ユ　ρ aA　（x　．）

　　　　J

∂x．

　　J

Lゴィxノ＋A（xノ

∂L　　　fXJ
　　i　　　　コ｝

ax．
　　」

（3．17）

It　is　noted　that　the　design　variables　treated　in　Eq．（3．16）　are　reduced

to　only　the　noda1，　coordinates　and　the　reduction　of　design　variable日　re－

markably　contributes　to　mitigate　the　computation　time　and　memory　capac－

ity．

　　　　Fully　stressed　condition　is　also　applied　for　the　multiple　loading

condition，　Namely，　the　cross　sectional　area　A　is　determined　by　the　ab一
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・・1ut・1y　maxim㎝valu・・f　th・m㎝ber　f・・ces〆1，　whi。h　are　induced　by

n－cases　externa11。ad　pn．

Fn＝　ズユpn

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　把＝　max｛Fn｝

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　η

where　K　is　the　stiffness　matriX．

For　truss　problems，　the　cross　sectional

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A＝許／σ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　a

（3．18）

（3．19）

area　is　calculted　as

　　　　　　　　　　　　　　（3．20）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　11）

Treatment　of　Indeterminate　Systems

　　　　　ln　indeterminate　structures，　the　member　forces　are　detemined　not

only　by　the　external　load　and　the　structural　configuration，　but　also　by

the　cross　sectional　areas　of　individual　members．　1n　other　words，　the

induced　force　of　each　member　affect8　the　deci8ion　of　the　cross　sectional

areas　of　other　members．　Since　it　is　impossible　to　express　the　member

force　by　only　the　nodal　coordinates，　an　apProximate　treatment　is　necces－

sary　for　dealing　with　indeteminate　systems．　Here，　an　iterative　proce－
　　　　7）

　　　　　　　is　utilized　so　as　to　calculate　the　cross　sectional　areas．　（　8eedure

Fig．　3．2　）

　　　　　At　first，　assume　the　initial　values　for　cross　sectional　areas，　re－

maining　the　configuration　fixed．　By　use　of　the　structural　analysis，

calculate　the　member　forces，　from　which　new　cross　sectiOnal　areas　are

detemined．　Terminate　the　iterative　procedure　when　the　cross　sectional

areas　converge　to　certain　values．　Otherwise，　repeat　the　above　steps．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4）

3．4　　Sub－Optimization　of　Members

　　　　　工n　a　case　where　the　stre8s　limitation　ls　solely　employed　a8　con－

straints　and　the　allowable　stress　is　constant，　the　optima1　8et　of　cross

sectional　area8　can　be　determined　by　using　the　member　force　F．
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工nput　Data
　　　X　　　ハrodaユ　coordゴna亡es

　　　L　Nemberユeng力亡s
　　　E　　　youη9’s　moduユus

where　those　qロantユtユes
are　unchanged　through
亡he　caユcuユation

Assume　the　ユnユ亡ユal

value　of　crOSs　sectional
areas
　　　　　　　　　　（O）

ConstrUC亡
5亡工ffness
ma　tr工x

Calcula亡e　亡he
forces
　　　　　　　　F

一

Fσ

Ai
1Fエ1

Fig．3・2 Flow　Chart　for　Determination　of　Cross

Sectional　Area
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A、　一σ；1　・、　（・）　　　　（・…）

Then，　the　design　formulation

　　　　Find　　x．
　　　　　　　　　　　　　J

　　　　sロσh　亡hat

（ Eq．（．3．16）　）　is　found　as

　ノ　．フ

　X　r　．ユ　L　ノ　．J　X　f　．ユ　F　　ヱmΣ＝　　a

2σ

　＝　Z

十
　，　　　　　　ぞ　　　　　　．

Mユηユmユze （3．22）

　　　　　　In　a　case　with　b・・kling・・n・trai・t・・the　all・w・ble　stressσ。　i・a

function　of　X．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A一σ一ヱrx，　F、（Xノ　　　　（3．23）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　a

In　checking　the　safety　against　a　buckling　failure，　the　slenderness　ratio

is　very　important　factor．　It　is　said　that　the　allowable　strength　for

each　compressive　member　should　be　deヒermined　according　to　its　slender－

ness　ratio．　Then，　the　cross　sectional　areas　can　no　longer　be　expressed

as　explicit　functions　of　the　nodal　coordinates．　　However，　using　an　ap－

proximate　formula　such　as　Eq．（2．13），　the　cross　sectional　area　of　the　ゴー

th　member，　A．，　can　be　obtained　for　pipe　section
　　　　　　　　　　　　ユ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A．　＝　κ．／一禰一　L，（x）　　　　　　　　　　（3．24）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　　　ユ　　　ユ　　　　　　　ユ

・nwh・・h・、　i・ac・…an・・n・K、｛F．‘x）ユ｝一ユ／2・i、（・）・・rre・p・n・・t・σ5ヱ（・ノ

in　Eq．（3．23）．　　Using　Eq・（3・24），　the　obj　ective　function　z　is　expressed　as

Z　＝

　　　　m．

・｛・・；1・、（・ノ・、・幻

　　　i＝ユ

　　　m
・Σ・㌧アア元「・、↓幻｝

ゴ＝m’＋1

（3．25）

where　mt　is　the　number　of　tensile　members．

　　　　　For　generality，　buckling　effects　are　treated　herein　by　means　of　a
P．e。pera、i。na・，ech。iq。。。a・・。d　lt。。b．。p，i。i。a，i。n　tt．12）Thi。　t。。h。iq。。

has　been　developed　to　obtain　a　simple　formula　which　relates　the　cross
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sectional　areas　to　the　nodal　coordinates，　for　general　sections　such　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　13）14）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　withrectangular　or　square　box　sections．　There　are　some　studies

application　to　a　truss　design　in　which　the　configuration　is　fixed．　When

the　length　and　the　induced　force　of　a皿ember　are　given，　the　optimal

cross　sectional　areas　can　be　calculated　with　the　aid　of　the　opti皿ality

criterion　’，　fully　stressed　lt．

　　　　　The　moment　inertia工and　the　cross　sectional　area　A　of　the　pipe

section　with　the　thickness　亡are　calculated　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4　　　　　　　　　　4
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　π　（D－2亡ノ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　TD

　　　　　　　　　　　　　　　　　　工＝　　　　　　－

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　64　　　　　　　　64

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　。D2　。rD．2亡ノ2

　　　　　　　　　　　　　　　　　　A　＝　　　　　　－

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4　　　　　　　　4

where　D　is　the　diameter　of　the　pipe　section．

Then，　the　slenderness　ratio　R　is

（3．26）

　　　　　r
R　＝　　　　＝
　　　　　L

4L　亡

th－ft（z7TTT；－Eq／）

（3．27）

（3．28）

in　which　L　and　r　denote　the　length　of　melnber　and　the　radius　of　gyration，

respectively．

　　　　According　to　the　fomula　which　the　Japan　Road　Association　reco㎜ends，

the　allowable　compressive　strength　σ　　　is　found　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　aσ

㌦一プ・｛・・－j…19－…｝…方ノ≒≒xril三ノ・，。g／一・ノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．29）

where

　　　　　k2＞L／r

k2≦L／・≦　k3

　　　　　　　　＜L／r　　　　　k
　　　　　　3一

11ー

フ．」．」 ＝1　，

＝ヱ　，

＝0　，

ゴ2＝0

戊2＝ヱ

戊2＝1

（3．30）

Th・p・・am・ters　kゴk5　are　c…t・・t・d・p・・d・・t・n　th・ki・ds°f　stee1・
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（　see　Table　3．1　）

R＜k2

k2≦R〈k3

　　　　k　　＜R
　　　　　3一

Using　Eq．（3．28），　Eq．（3．30）　is　rewritten　as

・／㌃・A・・／ひ3π

・（L／k，ノ2一ヱ

（3．31）

A　＜

　　　　　Observing　the　results　of　sub－optimization　for　SS4ヱ

following　formula　can　be　obrained　for　a　given　length．

stee1　，　the

　　　　Aイxノ　＝　a　百～）　　＋　わ　　　　　　　　　　　　　　　93　〈　R

　　　　Arxノ　＝　Frxノ／ユ568　＋　c　　　　　　　　　　　　　　　20　＜　R　＜　93

　　　　／1rxノ　＝　F（X）／ヱ400　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R＜　20
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（cm2／

where　∂，　1）and　σ　are　constants　to　be

（　see　Table　3．2　）

Using　Eq．（3．32），　the　cross　sectional　areas

when　the　member　force　is　given．

　　　　　For　box　sections，　the　following
Ok。b。13）．

　　　　　　A、αノ詰・・、・・ノーY！・・βi　・、・幻≦・。1

　　　　　　A・・（x）＝IS．　（　Fi　（x）一ε・ノ　　　・・…　i・（・・）

（3．32）

obtained　by　the　curve　in　Fig．　3．3．

can　be　imediately　calculated

relations　were　presented　by　S．

（3．33）

where　α．，　β．，　Y、，　δ．and　n，are　constants　to　be　determined　from　the　A－F
　　　　　　　ユ　　　ユ　　　ユ　　　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

…v・and・。i　i・di・a…th・b・an・hi・g　P・i…f・h・A－F・urv・・

　　　　　On　the　other　hand，　the　automatic　selection　of　materials　can　be　made

by　use　of　the　sub－optimization　technique　without　any　integer　programming．

Namely，　one　can　choose．　the　effective　material　by　comparing　the　A－F　curves

・bt・i・・d　f・r　i・dividual　m・teri・1・・The　res・1ti・g　A－F…v・・bt・in・d．　f・・

SS4ユ　and　SM50　steels　is　shown　in　Fig．　3．4　as　a　representative　case．　　It

can　be　seen　in　this　figure　taht．when　the　member　force　is　more　than　78　tons

SMsO　　steel　is　superior　to　SS4ユ　steel　for　the　compressive　member　with　4

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－58一



Table　3．1 Values of　kl－k5

SS41，SH41
rMA41 SS50 SM50

SH53

rM50Y

SM58

r泌0

k1 1400 1700 1900 2100 2600

k2 20 17 15 14 14

k3 93 86 80 76 67

k4 8．4 11．3 13 15 21

k5 6700 5700 5000 4500 3600

Table　3．2 Sub－Optimization　for　SS41　Steel

A　＝ a〆「＋b
　　　　FA＝ 　　　FA＝

A （93＜R） F 1568 F 1400
十　C

L a b （R＝93） （R＝20） （Rく20）

100 0，110 一〇．104 6778．46 4．7 62048．0

200 0，149 1，OlO 14660．80 9．5 124320．0

300 0，181 1，932 22406．72 14．2 186550．0

400 0，208 2，786 29933．12 19．0 248766．0

500 0，232 3，606 37428．16 23．8 310968．0

600 0，254 4，407 45064．32 28．5 373170．0

700 0，274 5，197 52543．68 33．3 435386．0

800 0，293 5，980 60164．16 38．0 497588．0

900 0，311 6，757 67627．84 42．8 559790．0

1000 0，328 7，531 75107．20 47．6 621964．0

1100 0，344 8，302 82712．00 52．3 684194．0

1200 0，363 8，804 90175．68 57．1 746396．0

1300 0，382 9，197 97796．16 61．8 808598．0

1400 0，403 9，525 105259．04 66．6 870800．0

1500 0，423 9，801 112707．84 71．4 933002．0

1600 0，445 10，035 120328．32 76．1 995190．0

1700 0，466 10，236 127792．00 80．9 1057392．0

1800 0，488 10，407 135396．80 85．6 1119594．0

1900 0，510 10，556 142860．48 90．4 1181796．0

2000 0，532 10，686 150324．16 1243889．0
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meters　length，　Note　that　this　figure　is　made　by　comparing　the　material

costs，　whose　rate　is　assumed　to　be　ヱ　‘　SS41　，　ご　1．05　‘　SM50　ノ．

3．5　　ApPlications　of　ApProxi皿ate　Method　to　Truss　Design

　　　　Here，　the　truss　design　including　a　geometrical　variation　is　per－

for皿ed　on　the　basis　of　the　design　procedure　obtained　in　the　previous

chapter．　Corresponding　to　the　design　hierarchy　presented　by　A．　B．
，㎝P・。m。n15），、h。　d。。ig。　p。。ced。re　i・・umari・ed・・f・…w・・

Hierarchy　1

Hierarchy　2

Hierarchy　3

Hierarchy　4

Then，

following

　　Step　l

　　Step　2

the　optimal　positions　of　nodes

Step　3

Step　4

Step　5

Topology　－一一Assume　the　number　of　nodes　and　the　layout　of

　　　　　　　　　　　　members　under　the　prescribed　supporting　con－

　　　　　　　　　　　　dition．

Geometry　－一一　The　change　of　geometry　is　taken　into　a『count

　　　　　　　　　　　　by　introducing　the　nodal　coordinates’into

　　　　　　　　　　　　the　set　of　design　variables．

Overall　Design　－一一　The　proportion　of　皿e血bers　is　determined．’

　　　　　　　　　　　　by　dealing　with　the　cross　sectiona1，ρreas　as

　　　　　　　　　　　　variables．

Detail　Design　－一一　The　details　are　deterrnined　by　the　sub－

　　　　　　　　　　　　opti皿ization　of　members・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　are　calculated　according．　tb　the

steps・
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（0ノ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　）Assume　the　initial　geometry，　（i，e，　nodal　coordinates　X

Perfom　the　structural　analysis　of　the　truss　with　the　ge－

ometry　determined　in　the　previous　step．

Obtain　the　optimum　set　of　cross　sectional　areas　by　using　the

values　of　member　forces　and　member　lengths　calculated　in

Step　2，

Search　for　the　most　effective　direction　S　in　the　design　space

which　consists　of　nodal　coordinates，　and　calculate　the　dis－

tanceαwith　the　aid　of　a　one－dimensional　optilnization　scheme．

Then，　the　improved　geo皿etry　can　be　defined　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　xω＝xσ一1）　．　Ct・5
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S・・p6・f・h・va1・e・f・「エノ・・。v。。g。。，，h。　p。。ced。．e　i。　t。mi。。，。d．

　　　　　　　　　　Otherwise，　return　to　Step　2　and　repeat　Steps　3　－　5．

The　ab・v・p・・cess　i・expressed・・amacr・f1・w・ha・t．（・ee　Fig．3．5）

　　　　　In　order　to　treat　some　kinds　of　materia1，　the　material　cost　should

be　empi・y・d・・th・・bj・・ti・・f・n・ti・・．　Th・・，・h。　p。。b・。m　i。　exp。essed

as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　”⊇ze　P＝、三、「nin｛Ck　Ak・（F・）｝・L・　（3・34）

whe「e　P　a・d（「k　rep・ese・t　th・t・t・1・・st・nd　the　c・effi・i・nt・f　th・k－

th　materia1，　respectively．

Th・t・rm・f h｛Ck’Ak「Fiノ｝・ean・th・m’・’mum・f・h・p・・d・・t・f…ss

sectional　area　and　unit　cost．　　Replacing　this　term　by　a．，　Eq．（3．34）　is
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

written　as

　　　Fゴηd　　X．
　　　　　　　　　　　J

　　　SロC力　tha亡

　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　　　　P＝、三、a・’　F・・（x兇’L・（xノノ　L・・‘Xj」　÷M’”’mゴze（3・35）

The　derivatives　necessary　for　calculating　the　improving　direction　are

derived　as

s／・一莞…⇒謬i…謬；・、・⇒

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．36）

　　　　　Th・…　t・uss　d・・ig・・an　b・・a・ri・d・・t　with・ut　diffi・ulty，　u・ing

the　relations　between　the　Inember　forces　and　the　cross　sectional　areas．

（i…Eq・（3・23）f・・a・a・e　with・ut　b・・kling・・n・traint・，　Eq．（3．24）f。r

a　case　with　buckling　constraints，　Eqs　（3．32）　and　（3．33）　for　general

cases）

　　　　　Next・　the　introduction　of　deflection　constraint　is　attempted　on

the　basis　of　the　optimality　criterion　presented　by’A．　Gellatly　and
LB・・k・16）．・・i・、・h・g・nera・i。ed．v・。，。a、．、。a、。。、h。、，，h。　d。f、。。ti。n

is　give　as
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m　F．FgL．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ＝Σ　ユユユ　　　　　　（3．37）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　AtE
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　工＝1　　　　ユ

in　whi。，　R．　i。　th。　f。rce　d。。　t。　th。　vi。t。a11。adρ．

　　　　　　　　　ユ

The　opti皿um　structure　for　which　the　deflection　has　the　specified　value

δ★can　b・．d・termin・d　by　finding　th・・t・ti・nary　v・1u・・f　th・・bj・・tiv・

function　subj　ected　to　the　equality　condition・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ＝δ★　　　　　　　　　　　　（3．38）

Using　Eqs　（3．37）　and　（3．38），　the　weight－minimization　problem　can　be　ex－

pressed　in　the　following　form　by　means　of　I、agrange’s　multiplier　method．

　　　　　　　　・㍉…嚇…三呉一め（・・39）

where　Φ　and　λ　are　I．agrangean　and　I、agrange，s　multiplier，　respectively．

For　a　minimum

t／，＝・苧一λ芸三i玲・ii鰐
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．40）

　　　∂Φ一δ一δt　　　　（3．4、）
　　　∂λ

Since　the　ter皿s　in　the　summation　are　identically　zero，　Eq．（3．40）　becomes

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　F．F9　．．

　　　　　　　　　　　　　　　　・－L」・ゴ語」λ　　（・・42）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．　フ

From　Eq，（3．42），　the　cross　sectional　area　is　found　as

　　　　　　　　　　　　　　・」－o「イ・j・1〃1・・ノ　　（3・43）

Finally，　the　cross　sectional　area　can　be　expressed　as　a　function　of　the
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m。mb。．　f。rce。。，。nd躍，。。mbi。i。g　Eq．（3．41）。nd　Eq．（3．43）．

　　　　　　　　　　　　　　J　　　　フ

　　　　　For　convenience　to　a　practical　computation，　the　cross　sectional

area　is　expressed　as　a　form　in　which　structural　members　are　divided　into

two　groups　；　active　and　passive　me皿bers．　A．　Gellatly　and　I、．　Berke　spec－

ify　that　the　active　members　are　those　whose　cross　sectional　area　may　be

varied　to　achieve　an　optimized　deflection－1imited　design，　whereas　the

passive　members　remain　unchanged．　With　this　division，　the　cross　sec－

tional　area　can　be　written　as

　ノ　．J　X　r　　1～mΣ＝　　k

1

0
δ

一
δ

＝
ノ

　．J

Xr＝

　．ユ

Fk↓X
^F2　rX兇／Ek 臥ユ〃ぱJr

Oニユ

Fノ

　．J

Xζ

　．ユ

F

（3．44）

・here　fi　i・th・number・f・・ti・・m・mber・a・dδ。　i・the　c。・t・ib・ti°・°f

passive　members．to　the　deflection．

Furthemore，　Eq．（3．44）can　be　rewritten　as　a　recursive　fom　suitable　for

the　design　of　indeterminate　systems．

A　（T＋1）＝　A　（O

　エ　　　　　　　　　　ゴ

　　　Q
σ．σ

　ユ　ユ

E．ρ
　ユ　ユ

イエノ

　　　1

δ一δ
　　　　0

　元

　　　　　　　　　　　（o

ΣrAkLkp」
k＝ヱ

（3．45）

whereσ．－F．／A．。nd　8．　．　R．／A．．

　　　　　　　ユ　　　　ユ　　ユ　　　　　　ユ　　　　ユ　　ユ

Substituting　Eq．（3．44）　to　Eq．（3．35），　the　deflection　constraint　can　be

taken　into　account　in　the　design　of　truss．

3．6　　Applications　of　Approximate　Method　to　Arch　Design

　　　　　Truss　resists　the　external　load　by　axial　forces，　whereas　arch

resists　not　only　axial　forces　but　also　bending　moments．　This　struetural

property　of　arches　gives　a　further　freedom　to　select　the　structural　con－
　　　　　　　　　17）
　　　　　　　　　　　　　．Trussed　structures　have　a　1血itation　in　the　deteminationfiguration

of　configuration　due　to　the　stability　condition・　For　instance，　their

configurations　are　co皿posed　of　triangles．　On　the　other　hand，　for　arched
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structures，　other　funda皿ental　pattems　such　as　square　or　trapezoid　are

allowed　to　choose　for　constituting　the　configuration　without　loss　of

overall　stability．　This　means　that　arched　structures　have　more　free－

dom　in　the　topology，　and　the　increase　of　freedoln　may　enable　to　achieve

more　weight　reduction．　　　・

　　　　　As　well　as　truss　designs，　the　design　of　arched　bridges　is　formulated

by　use　of　the　optimality　criterion，　1「fully　stressed　！v．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　rn

　　　　　　　　　　　防7　イ　wei　gh亡　ノ　：＝　ρ　Σ　　　A．　L．　→　　Minimi　ze　　　　　　　　　（3．46）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　ユ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1

工n　this　case，　it　is　quite　difficult　to　find　an　explicit　relation　between

the　member　force　and　the　cross　sectional　area．

　　　　　For　arch　members　except　for　hanger　melnbers，　the　fully　stressed　con－

dition　is　expressed　by　neglecting　the　effect　of　shearing　force　as　follows．

σ　　＝
　i

lNエ1　　1Mil
　　　　　≠

Ai
　　　　＝　σ
　　　　　　　a
Zゴ

（3．47）

in　which　Ni・”ゴ・nd　Zi・ig・ify　th・i・d・・ed　axi・1　f。rce・th・i・d・ced　b・・d－

ing皿oment　and　the　section　rnodulus，　respectively．

　　　　　工t　is　assumed　that　the　section　modulus　can　be　approximately　express－一
。d。。　a　f。n。ti。。。f　the　c。。ss　secti。。al　areal8）．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Z．．β　A？／2　　　　　　（3．48）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　ユ

where　β　is　a　constant　which　depends　on　the　shape　of　cross　section．　　Then，

the　fiber　stress　σ．　is　written　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

＝
　．ユ

σ ≠

1〃エ1

βギ／2
（3．49）

Using　Eqs　（3．47）　and　（3．49），　the　following　relation　can　be　obtained．

　　　　　　　・詞一2・。IN、1㌶・1・、1・、－1〃、12／β2－・　（・・5°）
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Solving　Eq．（3．50）　analytically，　the　relation　between　the　member　force

and　the　cross　sectional　area　can　be　obtained．　However，　it　is　conven－

ient　to　solve　it　nu皿erically　in　the　optimization　procedure，　where　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　19）

derivatives　of　the　obj　ective　function　are　given　as

　　　　　　　　　　　　l：」一・、1、｛岬・ノ…A・　（a・・／・・ノ｝（・…）

ill　which

AX
へσ

a

（・・。・i－21・、1A、〃・1・、1／∂・プ・・d〃、1／β2〃∂1〃、｜／∂・1）

（・・。・、－1・、Pr・。Aエー1・ゴb

（3．52）

3．7　Design　Examples

1）　Nein－・Bar　Truss　Model

　　　　　This　example　is　employed　to　investigate　the　relation　between　nodal

coordinates　and　volume．　The　optimal　geometry　is　shown　in　Fig．　3．6，　with

th・1・ading・・nditi・n・nd　th・・e1・・ted　design　va「iables　being　Xl－X3・

This　truss　is　simply　supPorted　and　its　span　length　is　40　rn．　Since　this

truss　is　statically　determinate　and　sul）j　ect　to　a　single　loading　condi－

tion，　the　resulting　design　is　fully　stressed．　工n　this　case　the　member

f・・ce・・FゴFg・・an　b・・xpressed　by　n・d・1…「dinat…

　　　　　　　　　Fヱ＝－10／s1ηα

　　　　　　　　　・、一。詣｛一一ユ・｝

　　　　　　　　　・3－一＝L

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．53）

　　　　　　　　　F4＝10／亡・ηα

　　　　　　　　　・，＝　－2｛sinβ（一ユ0／ta刀α　＋　ユ0／亡an　，　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一　ユO　　　　sinβ／亡anY　＋　cosβ｝

　　　　　　　　　F6　＝　F2・F7　’　F3・Fs　＝　F4’Fg　＝　F1
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where　the　nagative　values　indicate　the　compressive　forces．　Unless　the

buckling　effect　is　taken　into　consideration，　the　necessary　cross　sec－

tional　areas　are　found　to　be

も＝Fゴ／σ。 （3．54）

Using　Eqs

follows．

v＝
1

（3．53）　and　（3．54），　the　total　volume，　V，　can　be　obtained　as

12000

　　　　　　2　2
　　20「xヱ＋X2ノ＋400Xユ

〔　。2
・・…3－・、ノ…｛・・3－・、，2・…一・ノ｝

　　　　　　　　　　十
（20”Xヱ）

・2・｛・i・1・・－X、）2｝12 掾Gll；…1、ノ〕

（m3）

r20－Xヱ）X3

（3．55）

where

・、一

ｶ．・、一ん1－・、ん・・一・、）2’・，一・；・1・・一・、戊2

　　　　L4＝20’L5＝X3

　　　　・ゴ・α一・2／・、’・…ニX、／Lユ’亡aηα＝X2／X・

　　　　・ゴ・β一　X2／・3’…β一（2°－X、）／L3’亡anβ　＝　X2／「2°－X・ノ

　　　　…Y－（・3－X2）／L2・…Y一イ2°－Xユ）／L2’tanY＝↓X3－X2，／「2°－X・ノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

　　　　σ＝ヱ200kg／㎝
　　　　　a

　　　　　When　the　values°f　XヱーX3　a「e　given・the　c「°ss　secti°nal　a「eas　and

the　total　volume　can　be　calculated　from　Eq．（3．53）　to　Eq．（3．55）．　It　is

also　possible　to　draw　the　contour　surface　of　the　objective　function

（　i．e．　volume　）．　For　two　cases　where　the　values　of　volume　are　specified

。。・．・・5。ユ・6。m3　and・．・2・。・・6。。3 C，h。。。n、。。。。。。face。　are。h。wn

in　Fig・3・7・Fig・3・8・nd　Fig・3・9・h・w　th・p・・j・・ti・n・・n　th・XゴX3

P1・n・and　the　X2－X3　plane・「e・p・・tiv・1y・Fig・3・7　indi・at・・th・t　i・thi・
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model　the　contour　surfaces　have　round　shapes　like　an　egg，　though　two　ends

are　cut　off　by　two　planes．　This　is　due　to　the　side　constraints　imposed

°nthe　desig・va「i・b1・・Xヱand　X2・

　　　　　Fig・3・10　sh°ws　the「e1・ti・・b・t・ee・th・t・t・1・・lum・　and　Xユwh・n

other　Variables　are　fixed　as　X　　＝ヱ4　m　and　x　　＝　20　m．　And　the　｝elations
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・　　2　　　　　　　　　　3

between　the　t°tal　v°1・me　and　X2・r　X3・・e・h・wn　i・Fig・3・11・・d　Fig・

3．12，　respectively．　From　these　figures，　it　is　obtained　that　the　optimum

set°f　n°dal　c°°「dinates　is…ghly・・t血・t・d・・（X1’X2’X3‥r6・ヱ4’2の

（m2　and　the　optimum　point　is　located　at　a　point　near　the　center　of　the

contour　surfaces．　The　above　observation　leads　to　the　conclusion　that

the　problem　treated　here　provides　assurance　that　the　approximate　method

employed　in　this　chapter　will　give　good　results．

2）　　工nfluence　of　Span　Length

　　　　　Using　the　apProximate皿ethod，　three　kinds　of　trussed　bridges，　Warren

truss　with　vertical　members　（Mode1　1　），　Warren　truss　（Model　2　）　and

Pratt　truss　（Model　3　），　are　designed　to　investigate　the　change　of　the

material　cost　for　unit　length　due　to　the　change　of　span　length．　The

loading　condition　and　the　configuration　of　employed　truss　models　are

illustrated　in　Fig．3，13．　As　shown　in　Fig．　3．14，　the　nt皿erical　results

indicate　that　the　increase　of　span　length　gives　rise　to　the　increase　of

the　unit　material　cost　on　account　of　the　increase　of　the　dead　load．　A

rapid　increase　can　be　seen　where　the　span　length　i8　more　than　ユ40　m．

Model　l　shows　the　superiority　in　cost－minimization　over　all　the　span

lengths，　because　of　the　effect　of　the　buckling　constraint．　Although

there　is　little　difference　between　Mode1　2　and　Mode1　3，　Model　3　becomes

superior　when　the　span　length　exceeds　l40　rn．

　　　　　工n　all　designs，　Ss4ユ　steel　is　chosen　for　the　compressive　members，

whereas　SM50　steel　for　the　tensile皿embers．　The　rate　of　truss　height

and　span　length　exsists　from　ヱ／11．5to　1／7．5．　These　values　seem　to　be

somewhat　sma11，　comparing　the　values　ユ／ヱ0　一　ユ／6　0btained　for　parallel－

chord　trussed　bridges　whose　span　lengths　are　less　than　ヱ00　m．　This　dif－

ference　may　be　due　to　the　effects　of　panel　numbers，　kinds　of　materials

and　loading　condition　employed　herein．　However，　the　optimal　rate　of

truss　height　and　span　length　is　unchanged　within　a　rangej　of　O一ヱ00　m，
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for　all　trusses．　　One　design　case　requires　70　seconds　in　computation　for

FACOM　M－190　computer．

3）　Design　of　Continuous　Trussed　Bridge　（　AMAKUSA　1－GO　Bridge　Model　）

　　　　　The　proposed　approximate　method　is　applied　for　the　large　truss　model

which　has　80　nodes　and　ユ57　members．　The　supporting　condition　and　the

loading　condition　are　given　in　Fig．　3．15．　This　model　has　such　limitations

on　configuration　that　the　upper　chord　members　are　allocated　as　horizon－

tally　straight，　and　also　the　lower　chord　members　give　the　clearance　for

the　place　near　the　center　of　the　bridge．　Considering　the　symmetrical

and　supPorting　conditions，　99　design　variables　should　be　taken　into　ac－

count　in　亡he　optimization．　However，　the　proposed　method　can　reduce　the

number　of　design　variables　from　99　to　20，　eliminating　the　cross　section－

al　areas　from　the　set　of　design　variables．　　In　Fig．　3．16，　the　configura－

tion　obtained　at　the　4th　step　is　shown．　　工t　is　seen　that　the　configura－

tion　亡ends　to　transfer　from　Pratt　type　to　Warren　type，　according　to　the

change　of　node　positions　wiヒh　respect　to　the　lower　chords．　Since　this

result　is　obtained　under　optimization　and　is　not　a　final　solution，　the

configuration　shows　an　uneven　curve　for　the　formation　of　lower　chord

members．

　　　　　At　the　4th　step，　the　material　cost　diminishes　by　2　per　cent　from

亡he　initial　step．　　1t　is　also　possible　to　reduce　the　material　cost　more

than　8　per　cent　by　decreasing　the　truss　height．　　Finally，　the　configu－

ration　shown　in　Fig．　3．17　enables　t二〇　achieve　more　仁han　16　per　cent　re－

duction．　　In　this　example，　the　optimization　is　performed　by　use　of　the

conjugate　gradieint　me仁hod．　The　computation　time　for　a　step　is　about．5

minutes，　which　are　mainly　consumed　in　the　iterative　procedure　used　for

the　structural　analysis．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　20）

4）　　Effect二〇f　Deflection　Constraint

　　　　　The　efficiency　of　the　optimality　criterion　algorithm　is　first　ex－

amined　by　a　truss　exa皿ple　shown　in　Fig．　3．18，　whose　geometry　is　fixed．

The　optimality　criterion　algorith皿　reaches　the　optimum　solution　with　only

one　iteration，　whereas　SLP　requires　29　iterations，　starting　from　the

same　initial　values．　The　convergency　of　both　methods　is　presented　in
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Fig．3．19．　While　the　convergency　of　the　optimality　criterion　method　is

not　affected　by　the　initial　values，　SLP　depends　on　the　initial　values

and　the　selection　of　the　moving　li皿its．、　工t　can　be　said　that　for　re－

latively　s㎞ple　trusses，　the　optimality　criterion　algorit㎞gives　an

accurate　solution　with　less　computation　time，　independent‘of　the　initial

values．

　　　　　Fig．　3．20　presents　the　relations　between　the　deflection　constraint

and　the　total　weight，　which　are　obtained　for　the　truss　example　shown　in

Fig．3，21．－　工t　is　seen　in　this　figure　that　the　tota1’weight　is　in　inverse

proportional　to　the　deflection　1土mit．　This　can　be　inferred　by　the　fact

th・tδ。　i・Eq・（3・44）i・id・nti・ally・er・wh・n　th・t・・ss　is　st・tically

deterrninate　and　the　external　load　is　applied　at　the　center　of　span．

　　　　　Next，　the　optimality　criterion　algorithn　is　used　together　with　the

variable　metric　method　to　search　for　the　optimal　configuration．　The

change　of　configuration　through　optimization　is　given　in　Fig．　3．22，　where

the　initial　configUration　is　a　4－panel　Pratt　truss．　The　resulting　con－

figuration　is　quite　similar　to　that　obtained　without　deflection　con－

straints．　　It　seems　that　the　deflection　constraint　hardly　affects　the

determination　of　the　configuration　of　statically　determinate　trusses．

5）　Comparison　of　Truss　and　Arch

　　　　　Some　simple　arch　models　are　designed　by　use　of　the　proposed　method．

Fig．3．23　shows　the　optimal　configuration　of　an　arch　model　wlth　the　sa皿e

topology　of　members　as　that　of　the　truss　model　shown　in　Fig．3．6．　Com－

paring　Fig．　3．23　with　Fig．　3．6，　it　is　obtained　that　arch　and　truss　show

no　distinct　difference　in　configuration，　if　the　topology　of　members　is

the　same．

　　　　　Next，　consider　an　arch　model　shown　in　Fig．3．24，　whose　topology　of

members　is　not　accepted　for　truss　models　on　account　of　the　stability

condition・　　工n　this　case，　the　obtained　configuration　becomes　quite　dif－

ferent　in　spite　of　the　same　loading　condition，　This　means　that　topology

of皿embers　is　of　primary　importance　in　the　determination　of　the　configu－

ration　of　arched　structures，　though　it　is　not　so　important　in　truss　prob－

1ems・　　For　a　4－panel　arch皿odel　subj　ected　to　the　uniform　load，　the　optimal

configuration　is　obtained，　as　shom　in　Fig．　3．25．　Then，　the　total　weight

一79一



5．0

4．0

3．0

2．0

1．0

1．0 2．0 3．0 4．0

Fig．　3．20　　Relation　between　Total　Weight　and

　　　　　　　　　　Deflection　Limit

Fig．　3．21 Warren　Truss　Model

P　ニ　20　ton

一80一



4．0

3．0

2．0

Total　Weight（ton）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Iterative　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Nurnber

1 2 3 4 5 6 7 8 9　10

Fig．　3．22 Ch。ng・・f　C・nfigurati・n　th…gh　Optimi・ati°n

一81一



t

Fig．　3．23

　　　　　　　　　　40m

Optimal　Geolnetry　of　Arch　Model　with

Same　Topology　as　that　of　Truss　Model

1
3

5

4 6 ↓20t

Fig．　3．24 Opti皿al　Geometry　of　Arch　Model　with

Different　Topology

10　t 10　t 10　t

Fig．　3．25　0ptimal　Geometry　for　Uniform　I、oad

一82一



3．0

2．0

1．0

〆

10

グ

，（イ

’

Span　Length
　　　　　　　　（m）

Fig．　3．26 Comparison　of　Truss　and　Arch

一83一



12
16

4　3

5

7
ll

13
　　17

奄T

1

2 6 10 14

P P P P P P　　l
40m

P　＝　20　ton

Fig．　3．27 Optimal　Configuration　of　Model　l

10

7

9 12
6

1
3

P ↓

1　2 5 8 ll
P P P

40　m
P P P

P　＝　20　ton

Fig．　3．28 Optimal　Configuration　of　Mode1　2

一84一



Table　3．3 Numerical　Results　of　Mode1　1

Length

　（cm）

Area
（cm2）

Total

Stress

Normal

StreSS

Bending

Stress

225．1

500．0

438．8

687．5

643．3

500．0

720．4

616．0

882．3

500．0

900．0

540．7

1015．4

500．O

lO19．5

252．8

1000．7

一1181．5

　1185．5

　1214．5

　－580．1

　1179．2

　1198．1

　1151．4

　－605．7

　1092．6

　1203．5

　1200．0

　－688．2

　1198．2

　1202．4

　1205．3

－1204．9

　1194．0

一814．3

　　669．4

　　1214．5

－513．6

1179．2

1159．3

1151．4

－592．7

1092．6

1194．5

　1200．0

－672．3

　1198．2

　1191．5

　1205．3

－ll82．8

　1194．0

一367．2

　516．2

　　　0．0

　－・66．5

　　　0．0

　　39．0

　　　0．0

　－13．0

　　　0．0

　　　9．0

　　　0．0

　－15．9

　　　0．0

　　10．9

　　　0．0

　－22．1

　　　0．0

Table　3．4 Numerical　Results　of　Model　2

Length

　（cm）

Area
（cm2）

Total

StreSS

Normal

Stress

Bendinq

StreSS

　330．1

　500．0

　430．1

　653．3

　500．0

　712．4

　584．3

　500．0

　907．5

　754．6

　500．0
匂

　958．5

7．31

3．20

1．31

10．06

4．05

0．96

　8．04

　4．29

　0．83

10．03

　4．39

　0．88

一ll85．2

　1161．l

　l195．4

　－779．6

　1171．9

　1125．7

　－770．4

　1164．1

　1265．1

　－577．9

　1178．8

　1116．9

一572．9

　708．4

1195．4

－423．5

　852．6

1125．7

－516．8

　906．8

1265．1

－420．3

　952．4

1116．9

一612．3

　452．7

　　　0．0

－356．1

　319．3

　　　0．0

－253．6

　257．3

　　　0．0

－157．6

　226．4

　　　0．0

一一 W5一



and　the　maximum　deflection　are　ユヱ93　kg　and　4．2　σm，　respectively．　　In　亡his

case，　the　arch　model　is　lighter　than　the　truss　mode1，　because　the　weigh亡

of　the　truss　model　becomes　Z8ヱ5　kg　under　the　same　design　condition．

　　　　　Fig．3．26　presents　the　comparison　of　truss　and　arch　structures　with

various　span　lengths，　where　both　t二russ　and　arch　models　have　the　same

panel　number　and　the　same　deflection　li皿i亡．　工t　can　be　seen　that　as　the

increase　of　span　length　the　weight　of　arch　model　increases　with　a　cer－

tain　rate，　while　that　of　truss　model　increases　rapidly．　It　is，　however，

noted　that　truss　is　superior　for　the　case　where　the　deflect二ion　constraint

is　not　significant．

　　　　　工n　order　to　disclose　the　effect　of　topology　on　the　configuration　of

arched　bridges，　two　different　kinds　of　arch　exa皿Ples　（　Model　l　and　Model

2　）　are　employed．　The　numerical　results　obtained　by　the　proposed　method

are　summarized　in　Table　3．3，　Table　3．4，　Fig．　3．27　and　Fig．　3．28．　The

upper　chord　members　of　both　examples　have　七he　parabolic　shapes　similar

to　the　bending　diagram　of　simple　bea皿models．　From　Table　3．3　and　Table

3．4，　it　is　seen　that　Model　l　has　the　bending　stress　less　than　the　normal

stress，　though　Model　2　has　the　larger　bending　stress．　　This　implies　that

topology　of　Model　l　is　effective　for　a　trussed　bridge　and　that　of　Model

2　for　an　arched　bridge．　Therefore，　topological　factors　may　play　an　im－

portant　role　in　decisions　concerning　the　selection　of　structural　types．

3．8　　Conclusions

　　　　　While　the　importance　of　geometrical　configuration　has　been　suffi－

ciently　recognized　in　the　design　of　bridge　structures，　i亡s　direct　intro－

duction　has　had　such　difficulties　as　poor　convergency　and　excessive　com－

putation　time．　In　this　chapter，　an　approximate　method　based　on　the　op－

timality　criterion　is　proposed　to　remove　the　above　problems　concerning

practical　computations．　Through　so皿e　numerical　examples，　the　following

conclusions　were　reached．

1）　　It　is　confirmed　that　the　geometrical　configuration　of　trussed　bridges

　　　　can　be　efficiently　treated　with　the　use　of　the　proposed　method，　and

　　　　considerable　weight　or　cost　reduction　can　often　be　achieved．　Effec一
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2）

3）

4）

5）

6）

7）

tive　use　of　the　optimality　criterion　makes　it　possible　to　decrease

the　number　of　design　variables，　which　results　in　a　remarkable　sav－

ing　of　computational　effort．

The　most　remarkable　feature　of　the　approximate　method　is　the　fast

convergence　due　to　the　simplification　of　unconstrained　optimization

problerns．　Although　this　method　has　no　guarantee　to　reach　the　global

optinum，　it　has　an　advantage　from　an　engineering　point　of　view．　The

calculation　can　be　terminated　at　any　design　step　in　which　a　feasible

solution　is　obtained．　The　design　example　of　Amakusa　1－go　bridge　shows

that　this　approximate　method　seems　to　be　extremely　promising　in　prac－

tical　apPlications．
As　see。　i。・h。　w。rk．by．H．　S。gi。。、。　a。d。、。・21），、russed　b．idg。。

without　high　redundancy　tend　to　be　fully　stressed　in　the　weight－

mini皿ization　systems．　　For　the　reason，　the　opti血ality　criterion
，’

?浮撃撃凵@stressed　tt　employed　here　is　considered　reasonable　for　the

design　of　trussed　bridges　with　geometrical　variations．

Combining　the　sub－optimization　technique　with　the　mathematical　pro－

gra㎜ing，　buckling　effects　can　be　taken　into　consideration，　and　also

discrete　variables　with　respect　to　the　selection　of　materials　can　be

treated　without　integer　progra㎜ing．

In　order　to　search　for　the　optimum　node　positions，　the　variable　met－

ric　method　seems　to　be　superior　in　convergency　to　the　conjugate　gra－

dient　method．　By　using　the　band　matrix　method　or　the　decomposition

method　in　the　structural　analysis，　one　can　reduce　the　computation

time　and　memory　capacity．

The　optimality　criterion　algorithm　proposed　by　A．　Gellatly　and　I．．

Berke　is　very　efficient　for　the　design　of　trussed　structures　with

deflection　constraint．　　For　statically　determinate　trusses，　accu－

rate　solutions　can　be　obtained　by　only　one　iteration，　in　spite　of

the　choice　of　initial　values．　Also，　for　indeterminate　trusses，

satisfactory　solutions　can　be　obtained　without　difficulty．

Using　this　algorit㎞，　it　is　possible　to　investigate　the　dffect　of

deflection　constraints　on　the　decision　of　truss　configuration．

Most　examples　show　that　the　deflection　li皿itation　does　not　change

the　node　positions　but　the　values　of　cross　sectional　areas．
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8） 工t　is　to　be　noted　that　the　proposed　皿ethod　is　apPlical）le　for　the

design　of　arched　bridges．　Numerical　results　obtained　for　arch　ex－

amples　i皿Ply　that　topology　of　皿embers　is　significant　for　the　weight－

minimization　of　arched　bridges，　whereas　it　is　not　for　trussed　bridges．

Generally，　trussed　systems　are　lighter　than　arched　systems　for　the

case　without　deflection　li皿itation．　This　tendency　is　due　to　the

difference　in　the　definition　of　fully　s亡ressed　condition．　Namely，

in　truss　systems　the　induced　stresses　reach　the　allowable　limit　at

all　parts　of　the　m㎝ber，　but　in　arched　system　merely　at　the　ends　of

the　member．

’
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Chapter　4　Safety　Analysis　and　Minimum－Weight　Design　of

　　　　　　　　　　　Framed　Structures　Using　Failure　Probability

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1）

4．1　　Safety　of　Structure

　　　　　The　ultimate　objective　of　a　structural　engineer　is　to　design

structures　which　are　both　economically　feasible　and　functionally

reliable．　　In　the　previous　chapters，　attention　is　placed　on　economic

design，　where　structures　are　designed　on　the　basis　of　the　determinis－

tic　design　philosophy．　The　deterrninistic　approach　has　been　developed

based　on　the　past　valuable　experiences　and　empirical　or　theoretical

investigations　on　structural　safety・　　However，　it　is　currently　real－

ized　that　there　is　so皿e　risk　which　is　unavoidable，　in　view　of　numerous

uncertainties　underlying　the　design　and　construction　of　a　structure．

Absolute　safety，　therefore，　is　ordinarily　not　tenable　nor　practically
reali。ab1。2）．

　　　　　To　recognize　and　measure　the　risk，　it　is　desirable　to　introduce

the　probabilistic　approach　into　the　design　process．　　The　foundation

of　the　probability－based　design　was　first　given　by　A．　M．　Freudenthal
i。19473），and　i，。　th。。reti。a1。。pec，。　h。v。　bee。。・arifi。d　by　ma。y

　　　　　　　　　　　4）－11）
　　　　　　　　　　　　　　　　．　These　refinements　and　clarifications　of　the　theoryresearchers

are　called　the　classical　reliability　theory，　and　thereafter　A．　Ang
．。。d。，her。12）’16）h。ve　ex，。nd。d，he　classi。a1，h。。ry、。　acc。。。・f。。

the　subjective　uncertainties　involved　in　the　prediction　of　relevant

probability　distributions．

　　　　　1n　this　chapter，　structural　safety　is　examined　by　using　the　fail－

ure　probability　as　a　measure　of　safety．　To　calculate　the　failure

probability，　it　is　necessary　to　specify　a　probability　distribution

function　for　each　uncertain　factor．　However，　the　specification　of

distribution　function　is　in　practical　quite　difficult，　due　to　the

lack　of　sufficient　data　relevant　to　apPlied　loads　and　structural

resistances．　Also，　even　if　apPropriate　functions　are　found，　the　calcu－

1ation　of　failure　probability　often　requires　a　numerical　integration

which　is　prohibitive　and　time－consuming．　工t　can　be　said　that　the
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difficulties　in　calculation　and　the　selection　of　distribution　function

are　obstacles　to　a　practical　use　of　the　reliability　theory．

　　　　　Regardless　of　the　abovementioned　problems，　this　approach　has

such　significant　features　that　it　is　suitable　to　investigate　the

influence　of　each　uncertainty　on　structural　design　and　the　structural

behavior　under　the　unpredicting　environment．

4．2 Failure　Probability　of　Framed　Structure

　　　　　Assuming　the　independence　between　the　applied　load　and　the　struc－

tural　resistance，　the　failure　probability　of　a　structure　with　a　single
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　17）

load　can　be　computed　as　follows　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　
　　　　　　　Pf－P。（R＜5片∫。　r1－Fs　r・〃fRωd・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一∫。°°・。↓・ノ・。（・ノ・・　　　（4・・）

in　whi・h　fRω・・d　fSr・ノare　th・deri・・ti・…fdi・t・ib・ti・n　f・n・ti・n・

FR「「ノand　FS（・ノ・「e・pectiv・ly・and　S　and　R　den・t・th・1・ad・ffect・nd

the　material　strength　in　terms　of　carrying　capacity　of　load，　respective－

ly．

　　　　　For　mathematical　convenience，　both　the　applied　load　and　the

structural　resistance　are　often　assumed　to　be　normally　distributed　or

lognormally　distributed・　In　the　former　case，　the　failure　probability

pf　ca・be　expressed・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf＝Φr一βヱノ　　　　　　　（4・2）

・nwh・・h @　β…・。一・。・／厄　 （…）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Φ（・）・∫亡ユ　。xpr．亡2／2／d，　　（4．4）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一。・ゐ〒－

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　VR　：mean　value　of　Inember　resistance

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　μS　：mean　value　of　load　effect

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・：・variance。・。。mber　re。i。t。n。e

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σ5・va・i・nce・f　l・ad・ffect
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F・r・h…tter　ca・e・pf　i・apP・・ximately　f卯nd　as

　　　　　　　　　　　　　　・f・Φr一β、ノ　　　　　　（4・5）

in　which
　　　　　　　　　　　　　　　　　β、一・nl・。／1．i。ノ／／籟　　 （・・6）

　　　　　　　　δ　　：　coefficient　of　variation　with　respect　to　resistance．
　　　　　　　　　　R

　　　　　　　　　δS・c・effi・i・n・・f・ari・ti・n　with「e・pe・t　t°1°ad　effect

　　　　　F・rg・nera1・a・e・，　th・f・ilure　p・・b・bility　is　ca1・u1・t・d　as

　　　　　　　　　・f－・－P。（・2S…）＝1－∫。fK（　Zt　）　d　K　　（4・7）

where　X　is　a　n－di皿ensional　vector　which　collects　all　the　random

　quantities，　and　D　is　the　safe．region．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　18）

By・・e・f　th・p・1ar　c・・rdi・at・・，　Eq・（4・7）can　be　rew「itten　as

　　　　　　　Pf…∫。．α．．2．・’∫ぽノを，β◎・β（…）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一　ユー

　　　　　　　　　　　　　　　　　　σ。5α一tσ。。α　＜ユ

　where　β　is　the　distance　of　K　from　the　origin　andα1　is　the　angle

　between　the　generic　axis，　and　vector旦is　defined　as

and

α　　＝

ヱ2　η

αα・・α

　0＜α　＜　2π
　　一　i一
　　　　亡
cosα　cosα　＝　1

f工＝1，．°°，n）

cos　or　：　director　cosines

α　　　　：　the　reduced　vector　which　is　obtained　from旦by

　　　　　　　　deleting　the　last　component

Ct　＝

？、1

山
　　　　　　βf但ノ・saf・b・・ndary　d…rib・d　i・p°1a「c°°「dinates

　　　　　　　　　　　　　　　　β，fの一…｛β1β・。・geD｝

・。一 Cβ　（9’βノ・」・i・・di・t・’b・・’・n　fun・t’°n　desc「’bed’n　p°1a「

　　　　　　　　　　　　　coordinates
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4・3R・li・bility・f　l・d・亡erminat・St…t・ra1　Sy。t。m。

　　　　　　Asafety　analysis　of　inde亡erminate　systems　has　difficult

featu「e…hi・h　are　due…h・fact　th・t　th・・e・y・t…h・v・g・nerally

　　　　　　　　　コ　many　varlous　possible　failUre　modes．　As　a　rule，　the　approximations

h・v・bee・d・n・・n　the　assumpti・n・f・t・ti・ti・al　ind・p。。d。。ce　and

c°mplet・d・p・nd・nce　am・ng　f・ilure　m・d…　H・w・ver，　th・・e・・1ti。g

　solution　may　be　widely　different　as　the　number　of　failure　modes

　の
　1nc「eases・　AIso・　usual　structures　have　considerable　dependence　on

　their　own　failure　mechanisms．

　　　　　　Indeterminate　trusses　can　be　considered　to　fail　by　the　initial

yieldi・g・There　are・h・w・ver・m・・y・・ut・・t・rea・h　th・・y・t・m・・11。p。e

i・i・d・terminat・t・usse・，　whi・h　whil・it　is　c・n・iderably　diffi。ult　t。

・・a・eall・f・h・m，・・m・investig・ti・n。　were　pre。e。，。d．19）20）Wr、ile

the　actual・・11・p・e　criteri・n　i・apPli・d　with・ut　diffi・ulty，。everal

mechani・m・m。。t　b。　t。k。n　i。t。　c。n。iderati。n．21）－24）

　　　　　The　limit・naly・is　c・・cept　i・emp1・y・d　h・・e　t・discuss　th・・af・ty

・fi・d・t・・mi・at・・t…ture・，　P1・・i・g・tt・nti・n・n・igid　fram・・．　Th。n，

・nly　th・f・ilure　due　t・th・f・rm・ti・n・f　pl・・ti・hi・g・i・treat。d，。。

the　failure　through　the．10ss　of　stability　is　not　accounted　for．　　Since

the　collapse　mechanisms　are　inter－dependent，　this　effect　is　inevitable

in　the　exact　evaluation　of　system　reliability．　Here，　the　correlation

b・tween　each　f・ilure　m・d・i・t・k・n　i・t・acc・unt　by・alling・tt。nti。n

to　the　events　that　two　modes　occur　simultaneously．

　　　　　Using　the　c・effi・i・nt・f・・rre1・ti・n　between・a・h　m・dal　margin

and　a・・pP・・p・i・t・m・th・m・ti・al・pP・・xim・ti・・，・ne　can・bt・in　a・imp1。

meth°d　pre・enting・g・・d・pPer　b・und・f・y・t・m　f・ilure　p・・b・bility．

From　the　view　of　safety　design，　only　the　value　of　the　upper　bound　is

necessary，　but　the　lower　bound　is　important　to　check　the　availal）ility

of　the　apProximation・　There　is　a　brief　discussion　with　regard　to　the

lower　bound・　Furthermore，　an　improvement　is　attempted　based　on　the

’fact　th・t　the　sim・1t・n・・u・・ccurrence・f　three　m・d・・is　c・n・id・・ably

affect・d・nd　limit・d　by　th・・ccurrence・f　tw・・f　three　m・d・・．　A・imp1・

皿athematical　model　is　developed　to　evaluate　the　effect　of　those　events

on　the　average．
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　　　　　Supposing　that　a　structural　system　has　n　failure　modes，　the

P「°bability°f　a・y・tem　f・ilure・pf・・a・b・w・itt・n　i・・h・t・m・・f

the　modal　failure　events　F，　as　follows　：
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

　　　　　　　　　　　Pf　＝　P。（　FI　UF2　U°°……°’U　Fnノ　　　（4．9）

where　the　symbol　tt　U，，　signifies　the　union　of　the　events．

The　event　F．　occurs　when　the　modal　resistance　R．　is　less　than　the
　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

modal　load』effect　5．．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

　　　　　　　　　　　　　　　　　Fエ＝（　Ri－Sエ＜0ノ　　　　　（4・10）

　　　　　Taking　the　collapse　mechanisms　as　a　typical　failure　mode，　the

failure　event　F．
　　　　　　　　　　　　　　ユ

in　the　following

where

　　　　　1s　written　by　introducing　the　reserve　strength　z．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

　　　　　：

　　　　　　　　　　F・＝　rz．＜0ノ　　　　　　　　　　　　　　（4．11）
　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　ユ

　　　　　　　　n　　　　　　　　　　　　　　m

z・一 B三、A・k　Mk　一ゴ三、　Bi戊Sゴ　　（…2）

　M　　：　structural　resistance　of　a　structural　me皿ber　at　the

　　　　　　k－th　point　in　the　structure

エk：「esistan・e・・effi・i・nt　d・termi・ed　by　th・p・・iti・n

　　　　　　and　condition　of　the　k－th　point　related　to　the　i－th

　　　　　　failure

　S．　：　effect　of　the　j－th　load　on　the　structure
　　］

Bij：1°ad　c°efficient　dete「mined　by　th・p・・iti…nd

　　　　　　magnitude　of　the　j－th　load　on　the　structure　rela亡ed

　　　　　　to　the　i－th　failure　mode．

The　beam　failure　mode　of　a　single－bent　frame　shown　in　Fig．　4．1　is

If　the　form　of

Zヱ＝MB＋2MB＋　MB－4PIL／2

Eq．（4．12）　is　used，

　　　　　　　　7　　　　　　　　　2

zユ＝ΣAユkMk一Σ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Blj　Sj

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　j＝1　　　　　　　k＝1

（4．13）

（4．14）
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whe「e　　　　”ユ＝M2＝”6＝M7＝　Mc

　　　　　　　　　　　　　　　　　　〃　　＝M　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＝M　　＝〃
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　3　　　4　　　5　　　B

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Aユ1＝　A12　＝　A16＝Aヱ7＝0

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（4．15）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　A13＝Aヱ5＝ヱ’Aヱ4＝2

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Bユヱ＝0’Bヱ2＝2L

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Sヱ＝P2’S2＝Pユ

Th・n・th・f・ilure　p・・b・bility・f　th・i－th　m°de・pfi・is　given　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　Pfi　＝　Pr（　Zi　＜　0　，　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（4・16）

，y　p。yi。g。tt。n，i。n，。　th。。．，h。v。n，，　Eq．（4．9）can　be　expand。d・・b・31）

　　　・。（・、U・2U”U・n）－P。↓F、U…UFn．、）　’　P。　M。）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－P。イ・（FユU’°…UF。．1，nF。ノ　（4・17）

where　the　symbol　lt　n　ll　signifies　the　intersection　of　the　events．

The　last　term　on　the　right　side　in　Eq．（4．17）　is　lowly　limited　by　the

probability　of　the　occurrence　of　two　events．

　　　　　　　　　P。「「Fヱu’…u　F。．．1）nF。ノ≧P。　（Fk　A　F。ノ　　　（4・18）

where　・k　i・・ne・f・he　ev・n・・Fi・（i＝1・’°…・n’1）・

Th…th・・pPer　b・und・f　pf・an　be　red・ced・that　is・

　　　　　　　　　Pf　E　Pr　（FI　U　F2°’U　Fn一ヱ，＋P。「㌔ノーP。「Fk　fi　Fnノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（4．19）

To　obtain　the　closest　upper　bound，　one　should　select　the　value　which

minimizes　the　last　term　of　inequality　（4．19）．　When　the　expansion　is
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　32）

continued，　a　simple　formula　presenting　an　upper　bound　can　be　obtained．

　　　　　　　　　　　　　　　n　　　　　　　　　n－1　i

　　　　　　　　　　’f＝、三、P・・（FY－、三、型p・「早F…”　　（4’2°）

Here，　assuming　a　statistically　complete　dependence　between　each　mode，
，h。　f。i、。re　p。。b。bi、i，ybec。m。。　a。　f。・・。w。，33）

一97一



　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf＝Pr伊iwノ　　　　　　　（4・21）

where　F．　is　the　weakest　mode．
　　　　　　　ユw

On　the　other　hand，　assuming　a　probabilistic　independence，　it　can　be

expressed　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　’　η

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf＝、三、　P／F・ノ　　　（4’22）

It　is　apparent　that　Eq．（4．20）　gives　a　better　upper　bound　than　Eq．（4．22），

because　the　value　calculated　by　Eq．（4．20）　is　less　than　that　by　Eq．（4．

22）　by　the　value　of　its　second　term．

　　　　　When　the　failure　modes　do　not　have　a　strong　dependence，　Eq．（4．21）

gives　a　value　very　far　from　the　true　solu亡ion．　For　such　a　case，　the

following　equation　may　give　a　bette「　「esult．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　　　　　・f三、三、P・’F・）一。．∴．。P・でF・∩Fノ　（4・23）

An　工mprovement　on　Evaluation　of　System　Reliabilit

　　　　　In　the　preceding　section，　a　simple　method　is　presented，　which

requires　the　probabilities　that　two　events　occur　simultaneously．

These　probabilities　can　be　obtained　by　introducing　the　inter－dependence

between　two　modes　through　the　coefficients　of　correlation．　Using　the
・pP・・xi・…m・・h・d　d。v。・。p。d　byM．　Ti。hy　andM．　V。r・i。ek35），、h。y　can

be　calculated　without　integration．

　　　　　』P。↓F・ノis　less　than　P。「Fノ・the　p「°bability°f　the°cc・「「ence

°ftw°events・F呈and　Fv・is　exp「essed・・

　　　　　　　・ノ・…兇・P…」ノ｛・・…ノ・耀；・・－P・…〃｝（…4）

where　　　　　　YF．F．　：　the　coefficient　of　correlation　between　F　　and　F
　　　　　　　　　　　　　　ユフ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　エ　　　戊

　　　　　　　　　　　　　　　φ」＝－1°9・・P。「Fノ　　　　　（4・25）

　　　　　While　the　implementation　of　Eq．（4．20）　needs　only　the　failure

probability　of　each　mode　and　the　coefficient　of　correlation，　it　may

give　a　too　conservative　value　for　a　case　where　the　failure　modes　are

considerably　dependent．　To　examine　the　accuracy　of　this　method，　an
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improvement　on　the　lower　bound　is　considered　herein．

　　　　　Eq．（4．9）　can　be　rewritten　in　the　terms　of　the　intersections　of

the　events　as　follows　：
　　　　　　　　　　　　　　　　　n

P・m・U°’°UF・ノ＝ A三、　P・・‘F・ノ　。．iij．。P・甲ソ＋。．、．；．。．。P・（F・nFjnFkノー

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　……＋PrらnF2n”fi　F　。）　　　（4・26）

It　is　evident　that　in　Eq．（4．26）　any　term　has　a　greater　value　than

those　of　the　successive　terms．　Also，　the　former　is　influential　on　the

latter．　．Generally，　higher　terms　are　truncated　in　the　calculation，

assuming　that　those　have　small　values．　However，　this　assumption　is

not　true　for　some　cases，　and　the　case　亡reat色d　here　may　be　one　of　the

exceptions．　Therefore，　we　attempt　to　take　additionally　the　third

term　of　Eq．（4．26）　into　account，　in　order　to　impro▽e　the　approximation．

工n　order　to　obtain　this　probability　analytically，　a　simple　mathematical

model　is　proposed．

　　　　　In　genera1，　the　failure　probability　of　the　i－th　mode　is　calculated

as　the　negative　region　shown　in　Fig．　4．2．　Then，　the　circle　with　the

same　area　as　this　region　is　transferred　to　express　the　failure　event

Fi　and　a　simila「t「eatment　is　used　f°「the「emainde「s・Fj　and　Fk・

The　probability　of　the　occurrence　of　two　events　is　given　as　the

intersected　region　of　two　circles，　as　shown　in　Fig．　4．3．　Also，　the

event　that　three　modes　occur　at　the　same　time　can　be　specified　as　the

shading　Part　of　Fig．　4．4．　This　procedure　is　su皿marized　as　follows　：

　Step　l　Specify　the　three　circles，　where　their　radii　are　determined

　　　　　　　　by　corresponding　their　areas　to　their　failure　probabilities．

　Step　2　The　distance　between　each　two　circles　can　be　obtained　by

　　　　　　　　making　the　overlapped　section　areas　equivalent　to　those　of

　　　　　　　　the　two－events－occurrence　probabilities．

　Step　3　The　three－events－occurrence　probabilit二y　can　be　calculated

　　　　　　　　as　the　area　of　the　induced　curve－1inear　triangle．

It　should　be　noted　that　the　actual　failure　can　never　be　exactly

expressed　by　that　simple　figure，　which　may　have　a　complicated　bound・－

ary．　The　two－dimensional　model　employed　here　may　1）e　insufficient　to

express　some　special　cases．　Nevertheless，　it　can　be　considered　to

give　the　inter－dependence　between　three　modes　on　the　average，　though

it　may　include　little　physical　meaning．
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Fig．　4．2　　Failure　Probability　of　the

Pr同

Zi

i－th　Mode

Pr〔Fi∩Fj〕

　　　　　　　　Pr〔Fj）

Fig．　4．3　　Probability　of　Two－Events－Occurrence

Fig．4．4
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　　　　　The　system　failure　probability　is　calculated　by　using　the　first

to　the　third　ter皿s　of　Eq．（4．26）．

　　　　　　　　刀

Pf≦、三、　P・↓F・）一。．、；」．。　P・「F・nFノ＋。．、．；．。．。　P・’F・　n　Fゴn　Fkノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（4．27）

While　this　model　is　developed　to　improve　the　lower　bound，　the　used

equation　will　give　an　upper　bound．　工t　is　natural　that　this　approxima－

tion　presents　a　conservative　value　when　the　model　corresponds　well　to

the　actual　event　and　the　calculation　is　performed　with　a　good　accuracy．

The　obtained　value　will　approach　the　true　solution　more　closely，

whether　it　is　conservative　or　not．

The　Relation　between　Pro　osed　Method　and　Orderin　Method
　　　　　F．M。se。　a。d　D．　Ki。。er36）37）P。。p。。ed，he　a。。・y。i。　m・・h・d・a…d

the　ordering　method　for　estimating　the　overall　failure　probability．

By・・ing　the　re1・亡i・n・hip・f　m・tually・x・1・・ive　ev・nt・・pf・an　b・

　　．wrltten　as

　　　　　　　　Pf－P。r・∂・　P。（・2nF、ノ・P／F3nF、nF2ノ＋…’

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・…・P。r・。n・、nF2n”nF。．、ノ　（4・28）

While　this　equation　covers　all　possible　failure　events　of　the　entire

system，　it　requires　enor皿ous　co皿putations．　工ts　ilnplementation　can　be

carried　out　solely　when　the　correlations　alnong　all　modes　are　found．

1t　is　apparent　that　the　following　relation　exsists．

　　　　　　　　　　　　・。r・。n・、　n”nF。．、）　E　P。　（F。　nFkノ　　　（4・29）

where　k　is　one　of　nu血ber　ユ　through　n－1．

1f　k　is　se1・・t・d・・h・vi・g　th・mi・i・・um　val…f　P。（　Fi．nF。ノ（エ＝ユ’°’

・●● @，　n－1　），　that　is，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n－1

　　　　　　　　　　　　　　　P。↓FknF。ノ＝mゴ・PゾFエnF。ノ　　　　（4・30）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ゴ＝ユ

the　difference　between　the　left　and　the　right　hands　of　inequality　（4・

29）will　b・th・・m・11・・t・N・w・th・p・・b・bility・mゴ・P。（FエnF。ノcan

be　rew・itt・・by　use・f　th・f・i1・re　ev・・t　Fi　as　f°11°ws：
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　　　　　　　　　　n－1　　　　　　　　　　　η一1

　　　　　　　　　　：三窒P・「F・　AF・ノ＝翌｛P・’F・ノーP／F・nF。ノ｝　（・…）

Since　P。「F。ノis　c°nstant・th・mi・i・・m　v・1ue　i・・b・・i・・d・h・n　P。で・エn

F　　／　indicates　the　maximum　value．
　n　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，

　　　　　　　　　　η一ヱ　　　　　　　　　　　　　　　　　　η一ヱ

　　　　　　　　　　：：；P盈nF・ノ＝P・’F・ノーY，　e．1　P・　‘F・　n　F・ノ　（4・32）

Using　Eq．（4．32），　Eq．（4．28）　can　be　approximately　expressed　as　follows　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

　　　Pf　c「　P。「Fヱ）＋「p。でF2，－PゾF2nF、〃＋｛P。rF3）　一・　・P・・P。で・inFノ｝

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　工＝」

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　刀一1

　　　　　　　　＋…　　＋　｛p　（Fノ　ーmax　p　rF．　n　Fノ｝
　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　η　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　η
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ゴ＝1

　　　　　　　　　η　　　　　　　　η一1

　　　　　　＝、三、P・（F？一、三、m∂x｛P・’F・n　F…ノ’…’P・’F・　n　F…ノ｝（4・33）

Thus，　the　relationship　between　the　proposed　method　and　the　ordering

Inethod　is　clarified．　Namely，　they　are　equivalent，　if　the　ordering

Ine亡hod　accepts　the　approximation　as　shown　in　Eq．（4．29）．

Desi　n　Exam　les

　　　　　To　illustrate　the　validity　and　the　accuracy　of　the　proposed　method，

some　test　examples　are　presented．　工n　all　examples，　the　loads　and

resistances　are　assumed　to　be　normally　distributed，　because　of　the

easiness　of　the　treatment　and　the　security　of　the　central　limit　theorem．

At　first，　the　approximate皿ethod　proposed　by　M．　Tichy　and　M．　Vorlicek

is　examined　for　some　cases　in　which　the　ratio　of　P　（F．）　and　P　（F．）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　ユ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　J

varies．　The　results　are　shovn　in　Fig．　4．5（a）　一　（d），　in　which　the

abscissa　is　the　coefficient　of　correlation．　Fro皿　these　figures，　this

method　seems　to　overestimate　the　joint　probability　density　function

when　the　probabilities　of　the　i－th　and　j－th　failure　events　have　the

same　orders，　or　their　coefficient　of　correlation　is　greater　than　O．8．

For　other　cases，　this　method　presents　unconservative　values　which　are

fairly　close　to　the　true　solutions．

　　”　Example　l　：　Reliability　Analysis　of　Portal　Frame　II

　　　　　This　simple　model　is　used　to　explain　the　proposed　method　in　detai1．
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Table　4．1 Reliability　Analysis　of　Single　Bent　Frame

a）　Condition　of　工nput　Data

Mean　Value　of　　　　　　　　　　．Momen七　ReSlst．

@　　　（K－FT）

Mean　Value　of
koad

Coefficient　of　　　●　　　　　　　　　　　　　・Varla七lon

Pl　（K） P2　（K）
　　　．qeslst． 1、oad

40 0．5 1．0 0．2 0．2

b）　Calculated　Probabilities　of　Failure

1 2 3 4 5 6

0，808
@　　　－2xlO

0，920
@　　　－2x　lO

0，958
@　　　－2x　10

0，886
@　　　－2x　lO

0，100
@　　　－lx　lO

0，150
@　　　－lx　lO

0．8

@sec．

　　　　　45x　lO

ｵrials

1．9

@sec．

0．8

@sec．

●●

・■

1

3

5

Dependent

Monte　Carlo

Upper　Bound

2　：　1、ower　Bound　［　Eq．（4．26）】

Simulation　　4　：　S七evensonls　Method

［　Eq．（4．20）　］　　6　：　Independent

一104一



The　load　condition　and　failure　modes　are　illustrated　in　Fig．　4．1．　The

apPlied　1°ads　Pl　and　P2　are・…idered　t・b・d・p・nd・・t・nd　t・hav・

the　mean　values　and　the　coefficient　of　variation　presented　in　Table

4．1．　Assuming　the　statistical　independence　and　the　co皿plete　dependence？

the　resulting　band　is　considerably　wide，　and　the　proposed皿ethod　gives

an　upper　bound　which　is　closer　to　the　true　solution　than　Eq．（4．22）．

By　using　a　circle　mode1，　Eq．（4．27）　presents　a　good　lower　bound．　While

the　method　by　J．　Stevenson　shows　a　good　agreement，　it　may　lead　to　uncon－

servative’solutions，　and　also　it　requires　twice　the　execution　time　of

Eq．（4．20）　in　computing．　（　see　Table　4．1　）

　　’lExample　2　：　Reliability　Analysis　of　One－Bay　Two－Story　Frame　，’

　　　　　This　model，　whose　geometry　and　applied　load　are　shown　in　Fig．　4．6，

is　considered　to　have　many　dominant　failure　modes　which　are　considerably

inter－dependent　on　each　other．　Then，　the　assu皿ption　of　statistical

independence　will　give　a　too　conservative　value．　By　taking　the　corre－

lation　of　two　failure　events　into　account，　the　proposed　method　improves

the　upper　bound　effectively．　（　see　Table　4．2　and　Table　4．3　）

　　　　　The　failure　probability　decreases　and　apProaches　the　result　ob－

tained　by　assuming　the　statistical　independence，　as　the　mean　value　of

the　load　decreases．　　This　phenomena　can　be　explained　by　the　fact　that

the　coeffici色nt　of　corr，elation　between　each　mode　becomes　smaller

according　to　the　decrease　of　the　load．　However，　this　tendency　accom－

panied　with　the　decrease　of　failure　probability　is　not　observed　when

the　coefficients　of　variation　of　the　load　and　resistance　decrease．

The　approximate　solution　by　the　method　of　M．　Tichy　and　M．　Vorlicek　is

compared　with　the　exact　solution　for　this　model　to　show　that　this

皿ethod　always　presents　conservative　values．　1ts　application　can　be

considered　useful　for　ordinal　structures，　because　it　can　reduce　the

execution　ti皿e　by　the　elimination　of　numerical　integration．

　　　　　Next，　the　failure　probabilities　are　calculated　for　those　cases　in

which　the　mornent　resistances　have　60　and　70　（K－FT　）　as　mean　values．

Then，　the　numerical　results　are　summarized　in　Table　4．4，　including　the

results　of　the　improving　method　proposed　here．

　　　　　This　method　is　considered　to　improve　the　lower　bound．　　In　the

calculation　processes，　the　curve－linear　triangles，　which　correspond
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Fig．4．7 One－Story　Two－Bay　Rigid　Frame
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Table　4．2 Reliability　Analysis　of　Two－Story　Single－Bay

Frame （エ）

a）　Condition　of　工nput　Data

Mean　Value　of　Load Coefficient　of　Variati㎝
Case

mb．

㎞　value
盾?xnt　　　．Fes工stanoe

Pl P2 一tResistar醗 ㎞
Pl’P2

40

S0

S0

1．0

O．8

O．6

0．5

O．4

O．3

0．2

O．2．0．2

0．2

O．2

O．2

D←ent
cepe㎡ent

ceperdent

b）　Calculated　Probabilities　of　Failure

sinn且ati㎝
Case

mo．

Deperdent エrxコe畑ent
Li皿it

`nalysis
Elastic
`nalysis

Stevenscn　l　s

ｫethcd

Pm四sαユ

|ethαヨ

1
　　　　　　　　　一10．941xlO

0，462

0，ll8 0，722 0，ll3
0．157★

O，132

104tria1。 104trial。 7・8．sec・ 2．5s㏄．

2
　　　　　　　　　一20．841x10 　　　　　　　　　一10．369x10

　　　　　　　　　一10．131xlO

0，414
　　　　　　　　　一10．112x10

　　　　　　　　　一10．160xlO

@　　　　　　　　－10．147xlO

　　410　trials 104tri。1。
7．2sec． 2．5sec．

3
　　　　　　　　　一30．271x10 　　　　　　　　　一30．831xlO

　　　　　　　　　一30．640x10

0，109
　　　　　　　　　一30．587x10 　　　　　　　　　一30．710xlO

5．105tri。1。 　　410　tエials
5．7sec． 2．5sec．

PrOPDsed　Method
★　Upper　Value　by　M．　Tichy’s　Method

　1四er　Value　by　Nutrerica1血七egratiOn
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Table　4．3 Reliability　Analysis

Fra皿e　（H）

of　Two－Story　Single－Bay

a）　Condition　of　Input　Data

』mValue
盾?xnt　　　．Reslstarにe

Mean　Value　of工ρad　　　「

Coefficient　of　VariationCase

｢》． P1　（K） P2　（K） Mヒ文頂ヨ1t　Resistance

圃
P1’P2

1．0

O．8

0．5

O．4

0．1

O．1

0．1

O．1

Depe㎡ent

cepe江1ent

b）　Calculated　Probabilities　of　Failure

S㎞lationCase

mb．

Deperdent 1㎡eper回ent
Li皿it

`nalysis
Elastic
`nalysis

Ste）enson・S

le廿℃d

Prて）F）sα1

ﾃthcd

　　　　　　　　一20．504xlO

0，776
　　　　　　　　一20．480xlO 　　　　　　　　一20．515x10

1
0，425
@　　　　－2　xlO

0，969
@　　　　－2　xlO

5、dO4　U，ial。 　410　trials
4．8sec． 2．5sec．

0，199
　　　　　　　　一60、938x10 　　　　　　　　一60．961x10

2
0，864
@　　　　－6　xlO

0，113
@　　　　－5　xlO

　410　trials
3．2sec． 2．5sec．

Table　4．4 Reliability　Analysis

Frame　（III）

of　Two－Story　Single－Bay

Mean　value
盾?gにment　　　．Reslstarce Deper己ent

エバ政）urd
b刮ﾏ．（4・27）

PB）Posed

ﾉt撤iLower　BourX1｝

Mont£
barlo
唐奄高浮撃℃ｵion

Pπ）F）S∈d

leu泊ヨ
iupper　B㎝d）

1㎡epe㎡ent

60
0，355
@　　　　　－2　　x　10

0，947
@　　　　　－2
@　x　10

0，112
@　　　　　－l　　x　lO

0，121
@　　　　　－1　　x　10

@　　　　　　　4

i4．6xlO
@trials　）

0，138
@　　　　　－l　　x　lO

0，170
@　　　　　－1
@　x　10

70
0，123
@　　　　　－2
@　x　lO

0，375
@　　　　　－2
@　x　lO

0，375
@　　　　　－2　　x　10

0，380
@　　　　　－2　　x　10　　　　　　　　4

i4．6x10
@tria1S　）

0，400
@　　　　　－2　　x　10

0，407
@　　　　　－2　　x　10

Mean　Value　of　Load ・P、・…（K）’P2＝°・5（K）
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Table　4．5 Reliability　Analysis　of

Two－Bay　Frame

One－Story

a）　Condition　of　Input　Data

Mean　value　of工ρad Coefficient　of　Varia蝕）n
Case

mo．

㎞Value
盾?lα旧比
qesistance

P1　｛K） P2　（K） Mc㎜t　Resist⊇
P1’P2

40　（K－Fr）

S0　　　　　「

1．0

P．0

0．5

O．5

0．2

O．2

0．2

O．2

Dependent

hndeper回創t

b）　Calculated　Probabilities　of　Failure

siπulation St－nls
艨ｹt㌔x1

PmPosed

leth泊

Ca己e

mO．
Depe㎡ent Indepe㎡ent

Limit
`nalysis

Elastic
`nalysis

0，808
@　　　　－1　x10

0，200
@　　　　－1　x10

　　　　　　　　　一
Z．158xlO 　　　　　　　　　一

Z．736x10
　　　　　　　　　一10．162x10 　　　　　　　　　一10．169x10

1
　　　45xlO　trials 　　　45x10　七ria］㊤

4．2s㏄． L8　sec．

2
0，808
@　　　　　－2　x　lO

0，199　　　　　　－l　　x　lO

　　　　　　　　　一10．158xlO 　　　　　　　　　一10．610x10 　　　　　　　　　一10．163xlO 　　　　　　　　　一10．169xlO

　　　45x10　trials 　　　45x10　trials
3．6s㏄． 1．8sec．
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to　the　three－events－occurrence　prol）abilities，　are　approximated　by　the

linear　triangles，　in　order　to　save　the　execution　time　and　make　the

progra㎜ing　simple・In　spite　of　this　apProximation，亡his　method　gives

lower　bounds　very　close　to　the　solution　obtained　by　Monte　Carlo　simu－

lation．　However，　this　method　seems　to　have　the　possibility　of　present－

ing　greater　values　for　cases　where　the　difference　between　the　curve－

linear　triangles　and　the　linear　triangles　is　sma11，　0r　the　estimating

method　for　the　two－events－occurrence　probabili亡y　presents　values　that

are　too　conservative．　Never亡heless，　these　results　show　good　agreement

with　the　true　solutions．

　　tt　Example　3　：　Reliability　Analysis　of　One－Story　Two－Bay　Frame　tT

　　　　　In　this　model，　the　beam　mechanism　can　be　considered　to　be　the

most　dominant　mode，　and　to　have　less　correlation　among　the　modes．

（　see　Fig．　4．7　）　　Table　4．5　shows　that　all　solutions　are　almost　equa1，

excepting　those　obtained　by　assuming　complete　dependence　or　independ－

ence．　Considering　the　matter　of　less　calculation　time，　the　proposed

method　is　also　useful　for　this　case，　though　Stevenson，s　method

presents　the　closest　value　to　the　true　solution．

4．4　　Reliability　Analysis　Including　Statistical　Uncertainty

　　　　　工n　the　foregoing　section，　the．　failure　probability　is　calculated

on　the　assumption　that　each　uncertain　quantity　is　normally　distributed．

As　mentioned　before，　it　is　quite　difficult　to　select　an　apPropriate

distribution　for　a　random　variable．　It　is　said　that　the　failure

probability　is　sensitive　and　unstable，　depending　on　the　selected
di…ib・・i・n　fun・・i・。．9）38）・。。，her皿。re，。v。。　if。g。。d。。ti。。，i。n

of　distribution　function　can　be　done，　it　is　impossible　to　obtain　the

Inean　value　and　variance　of　the　population．　　In　practice，　the　character－

istics　such　as　mean　and　variance　are　estimated　from　observations　and

experi皿ental　results．　Then，　the　sample　mean　and　variance　obtained

from　the　measured　data　with　a　small　size　are　seldom　consistent　with

the　population　mean　and　variance．　Also，　the　difference　between　the

sample　and　population　characteristics　may　give　a　considerably　large
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　39）

influence　on　the　calculation　of　failure　probability．

　　　　　In　this　section，　the　effec亡　of　statistical　uncertainty　related　to

measured　data　on　the　reliability　analysis　is　studied　on　the　basis　of

the　fiducial　statistics　and　Bayesian　concept．　Furthermore，　the　optimum

sampling　nu血ber　is　discussed　by　use　of　the　risk　analysis．

Reliabilit　　Anal　sis　Usin　　the　Fiducial　Statistics

　　　　　The　fiducial　statistics　deals　with　the　population　mean　and

variance、as　random　variables，　whereas　usual　classical　statistics　treat

the　sample　mean　and　variance　as　variables．　By　use　of　the　peculiar

property　of　the　fiducial　statistics，　the　statistical　uncertainty　can
beev。・。。、。di。、heca・。。・。、i。n。ff。i・urep。。b。bi・i，y．4°）

　　　　　　　　　　　　　　　　－　　　　　　　　　　　2
　　　　　Sample　mean　X　and　va「iance　Sk　with　n　i・d・pende・t　sampl…XヱーXn・

are　calculated　as

iii＝
－一η η　　　2

Σ　　x
　　　　　エ
ゴ＝ユ

（4．34）

S2＝
x

ユ一η
　η
　　　　　　　　　一　　2

Σ　（Xi－xノ
ゴ＝ユ

（4．35）

Postulated　that　a　variable　x　is　normally　distributed，

density　functions　are

　　　　　　　　　　　－　　〆丁　　　　　　一　　　　2
　　　　　　　　　fY　（x）＝唖ex’「一η「　u・ノ／2ukノ

those　probability

（4．36）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　η一2

・S．ls。・＝兵ll三、　≒｛：i〕exp（－ns／・　・・i）（・・37）

where
　　　　　　　　　　　　　　綱一疏1。・xp（一（・一・・ノ2／・・Z’　（・・38）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x

・nw…h・。・n・・婁are・h・p・p・…i・－ea・・n・…i・n・e，・e・pecti…y・

Then，　the　joint　probability　density　function　of　X　and　5　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　can　be　obtained
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x

by　assuming　a　statistical　independence　between　them．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n－2

㌃ピ㍉づ｛詩《・／・US）　・xp・－nSZ／・UZ）（・・39）

He「e・亡he　j°int　density　f…ti・n・f　UX　and　UX　can　b・ca1・・1・t・d　by

c°・ve「ti・g　dx’d5）ン5X・nd　dpX’dσ〆σX　i・Eq・（4・39）・

・、。，。。印。’・。，一・

P、聞炉1・p卿ノ・／・・；一隻／・・隻，（・…）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x

where @・一。η／2／（・η／2－1，／lF　T（r。．、ノ／、，　　（4．4、）

　　　　　　　　　　　　　　　rイリ：gamma　function

The　c・・di・i・n・1　d・n・i・y　f・n・ti・n・fα1・’5。ノ・・anb・・b・・i・・dby

multiplyirlg　Eq．（4．38）　with　Eq．（4．40）．

・晒ノー，，諾／lt7iiii（）｛　　　　　　一2　　　（x一幻ヱ＋　　　2　　SX　（n＋U｝－n／2（・・4・）

Using　Eq．（4．42）　for　the　load　S　and　the　resistance　R　which　are　independ－

ent，　the　failure　probability　including　the　statistical　uncertainty　can

be　foτ1nulated　as

　　　　　　　　　　　　　Pf－∫∫。．。　f但1五’r，ノf（・｜9・・。ノd・d・　　　（4・43）

R。1i。bilit　A。a1。i。　Based。n　Ba　e。　Th。。rem41）－43）

　　　　　Here，　statistical　uncertainty　is　introduced　into　the　calculation

of　failure　probability　by　using　Bayesian　statistical　decision　theory．

Amajor　contribution　of　this　theory　is　the　procedure　for　coupling　the

professional　information　and　the　information　contained　in　the　measured

data．　The　coupling　procedure　is　performed　with　the　aid　of　Bayes

・h・・rem・h・t　th・p・steri・r　p・・b・bi・i・y・・rr　・ilAノ・・f　hyp・・h・・i・・エ・

given　observations　A，　is　proportional　to　the　prior　probability，　p　（H．ノ，
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　ユ
・i…th・・ik・・ih・・d・・A，　gi・…、，・。↓・1・、ノ・44）

　　　　　　　　　　　　　　　　P。「Hi　l”）　cc・。（・IHゴノ・。イ・ゴノ　　　　（4・44）

工n　the　continuous　form，　the　above　relation　can　be　written　as
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ill　which

、

Using　Eq．（4．45），

Applying　Eq．（4．46）

probability　can　be

　　　　　　　　　　Pf－∫∫。．。弓fR　lθノ

・一・θ片．．fεθノf’「θノ @　　（・．45）
　　　　　　　　　　　　　∫．。。grε1θ，　f’rθノdθ

　f°rθノ　：　prior　distribution　function

　f”rθノ　：　posterior　distribution　function

　　　　θ　　：　parameter

　　　　ε　　：measured　data

grε1θノ・1ik・1ih・・d　fun・ti・n（・Lrθノ）

　　　　　　Bayesian　distribution　of　a　variable　can　be　deduced．

fk’r・1・ノー∫二．．・X’（・1θ川θノ・θ　　　（4・46）

　　　　　　　　　for　the　load　s　and　the　resistance　R，　the　failure

　　　　　　　　　formulated　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・9（・1θノ・・d・　　　（4・47）

Alication　of　Ba　es　Theorem　to
　　　　　　　　　　　　　　45）46）

Proof－Load　Test

　　　　Proof－10ad　test　is　often　performed　for　aerospace　structures　to

improve　the　reliability　and　the　statistical　confidence．　By　eliminat－

ing　the　members　with　less　strength　than　the　proof　load，　more　reliable

structures　can　be　obtained．　Although　usual　proof－10ad　tests　can　not

be　carried　out　for　civil　engineering　structures　with　large　me血bers，

these　structures　undergo　tacit　processes　of　proof－10ad　test　during　the
　　　　　　　　　．　47）48）

COnStrUCt10n．

　　　　　Let　S　　be　the　stress　induced　by　a　proof－10ad　test．　　Then，　the
　　　　　　　　　P

m㎝bers　which　pass　the　proof－10ad　test　have　the　following　probability

density　function．
　　　　　　　　　　　f。r・ノdX－PゾX〈R≦蹴IR＞Sp／

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P　‘（x＜R＜x十dX／　n　rR＞s　ノノ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　τ　　　一　　　　　　　　　P

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　prR＞5ノ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　τ　　　P

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　H「x－sノち～‘x／dX

where　Hα，　i・Heavi・id・’・・nit・t・p　fun・ti・n　a・d　FR‘X／i・the　p「°bability
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distribution　function　for　the　yield　point　before　the　test．　Therefore，

the　p「°bability　functi°・f°「the　yield　p・i・t・fter　th・t・・t・FRでX，・

becomes

　　　　　　　　　　　　　　FR・・ノーH竺準竺｝　（、．49）

　　　　　　　　　　　　　　　一　　　ヱーFR　（Sp）

1、et　the　probability　density　function　for　the　stress　induced　by　the

apPlied　1・ad　b・㌔「X）・Th・n・th・f・il・re　p・・b・bility　i・・bt・i・・d・・
f。1・。w。，　if，h。・。ad　is　st。、i。ti。ally　i。d。p。nd。n，。f、he　re。i。t。nce．49）

　　　　　　　　　　　　　　　・f－∫：・。（…。・・ノ・・　　　　（・…）

　　　　　The　distributional　sensitivity　of　member　is　considerably　improved

by　introducing　the　proof－10ad　test　which　truncates　the　tail　of　distri－

bution　function　of　resistancd．　However，　there　still　remain　a　problem

with　respect　to　the　statistical　uncertainty　involved　in　the　proof－

10ad　test．　Here，　the　statistical　uncertainty　is　treated　on　the　basis

of　Bayesian　decision　theory．

　　　　　Consider　three　experimental　methods　in　which　the　informations

obtained　from　the　proof－load　test　（　undestructive　test　）　are　reflected

in　the　evaluation　of　failure　probability　in　different　manners．

Method　l

Method　2

The　data　obtained　froln　the　yielding　test　are　used　as　the

samples，　by　which　the　likelihood　function　is　calculated，

whereas　the　proof　load　s　　is　used　merely　to　modify　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P

distribution　of　resistance．　　Bayesian　distribution　of

resistance　R　is　expressed　as

　　　　　　　　fltr・1θ）一∫二．．・k（・le川θノ・θ　　（4・5・）

in　which　　　　　　　　　　　　η

　　　　　　　　　　　　　　　・イθ戊一nfαゴ1θノ　　　　（4・52）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　工＝1

　　　　　　　　　　　　XユーXn：the　d・t・・bt・i・・d　f「・m　th・yi・1ding

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　test

The　proof－10ad　test　is　considered　to　be　a　kind　of　yielding

tes亡s，　and　hence　the　data　obtained　from　the　proof－10ad　test

are　used　for　estimating　亡he　para皿eter　θ．　　The　likelihood

function　is　calculated　by　using　the　strength　S　　and　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－114一



Method　3

　　　　　工nMethod　1，

is　compensated　by　performing　the　yielding

tura1皿embers　which　are　practically　utilized．

bound　of　the

S　　as　the　proof
　P
considered

bility．

yielding　strength　for　the　undestructive　and　destructive

members　under　the　proof－10ad　test，　respectively．

　　　　　　　　　　　　n　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　L‘θノ＝、三、ffX・1θ㌧；．、　f　‘Sple）　（4・53）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

where　　　　　　　X．　＜　5　　　　　　　　　　　工　＜　n
　　　　　　　　　　　　　ユー　P　　　　　　　　一　ヱ

　　　　　　　　　　　　x．＞5　　　　　n　＜工くn
　　　　　　　　　　　　　ユ　　　P　　　　　　　　1　　　－

The　yielding　test　is　further　carried　out　for　the　me血bers

which　pass　the　proof－10ad　test．　Then，　the　proof　load　S
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P

is　used　for　the　modifica亡ions　of　the　distribution　and　the

　likelihood　functions．

　　　　　　。、θノ．；←　　 （、．54）

　　　　　　　　　　　　　i－・ヱーF　（Sple／

　　　　　　the　statistical　uncertainty　due　to　the　lack　of　data

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　test　with　respect　to　struc－

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Method　2　gives　an　upper

　　failure　probability　by　treating　the　strength　larger　than

　　　　　load．　Comparing　with　these　two　methods，　Method　3　is

to　provide　the　most　accurate　value　for　the　failure　proba一

O　timum　Sam　lin　Method　Based　on　Risk　Anal　sis

　　　　　Risk　analysis　is　an　evaluation　method　of　structural　safety　which
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　51）

has　developed　mainly　in　the　field　of　nuclear　engineering．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Struc－

tures，　which　indicate　a　great　social　loss　in　their　destruction，　should

be　designed　based　on　the　expected　loss　instead　of　the　expected　benefit．

In　risk　analysis，　structural　safety　is　evaluated　by　defining　the　term

”　risk　’，　as　the　multiplication　of　failure　cost　and　failure　probability．

　　　　　Let　E．be　the　various　events　which　cause　the　failure　in　structures
　　　　　　　　　フ

　　　　　　　　be　the　failure　probability　relating　to　the　event　E．．　　工f　E．and　P
　　　　　f，j　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　フ　　　　　J

a「eindepend・nt・f　ea・h・ther・th・t・t・1　fai1・「e　p「・bability・pf・is

expressed　as

　　　　　　　　Pf＝P・（E・UE・U…’°U　Ej）＝ξPf，戊　　（4・55）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　フ
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Then，　risk　is　defined　as

　　　　　　　　　　　　　・エ・k　＝　Cm　Pf　＝　E．　Cm，」Pf，j　　　　（4・56）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　コ

where．　Crn・t・t・1・xpect・d…t・f　f・il・・e

　　　　　　　　　　　　　C　　　．：　expected　cost　of　the　failure　caused　by　E．
　　　　　　　　　　　　　　m，フ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J

工t　can　be　considered　that　the　failure　probability　of　a　structure

decreases　by　the　protection　action　against　for　failure　such　as　inspec－

ti・n・Th・n・th・d・・rea・ing　P・・b・bility　P』i・exp「essed　by　using　the
・・i・rp・…bi・i・y・f　an・・he　effecti…ess・f・he　add・d　p…ecti・n・・52）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P2　＝　Pfrヱーrノ　　　　　　（4・57）

The　value　r＝　O　indicates　an　ineffective　measure，　and　also　r＝1

i・dicat・・f・11（・r　100％）・ffectiv・ness　implyi・g　P；＝0・By・・ing

Eq・（4・55）and（4・57）・the　eff・・ti・・ness・i・expressrd・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P÷＝ZPf，j「1－「ノ　　　　　（4・58）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J

Combining　Eqs　（4．58）　and　（4．57），　the　effectiveness　r　is　rewritten　as

　　　　　　　　　　　　　　　Pf－P…　Pf－i・　Pf’戊「1－「ノ

　　　　　　　　　　r　＝　　　　　　　　　　　　　二＝

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－；降戊ト　（・・59）

Then，　the　expected　benefit　ヱ）　obtained　by　a　protection　is
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　　　　　　　brn　＝　Cm　Pf－C．　pl　＝　C．　Pf　「　　　（4・60）

　　　　　By　use　of　the　abovementioned　formulation，　the　op亡imum　sampling

is　studied，　where　the　effectiveness　is　considered　to　be　provided　by

the　increase　of　sampling　nurnber　instead　of　protection　actions．　The

expected　benefit　b　　can　be　rewritten　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　　　　　　b。　＝　C。　Pf　一（　Cm・；r・）　・　C，・ノ　　（4・6・）

i・whi・h　　　C亡・expect・d…tf・r　a・ampli・g
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　刀　　：　sa皿Pling　number
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ノ

Nurnerical　Exam　les

　　tl　Exalnple　of　Bayesian　Renewal　Process　l’

　　　　　The　change　of　failure　probability　is　calculated　for　the　case

where　the　data　of　resistance　are　newly　obtained　from　the　additive

yielding　tests．　Then，　it　is　assumed　that　the　load　is　sufficiently

specified．　Numerical　results　are’shown　in　Table　4．6，　in　which　five

sampling　cases　are　considered．　1n　each　case，　the　failure　probability

considerably　changes　when　the　mean　value　is　treated　as　the　unkown

parameter，　whereas　it　hardly　changes　when　the　variance　is　the　unknown

parameter．　This　implies　that　the　effect　of　new　data　can　be　reflected

well　in　the　evaluation　of　failure　probability，　by　employing　only　mean

values　as　the　unknown　para皿eter　in　Bayesian　decislon　process・

　　fl　lnfluence　of　Sampling　Nuπlber　on　Failure　Probability　lt

　　　　　Using　the　fiducial　statistics，　the　relations　between　the　mean

value　or　variance　and　the　sampling　numb　er　are　obtained，　as　shown　in

Fig．　4．8　and　Fig．　4．9．　　These　figures　indicate　that　the　statistical

uncertainty　becomes　considerably　small　when　the　sampling　number　exceeds

500r　60．　Fig．　4．10　shows　the　change　of　failure　probability　according

t・th・increa・e・f・ampli・g・umber・エt　is　seen　th・t　pf　sh°ws　n°

difference　in　both　the　case　with　n＝50　and　the　case　with　n＝ユ00，

when　the　coefficient　of　variation　of　the　load　is　large．　This　fact

leads　to　the　conclusion　that　it　is　impossible　to　remove　the　statistica1

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，unless　a　great　nu皿ber　of　samplesuncertainty　for　the　case　with　largeδ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R

is　obtained．

　　tt　Example　of　Proof－Load　Test　ll

　　　　　Three　experiment　methods　described　before　are　exalnined　by　using

a　numerical　example．　The　numerical　results　are　given　in　Fig．　4．11　to

Fig．　4．13．　Table　4．7　indicates　the　input　data　used　for　these　calcu－

1ations．　　In　all　cases，　the　calculted　failure　probal）ilities　are　large

in　the　order　of　Method　2，　Method　l　and　Method　3．　Considering　that　how

the　obtained　data　are　used　in　these　methods，　it　is　ol）vious　that　Method

2presents　the　most　conservative　value，　and　that　Method　3　presents　the

most　reliable　value．　However，　the　differences　between　the　three　methods

t・nd　t・v・ni・h　wh鯉th・p・・a皿・ter　U・whi・h　i・d・fin・d　a・U＝（　pR－

S。・）／・。・・xceed・・…Th・・ea…’・that’n　the　case　w’th　sma’1　Sp・
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　　　　　　Table　4．7　　1nput　Data

a）　Data　of　Material　Strength

for　Proof－Load　Test

Step 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

2991．25 2095．39 2038．19 2637．04 2156．72 2010．36 2533．57 2459．23 2064．97 1729．95
Case　1

2438．67 2227．15 2029．25 203L35 2355．01 2387．66 1624．72 2434．39 2182．58 2419．47

1394．71 1959．25 2421．62 2030．88 2460．24 1780．85 1926．80 2420．33 2229．80 2228．54
Case　2

2268．73 2080．03 2486．01 2134．43 2445．24 2294．30 2555．56 2300．30 2137．09 2015．56

1415．41 1986．13 2290．04 2242．10 2391．38 2475．53 2068．84 1819．74 2338．83 1978．98
Case　3

2119．30 1932．33 2286．54 2264．07 2338．64 2204．90 1719．93 2117．95 2320．45 2219．57

b）　Sampling　Number

u 一2．0 一1．0 0．0 1．0

Case　1 18 18 10 6

Case　2 19 16 11 6

Case　3 18 15 11 1

1．O

0．5

0

Yo＝2

00005050　1　

1
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the　likelihood　function　is　quite　sensitive　to　the　obtained　data，

while　in　the　case　with　large　S　　it　is　insensitive　to　the　data，
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P

because　of　the　small　number　of　obtained　data．

　　tt　Optimum　Sampling　Nu皿ber　tt

　　　　　Based　on　the　concept　of　the　risk　analysis，　the　optimum　number　of

sampling　is　sought．　Fig．　4．14　shows　the　change　of　effectiveness

against　the　change　of　sampling　number．　As　a　matter　of　course，　the

effectiveness　becomes　larger　as　the　sampling　number　increases．　Compar－

ing　with　the　effectiveness　obtained　in　the　previous　step，　the　sampling

considered　here　is　efficient　to　raise　the　effectiveness，　within　a　range

where　the　sampling　number　with　respect　to　the　load　is　less　than　30．

Fig．　4．16　gives　the　relation　between　cost　C　and　sampling　numb　er　ns

where　the　parameter　α　denotes　the　ratio　of　failure　cost　C　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　and　samp1－
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　f

　　　　　　　　　　　　．　　工t　is　seen　in　this　figure　that　the　optimum　nurnber　ofing　cost　C
　　　　　　　　　　gt

・ampli・g・・、）P，・bec・m・・rel・ti・・1y　l・・g・whenα（e・9・Cf）is　laτge・

This　implies　that　for　the　design　of　an　important　structure　with　a　large

failure　cost，　a　large　number　of　sampling　is　necessary　to　reduce　the

fai1・「e　p「°bability・C°nve「sely・n。P，　is　ve「y　sma11°「c1°se　t°ze「°

for　sma11　α．　This　tendency　corresponds　to　the　case　where　the　sampling

cost　is　often　larger　than　the　benefit　obtained　by　the　reduction　of

failure　probability．

4．5　Minimum－Weight　Design　of　Rigid　Frarnes　with　Failure　Probability

　　　　　Constraint

　　　　　　　　　　　　　　　　　53）

　　　　　工n　this　section，　the　minimum－weight　design　of　rigid　frames　is
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　36）

outlined　based　on　the　reliability　concepts．　As　F．　Moses　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　and

others　mentioned，　the　minimization　with　a　probability　level　moves　the

design　away　from　having　many　active　individual　constraints．　However，

it　is　naturally　anticipated　that　the　safety　analysis　process　will

have　more　complicated　and　difficult　features．

　　　　　The　minimum－weight　design　procedure　is　formulated　as　follows　：
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F工刀d Ai イ　エ　＝　ヱ，●■●●●，　1ηノ

5uc力　　亡ha亡

where

subjeσ亡　亡o

　A．
　　ユ

　L，
　　ユ

　K

Pfa

→L
mΣ

ユ
＝

κ＝

Pf≦Pfa

　タ　　　　　　．　　　　　じ〃ユnユmユze （4．62）

（4．63）

the　cross　sectional　area　of　the　i－th　member

the　length　of　the　i－th　member

constant

numb　er　of　members

total　weight

allowable　failure　probability

Th。。，　acc。rdi。g、。　Ridh。・。w。rk54），、h。。r。ss　secti。n。・area　can　b。

expressed　by　the　full　plastic　moment．

　　　　　　　　　　　　ヨ闇2／3　・i／3　（・・64）

where　　　　S　．　：　the　yielding　stress　of　the　i－th　member
　　　　　　　　　　9ユ

　　　　　　　　　M．　：　the　full　plastic　Inoment　of　the　i－th　me血ber
　　　　　　　　　　ユ

Taking　M．　as　the　design　variable，　this　proble皿　is　reduced　to　a　non一
　　　　　　　ユ

linear　progra㎜ing　problem．　The　objective　function　is　calculated

f・・mEq・（4・62）and（4・64）・・nd　th・・verall　f・ilure　p・・b・bility　pf

is　obtained　from　Eq．（4．20）．

　　　　　There　is，　however，　a　point　to　be　careful　about　in　the　use　of　Eq．

（4．20）　for　the　minimum－weight　design．　While　the　cross　sectional　areas

of　me血bers　are　prescribed　in　the　analysis，　they　are　variables　and　are

to　be　specified　in　the　design　procedure．　Through　the　optimization，

the　dorninant　failure　modes　may　move　from　one　to　others．　Then，　the

ordering　of　possible　皿odes　is　influential　on　the　accuracy　of　Eq・（4・20）・

Its　second　terms　（　two－events－occurrence　prol）abilities　）　are　found　to

be　the　maximum　valUe　among　those　probabilities　which　are　related　to

a　failure　mode．　Here，　the　failure　modes　are　successively　ordered　fro皿

一125一



those　with　the　largest　failure　probability．　Since　this　process　is

employed　in　each　design　stage，　it　will　require　some　ti皿e　for　comput－

ing　the　data．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　55）

Aroximate　Desi　n　Method・Usin　Decom　osition　Techni　ue

　　　　　As　mentioned　above，　the　minimum－weigh亡　design　of　rigid　frame　is

reduced　to　a　mathematical　programming　problem．　Then，　using　Eq．（4．20）

for　the　safety　analysis，　it　is　easily　performed　with　the　aid　of　an

appropriate　mathematical　progra㎜ing　technique．　However，　there　still

remain　some　problems　in　its　direct　application　to　large　structural

systems．　As　the　numb　er　of　the　failure　modes　increases，　the　imple－

mentqtion　of　Eq．（4．20）　will　consume　more　time，　especially　in　the

calculation　of　the　covariance　matrices．　　This　procedure，　of　course，

does　not　require　so　many　runnings　different　from　the　usual　determinis－

tic　analysis．　However，　since　this　procedure　appears　many　times　in　the

design　process，　the　total　computation　time　will　become　enormous．　　In

this　study，　an　approximation　based　on　the　decomposition　concepts　is

introduced　to　re皿ove　the　problem　concerned　with　computation．　It　is

not　likely　that　all　collapse　modes　will　be　critical　for　the　determinis－

tic　design．　While　the　critical　modes　are　active　as　constraints，　the

remainders　are　not　and　they　don，t　contribute　to　the　resulting　solution．

If　the　active　modes　whose　numbers　are　the　same　as　those　of　the　design

variables　are　taken　as　the　constraints，　the　optimum　set　of　values　on

weight　and　design　variables　can　be　obtained．　This　can　be　understood

by　corresponding　the　active　Inodes　to　the　，I　basis　tt　of　the　coordinates

of　the　design　space．

　　　　　Here，　paying　attention　to　this　fact，　the　possible　modes　are　divided

into　two　groups　：　a　basic　group　and　non－basic　group　of　modes，　which

correspond　to　the　groups　of　active　and　non－active　modes．　工亡　is，

however，　to　be　noted　that　this　explicit　classification　of　modes　is

hardly　allowed　in　the　probabilistic　design．　This　is　because　all　modes

contribute　to　the　evaluation　of　a　system　failure　probability，　even

if　so皿e　of　them　are　very　sma11．　Furthermore，　since　the　probabilistic

design　has　only　one　constraint，　a　sufficient　number　of　皿odes　is　not

explicitly　determined．　Therefore，　the　basic　and　non－basic　modes　can

一126一



be　expressed　merely　by　the　terms　of　’1　dominant　”　and　ll　indominant　I．，

respectively．

　　　　　The　basic　modes　are　possil）ly　selected　in　the　following　way．　工f

the皿odes，　which　have　the　larger　probability　and　are　less　correlated，

are　chosen　to　be　part　of　the　basic　modes，　the　resulting　solution　may

show　a　good　agreement　with　the　exact　one．　Then，　the　failure　proba－

bility　of　the　entire　system　is　calculated　by　neglecting　the　effects　of

the　non－basic　modes．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf　＝Pr　（Fb）　　　　　　（4・65）

where　F　　　　　　　　　denotes　the　failure　event　induced　by　at　least　one　of　the
　　　　　　　b

basic　皿odes．

　　　　　工t　should　be　noted　that　some　treatment　is　necessary　to　use　Eq．

（4．65）　for　the　design　process，　because　it　underestimates　the　failure

probability．　Assuming　that　the　non－basic　modes　are　independent　of

each°the「a・d・…「「e1・t・d　t・th・b・・i・m・d…pf・a・be　expressed・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　　　　　Pf　＝　Pr（Fb）≠ΣPr　（Fiノ　　　　（4．66）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝g＋1

in　which　g　and　n　denote　the　nu血bers　of　the　basic　modes　and　all　modes，

respectively．　While　the　use　of　this　equation　removes　the　problem　of

underestimation，　it　still　involves　the　problem　of　the　execution　time

for　the　case　of　complex　structures　having　a　large　nu血ber　of　non－basic

modes．　For　such　cases，　it　is　a　considerably　prohibitive　task　to

calculate　the　failure　probabilities　of　all　the　non－basic　modes．　Then，

it　is　to　be　desired　that　safety　is　guaranteed　without　using　the　non－

basic　modes　in　the　design　process．
　　　　　　　　　　　　　　　　56）
　　　　　E．　Vanmarcke　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　proposed　an　iterative　design　scheme　for　the　design

of　large　systems．　At　first，　the　design　is　performed　by　solving　a

relatively　simple　auxiliary　problem　in　which　only　a　set　of　basic　TrK）des

are　considered　in　computing　systeln　failure　probabilities．　Next，　by

changing　the　set　of　basic　modes，　new　designs　are　successively　generated．

At　every　step，　the　upper　bounds　on　the　objective　function　are　followed

by　solving　the　formulation　：

　　　　　　　　　　　Find　　　A
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i
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　　　　　　　　　　　　suσh　亡ha亡　亡he　oヱ）jec亡ive　func亡ion

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　防7＝KΣ　A．L．　→．　Minimize　　　　（4．67）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　ユ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　エ

　　　　　　　　　　　　sロbjeσ亡　亡o

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf≦Pf。－P…　　　　　（4・68）

whe「e　P；　ca・b・f°und　by・・btra・ti・g　P。「Fb／f・・m　the　sy・t・m　f・i1・・e

probability　which　was　obtained　by　using　the　design　variables　of　the

earlier　stage．　This　method　is　very　usefu1，　because　it　not　only　saves

the　core　size　and　the　execution　ti皿e　but　also　easily　gives　good

solutions　which　satisfy　the　design　requirement．　However，　it　seems

to　have　problems　in　convergency　and　applicability　such　as　how　many

modes　are　appropriate　for　the　basic　modes，　and　when　or　by　what　the

iteration　should　be　terminated．　工f　the　structural　system　to　be

designed　has　more　dominant　modes　than　the　employed　basic　modes，　the

resulting　upper　and　lower　bounds　will　not　converge，　and　the　modified

allowable　failure　level　may　become　negative　for　some　special　cases．

　　　　　An　iterative　design　method　is　proposed　herein，　based　on　Vanmarcke’

smethod．　An　improvement　of　convergency　is　attempted．　The　number　of

basic　modes　is　not　fixed　and　new　dominant　modes　are　successively　added

as　the　design　stage　proceeds．　The　procedure　is　summarized　as　follows　：

（　see　Fig．　4．17　）

　1）　Construct　the　possible　failure　mechanisms．　Specify　the　number　of

　　　　basic　modes　as　that　of　the　independent　design　variables．　Give　the

　　　　allowable　failure　probability　leve1．　Assume　the　initial　values

　　　　for　the　design　variables．

　2）　Perforln　the　failure　probability　analysis　for　the　current　set　of

　　　　design　variables．　Obtain　the　system　failure　probability　and　find

　　　　the　basic　modes．

　3）　Solve　the　problem　：
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　　Minimi　ze　w（sca1・d　weigh亡ノ＝Σ”エLi　（4・69）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　工＝1

　　　　　　　　　　　・・bjec亡亡・P。・・；エリ≦・19）　　　　（・…）
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　　　・here・9ノ・・th・m・di・i・d・…w・・・・・…ure・・v・・．　Th・・v・・。。

　　　i・・bt・in・d　by。。i。g　th。　m。dificati。n　f。。t。rαω．

　　　　　　　　　　　　・9にP£ノ・ω♂2ノ…・……♂司　 （・・7・）

　　　whとre
　　　　　　　　　　　　　　　　・ω一・f’／・ゾ・S”・　　　（・・72）

　　　・・…d・・i・gth・m・difi。a・i。。　f。。t。r♂τノ，　the　a11。w。bl。　f。i1。．e

　　　level　is　forced　to　converge　to　an　apPropriate　value．

4）　If　the　improved　design　is　not　generated　after　two　cycles，　new

　　　basic　modes　are　added　for　the　next　cycle．　　That　number　is　found　in

　　　the　subsequent　analysis　by　comparing　the　basic　modes　with　those　of

　　　the　previous　stage．　If　the　design　is　improved，　the　basic　modes

　　　are　exchanged，　but　the　number　is　unchanged．

5）　Upon　proceeding　to　the　iterative　process，　the　final　design　is

　　　achieved　when　the　basic　modes　are　not　changed，　or　the　difference

　　　between　the　predetermined　failure　level　and　the　calculated　failure

　　　probability　is　sufficiently　small．

　　11Minimum－Weight　Design　of　Portal　Frame　’，

　　　　　By　using　Eq・（4・20）　for　the　safety　analysis，　a　simple　portal　frame，

shown　in　Fig．　4．1，　is　designed　to　minimize　its　total　weight　or　its

cost　with　some　specified　allowable　probability　levels．　The　obtained

results　are　shown　in　Table　4．8　and　Table　4．9，　and　compared　with　the
re。ul，。。b，。i。ed　by　J．　S、。v。。。。。25）as。。、、。。，he　re。u、，。　b。。ed。n

the　assumption　of　the　independence　of　the　failure　modes．　The　proba－

bility　of　each　failure　mode　is　affected　by　its　mean　value　and　variance．

F°「example・the　failu「e　m°des・Zユand　Z2・h・v・・early・qual　ce・tral

safety　factors，　but　their　failure　probabilities　have　a　relatively

large　difference．　　This　is　due　to　the　difference　of　their　variances．

Then，　one　will　reach　the　conclusion　that　the　number　of　independent

design　variables，　which　are　included　in　the　failure　modes，　is　very

important　in　the　probabilistic　design．　Therefore，　the　failure　modes

which　are　considered　to　be　dominant　in　the　deterministic　design　do

not　always・become　dominant　from　the　probabilistic　point　of　view．
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Table　4．8 工nput　Data　for　Optimum　Design　of Single　Bent　Frame

L＝10町

Coefficient　of　VariationCase

@NO．

Initial　Values．　　　　　（K－FT）

@　Mc　　　　MB

Load　　（K）

oI　　　　P2 MC　　｝㌔ Pl　　　　p2

Prob．　of　Failire

狽潤@be　allowed　　　、

1 220 260 20 30 0．10 0．10 0．10 0．10 0．08

2 320 360 20 30 0．10 0．10 0．10 0．10 0，008

3 320 360 20 30 0．10 0．10 0．10 0．10 0．0008

4 380 420 20 30 0．10 0．10 0．10 0．10 0．00008

5 320 360 20 30 0．10 0．10 0．05 0．05 0．0008

6 320 360 20 30 0．10 0．10 0．15 0．15 0．0008

7 320 360 20 30 0．10 0．10 0．20 0．20 0．0008

　Table　4．9　　Numerical

a）　Optimum　Solutions

Results　of　Single　Bent　Frarne　Example

Case

mO．

Fina1　　（　K－FT　）

@　Mc　　　　　MB

Ob］ect
@　　　　・eunctlon

Prob．　of

eailure
Prob．　of@　　　　　　　｛エndependent）Failure

1 171．12 188．01 197．41 　　　　　　　　　一Z．888　x　10 0，163

2 278．95 219．14 213．61
　　　　　　　　　一20．800x　10 　　　　　　　　　一10．160x　10

3 195．06 241．68 227．66
　　　　　　　　　一30．798　x　10 　　　　　　　　　一20．149x10

4 190．51 247．72 240．07
　　　　　　　　　一40．798x　10 　　　　　　　　　一30．124x　10

5 168．98 229．61 215．99
　　　　　　　　　一30．800x10 　　　　　　　　　一20．142x10

6 208．63 266．66 241．36
　　　　　　　　　一30．800x　10 　　　　　　　　　一20．151x10

7 238．48 285．19 256．05
　　　　　　　　　一30．798xlO 　　　　　　　　　一20．157　x　10

b）　Failure　Probabilities　of　工ndividual　Modes

Case
@NO． Z1 Z2 Z3 Z4 Z5 Z Z z

1 　　　　　　一Z．573xlO 　　　　　　一Z．572x10
　　　　　　一10．543x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一20．218x10 　　　　　　一20．183x10

2
　　　　　　　一20．463xlO 　　　　　　一20．653x10 　　　　　　一20．472x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一30．115x10 　　　　　　一40．479x10

3
　　　　　　一30．635x10 　　　　　　一30．416x10 　　　　　　一30．434xlO

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一50．207x10 　　　　　　一50．137x10

4
　　　　　　一40．339xlO 　　　　　　一40．577x10 　　　　　　一40．319x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一60．358x10 　　　　　　一70．745x10

5
　　　　　　一30．499x10 　　　　　　一30．497xlO 　　　　　　一30．413x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一50．720x10 　　　　　　一50．256x10

6
　　　　　　　一30．413xlO 　　　　　　一30．669x10 　　　　　　一30．425x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一50．459x10 　　　　　　一50．145x10

7
　　　　　　　一30．547x10 　　　　　　一30．551x10 　　　　　　一30．469x10

0．0 0．0 0．0
　　　　　　一50．225x10 　　　　　　一50．121x10
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c）　Safety　Factors　for　Mean　Load　and　Moment　Resistance

Case
@NO．

Z1 Z2 Z3 Z4 Z5 26 27 Z8

1 1．25 1．20 1．22 3．42 3．59 3．51 1．33 1．37

2 1．46 1．32 L39 3．57 3．97 3．77 1．44 1．54

3 1．61 1．46 1．53 3．90 4．37 4．13 1．58 1．70

4 1．83 1．55 1．69 3．81 4．65 4．23 1．64 L85
5 L53 1．33 1．43 3．38 3．98 3．68 1．42 1．57

6 L78 L58 1．68 4．15 4．74 4．45 1．70 1．85

7 1．90 1．75 L82 4．77 5．24 5．00 1．91 2．02

Table　4．10 Comparison　of　Proposed　Method　and

Stevenson，s　Method

Fina1　　（　K－FT Prob．　of　Failureca8e

mo．
Mc MB

Obゴ．

eunc． Stevenson　l　S Proposed　M．

2 196．38 196．89 207．68
　　　　　　　　一20．765x10 　　　　　　　　一10．325x10

3 215．45 213．07 219．57
　　　　　　　　一30．762x10 　　　　　　　　一20．831x10
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　　　　　Table　4．10　indicates　the　failure　probabilities　calculated　by　the

proposed　method　and　Stevensonts　method．　The　proposed　method　gives　a

greater　value　than　Stevensonlsmethod．　The　reasons　are　that　Stevensont

smethod　does　not　have　the　security　of　safety，　and　the　ass田nption　adopt－

ed　in　his　work　is　not　adequate，　except　for　the　case　where　the　effect

of　variance　is　sufficiently　small　compared　with　the　difference　of　the

mean　values．

　　lt　Minimum－Weight　Design　of　Two－・Story　Single・－Bay　Frame　tt

　　　　　A　亡wo－story　single－bay　model　is　employed　to　demonstrate　the

approximate　design　method　based　on　the　decomposition　concept．　The

optimization　is　performed　by　the　SUMT　incorporating　Powe11．s　direct

search　technique，　which　does　not　require　the　derivatives　of　the

functions．　The　possible　modes　are　divided　into　basic　and　non－basic

modes．　This　model　has　more　than　fifty　collapse　mechanis皿s．　It　is

difficult　to　specify　the　appropriate　basic　modes　at　the　start　of　the

design　process，　because　the　dominant　皿odes　may　change　at　any　stage　of

the　optimization．　Here，　their　selection　is　automatically　carried　out

at　each　design　stage．

　　　　　At　first，　the　example　fra皿e皿odel　is　designed　by　using　Eq．（4．66）

in　computing　the　syste皿　failure　probability．　Then，　sixteen　modes　are

used　for　the　basic　modes．　While　this　method　needs　less　calculation

time　than　the　entire　mode　design，　it　gives　a　heavier　design．　（　see

Table　4．11）

　　　　　Next，　according　to　Vanmarcke，s　method，　some　designs　are　generated，

where　8　and　16　are　employed　as　the　nu血ber　of　1）asic　modes　so　as　to　in－

vestigate　its　influence．　As　shown　in　Table　4．11　and　Fig．　4．18，　infeasi－－

ble　designs　are　generated　at　the　first　design　cycle．　These　are　induced

by　the　lack　of　effects　of　the　non－basic　failure　modes．　Next，　upper　and

lower　bounds　on　weight　are　produced　in　turn，　and　they　are　conservative

and　unconservative，　respectively．　　工n　both　cases，　safety　is　examined

by　calculating　the　system　failure　probability　with　an　analysis　of　all

the　modes．

　　　　　For　the　case　of　16　modes，　the　following　items　are　observed　from

Table　4．11．　The　approxirnate　method　requires　only　20　seconds　of　com－

putation　for　one　iteration，　while　the　colnplete　mode　design　requires
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　　　　　　　Table　4．11　　Nu皿erical　Results

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Fra皿e　Design

a）　Decomposition　Design　with　8　Basic

of　Two－Story　Single－Bay

Modes　（Vanmarcke，sM．　）

　七eratlon

mumber
x1 X2 X3 X4 Scaled

veight
Prob．　of
eailure

1 69．83 39．12 62．73 62．53 46，842 0．0159

2 75．95 43．26 71．00 71．78 52，398 0．0051

3 69．54 41．14 65．23 61．28 47，438 0．0137

4 74．12 ・41．34 67．55 67．64 50，132 0．0078

5 69．54 41．14 65．23 61．28 47，438 0．Ol37

6 74．12 4L34 67．55 67．65 50，132 0．0078

　　　　　　　　　　X1　～　X4　　：　　Design　Variables　（　Mornent　Resistances　【K－FT］　）

b）　Decomposition　Method　with　16　Basic　Modes　　（Vanrnarcke　’s　M．　）

Calculation　Time　　20　seC．／　lteration

c）　Entire　Mode　Design

Entire　　　．Deslqn

71．69 40．79 67．25 64．93 48，932 0．009993

Calculation　Time　　l50　sec．
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d）　Approxi皿ate　Design （　Using　Eq．（4．66）　）

Approx　　　・Deslgn

79．52 38．98 66．30 65．53 49，066 0．009956

Calculation　Time　　120　sec．

e）　Proposed　工terative　Design　Method

エビer．

mumber
X1 X2 X3 X4 Pfa Pf

Scaled
vei●ht

No．　of

aa8iC　Modes

1 63．02 33．54 6L38 62．20 0．01000 0．03716 44，628 4

2 55．63 67．75 58．40 49．97 0．02691 0．03887 46，350 4

3 9Lll 0． 91．03 91．91 0．00059 0．28290 54，808 4

4 69．83 39．12 62．73 62．53 0．01000 0．01592 46，842 8

5 71．28 42．85 68．30 67．72 0．00628 0．00791 50，030 8

6 74．39 3921 65．73 65．41 0．00799 0．01015 48，948 8

7 72．09 39．36 68．08 65．31 0．00783 0．01019 48，968 8

8 7Ll7 42．56 64．80 66．39 0．00783 0．00971 48，984 8

9 70．32 42．82 64．31 62．35 0．01000 0．01211 47，960 12

10 77．52 40．22 65．60 65．51 0．00825 0．00866 49，770 12

11 71．08 41．81 66．43 63．07 0．00954 0．01007 48，878 12

12 73．57 40．90 64．24 65．89 0．00946 0．01001 48，920 12

13 73．57 40．89 64．33 65．93 0．00947 0．00995 48，944 12

X．　：　Mean　Plastic　Mornent　of　Member　（K－FT　）
　1
　　　i　＝　1，　3　：　Beams　of　Upper　and　I、ower　Storles

　　　i　＝　2，　4　：　Columns　of　Upper　and　Lower　Stories

　　　Calculation　Tirne　　　　ll8　sec．
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150　seconds．　Also，　the　results　show　acceptable　values　on　weight，

though　the　obtained　values　are　slightly　different　in　design　variables

from　the　exact　values．　Among　the　feasible　designs，　the　second　design

shows　the　least　weight，　which　is　only　O．1　per　cent　heavier　than　the

entire　mode　design．　Other　designs　have　larger　failure　probabilities

than　this　design　in　spite　of　heavier　weights．　This　fact皿ay　ilnply

that　the　optimization　for　this　problem　is　very　sensitive　to　the　change

of　the　allowable　failure　leve1．　工t　may　also　imply　that　the　induced

constraint　surface　does　not　have　the　distinct　vertices　which　are　ob－

served　in　linear　programming　problems．　The　design　space　obtained　for．

a　two－variable　problem　indicates　this　tendency．　（　see　Fig．　4．19　）

　　　　　Taking　8　as　the　numer　of　basic　modes，　this　method　does　not　give

good　solutions，　for　which　the　iterative　procedure　is　terminated　after

four　cycles，　because　the　solutions　hitherto　bigin　to　diverge　as　shown

in　Table　4．11．　Then，　there　are　considerably　large　gaps　on　the　weights

of　the　upPer　and　lower　bounds．　The　accuracy　of　the　decomposition

method　is　explicitly　dependent　on　how　to　select　the　basic　modes．

Table　4．11（e）　presents　the　results　obtained　by　the　proposed　iterative

method．　The　design　starts　with　the　same　numb　er　of　basic　lnodes　as　that

of　the　independent　variables．　（　i．e．　4　）　After　three　iterations，　four

modes　are　newly　added　to　the　basic　modes．　After　five　more　cycles，　the

nu皿1）er　is　changed　to　12，　and　an　acceptable　design　is　generated　at　the

13th　cycle．　This　me亡hod　requires　118　seconds　in　computation，　but　the

calculation　ti皿e　can　be　reduced　by　starting　from　more　l）asic　modes．

The　first　three　steps　contribute　nothing　to　the　final　solution，　and

they　should　be　eliminated．　Also，　this　method　gives　a　good　design　with

only　8　basic　modes．　The　obtained　design　is　only　O．03　per　cent　heavier

than　the　entire　mode　design．　The　convergency　may　be　improved　by　intro－

ducing　the　rnodification　factor．

4．6　Mini皿iu－Weight　Design　of　Trussed　Syste皿s　with　Failure
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　57）－59）

　　　　Probability　Constraint

The　approximate　design　method　proposed　in　the　previous　section　is
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applicable　for　the　design　of　trussed　systems．　For　indeterminate　trusses，

the　failure　modes　can　be　formulated　in　the　same　fashion　as　that　of　rigid

frames．　　In　this　section，　the　truss　design　including　a　variation　of

geometry　is　investigated　on　the　basis　of　the　reliability　concept．

　　　　　Based　on　the　reliability　concept，　the　minimum－weight　design　of

trussed　systems　is　formulated　as

Find Ai’x

s口ch　　亡ha亡

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　■　　　　　　サ　　　　　　　

Z＝ρA三、A・叫L・fXノ→”ユnmp2ze （4．73）

Sロbjeσ亡　亡0

Pf　（Aゴ’x｢三Pf・
（4．74）

　　　　　　　　　　　　is　affected　by　the　values　of　cross　sectional　areas　andin　which　p
　　　　　　　　　　f

nodal　coordinates．

Since　the　above　design　problem　has　a　single　constraint　with　respect　to

the　system　failure　probability，　it　is　useful　to　employ　I．agrange，s

Inultiplier　method　as　the　optimization　scheme．　Then，　the　problem　can

be　rewritten　as

　　　　　　　　　　　　　　　Φ一z・（A・xノ＋λイPf　（A’xノーPf。ノ

∂Φ

ｴ
加莇

・・．λ∂Pf．。
　　　　　　　　　Bx∂x

∂z
　　　　　∂P

　　　　　　　f　＝0
＋λ
　　　　　∂A

（4．75）

∂A

　　　　　　　　　　　　　　BΦ

　　　　　　　　　　　　　　∂λ　　＝　Pf　－　Pfa　＝　O

where　Φ　and　λ　are　Lagrangean　and　I、agrange．s　multiplier，　respectively．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　60）

　　　　　For　statically　determinate　truss　problems，　H．　Switzky　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　presented

an　optimality　condition　which　contributes　to　the　minimum－weight　design．

The　failure　probability　of　statically　determinate　trusses　can　be
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’

approximated　for　the　case　where　the　failure　probability　of　each　member，

pfi・is　q・ite　small・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf＝ΣPfi　　　　　　（4・76）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i＝1

By　using　Eqs　（4．75）　and　（4．76），　the　partial　derivative　of　the　weight

with　respect　to　the　weight　of　the　i－th　me血ber　is　set　equal　to　zero．

This　results　in

　　　　　　　　　l、、｛・・λ・（pfa－、i、　pfY｝一・一λ㌶卜・（・・77）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．　　ヱ　　　　aPfゴ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・・λ＝9Z．　　　　　　（4．78）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

Eq．（4．78）　implies　that　at　an　overall　mini皿um　weight，　changes　in　the

failure　probability　of　each　member　are　proportional　to　its　change　in

weight，　and　that　this　ratio　is　independent　of　the　respective　members．

Furthermore，　if　it　is　assumed　that　the　ratio　of　the　weight　of　a　member

to　the　overall　weight　is　relatively　insensitive　to　the　overall　failure

probability，　the　following　relation　can　be　available　for　reducing　a

valuable　optimality　condition．

Z

ZΣ

Pf1

Z

ZΣ

Pf2

Eqs　（4．77）　and　（4．79）　are　satisfied　if

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pfi　　　　　Zゴ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pfa　　　　　　Z

Eq．（4．80）　indicates　that　a　minimum－weight　design　will

failure　probability　of　each　component　is　proportiona1

（4．79）

（4．80）

result　when　the

to　its　weight．

　　　　　By　using　the　optimality　condition　（　i．e．　Eq．（4．80）　）　at　each

design　step，　the　optimal　geometry　of　the　truss　can　be　approximately

sought　as　follows　：
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Step

Step

Step

Step

Step

Step

The　direction　S　can　be

member

Differentiating

　　　　　∂Z

　　　　　∂x

Then，　the

force　F

condition．

A

where

・Ass・…h・i…i・・g・・m…y（・…n・d・・…rd・・・・…1の）

2　　Perfor皿　the　structural　analysis　of　the　truss　with　the

　　　geo皿etry　determined　in　the　previous　step．

3　0btain　the　optimum　set　of　cross　sectional　areas　by　using

　　　the　calculated　values　of　member　forces　and　member　lengths．

4　　Search　for　the　most　effective　direction　in　the　design　space

　　　which　consists　of　nodal　coordinates，　and　calculate　the　dis－

　　　tanceαwith　the　aid　of　a　one－dimensional　optimization

　　　scheme．

5　Then，　the　improved　geometry　can　be　defined　as

　　　　　　　　　　　　　　Xσノ＝X「f’1ノ．α5　　　　　（4．81）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（1／

6　　工f　the　values　of　X　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　converge，　the　procedure　is　terminated．

　　　Otherwise，　return　to　Step　2　and　repeat　Steps　3　－　5．

　　　　　　　　　　　　　　　　easily　calculated　for　the　case　in　which　the

resistances　and　member　forces　have　normal　distributions．

　　　　　　　　　the　weight，

　　　　　　　　　　　　m　　　∂A．↓xノ　　　　　　　　　　　　　∂L．（x）

∵・｛、三、イ・考L・・‘X）　’　”・・（x）・・；ノ｝（4・82）

　　　cross　sectional　areas　A．（X）　can　be　expressed　by　the　member
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

i　（X／i・d・・ed　by　th・unit　l・ad・b・・ed・n　Swit・ky’・・pti・nality

　　　　　　　・。1．1。．・βみ一
　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　ユ　　　　　　　　　　　ユ
（x）

　　　　　　　　　　　　　　　，　・i．一β…・：㌦　　Fi　‘x’

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　　　　　　　　ユ

ーDS・i・（・）　　　　　　　　　（4・83）

VS’VR：the　mean　va1・…fthe　apPli・d　f・rce　a・d　m・mber
　　　　　　　ゴ

　　　　　　　　　　　resistance　of　the　i－th　皿ember

　2　　　2
σ5’　：th・vari・nce・・f　the　apPli・d　f・r・e　and　m・mber
　　　　　　　工

　　　　　　　　　　　resistance　of　the　i－th　member

　　　　　　　　　　　一ヱ
　　　　βゴ　ーΦ　　　　　　　　　　　　　（Pfai）
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pf。エ・・dΦr’ノd・・・…he　a11…b1・1・v・1　assigned　t°the　i－th　membe「

and　the　standard　normal　distribution　function，　respectively・

Using　Eq．（4．83），　the　weight　and　its　derivatives　can　be　found　to　be

　　　　　　　　　　　　m

　　　　　　　・一ρΣ・エ・エィ幻・i・（・）　　　　　　　（4・84）
　　　　　　　　　　　　工＝ヱ

9／．一，｛：口、1；i「xノ・、で・，・w／

　　J　　　　工＝1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　」

eLi　（x，

∂x．
　　フ

｝
ノ （4．85）

Numerical　Exam　les

　　　　　Consider　a　4－pane1　皿ode1，　where　the　member　resistances　and　apPIied

load　are　random．　Assume　now　that　both　of　the皿have　independent　nomal

distributions．　The　numerical　results　are　given　in　Table　4．12　and　Fig．

4・20，where　th…ed　mean　v・1…and・t・ndard　d・vi・ti・n・are　VR　＝2040

kg／・ゐ．一・・…k…。一・・4・kg／・・2・n・・S－・一σ・re・pecti…y・

AIso，　the　elnployed　allowable　level　of　failure　probability　is　O．04．

It　can　be　found　from　Fig．　4．20　that　the　geometry　obtained　by　the　proba－

bilistic　method　is　not　so　different　from　that　obtained　by　the　deter－

ministic　method．　That　is，　for　statically　determinate　systems，　both

methods　give　an　identical　optimal　geometry，　though　the　values　of　the

cross　sectional　areas　differ　solnewhat　fro皿　each　other．　It　should　be

noted　that　it　is　impossible　to　compare　both　methods　in　volume　because

the　employed　value　of　the　allowable　leve1，　0．04，　does　not　correspond

to　the　safety　factor　of　the　deterministic　approach．

　　　　　From　Table　4．12，　it　is　obtained　that　the　introduction　of　geoemtri－

cal　variations　presents　an　economic　design，　whose　volume　is　34．5　per

cent　less　than　the　Pratt　truss　with　a　fixed　geometry．　The　convergency

is　shown　in　Fig．　4．21．　This　shows　the　efficiency　of　the　proposed

皿ethod．　This　method　requires　only　7　seconds　to　reach　the　optimum　point．

Though　the　convergency　depends　on　the　initial　values，　the　search　proce－

dure　was　teminated　at　the　5th　step．　The　results　for　some　design　cases

are　given　in　Table　4．13．　The　truss　becomes　heavier　as　the　value　of　the

allowable　level　becomes　smaller．　However，　all　geometries　obtained　for

these　conditions　show　no　distinct　difference．　Next，　the　buckling　effect

is　taken　into　account．　　The　resulting　geometry　is　shown　in　Fig．　4．22．
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Table　4．12　　Numerical　Results　of　4－Panel　Mode1

Pratt』 VarUめ1e　Gg㎝e

㌔｛㎝2） 8．66 9．61

ち 8．66 8．98

㌧ 11．76 4．99

A4 0．0002 0．0002

A5 8．66 0．49

A6 16．64 8．93

A7 11．76 7．15

㌔ 8．66 4．96

Ag 0．0002 4．41

Pf 0．04 0．04

v。1囎　（㎝3｝ 169101 112581
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This　shows　a　tendency　similar　to　that　of　the　deterministic　method．

4．7　　Conclusions

The　safety　analysis　and　mini皿u皿一weight　design　of　fra皿ed　structures

are　studied　by　using　the　failure　probal）ility　as　a　measure　of　safety．

The　improvements　on　the　upper　and　lower　bounds　of　a　system　failure

probability　are　attempted　by　considering　the　correlations　between　two

or　three　failure　events．　With　the　aid　of　the　fiducial　statistics　or

Bayesian　decision　theory，　the　effect　of　statistical　uncertainty　with

respect　to　the　sa皿pling　on　the　estimation　of　failure　probability　is

investigated．　Based　on　the　deco皿position　technique，　an　apProximate

design皿ethod　is　proposed　to　reduce　the　computational　load・　Also，　a

variation　of　geometry　is　treated　in　the　design　of　truss，　in　which　both

the　me血ber　strength　and　the　applied　load　are　considered　to　be　random．

Main　results　derived　from　the　study　in　this　chapter　are　as　follows　：

1）

2）

3）

Aconsiderably　exact　estimation　of　failure　probability　can　be

made　for　indeterminate　structural　systems，　using　the　proposed

皿ethod　which　takes　the　correlation　between　every　two　modes　into

account．　　This　method　is　considered　useful　for　practical　co皿put－

ations，　on　account　of　less　calculation　load　and　the　security　of

conservative　evaluation　of　failure　probability．

A　simple　mathematical　model　proposed　herein　proves　to　be　acceptable

for　the　rigid　framed　structures．　Avery　close　failure　probability

can　be　obtained　by　considering　the　effect　of　three－events－occurrence

on　the　average．　However，　this　model　seems　to　be　more　suitable　for

examining　the　availability　of　the　proposed　method　presenting　an

upper　bound，　because　it　consists　of　relatively　complex　procedures．

工t　is　confirmed　that　statistical　uncertainty　can　not　be　ignored　in

the　evaluation　of　failure　probability．　Bayesian　decision　theory

enables　to　combine　the　inforrnation　obtained　fro皿　sampling　or　exper－－

iments　with　the　engineering　judgements．　1｛owever，　it　is　difficult

to　apply　Bayesian　decision　theory　for　all　design　cases，　though　it

is　of　practical　use　to　apPly　for　the　case　where　little　information

一145一



、

4）

5）

6）

）7

is　available．

Considering　the　effect　of　sampling　number　on　the　accuracy　of　the

analysis　of　failure　probability，　the　significance　of　information

caDn　b・q・・ntit・tiv・1y　rec・g・i・ed・By　i・t・・d・・i・g　th…ncept・f

risk　analysis，　the　optimum　number　of　sampling　or　experiment　can　be

examined．

By　taking　the　failure　probability　as　the　measure　of　safety，　the

minimum－’w・ight　d・・ign・an　be　reduced　t・amath・mati・a1　P・・gra㎜ing

problem　with　a　si　ngle　constraint，　or　to　an　unconstrained　optimiza－

tion　problem．　Many　designs，　whose　weights　are　very　close　亡o　the

optimum　one，　are　obtained　through　the　opti皿ization．　This　can　be

seen　in　the　deterministic　bridge　design　with　the　deflection　con－

straint．　　If　these　designs　are　accepted　as　approximnate　solutions，

the　minimum－weight　design　wil1　1）ecome　simple　and　practical　by

utilizing　the　advantage　that　many　various　constraints　can　be　reduced

to　one　conStraint．

The　use　of　the　decornposition　technique　makes　the　proposed　analysis

method　effective　in　the　redesign　procedure．　The　classification　of

failure　modes　can　clarify　their　contributions　to　the　system　failure．

Conservative　apProximate　designs　can　be　obtained　by　using　Parts　of

possible　modes．　If　a　sufficient　number　of　modes　is　taken　as　basic

modes，　the　iterative　scheme　proposed　by　E．　Vanmarcke　is　considered

to　be　suitable．　　It　can　save　the　core　size　and　make　the　calculation

inexpensive．　The　iterative　method　proposed　herein　has　similar

merits．　This　method　is　superior　to　Vanmarcke　t　s　method　with　regard

to　convergency　and　applicability．　There，　the　modified　allowable

failure　level　is　forced　to　converge　and　the　apPropriate　number　of

basic　modes　is　sought　for　in　the　program．

By　use　of　the　optimality　condition　presented　by　H．　Switzky，　the

optimal　geometry　can　be　easily　obtained　for　statically　determinate

trusses　in　which　the　member　strength　and　the　applied　load　are

random．　Then，　the　obtained　geometry　is　almost　same　as　that　of　the

deter皿inistic　design．

一146一



References　for　Chapter　4

1）The　Task　Co㎜ittee　on　Structural　Safety　of　the　Administrative

　　　　Committee　on　Analysis　and　Design　of　the　Structural　Division，

　　　　曹lStructural　Safety－ALiterature　Review’，，　Proc．　ASCE，　ST4，

　　　　Apr．，　1972，　pp845－884

　2）Ang，　A．　H－S．　and　Ellingwood，　B．　R．，　tt　Critical　Analysis　of

　　　　Reliability　Principles　relative　to　Design　lt，　Proceedings　of　the

　　　　First　工nternational　Conference　on　Applications　of　Statistics

　　　　and　Probability　to　Soil　and　Structural　Engineering，　Hong　Kong，

　　　　Sept．，　1971，　pp1－15

　3）Freudenthal，　A．　M．，　tt　Safety　of　Structures　Il，　Trans．　ASCE，

　　　　Vol．112，　1947，　pp125－180

　4）Freudenthal，　A．　M．，’，　Safety　and　the　Probability　of　Structural

　　　　Failure’，，　Trans．　ASCE，　Vo1．121，　1956，　pp1337－1375

　5）Freudentha1，　A．　M．，「l　Safety，　Reliability　and　Structural　Design，．，

　　　　Proc．　ASCE，　ST3，　March，　1961，　pp1－16

6）Julian，0．　G．，”Synopsis　of　First　Progress　Report　of　Comrnittee

　　　　on　Factors　of　Safety　t「，　Proc．　ASCE，　ST4，　July，　1957，　pp1316（1）－

　　　　1316（22）

　7）　1、eve，　H．　L．，　tl　Reliability　Framework　for　Structural　Design　”，

　　　　Proc．　ASCE，　ST4，　Aug．，　1963，　pp315－332

　8）　Broading，　W．　C．，Diederich，　F．　W．　and　Parker，　D．　S．，　”　Structural

　　　　Optimization　and　Design　Based　on　a　Reliability　Design　Criterion，1，

　　　　J・　of　Spacecraft，　Vo1．1，　No．1，　Jan．，　1964，　PP56－61

　9）　Ang，　A．　H－S．　and　Amin，　M．，　1，　Safe亡y　Factors　and　Probability　in

　　　　Structural　Design　，，，　Proc．　ASCE，　ST7，　July，　1969，　pp1389－1405

10）　Brown，　C．　B．，　tf　Concepts　of　Structural　Safety　’1，　Proc．　ASCE，

　　　　STI2，　Dec．，　1960，　pp39－59

11）　Benjamin，　J．　R．，　tT　Probabilistic　Structural　Analysis　and　Design　，1，

　　　　Proc．　ASCE，　ST7，　July，　1968，　pp1665－1679

12）　Ang，　A・　H－S．　and　Amin，　M．，　11　Reliability　of　Structures　and

　　　　Structural　Systems　tt，　Proc．　ASCE，　EM2，　Apr．，　1968，　pp671－691

13）　Ang，　A．　H－S．，　冒冒Extended　Reliability　Basis　of　Structural　Design

　　　　under　Uncertainties　tl，　Paper　for　Presentation　at　the　SAE！AIAA／

　　　ASME，　9th　Reliability　and　Maintenability　Conference，　Detroit，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－147一



　　　　Michigan，　July，　1970

14）　Ellingwood，　B．　R．　and　Ang，　A．　H－S．，　tv　A　Probabilistic　Study　of

　　　　Safety　Criteria　for　Design　tl，　Tech．　Rep．　Univ．　of　工11inois，

　　　　June，　1972

15）　Ang，　A．　H－S．，　tT　Structural　Risk　Analysis　and　Reliability　Based

　　　　Design　，1，　Proc．　ASCE，　ST9，　Sept．，　1973，　pp1891－1909

16）．Ellingwood，　B．　R．　and　Ang，　A．　H－S．，　t「Risk－Based　Evaluation　of

　　　　Design　Criteria　tt，　Proc．　ASCE，　ST9，　1974，　ppl771－1787

17）Freudentha1，　A．　M．，　Garrelts，　J．　M．　and　Shinozuka，　M．，　tt　The

　　　　Analysis　of　Structural　Safety”，　Proc．　ASCE，　ST1，　Feb．，　1966，

　　　　pp267－325

18）　Veneziano，　D．，　「t　A　Theory　of　Reliability　which　Includes　Statistical

　　　　Uncertainty　tt，　Proceedings　of　the　2nd　工nternational　Conference　on
　t

　　　　Applications　of　Statistics　and　Probability　in　Soil　and　Structural

　　　　Engineering，　Aachen，　F．R．Germany，　Sept．，　1975，　pp231－249

19）　Yao，　J．　and　Yeh，　H．，　「f　Forrnulation　of　Structural　Reliability　tt，

　　　　Proc．　ASCE，　STI2，　Dec．，　1969，　pp2611－2619

20）　Shinozuka，　M．，Yao，　J．　and　Nishimura，　A．，tt　On　the　Reliability　of

　　　　Redundant　Structures　tt，　Proceedings　of　the　6th　International

　　　　Sylnposium　on　Space　Technology　and　Science，　Tokyo，　Dec．，　1965

21）　Hoshiya，　M．，　tt　Reliability　of　Redundant　Cable　System，，，　Proc．

　　　　ASCE，　ST11，　Nov．，　1971，　pp2773－2776

22）Hoshiya，　M．，’，　Monte　Carlo　Evaluation　of　Safety　of　lndeterminate

　　　　Structure　lt　）　Proc．　JSCE，　No．205，　Sept．，　1972，　ppl47－154

23）　Konishi，　工．，　Shiraishi，　N．，　Taniguchi，　T．　and　Furuta，　H．，　et

　　　　Structural　Analysis　and　Design　of　Rigid　Frames　Based　on　Plastic

　　　　Theorem　t1，　The　Memoirs　of　the　Faculty　of　Engineering，　Kyoto　Univ．，

　　　　Vo1．37，　Part　4，　0ct．，　1975，　pp219－236

24）　Ishikawa，　N．，　tl工terative　Optimal　Plastic　Design　of　Steel　Frames　tt，

　　　　Proc．　JSCE，　No．237，　May，　1975，　pp109－119

25）　Stevenson，　J．，　’，　Reliability　Analysis　and　Optimu皿Design　of

　　　　Redundant　Structural　Systems　with　ApPlication　to　Rigid　Frames　tT，

　　　　AThesis　submitted　to　Case工nstitute　of　Technology，1968

26）　Cohn，　M．　（Editor），　，，　An　Introduction　to　Structural　Optimization

　　　　Study　No．1　tt，　Solid　Mechanics　Division，　Univ．　of　Waterloo，　1969

一148一



27）

28）

29）

30）

31）

32）

33）

34）

35）

36）

37）

38）

39）

40）

Jorgenson，　J．　L．　and　Goldberg，　J．　E．，　lt　Probability　of　Plastic

Collapse　Failure　vt，　Proe．　ASCE，　ST8，　Aug．，　1969，　pp1743－1761

Castiati，　E．　and　Sacci，　G．，　110n　the　Reliability　Theory　of　the

Structures　le，　Meccanica，　Dec．，　1974，　pp291－298

Moses，　F．，　fl　Reliability　of　Structural　Systems　tt）　Proc．　ASCE，

ST9，　Sept．，　1974，　ppl813－1819

Augusti，　G．　and　Baratta，　A．，tt　I．imit　Analysis　of　Structures　with

Stochas亡ic　Strength　Variations　”，　J．　of　Structural　Mechanics，

Vo1．1，　（1），　1972，　pp43－62

Kawata，　Y．　et　a1，「t　Exercises　of　Mathematical　Statistics　（　Suri

Tokei　Enshu　）　，㌧　Shokabo　Publishing，　1962　　　　（　in　Japanese　）

Shiraishi，　N．　and　Furuta，　H．，　T「Safety　Analysis　and　Minimum－

Weight　Design　of　Rigid　Frarnes　Based　on　Reliability　Concept　“t，

The　Memoirs　of　the　Faculty　of　Engineering，　Kyoto　Univ．，Vo1．

XI．工，　Part　4，　0ct．，　1979，　pp474－497

Corne11，　C．　A．，　tt　Bounds　on　the　Reliability　of　Structural　Systems　l㌧

Proc．　ASCE，　ST1，　Feb．，　1967，　ppl71－200

Tichy，　M．　and　Vorlicek，　M．，　tt　Safety　of　Reinforced　Concrete　Framed

Structures　tl，　International　Symposium　on　the　Flexural　Mechanics

of　Reinforced　Concretes，　Miami，　Fla．，　Nov．，　1964，　pp53－84

Tichy，　M．　and　Vorlicek，　M．，lt　Statistical　Theory　of　Concrete

Structures　”，　工rish　University　Press，　Shannon，　1972

Moses，　F．　and　Kinser，　D．，　，’Optimu皿Structural　Design　with

Failure　Probability　Constraints　，，，　A工AA　Journal，　Vo1．15，　No．6，

June，　1967，　pp1152・－1158

Moses，　F．　and　Kinser，　D．，　et　Analysis　of　Structural　Reliability　fl，

Proc．　ASCE，　ST5，0ct．，　1967，　ppl47－164

Moses，　F．，　’，　Sensitivity　Studies　in　Structural　Reliability　”，

Chapter　l　of　Structural　Reliability　and　Codified　Design　（Editor

N．C．Lind），　Solid　Mechanics　Division　No．3，　Univ．　of　Waterloo，

1970，　pp1－17

Baba，　S．，　Nakagawa，　N．　and　Naruoka，　M．，　，l　Reliability　Analysis

with　Uncertainties　of　the　Measured　Values　tt）Proc．　JSCE，　No．254，

1976，　ppl－11　　　　　　　　　　　（　in　Japanese　）

Fuj　ino，　Y．，　11　Discussion　to　Reliability　Analysis　with　Uncertainties

of　the　Measured　Values　tt，　Proc．　JSCE，　No．268，　1977，　pp193－133

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－149一



41）

42）

43）

44）

45）

46）

47）

48）

49）

50）

51）

52）

53）

　　　（　in　Japanese　）

Ang，　A．　H－S．　and　Tang，　W．　H．，　tt　Probability　Concepts　in

Engineering　Planning　and　Design，　Volume　1　：　Basic　Principles　tt，

John　Wiley　and　Sons，　Inc．，1975

Benja皿in，　J．，　”　Probab・ilistic　Models　for　Seismic　Force　Design　tt，

Proc．　ASCE，　ST5，　May，　1968，　pp1175－1195

Tu「k・t「a・C・J・・Tt　ApPli・ati・…　f　B・y・・i・n　Deci・i・n　Th・・ry　tt，

Structural　Reliability　and　Codified　Design　（Editor　：N．C．Lind），

Study　No・3，　Univ・　of　Waterloo，　1970，　PP49－71

Cornell，　C．　A．，　tt　Bayesian　Statistical　Decision　Theory　and

Reliability－Based　Design　tT，　（Editor　：A．M．Freudentha1　），

Pergamon　Press，　1969，　pp47－68

Fuj　ino，　Y・　and　I・ind，　N・　C・，　Tf　Proof－Load　Factors　and　Reliability，1，

Proc．　ASCE，　ST4，　Apr．，　1977，　pp853－870

Veneziano，　D．，　Meli，　R．　and　Rodriguez，　M．，　tT　Proof　Loading　for

Target　Reliability　le，　Proc．　ASCE，　STl，　Jan．，　1978，　pp79－93

Shinozuka，　M．，　tl　Method　of　Safety　and　Reliability　Analysis　ll，

（Editor　：A・M・Freudenthal　）　工nt．　Conf．　of　Structural　Safety　and

Reliability，　Pergamon　Press，　1969，　pp11－45

Shinozuka，　M．，　tl　Structural　Safety　and　Optimum　Proof　Load　tt，

Symposium　on　Concepts　of　Structural　Safety　and　Methods　of　Design，

IABSE，　1・ondon，　Sept．，　1969，　PP47－57

Konishi，　L，　Kitagawa，　T．　and　Katsuragi，　M．，　tl　Structural

Reliability　Analysis　Considering　Strength　Assurance　Level　fl，　（

Editor　：A．M．Freudenthal　et　a1　），　Reliability　Approach　in

Structural　Engineering，　Maruzen，　1975，　pp91－104

Shiraishi，　N．，　Furuta，　H．，Nakano，　M．　and　Goto，　K．，’，　A　Consider－

ation　on　Structural　Reliability　Analysis　Based　on　Bayes　Theorm　tt，

Annual　Meeting　of　JSCE，　Kansai　Branch，　1－54，　1978　　（　in　Japanese　）

Konishi，　1．　and　others，　1‘Reliability　and　Safety　of　Steel

Structures　tt，　JSSC，　Vol．13，　No．144，　1977，　PPI－40　　（　in　Japanese　）

Vanmarcke，　E．　H．，　tl　Risk　and　Decision　in　Engineering　for　Natural

Hazards　Protection　，’，　Joint　U．S．－S．E．　Asia　Symposium　on　Engineering

for　Natural　Hazards　Protection，　Manila，　Phillipine，　Sept．，　1977

Hilton，　H．　and　Feigen，　M．，　tf　Minimum　Weight　Analysis　Based　on

一150一



54）

55）

56）

57）

58）

59）

60）

Structural　Reliability　tl，　J．　of　Aerospace　Science，　Vo1．27，　No．9，

Sept．，　1960，　pp641－652

Ridha，　R．　and　Wright，　R．，　，1　Minimum　Cost　Design　of　Frames　tt，

Proc．　ASCE，　ST4，　Aug．，　1967，　pp165－183

Shiraishi，　N．，Taniguchi，　T．　and　Furuta，　H．，’，　A　Consideration

on　Optimum　Design　of　Rigid　Frames　Based　on　Reliability　Theory　tt，

Annual　Meeting　of　JSCE，　Kansai　Branch，　工一23，　1976　（　in　Japanese　）

Vanmarcke，　E．　H．，　lt　Matrix　Forrnulation　of　Reliability　Analysis

and　Reliability－Based　Design　lt，　Int．　J．　of　Computers　and　Structures，

Vo1．3，　1971，　pp757－770

Kalaba，　R．，　tt　Design　of　Minimum－Weight　Structures　for　Given

Reliability　and　Cost　lt，　J．　of　Aerospace　Sciences，　Vo1．29，　Sept．，

1962，　pp355－356

Switzky，　H．，　tl　Minimum　Weight　Design　with　Structural　Reliability　tt，

AIAA　5th　Annual　Structures　and　Materials　Conference，　1964，　pp316－

．322

Ghis亡a，　D．，　tl　Structura1　0ptimization　with　Probability　of　Failure

Constraint　tT　NASA　TN－3777，　1966，　pp1－15

Switzky，　H．，　t「Minimum　Weight　Design　with　Reliability　tt，　J．　of

Aircraft，　Vol．2，　May－June，　1965，　pp228－232

一151一



Chapter　　5　　Safety　Index　and　工ts　Application　to

　　　　　　　　　　　　Reliability　Analysis

5．l　　Reliability　Analysis　Based　on　Second－Moment　First－Order

　　　　　ApProximation

　　　　　It　has　been　widely　recognized　that　probability　theory　provides　a

more　accurate　engineering　representation　of　reality．　Namely，　uncer－

tainties　in　structural　performance，　which　are　due　to　the　uncertainties

involved　in　apPlied　forces　and　in　structural　resistances，　can　be

analyzed　rationally　only　with　probability．　The　classical　reliability

theory　in　which　the　failure　probability　is　used　as　the　measure　of

safety　had　l）een　developed　on　the　basis　of　pure　probability　theory，

and　its　theoretical　fra皿ework　was　already　established　in　l960．s．

　　　　　Despite　of　the　various　advantages　in　the　safety　analysis　and

design，　this　apProach　has　not　been　explicitly　adopted　as　a　basis　f6r

the　standard　structural　practice　in　civil　engineering．　As　C．　A．　Corne11
，。i。・。d。。・1），，h。。e　are　severa・P。。b・。。。　whi。h。b。t。。。t　th。　d。v。、。p．

皿ent　of　probability－based　design　in　civil　engineering．　　Those　obstacles

are　related　with　the　characteristic　properties　of　civil　engineering

design　：

1．The　uncertain　factors　include　those　about　which　there　is　imcomplete

　　knowledge　and　those　for　which　the　engineering　analysis　is　possible

　　but　not　economically　justified．

2．Much　of　uncertainty，　which　is　of　a　fundamentally　nonstatistical

　　nature，　takes　a　quite　important　role　in　the　performance　predictions

　　of　civil　engineering　structures．

3．The　new　design　code　will　presumably　afford　some　minor　increase　in

　　complexity　over　present　codes．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2）3）

　　　　　In　order　to　remove　the　above　problems，　C．　A．　Cornell　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　proposed

a　new　reliability　approach　called　the　second－moment　first－order

approach．　工n　this　approach，　all　uncertainties　are　treated　in　a　uniform

manner，　namely　the　simplest　and　most　familiar　measures　of　dispersion　：

standard　deviations　or　coefficie’nts　of　variation．　As　the　measure　of
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safety，　he　used　the　safety　index　which　is　determined　solely　from　the

皿eans　and　the　standard　deviations　or　coefficients　of　variation．

Because　of　the　simplicity，　flexibility　and　easiness　of　treatment，　this

approach　has　been　proven　greatly　adaptable　to　applica亡ion　in　practical

structural　design　codes　and　are　being　i皿plemented　in　several　independent
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4）－6）

code　systems　in　North　America　and　Europe．

　　　　　However，　the　code　formats　using　the　safety　index　suffered　to　a

greater　or　smaller　degree　from　arbitrariness，　1ack　of　invariance　under

a　change　of　forlnulation　of　the　failure　criteria　consistent　with　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　7）8）

laws　of　algebra　and　mechanics．　A．　M．　Hasofer　and　N．　C．　Lind

presented　a　new　definition　of　safety　index，　by　which　the　ll　invariance　vl

problern　is　a1皿ost　overcome．　By　use　of　their　definition　of　safety　index，

fundamental　characteristics　of　safety　index　is　studied　here，　placing

attention　on　the　following　subjects　：　the　physical　and　probabilistic

significance　of　safety　index，　the　effect　of　statistical　uncertainty　on

the　safety　indeX，　the　calculation　of　safety　index　for　the　case　with

many　possible　failure　modes．

5．2　　The　Influence　of　Statistical　Uncertainty　on　Safety　lndex

　　　　　In　general，　structural　safety　is　examined　in　the　following，1）y

using　structural　resistance　R　and　load　effect　S．

where
Z＝　R－S

Z　＞　0　：　safe　condition

Z　＜　0　：　failure　condition

（5．1）

C．A．　Cornell　called　Eq．（5．1）　lt　safety　margin　1’and　also　defined　the

safety　index　βby　means　of　the　mean　valueμz　and　the　standard　deviation

σZ°f・af・ty　ma・gi・Z・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　β一μ，／・、　　　　　（5・2）

Supposing　that　R　and　S　are　statistically　independent　of　each　other，

β　can　be　calculated　as　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・

β一・・。一・。，／／可 （5．3）
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　　　　　　　2
　　　　　　　　　in　Eqs　（5・2）　and　（5．3）　represent　the　population皿ean　andPandσ
population　variance，　which　should　be　prol）abilistically　estimated　from

a　lot　of　samples　or　data．　　It　is，　however，　impossible　to　collect　a

sufficient　numb　er　of　available　data　for　estimating　the　characteristics

of　the　structural　resistances　and　the　applied　forces　in　the　field　of

civil　engineering．　Then，　the　population　means　and　variances　ought　to

be　esti皿ated　by　use　of　the　means　and　variances　of　the　measured　data．

工f　the　number　of　available　data　is　quite　sma11，　the　value　of　safety

index　calculated　by　Eq．（5．3）　becomes　unreliable　on　account　of　the　errors

involved　in　the　estimation　of　the　characteristics．　The　concept　of　the
fid。。i。・。t。，i。ti。。g）10）ca。　be　c。n。idered。。ef。1，。　d。a、。i，h。。。h

statistical　uncertainties　in　the　calculation　of　safety　index．

　　　　　The　probability　density　functions　of　the　population　mean　and

variance　including　the　effect　of　statistical　uncertainty　can　be　obtain－

ed　by　using　the　fiducial　statistics，　because　it　treats　the　characteris－

tics　of　population　as　variables　different　from　usual　classical　statistics．

Supposing　that　a　random　variable　X　is　normally　ditributed，　the　proba－

bility　density　function　of　X　is

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　、　　　（・一・。ノ2

　　　　　　　　　　　　f・イxノ＝砧exp↓1－55］・1”　）（5・4）

・・w…坤。・…Z　are　c・n・idered・・be　u・k…・

If　η　independent　samples　are　obtained　from　a　population　of　X，　the
　　　　　　　　　　　－　　　　　　　　　　　　　　　　　2

：二lpl；二蒜㌶1・1：1’1㌔ご蕊1：・：蕊。1二i；≡

and　X－distribution　X〔n－1），　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　respectively．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　the　joint　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　proba－　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Then，

bility　density　function　of　x　and　S　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　can　be　expressed　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x

コヲ偽βX
㌃

1

where

c＝

2X

σ

團㌦・－2ξ

n／22

2n／2－1／Trα。．ユ〃2ノ

｛一　　2　2（x－Ux）＋Sx｝）（…）

（5．6）

r（・ノ：gamma　function
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By　use　of　the　fiducial　statistics，　Eq．（5．5）　can　be　transfor皿ed　to　the

」°int　density　functi°・°f　VX　a・dσX　with　the　ex・h・ng・・f　dX°d5〆SX

and　dUx’dσ〆σx・

・・。，㌦・一調之r－2‡呼弓｝ノ（…）

　　　　　When　the　structural　resistance　R　and　load　effect　s　are　independent

and　norma．11y　distributed・　the　safety　margin　Z　（Eq・（5・1））　is　also　nor皿a1－

ly　dist「ib・ted・Then・the　j°int　p「・bability　d・n・ity　f…ti°・・f　YZ　a・d

σZ・和z’σzでVZ’σZノ・・a・b・・bt・i・・d　i・th・・am・f・・m・・Eq・（5・7）・by

「ep1・・i・g　X　with　Z・Fu「therm・re・pe「f・mi・g　th・tran・f・rm・ti…f（VZ’

σZ）　to　（β，σZ），　the　joint　probability　density　function　of　β　and　σZ　can　be

obtained　as　follows　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　arμz’σz／

fβ，・ノβ’σ・ノ＝f・、，・、（U・’σノ　・イβ，・、ノ

　　　　　　　　　　　　　　ー・・≒｛；；〕之イーS・｛（7一β・・）…i｝ノ（…）

The@probability　density　function　of　β，　fβrβノ，　can　be　calculated　by

i・t・grati・g　Eq・（5・8）with　resp・・t　t・σZ・

・β一・C∫
f團㌦・r－1．・｛（7一β・・古・；｝，…（…）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2
Using　Eq．（5．9），　the　Inean　and　variance　of　safety　index，　1．kβ　and　σβ，　can

be　obtained．　However，　the　integration　of　Eq．（5．9）　can　not　be　perfor皿ed

in　closed　form，　so　the　actual　calculation　must　depend　on　a　numerical

integration　which　is　often　prohibitive　and　time－consulning．

For　the　reason，　it　is　convenient　to　investigate　the　effect　of　statis－

tical　uncertainty　on　safety　index　with　the　aid　of　the　first　order

approximation．　Using　the　first　order　approximation，　the　expected　value

and　variance　of　β　can　be　expressed　as

　　　　　　　　　　　　　　研β1－Etμ、1／・t・、1　　　　　　（5・1°）
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ヱ　　　　　　　　E印Z12

　　　　　　　　　　Var　tβ1　＝　　　　　　　2　VarfVz1　＋　　　　　　　4　　Va「tσZ1　　　　（5・11）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Etσz］　　　　Etσzl

in　which　the　expected　val・e・and　vari…e・・f　p、・・dσ、　are・bt・i・・d

by　use°f　the　p「°bability　d・n・ity　f・n・ti・n・・f　VZ　and　UZ・

f・、…，・・，S

　　　　　　　　　　　　　1
fσz「σ・）　一　cσ　gE

｛」＋

一　　　2
　　　Zノ（Z－P

｝

一n／2

2Z

5

園η6。r一鰺

（5．12）

（5．13）

where

c　　＝
　T．i

r　（n／2）

c　　＝
　σ

石　η一ヱ

E（UZ］

　ヅxJi「　r（rη一ユノ／2ノ

＝7

Et・，1－・、／；、：

，

rイ刀／2－1ノ

r（（n－1）／2）

h　n’3r侮ヱ〃2，
（5．14）

（5．15）

・・rtv，1－sE／イη一3ノ

Var［・、」一・；・。≒一；｛P（n／2一ヱノr（イη一1ノ／2ノ｝21

（5．16）

（5．17）

（5．18）

Substituting　Eqs　（5．15）　一　（5．18）　to　Eqs　（5．10）　and　（5．11），　the　expected

value　and　variance　of　β　can　be　calculated．

　　　　　L・t’sc・n・ider・h・・7－…kg／・・2　an・・、一…kg／・m2　are・b・・…d

as　the　sample　mean　and　standard　deviation，　respectively．　Then，　using

Eq．（5．9），　the　probability　density　function　of　β　is　obtained　as　shown　in

Fig．　5．1．　Table　5．l　presents　the皿eans　and　standard　deviations　of　β

calculated　by　using　the　obtained　probability　density　function　and　the

first　order　approximation．　These　results　indicate　that　the　effect　of

statistical　uncertainty　is　large　when　the　number　of　measured　data　is
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2 20 3．66991 0．78944 3，564 0，656

3 30 3．71389 0．65242 3，648 0，532

4 40 3．73767 0．56621 3，689 0，459

5 50 3．75208 0．50678 3，713 0，410

6 60 3．76170 0．46281 3，729 0，373

7 70 3．76853 0．42860 3，741 0，345

8 80 3．77367 0．40101 3，750 0，323
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small．　　This　implies　that　the　safety　index　should　be　underestimated　for

th・・a・e　where　a　larg・number・f　d・t・i・n・t・v・ilab1・．　Acc・rding　t・

the　increase　of　the　numb　er　of　data，　σ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　becomes　smaller．　This　means
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　β

that　tl｝e　safety　index　calculated　by　Eq．（5．2）　becomes　more　reliable　as

the　nuロiber　of　data　increases．　　In　this　case，　the　dispersion　of　β　tends

to　converge　when　n　exceeds　70．　The　first　order　approximation　gives　a

considerably　good　estimation　for　the　mean　value，　whereas　it　gives　a

somewhat　small　value　for　the　vdriance．　It　can　be　considered　that　the

first　order　approximation　is　useful　for　examining　the　effect　of　statis－

tical　uncertainty，　because　it　requires　less　calculation．

　　　　　As　described　before，　the　fiducial　statistics　is　useful　for　the

estimation　of　safety　index　for　a　case　in　which　statistical　uncertainty

is　unavoidable．　However，　it　is　sometimes　difficult　even　to　obtain

rough　estimates　of　parameters，　when　the　number　of　available　data　is

quite　sma11．　In　this　case，　the　safety　index　should　be　estimated　to　so皿e

extent　by　Ineans　of　engineering　judgements，　which　are　based　on　the　inspi－

rations　and　experiences　of　engineers．　Then，　such　engineering　judgements

should　be　combined　with　the　obtained　statistical　data．　To　do　this，

convenient　is　Bayesian　decision　theory　in　which　engineering　judgements

are　reflected　in　the　deter皿ination　of　the　prior　distribu亡ion　and　the
lik。lih。。d　f。n。ti。n．11）－13）

　　　　　When　a　random　variable　Z　is　normally　distributed，　Bayesian　decision

theory　presents　the　similar　equations　to　Eqs　（5．15）　一　（5．18）　for　estimat－

ing　the　characteristics　of　Z．　However，　simplification　can　possibly　be

achieved　only　when　appropriate　distributions　of　the　characteristics　are

chosen　by　corresponding　to　the　underlying　random　variable．　Namely，　if

a　t’conjugate　tf　of　the　distribution　of　the　underlying　random　variable

is　chosen，　a　posterior　distribution　can　be　obtained．　Otherwise，　mathe－

matical　complications　are　unavoidable．　For　this　reason，　a　more　simpli－

fied　manner　is　necessary　to　introduce　both　statistical　uncertainty　and

engineering　judgements　into　the　safety　analysis．
　　　　　・．H－・A・g14）・tt・m，・・d・。・reat　th。se　effec，。　by・。，．。d。。i。g　a

correction　factor，　such　that

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　A
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x　＝　N　　x　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．19）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　x
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where X　　：　randoln　variable

2　　：　prediction　model　of　X

NX：c°「「ecti・n　fact・・

As　he　mentioned，　his　for皿ulation　is　i皿Plicitly　based　on　the　philosophy

of　Bayesian　probability．　Fig．　5．2　shows　the　relationships　between　Ang・

smethod　and　Bayesian　treatment．　It　is　seen　that　statistical　uncertainty

can　be　included　in　the　correction　factor　and　that　the　effects　of　other

engineering　uncertainties　on　safety　index　can　be　grasped．

　　　　　The　above　comparison　implies　that　it　is　convenient　to　take　the

sta亡istical　unce「tainty　into　account　l）y　using　the　correction　factor，

ans　also　to　perform　the　safety　analysis　by　using　the　performance　function

including　the　correction　factor．　且owever，　it　should　be　noted　that　more

sufficient　examinations　are　necessary　for　the　use　of　the　simplified

method　proposed　by　A．　Ang，　because　simplifications　generally　involve

some　large　assumptions．　　Then，　the　strict　treatment　described　before

takes　an　i皿portant　role　in　checking　the　availability　of　Ang，s　method．

5．3　　Safety　工ndex　and　Correction　Factor

　　　　　B・f。re・．　Di・・。vese。15），・．　Li。d4）。nd。，her。　p。i。、。d。。，，　i，　waS

widely　believed　that　all　second－moment　formats　were　mutually　consistent

in　the　simple　sense　that　the　same　safety　margin　could　be　prescribed．

However，　Cornellts　for皿at　used　in　the　previous　section　was　found　to

prescribe　relatively　large　safety　margins　if　the　resistance　is　highly
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　16）

dispersed，　and　as　an　alternative，　Rosenblueth　and　Esteva，s　fomat
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　7）

gave　appreciably　smaller　values．　A．　M．　Hasofer　and　N．　C．1、ind　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P「e－

sented　a　new　definition　of　safety　index　to　remove　the　inconsistency

due　to　the　lack　of　invariance　under　a　change　of　formulation　of　the

failure　criteria．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　7）

Hasofer　and　Lind，s　Definition　of　Safet　　Index

　　　　　A．M．　Hasofer　and　N．　C．　Lind　defined　the　safety　index　as　tt　the

mini皿um　value　of　distances　from　the　origin　to　the　failure　region　in

the　normalized　space　Il．
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Fig．　5．2　Relation　between　Ang’sMethod　and

　　　　　　　　　Bayesian　Decision　Theory
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　　　　　1、et　X　be　an　independent　random　variable　and　x　be　a　basic　variable

which　is．reduced　by　the　following　normalizing　transformation．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　。．x’U・　　　　　（・．・・）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σx

At　any　point　of　the　normalized　space，　safety　can　be　evaluated　in　a

uniforln　Inanner，　because　the　basic　variable　x　is　distributed　without

　　　　　
wa「plng・

　　　　　Consider　R　and　S　as　random　varial）les．　By　perfor皿ing　the　normaliz－

ing　transformation，　the　performance　fun（『tion　Z＝F　（R，S）　＝　0，　shown　in

Fig．　5．3（a），　is　reduced　to　z＝F　（r，s，　＝　0，　as　shown　in　Fig．　5．3（b）．　　On

this　figure，　the　safety　index　β　can　be　expressed　as　OA　which　indicates

the　shortest　distance　between　the　origin　O　and　the　boundary　of　the

failure　region　（　F（r，sノ＜0　）　and　the　safe　region　（F　（r，sノ＞0　）．　Here，　the

point　A　is　called　as　，1　failure　point　tt，　which　generally　corresponds　to

the　condition　that　the　failure　is　皿ost　likely　to　occur．　　Since　the　safety

index　presented　by　Hasofer　and　Lind　is　defined　only　l）y　using　the　failure

point，　not　by　using　the　other　points　in　this　space，　it　can　be　considered

to　be　a　quasi－probabilistic　measure　of　safety．

The　Relatioshi　s　between　Safet　　工ndex　and　Correction　Factor

　　　　　In　the　previous　section，　the　relationships　l）etween　the　correction

factor　and　Bayesian　decision　theory　is　clarified．　Here，　the　relation－

ships　between　the　correction　factor　and　the　safety　index　are　discussed

by　use　of　the　normalized　space　proposed　by　Hasofer　and　Lind．

　　　　　工ntroducing　the　correction　factor　N　with　respect　to　the　load　effect

5，　the　performance　function　becomes

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Z＝1～＿ハ75　　　　　　　　　　　　（5．21）

If　N　is　considered　as　a　random　variable，　the　reduced　performance　func－

tion　is　calculated　as

　　　　　　　　　　・一・rr’・’・）・rv。＋・・R，一（V。’・σ。）　（PS・・σS）　　（5・22）

in　which　1．i　and　σ　　denote　the　mean　and　standard　deviation　of　N，　respect一
　　　　　　　　　　η　　　　　　n

ively．　　Since　Eq．（5．22）　is　a　nonlinear　equation，　the　calculation　of
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　7）

safety　index　needs　a　linearlizing　technique　and　an　iterative　procedure・
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Fig．　5．3　　Definition　of　Failure　Point
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　　　　Here，　a　way　different　from　Hasofer　and　I．ind，s　treatment　is　employed

to　evaluate　the　effect　of　the　correction　factor．　　Na皿ely，　a　three　dimen・－

sional　space　is　not　taken　as　the　normalized　space，　though　the　correction

factor　is　considered　to　be　a　random　variable．　The　effect　of　the　correc－

tion　factor　is　taken　into　account．　by　the　variation　with　respect　to　the

angle　of　performance　function．　（　see　Fig．　5．4（a）　）　　Then，　the　angle　θ

is　related　to　ハ1　as　follows　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　θ＝tan一ヱN　　　　　　　　　　　　　（5．23）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・・一一牛一　　　（・．24）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1　＋N

The　increment　of　N　yields　the　increments　of　R　and　5．　The　induced

ments△r　and△s　can　be　obtained　in　the　nor皿alized　space，　as　shovn

Fig．　5．4（b）．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　μsdθ　　　　　　　Us

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　dN　　　　　　　　　　　　　　（5．25）　　　　　　　　　　　　△r＝　　　　　　　　　　　＝
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σc。．2θ　　　σR

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　VR　dθ　　　　　　　PR
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　dハT　　　　　　　　　　　　　（5．26）　　　　　　　　　　　　△s＝　　　　　　　　　　　＝
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2　　　　　　　　　σ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σscosθ　　　　　　s

エ

1ncre－
　

1n

Although△r　and　△s　are　induced　by　the　change　of　N，　it　is　possible　to

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．　IWhenハ1　has　a　small　variation，　Eqs　（5．25）relate　the皿with　dσ　and　dσ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　R　　　　　　s

and　（5．26）　give　the　following　relations．

d（」R
△r μs

dハ1＝
1

0
UR＿UnVs VR一UnUs θO－N

σR

　　　　　θ0

＝　θO－N　dN

dN

σd
5

σ

0
5

whereθ0（＝UR／VS）

Solving　Eq．（5．27），

indicates　the　central　safety　factor．

σR＝σq（1
　　　　　　　0

　　　　　θ0－1

＋1n・。－N）＝　UR。（1＋λ・’
｜

（5．27）
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　　　　　　　　　　　　US　．　as．（、．，。2．　9・≡1　）。　us．（i．、。，」（5’28）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　0　　　　　　　　　0　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　0

　　　　　　　　　　　　　　　　　are　the　values　of　σ　　and　σ　　for　IV＝　ユ．whereσ　　and　σ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R　　　　　s　　　　　　RO　　　　50

Similarly・σR・nd　aS・a・be　ca1・・1・t・d・・f・11°ws　f°「the　case　whe「e　N

has　a　large　variation・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　θ　一ヱ

Repla・ingσR　andσ

index　is　expressed

function　includes

　　　　　　　　　　　　0
　　　　＝　σ　　UR　R　　　　　　　　　　　θ　一N
　　　　　　　　O　　O

％一

A｛li≡1｝e°

　　in　Eqs　（5．28）　and　（5．29）
5
　in　the　following，　for

the　correction　factor．

β＝
VR－VnVs

（5．29）

　　　withσ長・nd　Ug・th・・af・ty

the　case　where　the　performance

　　R　　　　　s

（5．30）

When～v　follows　to　a　certain　kind　of　distribution，　the　expected　value

of　β　in　Eq．（5．30）　can　be　obtained　by　using　the　first　order　apProximation・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　VR－VnUs

　　　　　　　　　　　　　　　　　Etβ1＝

22　（5・31）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＋E［％1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　E∫鴨1

For　N　with　small　variation，

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　VR－Vnlユs

　　　　　　　　　　　　　　　E∫βJ　＝　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．32）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　礒圃λ。］）2・・99＋Etλ。刀2

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　0　　　　　　　　　0

Using　Eqs　（5．28）　一　（5．32），　it　is　possible　to　discuss　the　effect　of　the

correction　factor　on　the　failure　region，　the　relation　between　the　safety

factor　and　the　apPlied　load　（　or　structural　resistance　）・　The　detail

is　presented　in　reference　17　with　some　numerical　examples．
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5．4　　Reliability　Analysis　of

　　　　　Failure　Modes

Structural　Systems　with　Multiple

　　　　　Many　investigations　have　been　made　for　the　reliability　analysis

・f・t・u・tures・i・h　many　pσssib・。　f。i・ure。。d。。．18）・。w。v。．，。。。t。f

them　use　the　failure　probability　as　the　measure　of　safety，　and　only

few　can　be　enumerated　as　the　studies　which　are　based　on　the　second・－

moment　theory　：　the　one　in　which　the　safety　index　for　the　failure　of

the　overall　system　is　specified　as　the　minimum　value　of　the　safety
i・di・es　ca・・・・…df・r　i・di。idua・f。i・。re　m。d。。7），。r、h。。。。　i。whi。h

・h・・vera…af・・y　i・dex　is　ca・・u…。d　by。。igh，i。g　ea。h　f。i・urem。d。8）

This　problem　has　such　a　property　that　even　if　the　basic　variables　like

structural　resistances　and　load　effects　are　statistically　independent，

each　failure　mode，　which　consists　of　those　variables，　is　generally

correlated　with　each　other．

　　　　　Here，　an　analysis　method　is　proposed　for　structural　systems　with

many　possible　failure　modes，　calling　attention　to　the　characteristic

properties　of　the　normalized　space．

　　　　　For　simplicity，　let’s　consider　a　simple　case　where　only　two　modes，

Zヱand　Z2・・x・i・t・エ・this　ca・e，　th・n・rm・1i・ed・pace　is　expressed・・

Fig．　5．5．　Comparing　with　the　case　with　a　single　failure　mode，　the

following　informations　can　be　newly　obtained　：

（1）

（2）

，

Inte「secti・g・ngl・θ・f　Zユand　Z2

As　shown　in　Appendix，　the　cosine　of　θ　corresponds　to　the　cor－

「elati°n　c°effi・i・ntρb…een・ヱ・nd・2・A1・…hi・ang1・θ

・・equa・…h・…ersec・i・g・・g・…百、・n・9、・h・・h　are・h・

　　　．　　　　　の

P°slt1°n　vect°「s「elating　the　saf・ty　i・dice・f・r　Zl　and　Z2・

respectively．　（　see　Fig．　5．5　）

Simultaneous－failure　region

It　is　probabilistically　possible　that　two　failure　events　with

「ega「d　t°Zヱ・・d　Z2・cc・r　sim・1tan・・u・1y　i・th・・h・di・g　regi・n

of　Fig．　5．5．　　The　probability　of　the　sirnultaneous　failure　is

written　as

　　　　　　　　　　　Pfユ，2　＝　P。（Z1＜oほ2＜0ノ　　　　（5・33）
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　　（3）　　Intersecting　Point　C

　　　　　　　When　the　intersecting　Point　C　is　the　nearest　to　the　origin　O　in

　　　　　　　the　simultaneous　region，　this　point　will　become　imp6rtant　to

　　　　　　　evaluate　the　safety　for　the　simultaneous　failure．

　　　　　In　this　study，　the　point　which　gives　the　minimum　distance　from

the　origin　within　the　simultaneous－failure　region　is　defined　as　，t

failure　point　t‘．　The　distance　between　the　failure　point　and　the　origin

seems　t°have　a「elati°nship　with　pfヱ，2・G・・e「ally・th・6verall　p・・ba－

bilitY　pf12・an　be　ca1・ul・t・d・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf・2－・。‘・、・・UZ2・・）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＝Pfヱ＋　Pf2－Pf1，2　　　　（5・34）

Supposing　亡hat　R　and　S　are　normally　distributed，　the　following　relation
・x・i・t・b・・ween・h。。af。・y　i。d。x。nd，h。　f。i・ure　p。。b。bi・i，y．19）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ　ー　Pf　＝　Φ「βノ　　　　　　　　　　　　　　　　（5．35）

where　Φ（・ノ　signifies　the　standard　normal　distribution　function．

Substituting　Eq．（5．35）　into　Eq．（5．34），　the　overall　safety　index　is

derived　as

　　　　　　　　　　　　　β、2　・　・’1｛・1β、）　・　¢1β、）　一　…（β、．、）｝　（・・36）

in　which　β1　and　β2　are　the　safety　indices　obtained　for　ZI　and　Z2・　re一

spectively・and　als・βヱ，2　i・the　saf・ty　i・d・x・h・ch・・rresp・・d・t・pfヱ，2．

　　　　　He「e・we　attempt　t°exp「essβユ，2　by　usi・gβ、・β2・・dρ（＝c。・θ）・

As　seen　in　Fig．　5．5，　the　intersecting　point　C　is　the　nearest　to　the

origin　in　the　simultaneous－failure　region，　when　θ一α　＞　0．　　That　is，

C　is　the　failure　point　if　the　following　condition　is　satisfied．　This

condition　is　derived　from　the　condition　sin　（e一αノ＞0．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　βヱ，2三βヱ／ρ　　　　（5・37）

whereβ　　　　　　　　　　　denotes　the　distance　between　O　and　C，　and　β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　is　assumed　to
　　　　　　　ユ，2　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1

be　less　than　β2・

The・・βユ，2・an　be　ca1・ul…d・・f・11・w・・Fr・m　Fig・5・5・・h・f・11・wi・g

relations　can　be　obtained．
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　β1，2　σosα　＝　βユ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　β1，2　cos（e一α）　＝　β2

Eliminatingα　from　the　above　two　equations， βユ，2is

（5．38）

（5．39）

found　to　be

　　　　　　　　　　　　一　　βi・βi2ρβ、β2　　（，．、。）

　　　　　　　　　　　　　β・’・＝　　、ρ2

0n　th・・ther　hand・th・nea「e・t　p・int　t・the°「igi・is　A2　within　a

rang・θ一α〈°・Th・n・βユ，2　is　eq・i・・1ent　t°β2：

　　　　　　　　　　　　　　β、，、一β、　（　・・r　B、，2＞β、／・）　（5・41）

From　Eqs　（5．40）　and　（5．41），　the　safety　index　for　the　simultaneous　fai1－

ure@can　be　expressed　in　the　terms　of　βユ・　β2　and　ρ・

β1，2＝

β

1，2

2
β

2ユ

β

1

22

β

ρ

2

2ρβ1β2
でβ、，2三β・／ρノ

（βヱ，2＞βユ／P）

（5．42）

The　overall　safety　index　can　be　calculated　by　using　Eqs　（5．42）　and　（5．

36）．

　　　　　E．H．　V。nmarck。2°）P．。p。sed，h。　f。・・。。i。g。qua・i・n　f・・esti…i・g

the　overall　failure　probability．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Pf＝Pf」≠・21　Pf2　　　　　（5・43）

where

　　　　　　　　　　　　　　。．ユ．・（　max｛β・／ρ’β・｝’　　（・．44）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　9（β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2）　　　　　　　　　　　　　　　21

　　　　　　　　　　　　　　9（’）　：　the　function　which　relates　the　safety　index　to

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　the　failure　probability

　　　　　　　　　　　l

When　the　underlying　variables　are　normally　distributed，　the　overall

safety　index　can　be　obtained　as
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Zl＝0

β12）β、

）1（2

一（2）

1，2

（1）
β

1，2

　　　C（2）

　　　　／

／

ざ／

弓2）

〆

S

　　　　　　　（1）
　　　　　　　　　＝O　　　　　z2

　0

孔
　　

Fig．　5．6　Comparison　of　Proposed　Method

　　　　　　　　　and　Vanmarcke，sMethod
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　　　　　　　　　β、2一Φ一ヱ1Φ・β、ノ　・　¢1β、，一Φ・…｛β、／・’β、D　　（・．45）

　　　　　Although　Eqs　（5．36）　and　（5．45）　are　quite　similar，　they　differ　in

the　process　of　calculating　the　safety　index　for　the　simultaneous　fail＿

u「e・Nam・1y…x｛βユ／ρ・β2｝i…ed　i・Vanmar・k・’s・m・・h・d，・herea・

β」，、（Eq・（5・42））i…ed　i・・h・p・・p・・ed…h・d・Fig．5．6・h…th・

i；；；i罷竃：竃1；i：：il臨i；｛i蕊1：：遼：；iiii：：㌻

ξ；i；ll鷲；蕊；i：1；1：ill；il’；ii；；；：議；〆lii：1；：IBII’

エtis　fi「st　seen　i・thi・figure・h・・βユ／ρi・eq・・1…h・di・亡・・ce　f・・m

l・二三：le（D搾，：㌻監蕊ll。i・and　the　1’ne　perpend’c－

　　　　　Acg°「di・g　t・Eq・（5・36）and（5・45）・th・・ig・ifi・ant　p・i・t・f・r

estimating　the　safety　for　the　simultaneous　failure　are　obtained　as　the

points　expressed　by　the　signatures，　O　　（　the　proposed　method　）　and　▲

（…皿arck・’・…h・d）・…n・；2／is　e・…y・d，・・th…h・d・p・・vid・・h・

・ame　sa…y・…x…m・・yβ；1；一β；2ノ…w・ver，・h…；ユ’・…ed，・h・

1蕊ご．1：：蒜da跳llm蕊。7：｝h：ldgller礫ぷ1・；：1。βiiil

example・it　is　c°ncluded　th・t・h…h・difference　b・・wee・β、・ndβ2　i・

not　large，　the　proposed　method　gives　a　smaller　value　for　β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　than
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　12

Vanmarcke，s　method，　and　they　provide　the　same　value　when　the　difference

is　large．　Despite　of　the　difference　in　calculating　β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　these　methods
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ，2，

are@based　on　the　same　concept　that　the　simultaneous　failure　can　be　ap－

proximately　evaluated　by　use　of　a　representative　point　in　the　normalized

space・

5．5　　Evaluation　of　the　Effects　of　Each　Failure　Mode　on　System

　　　　　Reliability　　・

How　each　failure　mode　affects　the　evaluation　of　the　overall　safety

一170一



index　is　discussed　in　the　normalized　space．　To　do　so，　it　is　inevitable
t。p。y。tt。nti。n　t。　the　c。mp。。。。t。。f　th。　vect。r畜。。　w。11。。　th。

。b、。1。t。　v。1。。。f了，　and　t。　disc1。。e　th。　i。f1。ence。f　the　c。mbinati。n

of　the　failure　modes　on　the　evaluation　of　the　overall　safety　index．

A・the　c・mp・n。nt。。f了。an　be　expressed　by　the　c。。rdi。ates。f　th。

failure　point，　we　can　solve　the　problem　what　failure　mode　should　be

thought　of，　or　what　order　the　failure　mode　should　be　combined，　by　in－

vestigatipg　how　the　co皿bination　of　failure　modes　will　change　the　coor－

dinates　of　the　failure　point．

　　　　　Consider　a　case　with　two　fとilure　modes，　as　shown　in　Fig．　5．7（a），

where　the　performance　functions　are　assumed　to　be　linear　so　as　to　make

the　discussion　simple．　As　described　previously，　the　intersecting　angle
・f・h・vec・・r・・9、・n・9、・・h・・h・・rresp・n・…he　s・…y・・dices　f・r

the　underlying　modes，　is　related　to　亡he　correlation　coefficient　between
th。。e　f。i1。re　m。d。。．　Th。。，　th。　directi。。。f　th。　v。。t。r吉
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　coorespond一
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ2，

ing　to　the　overall　safety　index　β12・　is　likely　to　lie　whithin　an　angle

㌔：竪、㌔、蕊b：ぽ：、蕊1蕊、1；；、㌘ご：：．

Fur・h・…e・・i・・eβユ2（・19ヱ21）…ess　thanβ、…β、・・he　en…9、2・

which　corresponds　to　the　failure　point　of　the　system　failure，　will　lo－

・ate　within　a「egi°n・・「「・・nd・d　by（）Aヱ（A2°・Based・n　the　ab°ve　ass・mp－

ti・n・・th・・verall　perf・rmance　f…ti・n・whi・h　is　c・mp・sed・f　Zユand　Z2・

is　modeled　as　that　the　performance　function　with　small　safety　index，　Z
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ，

changes　and「e・ult・in　th・・verall　perf・rmance　f・n・ti°・Zユ2・・acc・u・t

of　the　effect　of　another　failure　mode　Z　．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

　　　　　工f　all　the　perfor皿ance　functions　are　considered　to　be　linear，　Z
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　12

is　derived　through　translation，　rotation　and　both．　Here，　only　the　rota－・

ti°n　is　empl・y・d　t・ch・・g・Zユ・becau・e　th・g・adi・・t・f　pe「f°「man・e　func－

tion　has　a　close　relation　to　the　dispersions　of　random　variables．　　Z
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ2

i・・bt・in・d　by「°t・ti・g　Z」a「・u・d　th・p・int　Aユwhi・h　i・th・f・ilu「e

P・i…fZ1・Thi・p・・cess　i・il1・・t・at・d　i・Fig・5・7（b）・whereαi・

the　rotating　angle．　　In　this　figure，　the　overall　safety　index　can　be

obtained　as　the　minimum　distance　from　the　origin　to　the　resulting　per－

・・…ce・un・・i…Th・n・ち、・・・・・…y・…mら・・9、・・…he　e・…

9、2　represen・・d　by　Aユ2・ec・mes　th・・…ure　p・i・…Zユ2・
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r

0
θ

β1

A1

β2

θ
z2＝0

C

Zl＝0

a）　Normalized　Space　with　Two

S

r ←Zl　2

0 1
A1

了12

盲2　　　α

！

C

ち，

Performance　Functions

　　　　　　　　　　　S

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　z1ニO

b）　Expression　of　Overall　Performance　Function

　　　　　　Fig．　5．7　　　Change　of　Failure　Point
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　　　　　　　　12　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．46）

　　　　　　　　　　　　　　　β、2…2でθ一ω・…2・・2・ぬ…rθ一αノ・…

1n　calculating　Eq．（5．46），　we　face　the　problem　how　to　determineα．　Here，

we　att・mpt　t・expressα…h…m・・fβ、・β、・・dρ・by・・i・g　Eq・（5・35）

which　relates　pf　to　β・　エn　genera1・　α　is　w「itten　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　・・f・・σ・（β、’β2’ρノ　　　（5・47）

M。re。ver，　Eq．（5．47）i・apP・・ximat・1y　w・itt・n・・amultiplicati・n　f・「皿・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・・f、（P）・、（βヱ’β2ノ　　　（5・48）

F。r　in。t。n。e，　th。　f・11・wing・q・ati・n・an　b・・bt・in・d　th・・ugh・・m・nume「i－

cal　calculations　：

　　　　　・一α。｛ヱーex・t－a（・一ρ〃｝・xpt－｛・（βヱー2川・β、＋d〃β、’β、川（5・49）

where　α　is　expressed　by　degree，

　　　　　　　　　　　α0＝30’・＝ユ5’b＝0・265’c＝0・325’d＝0・5

・。b・ti…i・、　Eq．（・．49）・・Eq・（・・46），言ヱ2　ca・be　c・m・…d・エts　c・叩・nen・・

gi。。・he　c・・rdi・・t…fth・f・i1・・e　p・i・t・・t　i・a1・・p・ssib1・t°calcu－
　　　　　　　　　by。。i。、　E，．（・．46）。。・・he　re…i…h・・α・c。・－1・（βユ2／β、ノ・
1。t。百

　　　　　　　12

1n　the　case　with　more　than　three　failure　modes，　the　process　of　changing

th。　f。ilure　p・int・an　be　ex・min・d　by・・uccessiv・u・e・f　the　ab・ve

　procedure・

Ol）serving　Fig．　5．7（b），

了＝　・。・α｛β、・エ・‘θ刊

ち2i・ca・・u・…d・・

　　　　　了、・β、・i．，6、｝

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　21）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（　Documentation　）
5．6　Numerical　Examples

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　22）

1E！2El！！！llLl．gug，glfRiidFrame

　　　　　To　demonstrate　the　apPlicability　of　the　method　proposed　in　this

。h。pt。rs・・imp1・p・・t・1　fra皿…d・1　i・㎝P1・y・d・Th・・epre・entative

f。ilure　m。d。。　and　the　apPli・d　l・ad・，　verti・a11・ad　P　and　h・ri・・nt・1

1。ad　H，。。e。h・wn　i・Fig．5．8．エn　thi・ex・mp1・・it　i・assum・d　that　the
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Mbde　l

Mbde　3

MOde　5

Mode’7

眠1e　2

MOde　4

Mbde　6

Mode　8

Fig．5．8

R；μ`＝ A＝4°

　　　　　　σ㌦＝σ叱＝4

S，PP＝1’VH　－O・5

　　　　　　σP＝0・2’・H＝0・l

Perfor　nance　function

Zl＝ @　　　　　－75P

Z2＝ ﾓ＋叫一75P
Z3＝3㌔＋％－75P

Z4＝ @　　　　－100H
Z5＝ f＋叫　　一100H
Z6＝ j＋3Mc　－100H
Z7　＝　2％＋処一75P－100H

Z8＝ ?{叫一75P－100H

Failure　Modes　of　Portal　Frame
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　　　　　　　　　　　Table　5．2　　Example　of　Portal　Frame

・）Perf・rmance　Fun・ti・n・（Z1－Z8）

　　　　　Z・＝4MB　　－75　P　Z5＝2MB＋2MC

　　　　　Z2＝2MB＋2MC　－75　P　Z6＝MB＋3MC

　　　　　Z3＝3MB＋MC－75　P　Z7＝2MB＋4MC

　　　　　Z4＝　　4MC－50　P　Z8＝4MB＋2MC

b）　Covariance　Matrix

　50P

50　P

l25　P

l25　P

Zl z　2 Z3 Z　4 Z5 Z　6 Z7 Z8

Zl 1． 0，957 0，969 0，362 0，840 0，605 0，746 0，936

Z2 1． 0，958 0，784 0，980 0，918 0，982 0，982

Z3 1． 0，578 O，938 0，778 0，887 0，993

Z4 1． 0，800 0，960 0，872 0，652

Z5 S．Y．M． 1． 0，937 0，952 0，952

Z6 1． 0，957 0，827

Z7 1． 0，932

Z8 1．

c）　Safety　工ndices　for　Individual　Failure　Modes

Mode

@　i

　　　　　　　　言．　　　　　　　　　　lmB　　　　mc　　　　p

β．　1

1 一2．827 0 2，651 3，8フ6

2 一1．926 一1．926 3，612 4，524

3 一2．649 一〇．883 3，312 4，331

4 0 一4．944 3，090 5，830

5 一3．860 一3．860 4，825 7，286

6 一1．692 一5．077 4，231 6，822

7 一〇．974 一1．947 3，042 3，741

8 一1，947 一〇．974 3，042 3，741
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Table　5．3 Changes　of　Failure　Point

（　by　Eq．（5．49）　）

and　Safety　工ndex

case
　　　tep

奄狽
1 2 3 4

modes 7．8 78．1 781．3 7813．2
β，　］

3，741 3，876 4，332 4，524

1 ρ．　．

@1’コ
0，932 0，869 0，997 0，973

α，　，

@1，
12．1° 11．50 0，250 1，38°

β．．1〕

3，660 3，528 3，587 3，587

modes 7．1 71．8 718．3 7813．2
β，

@コ
3，876 3，741 4，332 4，524

2 ρ，　，

@ユ，コ
0，746 0，993 O，980 0，992

α．　，

@ユ，
14．70 L520 1，53° 0，48°

β，．1コ

3，617 3，615 3，615 3，615

modes 7．1 71パ 713．2 7132．8
β．〕

3，876 4，332 4，524 3，741

3 ρ，　，1，コ

0，746 0，971 0，994 0，996

α　．　　　　　　，

@1，
14．70 2，080 O，370 O，92°

・■
Pコ

3，617 3，616 3，616 3，615

Table　5．4 Changes　of　Failure　Point　and　Safety　工ndex

（by　the　Method　Using　the　Simultaneous　Region　）

case
　　step．1tem

1 2 3 4

modes 7β 78．1 781．3 7813．2

β，

3，741 3，876 4，332 4，524

1 ρ，　．エ’コ

0，932 0，847 0，983 0，993

α．　，1，］ 9，61° 7，31° oo oo

．．
G〕

3，688 3，658 3，658 3，658

modes 7．1 71．8 718．3 7183．2
B，コ

3，876 3，741 4，332 4，524

2 ρ，　，エほ 0，746 0，985 0，960 0，999

伐　　，

P’コ
11．30 oo 0° O°

β，1〕

3，668 3，668 3，668 3，668

odes 7．1 71．3 713．2 7132．8

β．
3，876 4，332 4，524 3，741

3
P．　．
@エ’コ

0，746 0，960 O，999 0，985

α，　．

@1月
ll．3° 0° 0° oo

．，
Pコ

3，668 3，668 3，668 3，668
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a）　Failure　Point
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一
　　　一〇．974
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@　　　3．042

β7＝3・741
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step　nu峻

b）　Safety　工ndex

3．75

3．70

3．65

3．60

3．55

5

β．．ユコ

0
＼

＼
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＼　＼
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0

5 st£P

獅賦

1 2 3 4

Fig．　5．9　　Changes　of　Failure　Point　and　Safety　工ndex

　　　　　　　　　　（　by　Eq．（5．49）　）
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a）　Failure　Point

士3

士2

士1
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一　　一
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mB（一）
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b）　Safety　工ndex
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Fig．　5．10　　Changes　of　Failure　Point　and　Safety　Index

　　　　　　　　　　（by　the　Method　Using　the　Simultaneous　Region　）
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f・ll　plasti・m°皿ents・f　beam・・d・・1・lm・”B・・d　MC・are　ind・p・nd・・t・

and　that　P　and　H　are　completely　dependent．　The　performance　functions

for　individual　modes　and　the　coefficieτ1ts　of　correlation　between　th㎝

are　presented　in　Table　5．2（a）　and　（b）．　Table　5．2（c）　shows　the　calcu－

・…d…ues・fβ、・…h…m・・…・…了、個・・・・…ハTh・・h・n…

of　safety　index　and　failure　points　due　to　the　combination　of　the　failure

modes　are　shown　in　Table　5．3，　Table　5．4，　Fig．　5．9　and　Fig．　5．10．　Table

5・3　and　Fig・　5・9　are　obtained　by　using　Eq．（5．49）．　　1n　this　case，　atten－

tion　is　placed　on　the　7th　mode　with　the　smallest　value　of　safety　index．

In　case　1，　the　failure　lnodes　are　combined　with　the　7th　mode　in　the　order

of　those　with　smallest　safety　index．　工n　case　2，　the　7th　mode　is　combined

with　the　first　mode　which　has　the　least　correlation　among　the　modes　with

relatively　small　safety　indices，　and　next　mode　8　is　combined．　　In　case　3，

the　mode　with　the　least　correlation　coefficient　is　combined　at　each　step．

Observing　the　results　obtained　at　the　4th　step，　case　l　provides　the　most

conservative　value　of　safety　index．　While　case　l　and　case　2　show　the

convergence　at　the　4th　step，　case　3　does　not．　Although　the　ol）tained

results　somewhat　differ　in　those　three　cases，　the　value　of　safety　index

decreases　by　3　0r　4　per　cent　from　that　of　the　weakest　failure　mode．

　　　　　Table　5．4　aτ1d　Fig．　5．10　present　the　numerical　results　obtained　by

the　method　proposed　in　section　5．4．　Comparing　with　the　results　shown　in

Table　5．3　and　Fig．　5．9，　the　overall　safety　index　is　overestimated　for

each　case．　This　is　why　this　method　is　derived　by　extending　the　defini－

tion　of　safety　index　proposed　by　Hasofer　and　Lind．　They　define　the

safety　index　by　only　the　minilnum　distance，　and　do　not　use　the　information

with　respect　to　the　form　of　performance　function．　Namely，　the　performance

function　is　always　treated　in　the　nor皿alized　space　as　a　line　perpendicular
・・th・vect・・言．　Th。n，・h。。i。。1，。n。。。。　f。ilure　regi。。　i。　e。ti咀、。d　1。。ger

than　the　real　region．　Since　亡his　apProximation　leads　to　the　overestimation

of　safety　index　for　the　simultaneous　failure，　the　proposed　method　provides

small　values　for　the　overall　safety　index．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　23）

　　　　　1n　the　previous　example，　the　failure　mechanisms　due　to　the　formation

of　plastic　hinges　are　employed　as　failure　modes．　工n　this　example，　differ一
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ent　types　of　failure　are　considered・　Let’s　consider　the　buckling　Phe－

nomena　of　beam．　Here，　Euler　buckling　and　lateral　buckling　are　taken　as

representative　ones．　The　former　occurs　by　the　effect　of　compressive

load，　and　the　latter　occurs　through　the　loss　of　stability　for　the　lateral

direction　due　to　the　bending　moment　around　the　principal　axis．

　　　　　If　a　safety　is　checked　in　the　ter皿of　stress　for　both　the　structural

resistance　and　the　load　effect，　the　performance　function　is　expressed　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Z－　fR　一　fS　　　　　　（5・50）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　represent　the　allowable　stress　and　the　stress　inducedin　which　f　　　　　　　　　　　and　f
　　　　　　　　　R　　　　　s

by　the　applied　load，　respectively．

F・rE・ler　b・・kli・g・fR　i・w「itten　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　。。f－・2・　　　（，．，、）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　R　　Rユ　　　　λ2

in　which　E　and　λ　denote　Young，smodulus　and　the　slenderness　ratio，　res－

pectively．

For　a　lateral　buckling　with　respect　to　slender　beams　with　symmetrica1

・r・Ss　Secti・n・fR　i・giv・n　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2　　　　工　E
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　¶’　　　　　　9　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．52）
　　　　　　　　　　　　　f　＝f　　＝
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Af　’　A，，／6　　　　　　　　　　　　　　R　　R2　　222

where　　　　　　　　兄　：　beam　length

　　　　　　　　　　　　　T　　：moment　inertia　with　respect　to　the　y－axis
　　　　　　　　　　　　　　g

　　　　　　　　　　　　　Af・cr・ss　se・ti…1area・f　the　flange

　　　　　　　　　　　　　A　　：　cross　sectional　area　of　the　web

　　　　　The　I－beam　shown　in　Fig．　5．11　is　analyzed，　where　the　span　length　is

20m．　For　simplicity，　only　Young’s　modulus　E　is　treated　as　a　random　vari－

able　and　other　quantities　are　considered　deterministic．　Assume　that　the
mea。　a。d。。effi。i。。t。f。。。i。ti。。。f　E。．e　2．、。ユ・6　kg／㎝2。nd・．ユ，・e－

。p。。ti。。、y．　Th。n，、h。。t。。dard　d。v・。・i・。・・…2．・…5　kg／㎝2，…

・…fRユ　and　fR2　bec・m…mp1…1y　d・p・・d・・t・The　1°ading　c°nditi°n　is

shown　in　Fig．　5．11（b）　in　which　the　axial　force　P　with　the　eccentricity

eand　the　bending　moment　M，　which　are　independent　of　each　other，　are

taken　into　consideration．
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　　　　　Since　the　compressive　load　P　and　the　resulting　bending　Inoment　M＋

P・e　give　rise　to　Euler　buckling　and　lateral　buckling，　respectively，　the

stress　induced　by　those　loads　are　expressed　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＝p．／A　　　　　　　　　　　　　　　（5．53）　　　　　　　　　　　　　　　　　　f
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　s1

f　　＝S2
M十Pe

d一2

（5．54）

　■

ln　which　　　　　　　A　　：　total　cross　sectional　area

　　　　　　　　　　　　　　　τx：m°ment　inerti・with　re・pect　t・th・x－axi・

　　　　　　　　　　　　　　　d　　：　height　of　cross　section

SupP°sing　that　the　mean・・f　P・nd〃are　1・1。－2・・亡・nd　UM　＝…加…d

that　the　coefficient　of　variation　is　O．2　for　both　loads，　the　standard

deviati°ns　a「e　ca1・u1・t・d・・σ。＝6…　nd・ガ2・加・・t　i・a…ass㎝・d

that　1．1＝5cm　andσ＝2㎝．
　　　　　　e　　　　　　　　　　　　　　e

　　　　　By　performing　the　normalizing　transformation，　the　performance　func－

tions　are　obtained　as　follows　：

　　　Eule「加ckli”g・　Z1＝212・0’・－272・8’P・756　　（5・55）

・・・・…加・k2i・g　：Z2－・・・・…－ 奄撃戟o…品・・・・…ノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　。（5・2・きノ｝．ヱ428　　　（5．56）

　　　　　　　　　　　　　　　　　～
where　r，　p，　1η　and　e　are　the　reduced　variables　for　E，　P，　M　and　e，　res－

pectively．

・・・…he　sa…y・・dicesβ、国’・ノ・n・…t・rs芭、一イ・’…　，　U／

r　ゴ＝ヱ．2　，　are　calculated　as

　　　　　　　　　　　　　菖、一イー・・343’・・728’・’・ノ亡’β、一・」88

　　　　　　　　　　　　　9、一（一・…7，・・337，・・82ヱ，・・583方β、一・・592

　　　　　　　　　　　　　ρヱ2＝0・509

　　　　　Using　the　above　quantities勺　the　overall　safety　index　and　the　coordi－

nates　of　the　failure　point　are　calculated　by　means　of　the　two　methods
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used

　　1）

2）

in　the　previous　example　and　Vanrnarcke　t　s　method．

Using　α＝　ヱ7．49°which　is　calculated　by　Eq．（5．49），　the　overall

safety　index　is　obtained　through　Eq．（5．46）　as　follows　：

9，、一・・74・恥・・28ヱ9、一←・．476，・．373，・．5ヱ2，。．、64　）・

Usi”g　Eq・（5・42）・βユ，2　i・・b・・i・・d・・

　　　　　　　　　　　　β、，、－2・・82r・βヱ／P・4・299　）

Then，

　　　　　　　　　　　　β、2一Φ一ヱィ・・9836‥…35

　　　　　　　　　　　Ct＝12．640

6ヱ2－・・826　9、・・…9畜、－1－・・468’・・498…38・，・．・22ノ亡

3）　　By　use　of　Vanmarcke，s　method， β、2・n・9、2　are　・a・・u・…d・・

　　　　　　　　β、2一Φ一ユ（・・98・9ノー…73’α一・8・66・

　　　　　　　　9ユ2－・…8言、…29・a、一↓－L474’・・74ヱ，・・54・，・．ヱ73ノ亡

Comparing　the　results　of　case　1）　－　case　3），　the　value　of　β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　is　the
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　12

1argest　in　case　2）　and　the　smalles亡　in　case　3）．

5．7　　Conclusions

　　　　　工n　this　chapter，　the　probabilistic　meaning　of　safety　index　is

analytically　studied　on　the　basis　of　the　fiducial　statistics．　Also，　the

statistical　or　physical　significance　of　safety　index　is　discussed

through　a　graphical　interpretation．　　The　examination　of　the　normalized

space　presented　by　Hasofer　and　Lind　offers　new　informnations　to　calculate

the　safety　index　for　the　structural　systems　with　many　possible　failure

modes．　The　main　results　obtained　in　this　chapter　are　as　follows　：

1）　Although　the　safety　index　is　essetially　a　deterministic　quantity，

　　　　it　is　possible　to　treat　it　as　a　random　variable　with　the　aid　of　the
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）2

）3

4）

5）

fiducial　statistics　or　Bayesian　decision　theory，　and　further　possi－

ble　to　disclose　the　effect　of　statistical　uncertainty　on　the　evalua－

tion　of　safety　index．

However，　for　a　practical　use，　it　is　convenient　to　deal　with　the

statistical　uncertainty　by　means　of　the　correction　factor　proposed

by　Ang．　　It　is　possible　to　evaluate　the　effects　of　various　engineer－

ing　uncertainties　in　the　form　of　the　increase　of　the　standard　devi－

ation　of　each　random　variable，　using　the　relations　1）etween　the　cor－

rection　factor　arid　the　safety　index　which　are　derived　here．

A　new　approach　based　on　the　second－moment　theory　is　proposed　to　evalu－

ate　the　safety　of　structures　with　multiple　failure　modes，　by　extend－

ing　the　definition　of　safety　index　proposed　by　Hasofer　and　Lind・

The　concept　of　the　failure　point　used　here　is　apPlicable　to　the

case　where　the　performance　function　is　nonlinear，　and　also　to　the

case　where　more　than　three　failure　modes　exist．

By　paying　attention　to　the　failure　point，　the　proble皿how　the　fai1－

ure　modes　are　co血bined　to　make　the　calculation　accurate　can　be　dis－

cussed．　Numerical　results　imply　that　the　value　of　safety　index　for

each　mode　and　the　correlation　between　the　modes　are　important　factors

for　estimating　the　overall　safety．　The　order　of　combining　the　fai1－－

ure　modes　affects　the　accuracy　of　the　resulting　solutions．　A　rela－

tively　conservative　estimation　is　achieved　without　difficulty，　by

successively　comnbining　the　modes　in　the　order　of　those　with　the

smallest　safety　index．

The　coordinates　of　the　failure　point　in　the　normalized　space　express

the　ratio　of　the　underlying　variables　at　the　most　weakest　failure

condition．　　This　means　that　the　failure　point　will　take　an　important

role　in　the　reliability－based　design．
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Appendix　　Reduction　of　the　Relation　：　cos　θ　＝　ρ

　　　　　Consider　first　the　safety　index　and　the　corresponding　vector　in

a　case　with　a　single　failure　mode．　When　the　boundary　of　failure　region

forlns　the　hyperplane　in　a　multi－dimensional　space，　the　performance　func－－

tion　z　is　expressed　by　the　linear　combination　of　the　resistances　R．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ユ

（　工＝ユ，・・…　　，m　／　and　the　load　effects　5．　（　ゴ＝ユ’●●．・，η　，．
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　J

　　　　　　　　　　　　　　　　　rn　　　　　　　　　　　n

　　　　　　　　　　　　Z＝、三、a・　Ri－」三、　bj　Sj　　　　（A1）

where　a．and　b．are　constants．
　　　　　　ユ　　　　J

Performing　the　normalizing　transformation，

　　　　　　　m　　　　　　　　　　　　　　n　　　　　　　　　　　　　　　　1η　　　　　　　　　　　n

Z＝ A三、a・σぺ・一戊三、　b」σ・ゴSj＋■a・μ・∴三、　b戊1’L・」ノ （A2）

エn　this　（m≠nノーdimensional　space，　β　can　be　expressed　1）y　the　minimum

distance　from　the　origin　to　the　hyperplane　Z　＝　0，　and　also　the　com－

P・n・n…f言　can　b・gi・・n　by・he　c。。rdi。。・es。f・h。　p。i。，。hi。h　gives

the　minimum　distance．

mΣ 刀

　　．フ

　S　σ　．J

b
　　1

ηΣ＝
　　．」　十　　．ユ

　R

σ

　．ユ　a　　ヱmΣ＝　　．ユ

㌧Tz

（A3）

nΣmΣ＝

＝

了

　　ユmΣ＝　　．ユ

　．ユ2R

σ

2．ユ

a

　．」

2S
　σ

2，」

　ゐ　ーnΣ＝　．」

a　σ

　1R　　　　1
　●

　●

a　σ

　mR
　　　　m
bσ1s　　　　ヱ
　：

bσ
刀s

　　　　n

㌧ラσz

a　σ

　1R　　　　ヱ
　●
　●

a　σ

　mR
　　　　m
bσ　ユ　s
　　　　1
　：

bσns
　　　　n

（A4）
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From　Eq．（A2），　it　is　obtained　that　the　gradient　of　the　hyperplane　Z＝　O

is　closely　related　to　the　standard　deviation　of　each　variable．

　　　　　Next，　consider　a　case　where　many　possible　failure　modes　exsist．

Using　Eqs　（A3）　and　（A4）　for　the　modes　z　　and　Z　，
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P　　　　　q

　　　　　　　　　VZ

転一ず
　　　　　　　　　　P

「㌣・

㌔p（IR

　　　　　m

、

　一b　　　　　σ
　　　1？’sヱ

　　　　：

／㌔・・。」

　σ→β

Z
μ

σ

σ
Z
q

1

∂㎎（」R

　　　　　m

－bヱq％
　　　　　ヱ
　　　…

－b・q・・。　1

（A5）

βP　＝　IJ、／σ、

　　　　　　P　　　　P

βq　＝u，／σz

　　　　　　q　　　　q

（A6）

Th。n，　th。　i。tersecti。g。ng1。。f　th。　v。。t。r。，言。nd言，。an　b。。al。u1。t。d
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　p　　　　q

as

c・・e一

　　　　　　　　　　　　σZZ

　　　　　　＝一苛＝・。，　　　　（・・）
　　　　　　　　　　　　p　　q

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2　　　　　　　　　　2
whe「eσ・p・，↓＝Σa・。a・。σR、＋Σb閧垂u閨Cσ・」ノ「ep「esents　the　c°va「’ance・

Eq．（A7）　proves　that　the　cosine　of　the　intersecting　angle　is「equal　to　the

coefficient　of　correlation　between　the　underlying　failure　modes．
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Chapter　　6　　Structural　Design　Based　on　Second－Moment　Theory

6．1　　Second－Mo皿ent　Design　Format

　　　　　In　the　design　format　based　on　the　allowable　stress　criterion，

various　uncertainties　involved　in　the　design　process　are　taken　into

account　by　means　of　tt　safety　factor　tt．　The　value　of　safety　factor　is

determinbd　from　measurements　or　experiments　through　the　statistical

and　probabilistic　operations．　However，　the　deter皿ination　of　safety

factor　may　not　be　perfor皿ed　in　a　unified　manner，　because　this　apProach

is　essentially　based　on　the　deterministic　design　philosophy．　On　account

of　the　complexity　of　design　process　and　the　variety　of　uncertainties，

it　is　desirable　to　establish　a　design　method　in　which　statistical　data

and　engineering　j　udgements　can　be　reasonably　combined　without　co皿puta－

tional　difficulty．

　　　　　From　the　above　standpoint　of　views，　the　second－moment　theory，　which

uses　the　safety　index　as　the　measure　of　safety，　is　considered　as　one　of

excellent　design　approaches．　At　present，　the　efficiency　and　simplicity

of　the　second一皿oment　format　are　widely　recognized，　and　also　its　applica－

tion　to　actual　design　codes　is　attempted　with　the　aid　of　tl　code　calibra－

，i。n・．　H。w。ver，。。ua、　d。。ig。・＿・。，i。n。1）－7）freq・・n・・y・・v・・・…m・

mathernatical　approximations　in　the　reduction　of　basic　equations．　Those

approxi皿ations　may　deprive　the　underlying　quatities　of　physical　meaning

and　also　may　induce　the　unreasonability　that　the　obtained　design　is　too

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　のCOnSerVatiVe　Or　UnCOnSerVat1Ve．

　　　　　工n　this　chapter，　the　reliability－based　design　format　is　discussed

with　emphasis　on　the　reduction　of　basic　forrnula．　By　use　of　the　coor－

dinates　of　the　failure　point　in　the　normalized　space，　a　geometrical

interpret・ti・n　i・p・・vid・d　f・r　th・・plit・・effi・i・nt・whi・h　are　used　t°

relate　the　second－moment　format　to　the　load　factor　design．　Using　some

llsご，隠e蒜、：e蕊㌔＝三蕊m蕊f鍵，h隠r：。：霞；ed

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　9）

and　Shah，smethod．
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6．2　Usual　Reliability－Based　Design　Methods

　　　　　Generally，　the　factors　such　as　economy，　safety，　convenience　and

aesth・tics　sh・uld　b・t・k・n　int・acc・unt　in　th・・t…tural　d・・ign．

S・f・ty　mu・t　b・th・m・st　imp・rt・nt・m・ng　th・・e　f・・t・rs　f・r　civil・ngi－

neering　design，　considering　the　public　utility　and　the　enormous　loss

in　f・ilure・Here・・d・・ign　f・rm・1・ti・n　is　simplifi・d　by　p・ying・tt・n－

tion　to　the　safety　of　structure．

　　　　　L・t’sc・n・ider　a・impl・d・・ign・a・e　with　tw・vari・bl・・，　R・nd　S，

where　the　safety　is　guaranteed　when

　　　　　　　　　　　　　　　　　Z＝R　－　5＞　O

If　R　and　s　are　statistically　independent，　the　safety

in　the　following，　as　described　before．

5
μ一R

μ

＝
β

（6．1）

index　is　expressed

（6．2）

It　is　assulned　that　the　most　economic　design　is　obtained　when　the　pre－

scribed　allowable　safety　level　is　exactly　achieved，　that　is，　P　（R＞S　／
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　　－

＝　ユ　ー　pfa・　　This　assumption　is　valid　for　a　simple　case　considered　herein，

but　is　not　always　valid　for　a　case　with　a　nonlinear　performance　func－

tion　or　with　many　design　variables．　Using　the　above　simplification．

the　problem　treated　here　can　be　specified　，l　to　determine　the　mean　of

st「uctu「al「esistance（1・L。）・hi・h・ati・fi・・the　c・ndi・i・n・r（・≧・ノー

」－pf。・when　the　c°efficients°f　va「i・ti・n・f　1・ad・nd　re・i・t・n・e（δ。

andδ。）・nd・h・mean・f・・ad（1・L。）・re　gi・・n”・

　　　　　If　the　allowable　safety　level　is　prescribed　as　βd　in　the　term　of

the　safety　index・VR　can　b・deri・・d　f・・m　Eq・（6・2）・

PR＝

・・β。・：・δ9一β；δ㌶

ユーβ謡
μs （6．3）

where　the　coefficient　of　Ll　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　corresponds　to　the　central　safety　factor
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　5

θo（＝Vl～／US，・
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Eq．（6．3）is　one　of　the　design　formats　which　are　immediately　applicable．

However，　this　equation　is　inconvenient　to　a　practical　use，　because　it

includes　the　quantities　with　respect　to　R　and　s　in　a　combined　form．

工n　practice，　the　statistical　data　are　independently．accu皿ulated　and

analyzed・　so　it　is　desirable　to　great　R　and　S　separately・　　For　that

reason，　the　design　problem　is　formulated　as　a　form　based　upon　the　load
f・…rd・・ig。1°）　14）・。　wh・。h。。n・。are，。ea，。d。ep。。a，。、y．

　　　　　1ntroducing　the　characteristic　values，　the　design　condition，　Eq．

（6．1），　can　be　written　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　φRS＞Y♂　　　　　　　（6・4）

in　which　R★　and　S★　are　the　characteristic　values　of　R　and　5，　respec－

tively，　and　also　φ　and　Y　denote　the　resistance　factor　and　the　load

factor，　respectively．

R★　and　S★　are　expressed　as

　t

R＝VR－k吹i」R

　t

s＝P5＋ `σs

（6．5）

（6・．6）

Then，　the　Inean　value　of　resistance　is　written　as

　　　　　　　　　　　　　v。＝Vs＋㌔σ5＋kp　UR　　　　　（6．7）

where　k　　and　k　　are　the　fractiles　of　individual　distributions　which
　　　　　　　P　　　　　q

correspond　to　the　prescribed　small　probabilities　p　and　q　such　that

　　　　　　　　　　　　　　　　　　P＝　p　（　R　〈　R　　戊　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．8）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r

　　　　　　　　　　　　　　　　　　q＝prS＞5　ノ　　　　　　　　　　（6．9）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r

　　　　　Thus，　the　design　probleln　is　reduced　to　a　problem　how　to　determine

the　values　of　k　　and　k　　to　satisfy　the　prescribed　safety　leve1．　　By　re－
　　　　　　　　　　　　　　　p　　　　　q

placing　βwith　βd，　Eq．（6．2）　can　be　rewritten　as　follows　：

VR－u。・β、／霧 （6．10）

In　order　to　correspond　to　Eq．（6．7），　the　square　root　term　in　Eq．（6．10）
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must　be　linearized．　Denoting　the　split　（　linearizing　）　coefficient　by

Ct
qS　’

VR　＝　μs　＋　βdCtRS　（　（」R　＋　σs　）
（6．11）

From　Eq．（6．11），　k　　and　k　　are　obtained　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　P　　　　　q

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　k。＝k，　＝β・・。。　　　　（6・12）

The　above　linearization　needs　a　mathematical　approximation．　For　instance，
N．Li。d1）。mp・。y。d，h。　f。・・。wi。g。pP。。xi。。・i・。。a…d’l　t・i・ng・・ar　ap－

proximation　”．

　　　　　　　　　　　　　　　／1？？、一；’IE－2　cr・．75・、…75・2　　（…3）

Alth・ugh　thi・apP・・xim・ti・n・h・w・ag・・d　acc・・a・y　withi・1／3＜X1／X2

＜　3，　it　is　impossible　to　absolutely　make　Eq．（6．7）　and　Eq．（6．10）　equiva－

lent．

　　　　　The　error　due　亡o　this　apProximation　is　illustrated　by　use　of　a

・i・…design　ex・m・・…fδ。・・…，δ。　＝・・2・，　U。　一ユ4・・k・／・・2…

βd－3・・9・are　gi・・n　a・ad・・ig…nditi°n・V。　is　calculated　as　2667

kg／・m2，　by・・i・g　Eq・（6…）・・d（…3）・（β、一…9…rre・p・n・…

pf－・・－3－・一Φ・β、川…h…her　h・・・・…（…）prese…1・1。－

2575．5　kg／。m2　f。r，h。。ame　c。。di・i・n．　Then，・・i・g　Eq．（6．2），・h・・af・・y

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

i・dice・are・bt・i・・d・・3・281　and　3・090　f・r　UR＝2667　kg／σm　and　VR　＝

2575．5　kg／。。2，　re。pecti。。・y．　Thi・i・p・i・・th・t　th…i・ng・・ar　apP・・xi・na－

・i・np・・vid・・a・・m・wh…arg・v・…f・r　U。・N・x・・・…ider　th・・δ。

changes　to　O．05．　　In　this　case，　the　triangular　apProximation　provides
23・8　kg／・・2・・r　V。，・herea・1・L。　is　ca・・u・…d・・2397　・・／　2　by　E・・（…）・

As　observed　from　this　example，　the　triangular　approximation　method

Presents　conservative　or　unconservative　designs，　depending　on　the　design

condition．　　This　inconsistency　is　due　to　the　error　involved　in　the

linearization，　which　is　caused　by　the　approximations　that　the　coefficients

・f・。・nd・。・・e　c・n・idered・q・i・・1・n・・and　th・t　it・value　is　specified

as　O．75．　While　the　latter　assumption　is　mathematically　supported　to　some

extent，　the　former　assumption　is　not　well－grounded．
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6．3　　Failure　Point

　　　　The　”　failure　point　’l　is　defined　in　the　previous　chapter　as　t．　the

point　which　lies　at　the　1）oundary　of　failure　region　（　Z　＝　0　）　and　whose

distance　from　the　origin　is　the　shortest　lt．　Although　this　point　is
、。nera・・y。a・・。d。。・d。。ig。　p。i。，・f。。m、h。。tandp。i。・。f　d。。ig。i。914）

the　term　”　failure　point　”　is　used　in　this　study　to　correspond　to　the

definition　in　the　previous　chapter．　Here，　the　physical　meaning　of　the

failure　point　is　discussed　with　the　aid　of　the　relation　between　the

safety　index　and　the　failure　pro1）ability．

　　　　　Probabilistically，　it　is　true　that　a　failure　occurs　at　the　points

other　than　A　（failure　point）　in　the　normalized　space．　Namely，　it　can

be　merely　said　that　the　failure　point　has　larger　possibility　of　failure・
Acc。。di。g，。　V。。ezi。。。1。　w。rk15）16），。af。・y　i。d。x。a。　b・d・fi・・d　i・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　17）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Asafety　can　be　alsodifferent　way　from亡hat　of　Hasofer　and　Lind．

measured　by　the　expected　value　of　the　distances　between　the　origin　and

the　boundary　of　failure　region．　The　comparison　of　Hasofer　and　Lind，s

and　Veneziano，s　definitions　of　safety　index　is　illustrated　in　Fig．　6．1．

In　the　for皿er・　pf　and　β　are　related　along　the　line　OA・　On　the　cont「a「y・

in　the　latter，　all　the　points　on　the　boundary　are　taken　into　account，

and　also　the　area　of　the　safe　region　is　related　to　the　volu皿e　of　the

j・i・td・n・ity　f…ti・n　frs　（r’・）・・th・failu「e「egi°n・

　　　　　If　the　distance　between　the　origin　and　the　boundary，　β，，　is　expressed

・・afun・ti・n・f　th・・edu・ed・ng1・9．・th・f・ilure　p・・b・bilityρf　is

given　as

・一・f　一　f・SCt、≦・・d∫∫；”旦ノせ，β◎・β

　　　　　　　　　　　　　一亡　　　一
　　　　　　　　　cosα　σosα＜ユ

（6．14）

　　　　　　　　　　　　　　　ロ　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　

i・whi・h　f。一 Cβ‘9！．・βノi・th・」・i・t　p「°bability　density　functi°n砲ich　ls

deri・・d　f・・m　f。，。イ・’・ノ・h…gh　th・p・1a「t「ansf°mati°n・andα・is　the

angle　between　the　generic　oriented　direction　and　the　工一th　coordinate
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＿　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　t
axi・・The　red・ced　vect・r　g　i・・bt・in・d　f・・m旦＝∫α1’α2’…”αkl

by　deleting　tbe　last　tem．

　　　　　To　illustrate　the　difference　between　both　definitions，　a　simple
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fr．イ・’・ノ

Pf

r

’∨／c°nt°”「ヱine

safe　regゴoη

s

　　　　　　　　F（r，sノ＝O

fai」ロre　regゴ0η

Pf

Fig．6．1 Comparison　of　Hasofer　＆　Lind，s　Method

and　Veneziano　t　s　Method
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example　is　employed．　Assume　that　the　random　variables　R　and　S　are

norlnally　distributed　and　their　statistical　properties　are

　　　　　　　　　　　VR　－2－9／㎝2，・R－・・・…R－－g／㎝2

　　　　　　　　　　　Y。　一・4・・k・／cm2　，　6。　＝・…　σ。－28・kg／㎝2

Using　the　performance　function　that　Z　＝R　－　S，　the　boundary　of　failure

region　is　expressed　as　follows　in　the　terms　of　the　basic　variables　r

and　s．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4　　　　　ユ0

　　　　　　　　　　　　　　　　　　「＝3s－3　　　　 （6・15）

According　to　the　definition　proposed　by　Hasofer　and　Lind，　the　coor－

dinates　of　the　failure　point　and　the　safety　index　are　found　as

→　　　　μZ

β＝一
　　　　　　　σ
　　　　　　　　Z

倒一一

β＝UZ／σZ　＝2・

2100　－　1400
　　　2　　　　　2
210　＋　　　　　　　280

｛ヲー閨

Wh・n・he　ra・d・m　vari・bles　are　n・rm・11y　di・t・ib・t・d・fct”’ Cβ（9’β）

（6．14）　is　reduced　to　a　function　expressed　solely　by　βr：’

　　　　　　　　　　　　　　　　　　2

丘一，β幽一βe一β／2／・・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　18）

Then，　Eq．（6．14）is　expressed　in　a　form　of　summation．

　　　　　　　　　　　　ユーPf－：、i〆／2　e一亡d・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．・：（、．e一β・i／・ノ

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　m
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　∵

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　一：、三ヱ・β1‘β1／

where　1η　is　the　dividing　number．

（6．16）

（6．17）

in　Eq．

（6．18）

（6．19）
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　〔kg／c㎡）
R

2100

1750

1400

r

0
／’

／’

／’

，4

β

　＼
　　＼　　〈

／〉〈＼
’　　　　　、　　　　　、

　　　　　＼

　　　　　N
　　　　　　、
　　　　　　　　　　‘

2

R
μ

2．5

、

3

＼1

F（R，S）＝O

F〔r，s）＝0

。L

S

一1

一2

一3

一3．333

一4

　s

＼・
　　、

β

＼

こくs

　　β2　β’

、

＼ノ

／　　　　

　　4　　　10
「；

ｸ’了

’

　　　／
　　／
　　／

　／
／

Sμ

／

／

　／
／

／

／

β㌔2．75

　k　＝　2｛

　m＝12

i Bl　1 Fβ↑（β1）

1

1 2．S3 0．95926

2 2．02 0．87000

3 2．16 0．90298

4 3．23 0．99457

5 neg1・ 1

・
・

12 negL 1

1400 1750 2100
　　　　S
〔kg／c㎡2）．

Fig．　6．2　Example　for　Veneziano’sMethod
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・・r・一・2・・h・v…es・fβ1　and　Fβ〆βりare　ca1・ulated　in　Fig・6・2・

Fin・11y・1・pf　i・・bt・ined　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・－Pf－・・977234　　　　（6・2°）

By・・e・f　th・inver・e　t・a・・f・rm・ti・・with　re・pect　t・（ユーpfノ・the

expected　value　of　β，　is　obtained　as

　　　　　　　百・一・言1ロー・。片…「一・・75　（6・21）

As　seen　in　this　example，　the　expected　value　is　larger　than　the　safety

i。dex。al。u1。t。d　by　H…fer　a・d　Li・d’・d・fi・iti・n・Alth・・gh　V・n・・i…’・

d。fi。iti。。。an　pre・i・ely　t・k・th・inf・服ti・n　with　re・pect　t・th・f・i1－

。。e　regi・n　i・t・acc・unt，　th・・al・・1・ti・・bec・m・・m・re　c・mpli・ated・It

can　be　c。n。idered　th。t　H…fer　and　Lind’・d・finiti・n　is　superi・r　in　th・

。。皿P。t。ti・・and　is　s・ffi・i・nt　f・・apra・ti・al　use・b・・a・・e・f　the　si皿ple

formulation　and　the　underestimation　of　the　safety　index．

6．4　　1terative　Design　Method　Using　Failure　Point

　　　　　As　st。t。d　previ・u・1y，　th・t・i・ngular　apP・・xi皿・ti・⑪・th・d　h・・a

P。。b1・m　whi・h　i・d・・t・a皿・th・matica1・pP・・xim・ti・n・・ed　i・the　de－

・erm・na・i・・…h・・p・i…effi・i・・…k 吹End　kB・エ・this　secti°n・the

d。termin。ti。n。f　th。se　c・effi・i・nt・are　carri・d・ut　by　u・e・f　the　c°°「－

dinates　of　failure　point・

　　　　　Since　the　coordinates　of　the　normalized　space　are　measured　by　the

standard　deviations　of　the　respective　random　variables，　the　coordinates

・・ea・h・・i…r・・i・s、　）・repre・e・t　th・va・i・・s　c・皿binati°ns°f　k。　and

k．F。。皿Eq．（5．20），　th…di・・1　vari・b1・・，　R　and　5…eexp・essed　i・the
　q
terms　of　the　basic　variables，　r　and　s．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・一μ。品。・エ　　　　　（6・22）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　S＝　US＋σS　Si　　　　　（6・23）

The　ab。ve　eq。・ti・n・m・an　th・t　th・・et・f　th・・h・・a・t・・i・ti・v・1…with

re。p。。t　t・R・nd　S・a・b・・p・・ifi・d　by　the　c・・rdi・・t…↓・i’si）・
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＿・蕊二蕊P：、ご，ll㍍蕊1、：ご：lll瓢畏1・；。llx

and　p「°vides　th・1・・g・・t　p・・b・bi・i・y・f　f…ure．（・t・・…y。peaki。g，

f°「the　b・11－sh・p・d　di・t・ib・・i・n・ik・・h・一・・di。t。ib。、i。n）The

c°°「d’nates°f　the　f・’1・・e　p・・…（・。・・。ノ・are・a・・u・…d・・r　an

all°wable・af・・y　1・v・・βd・・f・…w・・

　　　　　The　pe「f・rmance　f…ti・n　Z（－R－S－・ノ・a・be　expressed　i。，h。

te「ms°f　th・b・・i・va・i・bles　th・・ugh　th・n・rm・li。i。g。perati。n．

　　　　　　　　　　z＝「”・’σ。・ノー（V。・σ。・ノー・　　（6．24）

Eq．（6．24）　is　rewritten　as

　　　　　σs

r　＝　　　　　　s　一
VR－Ps

（6．25）

Th・n・th・f・ilure　p・int　m・・t・ati・fy　the　re1。ti。n。u。h　as

OS

三〇

σ
5一σR

（6．26）

f°「「。＜°・nd・。…

盤：。1・、and　s・a「e「elated　t°the　p「esc「’bed・11・w・b1…v・・β…

・9・・z一β；
（6．27）

S°1ving　Eq・（6・26）・nd（6・27）・・he　c…di…es・f・h・f・ilure　p。i。t　can

be　obtained　as

玉厄＝Or

SO＝

βdσ5

r＜0ノ

（＞0）

（6．28）
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Exp「essing「・。’・。ノi・・h・rR・5ノー…rdi・・tes　a・d・ub・ti…i・g

them　to　Eq．（6．24），　the　following　relation　is　given．

　　　　　　　　　　　　1・1・「ユ＋「。δ。）＝U。（…　。δ。ノ　　（6．29）

Then，　the　resistance　factor　φ　and　load　factor　rr　can　be　obtained　by　cor－

「e・p・nding　Eq・・（6・29）t・th・1・ad　f・・t・r　f・rmul・Eq．（6．4）．　C・n・idering

the　mean　values　as　the　characteristic　values，　φ　and　Y　become

φ＝1一

βd（「R

　　　　　　　　　　　　βdσs

Y＝ユ＋

R
δ

δ

　s

（6．30）

　　　　　By　use　of　the　above　equations，　it　is　possible　to　calculate　the

necessary　mean　value　of　the　resistance　without　approximation．　However，

the　calculation　needs　an　iterative　procedure　for　a　case　where　the　dis－

persion　of　the　resistance　is　given　by　its　coefficient　of　variation，

because　Eqs　（6．28）　and　（6．30）　involve　the　standard　deviation　of　the

resistance．　The　iterative　procedure　consists　of　the　following　steps　：

Step　1　Assume　the　i・iti・1・・1…f　pR・

Step　2　Calculate　the　v・1・es・f　r・。’・。ノby・・e・f・。・hi・h　i・・b－

　　　　　　　　　　tained　by　the　assumed　P。　and　th・gi・・nδ。・

Step　3　Calculate　the　new　val…fp。…i・g・h・v・1・…fイ・。’・。ノ

　　　　　　　　　obtained　in　the　previous　step．

　　Step　4　　Repeat　the　above　steps　until　p　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　converges・
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R

　　　　　Consider　the　same　example　as　that　used　in　the　previous　section，　in

order　to　examine　the　accuracy　of　the　iterative　method　proposed　here．

The　numerical　results　are　shown　in　Table　6．1．　Starting　from　the　initia1

・・・…h・・V。一・・・…／㎝2，・h・fi・・・・・…i・・s　ca・b・・b・・…d…er

three　iterations．　　　　　　　．

　　　　　　　　　　　　　　・。－2575・…／・m2，φ一・．79・，Y－・．455

Th・・e・ultli　imply　th・t　th・p・・p・・ed　m・th・d　p・・vides　a　rea。。nabl。。。1u．

tion　which　is　equivalent　to　the　solution　obtained　by　Eq．（6．3），　and　also
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Table　6．1 Numerical　Results　Obtained　by

the　Proposed　Iterative　Method

Repetition
mumber μR 「o sO

1 2000 一1．796 2，514

2 2564．5 一2．087 2，279

3 2575．7 一2．092 2，274

4 2575．5 一2．092 2，274

Table　6．2 Nu皿erical　Results　for　a　Case

with　Nonlinear　Performance　Function

r S

Ini七ial　Value 一1． 2．92L

Step　1 一1．287 2，809

Step　2 一1．259 2，822

SteP　3 ＿L263 2，820

SteP　｝↓ ＿1．262 2，821

Step　5 ＿1．262 2，821

Finaユ．　Solution ＿1．262 2，821
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imply　that　it　enables　to　determine　the　resistance　and　load　factors　with－

out　difficulty．

　　　　　Further皿ore，　the　proposed　method　is　apPlied　for　a　case　in　which

the　performance．function　is　nonlinear．　As　well　as　a　linear　case，　the

following　performance　function　is．considered．

　　　　　　　z＝F「R’8ノ＝Frr’・・VR）＝0　　　　（6・31）

工n　this　case，　the　failure　point　is　defined　as　the　point　which皿inimizes

the　mean　Value　of　the　structural　resistance　and　which　satisfies　the　con－

dition　that　the　distance　from　the　origin　is　equal　to　the　prescribed　safety

1・v・1βd・Th・n・th・p・・b1・m　reduce・t・an・nlinear・ptimi・ati・・p・・b1・m・

　　　　　　　　　Find　　　r　and　s

　　　　　　　　　such亡ha亡亡he　ob戊ective　function

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　P－　VR　r・’・）→　Mi・imi　ze　　（6・32）

　　　　　　　　　suカjec亡　亡o

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　／：Pt7一βd　　　（6・33）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・（r…　V。）一・　　　　（6・34）

Using　Lagrange’s　multiplier　method，　the　above　optimization　problem　can

be　expressed　as

　　　　Find　　　　工　　and　　s

　　　　suσh　　亡ha亡

　　　　　　　　　　　Φ（・．・，λ）一　、R・・，s）一λ　（／P二？一β。）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　÷　　　　Minimi　ze　　　　　　　　　　　　　　（6．35）

in　which　Φand　λ　denote　I、agrangean　and　Lagrange，s　multiplier，　respective－

ly．　From　the　stationary　condition，　the　following　relations　are　derived．

　　　　　　　1…一・・∂μR；1’sノー＝一・／
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∂Φ一

X5
＝　0　；

∂P　　　（r，s）
　　R λs

∂s ＝　0
（6．36）

　　　　　　　∂Φ

　　　　　　　aλ

Eq．（6．36）

＝　0

results　in

It　iS　COnVenlent

actual

　　Step

S仁ep

Step

Step

Step

Step

　　　　　This

Let，s　consider

　2　2
r層≠s d

β
＝　0

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r　　　∂μR／∂r

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　s　　　　∂P　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　／∂s
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　R

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　．　　　　　　∂μR／∂「

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　”「＝BI・。／・・’s　　（6・37）

　　　　　　　　　　　　and

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・一肩一：ア　　（・・38）

　　　　　’　　　to　use　a　one－by－one　apProximation皿ethod　for　the

computation．　The　outline　of　this　method　is　as　follows　：

1　Find　the　function　1．t（r，5　／　from　the　performance　function

　　　Frr…　VR）；o・

2　Derive　the　relation　expressed　by　Eq．（6．37）．

3　　Calculate　the　value　of　s　through　Eq．（6．38），　by　using　the　pre－

　　　scribed　β　　and　the　assumed　r．
　　　　　　　　　　　　d

4　　Calculate　a　new　value　of　r　by　substituting　the　values　of　r

　　　and　s　obtained　in　the　previous　steps　to　Eq．（6．37）．

5　　Repeat　Step　3　and　Step　4　until　the　convergence　is　achieved．

6Th・d・・ign　v・1…fVR　is°btai・・d　f・・m　th・fun・ti°n　UR「「’s））

　　　by　using　the　final　solutions　of　r　and　s．

　　　procedure　is　illustrated　by　use　of　a　simple　design　example．

　　　　　　　　the　following　Performance　function．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　S2

　　　　　　　　　z＝F「R’5ノ＝R－20000　　　　（6・39）

Introducing　the　basic

is　obtained　as

variables　r　and　ss　the　mean　value　of　the　resistance
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　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　a・・：・s）2　・g

　　　　　　　　　　　V・（　「’s’＝・・…r・・δ。・・ノ　　（6’4°）

Then，　Eq．（6．37）　gives　the　following　relation　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　δ　　　　ユ＋δ　s

　　　　　　　　　　　　・一一t／　、ts／rs　　　（6・41）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　5　　　　　　　R

Assum・…h・・β、一…9・，δ。　＝・・ユ，・。－28・kg／㎝2…P。　＝ユ4・・kg／㎝2・

Eqs　（6．38）　and　（6．41）　are　calculated　as

　　　　　　l

　　　　　　　　　　　　　．＝3．0902－r2　　　　　　　（6．42）

　　　　　　　　　　　　　r　＝　＿　　　　　ユ　＋　0．2　s　　　　　s　　　　　　　　　　　　　　　　（6．43）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1＋0．ヱr）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4　（

These　simultaneous　equations　can　be　solved　by　the　iterative　procedure，

as　shown　in　Table　6．2．　Then，　the　final　solutions　are

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　UR　’2744　kσ／σ「n

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（・。’・。ノーr－1・262’2・82ユ，

6．5　Deter皿ination　of　Partial　Load　Factors

　　　　　In　the　foregoing　section，　a11　10ad　effects　are　treated　as　involved

in　a　random　variable　S．　However，　actual　structures　are　generally　sub－

jected　to　several　different　kinds　of　loads　at　the　same　time，　and　various

combinations　of　those　loads　can　be　considered．　　工n　order　to　introduce

rationally　the　characteristics　of　each　load　（　i・e・　intensity，　frequency

of　occurrence，　etc．　）　into　the　design　process，　the　load　factor　design

seems　to　be　more　convenient　than　the　allowable　stress　criterion　method

in　which　the　co皿bination　of　loads　is　taken　into　consideration　by　in－

creasing　the　allowable　stress　limit．

　　　　　Here，　the　iterative　design　method　is　extended　and　used　to　determine

the　partial　load　factors．　Consider　that　only　dead　load　D　and　live　load
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L　are　independently　applied　to　a　struc亡ure．

　　
91ven　as

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　s＝D　＋L

・here　i・・mean　・。・n・var・・nceσ：are

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Vs＝VD＋VL

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2　　　2　　　2
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　σs＝σD＋σ乙

whe「e　UD・㌦・mean　v・lues・f　D　and　L

　　　　　　　　・；・・E・var・・nces・・Dand・

Using　Z　＝R　－（D＋　L　）　for　the　perforrnance

is　calculated　as

β＝
VR－（UD＋㌦ノ

Then，　the　total　load　S　is

（6．44）

（6．45）

（6．46）

function，　the

’

safety　index

（6．47）

Eq．（6．47）　can　be　rewritten　in　the　following　：

VR＝（PD ・・、ノ・β／工丁 （6．48）

In　usual・the　pa「tial　l・ad　f・・t・rs　Y。・nd　Y。　are　d・・ermi・・d　by・・rre－

sponding　Eq．（6．48）　to　the　formula　of　the　load　factor　design　shown　below．

φVR三YDI」L≠YLμL （6．49）

The　equalization　between　Eqs　（6・48）　and　（6・49）　has　been　carried　out　by

introducing　the　linearizing　coefficients．　The　split　coefficientα　is
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　RS

firstly　employed　for　the　linearization　with　respect　to　R　and　S．

　　　　　　　　　　　・六・・D・・。ノ・β・。．・・。4万マノ

Next・int「°d・・i・gαDL　i・t・・h・lineari・ati・n　with　re・p・・t

　　　　　　　　　l’t・＝「μD＋㌦ノ＋β％。｛UR　・　・・肌（・D・σ。ノ｝

（6．50）

toDandL，

　　　（6．51）
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From　Eqs　（6．49）　and　（6．51），　the　resistanc’e　factor　φ　and　partial　load

fact・r・YD・nd　YL　can　b・・bt・i・・d・

φ　＝ユ

YD＝1

’CtRS　q　6R

＋αqs　CtDzlβ　δD

YL　＝　1　＋　OtRSαDLβ　δL

　　　　As　representative　methods

ing　methods　can　be　enumerated

（1）

（2）

（6．52）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　f°「detemi・ingα」冶andαDL・th・f・11・w－

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　：

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　1）

Triangular　Approxirnation　Method

As　stated　before，　both　ofα　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　andα　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　are　approximately　specified
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　RS　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　肌

as　O．75．　（　工t　is　also　possible　to　use　the　values　other　than　O．75
　　　　　　　　　　　　　2）

　　　　　　　　　　　　　　　　）　Although　this　method　includes　errors　in　thef°「CtRS・「　CtDL

determination　of　the　design　resistance，　it・requires　the　least

computation　load．
Sh。h・。　M。th。dg）

エnthis　meth°d・α品a・d％L　are　re1・t・d　t・σR・σDandσL・・f・11・w・・

α

　RS

α

　DL

　　　　　　　s　　R，

σR＋σs

　　　D　　　L

（6．53）

σD十σL
（6．54）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　8）

　　（3）　Ang，sMethod

　　　　　　A・Ang　P「°p°sed　a　meth°d　in　whi・hαRS　i・treat・d・・0・75　t・ex－

　　　　　　　clude　the　c°mplicated　c°叩・tati°ns・while　ctDL　is　detemined　based

　　　　　　　on　Shah’smethod．

エn　the　ab°ve　th「ee　m・th・d・・the　same　c・effi・i・・t㌔S（％L）i・u・ed　f・r

R　（D）　and　S　（L）．　While　this　treatment　enables　to　make　the　calculation

easier，　it　induces　some　gaps　between　the　calculated　safety　index　and　the

prescribed　safety　level　as　clarified　in　section　6．3．

　　　　　Here，　we　attempt　to　determine　the　partial　load　factors　by　extending
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the　design　method　based　on　the　failure　point．　　In　this　case，　the

V。。t。r菅
　　　　　　　　　，which　gives　the　coordinates　of　the　failure　point，　can　be
　　　　　　　O

expressed　as

芭，　一

000

rdo～

J

d
β

2　　　2　　　2
σR＋σD＋σL

㌔σDσL

J

（6．55）

in　vhich　r，　d　and　兄　are　the　basic．variables　of　R，　D　and　L，　respectively．

T・a・・f・mi・g　th・…rdi・・t・・r・0’dO’兄0／t・th・rR’D・Lノー

coordinates　and　substituting　theln　to　the　performance　function，　the　fol－

lowing　design　formula　is　obtained．

（1＋・。δ。ノμR＝（1“d。δ。）UD＋「ヱ＋　2。δ。ノV。 （6．56）

From@this　for皿ula・　φ・　YD　and　YL　can　be　calculated　as

φ＝ヱ＋ヱ’nδR＝1一

βdσR

YD＝1＋doδD＝ユ＋

　2　　　2　　2
σR＋σD≠σL

　　　βdσD

R
δ

δ

D

YL　＝ヱ＋20δL　＝」＋

　2　　　2　　2
σR＋σc＋σk

　　　βdσL

δ

　L

（6．57）

2L

σ十

2D

σ十

2R

σ

It　is　possible　to　deal　with　a　case　with　more　than　three　loads　in　the

same　fashion．　It　is　to　be　noted　that　Eq．（6．57）　presents　the　values

equivalent　to　the　resistance　and　load　factors　which　are　obtained　by

using　the　Taylor　expansion　of　performance　function　with　respect　to
　　　　　　　　　　　　　　　　l9）
ra．獅р盾香@varia1）1es．

　　　　　By　comparing　with　the　afore－mentioned　three　methods，　the　validity

and　apPlicability　of　the　proposed　method　are　discussed　hereafter・
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Observing　Eqs　（6・52）　and　（6・57），　it　is　ol）tained　that　both　equations

include　the　coefficients　of　variation　of　the　variables，　R，　D　and　L，

which　are　used　to　extend　or　shrink　the　axes　of　coordinates　in　the　nor－

malizing　transformation．　The　normalizing　transformation　gives　the

property　of　isotropy　for　the　reSulting　space．　　Then，　a　design　is　speci－

fied　in　this　space　by　the　condition　that　Z　＝R　－　（　D＋　L　）．　　The　differ－

ence　between　the　proposed　method　and　the　three皿ethods　depends　on　how　to

use　the　informations　obtained　from　the　design　condition．　For　example，

the　triangular　apProxi皿ation　method　utilizes　only　the　value　of　safety

itldex，　and　always　treats　the　ratio　of　the　resistance　factor　and　the

load　factor，　which　corresponds　to　a　direction　generated　from　the　origin，

as　a　constant．　On　the　other　hand，　the　proposed　method　utilizes　the

direction　perpendicular　to　the　boundary　of　failure　region，　1）y　means　of

the　coordinates　of　the　failure　point．　Namely，　the　following　relations

a「e・sed　in・t・ad・f　th・・plit・・effi・i・・t・αR5・ndαDL・

αR5～一σR／
2L

σ

2D

σ≠

2㌔

（6．58）

αR5αDL～ 刀^
2L

σ≠

2D

σ十

2㌔

or σL／
2L

σ十

2D

σ

2㌔

Eq．（6．58）　means　that　in　the　proposed　method，　the　resistance　and　load

factors　are　obtained　by　alloting　the　allowable　level　β　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　to　R，　D　and　L，
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　d

according　to　the　ratio　of　the　standard　deviations．　　Then，　the　denomi－－

nator　in　Eq．（6．58）　is　interpreted　as　the　nor皿alizing　coefficient．

Shah’smethod　and　Ang’smethod　have　the　similar　form　to　that　of　the

proposed　method，　but　they　don，t　utilize　the　direction　perpendicular　to

the　line　specified　by　the　performance　function．

　　　　　Next，　we　consider　a　case　where　the　performance　function　is　given

in　a　logarithmic　fom．エn　this　case，　Z　andβare　expressed　as

Z＝rユηR一ユη5＝ヱη（R／SJ

β一で・、。R－v、。。ノ／／顯：s

（6．59）

（6．60）

When　δR　and　δS　are　smaller　than　O・3・　βcan　be　apProximately　written　as

　　　　　　　　　　　β一・nl・R／VS　）／／繭一　　　（・…）
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Table　6．3 Comparison　of　Some　Load　Factor

　　　　　　　　　　　　（Z＝1n（R／S））

Design　Methods

Triangular　Approx．

exp（一゜・75βdδR｝・μR

・・exp（・・了52βdδD）・μD

＋exp（・・了52β、δL）・PL

φ＝exp（一゜・75BdδR）

YD・exp（・・752βdδD）

YL・・XP（・・752βdδL）

A．　Angls　Method

exp（－0・75βdδR）’UR

＝exp（O・75BdδS）・US

＝exp（O・7S・βdδD）μD

＋exp（0・7S・・βdδL）UL

　　　　　　　　O．75β
　　　　　　　　　　　　d

（1＋ρ）exp［1．ρ・

　　　　δB・P2δt

＝exp（0・7S・BdδD）

＋ρ・xp（O・7taBdδL）

φ＝exp（－0・了5BdδR）

YD＝exp（°・TS・βdδD）

YL＝exp（°・7S・BdδL）

Proposed　Method

　　　　　Bdδli

exp（一

?jPR　　　　　　　R　　S
　　　　　　　　β62

＝expl ﾎ1・S
・e・p

m慧判・D・・、・

．。1、exp雄＿，）μ

　　　　　　　　（1．ρ）2vD

剣慧1・L・

where

，。δ・＋δB＋P2δi

　　　　　R
　　　　　　　（1＋ρ）2

（1＋ρ）exp［

齢6・ρ2δL）

　　　　　　　　　　〕

（1＋ρ）2V

a’＝ E、δB　βdρ・・L

　　　exp［一　］＋ρexp［　　　　　］
　　　　　　（1＋ρ）2V　　　　　　（1＋P）2V

φ・expト6dδft／vl

YD・・t’exp［βd6B／（・・ρ）2V］

YL・・L’exp（βdρ2δL知ρ）2V】
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By　rewriting　Eq・．（6・61）　in　the　exponential　form　and　introducing　the

linearizing　coefficient，　the　following　formula　can　be　obtained．

　　　　…　P（一・。。βδ。　）　V。一・・P（…R。βδ。，VS　　　（6・62）

Since・h・t・t・11・ad　S　i・th・・皿m・ti・n・f　D・・d　L・δS　i・ca1・・1・t・d・・

δ　＝
　s

δS　・　・2　6E

1＋ρ
（6．63）

i・　whi・hρi・VL／VD・

Then，　the　partial　load　factors　can　be　obtained　1）y　use　of　the　triangular

approximation　method　or　Ang’smethod．　In　Table　6．3，　the　proposed　method

is　shown　together　with　the　above　two　methods．　In　Ang．smethod，　the　co－

efficientα　is　introduced　to　linearize　the　right　hand　term　of　Eq．（6．62）．

While　Ang°s　method　equally　allots　the　allowable　safety　leve1　βd　to　D

and　L　by　means　ofα，　the　proposed　method　decomposes　the　effect　of　the

total　load　by　use　of　the　coordinates　of　the　failure　point．　However，　as

well　as　Ang’smethod，　the　coefficient　ctt｝which　equates　the　magnitudes

of　total　load　and　summation　of　partial　loads，　should　be　approximately

determined　by　the　iterative　procedure，　because　it　is　impossible　to　re－

duce　the　partial　load　factors　directly　from　the　coordinates　of　the　fai1－

ure　point・

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　20）

6．6　Numerical　Examples

，E1lsa1IRI，gml，lel

　　　　　To　compare　the　proposed皿ethod　with　the　usual皿ethods，　the　combi－

nation　of　dead　load　D　and　live　load　L　is　considered．　As　a　safety　level，

five　ca・es　wi・h　p。（一ヱーpf片゜・9・°・99・°・999・°・9999・°・99999

are　employed．　Corresponding　to　these　values，　the　allowable　safety

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　＝　1．282，　2．326，　3．090，　3．720，　4．266，　re－indices　are　obtained　as　β
。p。。ti。。、y，，h。。ugh，h。　i：ver。e、。an。f。＿・i・n…h・・β・Φ一1　（P．ノ．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　9）

Then，　the　statistical　data　are　given　as
　　　　　　　　　　　　　　　　　　・。r・…／・・2，σD－…／・・2

一209－一



　　　　　　　　　　　　　　　　　　・。一・…／f～’・。一・・ユb／・・2

The　mean　value・f　th・・e・i…nce　V。・・d・he　reduced　par・i・…ad　f・・t・r・

Y三　「＝Y」／φ　ノ　and　Y》　（＝Y2／φ　ノ　are　calculated　for　some　cases　with　dif－

fere・t・・effi・i・nt・・f　vari・ti…fthe　resi・t・・ce．（・・bsc．iptユand　2

c°「「esp°nd　t・dead　1・ad・nd　liv・1・ad，　re・pectiv・1y）1・Fig．6．3－Fig．

6・5・the　re・ult・are　illu・trat・d　f・r　th・・ase　with　th・perf。rmance　fun。．

tion　that　z　＝R　－　S．　　Fig．　6．6．－　Fig．　6．8　show　the　results　obtained　for

Z＝1n　（R／Sか　　From　these　figures，　the　following　conclusions　are　ob－

tail肥d　：

　　　・Although　there　is　little　difference　between　the　triangular　approxi－

　　　　mati・n　m・th・d・nd　Ang’・m・th・d・Ang’・m・th・d　presents　s・m・wh・t　larg・

　　　　values　f°「PR・Y三・・d　Y》・

　　　’ln　Shah’sm・th・d・・h・v・1ues・f　V。・Yi　and　yS　are　q・i・e　sen・i・i・・

　　　　t°the・hang・・fδR・Th・p・・p・・ed…h・d　i・1ess　se・・i・i・・th・・

　　　　Sh・h’・m・th・d・but　m・・e・en・itiv・th・n　th・t・i・ngular　apP・。xim。ti。n

　　　　and　Ang，s　method．　（　see　Fig．　6．3　）

　　°The　p「°p°sed　meth°d　p「°vide・1・・ger　v・lues　f・r　Y…・henδ。　is　sm・…

　　　　This　is　why　the　proposed　method　tends　to　give　a　large　load　factor

　　　　for　a　load　whose　standard　deviation　is　large．

°While　i”　the　P「°p°sed　meth・d・th・i…ea・i・g　ra・es・f　V。・Y］・・d

　　　　YS　bec°me　la「ge「a・th・increa・e・fδ。・・h・se　i・・h…i・・g・…

　　　　approximation　or　Ang．s　method　are　a1皿ost　constant．

　　・　In　Spite　of　the　choice　of　perforlnance　function，　the　probability　of

　　　　reli・bility・r　the　saf・ty　ind・x　i・n・t・・vari・d　fg・the　ch・ng…　f

　　　　Yl　and　y5・Especially・thi・t・nd・n・y　i・remark・b・・f・r・m…δ。・

　　　　This　is　due　to　the　fact　that　in　the　proposed　method　the　error　in＿

　　　　v°1ved　in　the　determi・ati…fY三and　Y》i・hardly　i・f1・・n・i・…

　　　　the　value　of　β　in　the　design　process．

　　’F°「acasewith　z＝ユn「R／Sノ・th・v・lue・・f　V。・Yi・・d　Y…・h・・g・

　　　　P「°p°「ti°nal　t°the・h・・g・・f　p．・・βd・Thi・t・・d…y・ea・・th・・

　　　　the　performance　function　with　a　logarithmic　form　is　more　convertient

　　　　t°estimate　the　change・・f　V。・Yl　and　yS　acc・・di・g…he　ch・ng・・f

　　　　the　design　condition．
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！E2！R！！Rsg－Lxaml　2

　　　　　As　a　m・re　pra・ti・a1・a・e・1・t’s　c・n・ider亡h・design・f・・igid

frame　which　is　subj　ected　to　dead　load　D，　1ive　load　L，　wind　load　W　and
　　　　　　　　　　　　　　　　　　21）

earthquake　load　E．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Its　dimension　and　rigidity　are　presented　in　Fig．

6・9（a）・　and　the　apPlied　loading　condition　is　shown　in　Fig．　6．9（b），

・here・。一・・ヱ・／f～・・。・’・・ユ・／・・2・・、（unif・・rm・・ad　due・・D）一

ユ・2kユb／f亡・”2（unif°「m　l°ad　d・・t・L）－L6　kヱb／…ρ、（・i・d・・ad）

＝3・3　klb　andρ2（ea・thq・・k・1・ad）－2・4　kユb・

　　　　　エf・f・ilure・ccur・at　th・beam・r　c・1umn　by　the　indu・ed　b・nding

moment，　the　points　A　－　E　have　a　large　probability　of　failure．　The

bending　moments　induced　at　those　points　are　calculated　and　listed　in

Table　6．4（a）．　　Five　load　combinations　are　considered　here　and　presented

in　the　same　table．　Since　the　point　B　has　the　largest　bending　moment，

the　design　is　performed　by　paying　attention　to　this　point．　　Table　6．4

（b）　shows　the　mean　values，　standard　deviations　and　coefficients　of　vari－

ation　of　the　bending　mo皿ents　induced　by　the　individual　loads．　　Subscript

1・　2・　3　and　4　correspond　to　D，　L，　W　and　E，　respectively．　　The　correlation

coefficient　between　the　loads　is　O．5　for　D　and　E，　and　zero　for　other　sets

of　loads・　Also，　the　coefficient　of　variation　of　the　resistance　is　O．ユO

and　the　allowable　safe仁y　level　is　specified　as　3．720，　which　corresponds

to　P　　ニ　0．9999．
　　　　S

　　　　　Under　the　above　design　conditions，　the　mean　value　of　the　resistance

VR　and　the　la°d　fact°「s　Y1ゴ（i　and　j　mean・he　c・mbi…i・n・f・・ad・and

the　individual　load，　respectively．　）　are　determined．　The　obtained　nu－

merical　results　are　shown　in　Table　6．5（a）　in　comparison　with　those　ob－
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　21）
tained　by　Shah，s　method．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（　see　Table　6．5（b）　）　The　comparison　of

Table　6．5（a）　and　Table　6．5（b）　leads　to　the　following　conclusions　：

　　　．　Observing　the　results　obtained　for　case　4，　it　is　said　that　in　the

　　　　　proposed　method，　the　coefficient　of　variation　is　more　influential

　　　　　on　the　determination　of　load　factors，　compared　with　Shah，smethod．

　　　　　That　is，　the　proposed　method　provides　large　factors　for　the　load

　　　　　with　high　dispersion．

　　　・　Despite　of　the　difference　be亡ween　individual　load　factors，　both

　　　　methods　present　almost　same　design　loads　for　each　load　combination．
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Wl’w2
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Ql＝Wユnd］mad

Q・欝輯e

b）　Applied　Loads

Fig．6・9 Portal　Frame　Example
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Table　6．4 Bending　Moments

a）　Bending　Moments　at　Points　A　－　E

　　　oad

@　卜oOlnt
D L w E D　十　L D　十　W D　十　E D＋L＋W D十L十E

A 13．4 18．0 47．1 34．3 3L4 60．5 47．7 78．5 65．7

B 一26．7 一35．7 一35．4 一25．7 一62．4 一62．1 一52．4 一97．8 一88．1

C 一26．7 一35．7 35．4 27．7 一62．4 8．7 一1．0 一27．0 一36．7

D 13．4 18．0 一47．1 一34．3 31．2 一33．7 一17．9 一15．9 一3．1

E 33．3 44．5 0． 0． 77．8 33．3 33．3 77．8 77．8

（kiP－ft）

b）　Bending　Moments　at　Point　B　for　Individual　Loads
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Table　6．5 Comparison　of

Shah，s　Method

Proposed　Method　and

a）　Numerical　Results　by　the　Proposed　Method

Case Loadinq
bondition

φ．　ユ

Yil

xll

Yi2

xi2

Yi3
x13

YiL

x｛h

　　　．ceslgn
盾≠п

@　　　μ．　　　　　1

1，046 1，555 0． 0．

1 D　＋　L 0，707 118．1
1，480 2，201 0． 0．

1，051 0． 1，392 0．

2 D　＋　W 0，690 112．1
1，523 0． 2，Ol7 0．

1，136 0． 0． 1，552
3 D　十　E 0，707 99．3

1，607 0． 0． 2，195

1，032 1，388 1，246 0．

4 D十L十W 0，687 176．3
1，502 2，020 1，814 0．

LO85 1，412 0． 1，345
5 D十L十E 0，699 163．0

1，552 2，020 0． 1，924

（kip－ft）

b）　Numerical　Results　by　Shah，sMethod

Case Loading
bondition

　lxi1 　lxi2 Y｛3 Y｛μ Desiqn
koad　μ．

1 D　十　L 1．61 2．13 0． 0． 119

2 D　十　W 1．61 0． 1．96 0． 113

3 D　＋　E 1．61 0． 0． 2．08 96．8

4 D十1」十W 1．57 1．97 1．85 0． 177

5 D十L十E 1．58 1．97 0． 1．97 163

（kip－ft）
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gEIEgllR，！，g．2a　13

　　　　　Leピs　determine　the　cross　sectional　areas　of　the　lower　chord　T　of

…ussed　b・idg・w…his　sh・wn…ig．6．・・（・）．22）Si。。e，h。　b。idge

is　c・n＄idered　t・b・1・ng　t・th・first－・1ass　b・idg・・，　TL－－201。ad　i。

employed　as　an　applied　load．

　　　　　At　first，　the　cross　sectional　area　is　calculated　by　use　of　the

allowable　stress　design　format．　Using　the　nominal　safety　factor　e★

and　the　nominal　load　ratio　P★　which　corresponds　to　the　calculated　cross

sectional　area・　an　equivalent　safety　index　is　obtained．　Next，　the　truss

is　redesigned　to　satisfy　the　obtained　safety　level，　by　using　the　proposed

reliability－based　design　Inethod，　and　the　obtained　results　are　compared

with　those　obtained　by　the　allowable　stress　design．

　　　　　工t　is　postulated　that　the　dead　load　including　the　weights　of　the

pavements，　deck　plate，　1ateral　members，　etc．　is　3．75　亡／m，　and　that　the

line　load，　the　uniform　load，　the　impact　load，　etc．　are　taken　as　the

live　1°ad・Then・th・m・mber　f・rce・T。・・hi・h　i・i・d・ced　by・h・dead

and　live　loads　are　obtained　as

　　　　　　　　　　　Member　force　due　亡o　亡he　dead　l　oad　：　T　　＝　360．ユ　亡
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　D

　　　　　　　　　　　Member　force　due　亡o　亡力e　live　lo∂d　：　T　　＝　ヱ82．9　亡
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　L

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　To＝TD＋TL＝543・0亡

The　t°tal　membe「f°「ce　i・・bt・i・・d　by・ddi・9　・b・・hi・h　i・th・f・rce　d・・

t°the　self－weights°f　the　mai・t・uss　m・mber・…T。・1・・his　ca・e・弓

is　calculated　as　O．32ユ5A　（亡）　when　the　density　of　steel　is　7．85．　Then，

the　cr・ss　secti・nal　area・f　th・m・mber　T　i・d。t。rmi。。d。。　A－344㎝2
C

if　SMsO　steel　is　employed．　　Since　the　allowable　stress　limit　and　the

・・mi・・l　yi・1d・tress・f　SM5・・teel　areユ9・・kg／㎝2。nd　32・・kg／。m2，，he

nominal　safety　factor　becomes　ヱ．684．

　　　　　Next，　the　load　factor　design　format　is　applied　for　deter皿ining　the

necessary　cross　sectional　area・　Taking　Z　＝　R－　S　as　the　performance

function，　the　safety　index　is　expressed　in　the　term　of　safety　factor．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　θ一ユ
　　　　　　　　　　　　　　　　β＝

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　22　2　　　　　　　（6・64）
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　θδR＋δ5
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Table　6．6 Numerical　Results　by　the　Proposed　Method

δR δD δL β φ YD YL Y6 YL R★　（t）
A　｛cm2｝

0．15 8，864 0，734 1，138 1，485 1，550 2，023 1099．6 343．6

0．05 0．20 8，436 0，777 L125 1，781 1，448 2，292 1100．8 344．0

0．25 7，972 0，823 1，112 2，088 1，351 2，537 1099．8 343．7

0．15 7，793 0，839 1，428 1，375 1，702 1，617 llOO．9 344．0

0．10 020 7，501 0，866 1，397 L617 1，613 1，867 1100．8 344．0

0．25 7，168 0，895 1，362 1，889 1，522 2，101 llOO．5 343．9

0．15 4，873 0，636 1，402 1，147 1，638 1，803 1101．0 344．1

0．05 0．20 4，798 0，653 1，041 1，252 L594 1，917 110L1 344．1

0．10
0．25 4，708 0，673 LO39 1，380 L544 2，051

　　　　　．
P101．9 344．3

0．15 4，670 0，682 L154 1，135 1，692 1，664 1100．8 344．0

0．10 0．20 4，605 0，696 1，149 1233 L651 1，772 110L1 344．1

025 4，524 0，714 1，144 1，351 1，602 1，892 1100．1 343．8

0．15 3，313 0，613 LO19 1，068 L662 1，742 1101．1 344．1

0．05 020 3，290 0，622 LO19 Ll19 1，638 1，799 1100．0 343．8

025 3，260 0，632 LO19 1，182 1，612 1，870 1101．0 344．1

0．15
0．15 3，24フ 0，636 1，074 1，065 1，689 1，675 1101．1 344．1

0．10 0．20 3，225 0，644 LO73 1，ll4 1，666 1，730 1100．6 343．9

0．25 3，197 0，654 1，072 1，175 L639 L797 llOO．1 343．8

Table　6．7 Numerical

Method

Results　of　the　Triangular　Approximation

δR δD δL β φ YD YL Yム YL R　（t）
A　（cm2）

0．15 4，872 0，762 Ll37 1，411 1，492 L852 1030．6 322．1

0．05 0．20 4，792 0，768 1，135 1，540 1，478 2，005 1055．7 329．9

0．25 4，706 0，776 Ll32 1，662 1，459 2，142 1074．6 335．6

0．10
0．15 4，671 0，780 1，263 1，394 1，619 1，787 1086．8 339．6

0．10 0．20 4，605 0，786 L259 1，518 1，602 1，931 1108．3 346β

0．25 4，524 0，793 L255 1，636 1，583 2，063 11262 351．9
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・here　69　can　・・　・a・・u・…d…mEq・（・・63）an・・…ρand・・a・…b－

tained　from　p★and　e★．　Then，　p★　is　computed　as

　　　　　　　　　　・　　㌔　　　　ヱ82．9
　　　　　　　　　ρ＝T．＿．。，＝36・・・…32・5A　　　（6・65）
　　　　　　　　　　　　　　　　D　　　D

Using　the　safety　index　calculated　by　Eq．（6．64），　the　cross　sectional

area　and　the　load　factors　are　determined　by　both　the　proposed　method

and　the　triangular　approximation　method．　Table　6．6　presents　the

results　of　the　proposed　method．　It　is　seen　that　the　proposed　method

provides　the　cross　sectional　area　which　is　almost　equal　to　that　obtained

by　the　allowable　stress　design．　This　result　can　be　easily　anticipated，

considering　a　good　accuracy　of　the　proposed　method，　as　shom　in　section

6・4・　On　the　other　hand，　the　triangular　apProximation　method　gives　dif－

ferent　cross　sectional　areas，　which　are　conservative　or　unconservative，

according　to　the．values　of　the　coefficient　of　variation．　This　inconsist－

ency　is　due　to　the　apProxirnation　involved　in　the　linearizing　Process．

　　　　　Consequently，　it　can　be　said　that　the　proposed　method　gives　a　good

correspondence　between　the　allowable　stress　design　and　the　load　factor

design．　This　means　that　the　proposed　method　enables　to　make　a　rational

calibration　between　the　safety　factor　and　the　load　factors，　which　is

inevitable　to　establish　a　design　code　based　upon　the　reliability－based
　　　　　　　　　　　23）

philosophy．

．！Eltlle！gp，！，g－El　4

　　　　　The　safety　of　present　road　bridges　is　examined　by　use　of　the　sta－
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　24）

tistical　data　obtained　by　the　observation　and　simulation．　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　Special

attention　is　placed　on　the　relation　between　span　length　and　safety．

　　　　　According　to　Ref．　24，　the　safety　level　of　current　road　bridges，

whose　span　lengths　are　longer　than　20　m，　can　be　evaluated　as　follows　：

The　central　safety　factor　θ　is

　　　　　　　　　　　　　　　l・1。　・。°P｛…　／ρ・2・／（5・・k）｝

　　　　　　　　　　θ「。＝、E、。〆，・＋。Lノ　　（6°66）

Then，　the　nominal　safety　factor　θ★　becomes
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　　　　　　　　　　　　　　t　　Rt　　　VR／VR　　Vs

　　　　　　　　　　　　　θ＝str。／・5r。θ　（6・67）

in　whieh　V　denotes　the　ratio　of　the　mean　value　and　the　nominal　value，

and　also　p　represents　the　safety　factor　used　in　the　current　design　code．

The　safety　index　is　expressed　as　follows　：

　　for　Z＝R－S

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　θ一ユ
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．68）　　　　　　　　　　　β一

一一RE・。・。）／，・・P）

for　Z＝1ηrR／5ノ

β＝ 1nθ （6．69）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・か☆・δかρ2・。2　）／　（…12

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　24）
The　calculation　is　implemented　by　using　the　following　data　：

Resis亡ance　R　；㌔＝1・2・δ。＝°・15・・一・・VE　＝…’δ。　・’…5

L°ad　5・VD＝1・°’δD－0・05　5・f・亡y　F・c亡。・p・P－1・7

　　0亡her　Da亡a　；　gゴven　in　亡heヱef亡　coユu皿ns　of　Tal）1e　6．8

The　nominal　safety　factor　calculated　from　the　above　data　is　illustrated

in　Fig・　6・11・　The　no皿inal　safety　factor　has　somewhat　larger　values　than

」．7which　is　given　in　the　current　design　specifications．　Fig．　6．12　shows

the　relation　between　span　length　and　safety　index．　The　right　columns　of

Table　6．8　present　the　numerical　results　of　safety　index　and　load　factors．

It　is　obtained　from　Fig・　6・12　that　the　values　of　safety　index　differ　by

about　one，　depending　on　the　choice　of　the　performance　function．　Also，

it　is　seen　that　the　safety　index　changes　unevenly　within　∫↓＝　20一　ユ00　rn．

This　uneven　change　is　probably　due　to　the　use　of　actually　measured　data．

Roughly　speaking，　the　safety　index　changes　against　span　length　with　a

similar　tendency，　despite　of　the　performance　function．

　　　　　工nFig．　6．13，　the　load　factors　are　obtained　for　both　the　performance

functions，　Z　＝　R－　S　and　Z　＝　1n　（　IVS　ノ，　corresponding　to　φ　＝　0．90　and

the　values　of　β　shown　in　Fig．　6．12．　The　proposed　method　does　not　give
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Table　6．8 S亡atistical　Data　of　Live　Load

and　Calculated　Results

Statistical　Data　of　Live　Load
Calculated　ValueS　★

S脚Penqth

@（m）
VL δL …き： F士eq．　of

kive
β YD YL

20 0．93 0．20 1．26 0，249
3．76－一一

S．67

　　1．65－一一　一一

@　1．57

1．85－一一一一一

k92

40 1．01 0．16 0．80 0，415
3．55 1．57

4．57
　一一一k57

L75－一一一一一一

P．79

60 0．99 0．14 0．63 0．18
3．52－一一一

S．62

　L55－一一一一一

@1．61

1．66－一一一一一一

P．69

80 0．96 0．15 0．53 0，073
3．51－一一

S．61

　　L58－一一一一一

@　1．62

1．61－一一一一一

P．61

100 0．98 0．14 0．45 0，034
3．46 1．56 1．59－一一一一一一

4．55
　　一一
P．61 1．61

150 0．94 0．13 0．34 0，025
3．44－一一

S．54

　1．56－一一一一

@L59
　1．54－一一一一一一

@1．47

200 0．87 0．14 0．29 0，Ol3
3．47 1．56 1．38
一一一
S．61

一一『－
@1．62

一一一一一一
@1．38

250 0．84 0．14 0．27 0，005
3．47
一一一
S．62

　1．56－一一一

@1．62

　1．33－一一一一一

@1．32

300 0．73 O．13 0．25 0，003
　1．58－一一一一3．53－一一

S．73 L67

　1．16－一一一一一

@1．18

★

Upper　ROW
　　　Z　＝　R　－　S

Lower　Row
　　　Z　＝　ln（　R／S　｝
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s°diffe「ent　value・・f　Y。・・d　Y。　f・r　b・・h・h・perf・r卿・e　f…ti…，

and　als°gi…1arger　v・1・・f・・Y。・han・h…i・・g・・ar　apP・・xi…i・n

method　does．　This　reason　is　that　in　the　proposed　method，　the　load

factors　are　detemined　by　corresponding　to　the　magnitude　of　its　stand－

a・dd・vi・ti・n・On　th・・ther　h・nd，　i・th・t・iangul・r　apP・・xim・ti・n　m・亡h・d，

the　values　of　the　load　factors　are　considerably　affected　by　the　selection

of　performance　function，　and　especially　the　difference　is　remarkable　for

YゴDespit・・f　th・difference・f　th・v・1・…th・・e1・ti・n・b・tween　th・

load　factors　and　span　length　have　the　similar　tendency　for　both　the

performance　functions．

　　　　　Next・　the　sensitivity　of　the　load　factors　to　the　safety　index　is

examined．　The　mean　and　minimum　values　of　the　safety　indices　calculated

for　several　span　lengths　are　employed　as　representative　ones．　　Fig．　6．

14P「esents　the　resu1…fYD・・dY。・whi・hare・b・・i・・d　f・r　z・R・・－

Sby　using　β＝　3．59　（mean　）　and　β＝　3．44　（minimum　）　for　the　entire

range　of　span　length．　Fig．　6．15　shows　the　results　obtained　for　Z＝

ユn　（　1g／S　，，　in　which　β＝　4．61　（mean　）　and　β＝　4．54　（minimum　）　are　em－

ployed．　It　is　seen　that　the　proposed　method　is　more　sensitive　to　the

change　of　the　safety　index　in　the　determination　of　the　load　factors．

Although　excessive　sensitivity　is　not　desirable　in　the　actual　design，

the　sensitivity　appeared　in　this　case　is　considered　reasonable，　because

it　is　natural　that　the　values　of　the　load　factors　change　as　the　change

of　the　safety　index．

　　　　　It　can　be　also　considered　that　the　values　of　e★　and　Y　are　obtained

through　the　calibration　which　uses　an　appropriate　value　of　β．　Comparing

the「esults・fθ★・YDand　Y。・e★　and　Y　D・・nd…h・ng・・i・ilar・y・g・i・・t

span　length．　Then，　the　proposed　method　enables　to　perform　a　rational

calibration　in　spite　of　the　choice　of　perforTnance　function，　because　the

difference　of　the　load　factors　due　to　亡he　selection　of　Z　is　not　so　large

in　the　proposed　method．

　　　　　Through　the　above　numerical　results，　the　following　conclusions　are

obtained　：

　　　・The　nominal　safety　factor　e★　lies　within　a　range　from　1．8　to　1．9，

　　　　　and　the　load　factor　with　respect　to　the　dead　load　is　about　1．6．

　　　・However，　the　load　factor　with　respect　to　the　live　load　varies
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according　to　the　span　length，　namely

　　　　　　　　　　　　　　　Y。　一　Z・9　　　f°「£＝2°m

　　　　　　　　　　　　　　　YL　一ヱ・6　　　f°「2＝1°°m

　　　　　　　　　　　　　　　Y。　一　rn。…h・nY。　f°「　£＞1°°m

6．7 Conclusions

　　　　　In　this　chapter，　an　iterative　design　method　is　derived　on　the　basis

of　the　second－moment　theory．　The　design　load，　resistance　factor　and

load　factors　can　be　calculated　without　mathematical　approximations，　by

u・ing　th・…rdin・t…　f　th・f・ilure　p・int　in　th・n・rm・li・ed・pace・Th・

P・・P・・ed　m・th・d　and　u・ual　m・th・d・are　c・mpared・nd・x・min・d　th・・ugh・・me

design　examples．　The　main　results　derived　here　are　as　follows　：

1）

2）

3）

4）

5）

Usual　methods　often　provide　unreasonable　designs　because　of　the　mathe－

matical　approximation　involved　in　the　reduction　of　the　basic　formula．

On　the　contrary，　the　proposed　method　makes　it　possible　to　obtain　an

accurate　design　with　relatively　less　computation　load．

By　u・ing　th…ncept・f　th・f・ilu・e　p・int　d・fin・d　in　th・n・rm・li・ed

・pace，　th・phy・ical　meaning・f　th・・plit・・effi・i・nts　can　b・graphi－

cally　interpreted．　The　basic　design　formula　derived　herein　provides

the　assurance　of　well　correspondence　between　the　first－order　second－

moment　design　format　and　the　load　factor　design　format．

工t　is　possible　to　easily　perform　a　rational　calibration　between　the

。af・ty　f・・t・r　and　th・1・ad　fact・r・，　by　u・ing　th・・af・ty　ind・x・・th・

measure　of　safety．

C。mp。・i。g　with　th・t・iang・1ar・pP・・xim・ti・n　m・th・d・th・p・・p・sed

method　is　liable　to　undergo　an　influence　of　the　change　of　the　safety

index　in　the　determination　of　the　load　factors，・while　less　influence

of　the　choice　of　performance　function．

As　well　known，　current　road　bridges　tend　to　beco皿e　lnore　reliable　when

the　span　length　is　more　than　100　rn，　but　the　increasing　rate　is　not　so

large　as　expected．

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　－229一
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Chapter　　7　　Concluding　Re皿arks

　　　　　In　this　dissertation，　two　main　subj　ects，　geometrical　configuration

and　reliability　of　structural　systems，　have　been　investigated　and　dis－－

cussed　with　emphasis　on　hov　they　should　be　introduced　or　related　to　the

design　process．　Although　these　two　subjects　can　be　contained　in　a　cate－

gory　of　structural　design，　it　would　be　better　to　consider　them　independ－

ent　at　the　present　time，　because　their　basic　philosophies　and　their　ob－

jectives　are　different．　　The　characteristics　of　geometrical　configura－

tions　have　been　argued　on　the　basis　of　the　current　design　for皿at，　i・e・，

the　allowable　stress　criterion　forlnat，　while　the　reliability－based　de－

sign　treated　in　the　latter　part　aims　to　disclose　the　intrinsic　incon－

sistency　involved　in　the　current　codes，　and　further　to　quantitatively

introduce　various　uncertainties，　which　are　unavoidable　to　small　or

great　extent，　into　the　design　process・

　　　　　If　the　ultimate　goal　of　structural　engineers　is　to　obtain　a　ration－

al　design，　or　to　establish　a　rational　design皿ethod　in　a　wider　sense，

the　two　subjects　considered　here　should　be　treated　and　discussed　in　a

unified　manner．　　It　is，　however，　quite　difficult　to　establish　a　wel1－

grounded　method　which　satisfies　the　above　requirement，　because　of　the

existence　of　many　unresolved　problems　related　to　the　essense　or　philoso－

phy　of　design．

　　　　　In　this　conclusive　chapter，　the　objectives　of　this　study　and　the

main　results　derived　from　the　foregoing　chapters　will　be　reviewed　com－

prehensively　to　discuss　commonly　the　conclusions　related　to　proposals

for　structural　design　and　also　in　relation　to　the　prospect　for　future

studies　to　be　continued．

　　　　　In　chapter　2，　the　geometrical　configurations　of　framed　structures

were　recognized　by　means　of　a　graphical　representation．　In　order　to

determine　the　effective　configuration，　the　topological　and　geometrical

systems　can　be　considered　useful　for　the　design　of　trussed　bridges．

By　corresponding　those　systems　to　a　hierarchy　of　structural　design・　an

effective　design　procedure　can　be　found　out　through　some　numerical　ex－
　　　　　　　　　　　　1

　　　■perlments　：

　　　1）　　Determine　the　supPorting　condition・
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　　　2）　Assume　the　number　of　nodes　and　the　topology　of　members．

　　　3）　　Perfori皿　the　opti皿ization　by　taking　the　nodal　coordinates　and

　　　　　　　the　cross　sectional　areas　of　members　as　design　variables．

　　　　　Using　the　abovementioned　procedure，　a　practical　design　method　in－

cluding　a　geometrical　variation　was　proposed　in　chapter　3　0n　the　basis

of　a　two－1evel　treatment．　This　method　showed　a　considerable　efficiency

or　applicability　by　a　design　example　of　large　continuous　truss　bridge，

though　some　problems　in　conjunction　with　computations　remain．　It　is　also

to　be　noted　that　there　are　some　design　requirements　to　be　accounted　for

in　the　application　of　the　proposed　method　to　the　actual　bridge　design．

Nevertheless，　the　results　obtained　in　this　study　confirmed　that　the

quantitative　introduction　of　geometrical　variations　has　a　large　possi－

bility　of　presenting　a　more　rational　structure　even　in　the　present　de－

　’Slgns・　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　’

　　　　　While　the　topology　of　members　was　not　significant　for　the　weight－－

minimization　of　trussed　l）ridges，　it　has　become　significant　for　the　de－

sign　of　arched　bridges．　　This　may　imply　that　a　variation　of　topology

will　take　an　important　role　in　the　selection　of　the　type　of　bridges．

To　this　problem，　further　investigations　should　be　made，　broadening　our

views　to　the　cable－stayed　bridge　or　other　typed　bridges．

　　　　　Chapter　4　has　been　devoted　to　developments　of　the　classical　relia－

bility　theory．　AIthough　many　researchers　have　pointed　out　some　problems

involved　in　the　classical　theory，　nobody　can　deny　the　firm　and　sophisti－

cated　base　in　its　theoretical　framework．　On　account　of　the　easiness　of

treatment　and　the　explicitness　of　physical　meaning，　the　failure　proba－

bility　will　remain　as　one　of　the　excellent　measure　of　safety．　By　use　of

the　fiducial　statistics　or　the　statistical　decision　theory，　the　effect

of　statistical　uncertainty　or　the　opti皿um　sampling　method　can　be　evaluated

or　achieved．　However，　it　may　be　said　that　the　reliability　approach　using

the　failure　probability　is　not　suitable　for　an　actual　complicate　design，

but　for　a　conceptual　basic　design．

　　　　　From　a　practical　point　of　views，　the　reliability　theory　based　on

the　second－moment　theory　has　been　investigated　in　chapter　5　and　chapter

6．　Among　the　reliability－based　designs　presented　up　to　date，　the　second－

moment　design　format　can　be　consid’ered　the　most　convenient　and　flexible
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to　account　for　the　various　uncertainties，　some　of　which　are　not　tracta－

ble　in　a　mathematical　form．　　In　chapter　5，　major　concerns　are　the　physi－

cal　meaning．　of　safety　index　and　the　treatment　of　combinatorial　problems

based　on　亡he　second－moment　expression．　　By　paying　attention　to　the

normalized　space　presented．　by　Hasofer　and　I、ind，　it　is　possil）1e　to　evald－

ate　the　safety　of　structural　systems　with　many　possible　failure　modes，

as　well　as　that　of　structural　systems　with　a　single　failure　mode．　The

coordinates　of　the　failure　point，　which　defines　the　safety　index，　express

the　ratio．of　the　underlying　variables　at　the　most　weakest　failure　condi－

tion．

　　　　　Chapter　6　has　dealt　with　the　proble皿how　the　engineering　uncertain－

ties　must　be　introduced　into　the　design　process．　By　giving　special　at－

tention　to　the　failure　point，　a　basic　formula　can　be　reduced　in　the　fom

of　the　load　factor　design　format，　without　mathematical　approximations．

Since　the　proposed　formula　does　not　involve　the　errors　due　to　the　ap－

proximation，　an　accurate　calibration，　which　is　important　to　transfer　the

current　design　code　to　the　load　factor　design　or　the　limit－state　design，

can　be　achieved．

　　　　　Throughout　this　study，　special　interest　may　l）e　taken　in　the　funda－

mental　features　of　s亡ructural　design，　and　also　some　assumptions　have

been　employed　to　make　the　discussion　simple．　For　these　reasons，　the

results　obtained　in　this　study　may　not　be　immediately　applicable　or

sufficient　for　the　aetual　design　works，　they　may　serve　to　present　some

valuable　suggestions　for　the　advance　of　the　design　of　bridge　structures．
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