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Editorial

The third issue of the seventh volume of the IBRACON Structures and Materials Journal is now pub-
lished, with seven articles on concrete structures and materials. Evaluation of second order moments
in reinforced concrete structures is addressed in the first article, with an alternative proposal for esti-
mating the magnification of first order moments. The second article aims at the evaluation of the qual-
ity of the concrete plant wastewater, proposing guidelines for treatment and reuse. In the third article
the overlapping crack model is used to simulate concrete crushing, considering that the material in
damage is simulated through surfaces that interpenetrate each other. Another article brings a struc-
tural reliability approach for evaluation of the bending moment capacity of reinforced concrete beams
taking into account the influence of the reinforcement corrosion. The fifth article analyzes punching
shear in reinforced flat slabs with a hole adjacent to the column. The study includes experimental tests
performed on seven internal slab-column joints, analyzing ultimate loads, cracking, deflections and
strains in concrete and reinforcement bars. A statistical analysis and conformity testing of concrete
in the Rio Grande Port is the topic for the sixth article. The issue closes with an article on the design
of cast-in-place reinforced concrete walls comparing two different strategies for numerical simulation,
focusing on the maximum compressive stress.

We congratulate the authors for the quality of the articles and acknowledge reviewers and editors
for their dedication, responsible for the results achieved by the IBRACON Structures and Materials
Journal.

Américo Campos Filho, José Luiz Antunes de Oliveira e Sousa, and Roberto Caldas de
Andrade Pinto
Editors

O terceiro nimero do sétimo volume da Revista IBRACON de Estruturas e Materiais esta sendo
publicado, com sete artigos sobre materiais e estruturas de concreto. A avaliacdo de momentos de
segunda ordem em estruturas de concreto armado € abordada no primeiro artigo, com uma proposta
alternativa para estimar a majoragdo dos momentos de primeira ordem. O segundo artigo tem como
objetivo a avaliagéo da qualidade da agua residuaria de uma usina de concreto, propondo diretrizes
para seu tratamento e reutilizacado. No terceiro artigo um modelo de sobreposi¢cdo é usado para o
esmagamento do concreto, considerando que o material danificado é simulado através de superfi-
cies que se interpenetram. Outro artigo traz uma abordagem de confiabilidade estrutural para avaliar
a capacidade a flexdo de vigas de concreto armado tendo em conta a influéncia da corrosdo das
armaduras. O quinto artigo analisa pungéo de ligagdes laje-pilar de regides internas de lajes lisas
com um furo adjacente ao pilar, com ou sem transferéncia de momento fletor da laje ao pilar. O es-
tudo inclui ensaios experimentais realizados em sete ligacdes internas de laje e pilares, analisando
cargas Ultimas, fissuragdo, deformacgdes e tensdes no concreto e nas barras de armadura. A analise
estatistica e ensaios de conformidade de concreto no Porto do Rio Grande é o tema para o sexto
artigo. O numero se encerra com um artigo sobre o projeto de paredes de concreto armado moldadas
no local, comparando duas estratégias diferentes para simulagdo numérica, com foco na tenséo de
compressao maxima.

Parabenizamos os autores pela qualidade dos artigos e agradecemos aos revisores e editores por
sua dedicacdo, responsavel pelos resultados alcangados pela Revista IBRACON de Estruturas e
Materiais.

Américo Campos Filho, José Luiz Antunes de Oliveira e Sousa, and Roberto Caldas de
Andrade Pinto
Editores
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Abstract
E——

This paper presents an alternative to estimate the magnifier of first order moments to be applied on each storey of reinforced concrete structures,
from the values obtained for the y, and B, coefficients, used to evaluate second order effects in reinforced concrete structures and in steel struc-
tures, respectively. In order to develop the study, initially several reinforced concrete buildings of medium height are processed, in first order and
in second order, using the ANSYS software. Next, y,, B, and the increase in first order moments, when considering the second order effects along
the height of the buildings, are calculated. Finally, from the results obtained, the magnifier of the first order moments, differentiated for each storey
of the structure and calculated from both y, and B, coefficients, is estimated and the efficiency of the simplified method of obtaining final moments
using the magnifier proposed is evaluated.

Keywords: reinforced concrete, second order effects, v, coefficient, B, coefficient.

Resumo
E——

Neste trabalho apresenta-se uma alternativa para estimar o majorador dos momentos de primeira ordem que deve ser aplicado em cada pavi-
mento das estruturas de concreto armado, a partir dos valores obtidos para os coeficientes v, e Bz' utilizados para avaliar os efeitos de segunda
ordem em estruturas de concreto armado e de ago, respectivamente. Para conduzir o estudo, inicialmente diversos edificios de médio porte
de concreto armado séo processados em primeira e segunda ordem utilizando o programa ANSYS. Em seguida, sdo calculados os valores
dos coeficientes v, e B,, bem como dos acréscimos sofridos pelos momentos de primeira ordem, quando considerados os efeitos de segunda
ordem, ao longo da altura dos edificios. Finalmente, a partir dos resultados obtidos, estima-se o majorador dos momentos de primeira ordem,
diferenciado para cada pavimento das estruturas e calculado a partir de ambos os coeficientes v, e B,, e avalia-se a eficiéncia do método
simplificado de obtencdo dos momentos finais utilizando o majorador estimado.

Palavras-chave: concreto armado, efeitos de segunda ordem, coeficiente v,, coeficiente B,.
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Evaluation of second order moments in reinforced concrete structures using the y, and B, coefficients

1. Introduction

EE

In recent decades, as in many other areas, engineering has undergone
great change, particularly in project engineering and civil construction.
Optimization techniques of weight and form, the development of ex-
perimental equipment, information technology and efficient numerical
models have all contributed to the creation of more economical and
streamlined constructions, and higher, more ambitious buildings.
Issues which once caused problems for engineers have now taken
on fundamental importance in structural projects. Among these is-
sues, two which stand out in particular are stability analysis and the
evaluation of second order effects.

When one studies structural balance, taking into account the de-
formed configuration, there occurs an interaction between exist-
ing forces and displacements, thereby producing additional efforts.
In these conditions, the so-called second order effects emerge.
These effects can be extremely important in some structures, while
in others they may not need to be taken into account.

If the second order effects are significant, a second order analysis
should be carried out. As this analysis is often incompatible with
practical demands such as time considerations, engineers have
sought to develop simplified processes capable of predicting the
behavior of structures in the second order.

The coefficients v, and B,, commonly employed in reinforced con-
crete and steel structures, may be used to evaluate second order
effects and provide an estimate of the final efforts of a structure —
as long as their values do not go beyond certain limits.

At this point, it is worth remarking on an important feature of the
coefficient y,: unlike the coefficient B,, it has just one value for the
whole structure, although, as various studies (Carmo [1], Lima &
Guarda [2] and Oliveira [3]) have shown, second order effects un-
dergo variations along the whole height of the building.

This study presents an alternative way of assessing the final efforts
of a structure, including second order effects, using both the coef-
ficients y, and B,. A range of medium-sized buildings made from
reinforced concrete are analyzed in first and second order using
the software ANSYS-9.0, and the simplified process of assessing
final effort is evaluated, taking into account the variation of second
order effects along the whole height of the structures.

2. Classification of structures in relation
to horizontal displacement
EE
As previously mentioned, second order effects emerge when the
study of a structure’s equilibrium is carried out considering the
deformed configuration, in other words, when displacements are
taken into account in the analysis. Existing forces interact with the
displacements, producing additional internal efforts. Second order
efforts induced by the horizontal displacements of the structural
joints, when subject to vertical and horizontal loads, are defined as
global second order effects.
In some, more stiff structures, the horizontal displacements of the
joints are small, and as such, global second order effects have a
negligible effect on total efforts. These structures are defined as
non-sway structures.
However, in more flexible structures, horizontal displacements are
significant. As a result, global second order effects represent a sig-
nificant proportion of final efforts and must be taken into account.
These structures are defined as sway structures, and, in such cas-

es, a second order analysis must be carried out.

According to the Brazilian standard NBR 6118:2007 [4], if global sec-
ond order effects are less than 10% of the corresponding first order ef-
forts, the structure can be classified as a non-sway structure. If not — if
the global second order effects are more than 10% of the correspond-
ing first order efforts — the structure is classified as a sway structure.
The NBR 6118:2007 [4] also states that the classification of struc-
tures can be achieved by means of the coefficient y,, as detailed in
the following section.

3. Coefficienty,
—

The NBR 6118:2007 [4] stipulates that the coefficient vy, valid for
reticulated structures of at least four storeys, can be determined
by means of a linear, first order analysis, reducing the stiffness of
the structural elements, in order to consider physical non-linearity
in an approximate manner.

For any possible load combination, the value of v,is calculated by
means of the following formula:

1

_AM,, ()
M],tot,d

Y. =

- M,  (first order moment) being the sum of all the horizontal
force moments (with design values) of the combination consid-
ered, in relation to the base of the structure. This can be ex-
pressed as the following:

M, 1o0a = Z (Fhig . i) )

F,,being the horizontal force applied to storey / (with design val-
ue) and h, the height of storey /.

- AM,,, ,(the increase in moments following the first order analysis):
the sum of the products of all the vertical forces acting on the struc-
ture (with design values), in the considered combination, by the

horizontal displacements of their respective points of application:

AMipra =Z (Pig . u;) (3)

P being the vertical force acting on storey / (with design value),
and u;the horizontal displacement of storey i.

If this condition y, < 1.1 is satisfied, the structure will be classified
as a non-sway structure.

The Brazilian standard NBR 6118:2007 [4] stipulates that total efforts
(first order + second order) can be assessed by additionally increas-
ing the horizontal forces of the combination of load to be considered
by 0.95y,, as long as g, is less than 1.3. Nonetheless, according to the
project of revision of the NBR 6118:2000 [5], the total efforts could be
obtained from the multiplication of the first order moments by 0.95y,,
also under the condition that y, < 1.3. It can be observed, therefore,
that vy, ceased to be the first order moments magnification coefficient,
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and became the horizontal loads magnification coefficient.
According to Franco & Vasconcelos [6], the use of y,as a first or-
der moments magnification coefficient provides a good estimate of
the results of the second order analysis; the method was applied
successfully to tall buildings with v,in the region of 1.2 or more.
Vasconcelos [7] adds that this process is valid even for values of
v, of less than 1.10, cases in which technical norms allow second
order effects to be disregarded.

4. Coefficient B,

EE

For the evaluation of second order effects in steel structures,
AISC/LRFD [8] adopts the approximate method of amplifying the
first order moments by the magnification factors B, e B,. The sec-
ond order bending moment, M, , must be determined by means of
the following formula:

Msq = B;. My, + By. M, (4)

M, being the design bending moment, assuming that there is no
lateral displacement in the structure, and M, the design bending
moment resulting from lateral displacement of the frame; both M,
and M, are obtained by first order analyses. The B, amplification
coefficient represents the effect P-J, related to the instability of the
bar, or to local second order effects; B, considers the effect P-A, re-
lated to the instability of the frame, or to global second order effects.
For each storey of the structure, the coefficient B,can be calcu-
lated as follows:

B, =

1
1— ﬂ 2 Nsa <5>
L Y H,,

XN, being the sum total of the design axial forces of compres-
sion on all the columns and other elements resistant to the sto-
rey’s vertical forces, A, the relative horizontal displacement, L the
length of the storey and ZH,, the sum total of all the design hori-
zontal forces on the storey that produce A ,.

According to Silva [9], if all in all storeys the coefficient B, is less than
1.1, the structure can be considered largely resistant to horizontal
displacements, and as such, global second order effects need not
be taken into account. When the greatest B, is between 1.1 and 1.4,
the approximate method B,-B, may be used to calculate the bending
moment, the other forces (axial force and shear force) being ob-
tained directly in the first order analysis. Finally, a rigorous elasto-
plastic second order analysis is recommended in the event that B, >
1.40. Silva [9] adds that if 1.1 < B, < 1.2, the bending moments can
also be calculated by means of a first order analysis performed with
the horizontal efforts magnified by the greatest B,

In short, as in the case of the coefficient y,, the coefficient B, con-
stitutes an indicator of the importance of global second order effects
in a structure. Oliveira [10] developed a formula capable of relating
these parameters, which will be analyzed in the following section.

5. Relation between the coefficients

) and B,

Figure [1] represents a structure composed of three storeys of

equal length (L). The figure also shows the vertical (P,) and hori-
zontal (F,,) design forces acting on each storey /, together with
their respective horizontal displacements (u).

To calculate the y,, equation (1), it is necessary to determine the
values of M and AM,,, .. Equations (2) and (3) provide the fol-

lowing, respggﬁvely:
M o0 = (Fpia L+ Fuoq 2L + Fpzq 3L) = )
Fh]d' L+ 2Fh2d' L+ 3Fh3d'L
AMora = Pig u; + Pyg uy + Psg u3 (7

Coefficient B,, provided by equation (5), has a different value for
each storey of the structure. Thus, referring to coefficient B, of
storey i as B,, and the parts (L - ZH ) and (A, - Ny ) as M, and
AM,, respectively, the following formulas are obtained:

— 1% storey

M; =L (Fpia+ Fpza+ Fuzg) = (8)
Fpig L+ Fyqg L+ Fyzq L

AM; = (u;—0) - (P1g+ Py + P3g) = (9)
Prgup + Pogup + Psgouy

Figure 1 - Structure of three storeys
subject to vertical and horizontal forces
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| _ )M
BZ,I - _% = BZ,I - ]M1 _ AM] = (Ml AM])_ Bz’l (]0)
Ml Ml

— 2" storey:

My =L (Fpzat+ Fisd) = Fpoa L+ Fpsqr L

(1)

AM, = (uy—uy) - (Pyg+ Ps3g) =
Pog uy + Psguy— Pog up— Psg uy

(12)

1 1 M
B),= B, = M,-AM,)=—~
22 _AM2:> 22 MZ—AM2:>( 2 2) BH (]3)
Mz Mz
— 3¢ storey:

M; =L (F39) = Fp3q L

(14)

A comparison of equations (17) and (18) with (6) and (7) can be
expressed as follows:

M ora = Mi + Mo + M3

(19)

AMOt,d: AM] + AMZ + AM3

(20)

Substituting equations (19) and (20) in equation (1), the coefficient
v, is defined as follows:

1
| M, +AM, +AM, -
M, +M,+M,
]
(M, +M,+M,)-(AM, +AM, +AM ;)
M, +M,+ M,

V.=

(21)

. M+ M, +M,
(M, —AM,)+ (M, ~AM, )+ (M, ~AM,)

V-

Inverting equation (21) provides the following:

AM; = (us —uy) - (P3g) = Psq u3— Psg u;

(19)

| I M

B, = B, - M, -AM, ==L

23 ]_A%: 23 MJ—AM3 :>< 3 3) B“ (16)
Mi M3

Adding M,, M, and M,, equations (8), (11) and (14), and AM,, AM,
and AM,, equations (9), (12) and (15), results in the following:

M, + M, ‘|‘M3 :Fhld'L +2Fh2d'L +3Fh3d'L

(17)

AM; + AMy + AM; = Pg up + Pog uy + Psg us (]8)

L (M, —AM)+ (M, -AM,)+(M, - AM,)
Yz M+M2+M3

(22)

Substituting equations (10), (13), (16) and (19) in equation (22)
provides the following:

M1 + Mz + M3
1 _ Bz,1 Bz,z Bz,3 N i _
’YZ Ml,tot,d YZ (23)
M, 1 + M 2 M 3
M 1 zoz,d'Bz,l M 1 zoz,d'Bz,z M 1,zoz,d’Bz,3

Finally, equation (23) may be expressed as follows:

¢ C,
=l 2 g
Y. B, B,

(24)
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With the constants c,, ¢, and c,being provided by the following:

— M, — Fg LAFy Lt Fy L —
1
Ml,tot,d Fhld ‘L+2E12d ‘L+3E13d L

Fh]d +F;12d+Fh3d
Fh]d +2Fh2d+3Fh3d

(25)

Mz _ thd'L'l'Fhsd'L _
M[,tot,d Eud ‘L+2Fh2d ‘L+3Fh3d L

C,=

(26)

FiatFisa
Foa +2F, +3F,5,
o= M; — Fisa - L —
Ml,tot,d Fhld 'L+2F;12d 'L+3F;:3d L <27)
Fysq
Fyiq +2F,,+3F;,

Therefore, in a structure consisting of n storeys, the coefficient vy,
may be calculated with reference to the B, coefficient in the fol-
lowing manner:

1 2@
Y. _Z‘Bz,-

(28)

and

n
2F,
=i

C, =—m"—""

== (29)
Zj’thd

6. Numerical applications
——

In conducting the study, ten medium-sized buildings made from
reinforced concrete (the storey types of which are dealt with in
Oliveira [10]) were processed in first and second order. Table [1]
lists the main characteristics of the structures analyzed.

The buildings were processed for vertical actions (consisting of
permanent loads and accidental load), acting simultaneously with
horizontal loads (corresponding to the action of the wind, in the
directions parallel to the axes X and Y, and calculated according
to the requirements of Brazilian standard NBR 6123:1988 [11]).
The coefficients applied to the actions, defined by means of the
ultimate normal combination that considers the wind as the main
variable action, were determined according to the requirements of
Brazilian standard NBR 6118:2007 [4].

The structures were analyzed using three-dimensional models in
the software ANSYS-9.0. The bar element “beam 4” was used to
represent the columns and beams. It provides six degrees of free-
dom in each node: three translations and three rotations, in the
directions X, Y and Z.

It is worth reiterating that the buildings were processed in second
order by means of a non-linear geometric analysis, reducing the
stiffness of the structural elements in order to consider physical
non-linearity in a simplified manner (the values adopted were
equal to 0.8 /_for the columns and 0.4 /_for the beams, /_being the
moment of inertia of gross concrete section).

6.1 Results obtained

Initially, with the results of the first order analysis, the coefficients
v, and B, were calculated for all the buildings, in the directions X

Building Number Ceiling height
of storeys (m)
| 16 2.90
Il 18 255
I 20 2.75
1% 30 2.85
Vv 22 2.75
Y 15 2.90
i 18 2.88
VI 18 2.70
IX 20 256
X 20 290

Table 1 - Main characteristics of the buildings analysed

Number Number Number fck

of slabs of beams of columns (MPa)
8 8 15 20
1 21 16 30
9 10 15 45
4 6 9 20
N 20 22 65
9 8 16 25
10 1 16 25
17 31 28 25
12 27 14 30
6 9 12 25
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and Y. Tables [2] and [3] present the values obtained, along with
classifications of the structures, in both directions. However, in the
case of coefficient B,, only the mean (B,,) and maximum (B, )
values of the storeys are presented. Again, it is noteworthy that for
Silva [9], a structure can be considered largely resistant to hori-
zontal displacement if, in all its storeys, the coefficient B, does not
exceed the value of 1.1. If B, exceeds this value in one storey or
more, the structure will be considered highly sensitive to horizontal
displacement. Thus, the classification of buildings is carried out by
analyzing the value of B, . which is obtained.

In tables [2] and [3] it can be observed that in all cases, the coef-
ficients v, e B, provide the same classification for the structures.
Moreover, the values of y, and B, are extremely close, with the
greatest difference, corresponding to direction X'in building I, being
around 3.4%. Itis also remarkable that in nearly 17% of cases, Bz,m
was superior to v,.

6.1.1 Assessment of y, as magnification coefficient of first
order efforts (bending moments, axial and shear forces), in
obtaining final efforts

The relation between the efforts obtained by the second and first
order analyses, in directions X and Y, was calculated for all storeys
of each building.

The only efforts taken into account in the analysis are those which

are relevant in terms of structural dimensioning. In other words,
the bending moments and axial forces were considered for the
columns; and the bending moments and shear forces in the case
of the beams.

Table [4] contains the average results of the storeys, along with
the values for coefficient v, for each building, in the directions X
and Y. One may thus compare the increases in the first order ef-
forts, when second order effects are considered, and the increases
predicted by coefficient v,

In table [4] it can be observed that, for all buildings and in both di-
rections, the average increases obtained in the case of axial force
in the columns and of shear force in the beams are very small
(between 1% and 4%) — in general, far smaller than the increases
predicted by v,. Therefore, in practical terms, the magnification of
these forces by the coefficient v,is not necessary, even when the
value it represents may be high (as in the case of building Il, in
direction X).

In table [4], it can also be observed that the average increases
display close proximity in relation to vy, for the bending moment
in the columns and beams. In the case of the bending moment
of the columns, the greatest difference between the average
increases and those predicted by vy, is close to 6% (building III,
direction Y) in favor of safety. For the bending moment of the
beams, the greatest difference (building I, direction X) is 6.7%,
also in favor of safety. Nonetheless, considering only those cases

Building Direction Coefficient
Y.
X BQ,m
BZ,mcx
Y
Y BQ,m
BQ,max
Y.
X BQ,m
BZ,max
Il Y,
Y BQ,m
BQ,max
Y.
X BQ,m
BZ,max
Ml Y,
Y BQ,m
BQ,max
Y
\% X=Y Bom
BZ,max
Y
X BQ,m
BQ,mcx
v Y
Y BQ,m
BQ,max

Table 2 - Values of the coefficients y, and B,, and classification of the structures
(buildings I, 11, 1, IV and V)

Classification
1.19 Sway structure
1.15 Structure highly sensitive
1.28 to horizontal displacement
1.14 Sway structure
1.13 Structure highly sensitive
1.20 to horizontal displacement
1.32 Sway structure
1.29 Structure highly sensitive
1.47 to horizontal displacement
1.16 Sway structure
1.17 Structure highly sensitive
1.22 to horizontal displacement
1.06 Non-sway structure
1.05 Structure largely resistant
1.07 to horizontal displacement
1.32 Sway structure
1.29 Structure highly sensitive
1.44 to horizontal displacement
1.30 Sway structure
1.26 Structure highly sensitive
1.45 to horizontal displacement
1.17 Sway structure
1.15 Structure highly sensitive
1.23 to horizontal displacement
1.28 Sway structure
1.28 Structure highly sensitive
1.35 to horizontal displacement
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Table 3 - Values of the coefficients y, and B,, and classification of the structures
((buildings VI, VII, VI, IX and X)

Building Direction Coefficient Classification
Y, 1.21 Sway structure
X=Y B, 1.18 Structure highly sensitive
i B, mox 1.31 to horizontal displacement
Y, 1.27 Sway structure
X B, 1.25 Structure highly sensitive
B, mox 1.40 o horizontal displacement
Y, 1.14 Sway structure
Y B, 1.14 Structure highly sensitive
B, rox 1.18 o horizontal displacement
Vi Y, 1.30 Sway structure
X B.m 1.28 Structure highly sensitive
B, max 1.44 o horizontal displacement
Y, 1.22 Sway structure
Y B.m 1.20 Structure highly sensitive
B, e 1.30 o horizontal displacement
Vil Y 1.31 Sway structure
X B.m 1.34 Structure highly sensitive
Bamox 1.47 fo horizontal displacement
Y, 1.29 Sway structure
IX Y B, 1.30 Structure highly sensitive
S 1.38 o horizontal displacement
Y, 1.30 Sway structure
X B, 1.30 Structure highly sensitive
X B 1.44 to horizontal displacement
Y. 1.22 Sway structure
Y B, 1.18 Structure highly sensitive
B, o 1.34 fo horizontal displacement

Table 4 - Coefficient y, and average values of relation
(second order effort/first order effort)

Building Direction LTI ST
Axial force Bending moment Shear force Bending moment

| X 1.19 1.01 1.17 1.01 1.1
Y 1.14 1.01 1.16 1.01 1.07

I X 1.32 1.01 1.35 1.02 127
Y 1.16 1.02 1.14 1.03 120

I X 1.06 1.02 1.1 1.03 1.03
Y 1.32 1.02 124 1.04 127

1% X=Y 1.30 1.03 1.23 1.03 1.23
N X 1.17 1.02 1.16 1.03 1.15
Y 1.28 1.03 1.28 1.01 1.28

\ X=Y 1.21 1.02 1.17 1.03 1.20
VIl X 127 1.02 1.24 1.04 124
Y 1.14 1.03 1.12 1.04 1.15

VI X 1.30 1.02 1.28 1.03 1.32
Y 122 1.02 123 1.03 120

IX X 1.31 1.01 1.35 1.02 1.29
Y 129 1.01 127 1.02 123

X X 1.30 1.02 1.28 1.03 1.26
Y 1.22 1.02 1.15 1.03 1.18
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Figure 2 - Variation of the v/v,, ratio along the
whole height of the buildings, in
both directions, for the columns

6.1.2 Study of the variation of second order effects with the
height of the storeys in the buildings

With the results of the first order analysis, the estimated magnifier
of the first order moments was calculated by means of the follow-
ing formula:

yh

® Building | - Direction ¥
4 Building il - Direction X

# Building | - Direction X

+ Building Il - Direction ¥

* Building IV - Direction X = Y
= Building VI - Direction X =
0 Building VIll - Direction X

* Building X - Direction

# Building I - Direction X
« Building Il - Direction ¥
+ Building \/ - Direction '
@ Building VIl - Direction
* Building IX - Direction X
B Building X - Direction

2 Building V - Direction X

- Building VIl - Direction X
& Building VIll - Direction Y
- Building X - Direction X

in which the magnification by v,is against security, the maximum
differences are less than 5% for the bending moment of the col-
umns (building Ill, direction X) and 4% for the same moment in
the beams (building Il, direction Y).

Therefore, it can be affirmed that the calculation of the final mo-
ments (first order + second order), by means of the magnification
of the first order moments by v, is satisfactory. However, the pres-
ent study is concerned only with structures which provide maxi-
mum values for v, in the region of 1.3; in other words, structures
for which the simplified process of evaluation of final efforts using
the coefficient v, is still valid, according to the Brazilian standard
NBR 6118:2007 [4]. Moreover, the average increases of the
structures were considered as a whole, without taking into ac-
count the variation of second order effects along the whole height
of the buildings, as reported in various studies (Carmo [1], Lima
& Guarda [2] and Oliveira [3]). This means that if only the coef-
ficient v, is used as a magnifier of first order moments, the final
moments may be underestimated for some storeys, and overes-
timated for others.

Therefore, a better estimate for the final moments can be ob-
tained using also the coefficient B,, which is calculated for each
storey of the structure, and the average value of which is close
to v,. The magnifier of the first order moments would thus be
different for each storey i of the structure, and provided by (B, /
B, ) v, This method thus takes into account both the ability of
coefficient v,to obtain the final average moments of the storeys,
as well as the ability of coefficient B,to take into account the
variation of second order effects along the whole height of a
building. The efficacy of this method, when applied to buildings
of reinforced concrete, will be evaluated in the next section.

1.30 -
125
120 1 — = Bz i
1.15 _,ﬁ Al P LY F s Yest = B "Yz <30)
110 Jmp = <4 A 2.m
- +oh X P o Y.
< - oo™, S
&y 105 5 T e
e “%a & a KWtk & 7 . . .
?.; 100 ] —=2r% = o024 &f e :‘; o— As mentioned above, the relation between the moments obtained
8 A5 % LxpfTe o cmy xomckF FRxxy )
095 A = 4 ‘f_"ﬁ?.' et by the second and first order analyses was also calculated for col-
0.90 ceRXIE ",f‘ﬁ g i - umns and beams, along the whole height of the buildings, and in
%X g+ & directions X and .
085 i — irections X and Y.
0.80 OO - This relation between the moments (second order moment/ first
075 . order moment) can be defined as the magnifier of the first order
0.70 2 - moments, “y”, since it represents the value by which the first order
00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10 11 moments should be multiplied in order to obtain the final moments,

which include the second order effects. In an ideal situation, in
which the magnification of the first order moments by v, provides
the final moments with 100% accuracy, the values of y and v,
would coincide for all the storeys of the buildings. In other words,
Y /v, = 1 would be true along the whole height of the structure.

In view of these considerations, the graphs in figures [2] and [3]
were produced. They represent the variation of the y A ratio
along the whole height of all the buildings, in both directions, for
columns and beams, respectively. In these graphs, the axis of
the abscissas corresponds to the relation y/h, where y represents

Figure 3 - Variation of the /7., ratio along
the whole height of the buildings,
in both directions, for the beams
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Figure 4 - Histogram for the variable v/v..,
in reference to the columns
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Figure 5 - Histogram for the variable
Y/Y.» in reference to the beams
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the height of the storey to be considered and h the total height of
the structure.

In figures [2] and [3], it is clear that most of the values for y /.,
are situated between, approximately, 0.85 and 1.10, both in the
case of the columns and the beams. It is also clear that it is not
possible to evaluate with great accuracy the variation and the dis-
tribution of the variable y /y,, by means of a simple observation of
figures [2] and [3]. For a more precise assessment of the results
obtained, a statistical analysis was carried out, using the software
MINITAB-14.

Measurements of central tendency (the mean and the median)
and variability (standard deviation, coefficient of variation, mini-
mum and maximum) were calculated for the variable used in the
study, the relation vy /y, . The results are presented in table [5]. For
a graphic representation of the distribution of the variable vy /.,
see the histograms presented in figures [4] and [5], which corre-
spond to columns and beams, respectively.

In table [5], it can be observed that the relation v /y_ varies
from 0.71 to 1.29, with the mean being less than 1.0 in both the
columns and the beams. Approximately 50% of the values for
YAy, are less than 0.992 in the case of the columns and 0.973 in
the case of the beams. In addition, the variability of y /y, can be
considered small, since the coefficients of variation obtained are
between 8% and 9%. The coefficient of variation is a measure-
ment which expresses variability in relative terms, comparing the
standard deviation with the mean, and can be considered small
as long as it remains below 30%.

Observing the histograms in figures [4] and [5], it can be seen that
the y Ay, ratio is less than 1.05 in approximately 77% of instances
when considering the columns, and 83% when considering the
beams. This means, that in most cases, the magnification of first
order moments by vy, would produce a maximum error, opposing
to safety, of less than 5%. In the case of the columns, the frequen-
cies are greater for values of y /4, between 0.90 and 1.05. For the
beams, the frequency is greatest in the range 0.95 <y /A, < 1.00.

7. Final considerations

EE——

This study has presented an alternative method of estimating the
magnification coefficient of first order moments to be applied to
each storey in reinforced concrete structures, by means of the val-
ues obtained by the coefficients y, and B,, used to evaluate the
second order effects in structures made from reinforced concrete
and steel, respectively. Several medium-sized, reinforced concrete
buildings were analyzed in both first and second orders using the
computer program ANSYS-9.0, and the simplified process of obtain-
ing the final moments was assessed, taking into account the varia-
tion of second order effects along the whole height of the structures.
The y A, relation was defined, with “y ” being the magnifier of
first order moments (the relation between the moments obtained
by second and first order analysis, for both columns and beams,
along the whole height of the buildings), and vy, the estimated
magnifier of first order moments, differentiated for each storey i of
the structure, calculated by (B,,/B, )V,

Variable Sample size ()  Mean  Standard
deviation
Y/Yes COlUMNS 349 0.991 0.084
Y/Y.soeams 349 0978 0.085

Table 5 - Basic descriptive measures for the variable y/y.,

Coe_fflf:lentof Minimum Median Maximum
variation (%)
8.442 0.709 0.992 1.222
8.677 0.782 0.973 1.290
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It was observed that the y /,, relation varied from 0.71 to 1.29,
with the mean and median values obtained being less than 1.0,
both for the columns and the beams. In addition, in approximately
77% of cases for the columns and 83% of cases for the beams,
the y A, ratio was less than 1.05. Therefore, for most of the situ-
ations analyzed, the magnification of first order moments by the
estimated magnifier v, would produce a maximum error opposing
to safety of less than 5%.

Future research in the same area should analyse a greater number
of buildings and structures, including larger structures or structures
with geometrical irregularities, such as sudden changes of inertia
and in the heights between storeys.

8. Acknowledgements
—

The authors thank the Institutional Research Grant Program for
Recently Contracted PhD Professors of the PRPq/UFMG for the
support provided.

9. Bibliographical references

EE

[01] CARMO, R.M.S. Efeitos de segunda ordem em edificios

usuais de concreto armado. Séo Carlos. Dissertagéo (Mes-

trado) — Escola de Engenharia de Sdo Carlos, Universidade

de Sao Paulo, 1995.

LIMA, J.S.; GUARDA, M.C.C. Comparagéo entre o paramet-

ro alfa e o coeficiente v, na analise da estabilidade global

de edificios altos. In: CONGRESSO BRASILEIRO DO CON-

CRETO, 41., Salvador. Anais, 1999.

OLIVEIRA, D.M. Parametros de instabilidade global das

estruturas de concreto armado segundo a nova NBR-6118.

Belo Horizonte. Dissertagao (Mestrado) — Escola de Engen-

haria da Universidade Federal de Minas Gerais, 2002.

ASSOCIACAO BRASILEIRA DE NORMAS TECNICAS.

NBR 6118 — Projeto de estruturas de concreto — Procedi-

mento. Rio de Janeiro, 2007.

ASSOCIACAO BRASILEIRA DE NORMAS TECNICAS.

Projeto de revisao da NBR 6118 — Projeto de estruturas de

concreto. Rio de Janeiro, 2000.

[06] FRANCO, M.; VASCONCELOS, A.C. Practical assessment

of second order effects in tall buildings. In: COLOQUIUM

ON THE CEB-FIP MC90, Rio de Janeiro. Proceedings,

p.307-323, 1991.

VASCONCELOS, A.C. Revisédo da NB-1: O problema dos efei-

tos de 22 ordem. Jornal TQS News, n.3, Out., p.10-11, 1996.

AMERICAN INSTITUTE OF STEEL CONSTRUCTION -

AISC. Load and resistance factor design specification for

structural steel buildings. Chicago, 1999.

SILVA, R.G.L. Avaliagéo dos efeitos de 22 ordem em edificios

de aco utilizando métodos aproximados e analise rigorosa.

Belo Horizonte. Dissertagdo (Mestrado) — Escola de Engen-

haria da Universidade Federal de Minas Gerais, 2004.

[10] OLIVEIRA, D.M. Estudo dos processos aproximados uti-
lizados para a consideragao das nao-linearidades fisica e
geométrica na analise global das estruturas de concreto
armado. Belo Horizonte. Tese (Doutorado) — Escola de En-
genharia da Universidade Federal de Minas Gerais, 2007.

[02]

[03]

[04]

[05]

[07]

[08]

[09]

(]

ASSOCIACAO BRASILEIRA DE NORMAS TECNICAS.
NBR 6123 — Forgas devidas ao vento em edificagdes. Rio
de Janeiro, 1988.

338

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3



Volume 7, Number 3 (June 2014) p. 329-348 « ISSN 1983-4195

REVISTA IBRACON DE ESTRUTURAS E MATERIAIS

IBRACON IBRACON STRUCTURES AND MATERIALS JOURNAL

Evaluation of second order moments in reinforced
concrete structures using the y, and B, coefficients

Avaliacao dos momentos de seqgunda ordem
em estruturas de concreto armado utilizando os
coeficientes y e B,

D. M. OLIVEIRA ?
danielle@demc.ufmg.br

N. A. SILVA®
ney@dees.ufmg.br

P. M. OLIVEIRA 2
priscillameireles@ufmg.br

C. C. RIBEIRO?
ccrstar@demc.ufmg.br

Abstract
E——

This paper presents an alternative to estimate the magnifier of first order moments to be applied on each storey of reinforced concrete structures,
from the values obtained for the y, and B, coefficients, used to evaluate second order effects in reinforced concrete structures and in steel struc-
tures, respectively. In order to develop the study, initially several reinforced concrete buildings of medium height are processed, in first order and
in second order, using the ANSYS software. Next, y,, B, and the increase in first order moments, when considering the second order effects along
the height of the buildings, are calculated. Finally, from the results obtained, the magnifier of the first order moments, differentiated for each storey
of the structure and calculated from both y, and B, coefficients, is estimated and the efficiency of the simplified method of obtaining final moments
using the magnifier proposed is evaluated.

Keywords: reinforced concrete, second order effects, v, coefficient, B, coefficient.

Resumo
E——

Neste trabalho apresenta-se uma alternativa para estimar o majorador dos momentos de primeira ordem que deve ser aplicado em cada pavi-
mento das estruturas de concreto armado, a partir dos valores obtidos para os coeficientes v, e Bz' utilizados para avaliar os efeitos de segunda
ordem em estruturas de concreto armado e de ago, respectivamente. Para conduzir o estudo, inicialmente diversos edificios de médio porte
de concreto armado séo processados em primeira e segunda ordem utilizando o programa ANSYS. Em seguida, sdo calculados os valores
dos coeficientes v, e B,, bem como dos acréscimos sofridos pelos momentos de primeira ordem, quando considerados os efeitos de segunda
ordem, ao longo da altura dos edificios. Finalmente, a partir dos resultados obtidos, estima-se o majorador dos momentos de primeira ordem,
diferenciado para cada pavimento das estruturas e calculado a partir de ambos os coeficientes v, e B,, e avalia-se a eficiéncia do método
simplificado de obtencdo dos momentos finais utilizando o majorador estimado.
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Evaluation of second order moments in reinforced concrete structures using the y, and B, coefficients

1. Introducgao

EE

Nas ultimas décadas, seguindo o exemplo de outras areas, a enge-
nharia sofreu grandes avancos, particularmente a de projetos e a de
construgao civil. As técnicas de otimizagdo no que diz respeito ao
peso e a forma, o desenvolvimento de equipamentos de teste e com-
putacionais e modelagens numeéricas eficientes levaram a constru-
¢Oes mais econdmicas e esbeltas, e edificios mais altos e arrojados.
Dessa forma, questbes antes ndo convenientemente abordadas
passaram a assumir fundamental importancia no projeto estrutu-
ral. Dentre estas questdes, destacam-se a analise da estabilidade
e a avaliagao dos efeitos de segunda ordem.

Quando o estudo do equilibrio da estrutura é efetuado consideran-
do a configuragdo deformada, ocorre a interagéo entre as forgas
existentes e os deslocamentos, o que promove o aparecimento de
esforgos adicionais. Nestas condigdes, surgem os denominados
efeitos de segunda ordem. Estes efeitos podem ser extremamen-
te importantes e significativos em algumas estruturas; em outras,
nao precisam ser levados em conta.

Caso os efeitos de segunda ordem sejam significativos, deve-
-se realizar uma andlise de segunda ordem. Sendo esta andlise
muitas vezes incompativel com fatores limitadores como tempo e
praticidade, tem-se buscado processos simplificados capazes de
prever o comportamento das estruturas em segunda ordem.

Os coeficientes vy, e B,, comumente empregados em estruturas de
concreto armado e de ago, respectivamente, podem ser utilizados
para avaliar os efeitos de segunda ordem e fornecer uma estima-
tiva dos esforgos finais de uma estrutura, desde que seus valores
nao ultrapassem determinados limites.

No entanto, um importante aspecto merece ser destacado em re-
lag&o ao coeficiente y,: ao contrario do coeficiente B,, ele apresen-
ta um valor Unico para toda a estrutura, embora, como constatado
em diversos trabalhos (Carmo [1], Lima & Guarda [2] e Oliveira
[3]), os efeitos de segunda ordem sofram variagdes ao longo da
altura do edificio.

E dentro deste contexto que esta inserido o presente trabalho, no
qual apresenta-se uma alternativa para avaliar os esforgos finais
de uma estrutura, que incluem os de segunda ordem, utilizando
ambos os coeficientes y, e B,. Para conduzir o estudo, diversos
edificios de médio porte em concreto armado sao analisados em
primeira e segunda ordem utilizando o “software” ANSYS-9.0, e o
processo simplificado de obtengao dos esforgos finais é avaliado
levando-se em conta a variagao dos efeitos de segunda ordem ao
longo da altura das estruturas.

2. Classificagao das estruturas com
relagao a deslocabilidade horizontal
EE
Como ja apresentado no item anterior, os efeitos de segunda or-
dem surgem quando o estudo do equilibrio da estrutura é efetu-
ado considerando a configuragéo deformada, ou seja, quando os
deslocamentos sao levados em conta na analise. Dessa forma, as
forcas existentes interagem com os deslocamentos, produzindo
esforgos solicitantes adicionais. Os esforgos de segunda ordem
introduzidos pelos deslocamentos horizontais dos nés da estrutu-
ra, quando sujeita a cargas verticais e horizontais, sdo denomina-
dos efeitos globais de segunda ordem.
Em algumas estruturas, mais rigidas, os deslocamentos hori-
zontais dos nés sdo pequenos e, consequentemente, os efeitos

globais de segunda ordem tém pequena influéncia nos esforgos
totais, podendo entao ser desprezados. Estas estruturas sao de-
nominadas estruturas de nos fixos.

Por outro lado, em estruturas mais flexiveis, os deslocamentos
horizontais s&o significativos e, portanto, os efeitos globais de se-
gunda ordem representam uma parcela importante dos esforgos
finais, ndo podendo ser desprezados. E o caso das estruturas de
ndés moveis, para as quais deve-se realizar uma analise em se-
gunda ordem.

De acordo com a NBR 6118:2007 [4], se os efeitos globais de
segunda ordem forem inferiores a 10% dos respectivos esforcos
de primeira ordem a estrutura pode ser classificada como de nés
fixos. Caso contrario (efeitos globais de segunda ordem superio-
res a 10% dos de primeira ordem) a estrutura é classificada como
de n6s moveis.

A NBR 6118:2007 [4] também estabelece que a classificacdo das
estruturas pode ser feita utilizando o coeficiente v, comentado no
préximo item.

3. Coeficiente v,

EE

A NBR 6118:2007 [4] prescreve que o coeficiente vy, valido para
estruturas reticuladas de no minimo quatro pavimentos, pode ser
determinado a partir de uma analise linear de primeira ordem, re-
duzindo-se a rigidez dos elementos estruturais, para considerar a
nao-linearidade fisica de forma aproximada.

Para cada combinag&o de carregamento, calcula-se o valor de v,
por meio da seguinte expressao:

v 1
S E—
] _ AMtot d <])
M],tot,d
sendo:
- M, ,.,(momento de primeira ordem): soma dos momentos de to-

das as forgas horizontais (com seus valores de calculo) da com-
binagdo considerada, em relagédo a base da estrutura, ou seja,
pode-se escrever:

M 1o0a = Z (Fhia . hy) V)

sendo que F, , é a forga horizontal aplicada no pavimento i (com
seu valor de calculo) e h, € a altura do pavimento /.

- AM,,, (acréscimo de momentos apds a analise de primeira or-
dem): soma dos produtos de todas as forgas verticais atuantes na
estrutura (com seus valores de calculo), na combinagéo conside-
rada, pelos deslocamentos horizontais de seus respectivos pontos

de aplicagao:

AMipra =2 (Pig - ;) (3)
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sendo que P, ¢ a forga vertical atuante no pavimento / (com seu
valor de calculo) e u, &€ o deslocamento horizontal do pavimento /.
Se for satisfeita a condig&o vy, < 1,1, a estrutura sera classificada
como de nos fixos.

A NBR 6118:2007 [4] estabelece que os esforgos finais (primeira
ordem + segunda ordem) podem ser avaliados a partir da majo-
ragao adicional dos esforgos horizontais da combinagéo de carre-
gamento considerada por 0,95y,, desde que vy, ndo ultrapasse 1,3.
No entanto, segundo o Projeto de Revisao da NBR 6118:2000 [5],
os valores finais dos esforgos poderiam ser obtidos pela multipli-
cagéo dos momentos de primeira ordem por 0,95y, também com
a condi¢éo de que v, < 1,3. Nota-se, portanto, que o v, deixou de
ser o coeficiente majorador dos momentos de primeira ordem, e
passou a ser o coeficiente majorador das a¢des horizontais.
Segundo Franco & Vasconcelos [6], a utilizagédo do y, como ma-
jorador dos momentos de primeira ordem fornece uma boa esti-
mativa dos resultados da analise de segunda ordem; o método
foi empregado com sucesso em edificios altos com vy, da ordem
de 1,2 ou mais. Vasconcelos [7] acrescenta que este processo
€ valido mesmo para valores de v, inferiores a 1,10, casos nos
quais as normas técnicas permitem nao considerar os efeitos de
segunda ordem.

4. Coeficiente B,

EE

Para a avaliagédo dos efeitos de segunda ordem em estruturas de
aco, o AISC/LRFD [8] adota 0 método aproximado de amplificagéo
dos momentos de primeira ordem pelos fatores de majoragéo B,
e B,. O momento fletor solicitante de segunda ordem, M, deve,
entdo, ser determinado por meio da seguinte expressao:

Msq = B;. My, + By. M, (4)

sendo M, o momento fletor solicitante de calculo, assumindo n&o
existir deslocamento lateral na estrutura, e M, o momento fletor
solicitante de calculo devido ao deslocamento lateral do pértico;
ambos M e M, s&o obtidos por analises de primeira ordem. O
coeficiente de amplificagéo B, representa o efeito P-6, relacionado
a instabilidade da barra, ou aos efeitos locais de segunda ordem;
B, considera o efeito P-A, relacionado a instabilidade do portico,
ou aos efeitos globais de segunda ordem.

O coeficiente B, pode ser calculado, para cada pavimento da es-
trutura, como:

B, =

I
]— ﬂ 2 Nsa (5)
L Y Hg

sendo IN, o somatdrio das forgas normais de compressdo
solicitantes de calculo em todos os pilares e outros elementos
resistentes a forgas verticais do pavimento, A, o deslocamento
horizontal relativo, L o comprimento do pavimento e XH, 0 so-
matodrio de todas as forgas horizontais de calculo no pavimento
que produzem A, .

Segundo Silva [9], se em todos os pavimentos o coeficiente B,
nao superar o valor de 1,1 a estrutura pode ser considerada pou-
co sensivel a deslocamentos horizontais e, neste caso, os efeitos
globais de segunda ordem podem ser desprezados. Quando o
maior B, estiver situado entre 1,1 e 1,4, 0 método aproximado B,-
B, pode ser utilizado para o calculo do momento fletor, sendo os
demais esforcos (forga normal e forga cortante) obtidos diretamen-
te da analise de primeira ordem. Finalmente, quando B, > 1,40,
recomenda-se a realizagao de uma analise elastoplastica rigorosa
de segunda ordem. Silva [9] ainda acrescenta que, caso 1,1 < B,
< 1,2, pode-se, alternativamente, calcular os momentos fletores
com base em uma analise de primeira ordem realizada com os
esforgos horizontais majorados pelo maior B,.

Nota-se entdo que, assim como o coeficiente v, o coeficiente B,
constitui um “indicador” da importancia dos efeitos globais de se-
gunda ordem em uma estrutura. Dessa forma, Oliveira [10] de-
senvolveu uma expressao capaz de relacionar estes parametros,
apresentada no proximo item.

5. Relagéo entre os coeficientes y e B,
E

A figura [1] mostra uma estrutura composta por trés pavimentos de
comprimentos iguais (L). Nesta figura, estao também representa-
das as forgas de calculo verticais (P,) e horizontais (F,,) atuantes
em cada pavimento i, juntamente com seus respectivos desloca-
mentos horizontais (u,).

Para o calculo de v, equagéo (1), € necessario determinar os valores

de M, ,.e AM,, . Pelas equacdes (2) e (3), tem-se, respectivamente:

M 1o0a= (Fria L + Fpog 2L + Fizq 3L) = (6)
Fupig L+ 2Fp0 L+ 3Fy3 L

Figura 1 - Estrutura de trés pavimentos
submetida as forcas verticais e horizontais
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AMora = Pig u; + Pyg uy + P3g u3 (7

AM; = (uz —uy) - (P3g) = Psq u3— Psgq u;

(19)

O coeficiente B, dado pela equagéo (5), apresenta valores di-
ferenciados para cada pavimento da estrutura. Assim, deno-
minando-se o coeficiente B,do pavimentoide B, e as parcelas
(L - ZHg,) e (A, - ZNg,) de M,e AM, respectivamente,
obtém-se:

W 1° pavimento:

M; =L (Fpig+ Fpza+ Fuzg) = (8)
Fuig L+ Fipq L+ Fzq L

AM; = (u;—0) - (P1g+ Py + P3y) =
Prgup + Pogouy + Psgouy

v

= (M, —AMl):%

. (10)

Bz,l = :>Bz,1 =

1
MI_AMI
M1 Ml

B 2° pavimento:

M, =L (Foq+ Fisq) = Foq L+ Fp3q L

(1)

AM, = (uy—uy) - (Pyg+ Ps3g) =
Pog uy + Psguy— Pog up— Psg uy

(12)

1 1 M
; e
. 1_AM2 . M : B,, (I3>
M, M,

W 3° pavimento:

M; =L (F39) = Fy3q L

(14)

1 1 M

B .= B . = M -AM, )=—

. I_AM3:> . Ms'AM3:>( : 3) B, (]6)
M, M,

Somando-se M,, M, e M,, equagdes (8), (11) e (14), e AM,, AM, e
AM,, equagdes (9), (12) e (15) resulta:

M+ M+ M;=Fpq L+ 2Fp0 L+ 3F: L (1])

AM; + AM,y + AM; = P g up + Pog uy + P3g us (]8)

Comparando as equagoes (17) e (18) com as equacgdes (6) e (7)
pode-se escrever:

M ora = Mi + M> + M3

(19)

AMot,d: AM[ + AMQ + AM3

(20)

Substituindo as equagoes (19) e (20) na equacao (1), o coeficiente
v, fica definido como:

1
| AM,+AM, + A -
M +M,+M,
1
(M, +M,+M,)-(AM,+AM, +AM ;)
M, +M,+ M,

V.=

(21)

_ M +M,+M,
(M, =AM )+ (M, -AM,)+ (M, -AM)

V.
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Invertendo a equagéo (21) tem-se:
1 (M, -AM)+ (M, -AM,)+(M, - AM,) =M B ltbgl
_ _ _ = = =
—=— 1 M-IfM +§\/[ 2 2 (22) M],tot,d By L+2F,, - L+3F,;,-L
Y. 1 2 3 (26)
FpatFisa
igtl;sr;[:ttsjgdo as equagdes (10), (13), (16) e (19) na equagéo (22), B A U AR
M, + M, N M, o oo
L_Bu By B 1 T
— = _— 0 . + o + .
;YZ Ml,tot,d ’YZ (23) 1,tFt:d hld h2d h3d (27)
h3d
M, M. M
1 + 2 + : Fyg +2F,,,+3F;,
M 1, 01, d'Bz,l M 1,01, d'Bz,z M Ltot,d Bz,s

Logo, para uma estrutura composta por n pavimentos, o coeficien-

Finalmente pode-se escrever a equagao (23) como: te v, pode ser calculado em fungéo do coeficiente B, como:
n
i:Bc’ ety @ | — =Y, (28)
Yz 2,1 2,2 2,3 Yz i=1 2,i
sendo as constantes c,, ¢, e ¢, dadas respectivamente por: sendo
n
— M1 — thd’L+thd'L+E13d’L — ZEM
1 J=i
Mg FuaL+2F,, L+3F;, L 05 G == (29)
Fyy+F, +F &) ) Fi
hld h2d h3d j=1
Fhld +2Fh2d +3Fh3d

Tabela 1 - Caracteristicas principais dos edificios analisados

Edificio Numero de Pé-direito Nimero Numero Ndmero
pavimentos (m) de lajes de vigas de pilares
| 16 2,90 8 8 15 20
Il 18 2,55 1 21 16 30
1 20 2,75 9 10 15 45
[\ 30 2,85 4 6 9 20
\ 22 2,75 N 20 22 65
VI 15 2,90 9 8 16 25
VI 18 2,88 10 1 16 25
VI 18 2,70 17 31 28 25
X 20 2,56 12 27 14 30
X 20 2,90 6 9 12 25

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3 L rseeeee———— 34 3
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6. Aplicagdoes numéricas
E——

Para conduzir o estudo, dez edificios de médio porte em concre-
to armado (cujos pavimentos tipos podem ser encontrados em
Oliveira [10]) foram processados em primeira e segunda ordem.
A tabela [1] resume as principais caracteristicas das estruturas
analisadas.

O processamento dos edificios foi realizado para as agdes verti-
cais (compostas pelas cargas permanentes e pela carga acidental
ou sobrecarga) agindo simultaneamente com o carregamento ho-
rizontal (correspondente a agdo do vento, nas dire¢des paralelas
aos eixos X e Y, e calculado de acordo com as prescrigdes da
NBR 6123:1988 [11]). Os coeficientes aplicados as agoes, defini-
dos a partir da combinagao ultima normal que considera o vento
como a agao variavel principal, foram determinados segundo as
recomendacdes da NBR 6118:2007 [4].

As estruturas foram analisadas utilizando modelos tridimensionais
no “software” ANSYS-9.0. Para a representagao dos pilares e vi-
gas foi empregado o elemento de barra “beam 4”, que apresenta
seis graus de liberdade em cada né: trés translagbes e trés rota-
coes, nas diregoes X, Y e Z.

Vale ressaltar que o processamento dos edificios em segunda or-
dem foi realizado por meio de uma andlise néo linear geométrica,
reduzindo a rigidez dos elementos estruturais para considerar a
nao-linearidade fisica de forma simplificada (foram adotados os

valores iguais a 0,8 /_para os pilares e 0,4 I para as vigas, sendo
I, o momento de inércia da segé&o bruta de concreto).

6.1 Resultados obtidos

Inicialmente, com os resultados da analise em primeira ordem, fo-
ram calculados os coeficientes y, e B, para todos os edificios, nas
diregbes X e Y. As tabelas [2] e [3] apresentam os valores obtidos,
juntamente com a classificagdo das estruturas, em ambas as di-
regdes. Entretanto, no caso do coeficiente B,, estdo apresentados
apenas os valores médio (B,,,,) € maximo (B,, . ) dos pavimen-
tos. Ressalta-se que, segundo Silva [9], uma estrutura pode ser
considerada pouco sensivel a deslocamentos horizontais se, em
todos os seus pavimentos, o coeficiente B, ndo superar o valor de
1,1. Se B, for maior que esse valor em pelo menos um pavimen-
to, a estrutura sera considerada muito sensivel a deslocamentos
horizontais. Dessa forma, a classificagdo dos edificios € realizada
analisando o valor de B, obtido.

Obseva-se nas tabelas [2] e [3] que, em todos os casos, os coefi-
cientes v, e B,forneceram a mesma classificagdo das estruturas.
Além disso, os valores de vy, e BZ,me’d se mostraram extremamente
préximos, sendo que a maior diferenga, correspondente a dire-
¢éo X do edificio I, gira em torno de 3,4%. Vale comentar também
que, em apenas cerca de 17% dos casos, B apresentou-se
superior a v,.

2,méd

Edificio Dire¢do Coeficiente
Y.
X BZ.méd
2,méx
Y.
Y BQ.méd
2,méx
Y
X BZ.méd
2,méx
Il v,
Y BQ.méd
2,méx
Y
X BZ.méd
BZ,mdx
Ml Y,
Y BQ.méd
2,méx
Y.
\Y X=Y BZ,méd
2,méx
Y
X BQ.méd
B, s
V 2max
Y
Y BZ,méd

2,méx

Tabela 2 - Valores dos coeficientes vy, e B,, e classificacdo das estruturas
(edificios I, I, llI, IV e V)

Classificacdo

1,19 Estrutura de nés moveis
1,15 Estrutura muito sensivel a
1,28 deslocamentos horizontais
1,14 Estrutura de nés moveis
113 Estrutura muito sensivel a
1,20 deslocamentos horizontais
1,32 Estrutura de nés moveis
1,29 Estrutura muito sensivel a
1,47 deslocamentos horizontais
1,16 Estrutura de nés moveis
117 Estrutura muito sensivel a
1,22 deslocamentos horizontais
1,06 Estrutura de nos fixos
1,05 Estrutura pouco sensivel a
1,07 deslocamentos horizontais
1,32 Estrutura de ndés moveis
1,29 Estrutura muito sensivel a
1,44 deslocamentos horizontais
1,30 Estrutura de nds moveis
1,26 Estrutura muito sensivel a
1,45 deslocamentos horizontais
117 Estrutura de ndés moveis
115 Estrutura muito sensivel a
1,23 deslocamentos horizontais
1,28 Estrutura de nds moveis
1,28 Estrutura muito sensivel a
1,35 deslocamentos horizontais
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Tabela 3 - Valores dos coeficientes y, and B, e classificacdo das estruturas
(edificios VI, VII, VIII, IX e X)

Edificio Direcéo Coeficiente Valor Classificacdo
Y, 1,21 Estrutura de nds moveis
X=Y B o 1,18 Estrutura muito sensivel a
Vi B, mex 1,31 deslocamentos horizontais
Y. 1,27 Estrutura de nds moéveis
X B 1,25 Estrutura muito sensivel a
B 1,40 deslocamentos horizontais
Y, 1,14 Estrutura de nds moéveis
Y B, rmea 1,14 Estrutura muito sensivel a
B, 1,18 deslocamentos horizontais
Vi Y, 1,30 Estrutura de nds moveis
X Bored 1,28 Estrutura muito sensivel a
1B 1,44 deslocamentos horizontais
Y, 1,22 Estrutura de nds moveis
Y B, o 1,20 Estrutura muito sensivel a
B, e 1,30 deslocamentos horizontais
U Y. 1,31 Estrutura de nds moveis
X B, o 1,34 Estrutura muito sensfvel a
B 1,47 deslocamentos horizontfais
Y, 1,29 Estrutura de nds moveis
X vy By mea 1,30 Estrutura muito sensivel a
B, mex 1,38 deslocamentos horizontais
Y, 1,30 Estrutura de nds moveis
X B, msa 1,30 Estrutura muito sensivel a
X B, mex 1,44 deslocamentos horizontais
Y, 1,22 Estrutura de nds moveis
Y B, o 1,18 Estrutura muito sensivel a
B, mex 1,34 deslocamentos horizontais

Tabela 4 - Coeficientes v, e valores médios da relagGo
(esforco em segunda ordem/esforco em primeira ordem)

Edificio DirecGo ALELES Vigas
Forca normal Momento fletor Forca cortante  Momento fletor

| X 119 1.01 117 1.01 1.1
Y 114 101 1.16 1,01 1,07

I X 1,32 1.01 1,35 1,02 1.27
Y 116 1,02 114 1,03 1,20

" X 1,06 1,02 m 1,03 1,03
Y 1,32 1,02 1,24 1,04 1,27

\% X=Y 1,30 1,03 1,23 1,03 1,23
N X 1.17 1,02 1.16 1,03 115
Y 1,28 1,03 1,28 1,01 1,28

Y X=Y 1,21 1,02 117 1,03 1,20
Vil X 1.27 1,02 124 1,04 124
Y 114 1,03 1,12 104 115

Vil X 1,30 1,02 1,28 1,03 1,32
Y 122 1,02 1,23 1,03 1,20

IX X 131 1.01 1,35 1,02 1,29
Y 1,29 1.01 1,27 1,02 1,23

X X 1,30 1,02 1,28 1,03 1,26
Y 122 1,02 115 1,03 118
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Figura 2 - Variacdo da razdo y/y., ao longo
da altura dos edificios, em
ambas as dire¢oes, para os pilares
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6.1.1 Avaliagdo do y, como coeficiente majorador dos esfor-
cos de primeira ordem (momentos fletores, forgas normais e
cortantes) para a obtengao dos esforgos finais

A partir do processamento das estruturas em primeira e segun-
da ordem, para as agdes verticais agindo simultaneamente com
as acgOes horizontais, foi calculada, para todos os pavimentos dos
edificios, a relagao entre os esforgos obtidos pela analise em se-
gunda ordem e em primeira ordem, nas direcdes X e Y.

Os esforgos levados em conta na analise sdo apenas os realmen-
te relevantes no dimensionamento estrutural, ou seja, para os pi-
lares, foram considerados os momentos fletores e as forgas nor-
mais; para as vigas, os momentos fletores e as forgas cortantes.
Os resultados médios dos pavimentos, juntamente com os co-
eficientes y, obtidos para todos os edificios, nas diregbes X e Y,
estdo apresentados na tabela [4]. Dessa forma, pode-se realizar
uma analise comparativa entre os acréscimos sofridos pelos esfor-
¢os de primeira ordem, quando considerados os efeitos de segun-
da ordem, e os acréscimos previstos pelo coeficiente v,.
Observa-se na tabela [4] que, para todos os edificios e em ambas
as diregdes, os acréscimos médios obtidos no caso da forga nor-
mal nos pilares e da forga cortante nas vigas sdo muito pequenos
(entre 1% e 4%) e, portanto, geralmente bastante inferiores aos
previstos pelo y,. Assim, em termos praticos, a majoragio dessas
forgas pelo coeficiente y, ndo se faz necessaria, mesmo para altos
valores deste (como ocorre, por exemplo, no caso do edificio I,
na diregao X).

Ainda na tabela [4] verifica-se que, para o momento fletor nos pila-
res e nas vigas, os acréscimos médios mostram boa proximidade
em relagéo ao v,. No caso do momento fletor nos pilares, a maior

diferenca entre os acréscimos médios e os previstos pelo v, vale
cerca de 6% (edificio lll, direcdo Y), a favor da seguranca. Para
o momento fletor nas vigas, a maxima diferenga, correspondente
ao acréscimo obtido para o edificio |, na diregao X, é da ordem de
6,7%, também a favor da seguranga. No entanto, considerando
apenas 0s casos em que a majoragéo por v, estaria contra a se-
guranga, observam-se diferengas maximas inferiores a 5%, para
o momento nos pilares (edificio I, direcdo X), e a 4%, para o
momento nas vigas (edificio Il, diregcao Y).

Assim, pode-se afirmar que, a principio, a obtengdo dos momen-
tos finais (primeira ordem + segunda ordem) a partir da majoragéo
dos momentos de primeira ordem por y, mostra-se satisfatoria.
Vale mencionar, entretanto, que o presente estudo foi realizado
para estruturas que apresentam valores maximos de y, da ordem
de 1,3, ou seja, para as quais, segundo a NBR 6118:2007 [4], o
processo simplificado de avaliagéo dos esforgos finais utilizando
o coeficiente y, ainda é valido. Além disso, foram considerados os
acréscimos médios das estruturas como um todo, sem levar em
conta a variagao dos efeitos de segunda ordem ao longo da altura
dos edificios, constatada em diversos trabalhos (Carmo [1], Lima
& Guarda [2] e Oliveira [3]). Isto significa que, caso apenas o coefi-
ciente v, seja utilizado como majorador dos momentos de primeira
ordem, os momentos finais poderiam ser subestimados em alguns
pavimentos, e superestimados em outros.

Assim, uma melhor estimativa dos momentos finais poderia ser
realizada utilizando também o coeficiente B,, que é calculado para
cada pavimento da estrutura e cujo valor médio se aproxima de
v,- O majorador dos momentos de primeira ordem seria entéo, di-
ferenciado para cada pavimento i da estrutura, e dado por (B,,/
B, .« V,- Dessa forma, considera-se, ao mesmo tempo, a valida-

Figura 3 - Variacdo da razdo y/y., ao longo
da altura dos edificios, em
ambas as dire¢oes, para as vigas
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Figura 4 - Histograma para a variavel y/y,,,
correspondente aos pilares

0
070 075 080 085 09 095

Y

1,00 1,05 1,10 1,15 1,20 1,25

Figura 5 - Histograma para a variavel
Y/Y..» COMrespondente ds vigas

304

254

075 080 085 09 095 100

1.05
7/%5:

110 115 120 125 130

de da utilizagdo do coeficiente y, para obter os momentos finais
médios dos pavimentos e a capacidade do coeficiente B, de levar
em conta a variagdo dos efeitos de segunda ordem ao longo da
altura dos edificios. Esta alternativa para levar em conta a varia-
¢ao dos efeitos de segunda ordem com a altura dos pavimentos
nos edificios de concreto armado sera avaliada no préximo item.

6.1.2 Estudo da variagao dos efeitos de segunda ordem com a
altura dos pavimentos nos edificios

Com os resultados da analise em primeira ordem foi calculado o
majorador “estimado” dos momentos de primeira ordem, dado por:

B2,i

Wy = ’

B, Y-

(30)

,méd

Foi também calculada, como comentado anteriormente, a relagao
entre os momentos obtidos pela analise em segunda ordem e em
primeira ordem (para os pilares e vigas), ao longo da altura de
todos os edificios, nas diregoes X e Y.

Esta relagao entre os momentos (momento em segunda ordem/
momento em primeira ordem) pode ser denominada de majorador
dos momentos de primeira ordem, “y”, uma vez que representa o
valor pelo qual os momentos de primeira ordem devem ser multi-
plicados para que se obtenham os momentos finais, que incluem

os de segunda ordem. Na situagao ideal, na qual a majoracao dos
momentos de primeira ordem por y,_fornece os momentos finais
com 100% de precis&o, os valores de y e y,, devem coincidir para
todos os pavimentos dos edificios, isto €, y /y,, = / ao longo de
toda a altura.

Tendo em vista as consideracdes apresentadas, foram construi-
dos os graficos mostrados nas figuras [2] e [3], que representam
a variagéo da razéo y /y,, ao longo da altura de todos os edificios,
em ambas as diregdes, para os pilares e vigas, respectivamente.
Nestes graficos, o eixo das abscissas corresponde a relagao y/a,
onde y representa a altura do pavimento considerado e / € a altura
total da estrutura.

Verifica-se nas figuras [2] e [3] que a maior parte dos valores de
Y A, parece estar situada entre, aproximadamente, 0,85 e 1,10,
tanto no caso dos pilares quanto no caso das vigas. Constata-se
também que néo é possivel avaliar com precisao a variagéo e a
distribuicdo da variavel y /y,, a partir da simples observagéo das
figuras [2] e [3]. Assim, para uma melhor avaliagdo dos resultados
obtidos, foi realizada uma analise estatistica, utilizando o “softwa-
re” MINITAB-14.

Foram calculadas as medidas de tendéncia central (média e me-
diana) e de variabilidade (desvio padréo, coeficiente de variagéao,
minimo e maximo) para a variavel envolvida no estudo, a relacdo
YA, Os resultados obtidos encontram-se na tabela [5]. Para visu-
alizar graficamente a distribuicéo da variavel y /y,, foram construi-
dos os histogramas apresentados nas figuras [4] e [5], correspon-
dentes aos pilares e vigas, respectivamente.

Varigvel ~ 'amanhoda . g, Desvio
amostra (n) padrdao

Y/YesPilares 349 0,991 0,084

Y/ Vigas 349 0978 0,085

Tabela 5 - Medidas descritivas basicas para a varidavel v/v.,,

Coeficiente de

e Minimo Mediona  Maximo
variacao (%)
8,442 0,709 0,992 1,222
8,677 0,782 0973 1,290
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Nota-se na tabela [5] que a relagéo vy /., varia de 0,71 a 1,29,
sendo a média obtida inferior a 1,0, tanto para os pilares quanto
para as vigas. Verifica-se também que aproximadamente 50% dos
valores de v /y,, sdo menores que 0,992 no caso dos pilares e
0,973 no caso das vigas. Além disso, pode-se considerar pequena
a variabilidade de v /y,,,, uma vez que os coeficientes de variagao
obtidos encontram-se entre 8% e 9%. Vale comentar que o coe-
ficiente de variagdo € uma medida que expressa a variabilidade
em termos relativos, comparando o desvio padrao com a média, e
pode ser considerado pequeno quando n&o ultrapassa 30%.
Observando os histogramas das figuras [4] e [5], verifica-se que a
razéo vy /y,, apresenta valor inferior a 1,05 em aproximadamente
77% dos casos para os pilares e 83% dos casos para as vigas.
Isto significa que, para a maior parte das situagbes, a majoragdo
dos momentos em primeira ordem por v, forneceria um erro ma-
ximo contra a seguranga inferior a 5%. Constata-se também que,
no caso dos pilares, as freqiiéncias sdo maiores para valores de
Y/, situados entre 0,90 e 1,05. Para as vigas, a freqiéncia é mais
alta no intervalo 0,95 <y /y,, < 1,00.

7. Consideragoes finais

EE

Neste trabalho apresentou-se uma alternativa para estimar o ma-
jorador dos momentos de primeira ordem que deve ser aplicado
em cada pavimento das estruturas de concreto armado, a partir
dos valores obtidos para os coeficientes vy, e B,, utilizados para
avaliar os efeitos de segunda ordem em estruturas de concreto ar-
mado e de ago, respectivamente. Para conduzir o estudo, diversos
edificios de médio porte em concreto armado foram analisados em
primeira e segunda ordem utilizando o “software” ANSYS-9.0, e o
processo simplificado de obten¢do dos momentos finais foi avalia-
dolevando-se em conta a variagéo dos efeitos de segunda ordem
ao longo da altura das estruturas.

Definiu-se a relagéo vy /,,, sendo “y " denominado de majorador
dos momentos de primeira ordem (relagdo entre os momentos
obtidos pela analise em segunda e em primeira ordem, para os
pilares e vigas, ao longo da altura dos edificios) e v, , 0 majorador
“estimado” dos momentos de primeira ordem, diferenciado para
cada pavimento i da estrutura, e dado por (B, /B, .,)-Y,
Observou-se que a razéo vy /y,, variou de 0,71 a 1,29, sendo as
médias e medianas obtidas inferiores a 1,0, tanto para os pilares
quanto para as vigas. Além disso, em aproximadamente 77% dos
casos para os pilares e 83% dos casos para as vigas, a razéo y/
Y. apresentou-se inferior a 1,05. Sendo assim, para a maior parte
das situagOes analisadas, a majoragao dos momentos em primei-
ra ordem pelo majorador estimado v, forneceria um erro maximo
contra a seguranca inferior a 5%.

Finalmente, sugere-se, como novas pesquisas, realizar outros es-
tudos sobre o assunto, contemplando um maior numero de edifi-
cios e estruturas que apresentem porte mais elevado ou irregula-
ridades na geometria, como, por exemplo, mudangas bruscas de
inércia e de pés-direitos entre os pavimentos.
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Abstract
E——

Efficient water use is one of the most important requirements of cleaner production, and the use of the wastewater from concrete production can
be an important means to this end. However, there are no Brazilian studies on the quality of concrete plant wastewater and the activities in which
such water can be used. This paper aims to evaluate the quality of concrete plant wastewater and to propose guidelines for its treatment for non-
potable applications. Wastewater samples were collected from three points in the studied treatment system, and tests were later performed in the
laboratory to evaluate the water quality. The results obtained were compared with the limit values for the quality parameters that have been used
for the analysis of the non-potable water supply in Brazil. The results indicate a need to at least add coagulation and pH correction processes to
the treatment system.

Keywords: wastewater, concrete plants, water quality, treatment.

Resumo
E———

O uso eficiente da agua se constitui em um dos principais quesitos a serem contemplados dentro do conceito de produgdo mais limpa e o
uso da agua residuaria da produgéo do concreto pode ser uma importante medida para este fim. Contudo, ndo se dispde no Brasil de um
estudo que indique a qualidade desta agua e em quais atividades poderia ser reutilizada. O objetivo deste trabalho é avaliar a qualidade da
agua residuaria de uma usina de concreto e propor diretrizes para o seu tratamento tendo em vista o reuso para fins néo potaveis. Para tanto,
foram coletadas amostras da agua residuaria em trés pontos do sistema de tratamento existente na usina em estudo, sendo depois realizados
ensaios em laboratério para a avaliagdo da sua qualidade. Os resultados obtidos forma comparados com os valores limite dos parametros de
qualidade existentes nos principais documentos que vém sendo empregados para a analise da agua nao potavel para fins de abastecimento
no pais. Os resultados obtidos indicam a necessidade de acrescentar ao sistema de tratamento existente, pelo menos, os processos de coa-
gulagéo e a corregéo do pH.
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Quality of concrete plant wastewater for reuse

1. Introduction

[

Water usage is significant in concrete plants, not only in concrete
production but also for washing waste in concrete mixer trucks, wa-
shing patios, and sprinkling on aggregates to reduce dust (Sealey,
Phillipse, and Hill [1]; Cement Concrete & Aggregates Australia
[2]). The use of wastewater can reduce the consumption of pota-
ble water and contribute to the cleaner production of concrete with
regard to water usage.

Su, Miao, and Liu [3] emphasized that concrete wastewater shows
high pH values, between 11 and 12, and high alkalinity due to the
presence of hydroxides and carbonates in addition to the elevated
concentration of solids. These characteristics make it necessary
to treat wastewater prior to final disposal, whether in water or soil.
Concrete plants are subject to environmental licensing according
to CONAMA Resolution No. 237 [4] because the production pro-
cess involves the generation of environmental impacts. Lima et al.
[5] surveyed the primary polluting activities of a concrete plant with
a capacity of 40 m3.h", which include transporting raw materials
and concrete by trucks; the molding of specimens; washing the
concrete mixer trucks; filling the trucks; and vehicle maintenance.
Additionally, the authors performed a Risk Prevention Analysis,
which classifies impacts by severity and frequency, and concluded
that washing the trucks has the largest impact on the environment
among the activities that take place within the plant, with an impor-
tance of 10 on a scale with a maximum value of 20. The wastewa-
ter from washing has a modified pH that can cause the death of
fish and contaminate groundwater.

The Brazilian national policy on solid wastes, instituted by Law No.
12305 [6], states that whenever liquids have properties that make
it impossible to dispose of them in the public sewer system or in
bodies of water or that require technically or economically unviable
solutions with the best technology available, clean technologies
must be adopted, developed, and improved to minimize environ-
mental impacts.

CONAMA Resolution No. 448 [7] establishes in its first paragraph
that civil construction wastes cannot be disposed of in solid urban
waste landfills, in waste areas, on hillsides, in bodies of water, in
empty lots, or in other areas protected by law. Thus, civil cons-
truction firms must meet the requirements of CONAMA Resolu-

tion No. 430 [8], which establishes the conditions and standards
for wastewater disposal in receiving bodies. The 2" Article of this
resolution establishes that wastewater disposal in soil, even after
treatment, is not subject to the parameters and standards for dis-
posal in the resolution; however, such wastewater must not cause
the pollution or contamination of surface and subterranean waters.
For the reuse of concrete wastewater, the type of treatment depen-
ds on the activity for which the treated water will be used, normally
the non-potable water supply.

NBR 15900 [9] establishes the parameters for concrete mixing water,
taking into consideration the use of the concrete and which wastewa-
ter can be reused, such as water from washing the concrete mixer
trucks. According to this standard, seawater, brackish water, or water
from sewage or treated sewage cannot be used for mixing concrete.
Water from alternative sources must meet a series of chemical and
physical requirements to be used in concrete production, not only
so that the concrete’s properties are maintained, such as setting
time and expected strength, but also so that the water used does
not harm the concrete’s durability.

The studies found in the literature review indicate that concrete
produced with wastewater from the factory shows compressive
strength greater than 90% of that obtained for concrete produced
with potable water, which is acceptable according to ASTM C94/
C94M [10] (Sandrolini and Franzoni [11]; Su, Miao, and Liu [3];
Chatveera, Lertwattanaruk, and Makul [12]) and EN 12390-2 [13]
(Tsimas and Zervaki [14]), in addition to initial setting times with
differences of less than 30 minutes, which is acceptable according
to ASTM C403/C403M [15] (Su, Miao, and Liu [3]) and EN 196-3
[16] (Tsimas and Zervaki [14]).

Concrete mixing water must not contain impurities that impact the
cement hydration reactions and the formation of its compounds.
The use of wastewater in other activities that do not require potable
water, such as washing concrete mixer trucks, was evaluated in
only one study in the investigated literature; the study found that
the concentration of solids must be monitored (Sealey, Phillips,
and Hill [1]).

All of the evaluated studies, regardless of the destination of the wa-
stewater, included a treatment system for improving the water qua-
lity parameters (Sealey, Phillips, and Hill [1]; Tsimas and Zervaki
[14]), which required, for its definition, the characterization of the

()

Treated
water

Figure 1 - Wastewater freatment system and sample collection
points for water quality characterization: (1) wastewater
inlet chamber from washing of trucks and the patio;

(2) intermediate decanting chamber; (3) outlet chamber

(1)

<

Wastewater
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wastewater and the purpose for which the water would be treated.
The objective of this article is to evaluate concrete plant wastewa-
ter quality and propose guidelines for its treatment for use in acti-
vities that do not require potable water in the concrete plant itself,
such as washing the concrete mixer trucks, sanitizing the plant
environment, flushing toilets, irrigating green areas, and washing
patios. The article evaluates a single case study that may serve as
a basis for the development of similar studies elsewhere.

2. Methodology
E—

The study analyzed a concrete plant located in the southeastern
region of the state of Goias, Brazil, with an average monthly pro-
duction of 2000 m?* of concrete.

An initial survey of several concrete plants indicated that the sys-
tem typically used for wastewater treatment is composed of two or
three sedimentation tanks. In the plant investigated in this study,
the treatment system is composed of a wastewater inlet tank, six
sedimentation chambers, and a wastewater outlet tank.

The water samples for the quality tests were collected at three dis-
tinct points in the treatment system (Figure 1): (1) the inlet cham-
ber, whose opening is found at floor level, (2) one of the sedimen-
tation chambers, and (3) the outlet chamber.

The water inlet for the treatment system is found at floor level; thus,
surface runoff, which contains debris from the patio, is also direc-

ted to this location. Therefore, collections were performed during
two periods: one in the dry season and one in the rainy season.
The samples for the determination of the apparent color, turbidity,
and concentration of iron were collected at eight different times
(C1 to C8), with three (C1 to C3) in the dry period (October and
November 2012) and five (C4 to C8) in the rainy period (December
2012 and January and February 2013).

In all cases, the samples were collected on the liquid surface using
plastic bottles (PET). After collection, the samples were labeled
and immediately transported to the laboratory for testing according
to the APHA methods [17] shown in Table 1.

The tests evaluated the following characteristics of water quality:
apparent color, turbidity, residual chlorine, thermo-tolerant colifor-
ms, chloride, dissolved oxygen, alkalinity, hardness, and concen-
trations of ammonia, iron, and chlorides.

Due to the availability of the reagents needed for the tests, the
evaluation of residual chlorine and the test for the concentration of
ammonia were only performed in the dry period (collections C1 to
C3), and the tests for the concentrations of chloride and dissolved
oxygen (DO) were conducted only in the rainy period (C4 to C8).
Finally, the tests for hardness, alkalinity, pH, and thermo-tolerant
coliforms were performed only on some of the collections and
points in the treatment system.

The oxygen concentration readings were performed at three dis-
tinct times: five, ten, and fifteen minutes.

Parameters | ]
pH 610 9 6109
Apparent color <10 mg.L’ <30mg.l’
Turbidity <2 NTU <5NTU
Residual chlorine = Max. 1 mg.L
(@
Thermo-folerant coliforms - -
Chloride = <350 mg.L
(@
<100 mg.L'
(o)
Alkalinity - -

Note: SM - Standard Methods, Source: APHA (17)

of toilets).

to these).
(c) Values for reused water.
IV - NBR 15527 (18).
(a) For surface irrigation; (b) For irrigation with sprinklers.

Table 1 - Parameters selected for the evaluation of water quality, limit
values for non-potable water for recovery/reuse, and testing methods

|- SAUTCHUK et al. (19), water quality standard recommmended for Class 1 reuse waters (washing of vehicles and flushing

Il - SAUTCHUCK et al. (19), water quality standard recommended for Class 3 reuse waters (irrigation of green areas and gardens).
Il - EPA/600/R-12/618 (20) water quality standard indicated for urban reuse (for all types of irrigation, washing of vehicles,
flushing of toilets, firefighting systems, commercial air conditioning systems, and uses, accesses, and exposures similar

1} 1\ Method
610 9 6to 8 SM 4500-H+ B
= <15mg.l’ SM 2120 C
<2 NTU <2 NTU and, for SM 2130 B
less restrictive uses,
<5NTU
>1.0mg.l’ 05t03.0mg.L’ SM 4500 G
- Absence in 100 mL SM 9221C
= = SM 4500 B
50 to 150 - SM 2320 B
mg.L’
CaCQO, (c)
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Because NBR 15527 [18] is the only standard in Brazil that consi-
ders non-potable water quality, this standard was considered as a
reference for the analysis of the quality parameters. This approa-
ch is valid because the parameters refer to treated water; that is,
they refer to the non-potable water supply, regardless of its ori-
gin. Additionally, two other documents were considered that have
also been used as a reference for the evaluation of the quality of
the non-potable water supply in Brazil: Sautchuk et al. [19] and
EPA/600/R-12/618 [20].

Thus, the results for pH, apparent color, turbidity, residual chlorine,
thermo-tolerant coliforms, chlorides, and alkalinity were compared
with the limit values for non-potable water found in Sautchuk et al.
[19], EPA/600/R-12/618 [20], NBR 15527 [18], Manca and Jannu-
zzi [21], and Lopes [22].

In turn, the results for the concentration of iron (Thiocyanate Me-
thod, according to Boltz and Howell [23]) were compared with the
limit values found in CONAMA Resolution No. 430 [8] for the clas-
sification of water sources, using Class Ill waters as a reference
(maximum iron concentration of 5.0 mg.L"). The iron ion in the

water may be responsible for the appearance of stains on clothes,
sanitary devices, and other surfaces (Moruzzi [24]).

To evaluate the water hardness, as determined according to the
SM 2340 C Method (APHA [17]), water hardness is characterized
by the presence of alkaline earth salts, such as calcium and mag-
nesium. These elements confer a disagreeable flavor and a laxa-
tive effect, reduce the formation of soap suds, thereby increasing
soap consumption and causing scaling on pipes and boilers (Roloff
[25]). The values found in Von Sperling [26] were considered as a
reference to evaluate the hardness of the water. According to the-
se standards, soft water has less than 50 mg.L"' CaCO,, modera-
tely hard water has between 50 and 150 mg.L-* CaCO,, hard water
has between 150 and 300 mg.L"* CaCOQ,, and very hard water has
more than 300 mg.L" CaCO,.

For dissolved oxygen (DO), which was determined according to
the SM 4500-O Method (APHA [17]), the value recommended by
Fiorucci and Benedetti Filho [27] (2.5 mg.L™") was used to avoid
problems of corrosion in pipes and accessories.

Finally, a comparative analysis was performed for the results obtai-

| ——
-
-

Point of collection
[\ ]

45 90 135

Apparent color (mg.L-T)

Figure 2 - Average values for apparent color, turbidity, and iron concentration for samples collected
at three points in the treatment system: 1 (inlet chamber), 2 (intermediate chamber),
and 3 (outlet chamber). The gray bars represent the values obtained for samples collected in
the rainy period, and the black bars represent the values obtained for samples
collected in the dry period. Error bars indicate the standard deviation
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ned for the apparent color, turbidity, and iron concentration using
the non-parametric Wilcoxon test for paired results, with a signifi-
cance level of 0.05. This test was selected due to the small amount
of data, the dependence of the results obtained on the three points
of the treatment system, and the lack of evidence of normality of
the data (Bunchaft and Kellner [28]; Volpato and Barreto [29]).
For this analysis, the data from the two collection periods (dry and
rainy) were considered together.

3. Results and discussion

EE

Figure 2 shows the results for apparent color, turbidity, and iron
concentration for the samples collected at the three points of the
treatment system in the rainy and dry periods.

The apparent color of the samples collected in the rainy period
was higher at point 1, indicating the determinant contribution of
the surface runoff from the concrete plant patio in this parameter.
As the water passed through the treatment system, there was a
significant reduction in the apparent color for both the rainy and
dry periods. The average value of the apparent color in the rainy
period was 75 mg.L-"at point 1, 6.7 mg.L"" at point 2, and 4.3 mg.L"'
at point 3. In the dry period, these values were 50 mg.L"' for point
1, 24 mg.L" for point 2, and 9.0 mg.L"" for point 3. The application
of the statistical test to the complete data set (rainy and dry periods
together) confirmed the effectiveness of the system used to reduce
this parameter because the values obtained for the samples from
point 1 were significantly different from those obtained for points 2
and 3 (p < 0.05); in addition, the values obtained for point 2 were
significantly different from those obtained for point 3.

The turbidity and concentration of iron showed a similar behavior to
the apparent color, with significantly higher values at point 1 and a sig-
nificant decrease as the water passed through the treatment system.
The water collected at point 1 showed large quantities of suspen-
ded solids, with turbidity values between 200 NTU and 700 NTU.
Although the average values were higher in the dry period, the va-

lues in the rainy period were similar at this point, indicating that the
determining factor for turbidity was the difference in the quantities
of debris in the wash water from each concrete mixer truck.

The results for turbidity at point 1 were significantly higher than
those obtained for point 2 and point 3 (p = 0.0017 in both cases).
In contrast, the results obtained for point 3 were not significantly
different from those found for point 2, indicating that there was little
improvement in this parameter between these two points.

The concentration of iron at each of the analyzed points was sli-
ghtly higher in the dry period due to the lower volume of surface
runoff water in the treatment system during the dry period. The
presence of this metal was primarily due to concrete ballast that
returns to the plant, which sediments as it passes through the tre-
atment system.

Similar to turbidity, the results obtained for point 1 were significan-
tly higher than those obtained for point 2 and point 3 (p = 0.017 in
both cases). The results obtained for point 3, however, were not
significantly different from those obtained for point 2 (p = 0.208),
indicating that there was little improvement in this parameter be-
tween these points.

The similarity between the results obtained for points 2 and 3 for
turbidity and the concentration of iron were due to the relatively
high velocity of water flow in the treatment system, which made
particle sedimentation difficult.

To analyze the viability of reusing treated water for non-potable
purposes, the values of the parameters investigated at point 3
were considered, from the outlet chamber of the treatment system.
For apparent color, the limits specified in the reference document
for non-potable water quality were met, with the exception of two
collections performed on subsequent days in the rainy period, in
which the results were only higher than the limit recommended by
Sautchuk et al. [19] for class | reuse waters, which are for washing
vehicles and flushing toilets. Thus, if these were the final uses of
the treated water, an additional treatment process would be neces-
sary to remove the color.

Figure 3 - Chloride concentration of samples collected in the rainy period
(collections C5 to C8). The white bars show the values obtained for the samples at point 1,
the light gray bars show the values obtained for the samples at point 2, and the
bars with the striped pattern show the values obtained for the samples at point 3
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Quality of concrete plant wastewater for reuse

Figure 4 - Residual chlorine concentration of samples collected in the dry period (collections C1
to C3). The white bars show the values obtained for the samples collected at point 1 (inlet chamber),
the light gray bars show the values for the samples collected at point 2 (intermediate chamber), and
the bars with the striped pattern show the values for the samples collected at point 3 (outlet chamber)
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For turbidity, the values found at point 3 were always higher than
the limits recommended for non-potable water in the reference do-
cuments used, which also indicates a need for treatment in addi-
tion to that existing at the plant.

As previously noted, limit values for the concentration of iron in
non-potable water were not found in the consulted reference docu-
ments. Therefore, the limit value for potable water found in CONA-
MA 430 [8] was considered; all of the values obtained were within
the limits established by the referenced resolution.

Figure 3 shows the results for the concentration of chloride in sam-
ples from four collections performed in the rainy period from the
three points studied. In the dry period, this test was performed on

only the samples from some of the collections due to the availabili-
ty of the reagents, resulting in an average of 40 mg.L" at the three
collection points. There was a small amount of variability between
the data in this period; however, it was not significant. In the rainy
period, the values were higher (average value of 120 mg.L" for the
three collection points).

The behavior of this parameter was not the same in all of the col-
lections; in some of the collections, the highest values occurred
in the intermediate chamber (point 2), and in others, the highest
values occurred in the inlet (point 1). According to Su, Miao, and
Liu [3], the quantity of chloride increases with tank depth due to the
sedimentation of solids. Because sample collection was performed

Figure 5 - Dissolved oxygen concentration of the samples collected in the rainy period
(collections C4, Cé, C7, and C8) at three points in the freatment
system: 1 (white bars), 2 (light gray bars), and 3 (striped bars)
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near the surface of the water, sedimentation of suspended mate-
rial occurred from one point to another, decreasing the quantity of
chloride dissolved in the water.

Only Sautchuk et al. [19] presented a limiting value for this para-
meter for the non-potable water supply, and all of the values found
in the collected samples were less than this value. Therefore, an
additional treatment process would not be necessary to reuse the
treated water.

The residual chlorine concentration from one sample collected
in the rainy period was 0.25 mg.L"" for points 1 and 2, and 0.50
mg.L" for point 3. The values for this parameter for the dry period
(collections C1 to C3) are shown in Figure 4. The residual chlori-
ne concentration was not homogeneous in the different samples
collected; this parameter was significantly higher at point 1 in one
sample and at point 3 in another. With the exception of the last
collection, the values obtained for points 2 and 3 were equal. The
results obtained were lower than the values found in NBR 15527
[18], which suggest an interval from 0.5 to 3.0 mg.L".

The dissolved oxygen (DO) concentrations for the samples collec-
ted in the rainy period are shown in Figure 5. There was a slight
decrease in this parameter from point 1 to point 3 in the majority of
the collections. The limit proposed by Fiorucci and Benedetti Filho
[27], however, was exceeded in all of the samples, regardless of
the point of collection.

Thus, to reuse the water, it would be necessary to correct the dis-
solved oxygen concentration because elevated values of this para-
meter can cause corrosion of pipes and accessories, among other
problems. The average temperature of the concrete wastewater
was maintained between 24.7 and 27.8°C. A higher temperature
would cause a decrease in the solubility of oxygen in the water.
The alkalinity values of the wastewater were elevated due to the
presence of concrete ballast residues in the concrete mixer tru-
cks. The alkalinity values were obtained from all three points: one
in each collection performed in the month of October 2012 (C1 —

point 1 and point 3; C2 — point 2) and one for the last collection in
the month of February 2013 (C8), presented values respectively,
of 1200 and 760 mg.L"" (point 1), 1680 and 660 mg.L" (point 2),
and 1550 and 680 mg.L™" (point 3), respectively, exceed the limits
for water reuse indicated by the EPA/600/R-12/618 [20]. The pH
was determined for the samples collected at the three investigated
points in the dry period and in the first collection (C4) from the rainy
period; the results showed an average value of 12.5. Cement is
rich in carbonates and bicarbonates, and these were the primary
causes of the elevated alkalinity values and the elevated pH. Thus,
the pH must be decreased to reuse the treated water.

The tests for total hardness (determined for samples from collec-
tions C1 and C2 from the dry period and for points 1 and 3 only)
resulted in values greater than 1400 mg.L™* CaCQ,, indicating that
the water was very hard (>300 mg.L"' CaCO,). This result was hi-
gher than the result for alkalinity, which showed a lower concentra-
tion of soluble bicarbonates. Waters with elevated hardness and
alkalinity cause a continuous and harmful internal inorganic scaling
formation process in pipes, initially from the supersaturation of sli-
ghtly soluble or insoluble salts, resulting from the evaporation of
water. Thus, an additional treatment process is needed to reuse
the wastewater.

Thermo-tolerant coliforms were not found in any of the samples
collected from the three investigated points, which indicates that
there was no type of microbiological contamination in the water
collected from the treatment system.

Table 2 shows a summary of the results obtained, with indications
of the water quality parameters and the type of treatment to be con-
ferred on the non-potable water for reuse in the different activities
identified in the plant that do not require potable water. Although no
coliforms were detected in the wastewater, disinfection is recom-
mended as a preventative measure because there is a possibility
of skin contact with the treated water. Additionally, the hardness
and dissolved oxygen in the water need to be corrected. These

Residual chlorine
Thermo-tolerant coliforms

* Considering the limit values for use in irrigation.

Table 2 - Summary of the results obtained for concrete plant wastewater
quality and identification of additional treatment requirements for non-potable reuse

Predicted Parameters from the reference documents
non-potable use Required Exceeded in this study
) PH
Washing Apparent color
of concrete Turbidity
mixer frucks .
Alkalinity
pH
) Apparent color
Flushing pgurbidi’ry
of toilets ) .
Residual chlorine
Chloride
pH
) Apparent color
Washing -
of patios* Turbidty

Additional treatment required

All
pH Acidification — pH correction.
apparent Chemical coagulation — apparent
colorturbidity color and turbidity.
Disinfection (possibility of contact).
pH
apparent
colorturbidity
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parameters were not considered in the consulted documents but
are important for the wastewater in question.

4. Conclusions

EE

The concrete wastewater quality indicates a need for additional
treatment for non-potable reuse in the plant. Considering the re-
ference documents that have been used in Brazil for non-potable
water quality reuse, the pH, apparent color, and turbidity need to
be corrected. For the probable final non-potable uses, there is also
a need to correct the alkalinity and the hardness.

Thus, for non-potable use in the plant, coagulation and pH cor-
rection would at least need to be added to the treatment process.
The use of chemical coagulants, such as aluminum sulfate and
ferric chloride, however, increases the volume of sludge generated
during treatment, in addition to altering some physical and chemi-
cal parameters of the water. There are also problems associated
with aluminum waste that can cause Alzheimer’s at concentrations
greater than 200 pg.L" (Bhatti, Mahmood, and Raja [30]). For this
reason, it is important to investigate the possibility of using natural
coagulants with a lower environmental impact.

Additionally, preventative disinfection is recommended due to the
possibility of users’ direct contact with the treated water.

The water’s passage through the existing treatment system in the
plant, which is essentially composed of sedimentation chambers,
provided an improvement in the wastewater quality, with the excep-
tion of turbidity and the concentration of iron, in which there was no
significant difference between the samples collected at point 2 (the
intermediate chamber) and those collected at point 3 (the outlet
chamber). This result may be caused by the relatively high water
flow velocity, which makes particle sedimentation difficult.
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Abstract
E——

Efficient water use is one of the most important requirements of cleaner production, and the use of the wastewater from concrete production can
be an important means to this end. However, there are no Brazilian studies on the quality of concrete plant wastewater and the activities in which
such water can be used. This paper aims to evaluate the quality of concrete plant wastewater and to propose guidelines for its treatment for non-
potable applications. Wastewater samples were collected from three points in the studied treatment system, and tests were later performed in the
laboratory to evaluate the water quality. The results obtained were compared with the limit values for the quality parameters that have been used
for the analysis of the non-potable water supply in Brazil. The results indicate a need to at least add coagulation and pH correction processes to
the treatment system.

Keywords: wastewater, concrete plants, water quality, treatment.

Resumo
E———

O uso eficiente da agua se constitui em um dos principais quesitos a serem contemplados dentro do conceito de produgdo mais limpa e o
uso da agua residuaria da produgéo do concreto pode ser uma importante medida para este fim. Contudo, ndo se dispde no Brasil de um
estudo que indique a qualidade desta agua e em quais atividades poderia ser reutilizada. O objetivo deste trabalho é avaliar a qualidade da
agua residuaria de uma usina de concreto e propor diretrizes para o seu tratamento tendo em vista o reuso para fins néo potaveis. Para tanto,
foram coletadas amostras da agua residuaria em trés pontos do sistema de tratamento existente na usina em estudo, sendo depois realizados
ensaios em laboratério para a avaliagdo da sua qualidade. Os resultados obtidos forma comparados com os valores limite dos parametros de
qualidade existentes nos principais documentos que vém sendo empregados para a analise da agua nao potavel para fins de abastecimento
no pais. Os resultados obtidos indicam a necessidade de acrescentar ao sistema de tratamento existente, pelo menos, os processos de coa-
gulagéo e a corregéo do pH.
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1. Introducgao

N

Em usinas de concreto, o uso da agua é intenso, ndo somente
na produgao do concreto propriamente dito, mas também para a
lavagem de residuos em caminh&es-betoneira, lavagem de pisos
e aspersao sobre os agregados, para a redugao de poeira (Sea-
ley, Phillipse e Hill [1]; Cement Concrete & Aggregates Australia
[2]). O uso de agua residuaria pode reduzir o consumo de agua
potavel e contribuir para uma produgado mais limpa do concreto
no quesito agua.

Su, Miao e Liu [3] destacaram que a agua residuaria do concreto
apresenta elevados valores de pH, entre 11 e 12 e, consequente-
mente, alta alcalinidade pela presenga de hidréxidos e carbonatos,
além de elevado teor de sdlidos. Essas caracteristicas fazem com
que seja necessario tratar a agua residuaria, antes da disposicao
final, seja na agua ou solo.

A usina de concreto € uma industria sujeita ao licenciamento am-
biental, segundo a Resolugdo CONAMA n° 237 [4], pois 0 processo
produtivo apresenta etapas que geram impactos ao meio ambien-
te. Lima et al. [5] levantaram as principais atividades poluidoras de
uma usina de concreto com capacidade de 40 m3.h™": transporte de
matéria-prima e do concreto por caminhdes; moldagem de corpos
de prova; lavagem de caminhdes betoneira; abastecimento dos
caminhdes; e manutengéo dos veiculos. Além disso, os autores
realizaram uma Analise de Previsdo de Risco, que classifica os
impactos quanto a severidade e frequéncia, concluindo que a la-
vagem dos caminhdes, dentre as atividades da usina, é a de maior
impacto ao meio ambiente, com importancia 10 em uma escala de
valor maximo de 20. A agua de lavagem tem o pH modificado, o
que pode ocasionar a morte de peixes, além da contaminagédo do
lencol freatico.

A politica nacional de residuos solidos brasileira, instituida pela lei
n. 12305 [6], define que sempre que liquidos cujas particularida-
des tornem inviavel o seu langamento na rede publica de esgotos
ou em corpos d’agua, ou exijam para isso solugdes técnicas ou
economicamente inviaveis em face da melhor tecnologia disponi-
vel, deve-se adotar, desenvolver e aprimorar tecnologias limpas
como forma de minimizar impactos ambientais.

A Resolugdo CONAMA n° 448 [7] estabelece no paragrafo 1°
que os residuos da construgao civil ndo poderao ser dispostos

em aterros de residuos solidos urbanos, em areas de “bota fora”,
em encostas, corpos d’agua, lotes vagos e em areas protegidas
por Lei. Assim, é necessario atender a Resolugdo CONAMA n°
430 [8] que estabelece as condigdes e padroes de langamento de
efluentes em corpos receptores. O artigo 2° da referida resolugao
estabelece que a disposigao de efluentes no solo, mesmo apos o
tratamento, ndo esta sujeita aos parametros e padrdes de lanca-
mento dispostos nesta resolugéo, ndo podendo, todavia, causar
poluigao ou contaminagado das aguas superficiais e subterraneas.
No caso de reuso da agua residuaria do concreto, a necessidade e
o tipo de tratamento dependem da atividade a ser realizada com a
agua tratada, normalmente considerado o abastecimento de agua
nao potavel.

A NBR 15900 [9] estabelece os paradmetros para agua de amas-
samento do concreto, levando em consideragéo a finalidade do
uso do concreto e quais aguas residuarias podem ser reutilizadas
como, por exemplo, as provenientes da lavagem de betoneiras.
Contudo, agua do mar, dgua salobra ou agua proveniente de es-
goto ou esgoto tratado ndo podem ser utilizados, por esta norma,
para o amassamento do concreto.

Aguas de fontes alternativas devem atender a uma série de requi-
sitos quimicos e fisicos para que seja possivel seu uso na produ-
¢ao do concreto, visando ndo apenas que sejam mantidas as suas
propriedades como, por exemplo, o tempo de pega e a resisténcia
esperada, mas também que a agua utilizada nao prejudique a du-
rabilidade do concreto produzido.

Os estudos encontrados na revisdo da literatura indicaram que
concretos produzidos com agua residuaria da propria usina apre-
sentam resisténcia a compressao superior a 90% da obtida para
o concreto produzido com agua potavel, que é um critério acei-
tavel segundo ASTM C94/C94M[10] (Sandrolini e Franzoni [11];
Su, Miao e Liu [3]; Chatveera; Lertwattanaruk e Makul [12]) e EN
12390-2 [13] (Tsimas e Zervaki [14]), além de tempos de pega
iniciais com diferencgas inferiores a 30 minutos, critério aceitavel
segundo ASTM C403/C403M [15] (Su, Miao e Liu [3]) e EN 196-3
[16] (Tsimas e Zervaki [14]).

Vale ressaltar que a agua para amassamento do concreto néo
deve conter impurezas que possam vir a prejudicar as reagdes de
hidratagdo do cimento e a formacao de seus compostos.

O uso da agua residuaria em outras atividades que prescindem da

Figura 1 - Sistema de tratamento da dgua residudria e pontos de
coleta das amostras para a caracterizagcdo da qualidade da agua:
(1) cGmara de entrada do efluente da lavagem dos caminhoes e do
pdtio, (2) cdmara de decantac¢do intermedidria (3) camara de saida

2

=

<5
Afluente Efluente
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agua potavel, como por exemplo, na lavagem de caminhdes-be-
toneira foi avaliado em apenas um estudo constante na literatura
investigada, sendo que o teor de soélidos foi destacado como um
importante pardmetro a ser monitorado (Sealey, Phillips; Hill [1]).
Em todos os estudos levantados, independentemente do des-
tino dado ao efluente, existe um sistema de tratamento para a
melhoria dos parametros de qualidade da agua (Sealey, Phillips;
Hill [1]; Tsimas e Zervaki [14]), o qual necessita, para a sua de-
finigdo, da caracterizagdo do afluente e da finalidade que sera
dada a agua tratada.

O objetivo desse artigo € avaliar a qualidade da agua residuaria de
uma usina de concreto e propor diretrizes para o seu tratamento
tendo em vista o reuso em atividades que prescindam da agua
potavel na prépria usina como, por exemplo, a lavagem de cami-
nhdes betoneira, higienizagdo de ambientes, descarga de bacias
sanitarias, irrigacao de areas verdes e lavagem de patio. Trata-se
de um estudo de caso unico, o qual podera, contudo, subsidiar o
desenvolvimento de estudos similares em outros locais.

2. Metodologia

B

Para o desenvolvimento do estudo foi considerada uma usina de
concreto localizada na regiao sudeste do estado de Goias, Brasil,
com uma produgédo média mensal de 2000 m*® de concreto.

Em um levantamento inicial, efetuado em algumas usinas de

concreto, indicou que o sistema usualmente utilizado para o tra-
tamento da agua residuéria € composto por dois ou trés tanques
de sedimentagdo. Na usina investigada nesse estudo o sistema
de tratamento € composto por um tanque de entrada do efluente;
seis camaras de sedimentagédo e um tanque de saida do afluente.
As amostras de agua para a realizagao dos ensaios de qualidade
foram coletadas em trés pontos distintos do sistema de tratamento
(Figura 1): (1) camara de entrada, cuja abertura se encontra no
nivel do piso, (2) uma das camaras de decantagdo e (3) cAmara
de saida.

Destaca-se que a entrada de agua para o sistema de tratamento
se encontra no nivel do piso, assim, o escoamento superficial, que
contém detritos provenientes do patio também é direcionado para
este local. Em fungao disso, as coletas foram efetuadas em dois
periodos, um de estiagem e outro chuvoso. Assim, as amostras
para a determinagéo da cor aparente, da turbidez e do teor de
ferro foram coletadas em oito ocorréncias (C1 a C8), sendo trés
delas (C1 a C3) no periodo de estiagem (outubro e novembro de
2012) e cinco (C4 a C8) no periodo chuvoso (dezembro de 2012 e
janeiro e fevereiro de 2013).

As amostras foram coletadas na superficie do liquido em todos os
casos, utilizando-se de garrafas plasticas (PET). Apds as coletas,
as amostras foram identificadas e imediatamente transportadas
para o laboratério para a realizagao dos ensaios, seguindo os mé-
todos da APHA [17] apresentados na Tabela 1.

Parametros | Il
PH 6a9 6a9
Cor aparente <10 mg.L’ <30mg.l’
Turbidez <2 NTU <5NTU
Cloro residual - Max. 1 mg.L
(@
Coliformes - -
termotolerantes
Cloreto = <350 mg.L
(@
<100 mg.L"

()

Alcalinidade -

Nota: SM - Standard Methods, Fonte: APHA (17)
e descarga de bacias sanitdrias)
verdes e rega de jardins)
condicionado, e usos, acessos e exposicdo similares a estes)

(c) valores para adgua de redso.
IV - NBR 156527 (18).

(a) parairrigacdo superficial (b) para irrigacdo com aspersores

Tabela 1 - Par@metros selecionados para a avaliagdo da qualidade da dgua, valores
limites para a dgua ndo potdvel para aproveitamento/reliso e métodos de ensaio

m \Y; Método
6a9 6a8 SM 4500-H+ B
= <15mg.l’ SM 2120 C
<2 NTU <2 NTU e, para SM 2130 B
usos menos
restritivos, <5 NTU
>1.0mg.l’ 05a30mg.l’ SM 4500 G
- Auséncia em SM 9221C
100 mL
= = SM 4500 B
50 to 150 - SM 2320 B
mg.L" de
CaCQ, (c)

|- SAUTCHUK et al (19), padrdo de qualidade de dgua recomendado para dguas de Reuso Classe 1 (lavagem de veiculos
Il - SAUTCHUCK et al (19), padrdo de qualidade de édgua recomendado para dguas de Relso Classe 3 (irrigacdo de dreas

Il - EPA/600/R-12/618 (20) padrdo de qualidade de dgua indicado para o redso urbano (para todos os tipos de irrigacdo,
lavagem de veiculos, descarga de bacias sanitarias, sistemas de combate a incéndio, sistemas comerciais de ar
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Foram realizados os seguintes ensaios para a avaliagéo da qua-
lidade da agua: cor aparente, turbidez, cloro residual, coliformes
termotolerantes, cloreto, oxigénio dissolvido, alcalinidade, dureza,
teores de amoénia, de ferro e de cloretos.

Em funcdo da disponibilidade dos reagentes necessarios para
0s ensaios, a avaliagao do cloro residual e do teor de aménia
foi feita somente no periodo de estiagem (coletas C1 a C3), e
os teores de cloreto e de oxigénio dissolvido (OD) foram deter-
minados somente no periodo chuvoso (C4 a C8). Por ultimo, os
ensaios de dureza, alcalinidade, pH e coliformes termotolerantes
foram realizados apenas em algumas das coletas e pontos do
sistema de tratamento.

As leituras do teor de oxigénio foram efetuadas em trés tempos
distintos: 5, 10 e 15 minutos.

Como nao existe normalizagéo no Brasil que contemple qualidade
da agua nao potavel, com excegado da NBR 15527 [18], esta norma
foi considerada como referéncia para a andlise dos parametros de
qualidade nela constantes. Isso é valido porque os parametros em
analise se referem a agua apos o tratamento, ou seja, se referem

a agua nao potavel, para abastecimento, independentemente de
sua origem. Além disso, foram considerados dois outros documen-
tos que vém sendo empregados como referéncia para a avaliagéo
da qualidade de agua nao potavel para fins de abastecimento no
pais, quais sejam: Sautchuk et al [19] e EPA/600/R-12/618 [20].
Assim, os resultados de pH, cor aparente, turbidez, cloro residual,
coliformes termotolerantes, cloretos e alcalinidade foram confron-
tados com os valores limite para a agua ndo potavel constantes
em Sautchuk et al [19], EPA/600/R-12/618 [20], NBR 15527 [18],
Manca e Jannuzzi [21] e Lopes [22].

Por sua vez, os resultados do teor de ferro (Método do Tiocianato,
conforme Boltz; Howell [23]) foram comparados com os valores li-
mite constantes na resolugdo CONAMA 430 [8] para classificagdo
de mananciais, utilizando como referéncia as aguas classe lll (teor
de ferro maximo de 5,0 mg.L"). O ion de ferro na agua pode ser
responsavel pelo aparecimento de manchas em roupas e apare-
Ihos sanitarios e outras superficies (Moruzzi [24]).

Para a avaliagdo da dureza da agua, determinada conforme o
Método SM 2340 C (APHA [17]), é caracterizada pela presenca

| —
-
-

Ponto de Coleta
M

45 90 135

Cor Aparente (mg.L-1)

Ponto de Coleta
[\%] -

w

Figura 2 - Valores médios da cor aparente, turbidez e teor de Ferro das amostras coletadas
nos pontos do sistema de tratamento: 1 (cGmara de entrada), 2 (cmara intermedidria) e
3 (camara de saida). As barras de cor cinza representam os valores obtidos para as amostras
coletadas no periodo chuvoso e as de preta os valores obtidos
para o periodo de estiagem. As linhas indicam um desvio-padrGo
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| —
-
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0 400
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Figura 3 - Teor de cloreto das amostras coletadas no periodo chuvoso
(coletas C5 a C8). As barras de cor branca apresentam os valores
obtidos para as amostras no ponto 1, as de cor cinza claro ds amostras no
ponto 2 e as com padrdo listrado correspondem ds amostras no ponto 3

C5

C6 |

Coleta

C7 -

c8

Cloreto (mg.L'1)

35 170

de sais alcalinos terrosos, como o calcio e magnésio, que con-
ferem sabor desagradavel e efeito laxativo; reduzem a formagao
de espuma do sab&o, aumentando o seu consumo; além de pro-
vocarem incrustacdes nas tubulagdes e caldeiras (Roloff [25]).
Para sua avaliagdo foram considerados como referéncia os va-
lores constantes em Von Sperling [26]: agua mole: menos de
50 mg.L"' de CaCO,; agua de dureza moderada: entre 50 e
150 mg.L" de CaCO,; 4gua dura: entre 150 e 300 mg.L" de CaCO,
€ agua muito dura: mais de 300 mg.L' de CaCO,.

Para o oxigénio dissolvido (OD), determinado conforme Método
SM 4500-O (APHA [17]), considerou-se o valor recomendado por

Fiorucci; Benedetti Filho [27], de modo a se evitar problemas de
corrosdo em tubulagdes e acessorios: 2,5 mg.L™".

Por ultimo, foi efetuada uma andlise comparativa dos resultados ob-
tidos para a cor aparente, turbidez e teor de ferro por meio do teste
nao paramétrico de Wilcoxon, com nivel de significancia igual a 0,05,
considerando-se os resultados aos pares. Este teste foi selecionado
devido ao nimero pequeno de dados, a dependéncia dos resultados
obtidos nos trés pontos do sistema de tratamento e a ndo evidéncia
de normalidade dos mesmos (Bunchaft e Kellner [28]; Volpato e Bar-
reto [29]). Para essa analise, os dados dos dois periodos de coleta
(estiagem e chuvoso) foram considerados conjuntamente.

Figura 4 - Teor de cloro residual das amostras coletadas no periodo de estiagem (coletas
C1 a C3). As barras de cor branca apresentam os valores obtidos para as amostras coletadas
no ponto 1 (cdmara de entrada), as de cor cinza claro as amostras do ponto 2 (cdmara intermedidria)
e as que possuem padrdo listrado correspondem ds amostras do ponto 3 (cdmara de saida)

Coleta
(@]
%]

RPNV

0,0

0,3 0,6

Cloro Residual (mg.L-T)
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3. Resultados e discusséao

EE

A Figura 2 apresenta os resultados de cor aparente, turbidez e
teor de Ferro para as amostras coletadas nos trés pontos do siste-
ma de tratamento nos periodos chuvoso e de estiagem.

A cor aparente das amostras coletadas no periodo chuvoso foi
mais elevada no ponto 1, indicando a contribuigdo determinante
do escoamento superficial do patio da usina nesse parametro.

A medida que a agua passa pelo sistema de tratamento, houve
redugao significativa no valor da cor aparente, o que se verificou
tanto no periodo chuvoso como de estiagem. O valor médio da cor
aparente no periodo chuvoso foi de 75 mg.L-" no ponto 1; 6,7 mg.L-
"'no ponto 2 e 4,3 mg.L" no ponto 3. Ja no periodo de estiagem,
esses valores foram: 50 mg.L"' para o ponto 1, 24 mg.L"" para o
ponto 2 e 9,0 mg.L" para o ponto 3. A aplicagdo do teste estatis-
tico ao conjunto total de dados (periodos chuvoso e estiagem em
conjunto) confirmou a efetividade do sistema empregado para a
redugao desse parametro, uma vez que os valores obtidos para as
amostras do ponto 1 foram significativamente diferentes daqueles
obtidos para os ponto 2 e 3 (p < 0,05), assim como os valores ob-
tidos para o ponto 2 foram significativamente diferentes daqueles
obtidos para o ponto 3.

A turbidez e o teor de ferro apresentaram comportamento similar a
cor aparente, com valores bastante superiores no ponto 1 e dimi-
nuigao significativa ao passar pelo sistema de tratamento.

A agua coletada no ponto 1 apresentou grandes quantidades de
solidos em suspensao, com valores de turbidez entre 200 NTU
e 700 NTU. Apesar do valor médio ter sido superior no periodo
de estiagem, existiram valores similares aos do periodo chuvoso
nesse ponto, indicando que o fator determinante para a turbidez
consiste na diferengca das quantidades de residuos na agua da
lavagem de cada caminh&o betoneira.

Os resultados da turbidez no ponto 1 foram significativamente su-
periores aqueles obtidos para o ponto 2 e também para o ponto
3 (p = 0,0017 em ambos os casos). Por outro lado, os resultados
obtidos para o ponto 3 ndo foram significativamente diferentes da-

queles encontrados para o ponto 2, indicando que houve pouca
melhoria desse parametro entre esses dois pontos.

O teor de ferro em cada um dos pontos analisados foi um pouco
superior no periodo de estiagem, pela maior concentragédo desse
metal em fungdo do menor volume de agua escoada superficial-
mente para o sistema de tratamento. A presenga desse metal se
da, principalmente, no lastro de concreto que retorna a usina, o
qual se sedimenta ao passar pelo sistema de tratamento.

De maneira similar a turbidez, os resultados obtidos para o ponto
1 foram significativamente superiores aos obtidos para o ponto 2
e para o ponto 3 (p = 0,017 em ambos os casos). Contudo, os re-
sultados obtidos para o ponto 3 ndo foram significativamente dife-
rentes daqueles obtidos para o ponto 2 (p = 0,208), indicando que
houve pouca melhoria desse paradmetro entre os referidos pontos.
A similaridade entre os resultados obtidos para os pontos 2 e 3,
no caso da turbidez e do teor de ferro, se deve a velocidade relati-
vamente alta do escoamento da agua dentro do sistema de trata-
mento, o que dificulta a sedimentagao das particulas.

Para a analise da viabilidade de reiso da agua tratada para fins
ndo potaveis, foram considerados os valores dos parametros in-
vestigados no ponto 3, na cdmara de saida do sistema de trata-
mento. No caso da cor aparente, verifica-se que foram atendidos
os limites especificados nos documentos de referéncia para a qua-
lidade da agua nao potavel, com excegéo de duas coletas efetua-
das em dias seguidos, no periodo chuvoso, em que os resultados
foram superiores apenas ao limite recomendado por Sautchuk et
al. [19] para aguas de reuso classe 1, que se destinam a lavagem
de veiculos e descarga de bacias sanitarias. Assim, caso o uso
final da agua tratada fosse esse, seria necessario um processo de
tratamento adicional para remogao da cor.

No caso da turbidez, os valores encontrados para o ponto 3 foram
sempre superiores aos limites recomendados para a agua néo po-
tavel nos documentos de referéncia utilizados, o que também in-
dica a necessidade de tratamento adicional ao existente na usina.
Conforme destacado anteriormente, ndo constam valores limite
para o teor de ferro para a agua ndo potavel nos documentos de

Figura 5 - Teor de oxigénio dissolvido das amostras coletadas no periodo chuvoso
(coletas C4, C6, C7 e C8) nos pontos do sistema de tratamento: 1 (barras
de cor branca), 2 (barras de cor cinza claro) e 3 (barras com padrao listrado)
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referéncia consultados. Em fungdo disso, considerou-se o valor
limite para agua potavel constante em CONAMA 430 [8], sendo
que todos os valores obtidos se mantiveram dentro dos limites
estabelecidos pela referida resolugao.

A Figura 3 apresenta os resultados do teor de cloreto das amostras
das 4 coletas realizadas no periodo chuvoso nos trés pontos em
estudo. No periodo de estiagem, este ensaio foi realizado apenas
com as amostras de algumas coletas, devido a disponibilidade dos
reagentes, resultando, em média, em 40 mg.L"' nos trés pontos
de coleta. Cabe destacar que nesse periodo houve uma pequena
variabilidade entre os dados, néo sendo, porém, significativa. Ja
no periodo chuvoso, os valores foram mais elevados (valor médio
de 120 mg.L™" para os trés pontos de coleta),

O comportamento desse parametro ndo foi o mesmo em todas as
coletas; em algumas delas, os maiores valores ocorreram na ca-
mara intermediaria (ponto 2) e em outros, na de entrada (ponto 1).
Segundo Su, Miao e Liu [3] a quantidade de cloreto aumenta com
a profundidade do tanque, pela sedimentagao dos solidos. Como
a coleta das amostras foi feita préximo a superficie da agua, houve
a sedimentagcdo do material suspenso de um ponto para outro,
diminuindo a quantidade de cloreto dissolvido na agua.

Somente Sautchuk et al. [19] apresentaram valor limite desse pa-
rametro para a agua nao potavel para abastecimento, sendo todos
os valores encontrados nas amostras coletadas inferiores a ele,
nao sendo necessario, entdo, prever algum processo de tratamen-
to adicional para o relso da agua tratada.

O teor de cloro residual da Unica amostra coletada no periodo chu-
voso foi 0,25 mg.L™" para os pontos 1 e 2 e 0,50 mg.L"! para o ponto
3. Os valores desse parametro para o periodo de estiagem (coletas
C1 a C3) sao apresentados na Figura 4. Nao houve um comporta-
mento homogéneo do teor de cloro residual nas diferentes amostras
coletadas; em uma delas o valor desse parametro foi bastante su-
perior no ponto 1 e em outra, no ponto 3. Com excegao da Ultima
coleta, os valores obtidos para os pontos 2 e 3 foram iguais. Os

resultados obtidos foram inferiores os valores constantes em NBR
15527 [18], que sugere um intervalo de 0,5 a 3,0 mg.L™".

Os valores do teor de oxigénio dissolvido (OD) para as amostras
coletadas no periodo chuvoso séo apresentados na Figura 5. Hou-
ve uma pequena diminuigdo desse parametro do ponto 1 para o
ponto 3 na maioria das coletas efetuadas. Contudo, o limite pro-
posto por Fiorucci e Benedetti Filho [27] foi ultrapassado em todas
as amostras, independentemente do ponto de coleta.

Assim, para o relso da agua, seria necessario corrigir este parame-
tro, pois valores elevados do mesmo podem ocasionar, entre outros
problemas., corrosao de tubula¢des e acessorios. Vale ressaltar
que a temperatura média da agua residuaria de concreto manteve-
-se entre 24,7 e 27,8°C, e que temperaturas mais elevadas provo-
cariam a diminuigéo da solubilidade do oxigénio na agua.

Os valores de alcalinidade da agua residuaria foram elevados, em
funcéo da presenca de residuos do lastro de concreto na betoneira
dos caminhdes. Os valores obtidos nos trés pontos, um em cada
coleta realizada no més de outubro de 2012 (C1 — ponto 1 e pon-
to 3; C2 — ponto 2) e para a ultima coleta no més de fevereiro de
2013 (C8), apresentando os valores, respectivamente, de 1200
e 760 mg.L" (ponto 1), 1680 e 660 mg.L-" (ponto 2) e de 1550 e
680 mg.L" (ponto 3) ultrapassaram os limites para agua de reuso in-
dicados pela EPA/600/R-12/618 [20]. Por sua vez, o pH foi determi-
nado para as amostras coletadas nos trés pontos investigados, no
periodo de estiagem e na primeira coleta (C4) do periodo chuvoso,
e resultou em um valor médio de 12,5. O cimento é rico em carbona-
tos e bicarbonatos, sendo a principal causa dos valores elevados de
alcalinidade e, consequentemente, do pH. Assim, ha necessidade
de diminuicdo desse parametro para o reuso da agua tratada.

A dureza total (determinada para as amostras das coletas C1 e C2
do periodo de estiagem e somente para os pontos 1 e 3) resultou
em valores superiores a 1400 mg.L" de CaCO,, indicando ser uma
agua muito dura (>300 mg.L" de CaCO,). Este resultado foi supe-
rior ao da alcalinidade, o que representa uma menor concentragao

Uso ndo
potavel previsto Exigidos
Lavagem PH
S Cor aparente
de caminhoes )
betoneira Turbidez
Alcalinidade
pH
Descarga de Cer opgren’re
. o Turbidez
bacias sanitarias ,
Cloro residual
Cloreto
pH
L Cor aparente
avagem Turbidez
de pdtios*

Cloro residual
Coliformes termotolerantes

* Considerados os valores limites para redso na irrigacdo.

Tabela 2 - Resumo dos resultados obtidos para a qualidade da dgua residudria da usina de
concreto e identificacdo das necessidades de tratamento adicional para o retso ndo potavel

Pardmetros dos documentos de referéncia
Ultrapassados no presente estudo

Cor aparente

Cor aparente

Additional treatment required

Todos

pH Acidificacdo - corre¢cdo do pH
Coagulagdo quimica - corre¢cdo

Turbidez de cor aparente e turbidez
Desinfeccdo (possibilidade
de contato).
pH

Turbidez
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de bicarbonatos soltveis. Aguas com dureza e alcalinidade eleva-
das tém um processo formagéo continua e prejudicial de crostas
internas nas canalizagbes, ou seja, incrustagéo inorganica, inicial-
mente oriunda da supersaturagédo de sais pouco sollveis ou inso-
laveis, resultante da evaporagao da agua. Assim, ha necessidade
de previsdo de um processo de tratamento adicional para o reldso
da agua residuaria.

Nao foram encontrados coliformes termotolerantes em nenhuma
amostra coletada nos trés pontos investigados, o que indica que
nao existiu esse tipo de contaminagéo microbioldgica na agua co-
letada no sistema de tratamento.

A Tabela 2 apresenta um resumo dos resultados obtidos, com a
indicagéo dos parametros de qualidade da agua e do tipo de tra-
tamento a ser conferido a agua nao potavel para fins de reiso nas
diferentes atividades identificadas na usina e que prescindem da
agua potavel. Apesar de nao terem sido detectados coliformes na
agua residuaria, como ha possibilidade de contato da agua trata-
da com a pele, recomenda-se a desinfecgdo de forma preventiva.
Além disso, ha necessidade de correcao da dureza e do oxigénio
dissolvido, pardmetros ndo contemplados nos documentos con-
sultados, porém importantes em fungdo das caracteristicas da
agua residuaria em questao.

4. Conclusoes

EE

A qualidade da agua residuaria do concreto indica a necessidade
de tratamento adicional para o redso néo potavel na prépria usi-
na. Considerando-se a qualidade da agua nao potavel para fins
de reuso prevista nos documentos de referéncia que vém sendo
empregados no pais para este fim, ha necessidade de correcéo
do pH, da cor aparente e da turbidez. Tendo em vista os provaveis
usos finais ndo potaveis, ha necessidade de corregao também dos
seguintes parametros: alcalinidade e dureza.

Assim, para o uso nao potavel na propria usina seria necessario
acrescentar ao processo de tratamento, pelo menos, a coagula-
¢ao e a corregao do pH. Importante destacar, contudo, que o em-
prego de coagulantes quimicos, tais como o sulfato de aluminio
e o cloreto férrico aumentam o volume do lodo gerado no trata-
mento, além de alterarem alguns parametros fisicos e quimicos da
agua. Existem também problemas ligados ao residuo de aluminio
que, em concentragdes acima de 200 ug.L", pode causar o mal
de Alzheimer (Bhatti; Mahmood e Raja [30]). Por isso, é importan-
te investigar a possibilidade de uso de coagulantes naturais, com
menor impacto ambiental.

Adicionalmente, recomenda-se a desinfec¢do de forma preventi-
va, pela possibilidade de contato direto da agua de reliso com os
usuarios.

A passagem pelo sistema de tratamento existente na usina, com-
posto essencialmente por camaras de decantagao, propiciou uma
melhoria da qualidade da agua residuaria, com excegéo da turbi-
dez e do teor de ferro, em que nédo houve diferenga significativa
quando comparadas as amostras coletadas nos pontos 2 (camara
intermediaria) e 3 (camara de saida), o que pode ser motivado
pela velocidade do escoamento relativamente alta, o que dificulta
a sedimentagao das particulas.
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Abstract
E——

In this work, the overlapping crack mode is considered. It permits the modeling of concrete crushing through cohesive surfaces, in a similar way
used to simulate fracture. The material is considered in damage when the surfaces interpenetrate each other. Besides simplicity, the big advan-
tage of the methodology is the fact that constitutive relations are independent of the material scale. A generalization is here introduced to consider
mixed crushing. Exploratory applications are made considering super-reinforced beams. The effects of the height of the beams, compressive
rebars and stirrups are investigated. A good fitting with experiments is obtained.
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Resumo
HEE

Neste trabalho € empregado o modelo de trincas sobrepostas, que permite modelar o comportamento em esmagamento do concreto através
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Consideration of reinforced concrete crushing through cohesive models

1. Introduction

EE

The post-peak behavior of concrete under compression has funda-
mental importance on ductility of it, modifying the ultimate behavior of
reinforced concrete beams. The fact that post-peak stress-strain rela-
tions are strongly dependent on the scale [1] makes the objectivity of
the analysis of such cases extremely doubtful. The strong localization
of strains observed in the post-peak failure is another important char-
acteristic. It indicates that the energy dissipation in this stage occurs in
fact at internal surfaces of the material and not in volume [2].

Due to these two aspects, Carpinteri et al. [3,4] and Corrado [5] pro-
posed a methodology to model concrete crushing using a method-
ology similar to the cohesive models used in Fracture Mechanics
[6,7]. In the cohesive models, cracking is represented discretely by
surfaces that separate each other symbolizing the crack opening. In
the crushing model these surfaces overlap each other when there
is compression. Such methodology is named “the overlapping crack
model” by the authors and it is based on Fracture Mechanics prin-
ciples. Then the constitutive law to represent the post-peak behavior
of the concrete in compression is defined by a stress-displacement
relation. The constitutive law is then not prone to objectivity prob-
lems, i.e. it is not dependent on the scale, as experimentally con-
firmed by van Vliet and van Mier [8] and by Jansen e Shah [9].

In the present work, the overlapping crack model [3-5] together
with the cohesive crack model [7] are used in order to simulate
completely the failure process of different reinforced concrete
beams. Only super-reinforced beams are considered. In these
cases, concrete is crushed in the final stages of the failure process.
The overlapping crack model is here generalized in order to con-
sider mixed mode fracture (shear effects), although such cases will
not be considered in the experiments. In the chapter 2 is initially
described the overlapping crack model considering only normal
tractions and then modifications are introduced to consider mixed
mode. In the chapter 3, numerical simulations are done. Beams

Figure 1 — Constitutive relation cohesive
traction o versus overlapping w*
o)
Ge
Ge
. we
W Wher

with different sizes and stirrup types are considered. The effect of
compression rebars is also investigated. Final remarks are made
in chapter 4.

2. The overlapping crack model
_——

In this chapter, the overlapping crack model is described for two
situations. First, the case where the cohesive surface is under nor-
mal tractions only is considered and, second, a general situation is
taken into account, where the surface is under normal and shear
tractions. Implementation of the model in a finite element context
is also described.

2.1 Consideration of normal tractions

Two internal surfaces of the body are considered where the sepa-
ration between them is defined as w. If the surfaces open (crack-
ing) the separation is positive and will be here identified by variable
wi. A traction s is then created. As it opposes opening, it is called a
cohesive traction [6,7]. If the surfaces overlap (crushing) the sepa-
ration is negative and will be here identified by variable w°. A trac-
tion s is also created in this case, opposing the overlapping. The
constitutive relation s versus we is the crushing constitutive law. In
the present work such relation is separated in two parts: the pre-
peak and the post-peak.

The pre-peak relation is elastic-linear and is valid for tractions
smaller than compression strength (c,). The overlap correspond-
ing to this situation is identified by w°, and must be minimal [10].
The pre-peak relation does not exist in the original overlap crack
model. The post-peak relation is defined in Figure 1.

The area under the traction-overlap curve is designated crushing
specific energy (G,), in analogy with the specific energy of frac-
ture (G,), which is the area under the traction-opening curve. The
overlapping model takes into account, in a simplified way, complex
phenomena linked to crushing as fragmentation and propagation
of micro-cracks in shear. Then G_ can be interpreted as the sum
of the energy dissipated by micro-cracks during crushing plus fric-
tion effects [11]. As a consequence, G, is, in general, two or three
orders of magnitude greater than G, . For plain concrete with s_
ranging from 20 to 90 MPa, corresponding G, ranges from 30 to 58
N/mm [12,13]. However, the most basic aspect to be considered
here is that G, as well as the traction-overlap relation are concrete
properties and are independent of the scale.

Suzuki et al. [13] established models to take into account the con-
finement effect due to stirrups. The authors determined relations
of G, with the steel yield stress used in stirrups as well as with
the volume fraction of stirrups. The presence of stirrups increases
considerably G_ and critical overlap w°_ . For instance, values in
the order of up to 500 N/mm are reported to G, in case of a high
volume fraction of stirrups.

2.2 Mixed mode considerations

The original overlapping crack model [3-5] considers that cohe-
sive surface is subjected to normal tractions only. In this work a
generalization is proposed in order to include the effect of shear
tractions .

Shear effects are here considered irrelevant until a limit defined
by the Mohr-Coulomb relation is attained. This condition can be
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Figure 2 - Elastic limits of the cohesive
elements in space G versus t

F]ZU
F»=0

seen in Figure 2. F =0 represents the traction limit according to the
Mohr-Coulomb failure criterion, while F,=0 represents the traction
limit linked to crushing. F, and F,are defined below, where ¢ is the
concrete friction angle and ¢, its tensile strength.

Fi=[t-(c-o)tan¢ ; F,=0-0, ()]

If F, and F, are smaller than zero, material behavior is elastic.
Graphically this situation corresponds to the internal region of
the triangle shown in Figure 2. Tractions outside the triangle
(F, and/or F,> 0) are forbidden and must return to the surface.
In this return process irreversible (or “plastic”) deformations
are created, which are the responsible to damage the material.
For instance, if F,> 0, the return process creates irreversible
values of we that ultimately will decrease compression strength

Figure 3 - Geometry of the beams
used in simulations

6 , according to relation shown in Figure 1. Graphically this
situation can be seen as the line F,=0 moving toward the right,
in Figure 2. The process is completed when ¢ =0, i.e. the ma-
terial is completely damaged, without any strength. Details re-
garding the return process can be find in Evangelho [10] and
Lens et al. [7].

2.3 Implementation in finite elements

In order to implement the methodology in a finite element context,
internal surfaces are created using duplicated nodes in the mesh.
Then the link between elements is done by cohesive tractions and
not by the connectivity as in a standard methodology.

Once the surfaces are defined, opening and overlapping can be
calculated and then cohesive tractions, following the procedures
described above. Nodal forces can be obtained from the spatial
integration of tractions. These forces are added to the global as-
semble of forces computed by standard finite element procedures.
All non-linearity is confined to cohesive surfaces. The explanation
for such restriction is based on the damage nature of the concrete,
which is confined at surfaces, the volume remaining elastic-linear.
Balance equations are satisfied through the use of the Newton-
Raphson solution method. The volumetric finite element used is
a linear four-node isoparametric with Lagrangean interpolation
function.

3. Numerical experimentation
——

In this chapter, isostatic three-point beams of reinforced concrete
are tested. Two points support the beams at the borders and are
symmetrically loaded at the center, as seen in Figure 3. Plane
strain state is considered. In the numerical modeling, rebars are
replaced by a layer of steel with an equivalent height. This height
is obtained by dividing the total cross section area of the rebars by
the thickness of the beam. The equivalent layer is placed in the
same position of the rebars.

The dotted horizontal line at the bottom of the beam in Figure 3
indicates the position of the tensile rebars and the dotted horizontal
line at the top the position of the compression rebars. Based on
physical observations, it is assumed that crushing process is totally
localized at the central transversal section. Cracking is also con-
sidered localized at the same section, so all cohesive elements are
placed in a central line, perpendicular to the length of the beam, as
indicated by the dotted vertical line in Figure 3.

Four different beams are numerically simulated in this work and
compared to experimental results of Burns and Siess [14]. Table 1
gives a description of the analyzed beams (denomination follows
reference [14]).

Table 1 - Characteristic of the tested beams (14)

GC Gesc
Beam (MPaq) (MPaq) h (mm) d (mm)
J1 34 330 305 255
J2 28 330 305 255
J10/J19 25 310 405 355

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3

— S]]



Consideration of reinforced concrete crushing through cohesive models

o°,.. is the initial yield stress of the rebars. In all cases the same
tensile rebars are used: two bars with 25,4 mm diameter. J2 beam
is the only with compression rebars. They are two with 19 mm di-
ameter and placed at d’=50 mm (Figure 3). The steel is considered
elastic-plastic with non-linear hardening defined by equation 2:

Oecsc =60esc+( Gwesc - Goesc)[ 1 'eXp('k Epl)] (2)

where ¢” is the plastic strain. For the constants 6=, _and k the val-
ues 500 MPa and 2.5 are adopted, respectively, in order to adjust
the stress-strain relation for the steel.

Except for case J19, all beams have stirrups with diameter equal to
9.5 mm. In case J19 stirrups have a diameter equal to 6.3 mm. In all
cases spacing is equal to 150 mm.

Concrete-rebar bonding is modeled according the Code Model 90
[15]. Due to the presence of stirrups the confined condition was used.
The length L. of the beams is always the same and is equal to 3650
mm, as well as the thickness, equal to 200 mm.

To consider cracking, tensile strength is defined as ¢,=0.3(c )**
and G=0.09 N/mm in all cases.

In Figure 4 numerical results of load/deflection for case J1 are
shown. Experimental results presented by Burns e Siess [14] are
also shown. These authors describe the sequence of events in the
experimentation as follows: elastic-linear behavior occurs only at
the beginning of the test, with cracking initiating for a very low level
of loading. For a loading level around 80 kN, the slope of the load/
deflection curve decreases substantially. This change is linked to
the onset of steel yielding. Afterwards the concrete crushing be-
gins, decreasing further the curve slope, which ultimately becomes
negative. The present model captures all this sequence of events.
When crushing is not considered, peak loading is over-estimated
by more than 10%, as seen in Figure 4. On the other side, the
crushing energy has an effect only on the ductility of the beam. For
a critical overlap (w°,) equal to 5 mm (G =85 N/mm) the maximal

cr’

Figure 4 - Comparison of numerical and
experimental results (14) for J1 case. Different
critical overlaps are considered. A case
where there is not crushing is also considered
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Figure 5 — Bending stresses, J1 case
with w°, = 18 mm
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deflection of the beam is not larger than 50 mm. For w°_ =18 mm
(G.=306 N/mm) the ductility is similar to ductility observed in ex-
periments, with a maximal deflection equal to 120 mm.

Figure 5 shows the distribution of bending stresses for the same
case J1, in the central region of the beam (case w°, =18 mm). In the
compressed zone (top of the beam) it is observed that stresses are
never greater than compressive strength. At the very center of the
beam stresses are smaller due to crushing and material damage,
as expected. Those observations indicate that the use of only one
line of cohesive elements is enough to capture crushing effects.
On the other side, in the traction zone (bottom of the beam) it is ob-
served that bending stresses are greater than the tensile strength,
estimated here to be around 3 MPa. This observation indicates
that the use of only one cohesive line is not enough to capture
completely the process of cracking in reinforced concrete.

In Figure 6, J1 and J10 beams are compared. The fundamental
difference between them is the larger height of the case J10. It

Figure 6 - Comparison of numerical and
experimental results (14) for J1 and J10 cases

160
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J1 numerical
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can be observed a good fit with experiments, as before. In case J1
we, =18 mm and in case J10 w° =22 mm.

In the simulations made in the present work, cases with larger
height present the trend to overestimate the load for steel yield-
ing. According to Carpinteri et al. [16], this loading is strongly influ-
enced by concrete cracking and higher beams tend to suffer more
cracking. As the models used in the present work have a poor
representation of cracking (Figure 5), this can be an explanation
for the difficulties observed in higher beams.

The effect of compression rebars was also investigated. Numeri-
cal results are compared with experiments in cases J1 and J2 in
Figure 7 (case J2 has compression rebars while case J1 does not,
as described before). In both cases the same critical overlap (18
mm) is used.

According to Carpinteri et al. [16], a substantial increase in the
ultimate deformation of the beam is expected when compression
rebars are introduced. This characteristic is captured by the pres-
ent model, as seen in Figure 7, where the deformation of J2 beam
is approximately three times as much the deformation of J1 beam.
Still according to these authors, cracking has small influence in the
ultimate behavior of this kind of beam, which is driven by crushing
phenomena. As already commented, cracking has influence on the
onset of steel yielding, or the beginning of the plateau of the load/
deflection curve, exactly where the discrepancy with experiments
is larger.

Transversal rebars (stirrups) are used basically to resist shear ef-
fects. In the cases analyzed here, they are considered to be rect-
angular. A decrease in the volume fraction of stirrups leads to a
smaller critical overlap [12], case of the J19 beam when compared
to others. In Figure 8, the behavior of J19 beam is compared with
J10 beam. In the first » =13,75 mm and in the latter »» =22 mm in
accordance with the correspondent volume of stirrups.

It can be concluded, from numerical and experimental results, that
the increase in the density of stirrups implies an increase in the
beam deflection, without a noticeable increase in the maximal load
supported. The reason is that stirrups basically increase ductility
via concrete confinement, resulting a greater ultimate deflection.

4. Final remarks
EE
In this work the overlapping crack model was used. The model per-
mits to consider concrete crushing through traction/overlap constitu-
tive laws, where scale effects are minimal. An exploratory study of
the methodology was done in order to access its viability. Three dif-
ferent three-point beams were considered. Numerical results were
compared with experiments [14] with the following conclusions:

B Damage in the reinforced concrete occurs in the following order:
cracking, steel yielding and concrete crushing. The model present-
ed in this work (cohesive models for cracking and crushing, coupled
with a discrete model for rebars and the bonding concrete/rebar)
was able to capture all these phases in a relatively precise way.

W Concretes with a higher crushing energy have a more ductile
behavior. This energy increases substantially with the density of
stirrups. In the case of plain concrete it is a material property.

B The methodology is able to capture automatically the effects of com-
pression rebars, which increase considerably the ductility of the beam.

B The methodology is able to capture qualitatively the effects of
stirrups on ductility.

B The methodology can be easily implemented in any non-linear
finite element code.

The main goal of this work was to investigate the viability of the
methodology. A more detailed study of the relations between
crushing energy and density of stirrups would be very helpful. An-
other interesting study would be an investigation of the shear ef-
fects on crushing behavior. Such study would be fundamental to
have a better understanding of rebars pull-out.
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Abstract
E——

In this work, the overlapping crack mode is considered. It permits the modeling of concrete crushing through cohesive surfaces, in a similar way
used to simulate fracture. The material is considered in damage when the surfaces interpenetrate each other. Besides simplicity, the big advan-
tage of the methodology is the fact that constitutive relations are independent of the material scale. A generalization is here introduced to consider
mixed crushing. Exploratory applications are made considering super-reinforced beams. The effects of the height of the beams, compressive
rebars and stirrups are investigated. A good fitting with experiments is obtained.
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Resumo
HEE

Neste trabalho € empregado o modelo de trincas sobrepostas, que permite modelar o comportamento em esmagamento do concreto através
de superficies coesivas, de forma similar & empregada na simulagéo de fraturas. O material entra em dano de compressao quando ha interpe-
netragao das superficies. Além da simplicidade, a grande vantagem da metodologia é estar baseada em relagdes constitutivas independentes
da escala do material. Uma generalizacao ¢é introduzida de modo a considerar o modo misto de esmagamento. Aplicagbes exploratdrias sdo
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1. Introducgao

EE

O comportamento pés-pico do concreto em compressao tem fun-
damental importancia na avaliacdo da ductilidade do mesmo, o
que afeta por exemplo a capacidade ultima de vigas de concreto
armado. Uma dificuldade que surge neste caso é o fato das rela-
cOes tensdo-deformagéo pds-pico do concreto serem fortemente
dependentes da escala [1], tornando a objetividade deste tipo de
analise bastante questionavel. Outro aspecto do comportamento
pos-pico é o fato de experimentos indicarem uma forte localizagao
da deformacao. Isto indica que o processo de dissipagdo de ener-
gia neste regime na verdade ocorre em superficies internas e nao
no volume [2].

Em fungéo destes dois aspectos, Carpinteri et al. [3,4] e Corrado
[5], propuseram uma metodologia para o modelamento do esma-
gamento do concreto usando uma abordagem similar a dos mode-
los coesivos da Mecénica da Fratura [6,7]. Nos modelos coesivos
a fissuragao é representada discretamente por superficies que se
abrem representando desta forma a abertura das fissuras. No mo-
delo de esmagamento estas superficies se interpenetram quando
ha compresséo. Tal metodologia foi denominada pelos autores
como “overlaping crack model” (sera aqui denominada modelo de
trincas sobrepostas) e tem seus fundamentos também baseados
na Mecanica da Fratura. Assim a relagédo constitutiva do modelo
é definida por uma relagao tensao-deslocamento. Esta relagao re-
presentara o comportamento pés-pico do concreto em compres-
sdo. Esta forma de colocar a relagao constitutiva (relagéo tensao-
-deslocamento) tem a grande vantagem de ser independente da
escala, como confirmam experimentos feitos por van Vliet e van
Mier [8] e por Jansen e Shah [9], eliminando desta forma os pro-
blemas de objetividade relativos ao comportamento pds-pico.

No presente trabalho sera empregado o modelo de trincas so-
brepostas [3-5] juntamente com o modelo de trincas coesivas
[7] de modo a simular completamente o processo de colapso de

Figura 1 - Relacdao constitutiva tens@o coesiva ¢ versus
interpenetracdo w® dos elementos de sobreposicGo

O

Ge

L
Woer

diferentes vigas de concreto armado. Apenas as chamada vigas
“super-armadas” serdo consideradas de modo que o concreto en-
tre em esmagamento nos estagios finais do colapso. O modelo
das trincas sobrepostas € aqui também generalizado de modo a
considerar o modo misto de fratura (efeitos de corte), embora tais
situagbes ndo sejam aqui testadas. No capitulo 2 é inicialmente
descrito o0 modelo de trincas sobrepostas somente considerando
tensdes normais e posteriormente as modificagdes introduzidas
para a consideragéo do modo misto. No capitulo 3 sao feitas expe-
rimentacdes numéricas. Vigas de diferentes tamanhos e tipos de
estribos séo consideradas. O efeito de armaduras de compressao
é também investigado. Finalmente no capitulo 4 sao feitas consi-
deragdes finais.

2. O modelo das trincas sobrepostas
EE

Neste capitulo sera descrito o modelo de trincas sobrepostas para
duas situagdes. Primeiro, considera-se um caso no qual a superfi-
cie coesiva esta submetida apenas a tensées normais e posterior-
mente um caso misto, no qual a superficie € submetida a tensdes
normal e de corte. Implementagdo do modelo num contexto de
elementos finitos também é descrita.

2.1 Consideragao de tensées normais

Duas superficies internas ao corpo sédo consideradas nas quais a
separagao normal entre elas é definida como w. Se as superficies
se abrem (fissuragéo) a abertura é positiva e sera aqui denomina-
da w!. Uma tenséao o, que tende a se opor a abertura, surge e por
esta razdo € denominada tenséo coesiva [6,7]. Se as superficies
se sobrepoem (esmagamento) a abertura é negativa e sera aqui
denominada we. Tensdes ¢ também surgem neste caso e se opo-
em a interpenetracdo. A relagéo constitutiva tenséo ¢ versus we
constitui a relagdo constitutiva de esmagamento. Diferentemente
do modelo de trincas sobrepostas original [3-5], no presente tra-
balho tal relagéo constitutiva é separada em duas partes. Uma de
pré-pico e outra de pos-pico.

A relacdo pré-pico € uma relagéo elastica-linear e é valida até que
as tensoes atinjam a tens&o de ruptura a compresséo (c,). A inter-
penetragéo correspondente a este caso € denominada we, e deve
ser minima [10]. A relagéo pré-pico inexiste no modelo de trincas
sobrepostas original.

A relagado pds-pico é definida na Figura 1.

A area sob a curva tensao-interpenetracdo é denominada de ener-
gia especifica de esmagamento (G,), numa analogia com a energia
especifica de fratura (G)) que corresponde a area abaixo da curva
tensdo-abertura. O modelo de trincas sobrepostas considera, de
forma simplificada, processos complexos que ocorrem no esma-
gamento como fragmentacéo e propagacgao de trincas em corte.
Assim G, pode ser interpretado como a soma da energia de fratura
dissipada por micro-trincas durante o fendbmeno de esmagamento
mais efeitos friccionais [11]. Por esta razéo em geral G, € de duas
a trés ordens de magnitude maiores que G,.. Para concretos com
6, variando de 20 a 90 MPa, G, varia de 30 até 58 N/mm [12,13].
No entanto, o aspecto mais fundamental a ser considerado aqui é
que tanto G, como a forma da relagéo tens&o-interpenetragéo sdo
uma propriedade do concreto e independem da escala.

Suzuki et al. [13] formularam modelos para levar em consideragao
o confinamento do concreto induzido por estribos. Os autores es-
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Figura 2 - Superficie elastica limite dos
elementos coesivos, no espaco G versus T

F]ZU
F»=0

tabelecem relagbes de G, com a tenséo de escoamento e fragao
volumeética dos estribos. Importante a ser ressaltado aqui € que a
presenca dos estribos aumenta consideravelmente tanto G, como
a interpenetragéo critica w°, . Por exemplo, valores na ordem de
até 500 N/mm s&o reportados para G, no caso de elevados niveis
de fragao volumétrica de estribos.

2.2 Consideracdo do modo misto

Os modelos originais de trincas sobrepostas [3-5] admitem que a
superficie coesiva esteja submetida somente a tensdes normais.
Neste trabalho uma generalizacéo € proposta de modo a conside-
rar o efeito das tensdes de corte .

Considera-se que o efeito de corte é desprezivel até que o limite
definido pela relagdo de Mohr-Coulomb ¢é atingida. Esta condi¢éo
pode ser visualizada na Figura 2. F,=0 representa o limite de ten-
sdes conforme o critério de ruptura de Mohr-Coulomb, enquanto
F,=0 representa o limite de tensdes causado pelo esmagamento.

Figura 3 - Geometria das vigas empregadas
nas simulagoes

F, e F,s&o definidos abaixo, onde ¢ & o &ngulo de atrito do concre-
to e 6, & sua resisténcia a trag&o.

Fi=[t-(c-oytan¢ ; F,=6-0, (N

Se F, e F,s&o0 menores que zero, o comportamento € elastico e
corresponde a zona interna do tridngulo mostrado na Figura 2.
Estados de tens6es fora do tridngulo (F, e/ou F,> 0) s&o proibi-
dos e devem retornar para sobre a superficie. Neste processo de
retorno se desenvolvem deslocamentos irreversiveis (ou “plasti-
cos”) que danificam o material. Por exemplo, se F,> 0 o processo
de retorno desenvolve valores irrevesiveis de w°® que fardo com
que a resisténcia a compresséo ¢, diminua conforme a relagdo
mostrada na Figura 1. Graficamente esta situagdo pode ser visu-
alizada na Figura 2 com a reta F,=0 se movendo para a direita.
O processo se completa quando 6, =0, ou seja o material esta
completamente danificado sem mais resisténcia alguma. Detalhes
quanto ao processo de retorno podem ser encontrados em Evan-
gelho [10] e Lens et al. [7].

2.3 Implementacao em elementos finitos

No caso de implementagdo em elementos finitos, as superficies
internas séo criadas gerando nés duplos na malha. Ou seja, a
ligacdo entre elementos passa a ser feita via tensdes coesivas
e ndo mais através da conectividade como nos métodos usuais.
Definidas as superficies, pode-se calcular deslocamentos e ten-
sOes coesivas, estas obtidas dos processos descritos acima. Fi-
nalmente é necessario integrar espacialmente as tensdes coesi-
vas, o que fornecera forgas internas que se somaréo as forgas
internas normalmente computadas em problemas usuais de ele-
mentos finitos.

Deve-se ressaltar aqui que toda a nao linearidade do comporta-
mento do concreto é restrita as superficies coesivas. Isto se da
devido a natureza do processo de dano do concreto, que tanto em
tracdo como em compressao € restrito as superficies, permane-
cendo o volume do material elastico-linear.

Devido a nao-linearidade, o método de Newton-Raphson € empre-
gado como método de solugédo. Os elementos finitos empregados
s&o isoparamétricos quadrilateros lineares com fungao de interpo-
lagcéo de Lagrange.

3. Experimentagao numérica
E—

Neste capitulo simulam-se vigas isostaticas de concreto armado

Tabela 1 - Caracteristicas das vigas ensaiadas (14)

O,

- GC esc
Viga (MPaq) (MPaq) h (mm) d (mm)
J1 34 330 305 255
J2 28 330 305 255
J10/J19 25 310 405 355
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em flexdo de trés pontos, dois apoios e um ponto de aplicagdo de
carga no centro da borda superior da estrutura, como exemplifica
a Figura 3. Estado plano de deformacgéao é considerado. Na mode-
lagem numérica, as barras de armadura sao substituidas por uma
camada de altura equivalente de ago, obtida dividindo a area da
secgao transversal total da armadura pela largura da viga. O centro
de gravidade da camada de altura equivalente de ago coincide
com o centro de gravidade da armadura.

A linha horizontal pontilhada inferior na Figura 3 indica a posigéo
da armadura de tragao e a linha horizontal pontilhada superior a
armadura de compressao. Assume-se que todo o processo de
esmagamento é totalmente localizado na secao transversal cen-
tral, o que é consistente com as constatagdes fisicas quanto ao
esmagamento. A fissuragdo também é considerada localizada na
mesma seg¢ao, de modo que todos os elementos coesivos sao
considerados numa linha central, perpendicular ao comprimento
da viga, conforme indica a linha pontilhada vertical na Figura 3.
Quatro diferentes vigas foram numericamente simuladas neste
trabalho e comparadas com resultados experimentais de Burns e
Siess [14]. A Tabela 1 fornece a descrigdo das vigas analisadas
(denominagao conforme [14]).

Onde ¢°,_ € a tens&o de escoamento inicial da armadura. Em todos
0s casos a mesma armadura de tracdo € empregada: duas barras
de didmetro 25,4 mm. A viga J2 é a unica que possui armadura de
compressao e consiste de duas barras de didametro 19 mm posi-
cionada em d’=50 mm. O ago da armadura é considerado elasto-
-plastico com endurecimento néo linear definido pela equagao 2:

Ocsc :GOesc+( 0-mesc - Goesc)[ 1 -CXp( -k gpl)] (2)

Onde ¢’ ¢ a deformagé&o plastica. Para as constantes 6=, e k
foram adotados os valores 500 MPa e 2,5, respectivamente, de
modo a ajustar a relacao tensao-deformagao do ago empregado
nos experimentos.

Figura 4 - Comparagdo de resultados
numéricos com experimentais (14) para o caso J1.
Diferentes aberturas criticas sdo consideradas,
bem como um caso sem esmagamento

120
100
80 -
Z e
=
40 Experimental
— it = 18 mm
20 wvvnrenns WEF = 5 MM
- = = Semesmagamento
0
1] 20 40 G0 80 100 120 140

o (mm)

Figura 5 - Tensoes normais de flexdo,
caso J1 com 18 mm de abertura critica

12 15

L[|
-33-30-27-24-21-18-15-12 -9 -6 -3 0 3 6 9

Com excecéo do caso J19, as vigas possuem estribos de 9,5 mm
de didametro. No caso J19 os estribos tém 6,3 mm de didmetro. Em
todos os casos o espagamento dos mesmos € de 150 mm.
Admite-se neste trabalho um comportamento de aderéncia entre
concreto e armadura conforme o Cédigo Modelo 90 [15]. Devido a
presenca de estribos a condi¢cdo confinada foi empregada.

O comprimento L das vigas € o mesmo e vale 3650 mm, bem
como a largura, que vale 200 mm.

Para a consideragao da fissuragéo, a resisténcia a tragao é defini-
da como 6,=0,3(c,)?* e G=0,09 N/mm em todos os casos.

Na Figura 4 sdo mostrados resultados de simulagéo carga/de-
flexdo para trés diferentes situagdes, comparadas com o resul-
tado experimental apresentado por Burns e Siess [14] para o
caso J1. Estes autores descrevem a sequéncia de eventos no
ensaio da seguinte forma: o comportamento elastico-linear s6
ocorre para niveis muito baixos de carga, quando entdo come-
¢a a fissuragdo do concreto. Para niveis de carga em torno de

Figura 6 - Comparacdo de resultados numéricos
com experimentais (14) para o casos J1 e J10
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80 kN, a nao linearidade aumenta e corresponde ao inicio do
escoamento do ago. Logo em seguida tem inicio o esmagamen-
to do concreto, quando entdo a relagdo carga/deflexdo tende a
se tornar decrescente. Esta sequéncia de eventos é capturada
pelo presente modelo.

Quando o esmagamento nao é considerado, valores de carga de
pico séo superestimados em mais de 10%, como mostra a figura.
Ja a energia de esmagamento tem efeito somente sobre a ductili-
dade da viga. Para uma abertura critica de 5 mm (G_=85 N/mm) a
deflexdo maxima nédo ultrapassa 50 mm. Ja para uma abertura de
18 mm (G_=306 N/mm) a ductilidade é proxima daquela observada
nos experimentos, com uma deflexao maxima de 120 mm.

A Figura 5 mostra a distribuicdo das tensdes normais de flexdo
para o mesmo caso J1, na regido central da viga (caso com
abertura critica de 18 mm). Observa-se que as tensdes na
zona comprimida (parte superior da viga) nunca ultrapassam
a resisténcia a compressao. Também pode-se observar uma
zona de alivio das tensdes no centro da viga que corresponde
a zona que sofreu maior esmagamento, conforme esperado.
Tais constatagdes indicam que o uso de uma Unica linha com
superficies coesivas é suficiente para capturar os efeitos do
esmagamento.

Por outro lado, na zona de tracéo (parte inferior da viga) observa-
-se que as tensdes ultrapassam as tensdes de resisténcia a tra-
¢ao, estimada aqui em torno de 3 MPa, o que indica que o uso de
apenas uma linha com superficies coesivas ndo é suficiente para
capturar completamente a fissuragdo no concreto armado.

Na Figura 6 as vigas J1 e J10 sdo comparadas. A diferencga fun-
damental entre elas € a altura ligeiramente maior do caso J10.
Pode-se observar um bom ajuste novamente com os dados expe-
rimentais. No caso J1 empregou-se a mesma abertura critica de
18 mm e no caso J10 de 22 mm.

Existe uma tendéncia dos casos com maior altura de viga de que
a carga obtida numericamente no inicio do escoamento do aco fi-
que superestimada em relacdo aos dados experimentais. Confor-
me comentado por Carpinteri et al. [16], esta regido da curva é for-
temente influenciada pela fissuragédo. Como o modelo empregado

fornece uma representacéo mais pobre da fissuragédo (Figura 5),
esta pode ser uma justificativa para a dificuldade dos resultados
numéricos em ajustar os experimentos em vigas mais altas.

Foi investigado também o efeito da armadura de compresséao. Re-
sultados numéricos sao comparados com experimentais nos ca-
sos J1 e J2 na Figura 7 (caso J2 possui armadura de compressao
conforme descrito acima). Em ambos os casos a mesma abertura
critica de 18 mm foi empregada.

De acordo com Carpinteri et al. [16], ha um consideravel aumento
da deformacéo ultima com a incorporagao da armadura de com-
pressao, caso capturado neste trabalho, conforme se nota da Fi-
gura 7, onde a deformacéo da viga J2 é aproximadamente trés
vezes maior que a da viga J1. Ainda segundo estes autores, a
fissuragdo tem pouca influéncia no comportamento Gltimo deste
tipo de vigas, sendo este controlado por fendmenos relacionados
ao esmagamento. Conforme ja comentado anteriormente, a fissu-
racao tem influéncia no inicio do patamar da curva forga/deflexao,
justamente onde o presente modelo apresenta menor preciséo.
Para resistir aos esforgcos de cisalhamento, emprega-se as ar-
maduras transversais, os estribos. Nos casos aqui analisados os
mesmos possuem formato retangular fechado e sao colocados de
maneira perpendicular as armaduras. Segundo Carpinteri et al.
[12], a diminuicao da taxa de estribos determina uma diminuicao
da sobreposigao critica, caso da viga J19 em relagéo as demais.
Comparou-se aqui o0 comportamento da viga J19 com a J10. Re-
sultados experimentais também s&o disponiveis e sdo mostrados
na Figura 8. Buscou-se estabelecer-se uma proporcionalidade
com os valores de sobreposigao critica sugeridos por Carpinteri et
al. [12], assim este valor para o caso J19 foi de 13,75 mm. (Para o
caso J10 o mesmo valor de 22 mm foi empregado).

A partir dos resultados numéricos e experimentais pode-se con-
cluir que o aumento na taxa de armadura transversal implica em
um aumento na deflexao ultima, contudo, sem aumentar de modo
significativo o valor da carga maxima suportada pela viga. Isto se
deve ao fato de que a presenca de estribos influencia basicamente
na ductilidade, uma vez que aumenta o confinamento do concreto,
com um consequente aumento na deformacgao ultima.

Figura 7 - Comparacgdo de resultados numéricos
com experimentais (14) para o casos J1 e J12.
(Caso J2 possui armadura de compressao)
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Figura 8 - Comparacdo de resultados numéricos
com experimentais (14) para o casos J10
e J19. (Caso J19 possui estribos de menor diametro)
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4. Conclusoes

EE

Neste trabalho foi considerado o chamado modelo coesivo de

trincas sobrepostas, que permite considerar o esmagamento do

concreto através de relagdes constitutivas do tipo tensao/interpe-
netracdo, nas quais o efeito de escala € minimo. Um estudo ex-
ploratério da metodologia foi realizado com o objetivo de observar

sua viabilidade, considerando vigas de trés pontos submetidas a

flexdo. Os resultados foram comparados com experimentos [14]

com as seguintes conclusodes:

B O uso de modelos coesivos (tanto para consideragdo da fissu-
ragdo como do esmagamento), juntamente com um modelo dis-
creto para as barras de armadura e aderéncia concreto/arma-
dura, é capaz de simular todas as etapas de dano no concreto
armado, ou seja, pela ordem: fissuragao, escoamento do aco e
esmagamento.

B Concretos com maior energia de esmagamento, tendem a ter
um comportamento mais ductil. A energia de esmagamento é
fortemente aumentada com a densidade e resisténcia dos estri-
bos, porém é uma propriedade no concreto simples.

B A metodologia é capaz de capturar automaticamente os efeitos
da inclusdo de armadura de compressao, que tende a aumen-
tar consideravelmente a ductilidade da viga.

B A metodologia também é capaz de, qualitativamente, capturar o
efeito dos estribos na ductilidade da viga.

B A metodologia é de facil implementagdo em qualquer cédigo
nao-linear de elementos finitos.

O objetivo principal deste trabalho foi estudar qualitativamente a
viabilidade do uso da metodologia. Pretende-se no futuro estudar
de forma mais detalhada como definir a energia de esmagamento
como uma fungéo da densidade dos estribos ou do confinamento
do concreto, que sdo os fatores mais importantes na definicao
desta energia. Outro tema a ser estudado no futuro é o efeito dos
termos de corte no comportamento em esmagamento. Tal efeito &
fundamental para entender, por exemplo, o processo de arranca-
mento das armaduras.
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Abstract
[ .

Reinforced concrete structures are, certainly, one of the most used types of structure around world. When it is located in non-aggressive environments, it
respects, in general, the structural life predicted. Unless the structure be used improperly. However, the durability of these structures is strongly connect-
ed to degradation processes whose origin is environmental and/or functional. Among these processes, it is worth to mention those related to corrosion
of reinforcements. The reinforcement’s corrosion is directly related to the durability and safety of concrete structures. Moreover, the chlorides diffusion is
recognized as one of major factors that triggers the corrosion. Therefore, at modelling accurately the chloride diffusion, the corrosion of reinforcements
can be better evaluated. Consequently, design criteria can be more realistically proposed in order to assure safety and economy into reinforced concrete
structures. Due to the inherent randomness present on chloride diffusion and corrosion, these phenomena can only be properly modelled considering
probabilistic approaches. In this paper, the durability of a beam designed using the criteria proposed by ABNT NBR 6118:2003 [1] is assessed using
probabilistic approaches. The corrosion time initiation is determined using Fick’s diffusion law whereas Faraday’s corrosion laws are adopted to model
the steel loss. The probability of structural failure is determined using Monte Carlo simulation. The mentioned beam is analysed considering different
failure scenarios in order to study the influence of water/cement ratio and environmental aggressiveness on the probability of failure. Based on these
results, some remarks are performed considering NBR recommendations and the real probability of failure.

Keywords: corrosion of reinforcement, reinforced concrete, Fick's second law, Faradays’s laws.

Resumo

As estruturas de concreto armado estdo certamente entre as mais utilizadas no mundo da construgao civil moderna. Quando tais estruturas
estdo localizadas em ambientes ndo agressivos, elas respeitam, em geral, a vida util para a qual foram projetadas, a menos, evidentemente,
que sejam utilizadas de maneira improépria, violando as fungbes para as quais foram projetadas. No entanto, a durabilidade destas estruturas
esta fortemente vinculada a processos de degradagédo de origem ambiental, que ocorrem em ambientes considerados agressivos. Dentre
estes processos de degradacgado, destacam-se aqueles que desencadeiam a corrosdo das armaduras. Dessa forma, a durabilidade esta di-
retamente associada a corrosdo das armaduras, que por sua vez, tem como um dos fatores de maior importancia, a difusdo de ions cloreto
como agente desencadeador do processo corrosivo. Assim, efetuando a modelagem precisa deste fendmeno, a corrosédo das armaduras
pode ser mais bem avaliada e, consequentemente, critérios mais adequados podem ser propostos para proteger o ago dentro do elemento de
concreto, garantindo maior segurancga estrutural e, portanto, durabilidade da obra. Neste trabalho, os procedimentos descritos pela ABNT NBR
6118:2003 [1] para o dimensionamento de vigas em concreto armado séo avaliados por meio de andlises probabilisticas. O tempo de inicio da
corroséo das armaduras via penetragao de ions cloreto também é analisado a partir do calculo de probabilidades de ocorréncia desse estado
limite. Por fim, as leis de Fick e Faraday séo utilizadas para a andlise da perda de secéo transversal de armaduras do elemento estrutural em
estudo, submetido a penetragéo de ions cloreto ao longo do tempo. Para a determinagéo das probabilidades de falha, o método de simulagéo
de Monte Carlo € utilizado. Sdo apresentados alguns exemplos que mostram a direta influéncia do fator agua/cimento e do ambiente agressivo
ao qual o elemento estrutural esta inserido na avaliagéo final probabilidade de falha.

Palavras-chave: corrosdo de armaduras, concreto armado, segunda lei de Fick, leis de Faraday.
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Influence of the reinforcement corrosion on the bending moment capacity of reinforced concrete beams:

a structural reliability approach

1. Introduction

EE

Concrete properties, such as versatility in the design of complex
architectural geometries, competitive cost when compared to other
structural materials and suitable mechanical properties for a wide
range of structural requirements, all enhanced with the addition of
steel for structural ductility and tensile resistance, make reinforced
concrete the most used construction material in the world since
the 1950s [2]. Construction techniques and mathematical models
for the design of reinforced concrete structures are currently well
developed and consolidated in the context of modern engineer-
ing. Although safety, economic and functionality requirements are
considered during the design process, structural durability has
frequently been neglected. The latest review of the Brazilian de-
sign code, ABNT NBR 6118 [1], which addresses the design and
construction of reinforced and pre-stressed concrete structures,
provided significant improvements to accurately consider durabil-
ity. The inclusion of environmental aggressiveness classes and
the correlation with the quality of concrete, the consideration of
limits for water/cement ratios and compressive resistance, the im-
provement on concrete cover values and on the control of concrete
cracking reflect the importance and priority of concrete structural
durability in actual engineering applications [3].

According to [3], the following factors are primarily responsible for
pathological structural manifestations: deficiencies in design, in-
adequate concrete cover thickness, inadequate specifications for
the concrete and constituent materials, inefficient construction pro-
cesses, inefficient maintenance procedures and the effects of an
aggressive environment at the structure’s location. Among these
factors, environmental aggressiveness cannot be manipulated and
modified by human intervention. Environmental aggressiveness
is more severe in coastal zones and industrial neighbourhoods,
which are classified as classes IV and lll, respectively, by ABNT
NBR 6118:2003 [1].

Reinforcement corrosion directly affects the durability of reinforced
concrete structures. The diffusion of chloride is recognised as one
of most important triggers of the corrosion process [4]. The high
costs associated with steel loss, structural material mechanical
degradation and repair, the loss of structural stability and the recur-
rence of these problems make the corrosion of reinforcements the
principal pathological manifestation in reinforced concrete struc-
tures [5].

The corrosion of reinforcements leads to an expansive reaction
that causes concrete cracking. Consequently, the concrete poros-
ity increases [6]. A loss of steel is also observed, which leads to the
decrease of both the cross-sectional area of the reinforcing bars
and the bending and shear structural resistances. Therefore, rein-
forcement corrosion directly affects the safety of structures.

In general, the mechanical degradation process of reinforced con-
crete structures resulting from reinforcement corrosion can be di-
vided into two stages: initiation and propagation. During the ini-
tiation period, chlorides penetrate into the concrete cover by the
diffusion mechanism. Over time, the chloride concentration grows
until a threshold value is reached, leading to reinforcement depas-
sivation and, consequently, the start of corrosion. The propagation
period includes the development of corrosion, i.e., the period in
which the reduction of steel is observed. The propagation period is
relatively short when compared to the initiation period. Therefore,
the process of chloride diffusion into concrete pores (the initiation

period) is often used to indicate the durability and service life of
reinforced concrete structures in the framework of reinforcement
corrosion [7, 8]. Thus, by modelling the chloride diffusion phenom-
enon, from exterior surface to concrete cover, and determining the
chloride concentration growth along the concrete cover over time,
the corrosion of reinforcements and concrete damage because of
corrosive reactions can be efficiently evaluated. These last two
processes begin when a threshold level of chloride concentration
is reached near the reinforcements [9-11].

The chloride ingress is controlled by complex interactions between
physical and chemical mechanisms in which several sources of
uncertainties are observed. This phenomenon is often simplified,
without significant loss of accuracy, to a process controlled only
by diffusion. Therefore, this problem can be modelled considering
the second Fick’s law for diffusion, which requires the following as-
sumptions: the apparent diffusion coefficient is constant over time
and homogeneous in space, the concentration of chloride in the
environment is constant, and the concrete is assumed to be fully
saturated. Uncertainties surrounding material properties, environ-
mental conditions and the mathematical/numerical models that
simulate corrosion exist. These uncertainties make the modelling
of this problem a difficult task. Therefore, purely deterministic ap-
proaches cannot properly assess the durability of reinforced con-
crete structures subject to the corrosion process [12].

After the reliability theory was first applied to structural analyses
in the 1980s, the modelling of structural phenomena considering
uncertainties became attractive. This approach allows the inclu-
sion of uncertainties in several analyses in a consistent theoretical
manner through statistical associations [13]. Therefore, the combi-
nation of a mechanical model based on Fick’s laws and reliability
algorithms allows for a more consistent, comprehensive and reli-
able framework than a purely deterministic approach. Such models
are robust, for instance, in estimating the probability of corrosion
start, supporting several maintenance and repair procedures.
Several studies have dealt with the problem of reinforcement cor-
rosion affecting only the reinforcement cross-sectional area with-
out considering the concrete damage effect [10-12]. These meth-
odologies can be considered as preliminary because they do not
consider the consequences of corrosion on the concrete mechani-
cal behaviour. However, these approaches may be used in deter-
mining pre-design goals.

In this paper, a study on the bending structural resistance loss in
reinforced concrete beams subjected to chloride penetration and
reinforcement corrosion is performed. The analyses are conduct-
ed using a reliability approach, which involves the combination of
Fick’s laws, empirical laws for corrosion evolution and the bending
resistance equations given by [1]. The primary goal is to assess the
probability of corrosion initiation and the increase in this probabil-
ity when the reinforcement corrosion begins. Therefore, this study
aims to contribute to the structural durability field, using equilibrium
equations defined by a standard code [1], and assess structural
safety when mechanical degradation processes are present.

2. Simple bending case
——

The equations that express the equilibrium conditions for bended
beams, considering single and double layer of reinforcement, are
presented in this section. These formulations are based on the fol-
lowing assumptions [1]:
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a) the structural cross-sections remain plane until structural failure
and normal strains along the cross-section are linearly distributed;

b) the concrete and reinforcement have perfect adherence. Bond-
slip behaviour is not considered;

c) the resistance contribution of tensiled concrete is not considered;

d) the reduction in failure conditions for concrete not fully in com-
pression is equal to 3,5 %o (domains 3, 4 and 4a);

e) the maximum elongation allowed for tensiled reinforcement is
10 %o. This value is defined to prevent excessive plastic strains;

f) the distribution of compressive stresses in the concrete follows
a parabolic-rectangle stress-strain diagram. However, a simpli-
fied rectangular diagram is used, which states that the height of
the reinforced concrete is y = 0,8x. This last diagram assumes
that height y is subjected to a constant compressive stress
equalto o,

The strains in the reinforced concrete components subjected to

bending belong to domains 2, 3 and 4, which are defined by [1].

Based on these assumptions, the neutral surface is contained

within the structural cross-section. Therefore, the cross-section

area includes an area in compression and a complementary area

in tension.

2.1 Design of reinforced concrete considering
single and double layer reinforcement

The structural cross-sections with a single layer of reinforcement
are cross-sections in which the reinforcement layers are located at
the tensile face, whereas cross-sections with a double layer of re-
inforcement are those in which reinforcement layers are positioned
at both compressive and tensile faces. The formulation adopted in
this study assumes that reinforcements are positioned in one layer,
at either tensiled, compressed or both faces; even in practical ap-
plications, more than one layer may be possible. Figure 1 shows
the nomenclature used in the adopted formulation, states the strain
distribution and the simplified rectangular diagram for stress distri-
bution on concrete, with height y = 0.8x and the equivalent forces
(R, Rg and R') associated with the rectangular structural cross-
section considering double layer of reinforcement (A and A'). The

cross-section width is defined as b and the effective depth as d.
Thus, considering Figure 1, the equilibrium of forces and bending
moments can be written as follows:

R +R -R =0-0.68bdp.f,+4,6 -40,=0 ()

M,=Y, M,=R.(d~y/2)+R(d~d) )

Using the definitions presented in Figure 1, Eq. (2) can be rewritten
as follows:

M,=0.68bd*B_f.,,(1-04B )+4 .6 (d-d) )

If the single layer of reinforcement case is considered, Eq. (3) can
be simplified because Ay is null. Then, Eq. (1) and Eq. (3) are re-
written, for the single reinforcement layer, as follows:

0.68bd B, £, —4.G.=0 (4)

M,=0.68bd>B,f,, (1-0.4B,) (®)

Figure 1 - Pure bending case in rectangular cross-sections
considering single and double layer of reinforcements
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If a simple bended beam subjected to a uniformly distributed load
is considered, the maximum exterior bending moment is given by:

M,= = () ©

where the external load P is composed of:

P=G+Q (kN/m) )

where G is the permanent load and Q is the accidental load.
Based on the reinforcement area and cross-section dimensions,
the resistance bending moment of a beam is calculated as follows:

M. =0.408bd>f, B> +4.0.d(1-B,)+
4,6, (dp, ~d) (kNm)

©

The structural resistance in terms of bending moment is given by
Eq. (8). This equation will be adopted to evaluate the structural
resistance over time to assess the probability of structural failure
because of reinforcement corrosion.

3. Fick’s diffusion laws

EE

In 1885, Fick was the first researcher to describe the phenomenon
of diffusion through an adaptation of Fourier's empirical heat con-
duction equations [14]. The transport phenomenon associated with
the movement of chlorides along structures exposed to aggressive
environments is primarily attributed to the diffusion of chloride ions
into concrete pores under a concentration gradient. The coefficient
of chloride diffusion, which depends on the pore structure of the con-
crete, characterises this flow under a given external concentration
of chloride. This parameter is a characteristic of hardened concrete.
To simulate the chloride ingress and its transport into concrete
pores, Fick’s diffusion laws [15] have been widely considered ac-
ceptable models. Fick’s laws for diffusion are applicable for homo-
geneous, isotropic and inert materials [16]. The mechanical prop-
erties related to the diffusion process are assumed identical along
all directions and kept constants over time. Because concrete is
well known as a heterogeneous, anisotropic and chemically re-
active (continued hydration and microcracking process) material,
these hypotheses are not completely satisfied. However, the meth-
ods commonly adopted for chloride transportation modelling in
concrete consider this process to be governed by ionic diffusion
only. The concrete cover is assumed to be completely saturated.
Therefore, the hypotheses of Fick's laws are acceptable for the
chloride ingress modelling. In this case, the material is assumed to
be completely saturated, with unidirectional chloride flux, i.e., from
the exterior surface into the concrete depth. When chloride dif-
fuses into concrete, a change in chloride concentration, C, occurs
at time, t, at every point, x, of the concrete, i.e., it is a non-steady
state of diffusion. To simplify the analysis, the diffusion problem

is considered one-dimensional. Numerous chloride ingress engi-
neering problems, such as those discussed in this paper, can be
solved using this simplification. Figure 2 shows a typical profile of
chloride penetration into the concrete cover.

The assumption of Fick’s diffusion theory is that the transport of
chloride into concrete through a unit section area of concrete per
unit of time (the flux F) is proportional to the chloride concentration
gradient normal to the section. Then:

F—D% o)

The negative sign in the equation above signifies that the diffusion
of chlorides occurs in the direction opposite the increasing concen-
tration of chlorides. The constant of proportionality D, presented
in Eq. (9), is called the chloride diffusion coefficient. In general, D,
is not constant but depends on many parameters, including the
time diffusion occurred, location in the concrete and composition
of concrete. If the chloride diffusion coefficient is constant, Eq. (9)
is usually referred to as Fick’s first diffusion law. If this is not the
case, the relation is referred to as Fick’s first general diffusion law.
This simple relation should not always be applied, particularly
when the diffusion process may be irreversible or has a history
of dependence. In such cases, Fick’s diffusion laws are not valid
and the diffusion process is considered anomalous. However, non-
observation so far indicates that the chloride diffusion into concrete
pores should be characterised as an anomalous diffusion. Fick’s
second law can be derived considering the mass balance principle.
Therefore:

a_af
ot ox| © ox

(10)

To apply Fick’s second diffusion law in this form, for concrete ex-
posed to chloride over a long period, the variation of the chloride

Figure 2 - Chloride penetration characteristic
profile (non-steady state)
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diffusion coefficient over time, ¢, is required. If only a few observa-
tions exist in a specific case, it is possible to estimate the upper
and lower boundary for the variation of D over time. Despite this
dependence, a unique case can be considered when the chloride
diffusion coefficient is independent of location, x, time, t and chlo-
ride concentration, C. In this case, Fick’s second law can be written
in this simple form:

aC _

o°C
~—~=D
ot

0
ox’

(I

where D, is the constant coefficient of diffusion.

The solution of the differential equation presented above, for a
semi-infinite domain with a uniform concentration at the structural
surface, is given by:

X
2y

where C, is the chloride concentration at the structural surface,
assumed constant over time; and erfc is the complementary error
function.

In a physical sense, field conditions deviate significantly from
the assumptions implicit in Fick’s laws. For instance, the con-
crete cover is not always saturated with water, and chloride
ions penetrate concrete by diffusion and advection provided by
the penetrating moisture front. Concrete is not homogeneous
because of the presence of microcracking and interconnected
pores, and the diffusion coefficient will change over time as
hydration proceeds. Hence, Fick’s laws are not the ideal model
for this phenomenon. However, Fick’s laws are often used be-
cause the diffusion equation provides the best approximation
of laboratory or field data in many cases. Predictions using
this approach are valid only if best-fit parameter values are
applied to structures with similar material, environmental and
field conditions. It is preferable, in using this approach, that
concentrations are given in terms of water-soluble chloride be-
cause it is generally accepted that corrosion is influenced by
the free chloride concentration present in the concrete pore
solution [17].

In this paper, Eq. (12) is used to evaluate the time at which the
corrosion process starts. After the corrosion initiation phase, the
reinforcement areas deteriorate using the relations that will be pre-
sented in next section.

If the threshold chloride concentration value at the steel reinforce-
ments is known, then the time for steel depassivation and, conse-
quently, the time for corrosion initiation can be determined. In this
case, the time for corrosion initiation can be explicitly obtained
as follows:

C(x,t)=C,erfc (12)

2

-1 e
= D, |2erfc [ C(x,1)/G, ] ()

4. Reinforcement corrosion modelling
EE

Corrosion can be defined as the mechanical degradation process
that occurs in metallic materials as a result of chemical or electro-
chemical actions. This process can also be associated with ex-
ternal loads [18]. In corrosion of metallic materials, the material is
converted into a non-metallic material. When corrosion occurs, the
metal loses some essential properties such as mechanical resis-
tance, elasticity and ductility [19].

The corrosion process can be classified as chemical or electro-
chemical. The first type of corrosion, also known as dry corro-
sion or simple oxidation, occurs by a gas-metal reaction, which
produces an oxide film. It is a slow process and does not cause
substantial deterioration of the metal surfaces, except in the pres-
ence of extremely aggressive gases. Electrochemical corrosion
produces effective material damage because this type of corro-
sion involves the conduction of electrons among different regions
of the metal [19].

According to the classical corrosion model proposed by [17], the
reinforcement corrosion phenomenon occurs in two distinct stag-
es: initiation and propagation. The initiation period is limited by the
time required for reinforcement depassivation resulting from the
penetration of chlorides. The propagation period includes that time
when the cross-sectional area of the reinforcement steel is lost.
Therefore, in this final corrosion phase, maintenance and repair
are mandatory to avoid structural failure resulting from a decrease
in structural resistance. Figure 3 shows the evolution of the cross-
sectional diameter of the reinforcements as a function of time,
where the initiation and propagation periods are clearly defined.
The amount of reinforcement corrosion during the propagation
period will depend on environmental moisture and the amount of
available oxygen. These two parameters significantly influence the
cathodic process and the concrete resistivity. Temperature also ca-
talyses the corrosion process.

4.1 Modelling of reinforcement cross-section
area loss

Mathematical approaches for modelling the propagation period
of corrosion are not often available in literature because many

Figure 3 - Evolution of corrosion process
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Figure 4 - Uniform corrosion model
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researchers consider the initiation period as the structural lifetime.
However, the reduction in steel is consistently represented by the
models presented in [4, 20]. This model was determined empiri-
cally, considering a tropical climate.

In this study, the steel loss is evaluated using the model presented
in [4, 20], which assumes that steel corrodes uniformly along its
perimeter, as presented in Figure 4. For this model, the diameter
of corroded reinforcements is determined as follows:

dx‘m‘is'ai If
g —0.02320 e (£ 1)) if

iriital

t<t,

d(t)=
) 1> 1

(14)

where dl-,,i,m, is the reinforcement diameter before depassivation
in mm; f, represents the time of corrosion initiation in years; and
1. indicates the corrosion ratio given by ”%mz.

The corrosion ratio is calculated using the expression presented in
[4], which was determined empirically.

_37,8(1-w/e)"*
CVF

(WA/ cm?) (15)

lcorr

where w/ ¢ indicates the water/cement ratio and CV7 represents
the concrete cover thickness in cm.

5. Structural reliability theory
and analysis methods
—

5.1 General concepts

The goal of the reliability analysis is to calculate the probability of
failure given a specific failure scenario, known as the limit state.
Reliability, R, and probability of failure Pf are complementary con-
cepts, and R=1- Pf.

The first step in the reliability assessment is to identify the basic
set of random variables X = [xl,x2,...,xn ]T for which uncer-
tainties must be considered. For all of these variables, probabil-
ity distributions are assigned to model the randomness. These

probability distributions can be defined by physical observations,
statistical studies, laboratory analysis and expert opinion. The
number of random variables is an important parameter to deter-
mine the computing time utilised during the reliability analysis. To
reduce the size of the random variable space, it is strongly recom-
mended that all variables whose uncertainties minimally affect the
probability of failure should be considered deterministic.

The second step consists of defining a number of potentially critical
failure modes. For each mode, a limit state function G ( X ) separates
the space into the following two regions as described in Figure 5:
the safe domain, where G(X) > (), and the failure domain where
G (X)) < 0. The boundary between these two domains is defined by
G (X )=0, known as the limit state itself. An explicit expression for
the limit state function is not often possible. In this study, the limit state
functions are those presented in Eq. (5), Eq. (8) and Eq. (13).

The probability of failure is evaluated by integrating the joint den-
sity function over the failure domain [21]:

Pf'z.[csof;‘: (X2 %505 X, ) dgy iy, di, (]6)

where [ (xl,xz,...,x”) is the joint density function of the vari-
ables X. The evaluation of the above integration is impossible in
practice because the joint density function does not have an explic-
it form; alternative procedures have thus been developed based on
the concept of reliability index, B [22]. This parameter is defined by
the distance between the mean point and the failure point placed
at the limit state function G(X) =0 in the normalised space of
random variables. The reliability index allows the calculation of the
probability of failure as follows:

P =0p) (17

Figure 5 - Failure and safety domains
considering two random variables
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where <I>() is the standard Gaussian cumulated distribution function.
There are alternative procedures available to calculate probabili-
ties of failures that are based on numerical simulation techniques.
The Monte Carlo simulation is adopted in this study to determine
the probability of structural failure. This approach will be discussed
in the following section.

5.2 Monte Carlo simulation

Monte Carlo methods are numerical simulation procedures widely
used in reliability problems. In this method, a sampling of random vari-
ables is used to construct a set of values to describe the failure and
safe spaces to calculate Eq. (16). The sampling is constructed based
on the statistical distribution assigned for each random variable con-
sidered in the problem. Because this method addresses the simula-
tion of the limit state function, the larger the sample, the more accurate
the spaces’ description and the probability of failure calculation.

The kernel of this method consists of the construction of a sampling
for the random variables involved in the problem, as described in
Figure 6. The probability of failure is calculated, using a Monte
Carlo simulation, using the following equation:

B=[ ol =] 16 G = EUG)] (18)

The function /(x,) can be estimated as follows:

1-G<0
0->G>0

()= (19)

By simulating the limit state function for a convenient number of
samples, the mean value of [(xl.) will be an estimator for the prob-
ability of failure:

Figure 6 - Monte Carlo's simulation
considering two random variables
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The disadvantage of this method is the large number of simulations
required to accurately compute the probability of failure. Normally,
to accurately estimate a probability of failure of 107", the number of
simulations must be greater than 10”2 or 10"**. Thus, for engineer-
ing structures, when the probability of failure is between 107 and
107°, 10° to 10° realisations of the limit state function are required.
When complex numerical mechanical models are involved, requir-
ing significant computational times, this method may not be reliable.
However, theoretically, when the number of simulations tends to in-
finity, the calculated probability of failure tends to its real value. Other
details about the Monte Carlo simulation can be found in [23].

6. Analysis methodology

EE

The structural element analysed in this study is a simple supported
bended beam constructed of reinforced concrete and subjected
to a uniform distributed load, as shown in Figure 7. The computa-
tional codes developed for the design of the analysed beam and all
reliability approaches considered were written in FORTRAN.

The following deterministic values were adopted for the analyses
performed: beam length (L): 6.0 m; cross-section width (b): 17.0
cm; beam height (h): 50.0 cm; stirrups diameter: 6.3 mm; structural
lifetime (t.): 50 years; and time assumed for corrosion develop-
ment (t_): 30 years.

Considering the standard procedures described in [1], the first ex-
ample of this study determines the probability of structural failure
considering the beam presented in Figure 7 without corrosion ef-
fects. Several values of B, are analysed, which are related to the
strain domains considered. For the first example, structural failure
is observed when the bending moment resulting from an external
load is greater than the resistance bending moment of the concrete
and steel. The main parameters considered in this reliability analy-
sis are the following:

M Permanent load: G;

B Accidental load: Q;

M Resistance of concrete: f_;

W Yield resistance of steel: 0.

The modelling of the corrosion phenomenon in reinforced concrete
structures considers two different stages: initiation and propaga-
tion. The initiation period is related to the chloride penetration into

Figure 7 - Structural element considered in this study
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Table 1 - Results of the design of the reinforced concrete beam analyzed

B,=0.628 single reinforcements' layer

Variables B,=0.259 B,=0.5
d(cm) 44.12 42.50 40.87
d'(cm) - - _
As (cm?) 75 12.50 15.00
A's (cm?) - - -

B,=0.628 double reinforcements' layer

40.87
426
17.50
2.50

the concrete pores over time but steel loss does not occur. During
this period, the chloride concentration along the structural cover
increases. The corrosion process starts when a threshold level of
chloride concentration at the steel reinforcements is reached, lead-
ing to the loss of passive chemical protection provided by the con-
crete (depassivation). The second beam example considered in
this paper assesses the probability of failure considering the time
for corrosion initiation as the failure scenario. Therefore, failure is
observed when the chloride concentration surrounding the steel
reinforcements reaches the threshold value. The following param-
eters are considered in this reliability analysis:
B Threshold level of chloride concentration required to begin the
corrosion process [4]: C(x, t);
W Chloride concentration at the structural surface [10]: C;
B Concrete diffusion coefficient [24]: D ;
W Structural cover thickness [1]: x.
According to [4], the chloride concentration at the structural sur-
face depends on the aggressiveness of the environment where
the structure is located. The structural cover thickness is deter-
mined according to the level of environmental aggressiveness, as
described in [1]. The concrete diffusion coefficient, which describes
the concrete resistance against chloride ingress, is a function of
the water/cement ratio.
In the final beam presented, a probabilistic analysis combines the
mechanical model given by [1], Fick’s laws and corrosion equa-
tions. Therefore, the last application assesses the probability of
failure considering the effects of the corrosion process on struc-
tural resistance, i.e., the loss of reinforcement area. The reinforced
concrete beam is evaluated considering different values of Bx. The
parameters considered in this last reliability analysis are identical
to those presented above.
The probabilistic analyses considered in this study were performed
based on different limit state functions to evaluate the influences
of an aggressive environment and the water/cement ratio on the
development of corrosion process. In the following examples, the
analyses were performed considering two aggressive environ-

ments, with four different water/cement ratios for each aggressive-
ness category. The initial cracks resulting from concrete hardening
and creep were not considered.

7. Results and discussion
N

7.1 Example 1

In this example, the reinforced concrete beam was designed as
follows: Bx = 0.259; Bx = 0.500; Bx =0.628 for a single layer of
reinforcement; and Bx = 0.628 for a double layer of reinforcement.
Table 1 presents the values used based on this beam design. The
Monte Carlo simulation was then used together with the mechani-
cal model, Eq. (6) and Eq. (8), to assess the probability of struc-
tural failure.

For the first evaluation of probability of structural failure, the follow-
ing limit state function was considered:

G, =M, -M, @1

where M is the resistant bending moment and M, is the bending
moment from external loads.

Table 2 presents the random variables considered in this analysis
and the statistical properties.

The analyses based on Monte Carlo simulation were performed
considering 50,000 samples for each random variable, which pro-
duced 50,000 simulations of the limit state function. The relation-
ship between the probability of structural failure and the number
of samples can be observed in Figure 8. In all studied cases, the
probability of structural failure tends toward convergence as the
number of samples increases. This behaviour is expected because
when using a Monte Carlo simulation, the larger the sample ad-
opted, the more accurate the results. Therefore, the sample range

Random variable
G 15kN/m
Q 5kN/m
f., 25MPa
o, 50kN/cm?

Table 2 - Statistic data for random variables

Coefficient of variation Statistic distribution
10% Normal
20% Gumbel
15% Normal
10% Log-normal
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Figure 8 - Probability of failure
versus number of samples
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used in this example provides sufficiently accurate results.

Figure 8 also shows that the choice of Bx values results in differ-
ent probabilities of structural failure. The calculated probabilities
of structural failure are consistent with the safety values rec-
ommended by [25], which range from 102 to 10“. The use of
different positions for the neutral surface, i.e., different design
domains, results in different values of probability of failure, even
with the use of identical partial safety factors and other design
parameter values.

7.2 Example 2
This example assessed the probability of failure considering the

failure scenario defined as the time for corrosion initiation. The limit
state function for this example is defined as follows:

GzztR‘tP

(22)

where t_ is the time of corrosion initiation calculated using Fick’s
law and t, is the predicted structural life, considered as 50 years.

Figure 9 - Probability of failure versus
number of samples for CAll
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Table 3 presents the random variables considered and the statisti-
cal properties.

The concrete diffusion coefficient depends on the water/cement
ratio (w/c), used during the concrete production. The chloride con-
centration at the structural surface and the concrete cover thick-
ness depend on the environmental aggressiveness (CA). In this
study, the environmental aggressiveness CA Il (urban environ-
ment) and CA Ill (marine environment) were considered. For each
CA, the following four w/c ratios were considered: w/c=0.4, w/c=
0.5, w/c= 0.6 and w/c=0.7.

In this example, Monte Carlo simulations were performed consid-
ering a range sample of 25,000 for each random variable, resulting
in 25,000 limit state function simulations. The results of this analy-
sis are shown in Figures 9 and 10.

According to the results presented in these figures, the probability
of corrosion initiation converges to the response as the number of
samples increases. In Figure 9, a dependence on the probability of
failure values and the wi/c ratio is observed. When the w/c ratio is
0.70, the probability of failure is 0.70. These values were expected
because a larger w/c ratio indicates a more porous concrete and
it is easier for the chloride to penetrate into the structure. This in-
creases the probability of failure.

In addition to the influence of the w/c ratio on the probability of fail-
ure, the chloride concentration at the structural surface also has a

Random variable

Cxb 0.9kg/m’
c CAll - 1.15kg/m’
0 CA Il - 2.95kg/m’
w/c =04 - 14.2mm?2/year
D w/c =0.5 - 41.0mm?2/year
0 w/c = 0.6 — 86.4mmz2/year
w/c =0.7 - 162.7mm?2/year
X CA Il = 30mm
CA Il = 40mm

Table 3 - Statistic data for random variables

Coefficient of variation Statistic distribution

19% Uniform (0.6 a 1.2)
50% Log-normal
70% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
50% Log-normal
50% Log-normal
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Figure 10 - Probability of failure versus
number of samples for CAlll
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major influence on the probability of corrosion initiation. As shown
in Figure 10, the change in the environmental aggressiveness sig-
nificantly increases the probability of failure. For instance, when
the structural element is located in a CA Ill environment, with a w/c
ratio of 0.7, the probability of failure reaches 0.85.

The initiation and propagation periods were also studied assum-
ing the mean values for all random variables that influence the
corrosion process, i.e., [C(x, 1), D,, C,, x]. Figures 11, 13 and 15
show the results obtained when the analysed beam is located in a
CA Il environment. The initiation and propagation periods were de-
termined based on the following design configurations: B =0.259;
B,=0.628 for a single reinforcement layer; and 3,=0.628 for a dou-
ble reinforcement layer. Different w/c ratio values were adopted.

Figures 12, 14 and 16 present the initiation and propagation peri-
ods, assuming CA Il environmental aggressiveness.

The results presented in Figures 11-16 indicate the direct influence
of the w/c ratio and the chloride concentrations at the structural
surface on the reinforcement depassivation.

As observed in previous results, the propagation period for CA Il
is considerably shorter than the initiation period. Therefore, for this
environmental aggressiveness class, the initiation period should
be used to evaluate durability.

However, for CA Ill and high w/c ratios, the opposite behaviour is
observed. This behaviour is expected because more porous con-
crete has larger w/c ratios and the ingress of chloride is easier.
When large wi/c ratios are considered and the environment is ag-
gressive, the initiation period is short compared to the propagation
period. According to [4] and [9], the larger the w/c ratio, the less
severe the corrosion rate. This is another factor that reduced the
initiation period in this analysis. However, the structural lifetime (ini-
tiation and propagation periods together) for CA Il is considerable
shorter than for the CA Il scenario.

Therefore, it can be concluded that for concretes with a low w/c ra-
tio, the initiation period is larger than the propagation period. For
concretes with a high w/c ratio, the initiation period is shorter than
the propagation period. The durability, i.e., the sum of the initiation
and propagation periods, is higher for concretes with a low w/c ratio.

7.3 Example 3

In this example, the reinforced concrete beam was analysed con-
sidering the following strain domains: ,=0.259; B =0.628 for a
single reinforcement layer; and 3,=0.628 for a double reinforce-
ment layer to evaluate the probability of structural failure result-
ing from the loss of structural resistance because of reinforcement

Figure 11 - Initiation and propagation periods considering CA Il and Bx=0.259
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Figure 12 - Initiation and propagation periods considering CA Ill and gx=0.259
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Figure 13 - Initiation and propagation periods considering CA Il and Bx=0.628 single
reinforcements' layer
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Figure 14 - Initiation and propagation periods considering CA Ill and gx=0.628
single reinforcements' layer
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Figure 15 - Initiation and propagation periods considering CA Il and px=0.628
double reinforcements' layer
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corrosion. The limit state function considered in this analysis is
given by:

G, =M, -M, (23)

When the initiation period finishes, the corrosion of reinforce-
ments is considered and the reinforcement cross section deterio-
rates using Eq. (14). After determining the initial reinforcements
cross-section from Equations (1), (3) or (4) (for beam with single
or double layer reinforcement) the diameter of the corroded rein-
forcements is determined using Eq. (14). The probabilistic analy-
ses were performed considering a structural lifetime equal to 30
years (t_ ).

The corrosion rate (i.,gz) Was calculated using CA Il (urban en-
vironment) and CA Ill (marine environment) and the following
water/cement ratios were used: w/c=0.4, w/c=0.5, w/c=0.6 and
w/c=0.7.

After determining the diameter of the corroded reinforcements,
the neutral surface within the beam cross-section and the rein-
forcement areas were updated and the resistant bending moment
was evaluated using Eq. (8).

The probabilistic analyses were performed using Monte Carlo sim-
ulations with 500,000 samples for each random variable. The re-
sults are shown in Figures 17-22. These figures illustrate the prob-
ability of structural failure over time considering two aggressive
environments, three strain domains and four water/cement ratios.
Based on the results, the probabilities of failure of 0.003, 0.005
and 0.004 calculated for the strain domains of 8,=0.259, B,=0.628
for single reinforcement layer and 8,=0.628 for double reinforce-

ment layer, respectively, remained constant from construction
until reinforcement depassivation, which was expected. After the
reinforcement depassivation, the probabilities of failure increased
significantly for all w/c ratio values considered.

As observed in Figures 18, 20 and 22, high environmental
aggressiveness (CA Ill) triggered earlier corrosion of the
reinforcements.

8. Conclusions
E—

The results from the studied examples indicate that the design
procedures presented in [1] result in a safe structural level. The
calculated probabilities of failure are in the range 10° — 104,
which is acceptable according to [25].

The start of reinforcement corrosion depends on several factors.
Of particular importance are the chloride concentration at the
structural surface, which is associated with an aggressive envi-
ronment, and the water/cement ratio, which reflects the porosity
of the material. The chloride ingress increases with the porosity
of the material.

The durability of reinforced concrete structures should be associ-
ated with more accurate cover thickness and water/cement ratio
values. By specifying more accurate concrete cover values, the
chloride ingress and its concentration over time are improved, de-
laying reinforcement corrosion. The probabilistic approach, con-
sidering the inherent randomness of the variables that influence
this mechanical problem, has proven adequate for determining
the times for corrosion initiation and reinforcement cross-section
deterioration.

Finally, the results presented on this paper inspire studies aim-
ing to consider maintenance and reparation procedures assum-
ing the more probable time of structural failure. This study is due

25

Figure 16 - Initiation and propagation periods considering CA Ill and gx=0.628
double reinforcements' layer
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Figura 17 - Probability of failure along time for CA Il and gx=0.259
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Figure 20 - Probability of failure along time for CA Il and $x=0.628 single reinforcements' layer
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Figure 21 - Probability of failure along time for CA Il and Bx=0.628 double reinforcements' layer
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Figure 22 - Probability of failure along time for CA Il and Bx=0.628 double reinforcements' layer
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Abstract
[ .

Reinforced concrete structures are, certainly, one of the most used types of structure around world. When it is located in non-aggressive environments, it
respects, in general, the structural life predicted. Unless the structure be used improperly. However, the durability of these structures is strongly connect-
ed to degradation processes whose origin is environmental and/or functional. Among these processes, it is worth to mention those related to corrosion
of reinforcements. The reinforcement’s corrosion is directly related to the durability and safety of concrete structures. Moreover, the chlorides diffusion is
recognized as one of major factors that triggers the corrosion. Therefore, at modelling accurately the chloride diffusion, the corrosion of reinforcements
can be better evaluated. Consequently, design criteria can be more realistically proposed in order to assure safety and economy into reinforced concrete
structures. Due to the inherent randomness present on chloride diffusion and corrosion, these phenomena can only be properly modelled considering
probabilistic approaches. In this paper, the durability of a beam designed using the criteria proposed by ABNT NBR 6118:2003 [1] is assessed using
probabilistic approaches. The corrosion time initiation is determined using Fick’s diffusion law whereas Faraday’s corrosion laws are adopted to model
the steel loss. The probability of structural failure is determined using Monte Carlo simulation. The mentioned beam is analysed considering different
failure scenarios in order to study the influence of water/cement ratio and environmental aggressiveness on the probability of failure. Based on these
results, some remarks are performed considering NBR recommendations and the real probability of failure.

Keywords: corrosion of reinforcement, reinforced concrete, Fick's second law, Faradays’s laws.

Resumo

As estruturas de concreto armado estdo certamente entre as mais utilizadas no mundo da construgao civil moderna. Quando tais estruturas
estdo localizadas em ambientes ndo agressivos, elas respeitam, em geral, a vida util para a qual foram projetadas, a menos, evidentemente,
que sejam utilizadas de maneira improépria, violando as fungbes para as quais foram projetadas. No entanto, a durabilidade destas estruturas
esta fortemente vinculada a processos de degradagédo de origem ambiental, que ocorrem em ambientes considerados agressivos. Dentre
estes processos de degradacgado, destacam-se aqueles que desencadeiam a corrosdo das armaduras. Dessa forma, a durabilidade esta di-
retamente associada a corrosdo das armaduras, que por sua vez, tem como um dos fatores de maior importancia, a difusdo de ions cloreto
como agente desencadeador do processo corrosivo. Assim, efetuando a modelagem precisa deste fendmeno, a corrosédo das armaduras
pode ser mais bem avaliada e, consequentemente, critérios mais adequados podem ser propostos para proteger o ago dentro do elemento de
concreto, garantindo maior segurancga estrutural e, portanto, durabilidade da obra. Neste trabalho, os procedimentos descritos pela ABNT NBR
6118:2003 [1] para o dimensionamento de vigas em concreto armado séo avaliados por meio de andlises probabilisticas. O tempo de inicio da
corroséo das armaduras via penetragao de ions cloreto também é analisado a partir do calculo de probabilidades de ocorréncia desse estado
limite. Por fim, as leis de Fick e Faraday séo utilizadas para a andlise da perda de secéo transversal de armaduras do elemento estrutural em
estudo, submetido a penetragéo de ions cloreto ao longo do tempo. Para a determinagéo das probabilidades de falha, o método de simulagéo
de Monte Carlo € utilizado. Sdo apresentados alguns exemplos que mostram a direta influéncia do fator agua/cimento e do ambiente agressivo
ao qual o elemento estrutural esta inserido na avaliagéo final probabilidade de falha.

Palavras-chave: corrosdo de armaduras, concreto armado, segunda lei de Fick, leis de Faraday.
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1. Introducgao

EE

As caracteristicas do concreto, tais como grande versatilidade na
obtencgao de formas diversas, custo competitivo em relagéo ao ou-
tros materiais estruturais e suas propriedades mecanicas adequa-
das aos requisitos estruturais exigidos, bem como do ago como
material responsavel em resistir as tensdes de tragao e garantir
ductilidade aos elementos estruturais fizeram do material concreto
armado o material mais utilizado no mundo, a partir da década de
1950. As técnicas de projeto e modelos matematicos para o cal-
culo de estruturas em concreto armado encontram-se atualmente
bem desenvolvidos e consolidados no contexto da engenharia mo-
derna. No entanto, além dos requisitos de seguranga, economia e
funcionalidade das estruturas de um modo geral, a durabilidade
exerce papel tdo importante quantos os demais e precisa, portan-
to, ser considerada e avaliada ja na fase de projeto e concepcéo.
No caso das estruturas em concreto armado, as Ultimas revisdes
da norma brasileira ABNT NBR 6118, que versa sobre o projeto e
execugao de estruturas em concreto armado e protendido, fize-
ram modificagdes expressivas no quesito da durabilidade dessas
estruturas. A introducdo das classes de agressividade ambiental
e sua correspondéncia com a qualidade do concreto, impondo-se
restricdes no fator &gua-cimento e resisténcia a compressao, bem
como o aumento dos limites de cobrimento para as armaduras e
mais rigor quanto ao controle de fissuragdo nos elementos refle-
tem a importancia e a preocupagéo com a durabilidade das es-
truturas de concreto no cenario atual da engenharia e sociedade.
Diversos fatores podem ser apontados como responsaveis pela
ocorréncia de patologias que afetam a durabilidade das estruturas
em concreto armado: deficiéncias de projeto, caracteristicas ina-
dequadas do concreto e seus materiais constituintes, espessura
insuficiente de cobrimento de armadura, falhas de execugao, uso
indevido da edificagdo, auséncia de planos de manutengao perio-
dica e a agao agressiva do meio ambiente na qual a estrutural en-
contra-se inserida [2]. Dentre os fatores listados, a agéo agressiva
do meio ambiente é o Unico em que ndo se pode exercer um con-
trole direto a ponto de minimizar ou eliminar seu efeito degradante
sobre as estruturas. O problema se agrava ainda mais quando os
ambientes sdo mais agressivos como é o caso de centros forte-
mente industrializados e regides litoraneas, especificadas como
classes lll e IV na escala de agressividade definida pela ABNT
NBR 6118:2003 [1].

No ambito dos mecanismos causadores de degradacao dentre as
diversas possiblidades de agbes agressivas do meio ambiente, a
corrosao das armaduras e, especificamente, a corrosao eletro-
quimica causada pela difusdo de ions cloreto dentro do concreto
é o principal agente causador de problemas estruturais ao longo
da vida das edificagdes, afetando diretamente a durabilidade das
estruturas [3]. Os altos custos dispendidos ao longo do processo
corrosivo, isto &, tanto a perda de material deteriorado (concreto
e aco), comprometimento da resisténcia e estabilidade da edifica-
¢do, quanto a corregdo do problema fazem com que o fenédmeno
da corrosdo de armaduras seja o principal responsavel ambiental
pelo comprometimento da durabilidade de estruturas de concreto
armado [4].

A corrosao das armaduras por ser uma reagao expansiva provoca
fissuragdo de dentro para fora no concreto, contribuindo para o
aumento das fissuras e, consequentemente, aumento da perme-
abilidade do concreto [5]. Além disso, em fungéo dos produtos da

corrosao eletroquimica, ha perda de ago e, portanto, diminuigao
da area de secao transversal das barras das armaduras, o que
diminui a capacidade resistente a flexdo e ao cisalhamento dos
elementos estruturais. Dessa forma, a corrosdo das armaduras in-
flui diretamente na segurancga das estruturas, pois diminui a quan-
tidade de ago das barras da armadura e aumenta a fissuragdo no
concreto, contribuindo para a perda de rigidez das sec¢bes trans-
versais e diminuigao global da capacidade resistente das pegas.
Em geral, o processo de deterioragéo das estruturas de concre-
to armado em fungédo da corrosao do aco das armaduras pode
ser dividido em dois periodos: iniciagdo e propagacao. Durante
o periodo de iniciagdo, os ions cloreto penetram no cobrimento
de concreto por difusdo até atingem as armaduras. Com o pas-
sar do tempo, a concentragéo de cloretos atinge um valor limite
admissivel definido pela protecdo passiva das barras de aco, de-
sencadeando o inicio do processo de corrosdo do aco. O periodo
de propagacao, por sua vez, consiste no desenvolvimento da cor-
rosao, o qual provoca a reducéo do volume de ago na estrutura,
até o instante em que o elemento estrutural ou a propria estrutura
nao resiste mais e sofre o colapso. Comparado com a primeira
etapa, o periodo de propagacao é relativamente curto. Portanto,
o processo de difusdo de cloretos no concreto € frequentemen-
te utilizado para indicar a durabilidade e a vida util de estruturas
de concreto armado no dmbito da corrosdo de armaduras [6], [7].
Assim, a partir da modelagem do fenémeno de transferéncia de
ions cloreto da superficie externa para dentro do concreto e da
determinagéo das concentragbes de cloretos ao longo da espes-
sura dos cobrimentos estruturais, a corroséo das armaduras € a
danificagdo do concreto provocada pela reagao corrosiva podem
ser eficientemente estimadas. Estes dois Ultimos processos come-
gam quando um nivel limite de concentragéo de cloretos é atingido
no entorno das armaduras, conduzindo o ago a despassivagao e,
logo na sequéncia, ao inicio da corrosao [8], [9], [10].

No entanto, um complicador natural da avaliagédo desse processo
todo é dado pela penetragao de cloretos no concreto. Essa pene-
tragcdo dos ions é controlada por complexas interagdes entre os
mecanismos fisicos e quimicos dos materiais, onde varias fontes
de incertezas podem ser observadas. Este fendmeno é muitas
vezes simplificado, sem perda significativa de generalidade, por
problemas controlados apenas pelo processo de difusao. Desse
modo, esses problemas podem ser modelados considerando a
Segunda Lei de Fick para a difusdo, que pressupde algumas hi-
poteses simplificadoras: o coeficiente aparente de difusao é cons-
tante ao longo do tempo e homogéneo no espago; a concentragéo
de ions cloreto no ambiente também é considerada constante; o
concreto é tratado como um meio em condi¢des totalmente satu-
radas. Além disso, existem as incertezas presentes nas proprie-
dades dos materiais, nas condigdbes ambientais e nos préprios
parametros dos modelos matematicos que simulam a corroséo,
dificultando ainda mais as analises. Diante disso, abordagens pu-
ramente deterministicas nao sado capazes de avaliar adequada-
mente a vida util de estruturas em concreto armado sujeitas ao
processo de corroséao [11].

Com o advento da Teoria da Confiabilidade aplicada a andlise
de estruturas a partir da década de 1980, a modelagem de fe-
ndémenos estruturais considerando as incertezas dos parametros
tornou-se muito atrativa, pois permitiu o tratamento dessas incer-
tezas de uma forma tedrica mais consistente através de associa-
¢oes estatisticas. Portanto, o acoplamento de um modelo baseado
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nas Leis de Difusdo de Fick com algoritmos de confiabilidade pode
resultar numa abordagem mais consistente, abrangente e confi-
avel do que processos deterministicos. Tais modelos acoplados
podem, por exemplo, estimar probabilidade de ocorréncia do ini-
cio do processo de corrosao, auxiliando a montagem de possiveis
acOes de inspegdo e/ou manutencao programada em estruturas
de concreto armado.

Ainda na literatura, diversos trabalhos analisam o problema da
corrosao de armaduras penalizando apenas a area das segdes
transversais das barras de ago, sem a preocupagéo de seus efei-
tos sobre o concreto [10], [11], [12] e [9]. Essas metodologias po-
dem ser consideradas como preliminares ja que nao levam em
conta as consequéncias do processo de corrosao sobre o concre-
to, porém podem ser utilizadas numa primeira analise para avaliar
o comportamento estrutural dos elementos de concreto armado a
partir de modelos mecanicos analiticos usuais de calculo utiliza-
dos em projetos.

Neste artigo, propde-se um estudo sobre a perda de capacidade
resistente a flexdo em vigas de concreto armado provocado pela
corrosao das armaduras, a partir de uma abordagem combinada
entre a teoria da confiabilidade, o modelo de difusdo de Fick e as
leis de Faraday para a evolugao da corroséo. O objetivo princi-
pal do trabalho é estimar probabilidades de inicio de corrosdo em
vigas de concreto armado numa primeira etapa e, sem seguida,
avaliar o aumento da probabilidade de falha a flexdo na fase de
propagagao da corrosdo, a partir de respostas mecanicas obtidas
com a formulagéo analitica convencional do calculo de vigas a
flexdo. Dessa forma, o que se pretende com o estudo é desen-
volver um procedimento padronizado para analises iniciais sobre
a influéncia da corrosédo na seguranga estrutural de vigas a flexdo
ao longo do tempo, com avaliagéo de seu impacto na durabilidade
das estruturas.

2. Flexao normal simples

EE

Com o objetivo de facilitar o acompanhamento da metodologia de-
senvolvida, o equacionamento de vigas a flexdo simples e com
armadura dupla é exposto nesta segao.

Na determinagao dos esforgos resistentes de elementos fletidos,

como as vigas, sao admitidas as seguintes hipoteses basicas [1]:

a) as segdes transversais permanecem planas até a ruptura, com
distribuigéo linear das deformagdes na segao;

b) a deformagdo em cada barra de ago € a mesma do concreto
no seu entorno. Essa propriedade ocorre desde que haja ade-
réncia entre o concreto e a barra de ago e retrata a hipétese de
aderéncia perfeita entre os materiais;

c) no estado limite ultimo (ELU) despreza-se obrigatoriamente a
resisténcia do concreto a tragao;

d) o encurtamento de ruptura convencional do concreto nas se-
¢bes nao inteiramente comprimidas € de 3,5 %o (dominios 3,
4 e 4a);

e) o alongamento maximo permitido ao longo da armadura de tragéo
é de 10 %o, a fim de prevenir deformagdes plasticas excessivas;

f) a distribuicdo das tensbes de compressao no concreto ocorre
segundo o diagrama tensao deformacéo parabola-retangulo.
Porém, é permitida a substituicdo desse diagrama pelo retan-
gular simplificado, com altura y = 0,8x e a mesma tens&o de
compressao o,

As deformagbes nos materiais componentes das vigas de con-

creto armado submetidas a flexdo simples encontram-se nos do-

minios de deformagdes 2, 3 ou 4 [1]. Nestes dominios, a linha
neutra esta contida na segao transversal, produzindo tragédo em
uma borda e compressao na outra.

2.1 Dimensionamento com armadura simples
e dupla

As sec¢des com armadura simples sdo aquelas em que a arma-
dura esta situada somente na regiao tracionada, ao passo que a
armadura dupla surge quando ha a necessidade de barras extras
na regido comprimida. Nas equagdes a seguir, consideram-se as
armaduras situadas em uma Unica faixa nas regides de tragdo e
compressao, mesmo sendo possivel na pratica haver mais de uma
camada de armadura [13]. A Figura 1 apresenta a nomenclatura,
os estados de deformagao e o diagrama retangular simplificado de
distribuicao de tensdes de compressao no concreto, com altura y

Figura 1 - Flexdo pura com armadura dupla para secdo transversal retangular
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= 0,8x e as respectivas forgas resultantes das tensdes (R, Rg e
R',) associadas a segé&o retangular com armadura dupla (Ag e A').
A largura da segéo € b e a altura util d, esta sendo definida como
a distancia da fibra mais comprimida até a posigéo do centro de
gravidade da armadura de tragao.

Sendo assim, a partir da Figura 1, as equacoes de equilibrio de
forca e de momento fletor podem ser escritas, respectivamente,
como:

R +R -R =0-0.68bdp.f,+4,6 -40,=0 ()

M,=y, M,=R (d-y/2)+R,(d~d) ?)

A Eq. (2) pode ainda ser reescrita como:

M,=0.68bd*P.f,,(1-0.4B)+4, 6 (d-d) (3)

No caso de se trabalhar com armadura simples, a Eq. (3) pode ser
degenerada na expressao que fornece o momento fletor resistente
da secéo, bastando anular a parcela de A'y. Assim, as Eq. (1) e (3)
resultam em:

0.68bdB.f, —A 6. =0 (4)

M,=0.68bd>B_f., (1-0.4p) 5)

O momento atuante (M,) em uma viga bi-apoiada e com carrega-
mento uniformemente distribuido é dado por:

M= == () ©

E a forga atuante (P) na viga é:

P=G+Q (kN/m) (7)

Onde: G é a carga permanente na viga e Q é a carga acidental.

A partir da determinagao da area de ago pode-se, entao, calcular
o0 momento resistente na viga como sendo:

M. =0.408bd> £, B.> +4.0.d(1-B,)+
A6 (dB,—d) (kNm)

®

A expressao do momento fletor resistente define a resisténcia a
flexdo da viga em concreto armado e sera utilizada para a avalia-
¢ao da probabilidade de falha ao longo do tempo, a medida que
a area de ago das armaduras diminui pelo processo de corrosao.

3. Leis de difusao de Fick
HE

Fick foi o primeiro, em 1855, a descrever o fendmeno da difusdo
por meio de uma adaptagéo da equacao empirica de condugéo de
calor de Fourier [14]. Segundo as premissas tedricas da difusao
de Fick, o transporte de cloretos no concreto, através de uma se-
¢ao transversal unitaria de material por unidade de tempo (fluxo F)
& proporcional ao gradiente de concentragéo de cloretos, medido
na direcdo normal a segao transversal. Assim:

F=p,2 0

O sinal negativo nesta equacéo surge, pois a difusao de ions clo-
reto ocorre na diregao oposta ao aumento da concentragao destes
ions. A constante de proporcionalidade, D, apresentada na Eq.
(9), € denominada coeficiente de difusao de cloretos. Em geral, D
ndo é uma constante, pois depende de varios parametros, como
o tempo para o qual a difusdo deve ser medida, localizagédo do
ponto na estrutura, composigdo do concreto entre outros. Se o
coeficiente de difusao é constante, a Eq. (9) € usualmente deno-
minada de primeira lei de difusdo de Fick (lei esta aplicada para
fenébmenos de difusdo em estado estacionario). Se este ndo é o
caso, esta relagao é conhecida como primeira lei geral de difusao

Figura 2 - Perfil caracteristico da penetracdo de ions
cloreto (estado de difusdo ndo estaciondrio)
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de Fick. Existem casos em que esta simples relagéo nao pode ser
aplicada; por exemplo, se o processo de difusdo for irreversivel ou
dependente do tempo. Nesses casos, a lei de Fick ndo é valida
e o processo de difusdo é dito andémalo. Entretanto, ndo existem
observagdes que indiquem que a difusdo de cloretos em concreto
possa ser caracterizada como um processo de difusdo anémalo
(81, [15].

De acordo com [8], quando os ions cloreto penetram no concreto,
ocorre uma mudanga na concentragéo de cloretos, C, ao longo de
um tempo, t, em cada ponto, x, no interior do concreto, caracte-
rizando um estado de difusdo n&o estacionario. Com o intuito de
simplificar a analise, o problema de difusdo pode ser considera-
do como sendo unidimensional. Muitos problemas de ingresso de
ions cloreto podem ser resolvidos considerando essa simplificagéo
pratica sem perdas significativas de representatividade. A Figura
2 apresenta um perfil caracteristico de penetragéo unidimensional
de ions cloreto ao longo do cobrimento estrutural.

Asegunda lei de Fick considera o fluxo varidvel com a profundida-
de de penetragao e com o tempo, retratando uma situagdo mais
real do processo de difusdo de cloretos no concreto. Por meio do
principio do balango de massa, a segunda lei de Fick pode ser
escrita como:

x_a( €
ot ox| ¢ ox

(10)

Para a aplicagéo da segunda lei de difusédo de Fick, como apre-
sentado na Eq. (10), em concretos expostos a cloretos durante um
longo periodo de tempo, seria necessario conhecer a variagéo do
coeficiente de difusdo ao longo do tempo. Se apenas poucas ob-
servagoes existirem em um cenario especifico, é possivel estimar
limites inferiores e superiores para a variagao de D ao longo do
tempo. Apesar dessa dependéncia, pode-se considerar um caso
particular no qual o coeficiente de difusdo € independente da lo-
calizagao, x, do tempo, t, e da concentragdo de cloretos, C. Neste
caso, a segunda lei de Fick pode ser assim reescrita:

aC _

o°C
~—~=D
ot

0
ox’

(I

Onde: D, ¢ o coeficiente de difusao constante.

A solugdo desta equacgao diferencial, para um dominio semi-infi-
nito e com uma concentragao uniforme na superficie do elemento
estrutural, é dada por:

X
2w

Onde: C; € a concentrag&o de ions cloreto sobre a superficie da
estrutura (considerada constante ao longo do tempo); erfc é a fun-
¢ado matematica de valor complementar da fungéo erro de Gauss.
Sabendo-se o valor da concentragado de cloretos limite na interface
concreto-aco, pode-se determinar o tempo para a despassivagao

C(x,t)=C,erfc (12)

das armaduras e, consequentemente, o inicio da corrosdo. Neste
caso, o tempo para iniciagao da corrosao pode ser determinado
explicitamente de acordo com:

2
1 X

D, |2erfe [C(xt) G ]

(13)

t, =

De acordo com [24], apesar de ja existirem outras formulagdes mais
recentes para se modelar a penetracéo de agentes agressivos para
o interior do concreto, a segunda lei de Fick € empregada em fun-
¢ao da sua extrema simplicidade de resolugao matematica e pela
sua consagracéo quando comparada as demais formulagdes pro-
postas, que ainda necessitam de validagdes mais consistentes.

4. Modelagem da corrosao de armaduras
EE

A corrosdo pode ser definida como a deterioragdo de um material,
geralmente metalico, por acdo quimica ou eletroquimica do meio
ambiente aliada ou ndo a esforgos mecanicos [16]. No caso de
um metal, este é convertido a um estado ndo metalico e quando
isto ocorre, o metal perde suas qualidades essenciais, tais como
resisténcia mecanica, elasticidade e ductilidade [17].

Segundo a natureza do processo, a corrosdo pode ser classifi-
cada em quimica e eletroquimica. A primeira, também conhecida
por corrosao seca ou simplesmente oxidagéo, acontece por uma
reagdo gas-metal, com formagao de uma pelicula de 6xido. E um
processo lento e nao provoca deterioragdes substanciais das su-
perficies metalicas, exceto quando se tratar de gases extrema-
mente agressivos. Ja a corrosdo eletroquimica, que efetivamente
traz problemas as obras civis, trata-se da condugdo de cargas
(elétrons) entre regides diferentes de um mesmo metal [17].

De acordo com o modelo classico de corroséo proposto por [14],
a corroséo de armaduras ocorre através de fendbmenos que se
processam em duas etapas distintas: periodo de iniciagao e peri-
odo de propagacéo. O periodo de iniciagéo € limitado pelo tempo
necessario para a ocorréncia da despassivagdo das armaduras
em decorréncia da penetragédo de ions cloreto. Ja o periodo de
propagacao esta relacionado com a perda de area transversal de

Figura 3 - Evolugdo cronolégica
do processo de corrosao
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Figura 4 - Modelo de corrosdo uniforme
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acgo, resultando, portanto, em intervencao e reparos para que a
falha estrutural em decorréncia da falta de capacidade resistente
nao ocorra. A Figura 3 mostra a evolugéo da area de segao trans-
versal das armaduras em fungéo do tempo, podendo-se separar
claramente os periodos de iniciagéo e propagacao.

Na fase de propagacéo, a taxa de corrosdo das armaduras depen-
dera do teor de umidade e da disponibilidade de oxigénio. Estes dois
fatores influenciam o processo catddico e a resistividade do concreto.
Além deles, a temperatura pode catalisar o processo da corrosao.

4.1 Modelagem da perda da drea da se¢ao
transversal das armaduras

Durante a fase de propagacéo, os fatores que mais influem na ve-
locidade da redugao da area de ago séo a acessibilidade ao oxigé-
nio e a resistividade do concreto. Apesar de ser muito importante,
nao ha na literatura muitos modelos matematicos disponiveis para
a modelagem dessa fase, uma vez que muitos pesquisadores
consideram como vida util estrutural apenas o periodo de inicia-
¢ao. Porém, a redugao da area de ago pode ser consistentemente
representada através de modelos baseados nas leis de Faraday
para a corrosao.

Neste artigo, a reducao da area de ago ao longo do tempo sera
modelada através de equacgdes baseadas nas leis de Faraday e
apresentadas em [3] e [9]. A determinacéo da perda de ago é
efetuada considerando-se o modelo de corros&o uniforme. Neste
modelo, o didmetro da barra da armadura é calculado admitindo-
-se uma redugao uniforme da area de ago ao longo do tempo, ou
seja, assume-se que a perda de massa ocorre uniformemente ao
longo de todo o perimetro da barra, conforme ilustrado na Figura
4. Apés determinada a area equivalente em um dado instante de
tempo, o didmetro da barra pode ser facilmente determinado. Para
o modelo de corrosao uniforme, o didmetro é penalizado através
da seguinte expressao:

a(n=| ‘o se i<t ] oy
d 00232, (1~1,) se 1> (14)

inicial ini ini

Onde: d

inicial

é o diametro da barra antes da despassivagao das

armaduras (mm); t,. € o tempo até o inicio da corros&o (ano); izys
¢é a intensidade de corrosdo (uA/cm?).
A intensidade de corroso (i ,z;) Pode ser calculada através da

Eq. (14), que foi desenvolvida empiricamente por [3]:

_37,8(=w/c) ™"
CVF

(WA/ cm?) (15)

I('.' ORR

Onde: a/c é o fator agua/cimento; ¢ € o cobrimento, dado em cen-
timetros.

Na sequéncia deste trabalho, o modelo apresentado neste item
sera aplicado para a avaliagéo da redugao da area de ago ao lon-
go do tempo em um elemento estrutural de viga em concreto ar-
mado submetido a penetragéo de ions cloreto.

5. Conceitos de confiabilidade estrutural
e métodos de analise
E—

5.1 Conceitos gerais

A analise de confiabilidade tem como objetivo principal calcular a
probabilidade de ocorréncia de um evento referente a um cenario
especifico, conhecido como regido ou dominio de falha. A primeira
etapa para a avaliacdo da confiabilidade é identificar o conjunto
basico de variaveis aleatérias X = [xl,xz,...,xn]r para os quais as
incertezas devem ser consideradas. Para todas estas variaveis,
as distribuicdes de probabilidades adequadas sao atribuidas a fim
de modelar a sua aleatoriedade. Estas distribuicdes de probabili-
dade podem ser definidas através de observagdes fisicas, estudos
estatisticos, analises laboratoriais e opinides de especialistas. O
numero de variaveis aleatérias € um parametro importante para a
determinagéo do tempo computacional consumido durante a anali-
se de confiabilidade. De modo a reduzir o numero de variaveis ale-
atorias, € recomendado considerar como deterministicas todas as
varidveis cujas incertezas conduzem a efeitos secundarios sobre
o valor da probabilidade de falha, facilitando o calculo da mesma.

Figura 5 — Dominios de falha e seguranca
para duas varidveis aleatérias

X
N G(X)<0
failure domain
G(X)=0
limit state
G(X)>0
safety domain
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A segunda etapa consiste na definicdo de um ndmero de modos
de falha potencialmente criticos. Para cada um deles, uma fungéo
de estado limite, G(X), separa o espago em duas regides como
descrito na Figura 5: o dominio seguro, onde G(X) > 0 e o dominio
de falha onde G(X) < 0. O limite entre estes dois dominio é definido
como G(X) = 0, conhecido como equagao de estado limite. Vale
ressaltar que uma expressao explicita da fungdo de estado limi-
te ndo é normalmente possivel na grande maioria dos problemas
praticos da engenharia.

Neste trabalho, equagdes de estado limite sdo definidas usando os
modos de falha criticos calculados pelas Equagoes (5), (8), (13).
A probabilidade de falha é avaliada por meio da integragéo sobre
o dominio da falha da fungédo conjunta de densidade de probabi-
lidades [18]:

Pf'z.[csofi’ (xl’xzs“‘ﬂxn) a;, xy ;- A%, <]6)

Onde: f,(X) é a fungéo conjunta de densidade das variaveis X.

Como a avaliagéo da integral definida pela Eq. (16) é quase im-
possivel na pratica, procedimentos alternativos foram desenvolvi-
dos com base no conceito de indice de confiabilidade B, [19]. Esse
parametro é definido pela distancia entre o ponto médio e o ponto
de falha colocado sobre a fungdo de estado limite G(X) = 0 no es-
paco normalizado de variaveis aleatdrias. Com o indice de confia-
bilidade, a probabilidade de falha pode ser calculada como segue:

P =0Cp) (17)

Onde: d)() é a funcgao de distribuicdo normal padrdo acumulada.
Existem procedimentos alternativos disponiveis para a determina-
¢ao das probabilidades de falhas, que sdo baseados em técnicas

Figura 6 - Simulacdo de Monte Carlo
para duas variaveis aleatérias
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Figura 7 - Elemento estrutural considerado no estudo

Icr

de simulagdo numérica. O método mais importante, entre eles, é
o método de simulagdo Monte Carlo. Neste estudo, o método de
simulagéo de Monte Carlo € utilizado para avaliar a probabilidade
de falha, considerando o processo de inicio da corroséo, em um
elemento em concreto armado. Estas abordagens ser&o discuti-
das nas segdes seguintes.

5.2 Metodologia de simulagao de Monte Carlo

O método de simulagao de Monte Carlo € um procedimento nu-
mérico, amplamente utilizado, para a realizagao de experimentos
aleatérios em problemas de confiabilidade. Neste método, uma
amostra de variaveis aleatorias é utilizada para construir um con-
junto de realizagbes do experimento com o intuito de descrever a
falha, os espagos seguros e calcular a probabilidade pela Eq. (16).
A amostra é construida com base na distribuicao estatistica atri-
buida a cada variavel aleatéria do problema. Como este método
trata com a simulagdo da funcao de estado limite, quanto maior for
a amostra gerada, mais precisa sera a descrigdo do espago e mais
precisa sera a probabilidade de falha determinada.

O nucleo deste método consiste na construgdo de uma amostra
para as variaveis aleatérias envolvidas no problema, tal como des-
crito na Figura 6. A probabilidade de falha é calculada utilizando
um estimador, baseado na avaliagdo da fungdo de estado limite,
conforme:

p=] =] 166 =l (19

A fungéo I(xl.) pode ser estimada como:

1-G<0
0—>G>0

I(x)= (19)

Simulando a fungéo de estado limite para um namero conveniente
de amostras, o valor médio I(x,,) sera uma estimativa para a pro-
babilidade de falha:

Py =ElIG)= 3 165) o
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Varidveis 8,=0,259
d (cm) 44,12 42,50
d' (cm) - -
As (cm?) 75 12,50
A's (cm?) = =

Tabela 1 - Resultados do dimensionamento das secoes transversais consideradas no estudo

B,=0,628 B,=0,628 com armadura dupla
40,87 40,87
= 4,26
15,00 17,50
= 2,50

A desvantagem deste método esta relacionada ao elevado nime-
ro de simulagdes exigidas para a determinagéo, com preciséo, da
probabilidade de falha. Normalmente, objetivando-se estimar com
precisdo a probabilidade de falha de 10™, o nimero de simula-
¢bes deve ser maior que 10" ou 10"*. Isto significa que, em
estruturas civis, onde a probabilidade de falha esta entre 107 a
107, torna-se necessario 10° a 10° realizagdes de fungdes de
estado limite que definem o problema estudado. Quando modelos
mecanicos escritos a partir de métodos numéricos mais comple-
xos estdo envolvidos, o tempo computacional torna-se extrema-
mente elevado, inviabilizando o uso do método de Monte Carlo
Puro. Outros detalhes a respeito da simulagdo de Monte Carlo e
abordagens de acoplamento direto entre 0 modelo mecéanico e o
modelo de busca do indice de confiabilidade podem ser encontra-
dos em [20] e [21].

6. Metodologia para analise
E—

O elemento estrutural a ser considerado neste trabalho é dado
por uma viga em concreto armado bi-apoiada com carregamento
uniformemente distribuido, conforme a Figura 7. As rotinas para
o dimensionamento dessa viga e as analises de confiabilidade
foram desenvolvidas em linguagem de programacéao FORTRAN.
Os valores deterministicos de algumas variaveis utilizadas no es-
tudo foram pré-fixados conforme segue: comprimento da viga (L):
6,0 m; largura da viga (b): 17,0 cm; distancia de As’ até a fibra mais
comprimida (d’): 3,0 cm; tempo de projeto (t.): 50 anos; tempo de
desenvolvimento da corroséo (t ): 30 anos.

Com base nos procedimentos descritos em [1], o primeiro exemplo
deste estudo refere-se a determinacado da probabilidade de falha,
considerando o procedimento padrdo de dimensionamento a fle-
xao0. Neste exemplo, a viga é avaliada adotando-se diferentes va-
lores de B,. A falha é observada quando o momento fletor atuante
€ maior do que o momento fletor resistente na segao transversal
mais solicitada da viga. Os principais parametros considerados
nesta analise de confiabilidade s&o:

B Carga permanente da viga: G;
W Carga acidental na viga: Q;
B Resisténcia caracteristica do concreto: f;
B Tens&o de escoamento do ago: ag.
Conforme visto anteriormente, a modelagem do fenémeno da cor-
rosdo em estruturas de concreto armado é realizada levando-se
em conta dois periodos diferentes, iniciagdo e propagagdo. O pe-
riodo de iniciagdo esta relacionado com a penetragédo de cloretos
nos poros do concreto. Nesse periodo, a concentragao de cloretos,
ao longo da espessura do cobrimento, aumenta com o tempo. A
corrosao se inicia quando a concentracao de cloretos em torno das
armaduras atinge um nivel critico, conduzindo a perda da protecéao
quimica passiva do concreto (despassivagéo). Nesse periodo, as
armaduras de ago permanecem intactas. O segundo exemplo que
sera exposto em seguida avalia a probabilidade de falha conside-
rando o cenario de falha previsto pelo periodo de iniciagédo. Sendo
assim, a falha é observada quando a concentragao de cloretos ao
longo da armadura atinge um nivel critico. Os principais parametros
considerados nesta analise de confiabilidade sao:

M Limite de concentragéo de cloretos na interface entre o concreto
e armaduras, o qual define o inicio do processo de corrosao [3]:
C(x, t);

B Concentragao de cloretos na superficie do elemento estrutural
[95: C,;

W Coeficiente de difusdo do concreto [22]: D;;

B Profundidade da camada de concreto, que neste estudo, é defi-
nido como o cobrimento de concreto [1]: x.

De acordo com [3], a concentragao de cloretos na superficie do
elemento estrutural é fungéo da atmosfera (ambiente agressivo),
onde esses elementos estao localizados. A espessura do cobri-
mento é também definida de acordo com o ambiente agressivo,
conforme descrito em [1]. O coeficiente de difusdo do concreto,
que representa a resisténcia do material a entrada de cloretos, &
influenciado pelo fator agua/cimento.

No ultimo exemplo que sera discutido, a analise probabilistica é

realizada por meio do acoplamento entre o modelo mecénico de

Variavel aleatéria

G 15kN/m
Q SkN/m
o 25MPa
o, 50kN/cm?

Tabela 2 - Dados estatisticos das variGveis aleatérias

Coeficiente de variacdo

Distribuicdo estatistica

10% Normal
20% Gumbel
15% Normal
10% Log-normal
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Figura 8 - Probabilidade de falha
versus nimero de amostras
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dimensionamento, com os modelos que descrevem a penetragéao
de ions cloreto no concreto e do processo de propagacao da cor-
rosdo uniforme. Com isso, o terceiro exemplo avalia a influéncia
da penalizagdo da area de ago causada pela corrosdo das arma-
duras por difusdo de ions cloreto no periodo de propagacgéo. Nes-
se exemplo, a viga de concreto armado é avaliada para diferentes
valores de B,. Os principais parametros considerados nesta anali-
se de confiabilidade sdo os mesmos apresentados anteriormente.
As anadlises probabilisticas apresentadas foram realizadas consi-
derando equagdes de estado limite distintas, de modo a avaliar a
influéncia do meio ambiente agressivo e o fator agua/cimento no
desenvolvimento do processo corrosivo. Nos exemplos a seguir as
analises contemplam dois tipos de agressividade com quatro dife-
rentes fatores agua/cimento para cada categoria de agressividade.
Vale ressaltar que as fissuras iniciais devido a cura do concreto e/
ou efeitos de flexao/cisalhamento e, ainda, fissuragao longitudinal
nao foram considerados nas formulagdes.

7. Resultados e discussoes
E——
7.1 Exemplo 1

Neste exemplo, a viga em concreto armado considerada no estu-

Figura 9 - Probabilidade de falha versus
numero de amostras para CA Il

1,00
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Probabilidade de falha
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do é dimensionada por meio de quatro possibilidades: B =0,259;
B,.=0,500; B,=0,628 e B,=0,628 com armadura dupla. A Tabela 1
mostra os valores encontrados apds o dimensionamento da viga.
Em seguida, os algoritmos de confiabilidade s&o acoplados com o
modelo mecéanico, Eq. (6) e Eq. (8), com o objetivo de se estimar
a probabilidade de falha a flexdo da viga.

Para a primeira avaliagao da probabilidade de falha, foi considera-
da a seguinte equacgéao de estado limite:

G =M, -M, (@1

Onde: M, é o momento fletor resistente da segdo transversal da
viga; M, € o momento fletor atuante na mesma segé&o transversal,
conforme visto anteriormente.

A Tabela 2 mostra os parametros estatisticos das variaveis aleato-
rias adotados nesta primeira analise.

As andlises utilizando a simulacdo de Monte Carlo foram rea-
lizadas com uma amostra de 50.000 valores para cada variavel
aleatdria, o que leva a 50.000 simulagdes da equagao de estado
limite. A relacdo entre as probabilidades de falha com o nume-
ro de amostras pode ser vista na Figura 8. Observa-se em todos

Variavel aleatéria

Cx.H 0.9kg/m’
c CAll - 1,15kg/m°
0 CA Il - 2,95kg/m’
w/c =04 - 14,2mm?2/ano
D w/c =0,5-41,0mm?2/ano
0 w/c = 0,6 - 86,4mm2/ano
w/c =0,7 - 162,7mm?2/ano
X CA Il = 30mm
CA Il = 40mm

Tabela 3 - Dados estatisticos das variGveis aleatérias

Coefficient of variation Statistic distribution

19% Uniform (0,6 a 1,2)
50% Log-normal
70% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
75% Log-normal
50% Log-normal
50% Log-normal
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Figura 10 - Probabilidade de falha versus
nuamero de amostras para CA lll

1,00
0,90
080 oo
0,70

0,60 rr-'

0,50

040 M.

020
0,20
010
0,00

Probabilidade de falha

] 5 10 15 20 25
N° de amostras (107)

----- afc=05 =— —afc=0,6 =——afc=0,7

0S casos que com o maior numero de amostras, a probabilidade
de falha do elemento estrutural tende a se estabilizar. Isto ocorre
uma vez que a incerteza ou erro estatistico da simulagao diminui
a medida que se aumenta o numero de simulagdes (n ), tendendo
a zero quando n — «.

Ainda pela Figura 8 foi possivel observar que a escolha de dife-
rentes dominios de deformagdo para o dimensionamento da viga
resultou em probabilidades de falha diferentes a flexdo. Os va-
lores obtidos foram: 0,003; 0,004; 0,005 e 0,004 para B,=0,259;
B,=0,500; B,=0,628 e $,=0,628 com armadura dupla, respectiva-
mente. Entretanto, constatou-se que essas probabilidades de fa-
Iha estdo dentro de um intervalo aceitavel para a seguranga no
estado limite ultimo, que estabelece um intervalo para a probabi-

lidade de falha entre 10 e 10+, conforme [23]. Vale ainda ressal-
tar que o uso de posigOes relativas diferentes da linha neutra e,
portanto, a escolha do dominio de deformagao resulta em valores
distintos na seguranca a flexdo da viga, mesmo com o uso dos
mesmos coeficientes parciais de seguranga e demais parametros
de projeto.

7.2 Exemplo 2

Este exemplo tem como objetivo avaliar a probabilidade de ocor-
réncia do inicio da corrosao na viga em estudo, considerando o
tempo de inicio de corrosdo. A equagao de estado limite que des-
creve o problema é definida por:

(22)

Onde: t, & o tempo de inicio de corros&o; t, € o tempo de projeto
considerado como 50 anos.

A Tabela 3 apresenta os parametros estatisticos das variaveis ale-
atorias utilizados nesta analise.

O coeficiente de difus&o de ions cloreto do concreto € influenciado
pelo fator a/c utilizado na produgéo do material. Ja a concentra-
¢ao de cloretos da superficie da pega e o cobrimento de concreto
variam conforme a classe de agressividade (CA). Foi considerada
CA Il (ambiente urbano) e CA Ill (ambiente marinho) e, ainda, va-
riagdo do fator agua/cimento: a/c=0,4; a/c=0,5; a/c=0,6 e a/c=0,7.
As analises utilizando a simulagdo de Monte Carlo foram realiza-
das com uma amostra de 25.000 valores para cada variavel ale-
atoria, o que levou a 25.000 simulagdes da equagao de estado

Figura 11 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA Il - Bx=0,259
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Figura 12 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA Il - Bx=0,259
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Figura 13 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA Il - Bx=0,628
14 - 14
0 ! 3 10}
_ 8 § s
S 6 2 6
2 : 47 :
- i A Y
25 . 3 21 184,76 |
0 S0 100 150 200 250 300 350 400 450 S00 o 50 100 150 200
Anos Anos
nvanes 3f€20,4 =-===3/c=0,5
12 4 14
| P . S S S U R - . S Ti=68,41
10 ] "\_ )
= 4 — 10 -
e’ \ :
= =2 8-
&s 6 - \ 2
\ €1
a4
2 A\ ‘1
0656 |\ 2
] I LN
o - !
0 20 40 60 80 100 o 10 ’o o o
Anos Anos
— = afc=0,6 afc=0,7

400 IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3



E. A. P. LIBERATI | E. D. LEONEL | C.G. NOGUEIRA

Figura 14 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA Il - Bx=0,628
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Figura 15 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA 1l - Bx=0,628
com armadura dupla
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limite. Os resultados da analise encontram-se nas Figuras 9 e 10.
De acordo com os resultados obtidos, observou-se que as pro-
babilidades de inicio do processo corrosivo também tendem a
se estabilizar em fungdo do nimero de amostras utilizadas. Na
Figura 9, verificou-se a dependéncia entre o inicio da corrosdo
de armaduras e o fator agua/cimento, resultando em uma proba-
bilidade de falha de 0,70 quando a/c=0,7. Esta dependéncia era
esperada, porque quanto maior for o fator agua/cimento, maior
sera a permeabilidade do concreto e, consequentemente, mais
facil é a penetragdo de cloretos, aumentando a chance do inicio
de corrosdo da armadura.

Além da influéncia do fator agua/cimento, verificou-se que a
concentragao de cloretos na superficie do elemento estrutural
apresentou também influéncia sobre o tempo de iniciagdo da
corrosao. Na Figura 10 observou-se que, quando da insergao
do elemento estrutural em um ambiente mais agressivo (CAlIl),
as probabilidades de falha para todos os fatores a/c utilizados
aumentaram consideravelmente atingindo, por exemplo, 0,85
para a/c=0,7.

Ainda neste exemplo, adotando-se o valor médio das variaveis
que influenciam a corrosdo de armaduras [C(x,t), D,, C,, x] foi
possivel obter uma estimativa para os tempos de iniciagao e de-
senvolvimento da corrosdo para os diversos tipos de projeto es-
trutural adotados. As Figuras 11, 13 e 15 mostram os resultados
da viga em estudo inserida em um ambiente com CA Il. Foram
obtidos os tempos de iniciagéo e de desenvolvimento da corroséo
para as seguintes configuracdes de projeto: 3,=0,259; 8,=0,628
e B,=0,628 com armadura dupla. Diferentes valores para o fator
al/c também foram adotados. As Figuras 12, 14 e 16 mostram os
mesmos resultados, porém para o elemento estrutural inserido em
um ambiente com CA Il

A partir das Figuras 11 a 16, notou-se, novamente, a influéncia

direta do fator a/c e da concentragéo de cloretos na superficie do
elemento estrutural para a despassivagao das armaduras.

Como pode ser observado constatou-se que, para a classe de
agressividade Il, comparado ao periodo de iniciagdo da corrosao,
o periodo de propagacao € muito curto, o que permite a adogao
do tempo de iniciagdo da corrosdo como o parametro mais indica-
do para a avaliagdo da durabilidade estrutural. Porém no caso da
classe de agressividade lll, o que ocorreu foi que o tempo de pro-
pagacao para fatores agua/cimento mais elevados resultou maior
do que o tempo de inicio de corrosao. Isso ocorreu porque o inicio
da corrosao depende fortemente do coeficiente de difusdo do con-
creto como agente inibidor/facilitador da corroséo, isto €, quanto
maior o fator agua/cimento, maior a permeabilidade do concreto
e, portanto, menor é o tempo de inicio da corrosdo. No entanto,
na perda de area da secéo transversal, quanto maior o fator agua/
cimento, menor é a intensidade de corrosdo [3] e [9]. Dessa forma,
o tempo de propagagao para esses casos resultou maior do que
o tempo total de inicio do processo de corrosao das armaduras.
Portanto, conclui-se com esta analise que para concretos mais
permeaveis, o intervalo entre o inicio da corroséo e a perda total
de secao transversal de ago € menor quando comparado aos
concretos menos permeaveis, isto €, que apresentam maior fator
agua/cimento.

7.3 Exemplo 3

Neste exemplo, a viga em concreto armado foi avaliada para di-
ferentes valores de B,, sendo adotados 0,259; 0,628 e 0,628 com
armadura dupla, com o objetivo de verificar a escolha do dominio
de deformagdo no processo de dimensionamento a flexao, bem
como a evolugéo da perda de capacidade resistente da viga ana-
lisa com a corroséo através do célculo da probabilidade de falha

Figura 16 - Tempo de iniciacdo e desenvolvimento da corrosdo para CA Il - Bx=0,628
com armadura dupla
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ao longo do tempo. A equagéao de estado limite a ser analisada é a
mesma do Exemplo 1, dada por:

G, =M, - M, (23)

Entretanto, aqui se aplica a penalizagéo do acgo, por meio da cor-
rosdo uniforme das barras mensurada pela lei de Faraday. Apos
a determinagdo da area de ago, a partir das Eq. (1), (3) ou (4)
(para viga com armadura dupla ou simples), calcula-se o didmetro
equivalente representativo da area total de ago. Em seguida, este
é reduzido por meio da Eq. (14) para a consideragéo do efeito da
corrosao na fase de propagagéo. Apos o inicio da corrosao das
armaduras, as analises probabilisticas foram realizadas conside-
rando um periodo de 30 anos (t_, ).

Ataxa de corrosao (i.,e) foi empregada adotando-se, novamente,
CA Il (ambiente urbano) e CA Il (ambiente marinho) e a mesma
variagao do fator agua/cimento utilizado no Exemplo 2, isto &, a/c
=0,4;0,5;0,6e0,7.

Apos a reducao do didametro equivalente pela corroséo, os valores
de area de acgo para cada caso, bem como a posi¢cao da linha
neutra sdo atualizados e, em seguida, o momento fletor resistente
da viga considerando agora a armadura penalizada é avaliado,
conforme Eq. (8).

Por meio da simulagdo de Monte Carlo, uma amostra de 500.000
valores para cada variavel aleatéria foi adotada para a avaliagdo
da equagao de estado limite. Os resultados obtidos encontram-se
nas Figuras 17 a 22.

As Figuras 17 a 22 mostram o tempo de inicio de corroséo para
os diversos valores adotados do fator agua/cimento e classes de

agressividade. A evolugéo da probabilidade de falha do elemento
estrutural no tempo também pode ser verificada.

A partir dos resultados obtidos, constatou-se que as probabilida-
des de falha 0,003; 0,005 e 0,004 para 3, de 0,259; 0,628 e 0,628
com armadura dupla, respectivamente, permaneceram constan-
tes desde a produgéo do elemento estrutural até a despassivagéo
das armaduras e, consequentemente, no inicio da corrosdo. A
partir deste instante, as probabilidades de falha aumentaram dras-
ticamente para todos os valores do fator agua/cimento considera-
dos no estudo, atingindo o colapso do elemento estrutural antes
mesmo do periodo de tempo (t__) adotado para o desenvolvimen-
to da corroséo.

No caso das Figuras 18, 20 e 22, verificou-se que a exposigao do
elemento estrutural ao ambiente mais agressivo (CA lll) fez com
que a corrosdo das armaduras se iniciasse mais rapidamente.
Entretanto, observou-se a influéncia do cobrimento de concreto
no desenvolvimento do processo corrosivo e, consequentemente,
nas probabilidades de falha do elemento estrutural.

corr)

8. Conclusoes
E—

Com base nos resultados obtidos nos exemplos apresentados,
concluiu-se, primeiramente, que os procedimentos descritos por
norma garantem que a probabilidade de falha de um elemento
estrutural de viga em concreto armado submetido a flexao esteja
dentro de um intervalo aceitavel (10 a 10*), conforme [23].

Como verificado nos resultados apresentados, o inicio da corro-
sdo depende de varios fatores. No entanto, a concentracdo de
cloretos na superficie do elemento estrutural e o valor da espessu-
ra do cobrimento demostraram ter grande importancia na analise
probabilistica. O coeficiente de difusdo € também um parametro
importante, uma vez que este mede a resisténcia do material

Figura 17 - Probabilidade de falha ao longo do tempo para CA I - 3x=0,259

1,000 -+ . . . . - 1,000 o - . pm————
2 B = ,
= 0900 4 ' + + £ 050 1 2
2
2 080 - Z 0800 4 ’
g 000 - ; 2 00 '.'
- -
= 0600 1 - - + - — 2 0,600 + o
F-] i o
§ 0,500 : % 0,500 -+ :
2 0400 - . 1 T T Ea & 0400 - H
0,300 + . 0,200 }
: - 1
0,200 B 0,200 - :
0,000 0,000 ——— —— ]
o 100 200 300 400 500 0 50 {00 150
Anos
=2 pres
....... afc=04 ————afc05
1,000 - —— s 1,000 +
2 o500 - 4 : £ 0500 |
s / e
] 0,800 + - S 0800 -
@ 0,700 - : [ = 0700
= <
S 0,600 - 1 S 0600 -
2 0,500 4 : S 0500 4
] | 2
S 0,400 -+ - S 0400 -+
= 0,200 + . < 0,200 -+
: | :
0,200 - ! 0,200 - :
0,100 Pfi = 0,003 If I 0,100 - Pfi = 0,003
0,000 ——— e 0,000 H T T r h
0 20 b 60 80 ] 10 20 | 30 40 50 0
i - s
— =3/c=0,6 —_—12[c=0,7

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3

esssssssssssssn - 409



Influence of the reinforcement corrosion on the bending moment capacity of reinforced concrete beams:

a structural reliability approach

Figura 18 - Probabilidade de falha ao longo do tempo para CA Il - Bx=0,259
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contra a penetragao de cloretos e pode ser determinante para a
escolha de valores étimos de cobrimento de concreto.

De acordo com os resultados obtidos no estudo, a durabilidade de
estruturas de concreto armado deve ser associada a valores mais
rigorosos de espessura de cobrimento, bem como concretos menos
porosos (baixo fator agua/cimento). O maior controle na manuten-
¢ao da espessura da camada de concreto do cobrimento especi-
ficada no projeto garante menor variabilidade da mesma e, con-
sequentemente, diminui a probabilidade de ocorréncia do inicio da
corrosdo. Acredita-se, finalmente, que a abordagem estatistica do
problema da durabilidade através da consideragéo da aleatoriedade
dos parametros envolvidos mostrou-se adequada para a determina-
¢ao de tempos de inicio de corroséo e/ou tempos de perda de area
de aco, fornecendo assim, as informagdes necessarias para inspe-
¢Oes e manutengdes em estruturas de concreto armado.

E finalmente, é interessante destacar o tipo de aplicagédo direta
que estudos como este podem resultar. A criacdo de um progra-
ma de inspegao periddica em estruturas definido pelo tempo mais
provavel de inicio da corrosao e, em seguida, inspegdes regulares
para verificar se ha ou nao perda significativa de area de arma-
dura. Em analises prévias é possivel verificar a redistribuicao de
esforgos na estrutura, em fungéo da perda de area de armadura
e determinar qual o limite aceitavel de corrosao das barras para
posterior intervengao. Esses estudos sdo temas dos proximos tra-
balhos desenvolvidos pelo grupo de pesquisa.
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Abstract
[

The structural behavior and the ultimate punching shear resistance of internal reinforced concrete flat slab-column connections, with one hole adjacent
to the column, with or without flexural moment transfer of the slab to the column was investigated. Main variables were: the existence whether or not
hole, flexural reinforcement layout and ratio, the direction and sense of the moment transferred and the eccentricity of the load (M (moment transferred
to column) / V (shear)) ratio at the connection - 0,50 m or 0,25 m. Seven internal slab-column joining were tested and ultimate loads, cracking, deflec-
tions, concrete and reinforcement strains were analyzed. The existence of hole adjacent to the smaller column dimension, the hole dimension, flexural
reinforcement rate and placing, the variation of relation Mu/Vu in function of the load, and, than, of eccentricity of the load, influenced the slabs behavior
and rupture load. Test results were compared with the estimations from CEB-FIP/MC1990 [7], EC2/2004 [12], ACI-318:2011 [1] and NBR 6118:2007 [5].
ACI[1] and EC2 [12] presented most conservative estimates, although have presented some non conservative estimates. Brazilian NBR [5], even though
being partly based in EC2 [12], presented smaller conservative estimates and more non conservative estimates. A modification on all codes is proposed
for taking in account the moment caused by the eccentricity at the critical perimeter for slabs with holes.

Keywords: structures, flat slabs, reinforced concrete, punching shear, hole.

Resumo

Sao investigados o comportamento estrutural e a resisténcia Ultima a pungéo de ligagdes laje-pilar de regides internas das lajes lisas, com
um furo adjacente ao pilar, e com ou sem transferéncia de momento fletor da laje ao pilar. As principais variaveis foram: a existéncia ou néo
de furo, a taxa e a distribuicdo da armadura de flex@o, a direcdo e o sentido do momento transferido e a excentricidade de carga (relagéo
M(momento transferido ao pilar)/V(for¢a cortante)) na ligagéo, igual a 0,50 m ou 0,25 m. Foram ensaiadas 7 (sete) ligagcbes internas laje-pilar
e analisados os resultados das cargas ultimas, fissuragao, deslocamento vertical, deformagdes das armaduras de flexdo e do concreto. A
existéncia de furo adjacente ao menor lado do pilar, a taxa e a distribuicdo da armadura de flexdo, a variagéo da relagdo Mu/Vu em fungéo
do carregamento, e, por conseguinte, da excentricidade, influenciaram o comportamento e a carga de ruptura das lajes. Os resultados expe-
rimentais foram comparados com os estimados pelas normas: CEB-FIP/MC1990 [7], EC2/2004 [12], ACI-318:2011 [1] e NBR 6118:2007 [5].
O ACI [1] e 0 EC2 [12] apresentaram estimativas mais conservadoras, embora tenham apresentado algumas estimativas contra a seguranga.
A NBR 6118:2007 [5], apesar de baseada em parte no EC2 [12], apresentou estimativas menos conservadoras e com um numero maior de
estimativas contra a seguranga.

Palavras-chave: estruturas, laje lisa, concreto armado, pungéo, furo.
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1. Introduction

EE

Flat slabs according to NBR 6118:2007 [4] are flat horizontal
laminar structures, directly supported on columns. It is an alterna-
tive structural system to the conventional one, in which slabs are
supported on beams. The absence of beams may present some
advantages, such as saving formwork, reduced height, increased
number of stories for buildings with quota limitation and greater
flexibility for architectural arrangement. The adoption of flat slabs

also enables greater slab panels speed execution, which makes
them more economical, comparing to conventional system with
beams. This increased speed can be obtained by constructive sim-
plicity, facilitating implementation means, reducing the cutting due
to the beams absence; in the cut, fold and placement of reinforce-
ments, and concreting.

A disadvantage of flat slabs is the possibility of a punching fail-
ure for a lower load that would be the fracture load by bending.
The rupture by punching occurs suddenly, with little or no warning,

Figure 1 - Testing system, top view and section (mmm)
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almost without ductility, which may lead to a progressive collapse
(propagation of a failure that was originally held in a small part of
the structure, in which the resulting damage is disproportionately
larger than the original).

1.1 Justification

Despite this structural system (flat slabs) being widely used, the
shear punching study is not yet theoretically a fully defined subject.
International codes and national standards address this subject
(shear punching), based on empirical studies. The criteria used for
sizing are not the same and specific calculations given are often
asked by scholars in the area. Experimental researches are crucial
for understanding the many issues surrounding the use of this type
of system.

Several experimental studies have been conducted abroad
and in Brazil, evaluating the shear punching resistance of
reinforced concrete flat slabs and addressing many aspects,
such as concentrated loads, existence of shear reinforcement,
border columns, existence of openings and moment transfer,
quoting HANDON and HANSON [16], REGAN [20], TAKEYA
[25], CARVALHO [8], GOMES and REGAN [13 and 14], PINTO
[19], CORDOVIL [10], GOMES and ANDRADE [15], SANTOS
[22], DIAS [11], VARGAS [27] , OLIVEIRA [17], ANDRADE [3],
COELHO [9], REGAN [21], ANDRADE [2], TRAUTWEIN [26],
OLIVEIRA [18], BORGES [6], SOUZA [23] and SOUZA [24].
Among these studies, we highlight the “Shear punching in Re-
inforced Concrete Flat Plates with Openings Adjacent to Col-
umn and Moment Transfer’, SOUZA [24], in which this study
was based on. This research contributes to the solution of the
problem of flat slabs shear punching with openings, and flex-
ural moment transfer of the slab to the column.

1.2 Literature 2eview
1.2.1 Regan [20]

REGAN [20] evaluated the effect of openings positioned adjacently
to columns in the shear punching resistance of flat slabs, and tried
to minimize the loss of this resistance by using shear reinforce-
ment. Eight square slabs of 2000 mm length and 160 mm thick-
ness were tested. They were supported in the center of a column
of 250 mm x 150 mm. A load was applied in eight loading points,
two at each end of the slab. From this research the author con-
cluded that the shear reinforcement placed beside the openings
can be highly effective to restore lost strength due to the opening.

1.2.2 Gomes e Andrade [15]

At Furnas Centrais Elétricas SA in Aparecida de Goiania,Goias,
GOMES and ANDRADE [15] researched the influence of shear re-
inforcement “stud” type on shear punching resistance of flat slabs
with openings near the column region, which simulated the pas-
sage of pipes through slabs. According to the authors, the results
showed that the openings reduced the shear punching resistance
of a smooth reinforced concrete slab. However, the use of shear
reinforcement with openings allowed to recover the loss, even in
regions where the concrete was minimal.

1.2.3 Souza [24]

SOUZA [24] jointly investigated the effect of the use of adjacent
openings and the application of bending moment. 19 squared flat
slabs of 2400 mm length and thickness of 150 mm were tested.
They were monolithically connected to a column with 850 mm

Table 1 - Characteristics and failure loads of BORGES' slabs (6)

Column (mm) d f. p
¢ ¢  (mm) (MPa) (%)
L45 200 600 154 40.5 1.28
L45FS_CG 200 600 154 405 114
LA5FD 200 600 164 414 1.38
LASFD_CG 200 600 154 39.0 1.38
LASFFS_CG 200 600 154 41.6 1.00
LA5FFD 200 600 144 370 1.38
LASFFD_CG 200 600 164 40.6 1.24
LASFFD_AC 2 200 600 154 43.8 1.38
LASFFD_AC 3 200 600 154 39.6 1.38
LASFFD_AC 4 200 600 154 43.2 1.38
LASFFD_AC 5 200 600 154 40.7 1.38

Holes Hook Shear reinforcement V,
anchorage Layers ¢ (mm) (kN)
0 No () (b) 798
1 Yes () (o) 742
1 No (o) (o) 726
1 Yes (o) (b) 700
2 Yes ) ) 700
2 No ) (b) 635
2 Yes (o) (b) 800
2 No 4 10.0 1180
2 No 3 8.0 1000
2 No 3 8.0 835
2 No 2 8.0 787

(a) Slab without opening - without anchoring hook.
(b) Slab without shear reinforcement.

or absence; V, - slab failure load.

reinforcement type *1”.

C, C, -the column dimensions (mm); d - slab effective height (mm); f. - Cylinder compressive strength of concrete (MPa);
p - slab reinforcement ratio (%); holes - indicates the number of holes; Hook anchoring - indicates anchorage hook presence

F - one opening; FF - two openings; S - no extra bar, D - with addition of bar; CG - with anchorage hook; ACi - shear
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(300 mm up to 400 mm down) tall with a rectangular cross section
200 mm x 500 mm. The slabs were loaded at the edges, from the
top down. Between the slabs, the main features that differ from
each other are: quantity, placement and dimensions of the open-
ings, the rate and distribution of flexural reinforcement, the shear
reinforcement and the load eccentricity (ratio M (moment trans-
ferred to the column) / V (shear)) in slab-column connection. The
test system used is shown in Figure 1. The author concluded that

resistance losses were greater for the slabs with an adjacent open-
ing to the smallest column side, and the adjacent opening dimen-
sion greater than the dimension of the column (slabs L2, L3 and
L4), which had as variables the rate and the flexural reinforcement
position. It is also observed that for slabs with applied moment,
the worst situations regarding the loss of resistance with adjacent
column opening and moment transfer occurred when the moment
is towards the opening region, which is more brittle and has no

Figure 2 - Tested slabs models by BORGES (6) - mm
3000 3000
1 T T
L45 L45FS_CG
200 200
= Column =
= D]: D/ o -
= =] = Opening
= z el
[
2
Mooring hooks
3000 3000 3000
1 bl 1 1 hl
L45FD L45FD_CG L45FFSD CG
g b
Added bars
T L45FFD L45FFD CG L4SFFD AC2
341
= z :%: i i‘sel
8 TN ko
i g
Shear reinforcement
i L4SFFD _AC3 L4SFFD_AC4 LASFFD_ACS
423 309 193
= i EHimtd 2.
= L e e 4,
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concrete to resist compressions in the plate bottom layer, which
are increased due to the moment.

1.2.4 Borges [6]

BORGES [6] analyzed experimentally twenty flat square slabs of
reinforced concrete, with 3000 mm length and 200 mm of thick-
ness, aiming to investigate the behavior of slabs with rectangular
columns, with some relations between the sides of the column,
openings and reinforced shear. The characteristics and failure
loads of slabs tested are shown in Table 1. In Figure 2 the mod-
els of the tested slabs by BORGES [6] are presented. The au-
thor concluded that the shear reinforcement used, consisting of
“studs”, positioned to engage slabs flexural reinforcement, showed
adequate performance, leading to a failure surface formation to the
outer region with shear steel, and that the resistance of slabs with
openings and shear reinforcement can reach and even exceed the
strength of similar slabs without openings. The shear reinforce-
ment use in slabs with openings allowed an up to 86 % increase
compared to the similar slab with openings and without such steel,
and allowed the slab to reach shear punching resistance at least
equal to the similar slab without opening. It was also reported
that the use of additional flexural reinforcement bars in the region
around the openings caused no increase to slabs shear punching
resistance, although it has led to vertical displacements similar to
the reference slab without openings. And the hooks used as an-
chorage of the main flexural reinforcement, which was intercepted
by the openings, did not alter the failure loads of the slabs with
openings.

1.2.5 Souza [23]

SOUZA [23] investigated the effect of the use of adjacent or dis-
tant column openings in eight flat reinforced concrete flat slabs of
1800 mm x 1800 mm x 130 mm. The characteristics and the slabs
failure loads are shown in Table 2. Two openings were made in
each slab with varying dimensions, and were located with respect
to the square column with 150 mm length, as shown in Figure 3.

Shear reinforcement was not used in any slabs. The failure loads
were inversely proportional to the openings dimensions and their
distances related to the column. The author found that openings
in flat slabs of any size located near column significantly reduce
shear punching resistance. We also found that the studied open-
ings at a distance of 4 times effective depth (4d) related to column
surface do not influence the load and failure mode for shear punch-
ing. Finally, it is shown that more studies should be conducted to
a clearer conclusion about the influence of distant openings in the
column shear punching resistance.

1.2.6 Rules and specifications

The recommendations for calculation of flat slabs are presented in
table 3, with and without openings, of the American Concrete Code
(ACI/318-2011 [1]), of the European Code (EC2/2004 [12]) and of
the Euro-International du Béton Committee (CEB-FIP, 1990 [7])
and the Brazilian Rules (NBR 6118:2007 [5].

Table 4 presents the control perimeters and their locations for flat
slabs with openings, where a cut is made in the perimeter control
length for slabs without openings, from radial lines, from the center
of the column towards the openings. For the calculation of stresses
was considered the area corresponding to the perimeter control
multiplied by the effective depth of the slab (d). Only CEB-FIP/
MC 1990 [7] does not state in their perimeter control prescriptions,
when there are openings, to be considered.

2. Materials and experimental program
N

The experimental program was consisted of testing, until seven
slabs were ruptured (L1 to L7) aiming to experimentally investi-
gate the behavior of slab-column connections in inner regions of
flat slabs with one or two adjacent column openings, and with or
without flexural moment transfer of the slab to the column. Two
geometric patterns were performed. They were told apart by open-
ings, with dimensions according to Figure 4. The main variables
involved in this experimental research were: 1) the presence of
openings; 2) the rate and distribution of flexural reinforcement; and

Table 2 - Characteristics and failure loads of SOUZA' slabs (23)

L1 355 1.27 1.46 1.36
L2 35.7 229 1.27 1.71
L3 36.0 1.77 1.52 1.64
L4 36.2 1.63 1.46 1.54
L5 31.9 223 0.83 1.36
L6 320 223 0.42 0.96
L7 32.1 1.71 143 1.56
L8 322 1.71 1.43 1.56

91 - - 274
90 150x150 0 205
89 150x150 180 275
91 150x150 360 300
91 150x300 0 140
91 150x450 0 101
92 150x300 180 225
92 150x450 180 210

effective height (mm); V, - Last load of failure slab.

®_ distance between openings and column surfaces; f. - Cylinder compressive strength of concrete (MPa);
p, - reinforcement ratio in horizontal direction (%): p, - reinforcement ratio in vertical direction (%); p= p, + p,. d - Slab
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3) load, with different flexural moment transfers from the slab to
the column.

Model 1, slabs L1 and L2, are with slabs without opening. Model 2
comprises a square opening with 400 mm length side adjacent to
the smallest side of the column, L2 to L7, monolithically connected
to a pre-stressed column, with a 200 x 500 mm rectangular. The
models represent a discrete flat slab model, simulating a negative
moment of an internal column. Thus, the load application points of

tested slabs simulate slabs inflection points, full-scale, suggesting
slabs with spans ranging from 8 to 10 meters. The discrete model
represents the column region and slab to be analyzed, suitable for
shear punching isolated analysis, not covering the efforts of mem-
branes in a slab panel. Regarding the load, the same was given in
Table 5. The load was defined based on SOUZA [24] study, and
was designed to simulate the shear punching next to the column
region, both for slabs with or without loading symmetry, transferring

Figure 3 - Tested slabs characteristics by SOUZA (23) - mm

. 1800 ; . 1800 .
825 o 825 675 aca, 675
_ 11 TT1T 717
= L W 2
Hole Cohumn
c = 130mm a=hb=c=150mm
L1 L2
495 as c.s a, 495 3152, s ¢, 5 aJ3l5
T 171 11 11 T T
([ B K] K B KI
a=b=c=150mm a=hb=c=150mm
5= 180mm (~24) g =360mm (~4d)
L3 L4
N N 675 ac.a 675
6/5 a.ca, 673 e e
11 T 17 ‘II
a=c= 130mm a=c=130mm
b= 300mm b = 450mm
L5 Lo
. & 495 a.s c£.8 3, 405
405 a5 . c. 5 .a, 405 =T
1 TT 17T 711
a /N /N
a=c= 130mm a=c=130mm
b= 300mm b = 450mm
3= 180mm (~24) L7 z = 180mm (~24) L8
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the flexural moment from the slab to the column (discontinuity of
slab flexural moment) which is a problem frequently found in proj-
ects engineering in flat slabs (when there are different loadings or
different spans on either side of the column) - and also to study the
applied moment intensity effects. In order to encourage the trans-
fer of the flexural moment in a certain direction, the applied load
intensity was greater on one side of the sample. On slab L4, for ex-
ample, a load was applied designated as “2P”, which is the same
as saying that the loading on this region was twice more than on
others, except to the opposite side, which had no loading (charging
designated as “0”) . However, the total vertical load (four corners
sum of applied load) was the same in all slabs (“4P”). The load
was applied from above through leaked hydraulic actuators. It was
placed on metal beams resting on the actuators, and on distribu-
tion steel beams of 100 mm x 200 mm x 20 mm, fixed on the slab
plates according to Figure 1. Figure 5 shows the load supported by
each distribution plate for slabs L1, without the moment transfer,

and L6 with moment transfer. Figure 6 shows photographs of the
test system (slab L2). These actuators were anchored in four metal
ties with 29 mm of diameter. The ties passed through the slab and
steel beams through holes previously made, and were anchored
in the reaction slab. The reaction to loading occurred in the central
column, monolithically connected to the slab. The column was sup-
ported in the bottom on a cubic block of reinforced concrete with
edges of 600 mm. The block was inserted to facilitate the displace-
ment under the slab and it had the function of transmitting the test
part reaction to the slab. Due to the moment transfer, column pre-
stressing was used in order to prevent rotation and also to simulate
the loading of the column. The pre-stressing was done by a leaked
hydraulic actuator with 1500 kN capacity, supported by a metal
pre-stressing box (SAC 1045 steel). This actuator was anchored
by a tie with 44 mm of diameter, passing through the metal pre-
stressing box, the column and the block (hole protected by steel
tubes on the column and block).

V. =017
ACHB v =008 2L 2 [ b
(2011)* ¢ ’ b, c0
V. =033,/ bd
CEB - FIP _ 200 3
(1990) P, _0’12(”"7 100pf,, )" u,d
EC2 _ 0,18, 200 5
2000 Vig = - N 100p,f,, }*ud
NBR 6118 _ 200 B
e Fg, = 0,13 1+‘/T 100pf,, )*C'd

Where:

40);

nosafety factor was adopted (y.=1.0);

Table 3 - Equations used to calculate failure loads in flat slabs

Slabs without shear reinforcement

2 I e
1+ Bﬁ fc bod (Equation 1) -

(Equation 2) -

(Equation 3) -

(Equation 4) -

(Equation 5) -

(Equation 6)

* - the failure load will be lowest one shown in equations application;

f... f'c: resistance characteristic to concrete compression (MPa);
B. : ratio between the longest side lengthon the lowest side of the column;
o, : constant to the values: 40 for intfernal columns, 30 to edge columns and 20 for corner columns (for all slabs of this study o=

v.. mitigation coefficient equal to 1.4 for NBR 6118/2007 and 1.5 for EC2 (2004), but as it is an experimental results verification,

P1=P =P x-Py reinforcement ratio in two orthogonal directions, reached using a column width dimension plus "3d" for each
side (or to the slab edge, whether it is nearer).

Check the crushing of the concrete strut

C

£, \f
F., =027 1- =K [<kcd i
sd ( 250) (Equation 7)
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ACI-318 ~
(2011) 0,
S

CEB - FIP (1990)

EC2
(2004)

NBR 6118
(2007)

Table 4 - Control perimeters with openings

Rules Control perimeter

b, — control perimeter for
slabs with distant openings
up to 10h (h=slab total

« height) from the center of
the column.

If 1,>1,,

I Iz ='\/E

u, — control perimeter for

~

slabs with openings distant
up to 6d to column face.

C, C' - perimeters confrol
for slabs with openings
distant up fo 8d to column

— surface.

Opening

The NBR 6118/2007 does not predict a reduction in the critical perimeter C, when there are openings.

Negative flexural reinforcements were composed by orthogonal
meshes with 12.5 mm of diameter bars and positioned near the
upper edge of the slabs (15 mm covering). Figures 7 and 8 show
flexural reinforcement used in the models 1 and 2, respectively.
The positive flexural reinforcements used in model 1 was composed
of an orthogonal mesh with 10 bars of 6.3 mm of diameter in two
directions, spaced in each 24 cm, as shown in Figure 9. For model 2
samples, the bars coinciding with the opening position were cut, so
that it was inserted, without replacement bars, as shown in Figure 9.
The steel used was CA-50 and CA-60 types. In order to obtain
these material mechanical properties, samples were tested as
NBR 6152 (1992) [4]. Table 6 shows the characteristics (mechani-
cal properties) of steels tested.

The concrete used was a self-compacting concrete (SCC), settled to
reach 30 MPa (characteristic compression strength). Table 7 shows the
proportion of the materials used to produce one concrete cubic meter.
The slabs were shaped in steel formworks. A metal tube with

830 mm of length and 75 mm of diameter was embedded in each
formwork, in the column center, for subsequent passage of the
central tie; and four rectangular metal tubes with external mea-
sures 60 mm x 100 mm for later lateral passage of the ties. For
slabs with openings shaping, molds with Expanded Polystyrene
(Styrofoam) were made. Figure 10 shows photographs of metal-
lic formwork and reinforcement before L7 slab concreting and L1
and L2 moulded slabs. After concreting, water was placed on the
slabs and they were covered with plastic sheets for seven (7) days.
Water was replenished twice a day for the first three days and once
on remaining days.

3. Results
EE
3.1 Vertical displacement

In Figures 11 and 12 are shown the graphs of vertical displacement

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3




Punching shear in reinforced flat slabs with hole adjacent to the column and moment transfer

X position relative to the center of the slab, in each axis, for slabs L1
(without openings and without applied moment) and L3 (with open-
ing and moment applied in the direction parallel to the largest side
of the column). The behavior in both directions was symmetrical in
slab L1. In slab L3, there was rotation in WE direction where dis-
placements in each side were opposed. However, in 1V side there
was a displacement down, and up in E side. The I maximum dis-
placements were on average 2.1 times higher on the maximum dis-

placement in E side. This was due to the applied load, which was
“2P” intensity in I side, while the opposite side (E) has not received
a load. In the NS direction, the maximum displacements in N side
were slightly higher, 0.07 mm on the load of 25 kN and 1.01 mm on
the load of 200 kN.

3.2 Load and failure mode

Figure 4 - Tested slabs geometric characteristics - Models 1 and 2
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B
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All slabs were cracked by puncturing. Table 8 shows the main
characteristics of the slabs and their failure loads.

The L2 slab (V, = 266 kN, M, = 116.8 kN.m), without opening and
moment applied parallel to the longest side of the column, had a
38 % loss compared to L1 slab (reference slab). This failure load
reduction was due to the flexural moment transfer from the slab to
the column in that sample.

The moment influence on decreasing shear resistance could also
be observed comparing L4 and L5 slabs. Both of them had parallel
moment applied to the longest side of the column towards the 400
mm x 400 mm opening. The difference between the models was
the applied moment intensity, which was higher on L4 slab. As a
result, the latter showed a of 68 % loss compared to the reference
slab, while on L5 slab the loss was lower, 50 %.

Comparing the slabs with openings and moment transfer (L3
to L7) with L2 slab, without opening and moment transfer, it

was observed that reducing the perimeter of the slab-column
link (due to adjacent opening) does not result in load loss if
the flexural moment is not applied towards the opening. The
slabs L2 (V, = 266 kN, M, = 116.8 kN.m) and L3 (V, = 250 kN,
M, = 113.7 kN.m), despite the last one having opening, slabs
showed very close failure loads. It is also interesting to observe
that when the moment intensity applied on the slab with opening
was reduced, L6 slab (V, = 305 kN, M, = 65.8 kN.m), resulted
in a failure load even greater than L2 slab without opening. This
indicates that the transfer of slab flexural moment to the column
is more damaging to the shear resistance, than the existence of
adjacent openings to the column.

3.3 Cracking and surface failure

In slabs L1 and L2, the radial cracks initiated at the column.

Table 5 - Slabs loading L1 to L7
WITHOUT HOLE
L1
H
500 .
Z S S Units:
[
= S Vu b kN
% Mu —» kN.m
fc  —>» MPa
| 2400 |
S 2400 d > mm
S Vu =426 P —> %
= Mu=0,0
= fc=44.7
d=120
p=122
WITHOUT HOLE WITH 1 HOLE 400X400 mm
L2 L3 L4 L5 L6 L7
[ P P P P P 1.5P
z 400
= 0 [ 2P 2 P o|| o X 2p||osp X5 [1se —<osp | P X P
©)
p= P P P P P 0.5P
an
= Vu =266 Vu =250 Vu=137 Vu=213 Vu =305 Vu =260
= Mu=116.8 Mu=113.7 Mu=59.0 Mu =27.0 Mu = 65.8 Mu =44.5
fc=44.1 fc=42.8 fc =44.6 fc =44,5 fc=45.6 fc =46.8
d=122 d=125 d=123 d=122 d=124 d=121
p=1.19 p=1.17 p=1.20 p=122 p=1.19 p=1.24
(P): Generic load used to compare the intensity of applied load on each corner of the sample.”
(0): Null'load value representing the part of the sample which was not loaded.
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In slabs L3, L6 and L7, such cracks initiated at the same time,
in the column and the openings corners. In slabs L4 and L5, the
radial cracks initiated at the corners of the openings. These cracks
widened toward the slabs edges. Subsequently or at the same
loading, circumferential cracks appeared. The slabs cracking view
is shown in Figure 13.

The failure surfaces, slabs L1 to L7, started on the slab upper sur-
face (tensioned surface) and extended towards the column-slab

junction, the slab underside (compressed surface), leading to a
variety of inclinations, which originated the shear punching “cone”.
In slabs with opening, it was possible to see the failure surface
formation through itself. The surface slope in relation to the un-
derside of the slab L1 ranged between 31° and 53°. In L2 slab,
failure surfaces occurred with slopes ranged from 27° to 85°. In
L3 slab, this variation was from 26° to 32°. In slabs L4 to L7, varia-
tions were, respectively, from 22° to 67°, 24° to 41°, 17° to 36° and

Figure 5 - L1 and Lé slabs loading (dimensions in mm)
. 2400 .
A L
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2400
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@ sample corner.
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2° to 41°. Figures 14 and 15 show the surfaces failure configura-
tion for slabs L1 to L4.
3.4 Comparison between experimental

and theoretical results

Rules for estimated loads allow the concrete strength, for the test
date, as equal to concrete strength characteristics (fck = fc). Because
it is a scan of experimental results, no safety factor was adopted.

The results estimated by some rules ended up being lower to those
experimentally found. It is worth noting that in this study, the slabs
were subjected only to the efforts of shear punching and moment
transfer, and the codes are committed to predict many other condi-
tions not included in the tests, and that may happen in a real situa-
tion, such as possible asymmetric loads concentrated near the col-
umn, horizontal forces, cracking of concrete at early ages, adding
arrows due to charges maintenance for a long period, unfavorable

Protection |

System

Figure 6 - Test system photographs (L2 Slab)

Hydraulic
actuator

Hydraulic actuator
(300 kN)
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Figure 7 - Flexural reinforcement of slabs without opening (Model 1): L1 and L2 (measured in cm)
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Figura 8 - Flexural reinforcement of slabs with opening (Model 2): L3 to L7 (measured in cm)
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Figure 9 - Positive reinforcement of slabs without openings
(Model 1 - L1 and L2) and slabs with opening (model 2 - L3 fo L7 (cm))
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Lot Diameter f, f, E,
(mm) (MPa) (MPa) (mm/m) (GPa)
1 6.3 649 766 22 273
2 6.3 673 807 29 213
1 12.5 505 739 2.7 200
2 12.5 623 770 24 205
3 12.5 583 710 24 236
1 16.0 595 739 2.7 200

Table 6 - Mechanical properties of used steels

Use of bar

Lower flexural reinforcement and L4 slab column stirrups
Lower flexural reinforcement and
L1 to L3 and L5 to L7 slabs column stirrups
Top flexural reinforcement L4 slab
Top flexural reinforcement L1 to L3 slabs
Top flexural reinforcement L5 to L7 slabs
Longitudinal reinforcement of all slabs columns

load construction conditions due to re-shoring, heavy equipment,
among others. Figure 16 shows graphically the comparison be-
tween “experimental loading” / “estimated loading” (L1 slab) and
“experimental stress” / “estimated stress” (slabs L2 to L7) relations.
The “estimated load” and “estimated stress” were obtained with the
studied standards usage.

The CEB-FIP/MC1990 [7] does not provide specifications about
openings use in flat slabs. The failure load was calculated only for
the L1 and L2 slabs.

The NBR 6118:2007 [5], as well as other standards showed re-
sults against safety for L1 slab (reference slab), and the ACI-318:
2011 [1] was the closest one to the experimental result. For L2
slab, without openings, estimated standards were similar to those
experimentally obtained. The NBR 6118:2007 [5] had “experimen-
tal stress” / “estimated stress” relation equal to 0.97. The ACI-318:
2011 [1] was the most conservative standard: it showed “experi-
mental stress” higher than “estimated stress” in 25 %. For L3 and
L6 slabs, both with moment applied in the opposite direction to the
opening, all standards presented estimates for safety, highlight-
ing the ACI-318: 2011 [1] and EC2/2004 [12], which showed the
most conservative results, related to “experimental stress” / “es-
timated stress” ranging between 1.26 and 1.54. For NBR 6118:
2007 [5] this ratio ranged between 1.10 and 1.28. In slabs L4 and
L5, both with moment applied towards the opening, most of the
rules showed estimate against safety, including NBR 6118:2007
[5], with ratio “experimental stress” / “estimated stress “ ranging
from 0.66 and 0.68. The only exception was ACI-318: 2011 [1],
which showed results favoring safety for L4 slab. In slab L7, only
ACI-318: 2011 [1] showed results favoring safety (ratio “experi-
mental tension” / “estimated stress” equal to 1.17), although the
estimated EC2/2004 [12] was fairly close to the experimental result
(ratio “experimental stress” / “estimated stress” equal to 0.97). For
the same slab, the NBR 6118: 2007 [5] showed a correlation of
0.84 against the security.

3.5 Comparison between experimental results
and SOUZA’s results [24]

3.5.1 Vertical displacement

The slabs vertical displacements behavior pattern in this study was
similar to SOUZA'’s Slabs [24], verifying: 1) openings that led to an
increase of vertical displacements around them; 2) in the direction
that the moment was applied, there was a spin and the most load-
ed side displaced towards the load application, while the opposite
edge displaced opposite the stressed load direction; 3) the direc-

tion to which the moment was not applied, displacements showed
by all slabs were similar to those obtained in the reference slab L1,
without openings and without moment; 4) in slabs with openings
and with parallel moment applied to the longest side of the column,
openings did not result in large differences of displacements on
the side with opening, in relation to the slab without opening with
moment applied in the same direction; 5) slab with opening and
parallel moment applied to the column shortest side is the one that
shows greater displacements at the most loaded edge. The prob-
able cause would be slab-column connection inertia, being this
parallel one lower than the column shortest side.

3.5.2 Failure load

In this study slab L6 (Vu = 305 kN, Mu = 65.8 kN.m, fc = 45.6
MPa, d = 124 mm, p = 1.19 %), with a 400 mm x 400 mm opening
adjacent to the smallest column side and situated on the stressed
edge, with parallel moment applied toward to the longest side of
the column, had a failure load very close to SOUZA’s L12 slab [24]
(Vu =319 kN, Mu = 74.4 kN.m, fc = 37.8 MPa, d = 123 mm, p =
1.48 %), with a 200 mm x 200 mm opening adjacent to the lowest
side of the column, placed on the stressed edge, with a moment
applied towards the longest parallel direction column side. This
means that a 200 mm x 200 mm opening adjacent to the smallest

Table 7 - Composition of concrete
perm’

Material Weight (kg)

Cement (CPII F32) 405

Natural sand (maximum dimension: 410
4.8 mm)

Artificial sand (maximum dimension: 270
4.8 mm)

Gravel 0 (maximum dimension: 510
12.5 mm)

Gravel 1T (maximum dimension: 510
19.0 mm)

Water 200

Super plasticizer additive - 2.43 liters
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side of the column and compressed by the applied moment can be
as damaging to the failure load as a 400 mm x 400 mm opening
adjacent to the lowest column side and tensioned by the moment
applied to the variables used in this study. It is noteworthy that all

SOUZA’s slabs [24] have identical geometric characteristics to the
slabs of this study, varying their dimension (200 mm x 200 mm,
200 mm x 300 mm or 400 mm x 400 mm) and openings location
(parallel to the longest or shortest column side).

Figure 10 - Photographs of reinforcement placed in metallic
formwork (L7 Slab) and moulded-shaped slabs L1 and L2
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For slabs with failure parallel moment applied to the shortest col-
umn side, the use of two 300 mm x 200 mm openings adjacent to
the longest side of the column is less damaging to the failure load
than a 400 mm x 400 mm opening adjacent the lowest column
side. In this study, it was observed a 20% load loss in slab L7 (Vu
=260 kN, Mu = 44.5 kN.m, fc = 46.8 MPa, d = 121 mm, p = 1.24
%) in relation to SOUZA’s L18 slab [24] (Vu = 322 kN, Mu = 53.1
kN.m, fc = 37.3 MPa, d = 126 mm, p = 1.05 %), with two 300 mm x
200 mm openings adjacent to the column longest side.

For slabs with failure moment applied parallel to the longest col-
umn side, the partial slab-column connection loss in the region on
the corners caused by two openings of 200 mm x 200 mm adjacent
to the smallest side of the column, is less damaging to the failure
load than a single 400 mm x 400 mm opening adjacent to the col-
umn lowest side and located in the compressed edge. Regarding
SOUZA’s L10 slabs [24] (Vu = 189 kN, Mu = 83.0 kN.m, fc = 34.2
MPa, d =123 mm, p = 1.24 %), with two openings of 200 mm x 200
mm adjacent to the lowest side of the column, the L4 slab in this

study (Vu =137 kN, Mu = 59.0 kN.m, fc = 44.6 MPa, d = 123 mm, p
=1.20 %), with 400 mm x 400 mm opening adjacent to the smallest
side of the column and located in the compressed edge, showed
a 28 % lower failure load. Table 11 presents the characteristics of
mentioned slabs.

3.5.3 Concrete and flexural reinforcement deformations

It can be observed that such slabs in this study as in SOUZA’s
slabs [24] that the reinforcement flow was reached on several
points, mainly in the columns region, as expected. The discontinu-
ous flexural reinforcement bars (which ended in the opening) were
little solicited, indicating that these reinforcements are not effective
against bending and therefore punching. Concerning the concrete,
the largest deformation (compression) in L1 reference slab, with
no opening and with no applied moment, were observed near the
column center, perpendicularly directed to its longest side. For
slabs with applied flexural moment, the instrumented points on the

Figure 11 - Vertical displacements measured by D1 to D12 dial gauges in slab L1
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V. last failure load ; My last failure moment; P: general load used to compare load intensity on each
sample corner; 0: null load value representing the sample which received no load.
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load side, parallel to the moment direction, had the highest defor-
mations. Some strain gauges situated in the least loaded sides
showed that there was tension, and the most loaded sides showed
compression, indicating these slabs rotation.

4. Conclusions

EE

Regarding the failure load, it was confirmed through bibliography,
which refers to shear punching resistance reduction, against the mo-
ment transfer from the slab to the column (L2 slab without opening,
with applied moment, showed failure load 38% lower than L1 refer-
ence slab, without opening and without applied moment). In slabs with
openings, the moment transfer to the column led to a decrease in
resistance between 28% and 68%, relative to the L1 slab reference.
However, the worst situations regarding opening slabs resistance
loss, in slabs adjacent the column, and with moment transfer, occur
when the moment is towards the opening region, which is more fragile
and has the same volume of concrete to resist compressions in the
bottom layer of the slab. When the moment is not applied towards the
opening region, the failure load is very close, or even higher than a
slab without opening (with moment transfer), as comparison between
the slab L2 (V, = 266 kN, M, = 116.8 kN.m) with L3 slabs (V, = 250
kN, M, = 113.7 kN.m), with opening and moment applied in opposite
direction to the opening region, and L6 (V, = 305 kN, M, =65.8 kN.m),

identical to the previous slab. However, the moment was applied with
less intensity. Thus, based on test samples, flexural moment transfer
from the slab to the column is more damaging to the shear strength,
than opening adjacent to the column.

As for design rules, they must be safe and even conservative, es-
pecially about failure to slabs punching, fragile and no warning rup-
tures, comparison of experimental results in this study with rules
estimates showed that the rules requirements are not meeting
the desired security. The results were not satisfactory, some even
against the security, especially when the moment is applied to
the parallel direction of the column largest dimension towards the
opening region. As shown in Table 9, ACI-318: 2011 [1] showed
that the standard was more conservative, with arithmetic average
of relations tu / tr1 equal to 1.21, and EC2/2004 [12] was the clos-
est to experimental results, with arithmetic average of relations vu
/ vR,c equal to 1.06, for slabs with applied moment. Regarding
L1 reference slab, with no opening and no applied moment, all
rules mentioned showed estimates against the safety, according
to Table 10. The code that showed closest experimental result was
the ACI-318: 2011 [1] with respect V / V, equal to 0.92.
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Figure 13 - Cracking in slabs L1 and L4 to L7
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Figure 14 - Failure surfaces configuration in slabs L1 and L2
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Figure 15 - Failure surfaces configuration in slabs L1 and L2
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Abstract
[

The structural behavior and the ultimate punching shear resistance of internal reinforced concrete flat slab-column connections, with one hole adjacent
to the column, with or without flexural moment transfer of the slab to the column was investigated. Main variables were: the existence whether or not
hole, flexural reinforcement layout and ratio, the direction and sense of the moment transferred and the eccentricity of the load (M (moment transferred
to column) / V (shear)) ratio at the connection - 0,50 m or 0,25 m. Seven internal slab-column joining were tested and ultimate loads, cracking, deflec-
tions, concrete and reinforcement strains were analyzed. The existence of hole adjacent to the smaller column dimension, the hole dimension, flexural
reinforcement rate and placing, the variation of relation Mu/Vu in function of the load, and, than, of eccentricity of the load, influenced the slabs behavior
and rupture load. Test results were compared with the estimations from CEB-FIP/MC1990 [7], EC2/2004 [12], ACI-318:2011 [1] and NBR 6118:2007 [5].
ACI [1] and EC2 [12] presented most conservative estimates, although have presented some non conservative estimates. Brazilian NBR [5], even though
being partly based in EC2 [12], presented smaller conservative estimates and more non conservative estimates. A modification on all codes is proposed
for taking in account the moment caused by the eccentricity at the critical perimeter for slabs with holes.

Keywords: structures, flat slabs, reinforced concrete, punching shear, hole.

Resumo

Sao investigados o comportamento estrutural e a resisténcia Ultima a pungéo de ligagdes laje-pilar de regides internas das lajes lisas, com
um furo adjacente ao pilar, e com ou sem transferéncia de momento fletor da laje ao pilar. As principais variaveis foram: a existéncia ou néo
de furo, a taxa e a distribuicdo da armadura de flex@o, a direcdo e o sentido do momento transferido e a excentricidade de carga (relagéo
M(momento transferido ao pilar)/V(for¢a cortante)) na ligagéo, igual a 0,50 m ou 0,25 m. Foram ensaiadas 7 (sete) ligagcbes internas laje-pilar
e analisados os resultados das cargas ultimas, fissuragao, deslocamento vertical, deformagdes das armaduras de flexdo e do concreto. A
existéncia de furo adjacente ao menor lado do pilar, a taxa e a distribuicdo da armadura de flexdo, a variagéo da relagdo Mu/Vu em fungéo
do carregamento, e, por conseguinte, da excentricidade, influenciaram o comportamento e a carga de ruptura das lajes. Os resultados expe-
rimentais foram comparados com os estimados pelas normas: CEB-FIP/MC1990 [7], EC2/2004 [12], ACI-318:2011 [1] e NBR 6118:2007 [5].
O ACI [1] e 0 EC2 [12] apresentaram estimativas mais conservadoras, embora tenham apresentado algumas estimativas contra a seguranga.
A NBR 6118:2007 [5], apesar de baseada em parte no EC2 [12], apresentou estimativas menos conservadoras e com um numero maior de
estimativas contra a seguranga.

Palavras-chave: estruturas, laje lisa, concreto armado, pungéo, furo.
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Punching shear in reinforced flat slabs with hole adjacent to the column and moment transfer

1. Introducgao

EE

Lajes lisas, conforme a NBR 6118:2007 [4], s&o estruturas lamina-
res planas, horizontais, apoiadas diretamente sobre pilares. E um
sistema estrutural que aparece como alternativa para o sistema
convencional, em que as lajes sdo apoiadas em vigas. A auséncia
de vigas pode apresentar algumas vantagens, tais como: econo-
mia de férmas, diminuigdo do pé direito, aumento do nimero de

andares para prédios com limitagdo de cota e uma maior flexibili-
dade para o arranjo arquitetdnico. A adogéo de lajes lisas também
possibilita uma maior velocidade de execugéo dos painéis de laje,
0 que as torna mais econdmicas em comparagdo com o sistema
convencional, com vigas. Esta maior velocidade pode ser obtida
pela simplicidade construtiva, com facilidade na: execugao de for-
mas, com a redugdo de recorte devido a auséncia de vigas; no
corte, na dobra e na colocagao das armaduras; e na concretagem.

Figura 1 - Sistema de ensaio, vista superior e cortes (mm)
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(aplicagdo de carga) ‘ Viga de
Placa de distribuigao | distribuigéo
(120x200mm) Al w
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Uma desvantagem das lajes lisas é a possibilidade de uma ruptura
por puncionamento, para uma carga menor do que seria a car-
ga de ruptura por flexdo. A ruptura por puncionamento ocorre re-
pentinamente, com pequeno ou nenhum aviso, praticamente sem
apresentar ductilidade, podendo levar até a ocorréncia de colapso
progressivo (propagacao de uma ruptura ocorrida originalmente
em pequena parte da estrutura, na qual o dano resultante é des-
proporcionalmente maior que o original).

1.1 Justificativa

Apesar deste sistema estrutural (lajes lisas) ser amplamente utili-
zado, o estudo da pungdo é um assunto ainda nido perfeitamente
definido teoricamente. Os cddigos internacionais e a norma nacio-
nal abordam o assunto (pungéo) baseado em trabalhos empiricos,
sendo que os critérios adotados para o dimensionamento ndo séo
0s mesmos e as especificacdes de calculo apontadas sao frequen-
temente questionadas pelos estudiosos da area. As pesquisas ex-
perimentais sdo fundamentais no entendimento dos diversos pro-
blemas que envolvem a utilizagao deste tipo de sistema.

Varios trabalhos experimentais tém sido realizados no exterior e
no Brasil avaliando a resisténcia a pungao de lajes lisas de con-
creto armado e abordando varios aspectos tais como: cargas con-
centradas, existéncia de armadura de cisalhamento, pilares de
borda, existéncia de furos e de transferéncia de momentos, a citar
HANSON e HANSON [16], REGAN [20], TAKEYA [25], CARVA-
LHO [8], GOMES [13], PINTO [19], CORDOVIL [10], GOMES e
ANDRADE [15], SANTOS [22], DIAS [11], VARGAS [27], OLIVEI-
RA[17], ANDRADE [3], COELHO [9], REGAN [21], ANDRADE [2],
TRAUTWEIN [26], OLIVEIRA [18], BORGES [6], SOUZA [23] e
SOUZA [24]. Dentre estes estudos, destacamos a tese “Puncao
em Lajes Lisas de Concreto Armado com Furos Adjacentes ao Pi-

lar e Transferéncia de Momento” de SOUZA [24], na qual foi base-
ado o presente trabalho. Esta pesquisa contribui para a solugéo do
problema de pungao em lajes lisas com furos e com transferéncia
de momento fletor da laje ao pilar.

1.2 Revisao bibliogréfica
1.2.1 Regan [20]

REGAN [20] avaliou o efeito de furos, posicionados adjacentes a pila-
res, na resisténcia a pungao de lajes lisas e procurou minimizar a per-
da desta resisténcia com o uso de armadura de cisalhamento. Foram
ensaiadas oito lajes quadradas com lado de 2000 mm e espessura
de 160 mm, apoiadas no centro de um pilar de 250x150 mm. Foi apli-
cado um carregamento em oito pontos de carga, sendo dois em cada
extremidade da laje. Da pesquisa o autor concluiu que a armadura de
cisalhamento, colocada ao lado dos furos, pode ser altamente efetiva
para reestabelecer a resisténcia perdida devido ao furo.

1.2.2 Gomes e Andrade [15]

Com ensaios realizados em Furnas Centrais Elétricas S.A., em
Aparecida de Goiania, Goias, GOMES e ANDRADE [15] pesqui-
saram a influéncia da armadura de cisalhamento tipo “stud” na
resisténcia a puncgao de lajes lisas, com furos préximos a regido
do pilar, que simulavam a passagem de tubulacdes através das
lajes. Segundo os autores, os resultados apresentados neste tra-
balho mostraram que a existéncia de furos reduziu a resisténcia a
puncgéo de uma laje lisa de concreto armado. Entretanto, a utiliza-
¢do da armadura de cisalhamento na presenca de furos permitiu
a recuperacao de tal perda, mesmo em regides onde o concreto
existente era minimo.

Tabela 1 - Caracteristicas e cargas de ruptura das lajes de BORGES (6)

(a) laje sem furo - sem gancho de ancoragem;
(b) laje sem armadura de cisalhamento;
c,. c, —dimensdes do pilar (mm); d - altura Util da laje (mm); f. - resisténcia a compressdo do concreto (MPa);
p - taxa de armadura da laje (%); Gancho ancorag. - indica a existéncia ou ndo de gancho de ancoragem; V, - carga de
ruptura da laje;

F - um furo; FF - dois furos; S - sem acréscimo de barra, D - com acréscimo de barra; CG - com gancho de ancoragem; ACi
- armadura de cisalhamento do fipo "i”.

Pilar (mm) d f. [o)
c, c, (mm) (MPa) (%)
L45 200 600 154 40,5 1,28
LA5FS_CG 200 600 154 40,5 1,14
L45FD 200 600 154 41,4 1,38
L45FD_CG 200 600 154 39,0 1,38
L4A5FFS_CG 200 600 154 41,6 1,00
L45FFD 200 600 144 370 1,38
LASFFD_CG 200 600 164 40,6 1,24
LASFFD_AC 2 200 600 154 43,8 1,38
L45FFD_AC 3 200 600 154 39,6 1,38
LA5FFD_AC 4 200 600 154 43,2 1,38
L45FFD_AC 5 200 600 154 40,7 1,38

Qt. furo Gancho  Armadura cisalhamento \'A

' ancorag. gt cam. ¢ (mm) (kN)
0 N&o ) ) 798
1 Sim ©) ) 742
1 N&o ) ) 726
1 Sim (©) ©) 700
2 Sim ) ) 700
2 N&o () ) 635
2 Sim ) ©®) 800
2 N&o 4 10,0 1180
2 Ndo 3 8.0 1000
2 N&o 3 8.0 835
2 N&o 2 8.0 787
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1.2.3 Souza [24]

SOUZA [24] investigou conjuntamente o efeito da utilizagao de furos
adjacentes e a aplicagdo de momento fletor. Foram ensaiadas 19 la-
jes lisas quadradas com 2400 mm de lado e espessura de 150 mm,
ligadas monoliticamente a um tronco de pilar com 850 mm (300 mm
para cima e 400 mm para baixo) de altura com secao transversal re-
tangular de 200x500 mm. As lajes foram carregadas nas bordas, de

cima pra baixo. Entre as lajes, as principais caracteristicas que dife-
rem umas das outras s&o: quantidade, posicionamento e dimensdes
dos furos, a taxa e a distribuicdo da armadura de flexdo, a armadura
de cisalhamento e a excentricidade de carga (relagdo M(momento
transferido ao pilar)/V(forga cortante)) na ligagao laje-pilar. O sistema
de ensaio utilizado € mostrado na Figura 1. O autor concluiu que as
maiores perdas de resisténcia ocorreram para as lajes com um furo
adjacente ao menor lado do pilar e com a dimenséo adjacente do furo

Figura 2 - Modelos das lajes ensaiadas por BORGES (6) - mm
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maior que a dimensao do pilar (lajes L2, L3 e L4), que tiveram como
variavel a taxa e o posicionamento da armadura de flexdo. Também
observou que, para as lajes com momento aplicado, as piores situa-
¢Oes com relagao a perda de resisténcia, com furo adjacente ao pilar
e transferéncia de momento, ocorrem quando o momento esta no
sentido da regido com furo, que € mais fragil e ndo tem concreto para
resistir as compressdes presentes na camada inferior da placa que
sa@o aumentadas devido ao momento.

1.2.4 Borges [6]

BORGES [6] analisou experimentalmente vinte lajes lisas de concre-
to armado quadradas, com 3000 mm de lado e 200 mm de espessu-
ra, com o objetivo de investigar o comportamento de lajes com pilares
retangulares, com algumas relagdes entre os lados do pilar, furos e
armadura de cisalhamento. As caracteristicas e cargas de ruptura
das lajes ensaiadas sao apresentadas na Tabela 1. Na Figura 2 séo
apresentados os modelos das lajes ensaiadas por BORGES [6]. O
autor concluiu que a armadura de cisalhamento utilizada, constituida
de “studs”, posicionada de forma a envolver a armadura de flexdo
das lajes, apresentou um adequado desempenho, conduzindo a for-
magao de uma superficie de ruptura externa a regiao com armadura,
e que a resisténcia de lajes com furos e armadura de cisalhamento
pode atingir e até superar a resisténcia de lajes similares sem furos.
A utilizagdo de armadura de cisalhamento nas lajes com furos possi-
bilitou um aumento de até 86% em relagéo a laje similar com furos e
sem tal armadura, e, permitiu a laje alcangar resisténcia a pungéo, no
minimo, igual a da laje similar sem furo. Relatou, ainda, que a utiliza-
¢ao de barras adicionais de armadura de flexao na regido em torno
dos furos ndo provocou acréscimo de resisténcia ao puncionamento
das lajes, embora tenha conduzido a deslocamentos verticais seme-
Ihantes a laje de referéncia sem furo. E, os ganchos utilizados como
ancoragem da armadura principal de flexao, que foi interceptada pe-
los furos, néo alteraram as cargas de ruptura das lajes com furos.

1.2.5 Souza [23]

SOUZA [23] investigou o efeito da utilizagdo de furos adjacentes

ou distantes do pilar em oito lajes planas de concreto armado de
1800x1800x130 mm. As caracteristicas e as cargas de rupturas das
lajes séo apresentadas na Tabela 2. Em cada laje foram feitos dois
furos com dimensoes variadas, e foram situados em relagéo ao pilar
quadrado, com 150 mm de lado, conforme mostrado na Figura 3. Em
nenhuma laje foi utilizada armadura de cisalhamento. As cargas de
ruptura foram inversamente proporcionais as dimensées dos furos e
as distancias desses em relagéo ao pilar. O autor concluiu que furos
em lajes lisas de qualquer dimenséo situados préximos ao pilar re-
duzem significativamente a resisténcia ao puncionamento. Também
verificou que os furos estudados a uma distancia de 4d em relagéo a
superficie do pilar ndo influenciaram na carga e no modo de ruptura
a puncao. Em suas consideragdes finais, evidencia que mais estudos
devem ser realizados para uma conclusao mais clara sobre a influén-
cia de furos distantes do pilar na resisténcia a pungao.

1.2.6 Normas e especificagoes

Na tabela 3 sdo apresentadas, de forma resumida, as recomen-
dagdes de calculo para lajes lisas, com e sem furos, do Cédigo
Americano (ACI/318-2011 [1]), do Cadigo Europeu (EC2/2004
[12]), do Comité Euro-Internacional du Béton (CEB-FIP, 1990 [7]),
e da Norma Brasileira (NBR 6118:2007 [5]).

Na Tabela 4 sdo apresentados os perimetros de controle e suas
localizacdes para lajes lisas com furos, onde é feito um corte no
comprimento do perimetro de controle para lajes sem furos, a par-
tir de retas radiais partindo do centro do pilar em diregao aos furos.
Para o calculo das tensdes, foi considerada a area corresponden-
te ao perimetro de controle multiplicado pela altura util da laje (d).
Apenas o CEB-FIP/MC 1990 [7] ndo estipula em suas prescrigdes
o perimetro de controle a ser considerado quando ha a presenca
de furos.

2. Materiais e programa experimental
N

O programa experimental consistiu no ensaio até a ruptura de sete
lajes (L1 a L7) com o objetivo de investigar experimentalmente o
comportamento de liga¢des laje-pilar de regides internas de lajes

Tabela 2 - Caracteristicas e cargas de ruptura das lajes ensaiadas por SOUZA (23)

L1 355 1.27 1,46 1.36
L2 35,7 2,29 127 171
L3 36,0 177 1,52 1.64
L4 36,2 1.63 1.46 1.54
L5 31,9 2,23 0,83 1,36
L6 32,0 2,23 0,42 0,96
L7 32,1 171 143 1.56
L8 32,2 1,71 1,43 1,56

91 - - 274
90 150x150 0 205
89 150x150 180 275
91 1560x150 360 300
91 150x300 0 140
91 150x450 0 101

92 150x300 180 225
92 150x450 180 210

®_ disténcia entre os furos e as faces do pilar; f. - resistencia a compressdo do concreto (MPa); p, - taxa de armadura
na dire¢do horizontal (%); p, - taxa de armadura na dire¢do vertical (%); p = p, + p,; d - altura efetiva da laje (mm);
V, - carga Ultima de ruptura da lgje.
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lisas com um ou dois furos adjacentes ao pilar e com ou sem trans-
feréncia de momento fletor da laje para o pilar. Foram executados
dois padrdes geométricos, diferenciados pela existéncia ou néo de
furo, com as dimensdes de acordo com a Figura 4. As principais
variaveis envolvidas nesta investigacdao experimental foram: 1) a
existéncia ou ndo de furo; 2) a taxa e a distribuicdo da armadura
de flexdo; e 3) o carregamento, com diferentes transferéncias de
momento fletor da laje para o pilar.

O modelo 1, lajes L1 e L2, trata-se de uma laje maciga sem furo. Ja o
modelo 2 é composto por exemplares com um furo quadrado de 400
mm de lado adjacente ao menor lado do pilar, lajes L2 a L7, ligado
monoliticamente a um tronco de pilar protendido, de secéo retangular
com lados de 200 x 500 mm e com 850 mm de altura (300 mm aci-
ma da laje e 400 mm abaixo). Os modelos representam um modelo
discreto de laje lisa, simulando um trecho com momento negativo de
um pilar interno. Dessa forma, os pontos de aplicagdo de carga das

Figura 3 - Caracteristicas das lajes ensaiadas por SOUZA (23) - mm
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lajes testadas simulam os pontos de inflexdo das lajes, em escala real,
0 que sugere lajes com véo de aproximadamente 8 a 10 metros. O
modelo discreto representa localmente a regido do pilar e da laje a ser
analisada, adequado para analise isolada de pungéo, ndo abrangendo
os esforgos de membrana existentes num painel de laje. Referente ao
carregamento, 0 mesmo se deu conforme a Tabela 5. O carregamen-
to foi definido com base no trabalho de SOUZA [24] e teve o intuito
de simular a pungéo na regiéo préxima ao pilar, para lajes tanto com
simetria de carregamento quanto com a falta de simetria, transferin-
do momento fletor da laje para o pilar (descontinuidade de momento
fletor na laje) - problema frequentemente encontrado na engenharia
de projetos em lajes lisas (quando da existéncia de vaos diferentes
ou carregamentos diferenciados para cada lado do pilar) - e também
para estudar os efeitos da intensidade do momento aplicado. Com
vistas a estimular a transferéncia de momento fletor em determinado
sentido, a intensidade de carga aplicada era maior em um dos lados
da amostra. Na laje L4, por exemplo, foi aplicado um carregamento de-

signado como “2P”, o que equivale a dizer que o carregamento neste
canto da pega foi o dobro do aplicado nos demais cantos, exceto em
relagdo ao lado oposto, que nado teve carregamento (designado como
carregamento “0”). No entanto, o carregamento vertical total (soma da
carga aplicada nos quatro cantos da pega) foi 0 mesmo em todas as
lajes (“4P”). O carregamento era aplicado de cima para baixo por meio
de atuadores hidraulicos vazados, colocados sobre vigas metélicas de
distribuicao e estas apoiadas sobre placas de ago de 100 mm x 200
mm x 20 mm, fixadas sobre a laje, conforme a Figura 1. A Figura 5
mostra o carregamento suportado por cada placa de distribuicao para
as lajes: L1, sem transferéncia de momento, e L6, com transferéncia
de momento. A Figura 6 apresenta fotografias do sistema de ensaio
(laje L2). Os referidos atuadores foram ancorados em quatro tirantes
metdlicos, com 29 mm de diametro. Os tirantes atravessaram a laje e
as vigas metdlicas através de furos previamente executados e foram
ancorados na laje de reagéo. A reagdo ao carregamento ocorreu no
pilar central, ligado monoliticamente a laje. O pilar foi apoiado na sua

Lojes sem armadura de cisalhamento

v =017 1+[32 l,/fc'bod

L e
V. =033,/ bd

Onde:

(para todas as lgjes deste tabalho o= 40);

P1=p =, pX'py

Tabela 3 - Equacgées utilizadas no cdlculo da carga de ruptura de lajes lisas

(Equacdo 1) -

(Equacdo 2) -
(Equacdo 3) -

(Equacado 4) -
(Equacdo 5) -

£, \f
(Equacdo 6)  Fgy = 0,27(1 - %‘OJL“Cd (Equacdo 7)

* - fa carga de ruptura serd o menor valor apresentado na aplicacdo das equacoes;

f... f'. resisténcia caracteristica & compressdo do concreto (MPa);
B. : razdo entre o comprimento do maior lado sobre o menor lado do pilar;
o, : constante que assume os seguintes valores: 40 para pilares internos, 30 para pilares de borda e 20 para pilares de canto

v.: coeficiente de minoracdo igual a 1,4 para NBR 6118/2007 e 1,5 para EC2 (2004), mas por se tratar de uma verificagcdo de
resultados experimentais, ndo foi adotado nenhum coeficiente de seguranca (y.=1.0);

, toxa de armadura nas duas direcdes ortogonais, obtida utilizando uma largura igual a dimensdo do pilar
mais “3d” para cada um dos lados (ou até a borda da lgje, se esta estiver mais proxima).

Verificagto do esmagamento da diagonal comprimida do concrefo

C
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CEB - FIP (1990)

Tabela 4 - Perimetros de controle com a existéncia de furos

Normas Perimetros de controle

b, — perimetro de controle
ACI-31 para lajes com furos
(ggﬁ )8 distantes até 10h (h=altura
S U total da laje) do centro
2‘ T do pilar.
> Furo
bo

Se |,>l,, adotar:

L ='\/E

EC2
(2004) u, — perimetro de controle
para lajes com furos
distantes até 6d da face
do pilar.
<8d
C, C' - perimetros de
NBR 6118 controle para lajes com
(2007) furos distantes até 8d da
’\\ face do pilar.
Furo

Obs.: a NBR 6118/2007 ndo prevé a diminuicdo no perimetro critico C, quando hé a presenca de furos.

parte inferior sobre um bloco de concreto armado de formato cubico,
com arestas de 600 mm. O bloco foi inserido para facilitar o desloca-
mento embaixo da laje e teve a fungéo de transmitir a reagéo da pega
de ensaio a laje de reagado. Devido ao momento transferido, foi decidi-
da pela introdugéo de protensao no pilar a fim de prevenir a rotagao e,
também, simular o carregamento do pilar. A protensao foi efetuada por
um atuador hidraulico vazado, com capacidade de 1500 kN, apoiado
numa caixa metalica de protensdo (ago SAC1045). Este atuador foi
ancorado por um tirante, com 44 mm de didmetro, que atravessava
a caixa metalica de protensao, o pilar e o bloco (furo encamisado por
tubos de ago no pilar e no bloco).

As armaduras de flexdo negativa foram compostas por malhas
ortogonais, com barras de 12,5 mm de didmetro, e posicionadas
préximas ao bordo superior das lajes (cobrimento de 15 mm). As
Figuras 7 e 8 mostram as armaduras de flex&o utilizadas nos mo-
delos 1 e 2, respectivamente.

A armadura de flexdo positiva utilizada no modelo 1 foi composta

por uma malha ortogonal com 10 barras de 6,3 mm de diametro,
nas duas diregdes, espagadas a cada 24 cm, conforme é mos-
trado na Figura 9. Ja para as amostras do modelo 2, as barras
que coincidiram com a posigao do furo foram cortadas para que o
mesmo fosse inserido, ndo havendo reposi¢éo de barras, como é
mostrado na Figura 9.

O aco utilizado foi do tipo CA-50 e CA-60. Para obtengéo das pro-
priedades mecanicas desse material, foram ensaiadas amostras
conforme NBR 6152 (1992) [4]. A Tabela 6 apresenta as caracte-
risticas (propriedades mecanicas) dos agos ensaiados.

O concreto utilizado foi o0 auto-adensavel (CAA), dosado para atin-
gir 30 MPa de resisténcia caracteristica a compressao. A Tabela 7
apresenta a proporgao dos materiais utilizados para produgao de
um metro cubico de concreto.

As lajes foram moldadas em formas metdlicas. Em cada forma foi
encaixado um tubo metalico, com 830 mm de comprimento e 75
mm de didmetro, no centro do pilar, para posterior passagem do
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tirante central; e quatro tubos metalicos retangulares com medidas
externas de 60 mm x 100 mm, para posterior passagem dos tiran-
tes laterais. Para a moldagem das lajes com furos, foram feitos
moldes com Poliestireno Expandido (isopor). A Figura 10 mostra
as fotografias da forma metdlica e da armadura antes da concre-
tagem para laje L7 e das lajes L1 e L2 moldadas. Apds inicio da
pega do concreto, foi colocada agua sobre as lajes e estas foram
cobertas por lonas plasticas durante 7 (sete) dias. A agua foi re-

abastecida duas vezes por dia, durante os trés primeiros dias, e
uma vez nos dias remanescentes.

3. Resultados
T
3.1 Deslocamento vertical

Nas Figuras 11 e 12 sdo apresentados os graficos de Desloca-

Figura 4 - Caracteristicas geométricas das lajes ensaiadas - Modelos 1 e 2
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Punching shear in reinforced flat slabs with hole adjacent to the column and moment transfer

mento vertical x Posicdo em relagdo ao centro da laje, em cada
eixo, dos defletdmetros instalados nas lajes L1 (sem furo e sem
momento aplicado) e L3 (com furo e com momento aplicado na di-
recao paralela ao maior lado do pilar). Na laje L1, o comportamen-
to da laje nas duas diregbes foi simétrico, com pouca variagao em
relagéo ao previsto. Na laje L3, houve rotagéo na diregdo WE onde
os deslocamentos nos lados foram contrarios, porém, em W houve
deslocamento para baixo e em E para cima. Os deslocamentos
maximos em W foram superiores, em média, 2,1 vezes os des-
locamentos maximos em E. Isto ocorreu devido ao carregamento
aplicado, que foi de intensidade “2P” em W, ao passo que o lado
oposto (E) ndo recebeu carregamento. Na direcdo NS, os desloca-
mentos maximos em N foram ligeiramente superiores, maiores em
0,07 mm na carga de 25 kN e, na carga de 200 kN, em 1,01 mm.

3.2 Carga e modo de ruptura

Todas as lajes romperam por pungéo. Na Tabela 8 é apresentado
um resumo das principais caracteristicas das lajes e suas cargas
de ruptura.

Alaje L2 (V, =266 kN, M, = 116,8 kN.m), sem furo e com momento
aplicado paralelo ao maior lado do pilar, teve perda de 38% em
relagéo a laje L1 (laje de referéncia). Esta reducdo da carga de
ruptura ocorreu devido a transferéncia de momento fletor da laje
para o pilar naquela amostra.

Ainfluéncia do momento na diminuigdo da resisténcia ao cisalhamen-
to também pdde ser verificada na comparacéo entre as lajes L4 e L5.
Ambas tiveram momento aplicado paralelo ao maior lado do pilar e
no sentido do furo de 400x400 mm. A diferenga entre os modelos foi
a intensidade do momento aplicado, que foi maior na laje L4. Como
resultado, esta ultima apresentou perda de 68% em relagao a laje de
referéncia, enquanto que na laje L5 a perda foi menor, 50%.

Comparando-se as lajes com furos e com transferéncia de mo-
mento (L3 a L7) com a laje L2, sem furo e com transferéncia de
momento, observou-se que a redugado do perimetro da ligacao
laje-pilar (devido a existéncia de furo adjacente) nao resulta em
perda de carga se o momento fletor ndo estiver aplicado no sen-
tido do furo. As lajes L2 (V, = 266 kN, M, = 116,8 kN.m) e L3 (V,
=250 kN, M, = 113,7 kN.m), apesar da existéncia de furo nesta
Ultima, apresentaram cargas de ruptura bastante proximas. Inte-
ressante observar ainda que, quando a intensidade do momento
aplicado foi reduzida na laje com furo, Laje L6 (V, = 305 kN, M, =
65,8 kN.m), resultou em uma carga de ruptura inclusive superior a
da laje L2, sem furo. Isto indica que a transferéncia de momento
fletor da laje para o pilar é mais prejudicial para a resisténcia ao
cisalhamento que a existéncia de furo adjacente ao pilar.

3.3 Fissuragdo e superficie de ruptura

Nas lajes L1 e L2, as fissuras radiais iniciaram no pilar. Nas lajes

Tabela 5 - Carregamento das lajes L1 a L7

SEM FURO
o L1
z
500
g S
=
=
& | |
SEM FURO COM 1 FURO 400X400 mm
o
Z L2 L3 L4 L5 L6 L7
E P P P P P 1,5P
S a0
= (U 2 pJof o o oe|jose T Dise [1sp T D<ose | P X P
2
@) P P P P P 0,5P

(P): carga genérica utilizada para comparar a intensidade da aplicagcdo de carga em cada canto da amostra.
(0): carga de valor nulo que representa o lado da amostra que ndo recebeu carragamento.

450
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L3, L6 e L7, tais fissuras iniciaram, ao mesmo tempo, no pilar e
nos vértices dos furos. Nas lajes L4 e L5, as fissuras radiais ini-
ciaram nos vértices dos furos. Estas fissuras se ampliaram em
direcdo as bordas das lajes. Posteriormente ou no mesmo car-
regamento surgiram as fissuras circunferenciais. O panorama de
fissuragao das lajes € mostrado na Figura 13.

As superficies de ruptura, das lajes L1 a L7, surgiram na face supe-
rior da laje (face tracionada) e se estendeu em dire¢éo da jungéo da

laje com o pilar, na face inferior da laje (face comprimida), formando
inclinagdes variadas, que originaram o “cone” de pungao. Nas lajes
com furo, foi possivel ver a formacgéo da superficie de ruptura atra-
vés do mesmo. A inclinagéo da superficie de ruptura em relagéo a
face inferior na laje L1 variou entre 31° e 53°. Na laje L2 as superfi-
cies de ruptura se desenvolveram com inclinagées que variaram de
27° a 85°. Na laje L3, essa variacao foi de 26° a 32°. Nas lajes L4
a L7 as variagdes foram de, respectivamente, 22° a 67°, 24° a 41°,

Figura 5 - Carregamento das lajes L1 e L6 (dimensGes em mm)

. 2400 .
1 il
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17°a 36° e 2°a41°. As Figuras 14 e 15 apresentam a configuragao
das superficies de ruptura para as lajes L1 a L4.

3.4 Comparacgao entre os resultados experimentais
e os tedricos

As cargas estimadas pelas normas admitem a resisténcia do con-
creto para a data do ensaio como igual a resisténcia caracteristica

do concreto (fck = fc). Por se tratar de uma verificagéo de resultados
experimentais, ndo foi adotado nenhum coeficiente de seguranca.

Os resultados estimados por algumas normas mostram-se infe-
riores aos encontrados experimentalmente. E valido lembrar que
nesta pesquisa as lajes foram submetidas apenas aos esforgos de
puncao e transferéncia de momento, sendo que os codigos tém o
compromisso de prever muitas outras condigdes nao incluidas nos
ensaios e que podem vir a ocorrer numa situacéo real, tais como:

Células de

Carga ‘

Vigas

. ]
Metalicas

T

o

Figura 6 - Fotografias do sistema de ensaio (Laje L2)

Atuador

Hidraulico
i' (1500kN) .

N

Atuador Hidraulico
(300kN)
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Figura 7 - Armadura de flexdo das lajes sem furo (modelo 1): L1 e L2 (medidas em cm)
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Figura 8 - Armadura de flexdo das lajes com furo (modelo 2): L3 a L7 (medidas em cm)
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Figura 9 - Armadura Positiva das lajes sem furo (modelo 1 - L1 e L2)
e das lajes com furo (modelo 2 - L3 a L7 (cm)

= IR - j
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Sem Furo
lajes L1 e L2

K

10 $ 6.3 ¢/ 24cm - comp.=230cm
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Modelo 2
Com Furo

lajes L3 al.7

10 ¢ 6.3 ¢/ 24cm - comp.=230cm

nas duas dire¢des

*barras cortadas no furo 2 barras
comp.=92cm
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Lote Didmetro f, f, E,
(mm) (MPa) (MPa) (mm/m) (GPa)
1 6.3 649 766 22 273
2 6.3 673 807 29 213
1 12,5 595 739 2,7 200
2 12,5 623 770 24 205
3 12,5 583 710 24 236
1 16,0 595 739 2,7 200

Tabela 6 - Propriedades mecdanicas dos acos utilizados

Utilizagdo das barras

Armadura inferior de flexdo e estribos do pilar da Iaje L4
Armadura inferior de flexdo e estribos
do pilardas lajes L1 a L3 e L5 a L7
Armadura superior de flexdo da laje L4
Armadura superior de flexdo das lajes L1 a L3
Armadura superior de flexdo das lajes L5 a L7
Armadura longitudinal dos pilares de todas as lajes

existéncia de eventuais cargas concentradas assimétricas nas
proximidades do pilar, forcas horizontais, fissuragao nas primeiras
idades do concreto, acréscimo de flechas devido a manutengao de
cargas por um longo periodo, condigdes desfavoraveis de cargas
de construgdo devido a reescoramento, equipamentos pesados,
entre outros. Na Figura 16 é apresentada graficamente a compa-
ragao entre relagdes “carga experimental” / “carga estimada” (laje
L1) e “tensdo experimental” / “tensédo estimada” (lajes L2 a L7),
sendo que a “carga estimada” e a “tensdo estimada” foram obtidas
com a utilizagado das normas estudadas.

O CEB-FIP/MC1990 [7] nao traz especificacdes sobre a utilizagéo
de furos em lajes lisas. Em razao disto, a carga de ruptura foi cal-
culada apenas para as lajes L1 e L2.

A NBR 6118:2007 [5], assim como as demais normas apresentaram
resultados contra a seguranga para a laje L1 (laje de referéncia),
sendo que a norma americana, ACI-318:2011 [1], foi a que mais se
aproximou do resultado experimental. Para a laje L2, sem furo, as
estimativas das normas estiveram proximas das obtidas experimen-
talmente. A NBR 6118:2007 [5] teve relagéo “tensao experimental” /
“tensdo estimada” igual a 0,97. O ACI-318:2011 [1] foi a norma que se
mostrou mais conservadora: apresentou “tensdo experimental” supe-
rior a “tens&o estimada” em 25%. Para as lajes L3 e L6, ambas com
momento aplicado no sentido oposto ao furo, todas as normas apre-
sentaram estimativas a favor da seguranga, com destaque para o
ACI-318:2011 [1] e 0 EC2/2004 [12], que apresentaram os resultados
mais conservadores, com as relagdes “tensdo experimental” / “tenséo
estimada” variando entre 1,26 e 1,54. Para a NBR 6118:2007 [5] esta
relagao variou entre 1,10 e 1,28. Nas lajes L4 e L5, ambas com mo-
mento aplicado no sentido do furo, a maioria das normas apresentou
estimativa contra a seguranga, inclusive a NBR 6118:2007 [5], com
relagdes “tensao experimental” / “tensdo estimada” variando entre
0,66 e 0,68. A Unica excecéo foi 0 ACI-318:2011 [1], que apresentou
resultado a favor da seguranga para a laje L4. Na laje L7, apenas o
ACI-318:2011 [1] apresentou resultado a favor da seguranca (relagéo
“tensé@o experimental” / “tensdo estimada” igual a 1,17), apesar de
que a estimativa do EC2/2004 [12] esteve bastante préxima do resul-
tado experimental (relagéo “tensdo experimental” / “tenséo estimada”
igual a 0,97). Para a mesma laje, a NBR 6118:2007 [5] apresentou
relagéo de 0,84, portanto contra a seguranga.

3.5 Comparagao entre os resultados experimentais
e os resultados de SOUZA [24]

3.5.1 Deslocamento vertical

O padrao de comportamento dos deslocamentos verticais das la-

jes dos presente trabalho foi semelhante ao das lajes de SOUZA
[24], sendo verificadas as seguintes situagdes: 1) a presenca de
furos conduziu a um aumento dos deslocamentos verticais nas
regides dos furos; 2) na direcdo em que foi aplicado o0 momento,
houve rotagéo e o lado mais carregado se deslocou no sentido
da aplicagéo da carga, enquanto o bordo oposto se deslocou em
sentido contrario ao da aplicagéo da carga; 3) a diregéo na qual
nao foi aplicado o momento, os deslocamentos apresentados por
todas as lajes foram semelhantes aos obtidos na laje de referéncia
L1, sem furo e sem momento; 4) nas lajes com furo e momento
aplicado paralelo ao maior lado do pilar, a existéncia de furo néo
implicou em grandes diferengas de deslocamentos no lado com
furo, em relagao a laje sem furo com momento aplicado na mes-
ma direcao; 5) laje com furo e com momento aplicado paralelo ao
menor lado do pilar € a que apresenta maiores deslocamentos na
borda mais carregada. A provavel causa seria a inércia da ligagao
laje-pilar, sendo esta inferior na diregéo paralela ao menor lado
do pilar.

3.5.2 Carga de ruptura
A laje L6 do presente trabalho (Vu = 305 kN, Mu = 65,8 kN.m, fc

= 45,6 MPa, d = 124 mm, p = 1,19%), com furo de 400x400 mm
adjacente ao menor lado do pilar e situado na borda tracionada,

Tabela 7 - Composicdo do concreto
por m’

Material Peso (kg)

Cimento (CPII F32) 405
Areia natural 410
(dimensdo mdxima de 4,8 mm)
Areia artificial 270
(dimensdo mdéxima de 4,8 mm)
Brita O 510
(dimensdo maxima de 12,5 mm)
Brita 1 510
(dimensdo maxima de 19,0 mm)
Agua 200

Aditivo superplastificante - 2,43 litros
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com momento aplicado na dire¢ao paralela ao maior lado do pilar, pilar e situado na borda comprimida, com momento aplicado na
teve carga de ruptura bastante préxima da laje L12 de SOUZA  diregéo paralela ao maior lado do pilar. Isto significa que um furo
[24] (Vu = 319 kN, Mu = 74,4 kN.m, fc = 37,8 MPa, d = 123 mm, p  de 200x200 mm adjacente ao menor lado do pilar e comprimido
= 1,48%), com furo de 200x200 mm adjacente ao menor lado do  pelo momento aplicado pode ser téo prejudicial para a carga de

Figura 10 - Fotografias da armadura colocada na forma metdlica
(Laje L7) e das lajes L1 e L2 moldadas
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ruptura quanto um furo de 400x400 mm adjacente ao menor lado
pilar e tracionado pelo momento aplicado, para as variaveis utili-
zadas nesta pesquisa. Ressalta-se que todas as lajes de SOUZA
[24] apresentam caracteristicas geométricas idénticas as lajes do
presente trabalho, apenas variando a dimensao (200x200 mm,
200x300 mm ou 400x400 mm) e a localizacao (paralelo ao maior
ou menor lado do pilar) dos furos.

Para lajes com momento de ruptura aplicado paralelo ao menor
lado do pilar, a utilizagdo de dois furos de 300x200 mm adjacente
ao maior lado do pilar € menos prejudicial para a carga de ruptura
que um furo de 400x400 mm adjacente ao menor lado pilar. Foi
observada uma perda de carga de 20% da laje L7 do presente tra-
balho (Vu =260 kN, Mu = 44,5 kN.m, fc = 46,8 MPa, d = 121 mm, p
=1,24%) em relagdo a laje L18 de SOUZA [24] (Vu = 322 kN, Mu =
53,1 kN.m, fc = 37,3 MPa, d = 126 mm, p = 1,05%), com dois furos
de 300x200 mm adjacentes ao maior lado do pilar.

Para lajes com momento de ruptura aplicado paralelo ao maior
lado do pilar, a perda de parte da regiao de ligagao laje-pilar nos

vértices, provocada por dois furos de 200x200 mm adjacentes ao
menor lado do pilar, € menos prejudicial para a carga de ruptura
que um unico furo de 400x400 mm adjacente ao menor lado do
pilar e localizado na borda comprimida. Em relagdo a laje L10 de
SOUZA [24] (Vu = 189 kN, Mu = 83,0 kN.m, fc = 34,2 MPa, d =
123 mm, p = 1,24%), com dois furos de 200x200 mm adjacentes
ao menor lado do pilar, a laje L4 do presente trabalho (Vu = 137
kN, Mu = 59,0 kN.m, fc = 44,6 MPa, d = 123 mm, p = 1,20%), com
furo de 400x400 mm adjacente ao menor lado do pilar e situado
na borda comprimida, apresentou carga de ruptura 28% inferior.

A Tabela 11 apresenta as caracteristicas das lajes acima referidas.

3.5.3 Deformacgoes das armaduras de flexdo e do concreto

Pode ser observado tanto nas lajes do presente trabalho quanto
nas lajes de SOUZA [24] que o escoamento da armadura foi al-
cangado em varios pontos, principalmente na regiao dos pilares,
como esperado. As barras da armadura de flexdao descontinuas

Figura 11 - Deslocamentos verticais medidos pelos deflectometros D1 a D12 na laje L1
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(que terminavam no furo) foram pouco solicitadas, indicando que
essas armaduras ndo sao efetivas quanto ao combate a flexdo
e, por conseguinte, a pungéo. Referente ao concreto, as maiores
deformagdes (de compressao) na laje de referéncia L1, sem furo
e sem momento aplicado, foram observadas proximas ao centro
do pilar, na diregdo perpendicular ao maior lado deste. Para as
lajes com momento fletor aplicado, os pontos instrumentados no
lado mais carregado, paralelos a diregdo do momento, tiveram as
maiores deformagdes. Alguns extensdmetros, que estavam situa-
dos nos lados menos carregados, indicaram que houve tragdo e
nos lados mais carregados indicaram compresséao, evidenciando
a rotacao destas lajes.

5. Conclusdes
[
Quanto a carga de ruptura, confirmou-se a bibliografia no que se

refere a redugéo da resisténcia ao puncionamento em face da
transferéncia de momento da laje para o pilar (a laje L2, sem furo e

com momento aplicado, apresentou carga de ruptura 38% menor
que a laje de referéncia L1, sem furo e sem momento aplicado).
Nas lajes com furos, a transferéncia de momento para o pilar levou
a um decréscimo de resisténcia entre 28% e 68%, em relacdo a
laje de referéncia L1. No entanto, as piores situagdes com relacao
a perda de resisténcia nas lajes com furo adjacente ao pilar e com
transferéncia de momento ocorrem quando o momento esta no
sentido da regido do furo, que é mais fragil e ndo tem o mesmo
volume de concreto para resistir as compressoes presentes na ca-
mada inferior da placa. Quando o momento n&o esta aplicado no
sentido da regido do furo a carga de ruptura é bastante préxima,
ou até mesmo superior a de uma laje sem furo (com transferéncia
de momento), conforme a comparagéo entre a laje L2 (V, = 266
kN, M, = 116,8 kN.m) com as lajes L3 (V, = 250 kN, M, = 113,7
kN.m), com furo e com momento aplicado no sentido contrario a
regido do furo, e L6 (V, = 305 kN, M, = 65,8 kN.m), idéntica a laje
anterior, porém o momento foi aplicado com menor intensidade.
Assim, com base nas amostras ensaiadas, a transferéncia de mo-

Figura 12 - Deslocamentos verticais medidos pelos deflectémetros D1 a D12 na laje L3
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mento fletor da laje para o pilar € mais prejudicial para a resistén-
cia ao cisalhamento que a existéncia de furo adjacente ao pilar.

Quanto as normas de projeto, partindo do principio de que es-
tas devem ser seguras e até certo ponto conservadoras, princi-
palmente em se tratando de ruptura a puncéo de lajes, rupturas
frageis e sem aviso, a comparacéo dos resultados experimentais
obtidos nesta pesquisa com as estimativas das normas mostrou
que as prescrigdes das normas nao estéo apresentando a segu-

ranga almejada. Os resultados ndo foram satisfatérios, alguns in-
clusive contra a seguranga, principalmente quando o momento &
aplicado na diregao paralela a maior dimenséo do pilar, no sentido
da regido do furo. Conforme mostra a Tabela 9, o ACI-318:2011
[1] foi a norma que mostrou maior conservadorismo, com média
aritmética das relagdes tu/tr1 igual a 1,21, e 0 EC2/2004 [12] foi 0
que mais se aproximou dos resultados experimentais, com média
aritmética das relagdes vu/vR,c igual a 1,06, para as lajes com

€ carregam.

Tabela 8 - Caracteristicas e cargas de ruptura das lajes

Geometria V, M,
(KN.m)

(kN)

426 1,00

266 116.8 0,440 0.62

250 13,7 0,455 0,59

137 59.0 0,430 0,32

0,5P—{1,5P

213 270 0127 0,50

P

1,5PC—{0,5P

P

305 65,8 0,216 0,72

P

P —XP

1,5P

257 41,0 0,160 0,60

0,5P

f. : resisténcia & compressdo do concreto na data do ensaio; d: altura Gfil da lgje; p: taxa de armadurg; V,: carga difima de
ruptura; M, momento Ulfimo de ruptura; e, excentricidade de carga (relacdo M, /V,). P: carga genérica utilizada para

Laje f. Furo d p

(MPa) (mm) (mm) (%)
L1 44,7 - 120 122
L2 44,1 - 122 119
L3 42,8 4003(400 125 1,17
L4 44,6 400)]( 400 123 1.20
L5 44,5 400)]( 400 122 1,22
L6 45,6 400)](400 124 119
L7 46,8 4003(400 121 1,24

comparar a intensidade da aplicacdo de carga em cada canto da amostra.
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momento aplicado. Em relagdo a laje de referéncia L1, sem furo @, Agradecimentos

e sem momento aplicado, todas as normas citadas apresentaram IR

estimativas contra a seguranga, conforme a Tabela 10. Anorma Qg autores agradecem ao CNPq e a Capes pelo apoio finan-
que mostrou resultado mais préximo do experimental foi o ACl-  ¢gijro. Eles também agradecem as empresas Carlos Campos
318:2011 [1], com relagdo V /V ., igual a 0,92. Consultoria Limitada e Realmix Concreto Limitada por terem

calc

Figura 13 - Fissura¢cdo nas lajes L1 e L4 a L7
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Figura 14 - Configuracdo das superficies de ruptura das lajes L1 e L2
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Figura 15 - Configuracao das superficies de ruptura das lajes L3 e L4
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Tabela 9 - Comparacdo entre as relagcoes tensdo experimental e tensdo
estimada pelas normas, para as lajes L2 a L7, com transferéncia de momento

Y M CEB EC2 ACI -318 NBR 6118
(kN) (KN.m) 1990 (7) 2004 (12) 2011 (1) 2007 (5)

Tl Te Vol Vee Vol Vuan) Tl Ty
L2 266 116,8 0.98 112 1.25 097
L3 250 13,7 - 1,47 1,54 1,28
L4 137 59,0 - 0,79 1,04 0,68
L5 213 270 = 0,77 093 0,66
L6 305 65,8 - 1,26 1,34 1,10
L7 260 44,5 = 0,97 117 0,84
Média - 1,06 1,21 092
Desvio padrdo = 027 0,22 024
Coef. var. (%) - 26,0 17.9 26,2

V,: carga dltima de ruptura; M,: momento dlfimo de ruptura; 1, v,: tensdo experimental de ruptura; t,: fensdo de ruptura
estimada pelo CEB-FIP/MC1990 (7) e pela NBR 6118:2007 (5); v,.: tfensdo de ruptura estimada pelo EC2/2004 (12); v, : fensdo
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V,: carga ultima de ruptura; V... carga dltima de ruptura estimada pelo CEB-FIP/MC1990 (7), EC2/2004 (12), ACI-318:2011 (1) e
NBR 6118:2007 (5).
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Abstract
[

Conformity control of concrete is part of a range of control and standard methods which must be employed in all construction work to assure
its compliance with quality requirements. The compressive strength of the concrete is considered as a random variable that must be controlled
by standardized sampling and testing in order to ensure the structural safety. Therefore, the use of a large amount of compressive strength test
results of concretes with similar characteristics has been seen as an important tool in the assessment of current standard norms. This paper de-
scribes an analysis based on the conformity control used in large port construction works which have recently been carried out in the Rio Grande
Port, located in Rio Grande, RS, Brazil. Statistical analyses were performed and acceptance tests of the product were conducted. They were
based on the acceptance criteria of different methodologies from different continents and showed the variations that can occur in the results of
the conformity testing, depending on the adopted model. It is worth mentioning that the concrete used in port construction works in the region has
been in accordance with current Brazilian norms.

Keywords: concrete, port structures, compressive strength conformity control.

Resumo
[

O controle tecnolégico do concreto faz parte de uma gama de controles e métodos normalizados que devem ser empregados em todas as obras
para a garantia da conformidade deste produto, visto que a resisténcia a compressao do concreto é considerada uma variavel aleatéria que deve
ser controlada através de amostragem e realizagéo de ensaios padronizados, podendo assim, garantir a seguranca da estrutura. Neste sentido,
o uso de uma grande quantidade de resultados de controle tecnoldgico de concreto com caracteristicas similares apresenta-se como uma im-
portante ferramenta no processo de afericdo das normas técnicas vigentes. O presente trabalho apresenta uma analise com base no controle
tecnologico presente em grandes obras portudrias ocorridas nos ultimos anos no Porto do Rio Grande, na cidade de Rio Grande - RS. Foram
realizadas analises estatisticas e de aceitagdo do produto, com base nos critérios de aceitagéo de distintas metodologias de diferentes continen-
tes, mostrando as variagdes que podem ocorrer nos resultados dos testes de conformidade dependendo do modelo adotado. Verificou-se que a
construgdo das obras portuarias em concreto na regido esta em conformidade com as normas brasileiras vigentes.
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1. Introduction

EE—

The seaport located in Rio Grande, in Rio Grande do Sul state,
is one of the busiest ports in Brazil. This seaport has eight pri-
vately managed terminals that operate with containers, bulk grain
commodities (mainly soybean and wheat), oil, petrochemicals and
fertilizers. There are also shipyards for the construction and reno-
vation of oil exploration platforms.

In order to meet market requirements, much construction work
has recently been carried out in the port area to improve technical
characteristics of navigability, increase its ability to receive loads,
reduce time spent to load/unload containerized cargo and carry
out a diversification of trading activities, as well. Current construc-
tion work comprises the enlargement of the Barra do Rio Grande
Breakwater and of the container terminal, besides the construction
of the Rio Grande Shipyard.

The enlargement of the Barra do Rio Grande Breakwater, with
the use of tetrapods, aimed at the improvement of the technical
characteristics of the access channel by deepening it; hence, the
possibility of increasing the total cargo at the Rio Grande Port. The
enlargement of the container terminal led to higher speed in load-
ing and unloading operations. The bottom slab of the dry dock is an
important part of the Rio Grande Shipyard ERG1, a major maritime
installation whose main purpose is the construction, conversion
and repair of offshore units for the oil industry.

The main structures of these construction projects were made of
concrete. Therefore, the objective of this paper is to describe the
statistical analyses of the results of the acceptance control of the
concrete used for the manufacturing of tetrapods at the Barra do
Rio Grande Breakwater, the concrete piles in the container termi-
nal and the bottom slab in the shipyard dry dock.

Common characteristics of the concrete mixes used for these three
construction projects are the compressive strength of 40 MPa at 28
days, the use of specialized concrete production plants in compli-
ance with ABNT NBR 7212 (2012) and the use of rigorous quality

Figure 1 - Installation of the tetrapods
in the construction site of Barra

do Rio Grande breakwaters expansion
project (Source: Migliorini, 2011)

control during preparation, launching, curing, molding and testing
of specimens up to their final acceptance. Type A preparation con-
dition was used in all cases. The concrete of the dry dock bot-
tom slab and of the tetrapods is classified as exposed to class IV
of environmental aggression. The concrete used for the piles of
the container pier was considered to meet the specifications to be
classified as class IV in compliance with ABNT NBR 6118 (2007).
These characteristics were adopted because of the high risk of
concrete deterioration since the construction sites are near the At-
lantic Ocean.

1.1 The Barra do Rio Grande Breakwater
construction project

The Barra do Rio Grande Breakwater was built in order to ensure
the navigability of the Rio Grande Access Channel and maintain
its characteristics, especially its depth. The breakwater comprises
two parallel marine structures which protect the entrance of the
channel that takes to the Rio Grande Port: the west jetty is located
on Cassino Beach, in Rio Grande, and the east one is located in
Sao José do Norte.

The first construction project, which used irregular natural stones,
was completed in 1915. Its enlargement was carried out from 2001
to 2011, with precast concrete blocks weighing 8 and 12.5 tons,
called tetrapods, besides natural stones.

Both west and east jetties have been enlarged for 350 and 700
meters, respectively, with about 1.361.000 cubic meters of rock
and 12.090 units of tetrapods. The concrete blocks are formed by
the intersection geometry of four truncated cones which, according
to Migliorini (2011), are simply juxtaposed. They overlap and form
almost regular and relatively compact structures.

Figure [1] illustrates the assembly of tetrapods during their instal-
lation on site. This paper describes the statistical analyses of the
data of the 8 ton concrete tetrapods with the following mix: 418 kg/
m? cement, additive Glenium 51 ® and Metacaulim (pozzolan) in
the proportion of 30 kg/m? .

1.2 Berth lll of Rio Grande Container Terminal
construction project

With the construction of the third berth section, the container ter-
minal was 900 meters in length, and could handle three vessels
simultaneously from 2008 on. At the same period, the installation
of more equipment has made it possible to achieve the goal of
reducing the time that vessels spend in the terminal by increasing
handling capacity and the flow of containerized goods.

The pier structures were made of reinforced concrete, mostly pre-
cast, divided into precast prestressed piles and precast structural
elements. According to Gireli (2007), the former have hollow a cir-
cular cross section, with an inner diameter of 50 cm and an outer
diameter of 80 cm, and 48 meters in length. The precast pier ele-
ments have a 1 cross section. In this study, only the database
of precast prestressed piles will be used. The ones used in the
container terminal are shown in Figure [2].

The concrete used for molding the piles had the following mix
specifications: pozzolanic Portland cement of domestic manufac-
turing (CP-32 RS-1V) in the ratio of 400 kg/m*® and water-cement
ratio of 0.40. This cement is resistant to sulfates and complies with
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Figure 2 - Piles of the pier (Source: FURG)

A )

the specifications of the Brazilian norms ABNT NBR 5736 (1991).
Crushed stone and natural sand were used as coarse and fine
aggregates, respectively. Superplasticizer Glenium ® 51 was also
employed in the concrete mix.

1.3 Dry dock bottom slab construction project

Despite the need for high investment, a dry dock is one of the main
parts of a shipyard not only because it makes the addition of blocks
to the vessel easy, but also because it is placed on a horizontal
plane and allows docking for post-release repairs (Favarin, 2011).
The dry dock of the Rio Grande Shipyard interconnects directly
to the Patos Lagoon. Its base is situated 13.80 meters below the
water level. The dock is drained during the activities of construction
and assembly. However, when vessels need to move in or out, it is
flooded so that they may be floated in or out.

The dimensions of the bottom slab are 350.00 meters in length,
133.00 meters in width and from 0.56 to 1.00 meter in thickness.
These dimensions demanded casting to be performed in parts.
According to Larrossa et al. (2011), “ due to its large size, the
concrete bottom slab was executed in stages, i. e., with concrete
panels; therefore, the occurrence of construction joints, which are
pre-programmed and mostly impermeable, is inevitable.”

The concrete was made with Uruguayan cement ANCAP (in the ra-
tio of 380 kg/m?), strength class C40, with high similarity to the clas-
sification of normal cement Portland CP |, ABNT NBR 5732 (1991).
The aggregates (coarse and fine ones) came from Pelotas, RS. The
polyfunctional additive RheoTec ® 418 and silica fume were also
added to the concrete mix. Figure [3] shows this structure.

1.4 Justification

Considered as a basic requirement in any structural design of re-
inforced or prestressed concrete, the compressive strength is the
most common property used as a criterion for material acceptance.
However, the compressive strength of concrete is characterized
as a random variable with a probability distribution that is a func-
tion of material characteristics, the production process, placement,

and others. The inherent variation in acceptance tests of concrete,
especially compressive strength, makes it fundamental to use sta-
tistical methods for its proper analysis.

This paper describes analyses based on the acceptance control
used in large port construction work that has been carried out at
the Rio Grande Port, located in Rio Grande, RS, in recent years.
Acceptance criteria of different methodologies used in different
continents were tested; they show the variations that can occur in
the results of compliance tests depending on the adopted model.
In addition, efforts that are currently made in the construction in-
dustry regarding concrete production in order to meet Brazilian
norms are also described.

2. Methodology
EE

The study of concrete quality control was carried out by statistical

Figura 3 - Aerial view of the Rio Grande
dry dock yard - ERG1
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Excellent

Very good

Table 1 - Quality of the concrete according to coefficient of variation for fck > 34.5 MPa (ACI 214, 2002)

Coefficient of variation for different control standards (%)

Good Reasonable

Test in the work <700 7.00 - 9.00 9.00 - 11.00 11.00 - 14.00 >14.00
Laborafory tests < 3.50 3.50-4.50 450-550 5.50-7.00 >7.00
analysis of the compression test results of specimens at 28 days of ~ where:

age. According to Azevedo and Diniz (2008 ), it is a well-known fact
that the compressive strength of concrete depends on the level of
quality control exerted in all stages of concrete production. During
the analysis, sample specimens are collected along the time of the
production process in order to verify if changes and improvement
are required to comply with established norms.

In this study, a statistical analysis of the concrete specimen com-
pressive strength was performed by determining its mean value,
standard deviation, coefficient of variation, Shewhart control chart
and the validity of Normal and Lognormal probability distributions
by the Kolmogorov-Smirnov goodness-of-fit test.

To check the concrete production quality, the acceptance criteria
of the Brazilian (ABNT NBR 12655, 2006), American (ACI 318,
2011) and European norms (EN 206-1, 2000) were applied to the
three construction sites.

2.1 Mean value

The mean value of the compressive strength of a concrete lot is
very important since it is used to calculate the estimated strength
parameter (f,) and, consequently, to verify concrete acceptance or
rejection parameters. It is calculated by Equation [1].

=L 0

where:

W f_ is the mean value of the concrete compressive strength of
the lot (MPa);

B f is the compressive strength of the test specimen, (MPa);

B n is the number of test specimens.

2.2 Standard derivation

The standard deviation is a suitable measure of the dispersion of
the concrete strength in relation to its mean value, playing an im-
portant role in most statistical methods (WALPOLE et al., 2009). It
is calculated by Equation [2].

@

B s is the standard deviation of the production lot (MPa);

B f_ is the mean value of the concrete compressive strength of
the lot (MPa);

B f is the compressive strength of the test specimen, (MPa);

B n is the number of test specimens.

2.3 Coefficient of variation

The coefficient of variation (CV) measures the degree of disper-
sion in the data analysis, indicating the quality control of the pro-
duction process. The lower the value of this parameter, the closer
to the mean value the results will be and the better the concrete
quality will be. It is obtained by Equation [3].

S
CV=—.100 (3)

cm

Where:

B CV is the coefficient of variation (%);

B s is the standard deviation of the production lot (MPa);

B f_ is the mean value of the concrete compressive strength of
the lot (MPa).

ACI 214 (2002) provides a standardized scale to assess the quality

of the concrete based on the coefficient of variation, as shown in

Table [1].

2.4 Shewhart control charts

The Shewhart control charts were developed by physicist Walter A.
Shewhart in 1924 in order to visually show the occurrence of un-
usual values and trends in the results. This methodology provides
information on the production process that must be interpreted
for decision making, thus reducing the risk of non-compliance in
the final product. Control limits calculated from the data and alert
thresholds based on the variation of the production process are
used (HARRISSON and GIBB, 2010).

The chart consists of various horizontal lines. A center line (CL) is
the reference value of the monitored characteristic. Lines that rep-
resent the upper control limit (UCL), the lower control limit (LCL),
the upper warning limit (UWL) and the lower warning limit (LWL)
may be added. Table [2] shows the calculation of bounds.

2.5 The normal probability distribution

The normal distribution is the most important distribution in
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Table 2 - Control and warning limits for
formulation of Shewhart control charts

Limit Identification Equation
Line center LC fon
Upper control limit UCL fo,*+ 38
Lower control limif LCL f.-35
Upper warning limit UwWL fo.+25s
Lower warning limit LWL f.-28

probability and statistics (WALPOLE et al., 2009). It is represented
by a bell-shaped normal curve which adequately describes many
phenomena that occur in nature.

According to Devore (2006), the mathematical equation for the
probability distribution of the normal variable depends on two pa-
rameters, mean and standard deviation. The probability density
function of the normal distribution is given by Equation [4].

1 2
1 6‘2672-()“”)

f(x;u,c):‘/%.

,—00 < X < +oo (4)

where:
W 17 =3.14159....;
M e=271828..;

B p = mean value;
B o = standard deviation.

2.6 The lognormal distribution

The lognormal probability distribution is the distribution of a ran-
dom variable whose logarithm follows normal distribution. This
model has no symmetry in relation to the mean value of the re-
sults. This probability distribution has been studied as an alterna-
tive to the model proposed by Gauss when it does not provide ad-
equate fitness to the results. The lognormal distribution is given
by Equation [5].

e-%(lmgl)z, 0<x<8

2 =
% (%) VZntx

A=E(Inx) <5)
&=1/Var(Inx)

The Kolmogorov-Smirnov goodness-of-fit test, for a 95% level of
significance, was used in this study to determine which one of
both distribution models, normal or lognormal, has the better fit-
ness to the values of compressive strength test results (MAGA-
LHAES, 2009).

2.7 Acceptance of concrete in agreement with
ABNT NBR 12655 (2006)

Brazilian norm NBR 12655:2006 specifies the tests and meth-
odologies for the control and acceptance of concrete; ABNT
NM 67 (1996) requires the consistency test whereas ABNT
NBR 5739 (2007) recommends the compressive strength test.
Lots of concrete cylinders are formed by “n” samples depend-
ing on the sampling method to be used: the partial sampling
method or the total sampling method. This lot of concrete cyl-
inders will represent the concrete volume to be analyzed. The
samples consist of two (02) cylinders and the highest of both
values obtained by the compressive test is considered the
strength of the sample. For the acceptance of the concrete lot
in both methods, f must be higher than the f_ specified in

ck,est

the structural design.

2.7.1 Concrete statistical control by partial sampling (f..,")

The number of cylinders to be molded depends on the mini-

mum requirements for the concrete class; for concrete group

| (up to C50), at least six (06) pairs. The calculation equa-

tions are different, depending on the number of samples, as

follows.

a) if the number of samples “n” is such that 6 < n <20,
the estimated characteristic strength is determined by
Equation [6]

fuu 22D e ©

Where:

H m=n/2;

m f,f,.., f arethe strength values of the specimens arranged in
ascending order.

The value of fck.est must not be lower than W_f,, adopting the ¥,

coefficient in agreement with the values shown in Table [3] and

depending on the kind of concrete preparation and the number of

samples in the lot.

Condition

of preparation

A 0.82 0.86 0.89 0.91

0.92

Table 3 - Values of W6 according to ABNT NBR 12655 (2006)

Number of samples in the lot

7 8 14
0.95 0.97 0.99 1.00 1.02

0.94
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Number “n” of test results of

Production

Initial
Continuous 215

Table 4 - Acceptance of concrete according to EN 206-1 (2000)

compressive sirength in the group  oyerqge of “n” results (f..) MPa  Any individual fest result ¢f,)MPa

Criteria 1 Criteria 2

Zfcl<+4

>f, +148s

>f - 4,00
>f, - 400

b) When the number of elements exceeds twenty, n = 20, the
estimated characteristic strength is given by Equation [7]:

f;k,estl =Jem — 1’65'S (7)

2.7.2 Concrete statistical control by total sampling (fck‘estz)

Samples are taken from all concrete lots. There are two possibili-

ties for the determination of the estimated characteristic strength.

a) If the number of samples is lower than twenty (n < 20), the value
of the estimated characteristic strength is equal to the lowest
strength of all test specimens.

b) If n > 20, test results are arranged in ascending order and the
estimated value of the characteristic strength is equal to the
strength value that represents the fifth percentile.

2.8 Acceptance of concrete in agreement with
ACI 318 (2011)

American norm AClI COMMITTEE 318 (2011) specifies the rou-
tine sampling and manufacturing of molded cylinders that must be
cured and tested in standardized procedures. Equations [8] and [9]
are used to calculate the estimated compressive strength of con-
crete with f, =2 35 MPa. The original American notation has been
changed to provide better understanding for Brazilian readers.

f‘cm = fn"k,est4 +1’34S (8)

f;m = 0790'f‘ck,ey4 + 2’ 33S (9)

Where f, __*is the lowest value calculated by both equations.

ck.est

2.9 Acceptance of concrete in agreement with
EN 206-1 (2000)

European norms recommend the use of compressive tests and
require the analysis of the results collected from individuals or from

the average of test results of two or more specimens of a sample

produced and tested at the same age. The acceptance of concrete

is evaluated by two criteria in the test specimens at the same age:

a) Groups of “n” results of consecutive tests of mean compressive
strength of concrete (f ), with or without overlapping (Criterion 1);

b) Each individual test result of concrete compressive strength (f )
(Criterion 2).

The f__%is calculated in accordance with the criteria adopted in

ck,est

Table [4].
3. Results and discussion
E——

3.1 Data base

In the case of the concrete used in the 8 ton tetrapods, divided into
14 lots, test results were compiled from 05/24/2008 to 12/26/2008,
as shown in Table [5 (b)].

The concrete used in the piles of the pier was produced from
06/09/2006 to 02/27/2007; data were grouped into five lots for
analysis, as shown in Table [6].

In the case of the concrete of the bottom slab, specimens were
molded from 11/27/2008 to 10/11/2009 and tests were carried out
from December 2008 to December 2009. The data were organized
into thirteen lots, as shown in Table [7 (b)].

3.2 Statistical analysis

Following the classification of ACI-214 (2002), the coefficients
of variation of concrete are mostly classified into excellent, very
good or good whereas a few lots are considered reasonable. The
analysis which employed Shewhart charts shows points out of the
warning limits, although there are some points outside the control
limits in the three data groups. The last six lots (lots 9-14) of the tet-
rapod concrete had the highest mean values, i.e., higher values for
the central parameter of the graphs, resulting in higher values for
the control and warning limits. Lot 10 was the only set of samples
that did not exceed any limit. Control limits were exceeded in eight
cases by 1.299, about 0.62 %, while the alert limits were exceeded
by 38 points, resulting in 2.93 %.

The concrete of the piles of the container terminal showed two
cases of 327 points, about 0.61%, beyond the control limits, while
the upper warning limit was surpassed by eleven points, resulting
in 3.36%. Lot 5 did not have values above or below the limits, while
the others had different characteristics; lot 4 surpassed the lower
control limit and lot 2 surpassed the higher control limit.
Regarding the compressive test results of specimens of the dry
dock bottom slab, totaling 4871 samples, seven points exceeded
the upper limit in five lots (one point in lots 4, 7 and 10; two points
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Data
Fortnight 1 2 6 7
Period 05/24/08 06/09/08 06/25/08 07/11/08 07/27/08 08/12/08 08/28/08
06/08/08 06/24/08 07/10/08 07/26/08 08/11/08 08/27/08 09/12/08
n 33 33 63 167 262 122 131
s (MPa) 2.50 226 504 594 4.42 3.48 4.02
CV (%) 5.79 532 11.26 11.97 9.05 6.79 8.59
f.., (MPa) 43.09 42.47 44.76 49.63 48.84 51.32 46.84
fooy (MPQ) 38.97 38.74 36.45 39.83 41.55 45.57 40.20
f s (MPQ) 40.00 40.20 40.00 41.37 41.25 46.73 41.63
f o (MPQ) 39.74 39.44 36.69 39.77 42.83 46.65 41.45
f oo (MPQ) 39.39 39.12 37.31 40.84 42.30 46.16 40.89

Fortnight 8 9 10 12 13 14

09/13/08 09/29/08 10/15/08 10/31/08 11/16/08 12/02/08 12/18/08

Fetiod 09/28/08 10/14/08 10/30/08 11/15/08 12/01/08 12/17/08 12/26/08

s (MPa) 3.23 526 5.56 3.95 4.08 5.51 4.42

CV (%) 6.85 9.42 9.89 702 733 9.70 6.84
f., (MPa) 47.14 55.83 56.23 56.25 55.59 56.84 64.55
f oo (MPQ) 41.82 47.15 4706 49.73 48.87 47.74 5727
frer (MPQ) 42.65 48.89 46.98 50.51 48.10 48.38 56.30
freq (MPQ) 42.82 48.42 48.08 50.95 50.13 48.88 58.64
f s (MPQ) 42.37 48.05 48.00 50.40 49.56 48.68 58.02

Data
Month 1 2 4 )
Period 10/09/06 11/10/06 12/11/06 01/10/07 02/12/07
11/06/06 12/07/06 01/08/07 02/01/07 02/27/07
s (MPa) 2.90 4.40 3.82 1.87 2.08
CV (%) 5.17 7.86 653 3.02 3.50
£, (MPa) 56.13 55.99 58.56 61.89 59.50
fms,‘ (MPa) 51.34 48.72 52.25 58.81 56.07
fes (MPQ) 51.44 51.44 53.48 59.21 55.77
f oo (MPQ) 52.24 50.09 53.44 59.39 56.71
f o (MPQ) 51.83 49.47 52.90 59.13 56.42

474 IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3



M. C. LARROSSA | M. V.REAL | C.R.R.DIAS | F.C. MAGALHAES

Table 7 (a e b) - Datas of concrete bottom slab (a-lots 1 ao 7 e b - lots 8 ao 13)

Data
Month 1 2 K) 4 ) 6 7
Period dec/08 jan/09 feb/09 mar/09 apr/09 may/09 jun/09

n 35 130 106 162 364 441 593

s (MPa) 2.58 4.88 5.00 559 3.82 3.69 3.25
CV (%) 4.34 9.50 9.42 11.39 7.59 7.53 6.70
f... (MPa) 59.45 51.33 53.03 48.55 50.39 49.07 48.52
fckes,‘ (MPa) 55.19 43.28 44.79 39.42 44,08 4298 43.16
fckef (MPa) 55.20 4220 43.50 40.80 44.70 43.30 42.80
f o (MPQ) 56.00 44.40 45.99 39.62 4527 44.12 44.16
fckes,s (MPa) 55.63 4411 45.64 40.36 4473 43.61 43.71

Data
Month 12
Period nov/09
n 158 414 609 892 807 160
s (MPa) 4.66 393 435 3.40 3.76 4.09
CV (%) 8.84 7.48 8.83 7.10 7.84 8.88
f.. (MPa) 52.79 52.52 49.26 4798 4795 46.02
fres (MPQ) 45,09 46.04 42,08 42.36 41.75 39.27
f s (MPQ) 4570 44.80 4220 42.10 42.00 40.60
freq (MPQ) 46.54 4725 4343 43.42 4291 40.54
f s (MPQ) 45.89 46.70 42.82 4294 42.39 39.97

Table 8 - Results of Kolmogorov-Smirnov test for concrete tetrapods

Number of S Maximum difference . o
: (MPq) D (0.05; n) Decision

copies (n) Normal Lognormal
1 33 2.50 0.1087 0.1033 0.2367 Lognormal
2 33 226 0.1009 0.1104 0.2367 Normall
3 63 504 0.1582 0.1512 0.1713 Lognormal
4 167 594 0.0495 0.0746 0.1052 Normall
5 262 442 0.1029 0.1164 0.0840 -
6 122 3.48 0.0496 0.0571 0.1231 Normall
7 131 4.02 0.1287 0.1135 0.1188 Lognormal
8 72 3.23 0.0868 0.0750 0.1603 Lognormal
9 90 5.26 0.0994 0.0857 0.1434 Lognormal
10 74 5.56 0.0739 0.0832 0.1581 Normal
1 68 3.95 0.0746 0.0720 0.1649 Lognormal
12 84 4.08 0.0819 0.0945 0.1484 Normall
13 75 5.51 0.0855 0.0699 0.1570 Lognormal
14 25 442 0.1873 0.1987 0.2720 Normall
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in lots 5 and 8) and one point was beyond the lowest limit (lot
13), representing 0.14%. The alert limits were surpassed by ap-
proximately 3.16% of the specimens. Figures [4], [5], [6], [7] and
[8] show the Shewhart charts for the lots of concrete under study.
In general, both normal and lognormal distributions have shown

good fitness to the values of the concrete compressive strength.
The data had a few lots that did not fit satisfactorily into any of
the distributions, but, when the probability distribution failed in the
goodness-of-fit test, the other got the same result. Therefore, both
models could represent the data properly. In the case of most of

Figure 4 - Lots 1-8: the Shewhart chart for the data of tetrapods
Shewhart - lot 1 (tetrapods) Shewhart - lot 2 (tetrapods)
60 60
50 50
40 40 _M
30 - 30
1368 T7T91M13151T1921232527293133 135 79111315171921232527293133
Number Number
—+—{c28 (MPa) ——UCL (MPa) =——UWL (MP3) || «#=fc28(MPa) «==UCL(MPa) ==—=UWL (MPa)
——LC (MPa) ——LWL (MPa) ——LCL (MPa) || =—LC (MPa) =——LWL (MPa) =—LCL (MPa)
Shewhart - lot 3 (tetrapods) Shewhart - lot 4 (tetrapods)
65 = 90
55 - - 70 "
- be\d Vi 50
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—1c28 (MPa) UCL (MPa) UWL (MPa) —4—fc28 (MPa) —UCL (MPa) —UWL (MPa)
—LC (MPa) ——LWL (MPa) ——LCL (MPa) || =—LC (MPa) ——LWL (MPa) ——LCL (MPa)
Shewhart - lot 5 (tetrapods) Shewhart - lot 6 (tetrapods)
65 T —
1
55
45 -
30 ' 35
TeROLRBRCRTBBBEELRR || T CUNR8985ISRENFSOR
Number Number
—4—{c28 (MPa) ——UCL (MPa) =———UWL (MPa) | | =—#=—fc28(MPa) =———UCL (MPa) =——UWL (MPa)
=LC (MPa) =——LWL (MPa) =——LCL (MPa) =—LC (MPa) =——LWL (MPa) =——LCL (MPa)
Shewhart - lot 7 (tetrapods) Shewhart - lot 8 (tetrapods)
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the lots, maximum difference values are lower than the limit value
D (0.05, n). Tables [8], [9] and [10] show the results of the good-
ness-of-fit test to the concrete tests for the tetrapods, the piles of
the container pier and the dry dock bottom slab, respectively.

3.3 Analysis of the acceptance criteria

As specified by the Brazilian norms, the construction projects un-
der study had strict quality control in their construction stages. Dur-
ing the construction of the tetrapods and the dry dock bottom slab,
total sampling control was applied, while for the concrete used in
the container pier piles, partial sampling was used, in agreement
with ABNT NBR 12655:2006, for the concrete at 28 days.

Regarding the acceptance criterion of Brazilian, North American and
European norms, data showed that, for the bottom slab, two of the
lots would not comply. Lot 4 would comply neither with ABNT NBR

12655 (2006), the criterion for partial sampling, not with ACI 318
(2011) whereas Lot 13 would comply neither with ABNT NBR 12655
(2006), the criterion for partial sampling, nor with EN 206-1 (2000).
Concerning data on tetrapods, Brazilian (method of partial sam-
pling), North American and European norms would show non-
conformities in four lots. Lots 1, 2, 3 and 4 would comply neither
with ABNT NBR 12655 (2006) (partial sampling) nor with ACI 318
(2011). Lots 1, 2 and 3 would not comply with recommendations
issued by EN 206-1 (2000).

The concrete lots of the container terminal piles complied with the
three norms under analysis with good margin of safety.

Figures [9], [10] and [11] show that the strength values estimated
by ACI 318 (2011) resulted in higher values than the ones issued
by other norms, followed by EN 206-1 (2000) and, then, by ABNT
NBR 12655 (2006), when the total sampling method is used. It can
be explained by the fact that this methodology shows differences in

Figure 5 - Lots 9-14 the Shewhart chart for the data of tetrapods
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the definition of f_,, by comparison with the Brazilian and European
models. For the composition of the equations of ACI 318 (2011), 9
% of the values may be lower than the value of f ,, unlikely other
norms that consider lower values of 7% and 5 % for EN 206-1
(2000) and ABNT NBR 12655 (2006), respectively.

The statistical analysis showed that all the concretes under study,
the dry dock bottom slab, the tetrapods, the container terminal piles
met the quality requirements for the compressive strength recom-
mended by Brazilian norms at all stages of the production process.

4. Conclusions
E——

The analyses of the coefficient of variation of the concrete lots
show that good quality control was adopted during the production
process and that all lots were accepted.

The application of the Shewhart control charts clearly showed the

sensitivity of this methodology to detect small changes in the re-
sults during the production process . Due to the simplicity of its
implementation, this type of control chart can be used not only to
control many processes but also to help find changes in product
characteristics and verify non-conformities .

To check the acceptance criteria of the norms under study, all 32
lots in three construction projects complied with ABNT NBR 12655
(2006), total sampling criteria , f, 2 The five lots of concrete of
the container terminal piles were also completely accepted for the
criterion of partial sampling f,, .,", the criterion actually used during
the manufacturing process of the concrete.

The criterion for partial sampling by ABNT NBR 12655 (2006)
proved to be the strictest one, leading to the rejection of some
lots used in the concrete bottom slab and tetrapods whereas
ACI 318 (2011) was less strict than the other norms. The crite-

ria of the European norm are at an intermediate level between the

Figure 6 - Lots 1-5 the Shewhart chart for the data of piles
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Figure 7 - Lots 1-8 the Shewhart chart for the data of bottom slab
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Figure 8 - Lots 9-13 the Shewhart chart for the data of bottom slab
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Figure 9 - Strength values estimated by
ANBT NBR 12655 (2006), ACI 318 (2011)
e EN 206-1 (2000) of concrete bottom slab
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Figure 10 - Strength values estimated by
ANBT NBR 12655 (2006), ACI 318 (2011)
e EN 206-1 (2000) of concrete tetrapods
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Table 9 - Results of Kolmogorov-Smirnov test for piles of the pier

Maximum difference

Number of S

D (0.05; n) Decision

copies (n) (MPa)

Normal Lognormal

OO WON —~

39
72
81
99
36

2.90
4.40
3.82
1.87
2.08

0.1123
0.2195
0.1220
0.1025
0.2310

0.1032
0.2041
0.1152
0.0995
0.2366

0.2178
0.1603
0.1511

0.1367
0.2267

Lognormal
Lognormal
Lognormal

Table 10 - Results of Kolmogorov-Smirnov test of concrete bottom slab

Number of S Maximum difference . o
. (MPa) D (0.05; n) Decision

copies (n) Normal Lognormal
1 35 2.58 0.0801 0.0838 0.2299 Normal
2 130 4.88 0.0387 0.0458 0.1193 Normal
3 106 5.00 0.0568 0.0556 0.1321 Lognormal
4 162 859 0.0671 0.0668 0.1069 Lognormal
5 364 3.82 0.0617 0.0474 0.0713 Lognormal
6 441 3.69 0.0402 0.0370 0.0648 Lognormal
7 593 3.25 0.0384 0.0517 0.0558 Normal
8 158 4.66 0.0739 0.0578 0.1082 Lognormal
9 414 3.93 0.0696 0.0722 0.0668 -
10 609 435 0.0261 0.0279 0.0551 Normal
11 892 3.40 0.0504 0.0531 0.0455 -
12 807 3.76 0.0541 0.0540 0.0479 =
13 160 4.09 0.0582 0.0627 0.1075 Normal

American and Brazilian norms. Even though the application of the
European and the American acceptance criteria resulted in the re-
jection of some lots, the other values obtained for the estimated
concrete compressive strength were higher than those estimated
by the criteria of the Brazilian norm.

Figure 11 - Strength values estimated by ANBT
NBR 12655 (2006), ACI 318 (2011)
e EN 206-1 (2000) of concrete piles
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This study showed the strict control of the concrete produced
and used in the structures of the dry dock bottom slab at the Rio
Grande Shipyard ERGH1, tetrapods used to enlarge the Barra do
Rio Grande Breakwater and the piles of third berth on the pier of
the Rio Grande Container Terminal. This control contributed to the
acceptance of these structures, not only assuring reliability and
safety but also generating a database with a large number of ex-
perimental results to prove the potential compressive strength of
the concrete of these construction projects.
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Abstract
[

Conformity control of concrete is part of a range of control and standard methods which must be employed in all construction work to assure
its compliance with quality requirements. The compressive strength of the concrete is considered as a random variable that must be controlled
by standardized sampling and testing in order to ensure the structural safety. Therefore, the use of a large amount of compressive strength test
results of concretes with similar characteristics has been seen as an important tool in the assessment of current standard norms. This paper de-
scribes an analysis based on the conformity control used in large port construction works which have recently been carried out in the Rio Grande
Port, located in Rio Grande, RS, Brazil. Statistical analyses were performed and acceptance tests of the product were conducted. They were
based on the acceptance criteria of different methodologies from different continents and showed the variations that can occur in the results of
the conformity testing, depending on the adopted model. It is worth mentioning that the concrete used in port construction works in the region has
been in accordance with current Brazilian norms.

Keywords: concrete, port structures, compressive strength conformity control.

Resumo
[

O controle tecnoldgico do concreto faz parte de uma gama de controles e métodos normalizados que devem ser empregados em todas as obras
para a garantia da conformidade deste produto, visto que a resisténcia a compresséao do concreto é considerada uma variavel aleatoria que deve
ser controlada através de amostragem e realizagéo de ensaios padronizados, podendo assim, garantir a seguranca da estrutura. Neste sentido,
o uso de uma grande quantidade de resultados de controle tecnoldgico de concreto com caracteristicas similares apresenta-se como uma im-
portante ferramenta no processo de afericdo das normas técnicas vigentes. O presente trabalho apresenta uma analise com base no controle
tecnologico presente em grandes obras portudrias ocorridas nos ultimos anos no Porto do Rio Grande, na cidade de Rio Grande - RS. Foram
realizadas andlises estatisticas e de aceitagdo do produto, com base nos critérios de aceitacdo de distintas metodologias de diferentes continen-
tes, mostrando as variagdes que podem ocorrer nos resultados dos testes de conformidade dependendo do modelo adotado. Verificou-se que a
construgao das obras portuarias em concreto na regido estd em conformidade com as normas brasileiras vigentes.
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1. Introducgao

EE—

O porto maritimo localizado na cidade de Rio Grande, no Rio
Grande do Sul, € um dos portos com maior atividade no Brasil.
Possui oito terminais de administragéo privados, especializados
nas cargas que operam contéineres, granéis agricolas, petrolife-
ras, petroquimicas e fertilizantes. Abrigando também, estaleiros
destinados a construcdo e/ou reforma de plataformas de explora-
¢ao de petrdleo.

Visando o atendimento ao mercado consumidor neste porto foram
realizadas obras para a melhora das suas caracteristicas técnicas
de navegabilidade, aumento da sua capacidade de recebimento/
saida de cargas, redugédo do tempo de parada de navios para a
descarga da carga conteinerizada e, também, a diversificagao das
atividades executadas na area portuaria. Dentre estas obras fo-
ram realizadas a ampliagdo dos molhes da Barra, a ampliagéo do
cais do terminal de contéineres e o estaleiro Rio Grande.

A ampliagdo dos molhes, com a utilizagdo de tetrapodes, teve
como objetivo a melhora das caracteristicas técnicas do canal de
acesso, possibilitando o aprofundamento da Barra e, por conse-
quéncia, a possibilidade de aumento da carga transportada pelos
navios que chegam ou saem do porto de Rio Grande.

Enquanto que a ampliagao do cais do terminal de contéineres tem
como objetivo o aumento da sua capacidade de carga/descarga
e melhorar a agilidade na movimentagdo das mercadorias com
consequente reducdo do tempo de permanéncia dos navios no
terminal.

Ja a obra da laje de fundo do dique seco é parte importante de um
grandioso empreendimento, que € o estaleiro Rio Grande-ERG1,
que tem como finalidade principal de construgédo, converséo e re-
paro de unidades maritimas para a industria de petréleo. O dique
seco é um dos principais ativos do estaleiro, pois permite a mon-
tagem de grandes embarcacdes/navios/plataformas facilitando o
acesso dos blocos a embarcacgéo e permitindo as docagens para
corregdes pods-langamento.

Figura 1 - Montagem dos tetrdpodes
da obra de ampliagdo dos molhes
da Barra de Rio Grande
(fonte: Migliorini, 2011)

Sendo as principais estruturas destas obras executadas em con-
creto este artigo apresenta a andlise dos resultados obtidos do
vasto controle tecnoldgico deste produto. Os dados foram ana-
lisados sob os aspectos estatisticos e de controle de aceitacdo
dos resultados do rompimento de corpos de prova de concreto
das obras de ampliagdo dos molhes (fabricagdo dos tetrapodes);
concreto empregado nas estacas do berco Il do cais do terminal
de contéineres e da laje de fundo do dique seco do estaleiro.
Como semelhanga nas caracteristicas dos concretos tem-se a re-
sisténcia caracteristica a compresséo de 40,00 MPa aos 28 (vinte
e oito) dias, utilizacdo de usinas de concreto especializadas na
atividade que atenderam a ABNT NBR 7212 (2012), emprego de
rigoroso controle de qualidade durante o preparo, o langamento,
a cura, a moldagem e os ensaios dos corpos de prova até a sua
aceitagao final. Bem como, o emprego da condigao de preparo
do tipo A. Os concretos da laje de fundo do dique e tetrapodes
sao classificados com classe de agressividade ambiental IV e, os
concretos das estacas do cais foram considerados, por atender as
especificagdes minimas da classificagéo, também, como classe IV
de acordo com a ABNT NBR 6118 (2007). Caracteristicas estas
adotadas devido o elevado risco de deterioragao das estruturas,
visto que foram instaladas/executadas as margens da Laguna dos
Patos e do Oceano Atlantico.

1.1 Obra de ampliagao dos molhes da Barra
de Rio Grande

Os molhes da Barra foram construidos com a fungéo de garantir
a navegabilidade do canal de acesso de Rio Grande, mantendo
as caracteristicas do canal sem alteragdes constantes provocadas
pela agdo das aguas e reduzir o assoreamento do canal. Cada
molhe compde uma lateral do canal de acesso ao Porto de Rio
Grande, o molhe oeste no lado do Cassino e o molhe leste no lado
de Séo José do Norte.

A primeira obra para a sua construgao foi concluida em 1915 na qual
foram utilizadas pedras naturais irregulares em granito. Ja a sua am-
pliagéo, foi executada no periodo de 2001 a 2011, com o empregado,
além das pedras naturais, blocos pré-moldadas em concreto com
peso de 8,00 e 12,50 toneladas, chamadas de tetrapodes.

Os molhes leste e oeste foram estendidos em 350,00 e 700,00 me-
tros, respectivamente, com a utilizagao de cerca de 1.361.000,00
metros cubicos de pedra e 12.090,00 unidades de tetrapodes. Os
blocos em concreto tém a geometria formada pela intersecgéo de
quatro troncos de cone e, conforme Migliorini (2011) séo simples-
mente justapostos, encaixados e sobrepostos uns aos outros, for-
mando estruturas mais ou menos regulares e relativamente com-
pactadas ao longo de diques portuarios e obras costeiras.

A figura [1] ilustra a montagem dos tetrapodes durante a sua ins-
talagé@o na obra.

Neste artigo é apresentada apenas a andlise com os dados do
concreto dos tetrapodes de 8,00 toneladas, com trago: 418,00 kg/
m? de cimento, aditivo da marca Glenium® 51 e Metacaulim na
proporgao de 30,00 kg/m?®.

1.2 Obra do bergo lll do terminal de contéineres
de Rio Grande

Com a construgao do terceiro trecho o cais de atracagéo do termi-
nal de contéineres atingiu 900,00 (novecentos) metros de compri-
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LR | A '

Figura 2 - Estacas protendidas pré-moldadas (fonte: Banco de imagens FURG)

A )

mento, passando a comportar, a partir do ano de 2008, 03 (trés)
navios simultaneamente. Em concomitante com a instalagédo de
mais equipamentos fez com que o objetivo de redugédo do tem-
po de permanéncia dos navios no terminal fosse alcangado, au-
mentando a capacidade de carga e descarga e de escoamento de
mercadorias conteinerizadas.

O cais foi executado com estruturas em concreto armado, a maior
parte pré-moldado, sendo estas pegas divididas em estacas pré-
-moldadas protendidas e pecgas estruturais pré-moldadas. Segun-
do Gireli (2007) as estacas pré-moldadas protendidas possuem
segao circular vazada no centro, com diadmetro interno de 50,00
centimetros, e didametro externo de 80,00 centimetros, com com-
primento total de 48,00 metros. Enquanto que as pecgas pré-mol-
dadas do cais possuem sec¢ao transversal 1.

Neste trabalho sera utilizado apenas o banco de dados das esta-
cas pré-moldadas que sao apresentadas na figura [2].

O concreto empregado na fabricagéo das pegas teve como espe-
cificagdes a utilizagdo de cimento Portland Pozolanico de fabrica-
¢éo nacional (CP IV-32-RS) na proporgéo de 400,00 kg/m? e fator
A/C de 0,40. Este cimento é resistente a sulfatos e segue especi-
ficagdes da norma brasileira ABNT NBR 5736 (1991). Foi utilizado
como agregado graudo, brita 1 e agregados miudos provenientes
de jazida, além de aditivo superplastificante, o Glenium® 51.

1.3 Obra da laje de fundo do dique seco

Conforme Favarin (2011) o dique seco é um dos principais ativos
de um estaleiro, pois apesar de necessitar de maiores investimen-
tos, facilita o acesso dos blocos a embarcagéao por estar no plano
horizontal e permite docagens para corregdes pos-langamento.

O dique seco do estaleiro Rio Grande interliga o estaleiro a
Laguna dos Patos de forma direta, com sua base abaixo do
nivel da agua em cerca de 13,80 metros, operando seco du-
rante as atividades de construgédo e montagem. Porém quan-
do ha necessidade de entrada ou saida de embarcagodes,
ele passa por uma operagao de enchimento, que possibilita
que a embarcacdo seja docada ou desdocada através da sua
flutuagao.

As dimensdes da laje de fundo sdo de 350,00 metros de com-
primento, 133,00 metros de largura e altura variando de 0,56 a
1,00 metro, demandaram que o langamento do concreto fosse
executada em partes. Conforme registram Larrossa et. al. (2011)
“devido as suas grandes dimensdes o langamento do concreto
da laje de fundo foi executado por etapas, chamadas panos de
concretagem, sendo, portanto inevitavel a ocorréncia de juntas de
construgéo, que foram previamente programadas e, principalmen-
te, impermeabilizadas”.

O concreto foi fabricado com cimento uruguaio da marca ANCAP
(na proporcao de 380 kg/m?) classe de resisténcia 40, com gran-
de semelhanga deste cimento com a classificagdo do Cimento
Portland Comum CP I, ANBT NBR 5732 (1991). Com agrega-
dos graudo e miudo oriundos da regido de Pelotas — RS, aditivo
polifuncional da marca Rheotec® 418 e silica ativa. A figura [3]
ilustra o dique.

Figura 3 - Vista aérea do dique seco
do estaleiro Rio Grande - ERG1
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Classe de

operacdo

Muito bom

7,00 -9,00
3,50 - 4,50

Excelente

<700
<350

Ensaios de obra
Ensaio em laboratdrio

Tabela 1 - Coeficiente de variag¢do para variacdo global pelo ACI 214 (2002) para f,, > 34,5 MPa

Coeficiente de variacdo para diferentes padroes de controle (%)

Bom Razoavel
9,00 - 11,00 11,00 - 14,00 > 14,00
4,50 - 5,50 5,50 -7,00 > 7,00

1.4 Justificativa

Requisito basico em qualquer projeto estrutural em concreto arma-
do ou protendido, a resisténcia a compressao € a propriedade mais
utilizada como critério de aceitagdo do material. No entanto, a resis-
téncia a compressao do concreto caracteriza-se como uma variavel
aleatdria, com uma distribuicéo de probabilidades que varia em fun-
¢ao de caracteristicas dos materiais, do processo produtivo, exe-
cucgao, entre outros. A variagao inerente aos ensaios de aceitagao
do concreto, sobretudo a resisténcia, torna fundamental a utilizagdo
de metodologias estatisticas para uma correta andlise dos dados.
O presente trabalho apresenta uma analise com base no controle
tecnoldgico presente em grandes obras portuarias ocorridas nos
ultimos anos no Porto do Rio Grande, na cidade de Rio Grande
— RS, sob o ponto de vista de critérios de aceitagdo de distintas
metodologias de diferentes continentes, mostrando as variagbes
que podem ocorrer nos resultados dos testes de conformidade de-
pendendo do modelo adotado. Além de demonstrar os cuidados
atualmente empregados na industria da construcédo civil durante
a producgao de concreto a fim de atender as normas brasileiras.

2. Metodologia

[

O estudo do controle de qualidade dos concretos foi realizado através
da andlise estatistica dos dados de rompimento dos corpos de prova
aos 28 (vinte e oito) dias de idade. Todavia conforme Azevedo e Di-
niz (2008) é fato bastante conhecido que a resisténcia a compresséo
do concreto depende do nivel de controle de qualidade exercido em
todas as fases da produgdo do concreto. Para a analise sdo neces-
sarios dados amostrais dos produtos, extraidos ao longo do tempo
e do processo produtivo, com o intuito de verificar necessidades de
mudanca e melhoria deste, para adequagao maxima a conformidade.
Neste trabalho como ferramentas para a analise estatistica dos
dados dos resultados da resisténcia dos exemplares dos concre-
tos em estudo foi realizada a analise detalhada desta caracteristi-
ca, utilizando-se a média, o desvio padrado, analise do coeficiente
de variagao, grafico de controle de Shewart e aderéncia as distri-
buicdes de probabilidade Normal e Lognormal.

E para a verificagdo do nivel de controle e desempenho do proces-
so produtivo foi realizada a investigagao da aceitacédo dos lotes de
concreto pelas normas brasileira (ABNT NBR 12655, 2006), norte-
-americana (ACI 318, 2011) e europeia (EN 206-1, 2000).

2.1 Meédia dos valores de resisténcia dos
exemplares rompidos

O valor da resisténcia a compressdo média dos lotes de concreto tor-
na-se importante visto a sua utilizagdo como parte do parametro do

calculo da resisténcia estimada e, consequentemente, verificagdo da
aceitagao ou rejeigdo do concreto. E calculada conforme a equagéo [1].

fm:Zﬂ ()

n

Onde:

B f_ & o valor da resisténcia media do lote de concreto, expresso
em MPa;

W f é o valor das resisténcias encontradas nos exemplares rompi-
dos, expresso em MPa;

B n é o numero de elementos rompidos (exemplares).

2.2 Desvio padrao da amostra

O desvio padrao mede a variabilidade em unidades lineares, de-
sempenhando papel importante nos métodos estatisticos e € mais
usado em aplica¢des do que, por exemplo, a variancia (WALPOLE
et. al., 2009). E calculado através da utilizagdo da equagao [2].

@

Onde:

B s é o desvio padrao da dosagem, expresso em MPa;

B f_ & o valor da resisténcia media do lote de concreto, expresso
em MPa;

B f é o valor das resisténcias encontradas nos exemplares rompi-
dos, expresso em MPa;

B n é o numero de elementos rompidos (exemplares).

2.3 Coeficiente de variagdo da amostra

O coeficiente de variagédo (CV) é outra medida do grau de disperséo
existente nos dados em analise, indicando o controle de qualidade
do processo produtivo. Quanto menor o valor deste parametro mais
concentrados em torno da média estarao os valores e melhor sera a
qualidade do concreto. E obtido através da equagao [3].

vV =-=-100 )

cm
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Onde:

B CV é o coeficiente de variagéo do lote, expresso em porcentagem;

B s é o desvio padrao da dosagem, expresso em MPa;

B f & o valor da resisténcia média do lote de concreto, expresso
em MPa.

Anorma ACI 214 (2002) indica uma escala para avaliagdo da qua-

lidade do concreto segundo o coeficiente de variagdo, conforme

a tabela [1].

2.4 Graficos de controle de Shewhart

Os graficos de controle de Shewhart, metodologia desenvolvida
em 1924 pelo fisico Walter A. Shewhart, apresentam de forma
visual valores incomuns e tendéncias existentes nos resultados.
Fornecem informagdes do processo produtivo que devem ser in-
terpretados para auxilio na tomada de decisées, reduzindo assim
o risco de néo conformidades no produto final. Sdo utilizados os
limites de controle calculados a partir dos dados e limites de alerta
com base na variagdo do processo de produgédo (GIBB e HARRIS-
SON, 2010).

E constituido de linhas horizontais sendo uma linha central (CL)
que é um valor de referéncia da caracteristica controlada. Exis-
tem também linhas que representam o limite superior de controle
(UCL) e limite inferior de controle (LCL), podendo ser adicionados
o limite de alerta superior (UWL) e o limite de alerta inferior (LWL).
A tabela [2] demonstra o calculo dos limites.

2.5 Distribuicao normal

Para os autores Walpole et. al. (2009) a distribuigdo Normal é
a mais importante das distribuicbes de probabilidade e esta-
tistica. E representada pela curva normal, em forma de sino, e
descreve adequadamente muitos fendbmenos que ocorrem na
natureza.

De acordo com Devore (2006) a equacao matematica para a distri-
buigao de probabilidade da variavel normal depende de dois para-

Tabela 2 - Limites de controle e limites de alerta
para formulacdo dos graficos de controle
de Shewhart

Limites Identificacdo dos limites Equacdo

Linha central LC fon
Limite superior de controle UCL f.,+3s
Limite inferior de confrole LCL f..-3s
Limite de alerta superior UWL f.,+258
Limite de alerta inferior LWL fon- 2.5

metros, média e desvio padrao. Possuindo valores de densidade
conforme equacéo [4].

1 pren)
flsps)=p—e™ Y —ee<x<e | (l)

Onde:

W 17 =3,14159....;

W e=271828..;

B y = média;

B o = desvio padrao.

2.6 Distribuicao lognormal

Magalhaes (2009) relata que a distribuicdo Lognormal de pro-
babilidade é a distribuicdo de uma variavel aleatéria cujo loga-
ritmo segue uma distribuicdo Normal. O modelo Lognormal de
distribuicdo de probabilidades n&o possui simetria em relagéo
a média dos resultados. Esta distribuigdo de probabilidade tem
sido muito estudada como alternativa ao modelo proposto por
Gauss, quando este ultimo nao apresenta aderéncia adequada
aos resultados estudados. A distribuicdo Lognormal é dada pela
equacgao [5].

;(mx-x 2

f(x)= el & ) ,0<x<8

V2mEx
A=E(Inx)

&= /Var(Inx)

Para o teste de aderéncia dos conjuntos de dados analisados
neste artigo foram utilizados os testes de ajustamento de Kol-
mogorov-Smirnov, assim como Magalhaes (2009), para uma sig-
nificancia de 95,00 %. Estes testes foram realizados a fim de
determinar qual dos modelos de distribuigdo, Normal ou Lognor-
mal, representa melhor aderéncia aos valores de resisténcia a
compressao analisados.

()

2.7 Aceitagdo do concreto conforme ABNT
NBR 12655 (2006)

A norma brasileira especifica os ensaios e metodologias para o
controle de aceitagéo do concreto, especificando a realizagédo de
ensaios de consisténcia, segundo a ABNT NM 67 (1996) e ensaios
de resisténcia a compressao, segundo a ABNT NBR 5739 (2007).

Condicdo

de preparo

0,82 0,86 0,89 0,91

6

0,92

Tabela 3 - Valores de W6 segundo a ABNT NBR 12655 (2006)

Nimero de exemplares

14
1.00

7
0,94

8
0,95

0,97 0,99 1,02
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Nimero “n” de resultados de ensaios

Producao 4 resistencia @ compressGo no grupo
Inicial
Continua 215

Média dos "n” resultados (f.,) MPa

Tabela 4 - Critérios de conformidade da resisténcia a compressdo EN 206-1 (2000)

Critério 2
Qualquer resultado individual de ensaio (f,) MPa

Critério 1

Zfcl<+4

>f, +148s

>f - 4,00
>f, - 400

Os lotes das amostras sdo formados por “n” exemplares conforme
o método de amostragem a ser utilizado, devendo representar a
amassada de concreto em analise. Os exemplares sdo formados
por 02 (dois) corpos de provas cada um e toma-se como resistén-
cia do exemplar o maior dos dois valores obtidos no ensaio, tanto
quando for utilizada a amostragem parcial ou a amostragem total,
f . ouf, 2 respectivamente. E para a aceitacdo do lote em

ck,est ckest ’
ambos os métodos o f, _ deve ser superior ao f_.

ck,est

2.7.1 Controle estatistico do concreto por amostragem parcial
(fck est1)

A moldagem de corpos de prova € realizada em algumas betona-
das, atendendo ao minimo de exemplares, que para concretos do
grupo | (até C 50) sédo no minimo 06 (seis) conjuntos. As equagbes
de calculo dividem-se de acordo com o nimero de exemplares
formados, conforme segue.

a) Numero de elementos “n” tal que 6 < n < 20, a resisténcia ca-
racteristica estimada é determinada pela equagéo [6]:

ka’ml :2f1+f2 ST 7 (6)

m—1
Onde:
H m=n/2
W f,f, .. f s&oos valores de resisténcia dos exemplares orga-

nizados em ordem crescente.

Atendendo-se ainda a condi¢&o de que o valor de f _ n&o deve
ser inferior a W_.f,, adotando para W, os valores apresentados na
tabela [3], em fungéo da condigdo de preparo do concreto e do
numero de exemplares da amostra.

b) Quando o numero de elementos for superior a vinte, n = 20, a

resisténcia caracteristica estimada € dada pela equacgao [7]:

f‘ck,esll = cm 1,65.S <7>

2.7.2 Controle estatistico do concreto por amostragem total (f,, ._.?)
As amostras sdo extraidas de todas as amassadas de concreto,
utilizando-se, também, duas possibilidades para a determinagao
da resisténcia caracteristica estimada.

a) Para numero de elementos menor que vinte (n < 20) o valor da
resisténcia caracteristica estimada do lote € igual ao valor da
menor resisténcia dentre os exemplares ensaiados.

b) Para n > 20, colocam-se os resultados dos ensaios dos exem-
plares em ordem crescente e o valor da resisténcia estimada é
igual ao valor do elemento que representa o quinto percentil.

2.8 Aceitagcdo do concreto conforme ACI 318 (2011)

A norma norte-americana ACI COMMITTEE 318 (2011) especi-
fica a amostragem de rotina e a fabricagdo de pegas moldadas
(cilindros) que devem ser curados e testados sob procedimentos
padronizados. Refletindo assim, o valor da resisténcia potencial
do concreto (f,, ...*), em vez da resisténcia efetiva do concreto na
estrutura. As equacdes [8] e [9] sao utilizadas para o calculo da re-
sisténcia estimada a compresséo, para concretos com f, = 35,00
MPa. A notagao utilizada foi alterada para melhor entendimento.

j(cm = f;k,est4 +1’34'S (8)

fon =0,90.1, .t +2,33:s 9)

Sendo que o f___4 do lote € o menor valor calculado dentre as

ck,est

equagdes especificas.
2.9 Aceitagao do concreto conforme EN 206-1 (2000)

A norma europeia indica que devem ser moldados corpos de pro-
va, e as andlises através de resultados individuais ou da média
dos resultados de ensaio de dois ou mais corpos de prova fabrica-
dos de uma amostra e ensaiados com a mesma idade. A aceita-
¢ao do concreto é avaliada, por dois critérios, em corpos de prova
ensaiados com mesma idade:

a) Grupos de “n” resultados de ensaios consecutivos da resistén-
cia média a compressé&o do concreto (f ) com ou sem sobrepo-
si¢cao (Critério 1);

b) Cada resultado individual do ensaio de resisténcia a compres-
s&o do concreto (f_) (Critério 2).

O f,_5é calculado de acordo com o critério adotado conforme

ck,est

indicado na tabela [4].
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Dados

Quinzena

Periodo

foces (MPQ)

Quinzena

Periodo

s (MPa)
CV (%)
f... (MPa)
ckes11 (M PO)
e (MPQ)
weesr (MPQ)
e (MPQ)

—h —h —h —h

1

05/24/08
06/08/08

33
2,50
579

43,09
38,97
40,00
39,74
39,39

8

09/13/08
09/28/08

3,23

6,85

47,14
41,82
42,65
42,82
42,37

2
06/09/08 06/25/08
06/24/08 07/10/08
33 63
226 5,04
5,32 11,26
42,47 44,76
38,74 36,45
40,20 40,00
39,44 36,69
39,12 37.31

9 10
09/29/08 10/15/08
10/14/08 10/30/08

5,26 5,66
9,42 9,89
55,83 56,23
47,15 47,06
48,89 46,98
48,42 48,08
48,05 48,00

07/11/08
07/26/08

167
594
11.97

49,63
39.83
11,37
39,77
40,84

10/31/08
11/15/08

3,95
702
56,25
49,73
50,51
50,95
50,40

07/27/08
08/11/08

262
4,42
9,05
48,84
41,55
41,25
42,83
42,30

| V]

11/16/08
12/01/08

4,08
733
55,59
48,87
48,10
50,13
49,56

6

08/12/08
08/27/08

122
3.48
6,79
51,32

45,57
46,73
46,65
46,16

13

12/02/08
12/17/08

5,51
9,70
56,84
47,74
48,38
48,88
48,68

7

08/28/08
09/12/08

131
4,02
8,59

46,84
40,20
41,63
11,45
40,89

14

12/18/08
12/26/08

442
6,84
64,55
57.27
56,30
58,64
58,02

Periodo

s (MPa)
CV (%)
f.., (MPa)
fckest] (M PG)
fclcest2 (M PO)
fclcest4 (M PO)
fckests (M PO)

10/09/06
11/06/06

2,90
517
56,13
51,34
51,44
52,24
51,83

2

11/10/06
12/07/06

4,40
7.86
55,99
48,72
51,44
50,09
49,47

12/11/06
01/08/07

3,82
6,53
58,56
52,25
53,48
53,44
52,90

4

1.87
3,02
61,89
58,81
59.21
59,39
59,13

01/10/07
02/01/07

5

02/12/07
02/27/07

2,08
3,50
59,50
56,07
85,77
56,71
56,42
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Periodo

s (MPa)
CV (%)
f.., (MPa)
fckestl (MPG)
fclcesi2 (MPO)
fclces'4 (MPO)
fckests (MPO)

1

dez/08

35
2,58
4,34

59,45
55,19
55,20
56,00
55,63

158
4,66
8,84

52,79
45,09
45,70
46,54
45,89

p

jan/09

130
4,88
9,50
51,33

43,28
42,20
44,40
4411

414

3,93

748
52,52
46,04
44,80
47,25
46,70

3

fev/09

106
5,00
9.42

53,03
44,79
43,50
45,99
45,64

609

4,35

8,83
49,26
42,08
42,20
43,43
42,82

4

mar/09

162
5,53
11.39

48,55
39,42
40,80
39,62
40,36

892

3,40

710
47,98
42,36
42,10
43,42
42,94

5

abr/09

364

3,82

759
50,39
44,08
44,70
45,27
44,73

6

mai/09

441

3,69

753
49,07
42,98
43,30
44,12
43,61

807

3,76

784
47,95
41,75
42,00
42,91
42,39

160
4,09
8,88

46,02
39,27
40,60
40,54
39,97

Tabela 7 (a e b) - Dados do concreto da laje de fundo (a-lote 1 ao 7 e b - lote 8 ao 13)

7

jun/09

593

3.25

6,70
48,52
43,16
42,80
44,16
43,71

Lote

O ONO DN WN —

Quant. exemplar

(n)

33
33
63
167
262
122
131
72
S0
74
68
84
75
25

S
(MPa)

2,50
226
5,04
5,94
4,42
3,48
4,02
3.23
526
5,56
3,95
4,08
5,51
4,42

Diferenca maxima

Normal

0,1087
0,1009
0,1582
0,0495
0,1029
0,0496
01287
0,0868
0,0994
0,0739
0,0746
0,0819
0,0855
01873

Lognormal

0,1033
01104
0,1512
0,0746
0,1164
0,0571
0,1135
0,0750
0,0857
0,0832
0,0720
0,0945
0,0699
01987

D (0.05; n)

0,2367
0,2367
01713
0,1052
0,0840
0,1231
0,1188
0,1603
01434
0,1581
0,1649
0,1484
01570
0,2720

Tabela 8 - Resultado do teste de Kolmogorov-Smirnov para o concreto dos tetrdpodes

Decisdo

Lognormal
Normal
Lognormal
Normal
Normal
Lognormal
Lognormal
Lognormal
Normal
Lognormal
Normal
Lognormal
Normal

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3




M. C. LARROSSA | M. V.REAL | C.R.R.DIAS | F.C. MAGALHAES

3. Resultados e discussoes
| .

3.1 Apresentagéo dos dados

Para o concreto dos tetrapodes de 8,00 toneladas foram com-

pilados os valores de rompimento no periodo de 24/05/2008 a
26/12/2008, dividindo-os em quatorze lotes, conforme resumo da
mostrado na tabela [5 (a e b)].

O concreto empregado nas estacas do cais foi produzido no peri-
odo de 09/06/2006 a 27/02/2007 e os dados foram agrupados em

Figura 4 - Lotes 1 ao 8 do gréfico de Shewhart para os dados dos tetrapodes
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cinco lotes para analise conforme a tabela [6].

Para o concreto da laje de fundo, parte em analise neste trabalho,
os corpos de prova foram moldados entre os dias 27/11/2008 e
10/11/2009, com ensaios realizados no periodo de dezembro de
2008 a dezembro de 2009. Os dados foram organizados em treze
lotes, de acordo com a tabela [7 (a e b)].

3.2 Analise estatistica

Para a classificagdo da ACI 214 (2002) os valores dos coeficientes
de variagao dos concretos ficam na maior parte classificados en-
tre excelente, muito bom e bom e, poucos lotes enquadrados no
controle razoavel.

A andlise com a utilizagdo de Shewhart apresentou principalmente
pontos fora dos limites de alerta, porém, também, ha alguns pon-
tos fora dos limites de controle nos trés grupos de dados.

Os ultimos seis lotes (lote 9 ao 14) do concreto dos tetrapodes
tiveram as maiores médias, ou seja, maiores valores para o para-
metro central dos graficos, resultando nos maiores valores para os
limites de controle e de alerta. O lote 10 foi o Unico que os dados
dos exemplares nao ultrapassaram nenhum dos limites. Os limites
de controle foram excedidos em oito dos 1.299,00 exemplares,
cerca de 0,62 %, enquanto que os limites de alerta tiveram 38,00
pontos em que foram excedidos, resultando em 2,93 %.

O concreto das estacas do terminal de contéineres mostrou dois
dos 327,00 exemplares, cerca de 0,61 % pontos além dos limites
de controle, enquanto que o limite superior de alerta teve onze
pontos em que foram excedidos, resultando em 3,36 %. O lote 5
nao teve valores dos exemplares acima ou abaixo os limites, en-
quanto que os demais tiveram caracteristicas diferentes, ultrapas-
sando os limites de controle inferior (lote 4) e o superior, no lote 2.
Para os resultados de rompimento de corpos de prova da laje de

Figura 5 - Lotes 9 ao 14 do grdfico de Shewhart para os dados dos tetrapodes
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fundo, num total 4.871,00 exemplares, sete pontos aleatérios fo-
ram detectados em quatro lotes excedendo o limite superior (um
ponto nos lotes 7 e 8 e dois pontos nos lotes 5 e 8, cada um) e um
lote para o limite inferior (no lote 13), representando 0,14 %, ja os
limites de alerta em cerca de 3,16 % dos exemplares.

As figuras [4], [5], [6], [7] e [8] demonstram os graficos de Shewhart
para os lotes dos concretos em analise.

Em proporcao geral, ambas as distribuigdes Normal e Lognormal
mostraram-se adaptadas aos valores de resisténcia a compressao
dos concretos. Nos dados tiveram alguns poucos lotes que néo se
enquadram satisfatoriamente em nenhuma das distribuicdes, po-
rém quando o resultado de uma distribuigdo encontrou enquadra-
mento a outra obteve mesmo resultado. Por isso pode dizer que
ambos os modelos representam de forma adequada os dados.
Pois na maior parte dos lotes os valores da diferenga maxima sao
inferiores ao parametro de comparagéao D (0,05; n). As tabelas [8],

[9] e [10] mostram os resultados desta avaliagao, para o concreto
dos tetrapodes, estacas do cais e laje de fundo, respectivamente.

3.3 Analise dos critérios de aceitagao

Assim como especificam as normas brasileiras, as obras em andlise
tiveram rigoroso controle de qualidade nas suas etapas construtivas.
Para o concreto, aos 28 (vinte e oito) dias, da laje de fundo e dos tetrapo-
des o critério utilizado durante a fabricagéo foi a amostragem a total da
ABNT NBR 12655 (2006) e para as estacas foi a amostragem parcial.
O estudo com relacéo ao critério de aceitagcdo das normas brasi-
leira, norte americana e europeia, mostrou que para os dados da
laje de fundo dois dos lotes estariam nao conformes, o lote 4, pela
norma ABNT NBR 12655 (2006) — critério de amostragem parcial
e pela ACI 318 (2011) e o lote 13 pela ABNT NBR 12655 (2006) —
critério de amostragem parcial e pela EN 206-1 (2000).

Figura 6 - Lotes 1 ao 5 do grdfico de Shewhart para os dados das estacas do terminal
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Figura 7 - Lotes 1 ao 8 do grafico de Shewhart para os dados da laje de fundo
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Figura 8 - Lotes 9 ao 13 do grdfico de Shewhart para os dados da laje de fundo
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Lote )

39
72
81
99
36

OO WON —~

Quant. exemplar

S

(Vo))

2.90
4,40
3,82
187
2,08

Diferenca méxima

01123
0.2195
0,1220
0,1025
0.2310

Normal

Lognormal

0,1032
0,2041
0,1152
0,0995
0,2366

D (0.05; n)

02178
0,1603
0,151

0,1367
0,2267

Tabela 9 - Resultado do teste de Kolmogorov-Smirnov para os dados das estacas do cais do terminal

DecisGo

Lognormal
Lognormal
Lognormal

Tabela 10 - Resultado do teste de Kolmogorov-Smirnov para o concreto da laje de fundo

Lote Quant. exemplar (M:a) Diferenca maxima D (0.05: n) Deciséo
(m Normal Lognormal

1 35 2,58 0,0801 0,0838 0,2299 Normal
2 130 4,88 0,0387 0,0458 0,1193 Normal
3 106 5,00 0,0568 0,0556 0,1321 Lognormal
4 162 5158 0,0671 0,0668 0,1069 Lognormal
5 364 3,82 0,0617 0,0474 0,0713 Lognormal
6 441 3.69 0,0402 0,0370 0,0648 Lognormal
7 593 3,25 0,0384 0,0517 0,0558 Normal
8 158 4,66 0,0739 0,0578 0,1082 Lognormal
9 414 3,93 0,0696 0,0722 0,0668 -
10 609 4,35 0,0261 0,0279 0,0551 Normal
11 892 3,40 0,0504 0,0531 0,0455 -
12 807 3,76 0,0541 0,0540 0,0479 =
13 160 4,09 0,0582 0,0627 0,1075 Normal

E para os dados dos tetrapodes as normas brasileira (método da amos-
tragem parcial), norte americana e europeia apresentariam nao confor-
midades em até quatro lotes. Os lotes de nimeros 1, 2, 3 e 4 teriam n&o
conformidade pela amostragem parcial da ABNT NBR 12655 (2006) e
pela ACI 318 (2011). Ou entao, os lotes 1, 2 e 3 pela EN 206-1 (2000).

Figura 11 - Resisténcia estimada pelos métodos
da ABNT NBR 12655 (2006), ACI 318 (2011) e

EN 206-1 (2000) do concreto das estacas do terminal
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Ja os lotes do concreto das estacas pré-moldadas protendidas do
cais tiveram conformidade e seriam aceitos com folga por todos os
métodos/critérios de aceitagdo das normas analisadas.

Nas figuras [9], [10] e [11] pode-se, também, verificar que os va-
lores da resisténcia estimada pela ACI 318 (2011), resultaram em
valores superiores as demais normas, seguido pela EN 206-1
(2000) e, depois, pela ANBT NBR 12655 (2006), método da amos-
tragem total. Isto pode ser explicado pelo fato desta metodologia
apresentar diferenga na definigdo do f,, quando comparado aos
modelos brasileiro e europeu. Pois na composicao as equagdes
do ACI 318 (2011) consideram que 9,00 % dos valores podem ser
inferiores ao valor de f, de projeto, diferente das demais normas
que consideram valores inferiores de 7,00 % e 5,00 % para a EN
206-1 (2000) e ABNT NBR 12655 (2006), respectivamente.

As analises estatisticas realizadas mostraram que todos os con-
cretos analisados; laje de fundo, tetrapodes e estacas do cais;
atenderam aos requisitos de qualidade em relacdo a resisténcia
prescritos pelas normas brasileiras em todas as etapas do proces-
so produtivo.

4. Conclusoes
E——

Nas andlises realizadas com relagdo ao coeficiente de variagdo
dos lotes pode-se concluir que durante o processo de produgéo
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houve um bom controle de qualidade buscando a aceitagao de
todos os lotes.

A aplicacdo do método de controle de Shewhart mostrou, de forma
clara e simples, a sensibilidade desta metodologia para detectar
pequenas alteragdes nos resultados durante o processo produti-
vo. Devido a simplicidade de aplicagdo deste tipo de grafico de
controle o mesmo pode ser empregado para o controle de muitos
processos apoiando na constatagdo de mudangas nas caracteris-
ticas dos produtos e na verificagdo de nao conformidades.

Para a verificagao dos critérios de aceitagdo das normas analisa-
das todos os 32,00 (trinta e dois) lotes verificados, para as trés
obras, tiveram aceitagao total pela ABNT NBR 12655 (2006), crité-
rio de amostragem total, f, _ 2 Sendo que no caso dos 05 (cinco)
lotes de concreto das estacas os mesmos também tiveram acei-
tacdo total pelo critério de amostragem parcial, f, ', critério este
utilizado durante o processo de produgéo do concreto.

Ja o critério de amostragem parcial da ABNT NBR 12655 (2006)
se mostrou o mais rigido, com rejeicao de alguns lotes no concreto
empregado na laje de fundo e nos tetrapodes. Enquanto que a
ACI 318 (2011) se mostrou menos rigida do que as demais nor-
mas, seguida pela EN 206-1 (2000). Mesmo que ambas tenham
resultado em rejeigcao de alguns lotes, nos demais os valores das
resisténcias a compressao estimada sdo superiores aos computa-
dos pelos métodos da norma brasileira.

Este trabalho evidenciou o minucioso controle tecnolégico do con-
creto produzido e empregado nas estruturas da laje de fundo do
dique seco do Estaleiro Rio Grande — ERGH1, tetrapodes utiliza-
dos na ampliagdo dos molhes da Barra do Rio Grande e estacas
da ampliacédo do cais do Terminal de Contéineres do Rio Grande.
Controle este que corroborou para a aceitagao destas estruturas,
confirmagao da confiabilidade e seguranca necessarios e gerou
um banco de dados com grande nimero de resultados experimen-
tais da comprovagao da resisténcia a compressao potencial dos
concretos destas infraestruturas.
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Abstract

It is important to evaluate which designing models are safe and appropriate to structural analysis of buildings constructed in Concrete Wall system.
In this work it is evaluated, through comparison of maximum normal stress of compression, a simple numerical model, which represents the walls
with frame elements, with another much more robust and refined, which represents the walls with shells elements. The designing of the normal
stress of compression it is done for both cases, based on NBR 16055, to conclude if the wall thickness initially adopted, it is enough or not.

Keywords: reinforced concrete walls; numerical models; normal stress of compression.

Resumo

E fundamental se conhecer quais modelos numéricos sdo seguros e pertinentes para a analise estrutural de edificagdes construidas pelo siste-
ma Paredes de Concreto. Neste trabalho é avaliado, por meio da comparagdo da maxima tensdo normal de compress&o, um modelo numérico
mais simples, que discretiza as paredes em elementos de barra, com outro mais robusto e refinado que discretiza as paredes com elementos de
casca. A verificagdo do dimensionamento da maxima tensdo normal de compresséao é realizada para os dois casos, considerando as premissas
da norma brasileira NBR 16055 a fim de concluir se a espessura das paredes adotada inicialmente é suficiente ou néo.
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1. Introduction

EE—

Since 2007, a significant use of the system known as Concrete Wall
has been influenced the Brazilian residential construction market.
In April 2012, a Brazilian code exclusively devoted to this system
was published. Besides that, the challenge in reducing housing
deficit stimulate the use of this alternative method, because when
properly applied it provides high productivity and lower costs com-
pared with other construction methods. As it is a constructive meth-
od which the main concept brings the idea of the industrialization
of the construction, it is important to highlight that it is necessary to
considerer the time for the structure execution (one vantage of the
Concrete Wall System because it is considered fast), to make a re-
alistic comparison of costs between it and the conventional method
or the structure masonry, for instance. In terms of structural design
it is important to evaluate which designing models are safe and
appropriate to structural analysis of buildings constructed in Con-
crete Wall System. This work presents the comparison of results
between some possible numerical models to design a concrete
wall for the maximum normal stress of compression, as the recent
Brazilian code NBR 16055:2012 - Concrete wall castes in place for
building construction — Requirements and proceedings [4].

1.1 Initial consideration

In the structural design of buildings constructed by Concrete Walls
system, the thickness of the walls is one of the main settings to
be made. This definition involves several variables such as, the
height of the building, the external forces acting in it, the resistance
of the materials used and the assumptions of how these walls are
represented numerically.

Normally the walls of a building of concrete walls are subjected
to normal compressive stresses that are superior on the normal
tensile and shear stresses. Thus, the definition of wall thickness
is made by comparing the maximum normal stress of compres-
sion with the ultimate normal stress of compression according with
some code.

1.2 Aims

This study aims to compare the maximum normal stress of com-
pression in the critical cross section of the concrete walls of a build-
ing, obtained by two different numerical models, and verify it with
the ultimate strength of compression calculated by the NBR 16055
[4]. From the comparison of results is a purpose evaluate the qual-
ity of the simpler model over more refined model and see if the wall
thickness adopted initially is sufficient.

1.3 Method

It was used as a study case, the building Condominio das Arvores,
built in 2012 in Sado Bernado do Campo by construction Sergus
Construgdes e Comércio Ltda.

The building was modeled using the finite element method. The
first model, called Finite Element Model (MEF), and taken as a ref-
erence model for the comparison of results to be the most refined,
represents the walls with shell Tridimensional Frame Model (MPT).
First, the distribution of vertical loads on the walls is done according
to each numerical model. The concentrated characteristic normal

force, obtained only by vertical loads, is compared between the
models at the foundation level, in order to verify the differences.
Then the characteristic normal forces and bending moments ob-
tained from some walls, considering only horizontal actions, are
compared through their diagrams.

The combination of vertical and horizontal actions is done to obtain
the maximum normal stress of compression. This result is compared
between the two models on some walls of the studied building.
Finally, it is calculated the ultimate strength of compression using
the expression given in NBR 16055 [4], and it is checked whether
the thickness of the walls of the building studied initially adopted, it
is enough to resist to normal stresses of compression.

It is noteworthy that the NBR 16055 [4] covers concepts that go
beyond the NBR 6118:2007 - Design of concrete structures - Pro-
cedures [1], such as the definition of concrete wall. According to
NBR 16055 [4], in item 14.4, a concrete wall is defined when the
length of the wall is greater than or equal to ten times its thickness.
The NBR 6118 [1] defines pillar-wall, on your item 14.4.2.4, when
the largest cross-sectional dimension of a pillar is greater than or
equal to 5 times their smaller size. Another observation is that this
paper brings a study of walls, and not wall-beams. That means that
the concrete walls analyzed have continuous support throughout
your base, unlike the wall-beams that have discrete support.

The numerical models (FEM and MPT) were developed in

Figure 1 - Building Condominio das Arvores
under construction - 13 type floors concreted
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SAP2000 software - version 15, based on the Finite Element Meth-
od, considering linear elastic analysis. The interaction between soll
and structure was not considered.

2. Study case

EE

It was used an adaptation of the building Condominio das Arvores of
the enterprise Reserva Jardim Botanico, built in the city of Sao Ber-
nardo do Campo, in 2012, by the construction Sergus Construgdes
e Comércio Ltda, as shown in Figure [1]. The structural design was
provided by OSMB Engineers and Associates S/ S Ltda.

The geometry of the building was adapted in relation to the building
constructed in order to simplify the numerical modeling. Howev-
er, its main features have been retained. All measurements were
multiple of 40 cm, and the number of floors was adopted equal to
fifteen types, thus not having the transition from the ground to the
first floor and the attic, provided for in the original design. It was
considered the distance between floors of 2.80 m. The Figure [2]
shows the type floorplan with walls and lintels (regions above and
below doors and windows) of reinforced concrete, named as the
horizontal and vertical directions. Though the massive concrete
slabs are not named in Figure [2], they were considered in the
whole floorplan, with a thickness of 10 cm, except in pressuriza-
tion, lift and installations openings, where a hole is represented

by X . The stairwell was considered to be a massive slab of 10 cm
thick. The only pillar in the structure is also made with reinforced
concrete and it is located at the middle of the stairwell. In the floor-
plan it is represented by a hatch in red.

3. Loads considered
E——

3.1 Vertical loads

The vertical loads considered were the permanent loads (dead
loads) and the accidental loads (live loads) according to NBR 6120
[2]. For that were considered:

B own weight for the structure elements: /=250 kN/m?,

B permanent loads (dead loads): g, = 1,0 kN/m?

B accidental loads (live loads): ¢, = 1,5 kN/m?.

To calculate the reactions of slabs on the walls, it was used the
method of plastic hinges which is based in the approximate posi-
tion of the break lines that define the areas of influence of the slabs
on the walls.

Figure [3] shows the areas of influence of the slabs to unload their
loads in walls and lintels by the method of plastic hinges.

The values of the areas of influence (AL ), lengths of influence
(L, ), along which the load of their area of influence is distributed in
the walls and/or lintels and the concentrated loads (P) and distribut-

Figure 2 - Type floor plan of the study case: geometry (cm) and names of walls and lintels
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Figure 3 — Areas of influence of the slabs on the walls and lintels
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ed loads (p), acting in the length of influence, are shown in Table [1].
Corréa and Ramalho [7] reported that the definition of how the ac-
tion of the slabs on the walls that serve as support takes place, and
also how interactions occur between walls, are crucial to obtain a
coherent structural analysis aspects of the walls.

3.2 Horizontal loads

This work was just considered horizontal loads due to wind and out
of plumb load, centered.

The ABNT NBR 6123:1988 - Forces due to wind on buildings [5],
allows to transform the wind pressures that fall perpendicularly on
the surface of the walls in static forces. For this it is necessary to

The dynamic wind pressure ¢,., (N/m?) is determined by the
characteristic wind velocity as pointed in item 4.2 of NBR 6123 [5],
described in Equation [2]:

q vento = O’ 6 1 3vk ’ (2>

Finally the drag force which is the component of the global wind
force in a given direction is defined by Equation [3]:

define the characteristic wind speed as shown in Equation [1]: F C y
a = a'qvento' e (3)
v, =v,.5..5,.5, 4]
in which, F, is the drag force in the direction of the wind,
C, is the drag coefficient as wind direction and 4, is the

where V, is the characteristic wind velocity (m/s), V, is the basic
wind speed (m/s), S1 is the topographic factor, S2 is the factor
which considers the roughness of the terrain and the variation of
wind speed with the height of a building and its dimensions in plan
and S, is the statistical factor.

effective frontal area on a plane perpendicular to the wind
direction.

The out of plumb caused by eccentricities arising from con-
struction of a building is considered in the structure by horizon-
tal loads equivalents to this displacements. As indicated in the
NBR 16055 [4] for multi-story buildings, must be considered a

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3
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global out of plumb through an angle of out of plumb, calcu-  The equation [5] transform the effect of the out of plumb into an
lated by Equation [4]: equivalent horizontal force (de) in terms of @ and total vertical
load on the floor, represented by AP .

1

o @ F, =AP§ ()

where, @ is the angle of out of plumb (rad) and H is the total height
of the building (m).

Table 1 - Values of the areas of influence of the slabs on the walls and lintels and their respective loads

Area of influence and loads from the slabs

Area A(m? Linf(m) P (kN) p (kN/m) Area A(m® Linf(m) P (kN) p (kN/m) Area A(m? Linf(m) P (kN) p (kN/m)

Al 1,96 2,80 9,80 3,50 Ad6 1,60 1,60 8,00 5,00 A91 3,36 400 1680 420
A2 064 1,60 3,20 2,00 A47 0,80 0,80 4,00 5,00 AQ2 1,44 2,40 7.20 3,00
A3 032 0,80 1,60 2,00 A48 0,80 0,80 4,00 5,00 A93 1,44 2,40 7,20 3,00
A4 1,28 2,40 6,40 2,67 A49 1,00 2,00 5,00 2,50 A94 512 240 2560 10,67
A5 0,32 0,80 1,60 2,00 A50 0,76 0,80 3,80 4,75 AQ5 5,12 240 2560 10,67
A6 032 0,80 1,60 2,00 A51 0,76 0,80 3,80 475 A6 1,44 2,40 7,20 3,00
A7 1,28 2,40 6,40 2,67 A52 1,00 2,00 5,00 2,50 AQ7 1,44 2,40 7,20 3,00
A8 032 0,80 1,60 2,00 AS3 2,60 3,60 1300 361 A98 3,36 400 1680 420
A9 064 1,60 3,20 2,00 A54 0,64 0,80 3,20 4,00 A99 3,36 400 1680 420

A10 1,96 2,80 9,80 3,50 A55 0,40 0,40 2,00 5,00 A100 6,24 640 31,20 4,88
A1l 1,28 2,40 6,40 2,67 A56 3,36 400 1680 420 A101 6,24 640 31,20 488
Al2 1,28 2,40 6,40 2,67 A57 0,40 0,40 2,00 5,00 A102 1,96 2,80 9,80 3,50
A13 1,44 2,40 7.20 3,00 A58 0,64 0,80 3,20 4,00 A103 0,72 1,20 3,60 3,00
Al4 1,44 2,40 7.20 3,00 A59 2,60 3,60 1300 361 A104 0,72 1,20 3,60 3,00
Al5 1,28 2,40 6,40 2,67 A60 0,64 1,60 3,20 2,00 A105 1,96 2,80 9,80 3,50
Al6 1,28 2,40 6,40 2,67 A61 0,64 1,60 3,20 2,00 A106 0,36 1,20 1,80 1,50
A17 3,08 3,60 1540 4,28 A62 2,60 3,60 1300 361 A107 0,36 1,20 1,80 1,50
A18 3,08 3,60 1540 4,28 A63 0,64 0,80 3,20 4,00 A108 0,96 1,60 4,80 3,00
A19 3,08 3,60 1540 4,28 A64 0,40 0,40 2,00 5,00 A109 0,96 1,60 4,80 3,00
A20 3,08 3,60 1540 4,28 A6S 3,36 400 1680 420 A110 1,92 1,60 9,60 6,00
A21 0,64 1,60 3,20 2,00 Ab6 0,40 0,40 2,00 5,00 A1l 1,92 1,60 9,60 6,00
A22 0,64 1,60 3,20 2,00 A67 0,64 0,80 320 4,00 Al112 0,64 1,60 3,20 2,00
A23 1,92 1,60 9,60 6,00 A68 2,60 3,60 1300 3,61 A113 0,64 1,60 3,20 2,00
A24 1,92 1,60 9,60 6,00 A69 1,00 2,00 5,00 2,50 Al14 3,08 3,60 1540 428
A25 0,96 1,60 4,80 3,00 A70 0,76 0,80 380 475 A115 3,08 3,60 1540 4,28
A26 0,96 1,60 4,80 3,00 A71 076 0.80 380 475 Al16 3,08 3,60 1540 428
A27 0,36 1,20 1,80 1,50 A72 1,00 2,00 5,00 2,50 A117 3,08 3,60 1540 4,28
A28 0,36 1,20 1,80 1,50 A73 0,80 0,80 4,00 5,00 Al18 1,28 2,40 6,40 2,67
A29 1,96 2,80 9,80 3,50 A74 0,80 0,80 4,00 5,00 A119 1,28 2,40 6,40 2,67
A30 0,72 1,20 3,60 3,00 A75 1,60 1,60 8,00 5,00 A120 1,44 2,40 7,20 3,00
A31 0,72 1.20 3,60 3,00 A76 1,60 1,60 8,00 5,00 A121 1,44 2,40 7,20 3,00
A32 1,96 2,80 9,80 3,50 A77 1,28 2,40 6,40 2,67 A122 1,28 2,40 6,40 2,67
A33 624 640 31,20 4,88 A78 0,88 2,00 4,40 2,20 A123 1,28 2,40 6,40 2,67
A34 624 6,40 31,20 4,88 A79 0,64 1,60 3,20 2,00 Al24 1,96 2,80 9,80 3,50
A35 3,36 400 1680 420 A80 0,92 1,20 4,60 3,83 A125 0,64 1,60 3,20 2,00
A36 3,36 400 1680 420 A81 024 0,40 1,20 3,00 A126 0,32 0.80 1,60 2,00
A37 1,44 2,40 7.20 3,00 A82 0,36 1,20 1,80 1,50 A127 1,28 2,40 6,40 2,67
A38 1,44 2,40 7.20 3,00 A83 0,36 1.20 1,80 1,50 A128 0,32 0,80 1,60 2,00
A39 512 240 2560 10,67 A84 0,24 0,40 1,20 3,00 A129 0,32 0,80 1,60 2,00
A40 512 240 2560 10,67 A85 1,68 2,80 8,40 3,00 A130 1,28 2,40 6,40 2,67
A4l 1,44 2,40 7.20 3,00 A86 5,60 1,00 28,00 28,00 A131 0,32 0,80 1,60 2,00
Ad2 1,44 2,40 7.20 3,00 A87 1,56 3,20 7,80 2,44 A132 0,64 1,60 3,20 2,00
A43 3,36 400 1680 420 A88 1,80 3,60 9,00 2,50 A133 1,96 2,80 9,80 3,50
Ad4 3,36 400 1680 420 A89 2,04 400 1020 255 - - - - -

A45 1,60 1.60 8,00 5,00 A90 3,36 400 1680 420 - - - - -
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Figure 4 - Local axis system for the Shell
element (CSI - SAP2000, 2011 (12))

Axis 3 A

Face 2

i3

Face 6: Top (+3 face)
Face 5: Bottom (-3 face)

in

Four-node Quadrilateral Shell Element

4. Numerical models
S

4.1 Finite element model

The Finite Element Model named in this work refers to the repre-
sentation of the walls of the building analyzed in square plane shell
elements, with nodes only at the vertices. It was used the shell

Figure 5 - Degrees of freedom for the node at
certain finite element (CSI - SAP2000, 2011 (12))

element from software SAP2000 for such modeling, with dimensions
40 cm x 40 cm and thickness as the same as the wall, adopted equal
to 12 cm. The system of local axes of the element and its four nodes
are shown in Fig. [4]. The degrees of freedom for the element node
are shown in Figure [5]. The slabs were not represented, and to
simulate its behavior, it was used the tool rigid diaphragm. Figure [6]
shows the Finite Element Model of the studied building.

4.2 Tridimensional frame model

The Tridimensional Frame Model, named by Nascimento Neto [8],

Figure 6 - Building represented by Finite Elements Method (MEF)
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Figure 7 - Tridimensional Frame Model (CORREA, 2003 (6))
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is an adaptation of a model proposed by Yagui [11], which makes
the representation of hard-core in bar elements, horizontally re-
stricted by slabs acting as a rigid diaphragm.

The adaptation of Yagui [11] model proposed by Nascimento Neto
[8] and called Tridimensional Frame Model has small changes in
the formulation of the element, making it more comprehensive.
Moreover, its application has been made in structural systems
composed of walls, as in the case of buildings constructed in Struc-
tural Masonry and Concrete Walls. Nunes [10] used the Tridimen-

sional Frame Model to analyze the internal forces of a building of
concrete walls, as well as Nascimento Neto [8] evaluated for the
case of Structural masonry.

Unlike Yagui model, the Tridimensional Frame Model considers
the flexural rigidity in the direction of lower inertia of the wall, be-
cause it is modeled by three-dimensional bar with six degrees of
freedom at each end. However, the layout and some features of
the bars in the Tridimensional Frame Model, are the same as in
Yagui model, i.e.:

Figure 8 — Application of Tridimensional Frame Model

o Walls and lintels with “full” cross-section

o>

0 Tridimensional vertical and horizontal bars
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W a flexible vertical bar is positioned at the vertical axis of the wall
having the elastic and geometric features that replaces the wall
segment;

B beyond the bending deformation, the shear deformation is con-
sidered in flexible vertical bars;

B horizontal rigid bars are arranged at floor level and connect the
ends of the walls to the flexible vertical bar; the height and width
of the cross section is equal to the wall that the bar represents;

B the endpoints nodes of the horizontal rigid bars are articulated
(except when the end is connected to a lintel or other rigid hori-
zontal bar collinear), and the common node to the flexible verti-
cal bar is continuous;

B horizontal rigid bars have infinite flexural rigidity in the plane and
simulate the length of the walls and the interaction between them.

It is important to consider the shear deformation in the verti-
cal bar elements due to the relatively large dimensions of the
walls when compared to a beam, for example. According to
NBR 16055 [4], in item 14.3, for the consideration of the wall
as a structural bracing system, represented by linear element
component, it is necessary to consider besides the bending de-
formation, the shear deformation. The horizontal bars are rigid
and therefore such deformation is not considered therein.
The Tridimensional Frame Model is shown in Figure [7].
As Nascimento and Corréa [9], the walls that intersect are in-
terlinked / connected by horizontal rigid bars, in order to con-
sider the interaction that effectively develops between walls,
which is simulated by the shear that arises in the intersection
node. Thus, the horizontal rigid bars that are not collinear, has
its endpoint node articulated which is as well an intersection
node. So the only degree of freedom associated to this node
is vertical translation.

The inclusion of lintels is also possible in this model, which

greatly increases the rigidity of the building. When taken, it is

necessary that the connection between the lintel and the rigid
horizontal bar is continuous so as to simulate a real contribution.

Figure [8] shows an application of the Tridimensional Frame

Model to illustrate some of its features. In Figure [8a], walls and
lintels are presented with their “full” cross sections. In Figure
[8b], it is observed the three-dimensional vertical and horizontal
bars, with their names. Analyzing the ends of the horizontal bars
not collinear, it is noted that they have been articulated (the joint
is represented by a green circle). It is also evident that the con-
tinuity between horizontal rigid bars and lintels was maintained
(example: connecting the bar 102 to bar 5). There was also con-
tinuity in meeting vertical bars with horizontal bars (example:
connecting the bar 1 with bars 101 and 102).

It is important to remember that as the wall is represented by a
vertical bar which has the geometrical characteristics of the wall
and horizontal bars having the same height and thickness of the
wall and simulate its length, it is necessary to disregard the own
weight of the horizontal bars. Otherwise, the weight of the wall
would be counted twice.

In studies carried out in this work, it was multiplied by 100 the
bending stiffness of the major inertia direction of the horizontal
rigid bar in order to make them infinitely rigid in the plane of
the wall.

The hypothesis of the slabs acting as a rigid diaphragm is also
considered in the Tridimensional Frame Model. Thus, the initial
and final nodes of the vertical bars are linked to the respective
floor master node. Thus, in the six degrees of freedom at each
end of the vertical bar, three are “slaves” to the master node of
the floor, which are related to the two horizontal translations and
rotation about the longitudinal axis of the vertical bar.

As previously mentioned, the Tridimensional Frame Model was
developed by the finite element method in commercial software
SAP2000. To represent the horizontal rigid bars and vertical
flexible bars rigid bars, it was used the frame element from the
library of elements of the program, which formulation is as Bathe
e Wilson apud CSI [12]. The shear deformation is considered in
this formulation, however, it was not considered in the horizontal
rigid bars. The system of axes of the local frame element can be
seen in Figure [9] and the degrees of freedom of a node element

oy

1

Local 1 Axis is Parallel to +Y Axis
Local 2 Axis is Rotated 90° from Z-1 Plane

Figure 9 — Local axis system for the Frame element (CSI - SAP2000, 2011 (12))
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Figure 10 - Building represented by Tridimensional Frame Model

in Figure [5]. The Figure [10] shows the Tridimensional Frame
Model applied to the studied building.

4.3 Mechanical properties of concrete

It was considered physical linearity to concrete material in both
numerical model (MEF and MPT). The mechanical properties
considered for the concrete material were: compression strength
of 25 MPa (25000 kN/m?), secant modulus of elasticity
Ef 24000000 kN/m?2, Poisson’s ratio V = 0.2 and a specific weight
¥ = 250 kN/m®. The material was considered as isotropic.

5. Results
HEE
5.1 Distribution of vertical loads

Table [2] compares the normal concentrated forces only from the
vertical load (quvm ), obtained by MEF and MPT at the founda-
tion level models. The cells painted in green mean that the differ-
ence in outcome of MPT compared to MEF is less than or equal,
in absolute value, than 5%, showing an excellent approximation.
Those painted in yellow mean that the difference was obtained
at all, greater than 5% and less than or equal to 15% range that
describes the results as good value. Painted red cells show differ-
ences above 15% threshold at which the result is considered bad.
The 15% limit which classifies the difference in results between
calculation models as poor, was based on the coefficient 7 s3
which considers the possible errors in the evaluation of the load
effects, occurred by construction problems or by deficiency of the
method of calculation employed. According to NBR 8681:2003 -
Actions and safety of structures - Procedures [3], when consider-
ing the ultimate limit states, the 7 s coefficients can be considered
as the product of 7f1 , considering the variability of the actions
and, 7f3 that can be adopted equal to 1.18. This means that the

accuracy of a model calculation can vary by up to 18% without the
degree of safety of the structure is affected.

The approximation of results is very good, since 93% of the walls
showed differences of less than 5%, 2% of the walls differences be-
tween 5% and 15%, and only 5% of the walls showed poor result.
The walls PV14 and its symmetrical PV21, and the walls PH23 and its
symmetrical PH24, showed differences of N, k.vert » DEtWeen the two
models analyzed, greater than 15% and up to 20.3%. The wall PH23
interacts with the wall PV14, and the wall PH24 interacts with the wall
PV21 in order to standardize the vertical loads. So, each pair of these
walls forms a group of walls. Note that the group of walls PH23-PV14
and PV21-PH24, are connected through lintels to much larger groups
of walls, which are located in the middle of the building.

The interaction between groups with high rigidity with groups of
relative small stiffness, through just a lintel, may be the cause of
the difference in results for these cases, however this hypothesis
needs to be examined.

Another important factor, and that makes the MPT in favor of safety, is
the fact that all the poor results in terms of normal concentrated force are
higher than the normal concentrated forces obtained by MEF model.
In order to show the verification of the maximum normal compres-
sive stress, and avoid excessive results, it was decided to present
the diagrams of internal forces of two shear walls in the horizontal
direction (PH16 and PH34) and two shear walls in vertical direction
(PV08 and PV15).

Figure [11] shows the normal force diagrams, considering only the
distribution of vertical loads, of the PH16, PH34, PV08 and PV15
walls. It is noted that a good approximation results between MPT
and MEF models occurs along the entire height of the wall.

5.2 Bending moment and normal force due to only
horizontal actions

The following are presented and compared the bending moment
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PHO1
PHO2
PHO3
PHO4
PHO5
PHO6
PHO7
PHO8
PHO9
PH10
PH11
PH12
PH13
PH14
PH15
PH16
PH17
PH18
PH19
PH20
PH21
PH22
PH23
PH24
PH25
PH26
PH27
PH28
PH29
PH30
PH31
PH32
PH33
PH34
PH35
PH36
PH37
PH38
PH39
PH40
PH41
PHA2
PH43
PH44

0,80
1,20
0,40
0,40
1.20
0,80
0,40
0,40
0,40
0,40
0,80
0,80
3,20
3,20
4,00
4,00
4,00
0,40
0.80
0,40
0,80
1,20
0,80
0,80
1,20
0,80
0,40
1,20
0,80
1,60
4,00
4,00
0,40
2,80
3,20
3,20
0,80
0,80
0,40
2,80
0.40
0,40
0,40
0,40

Table 2 - Comparison of N, ., at the foundation level

Distribution of vertical loads - N, ., (kN) ->t=12 cm

MEF MPT % Wall L(m) MEF
199,17 1990 0.0 PH45 0,80 201,0
31,9 3043 -2,4 PH46 1,20 315,1
100,9 1022 1.3 PH47 0,40 102,2
101,1 1024 1,3 PH48 0,40 102,1
313.0 306,0 -2,3 PH49 1.20 31564
200,6 201,3 0,3 PH50 0,80 201,7

98,3 1026 4,4 PVO1 4,00 10050

85,5 87,0 1,7 PV02 0.80 203.8

86,0 87,7 1,9 PV03 0.80 204,0

98,3 1027 44 PV04 4,00 10001
201,7 2031 0,7 PV05 0,40 98,9
201,8 2032 0,7 PVO06 0,80 2135
803,7 8132 1,2 PVO7 0,40 99,1
8049 8148 1,2 PVO08 2,80 7164
860,8  840,8 -2,3 PV09 2,80 710,6

1020,7 1033,3 1,2 PV10 240 6210
1020,8 1031.,2 1.0 PVI1 2,40 620,1

87.0 84,9 -2,4 PV12 2,40 607.8
188,0 1850 -1.6 PV13 2,40  600,9

87.3 85,3 2,2 PV14 1,60 391.7
2103 209.1 -0,6 PV15 720 16775
324,5 324,5 0,0 PV16 7,20 16147
192,3  231,3 20,3 PV17 200 4458
194,65  231,5 19,1 PV18 0,40 93,4
324,5 324,5 00 PV19 7,20 17120
2102 2088 -0,7 PV20 7,20 1622,0

88,9 88,4 -0,6 PV21 1,60 395,6
277,8  268,3 -3.4 PVv22 2,40 607.1
185,1 1844 -0.4 PV23 2,40 601,5
3583,7 3550 04 Pv24 2,40 619.0

1019,5 1031,9 1,2 PV25 2,40 617,9
1022,5 1036,2 1,3 PV26 2,80 717,2

89,9 90,6 0.8 Pv27 2,80 712,3
631,8 6199 -1.9 PVv28 0,40 99,1
8054 8142 1,1 PV29 0,80 213,6
8084 816,5 1.0 PV30 0,40 99.0
202,9 204,3 0,7 PV31 4,00 10120
203,0  203,7 03 PV32 0,80 205,5

90,3 89,9 -0.5 PV33 0,80 205,0
645,7  637.5 -1.3 PVv34 4,00 10064

99,4 1037 44 - . ;
89.8 920 25 - - -
917 936 22 - - -
99,1 1030 39 - - -

199,9
306,3
103,1
102,2
305,1
200,5
1000,9
202,7
203,2
999,4
103,7
209,3
103,9
714,1
710,0
635,3
635,1
619,3
614,1
463,8
1605,0
1513,0
444,6
89,2
1656,8
1523,8
463,6
614,4
614,1
631,8
631,1
712,4
7121
104,0
209,2
103,5
1008,7
205,3
204,0
1008,4

-0,6
-2,8
0.9
0,1
-3.2
0,6
-04
-0,5
-0.4
-0,1
49
-2,0
4,8
-0,3
-0,1
2,3
2,4
1.9
22
18,4
-4,3
-6,3
-0,3
-4,5
-3.2
-6,1
17,2
1,2
2,1
2,1
2,1
-0,7
0.0
4,9
2,1
4,6
-0,3
-0.1
-0.5
0,2
MPT
5%
2%
93%
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PH16 - Nk,vert (kN)
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00
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——MPT - Nk vert
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PH34 - Nk, vert (kN)

42,00
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000
-200 o
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Figure 11 - Diagram of N, ., of the walls PH16, PH34, PV08 and PV15

PV15 - Nk,vert (kN)

-500 o

-1500

-1000
Normal Force - Nk, vert (kN)

= MEF - Nk,vert
=—MPT - Nkvert

diagrams and normal force obtained by MEF and MPT models, of
the PH16, PH34, PV08 and PV15 walls, considering only horizon-
tal actions.

Following the vector notation and the directions of the global coordi-
nate axis, shown in Figure [2], the results for PH16 and PH34 walls
are characteristic bending moments in the Y direction (Mk’y ) and
the PV08 and PV 15 wallls are characteristic bending moments in the
X direction (M ).

The characteristic bending moment diagrams shown in Figure
[12] show that the MPT model tends to the behavior of the MEF,
however make it clear that there are considerable differences in
results. Table [3] compares the largest bending moments obtained
on the walls analyzed. In all cases, the cross-section at the foun-
dation level 0,00 m section was the one with the highest value of
bending moment. Note that there are differences of up to 56,21%

as in the case of PH34 wall.

While models present similar behavior, analyzing the normal forces
diagrams in Figure [13], highlights the difference in nature between
the bar model (MPT) and the models of shells (MEF). In the shell
model, the wall is represented throughout its height, making the
internal forces and interaction walls are better represented. The
model of bars represented each wall with only one vertical bar per
floor and horizontal bars to simulate the interaction between them,
i.e. is a much simpler model.

The normal forces from only horizontal actions in MPT are constant
in each leg of the walls, unlike what happens in MEF, where the
distribution of this internal force is not constant. This is justified,
because in the shell model, the interaction between the walls oc-
curs throughout the entire height of the deck through the nodal
displacements compatibility. In the bar model this simulation is

PH16 - Mk,y (kN.m)

Bending Moment - Mk,y (kN.m)

—MEF - Mk,y
—MPT- Miy

Figure 12 - Diagram of M, , of the walls PH16 and PH34 and M, of the walls PV08 and PV15

PH34 - Mk,y (kN.m)
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actions and weighting coefficients to obtain the values of design.

It can be used a combination of actions C1 shown in Equation [6] to
afford the internal forces that generate the most unfavorable condition
for the normal stress of compression for a given cross-section. The
weighting coefficients were adopted as shown in NBR 16055 [4].

summarized with one nodal force applied to the level floor, at the
meeting of the horizontal rigid bars.

Table [4] shows the difference of the maximum normal force ob-
tained by MEF and MPT models. In the case of the wall PH34 dif-
ference reaches 63.05%.

5.3 Maximum normal stress of compression
Ci:Fg =L4.(PP)+1,4(Gg45)+1,4.(Onmp) +

0,7.(Qg.45)+ 0,86.(Q ping)

©)

To design a concrete wall of a building it is used the method of limit
states which is based on probabilistic methods that take into account
the variability of actions and resistances through combinations of

Table 3 - Comparison of maximum bending moments in the walls analyzed

Comparison of Mk (kN.m) obtained by MEF and MPT models

Internal Force level (m) MEF MPT
PH16 MK,y 0.00 213.68 306,02 43,21
PH34 Mk,y 0,00 78,96 123,34 56,21
PV08 MKk, x 0,00 67,71 84,39 24,64
PV15 Mk, x 0,00 754,70 889,02 17.80
Figure 13 - Diagram of N,, of the walls PH16, PH34, PV08 and PV15
42,00 42,00 42,00 42,00
39,20 39,20 39,20 39;;
36,40 3640 36,40 36,
' 3360 33,60 33;
30,80 30,80 30,80 30,
28,00 28,00 28,00 28,
2520 25;20 25,20 25,20
T 2240 T 2240 T 2240 g 240
g 1960 - T 19,607 £ 1960 ‘.!; 19
; 16,80 - g 16,80 2 16,30 ] 16,80
14,00 14,00 14,00 14,00
11,20 - 15520 1120 11,20
840 B 8,40 8,40
560 560 560
280 < 2,80 2,80
a0 00— 0,00
20 o o a0 e 0 0o 10 20 30 0,00 . v o 7 25 0 25 50 75 100 125 150
Normal Force - Nk,z (kN) Normal Force - Nk,z (kN) Normal Force - Ni,2 (kN) Normal Force - Nk,z (kN)
— MEF- Nk,z ——MEF- Nk,z — MEF-NKz ——MEF -Nk,z
— MPT-Nkz ~——MPT- Nk,z —MPT- Nk’,l —MPT- Nk,2

Table 4 - Comparison of the maximum normail forces on the walls analyzed

Comparison of Nk (kN) obtained by MEF and MPT models

Internal Force level (m) MEF MPT
PH16 Nk.z 0,80 47,61 44,88 -5.74
PH34 Nk.z 13,60 12,30 20,05 63,05
PV08 Nk.z 5,20 67,41 67,90 0,72
PV15 Nk,z 0,80 137,94 84,93 -38,43
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PH16 - MCd,y (kN.m) - C1-518C PH34 - Mcd,y (kN.m) - C1-50

Figure 14 - Diagram of M, of the walls PH16 and PH34 and M_,, of the walls PV08 and PV15

PVO8 - MCd,x (kN.m) - C1-5270 PV15 - MCd,x (kN.m) - C1-5270

E E -
£ £ = E
) = B
3 H 3 $
] 2
2,80
. £ 0,00
=500 =400 =200 ] 200 =50 (1} 50 100 150 200 =150 =100 <50 (1] S0 1500 -1000 -500 ] 500
Bending Moment - MCd,y (kN.m) Bending Moment - Mcd,y (kN.m) Bending Moment - MCd,x (kN.m)  Bending Moment - Mcd,x (kN.m)
—MEF - MCd,y — MEF - MCd.y ——MEF - MCd.x — MEF - MCd,x
— MPT-MCd — MPT-MCdy —MPT-MCdx — MPT- M
Onde: Where:
F :internal force that provides de maximum stress of compression; G _,: normal stress for the condition to the maximum compression;

P self-weight of structural elements;

GSLAB : coating considered on the slabs;

QWIND: wind action toward the bracing wall;

0 14p - live load on the slabs as the NBR 6120;

QPL umg - out of plumb action in the same direction as the wind action.
When checking the normal compressive stress of a concrete wall,
it is necessary to compose the internal forces made by the verti-
cal loads (normal force), and the internal forces made by the hori-
zontal loads (bending moment and normal force) as Equation [7].

N M
Oca =%i VVCd (7>

N, normal force that provides the maximum compression;

M_,: : bending moment that provides the maximum compression;
A : area of the cross section of the wall;

W : flexural modulus.

Figures [14] and [15] show diagrams of M , and N , of the walls
analyzed, respectively.

Table [5] compares the differences obtained between the MPT and
MEF models, characteristic of the maximum characteristic bending
moments calculated considering only horizontal actions, and the
maximum design bending moment, considering the combination of
actions C1, showing the level where they occur, and the percent-
age difference. Since the bending moment is practically influenced
only by horizontal actions, the magnitude of the differences ob-

PH16 - NCd,z (kN) - C1-5180 PH34 - NCd,z (kN) - C1-50

Figure 15 - Diagram of N, of the walls PH16, PH34, PV08 and PV15

PV08 - NCd,z (kN) - C1-5270 PV15 - Ncdz (kN) - C1-5270

42,00

£ E
£
i £
<) L
5.60
2,80
0,00 0,00
-1200 -9500 500 -300 1] -2500 -2000 -1500 -1000 -500 (1]

E £
¥ £
2,80
0,00
-1500 -1200 -900 -600 -300 0  -900 600 -300 ]
Normal Force - Ncd,z (kN) Normal Force- Ncd z (kN)
—MEF - NCd,z = MEF- NCd,z
—MPT-NCd.z — MPT - NCd,z

Normal Force - Ncd,z (kN)

=—MEF - NCd,z
—MPT - NCd,2

Normal Force - Ncd,z (kN)

=——MEF - NCd,z
—MPT- NCdz

5110

IBRACON Structures and Materials Journal * 2014 +vol. 7 +n°3




T. C. BRAGUIM | T.N. BITTENCOURT

tained when comparing the characteristic values and the design
ones, is almost the same.

Table [6] compares the differences obtained between the MPT and
MEF models, of the maximum characteristics normal force calcu-
lated considering only horizontal actions, and the maximum design
normal forces, considering the combination of actions C1, showing
the level where they occur, and the percentage difference.
Observe in the title of bending moment diagrams, normal force and
design stress of compression, the direction in which the horizontal
actions are more unfavorable to the internal forces of the respec-
tive wall bracing. For example, the wall PH16, has the horizontal
actions in the X direction in the 180° because it provides the most
unfavorable values for the bending moment M‘z v

The results in Table [6] show that when the normal forces
from horizontal actions are combined with normal forces from
the vertical loads, the differences between MPT and MEF
models are reduced significantly with results very close. This
is because, as seen in the diagrams of Figure [11], the dif-
ferences between the models are very small when compared
the normal forces from vertical loads only. Also they are much
larger when compared with the normal forces obtained only
by horizontal actions.

With design bending moments and design normal forces present-
ed, the normal stress diagram of the cross section, at the founda-
tion level, which is critical in all walls analyzed here, is plotted as
Figures [16] and [17].

Table 5 - Comparison of the maximum M, ,, and M., on the walls PH16 and PH34 and the
maximum M, ,, and M_,,, on the walls PV08 and PV15

M,, (kN.m) M, (kN.m)
level (m) MEF MPT level (m) MEF MPT
PH16 0,00 213,68 306,02 43,21 0,00 28094  -411,90 46,62
PH34 0,00 78,96 123,34 56,21 0,00 115,65 169,79 46,81
M, (kN.m) Mc,, (kN.m)
level (m) MEF MPT level (m) MEF MPT
PV08 0,00 67,71 84,39 24,64 0,00 -79,88 116,35 45,65
PV15 0,00 754,70 889,02 17,80 0,00 -1050,08  -1245,33 18,59

Table 6 - Comparison of the maximum N,,, and N_,,, on the walls PH16, PH34, PV08 and PV15

0

-1000

2000 e

- P—
L

-4000 -

-5000

Normal stresses (kN/m?)

Lenght of the wall (m)

level (m) level (m)
PH16 0,80 47,61 44,88 -5,74 0,00 -1396,43 -1409,39 0,93
PH34 13,60 12,30 20,05 63,05 0,00 -842,11 -821,33 -2,47
PV08 5,20 67,41 67,90 0,72 0,00 -1016,63 -1022,93 0,62
PV15 0,80 137,94 84,93 -38,43 0,00 -2393,01 -2230,87 -6,78
Figure 16 - Diagram of ¢, of the walls PH16 and PH34
== MEF - oCd
PH16 - Ocd at level 0,00m - C1-5180 e PH34- ocd at level 0,00m - C1:50 - MPT-ocd
00 04 08 12 156 20 24 28 32 36 40 o0 o4 0B 12 16 20 24 28

0

e
\
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Figure 17 - Diagram of the o, of the walls PV08 and PV15
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Table 7 - Comparison of the maximum normail
stress of compression obtained by both models

Geamac (KN/mM?) - C1

WALLS level (m) MEF MPT

PH16 0,00 -4315,92  -4223,43 -2,14
PH34 0,00 -3631,92  -3527,27 -0,13
PV08 0,00 -3762,75  -3786,43 0,63

PV15 0,00 -4716,17  -3783,15 -19.78

Itis noteworthy the quality of MPT by its proximity from MEF, checked
in the normal stresses diagrams. The maximum compressive stress
compared in Table [7] reinforce this fact. The largest difference oc-
curs in the wall PV15, where the compressive stress obtained by MPT
is 19,78% lower than the one obtained by MEF. This comparison is
made at the point where the cross section of the wall is more com-
pressed. Comparing the distribution of normal stresses along the en-
tire section of the wall PV15, this difference falls and gets close to zero

at various points, as shown in the diagram in Figure [17]. The normal
maximum compressive stress in the other walls have very similar re-
sults between the two models. The largest difference is 2,14% (ob-
tained after the wall PV15) and 0,13% is the lower.

5.4 Design verification for the maximum stress
of compression

The design verification for the maximum stress of compression is done
as procedures of NBR 16055 [4]. The maximum stress obtained should
be lower than the ultimate stress of compression. The last one is cal-
culated dividing the ultimate strength by the thickness of the wall. The
ultimate strength of compression of the wall is calculated as the expres-
sion of item 17.5.1 from NBR 16055 [4], presented in Equation [8] :

_ (0851, +p-fr)T _
etk [1+3k, 2 - k)]

(085.1.,+ .S )
1,643

®

<04.f. 1

Figure 18 - Calculation of €, as the type of bracing walls (NBR 16055:2012 (4))
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Figure 19 - Decrease of the ultimate stress of compression with increasing slenderness ratio,
according to NBR 16055 (4)
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Where:
Mg resist - ultimate strength of compression;
/., design compressive strength of concrete;
p : ratio of vertical reinforcement not bigger than 1 %;
¢ : thickness of the wall; E,.0,002
fscd : design compressive strength of steel: fis = T;
E_: modulus of elasticity of the steel; :
V! reduction coefficient of resistance of steel equal to 1,15;
The definition of the coefficients k1 and k2 depends on the slen-
derness ratio of the wall, which is defined by Equation [9].

)

Figure 2 of NBR 16055 [4], presented here in Figure [18] in an
adapted form, defines the equivalent length of the wall, depending
on their bracings.

The coefficient k1 is defined to kl = A /35 for any value of A
When the slenderness ratio is in the range 35 < 4 < 86, k, is
equal to zero. If the slenderness ratio is in the range 86 <A< 120,
k, is defined by Equation [10].

k2= O“_86)

120 (]0)

The coefficients k1 and kz consider the penalization in the ulti-
mate strength of compression due to the instability caused by lo-
calized effects of 2nd order. To get magnitude, the graph of Figure

WALLS Bracings Lm) B=h/L h, (m) h./t
PH16a Il 2,4 1.17 1,20 10,0
PH16b Il 1.6 1.75 0,80 6.7
PH34a Il 1.6 1.75 0,80 6.7
PH34b Il 1,2 2,33 1,74 14,5
PV08a Il 2,4 1,17 1,20 10,0
PV08b Il 04 7,00 0,84 7,0
PV15a Il 0.8 3,50 1,19 9.9
PV15b Il 0,8 3,50 0,40 3.3
PV15c Il 3.2 0,88 1,59 13.2
PV15d Il 1,6 1,75 0,80 6.7
PV15e Il 0.4 7,00 0,20 1.7
PV15f I 0.4 7,00 0,84 7.0

Table 8 - Calculation of the ultimate strength of compression as NBR 16055 (4)

Ultimate strength of compression - NBR 16055 ->t =12 cm

A K1 k2 Nosesst (KN/M) O ros (KN/mY)
346 099 0,00 714,29 5952,38
231 066 000 714,29 5952,38
23,1 066 000 714,29 5952,38
504 144 0,00 714,29 5952,38
346 099 0,00 714,29 5952,38
242 069 0,00 714,29 5952,38
342 098 0,00 714,29 5952,38
1,5 033 000 714,29 5952,38
458 1,31 0,00 714,29 5952,38
23,1 066 000 714,29 5952,38
58 016 000 714,29 5952,38
242 069 0,00 714,29 5952,38
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Gcamax (KN/M?) - C1

WALLS level (m) MEF MPT
PH13 0,00 -3764,92 -4006,79
PH16 0,00 -4315,92 -4223,43
PVv08 0,00 -3762.75 -3786,43
PV12 0,00 -3928,58 -3711,41
PV15 0,00 -4716,17 -3783,15

Table 9 - Verification of the design to the maximum normail stress of compression as NBR 16055 (4)

o-d.resisl (kN/m2>
NBR 16055:2012

6,42 -5952,38 OK
-2,14 -5952,38 OK
0,63 -5952.38 OK
-5,53 -5952,38 OK
-19.78 -59562,38 OK

[19] shows the decrease in the ultimate stress of compression as
the slenderness ratio increases, where as ji/i = 25 MPa,
fscd = 365,2 MPa and P = 0,1%. When plotting the graph, the
expression of the ultimate strength of compression, as described in
Equation [8], is applied without considering the thickness of the
wall so that the values stay in terms of stress. The loss of strength
is visible and significant when A > 80, the threshold from which
k2 it is nonzero and that, consequently, the influence of localized
instability is much larger. If it is wanted to make a more precise
analysis of local and localized instabilities, the expressions of items
15.8 and 15.9 of NBR 6118 [1] should be used.

The ultimate strength of compression of the PH16, PH34, PV08
and PV15 walls are shown in Table [8] by portions represented by
the letters a, b, c, etc.. that consider the change caused by bracing
of the side walls transverse to them. Consequently, the length of
these walls is given by portions and defined by transverse walls.
Finally Table [9] presents the verification of the design of the most
requested cross section of the walls PH16, PH34, PV08 and PV15,
for the compressive stress, according to the assumptions of the
standard NBR 16055 [4].

Finally, it has been found that the initially thickness of 12 cm for
the analyzed walls of the studied building are sufficient to resist
the normal stresses of compression. This result is valid for both
numerical models adopted (MPT and MEF).

6. Conclusions
E——

The comparison between the results obtained by MEF and MPT
models was done in order to evaluate them qualitatively when ap-
plied to the design concrete walls for the maximum normal stress
of a building.

It was found an excellent approximation between MPT and MEF
models for distributing vertical loads. The normal force concentrat-
ed at the foundation level coming from only vertical loads showed
very similar results.

The diagrams of bending moments and normal forces, considering
only the forces due to wind and out of plumb forces were traced. It
was observed significant differences between the values obtained
by MEF and MPT models. The bending at the foundation level of
PH34 wall differed between models in 56,21%. The same occurred
with the maximum normal force obtained for this wall, which arrived
at 63,05% difference. In spite of the differences in the results of
these two internal forces, the curves of the diagrams were nearby
and tended to the same conduct.

The differences checked between MEF and MPT when bending
moments and normal forces (obtained from horizontal actions
only) was compared, became insignificant when the design of de
maximum normal stress of compression was done. Therefore, it
was necessary to combine the vertical and horizontal loads.
When the composition of the design normal force calculation with
the design bending moment was taken as the combination of ac-
tions C1, the values of normal stress obtained by the two models
were very close. In the case of PH34 wall, the difference between
the two models related to the maximum normal stress of compres-
sion was only 0,13%. The diagrams of the normal stresses, plot-
ted in the critical cross section of the other walls also showed the
proximity between models. This similarity of stresses was justified
by the close proximity obtained in normal forces arising only from
vertical loads. Furthermore, due to the normal forces from verti-
cal loads were much higher than those internal forces obtained by
horizontal loads.

The maximum normal stress of compression has always been
lower than the ultimate strength of compression calculated by NBR
16055 [4], considering the walls with 12 cm of thickness, which
therefore satisfy the minimum condition for the design.

Therefore, it is concluded that the Tridimensional Frame Model
can be used in the structural analysis of buildings constructed in
the concrete wall system. The MPT proved a reliable model for
the proximity of results when compared with MEF. The analysis of
results via MEF is complicated, making it a tool not often used in
everyday life of an office. The use of MEF is recommended for lo-
cal analyzes and for situations that requires more details.
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Abstract

It is important to evaluate which designing models are safe and appropriate to structural analysis of buildings constructed in Concrete Wall system.
In this work it is evaluated, through comparison of maximum normal stress of compression, a simple numerical model, which represents the walls
with frame elements, with another much more robust and refined, which represents the walls with shells elements. The designing of the normal
stress of compression it is done for both cases, based on NBR 16055, to conclude if the wall thickness initially adopted, it is enough or not.

Keywords: reinforced concrete walls; numerical models; normal stress of compression.

Resumo

E fundamental se conhecer quais modelos numéricos sdo seguros e pertinentes para a analise estrutural de edificagdes construidas pelo siste-
ma Paredes de Concreto. Neste trabalho é avaliado, por meio da comparagdo da maxima tensdo normal de compress&o, um modelo numérico
mais simples, que discretiza as paredes em elementos de barra, com outro mais robusto e refinado que discretiza as paredes com elementos de
casca. A verificagdo do dimensionamento da maxima tensdo normal de compresséao é realizada para os dois casos, considerando as premissas
da norma brasileira NBR 16055 a fim de concluir se a espessura das paredes adotada inicialmente é suficiente ou néo.
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1. Introducgao

EE—

Desde meados de 2007, um aumento significativo de unidades
construidas pelo sistema Paredes de Concreto tem influenciado o
mercado da construgdo habitacional no Brasil. Em abril de 2012,
foi publicada uma norma brasileira que trata exclusivamente des-
se sistema. Além disso, o desafio em minimizar o déficit habitacio-
nal estimula a utilizagdo desse método alternativo, pois quando
aplicado adequadamente proporciona alta produtividade e menor
custo em relagdo a outros métodos construtivos. Como se trata de
um meétodo construtivo cujo principal conceito é a industrializacao
da construgdo, cabe ressaltar que é necessario levar em conta o
tempo de execugao da estrutura (uma vantagem do sistema Pa-
redes de Concreto, por ser considerado rapido), para se fazer um
comparativo de custos realista em relagdo ao método convencio-
nal, ou entdo a alvenaria estrutural, por exemplo. Em termos do
projeto estrutural é de fundamental importancia conhecer quais
modelos numéricos sdo seguros e pertinentes para a analise es-
trutural de edificagdes construidas pelo sistema Paredes de Con-
creto. Esse trabalho apresenta a comparacdo de resultados de
alguns modelos numéricos possiveis para o dimensionamento de
uma parede de concreto para a maxima tensao normal de com-
pressao, conforme a recente norma brasileira NBR 16055:2012
- Parede de concreto moldada no local para a construgdo de edifi-
cagao — Requisitos e procedimentos [4].

1.1 Consideragées iniciais

No projeto estrutural de edificios construidos pelo sistema Pare-
des de Concreto, a espessura das paredes € uma das principais
definicbes a serem feitas. Essa definigdo envolve diversas varia-
veis, como, por exemplo, a altura do prédio, as agdes a que ele
esta submetido, a resisténcia dos materiais utilizados e as hipote-
ses de como essas paredes sao representadas numericamente.
Normalmente as paredes de um edificio de Paredes de Concreto
sao submetidas a tensbes normais de compressao que sao pre-
ponderantes sobre as tensdes normais de tragéo e tensdes tan-
genciais. Desta maneira, a definicdo da espessura das paredes &
feita em funcao da verificagdo da maxima tensdo normal de com-
pressao com a tensao ultima a compressao, essa ultima calculada
por algum codigo normativo.

1.2 Objetivos

Este trabalho tem como objetivo comparar a maxima tensao nor-
mal de compressao na segao transversal critica de paredes de
concreto de um edificio, obtida por dois modelos numéricos dis-
tintos e, verifica-la com a resisténcia ultima a compressao calcu-
lada pela NBR 16055 [4]. A partir da comparagéo de resultados é
objetivo avaliar a qualidade do modelo mais simples em relagéo
ao modelo mais refinado e constatar se a espessura da parede
adotada inicialmente é suficiente.

1.3 Meétodo

Foi utilizado como estudo de caso o edificio Condominio das Ar-
vores construido em 2012 na cidade de Sao Bernardo do Campo
pela construtora Sergus Constru¢des e Comércio Ltda..

O edificio foi modelado utilizando-se o método dos elementos

finitos. O primeiro modelo, chamado de Modelo em Elementos
Finitos (MEF), e tido como modelo de referéncia para a compara-
¢ao de resultados por ser o mais refinado, discretiza as paredes
em elementos de casca. O segundo modelo discretiza as pare-
des em elementos de barra, seguindo as premissas do Modelo
Pértico Tridimensional (MPT).

Primeiramente a distribuicdo de cargas verticais nas paredes é
realizada de acordo com cada modelo numérico. A forga normal
concentrada caracteristica, obtida apenas por cargas verticais, &
comparada entre os dois modelos ao nivel da fundagéo, a fim de
verificar as diferencas.

Em seguida as forgas normais e momentos fletores caracteristicos
obtidos de algumas paredes, considerando apenas as agdes hori-
zontais, sdo comparados por meio de seus diagramas.

A combinagao de agdes verticais e horizontais € realizada para se ob-
ter a maxima tensao normal de compresséo. Este resultado € compa-
rado entre os dois modelos em algumas paredes do edificio estudado.
Por fim, calcula-se a resisténcia Ultima a compressao utilizando-se
a expressao dada na norma NBR 16055 [4], e verifica-se se a es-
pessura das paredes do edificio estudado, adotada inicialmente, é
suficiente para resistir as tensdes normais de compressao.
Ressalta-se que a NBR 16055 [4] abrange conceitos que vao
além da NBR 6118:2007 - Projeto de estruturas de concreto —
Procedimentos [1], como por exemplo a definigdo de parede de

Figura 1 - Edificio Condominio das Arvores em fase
de constru¢do - 13 pavimentos tipo concretados
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concreto. Segundo a NBR 16055 [4], em seu item 14.4, uma pa-
rede de concreto é definida quando o comprimento da parede for
maior ou igual a dez vezes a sua espessura. A NBR 6118 [1] defi-
ne pilar-parede, em seu item 14.4.2.4, quando a maior dimensao
da secgéao transversal de um pilar for maior ou igual a 5 vezes a sua
menor dimensao. Outra observagdo, € que o presente trabalho
trata de paredes, e ndo viga-paredes. Ou seja, as paredes de con-
creto analisadas tém apoio continuo em todo sua base, diferente
das vigas-parede que tém apoios discretos.

Os modelos numéricos (MEF e MPT) foram desenvolvidos no
software SAP2000 - versao 15, baseado no Método dos Elemen-
tos Finitos, considerando analise elastica linear. A interagao entre
o solo e a estrutura ndo foi considerada.

2. Estudo de caso

EE

Utilizou-se uma adaptagdo do edificio Condominio das Arvores do
empreendimento Reserva Jardim Boténico, construido na cidade de
S&o Bernardo do Campo, no ano de 2012, pela construtora Sergus
Construgdes e Comércio Ltda., conforme Figura [1]. O projeto estru-
tural foi fornecido pela OSMB Engenheiros e Associados S/S Ltda.
A geometria do edificio foi adaptada em relagao ao edificio cons-
truido com o objetivo de simplificar as modelagens numeéricas.
Contudo, suas caracteristicas principais foram mantidas. Todas

as medidas ficaram multiplas de 40 cm, e o numero de pavimen-
tos foi adotado igual a quinze tipos, ndo havendo, portanto, a
transi¢do do térreo para o primeiro pavimento, nem o atico, pre-
vistos no projeto original. Considerou-se a distancia entre pisos
de 2,80 m. A Figura [2] mostra a planta do pavimento tipo com
as paredes e os lintéis (regides sobre e sob portas e janelas) de
concreto armado, nomeados conforme as dire¢des horizontal e
vertical. Apesar das lajes macicas em concreto armado nao es-
tarem nomeadas na Figura [2], elas foram consideradas em toda
planta, com espessura de 10 cm, exceto nos pogos de elevador
e pressurizagdo e nos shafts de instalagdes, onde um furo é re-
presentado com um X. O pogo de escada foi considerado como
sendo uma laje maciga com 10 cm de espessura. O Unico pilar da
estrutura, também em concreto armado, esta localizado no pogo
de escada e é representado com uma hachura em vermelho.

3. Acoes consideradas
——

3.1 Cargas verticais

As cargas verticais consideradas foram as permanentes (soma
do peso préprio da estrutura com as cargas de revestimento das
lajes) e as cargas acidentais (sobrecarga das lajes conforme
NBR 6120 [2]). Para tanto, foram considerados:

Figura 2 - Planta do Pavimento Tipo do estudo de caso: geometria (cm) e nomenclatura das paredes e lintéis
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Figura 3 - Areas de influéncias das lajes sobre paredes e lintéis
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B peso préprio dos elementos estruturais: )/ = 250 kN/m?,;

B cargas permanentes das lajes (revestimentos): g, = 1,0 kN/m?
B cargas acidentais nas lajes: g, = 1,5 kN/m?.

Para o calculo das reagbes das lajes nas paredes, utilizou-se o
método das charneiras plasticas o qual se baseia na posigéo apro-
ximada das linhas de ruptura que definem as areas de influéncia
das lajes sobre as paredes.

A Figura [3] apresenta as areas de influéncia das lajes ao descarregar
suas cargas pelo método das charneiras plasticas, em paredes e lintéis.
Os valores das areas de influéncia (AL ), comprimentos de in-
fluéncia (L, . ), ao longo do qual a carga da respectiva area de
influéncia é distribuida em paredes e/ou lintéis e, as cargas con-
centradas (P) e distribuidas (p), que atuam no comprimento de
influéncia, encontram-se na Tabela [1].

Corréa e Ramalho [7] ressaltam que a definigdo de como a agéo das
lajes sobre as paredes que lhe servem de apoio se realiza, e também
como ocorrem as interagdes entre paredes, sdo aspectos determi-
nantes para se obter uma analise estrutural coerente das paredes.

3.2 Acbes horizontais

Neste trabalho foram consideradas apenas as agdes horizontais
devido ao vento e ao desaprumo, centradas.

A norma ABNT NBR 6123:1988 — Forgas devidas ao vento em
edificagbes [5], permite transformar as pressdes do vento que inci-

dem perpendicularmente na superficie das paredes em forgas es-
taticas. Para isso é necessario definir a velocidade caracteristica
do vento como indica a Equagao [1]:

v, =v,.5,.5,.5,

(1)

onde, v, é a velocidade caracteristica do vento (m/s), v, é a ve-
locidade basica do vento (m/s), S, € o fator topografico, .S, € o
fator que considera a rugosidade do terreno e a variagéo da velo-
cidade do vento com a altura do edificio e suas dimensdes em
planta e §, é o fator estatistico.

A presséo dindmica do vento ¢, (N/m?) é determinada em fun-
¢ao da velocidade caracteristica conforme item 4.2 da NBR 6123
[5], descrita na Equacgéo [2]:

qvento = 0’613vk2

@

Finalmente a forca de arrasto que é a componente da forga global
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do vento numa determinada diregao ¢ definida pela Equagéo [3]:

Fa = Ca'qvento ‘Ae

3

naqual, F, ¢ aforga de arrasto na diregéo do vento, C, é o coe-
ficiente de arrasto conforme diregédo do vento e Ae € a area frontal
efetiva sobre um plano perpendicular a dire¢gdo do vento.
O desaprumo causado por excentricidades originadas durante a

construgdo de um edificio € considerado na estrutura por meio
de forgas horizontais equivalentes a esses deslocamentos. Con-
forme indica a NBR 16055 [4], para edificios de multiplos anda-
res, deve ser considerado um desaprumo global através de um
angulo de desaprumo @, calculado pela Equacéo [4]:

1

0= 170 VH )

Al
A2
A3
A4
A5
Ab
A7
A8
A9
A10
All
Al2
A13
Al4
A15
Al6
A17
Al18
A19
A20
A21
A22
A23
A24
A25
A26
A27
A28
A29
A30
A31
A32
A33
A34
A35
A36
A37
A38
A39
A40
A4l
Ad2
A43
Ad4
A4S

1,96
0,64
0,32
1,28
0.32
0.32
1,28
0,32
0,64
1,96
1,28
1,28
1,44
1,44
1,28
1,28
3,08
3,08
3,08
3,08
0,64
0,64
1,92
1,92
0,96
0,96
0,36
0,36
1,96
0,72
0,72
1,96
6,24
6,24
3,36
3,36
1,44
1,44
5,12
5,12
1,44
1,44
3,36
3,36
1,60

2,80
1,60
0,80
2,40
0,80
0,80
2,40
0,80
1,60
2,80
2,40
2,40
2,40
2,40
2,40
2,40
3,60
3,60
3,60
3,60
1,60
1,60
1,60
1,60
1,60
1,60
1,20
1,20
2,80
1,20
1,20
2,80
6,40
6,40
4,00
4,00
2,40
2,40
2,40
2,40
2,40
2,40
4,00
4,00
1,60

9,80
3,20
1,60
6,40
1,60
1,60
6,40
1,60
3,20
9.80
6,40
6,40
7.20
7.20
6,40
6,40
15,40
15,40
15,40
15,40
3,20
3,20
9,60
9,60
4,80
4,80
1,80
1,80
9,80
3,60
3,60
9.80
31,20
31,20
16,80
16,80
7,20
7,20
25,60
25,60
7,20
7,20
16,80
16,80
8,00

Area A (m® Linf(m) P (kN) p (kN/m)

3,50
2,00
2,00
2,67
2,00
2,00
2,67
2,00
2,00
3,50
2,67
2,67
3,00
3,00
2,67
2,67
4,28
4,28
4,28
4,28
2,00
2,00
6,00
6,00
3,00
3,00
1,50
1,50
3,50
3,00
3,00
3,50
4,88
4,88
4,20
4,20
3,00
3,00
10,67
10,67
3,00
3,00
4,20
4,20
5,00

Area A (m? Linf(m) P (kN) p (kN/m)

Ad6
Ad7
A48
A49
A50
A51
A52
AB3
Ad4
Ab5
A56
A57
A58
A59
A60
Ab]
A62
Ab3
Ab4
AbS
Abb
A67
Ab8
A9
A70
A71
A72
A73
A74
A75
A76
A77
A78
A79
A80
A81
A82
A83
A84
A85
A86
A87
A88
A89
AS0

1,60
0,80
0,80
1,00
076
0.76
1,00
2,60
0,64
0,40
3,36
0,40
0,64
2,60
0,64
0,64
2,60
0,64
0,40
3,36
0,40
0,64
2,60
1,00
0,76
0.76
1,00
0,80
0.80
1,60
1,60
1,28
0,88
0,64
0,92
0,24
0,36
0,36
0,24
1,68
5,60
1,56
1,80
2,04
3,36

Tabela 1 - Valores das dreas de influéncia das lajes sobre as paredes e lintéis e suas respectivas cargas

Area de influéncia e cargas das lajes

1,60
0,80
0,80
2,00
0,80
0,80
2,00
3,60
0,80
0,40
4,00
0,40
0,80
3,60
1,60
1,60
3,60
0,80
0,40
4,00
0,40
0,80
3,60
2,00
0,80
0.80
2,00
0,80
0,80
1,60
1,60
2,40
2,00
1,60
1.20
0,40
1,20
1,20
0,40
2,80
1,00
3,20
3,60
4,00
4,00

A (m?) Linf(m) P (kN) p (kN/m)

8,00 5,00 A91 3,36 400 1680 420
4,00 5,00 A92 1,44 2,40 7,20 3,00
4,00 5,00 A3 1,44 2,40 7,20 3,00
5,00 2,50 A94 512 2,40 2560 10,67
3,80 4,75 A5 512 240 2560 10,67
3,80 4,75 A6 1,44 2,40 7,20 3,00
5,00 2,50 A97 1,44 2,40 7,20 3,00
13,00 3,61 A98 3,36 4,00 1680 4,20
3,20 4,00 A9 3,36 400 1680 420

2,00 5,00 A100 6,24 640 31,20 4,88
16,80 4,20 A101 6,24 640 31,20 4,88
2,00 5,00 A102 1,96 2,80 9,80 3,50
3,20 4,00 A103 0,72 1,20 3,60 3,00
13,00 3,61 A104 0,72 1,20 3,60 3,00
3,20 2,00 A105 1,96 2,80 9,80 3,50

3,20 2,00 A106 0,36 1,20 1,80 1,50
13,00 3,61 A107 0,36 1,20 1,80 1,50
3,20 4,00 A108 0,96 1,60 4,80 3,00
2,00 5,00 AT09 0,96 1,60 4,80 3,00
16,80 4,20 A110 1,92 1,60 9,60 6,00
2,00 5,00 A1l 1,92 1,60 9,60 6,00
3,20 4,00 Al112 0,64 1,60 3,20 2,00
13,00 3,61 A113 0,64 1,60 3,20 2,00

5,00 2,50 Al14 3,08 360 1540 4,28
3,80 4,75 A115 3,08 360 1540 4,28
3,80 4,75 Al16 3,08 3,60 1540 428
5,00 2,50 Al117 3,08 3,60 1540 4,28
4,00 5,00 Al118 1,28 2,40 6,40 2,67
4,00 5,00 A119 1,28 2,40 6,40 2,67
8,00 5,00 A120 1,44 2,40 7,20 3,00
8,00 5,00 Al121 1,44 2,40 7,20 3,00
6,40 2,67 Al122 1,28 2,40 6,40 2,67
4,40 2,20 Al123 1,28 2,40 6,40 2,67
3,20 2,00 Al24 1,96 2,80 9,80 3,50
4,60 3,83 A125 0,64 1,60 3,20 2,00
1,20 3,00 Al126 0,32 0,80 1,60 2,00
1,80 1,50 Al127 1,28 2,40 6,40 2,67
1,80 1,50 A128 0,32 0,80 1,60 2,00
1,20 3,00 A129 0,32 0,80 1,60 2,00
8,40 3,00 A130 1,28 2,40 6,40 2,67
28,00 28,00 A131 0,32 0,80 1,60 2,00
7,80 2,44 A132 0,64 1,60 3,20 2,00
9,00 2,50 A133 1,96 2,80 9,80 3,50
10,20 255 - - - - -
16,80 4,20 - - - - -
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Figura 4 - Sistema de eixos local do elemento
Shell (CSI - SAP2000, 2011 (12))

Axis 3 A

Face 2

i3

Face 6: Top (+3 face)
Face 5: Bottom (-3 face)

in

Four-node Quadrilateral Shell Element

onde, @ ¢ o angulo de desaprumo (rad) e H a altura total do edificio (m).
A Equacgao [5] transforma o efeito do desaprumo em uma forga
horizontal equivalente (de), em fungdo de @ e da carga vertical
total do pavimento, representada por AP .

'p

F, = AP® (5)

Figura 5 — Graus de liberdade por né de
determinado elemento finito (CSI - SAP2000, 2011 (12))

4. Modelos numéricos
E——

4.1 Modelo em elementos finitos

O Modelo em Elementos Finitos denominado neste trabalho se
refere a discretizagdo das paredes do edificio analisado, em ele-
mentos de casca plana quadrados, com nds apenas nos veértices.
Foi utilizado o elemento Shell do software SAP2000 para tal mo-
delagem, com dimensdes 40 cm x 40 cm e espessura igual a da
parede, adotada igual a 12 cm. O sistema de eixos local do ele-
mento e seus quatro nos sao apresentados na Figura [4]. Os graus
de liberdade por n6 do elemento sdo mostrados na Figura [5]. As
lajes ndo foram discretizadas, e para simular seu comportamento,

Figura 6 - Edificio representado pelo Modelo em Elementos Finitos
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Figura 7 - Modelo Pértico Tridimensional (CORREA, 2003 (6))
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utilizou-se a ferramenta do diafragma rigido. A Figura [6] apresen- A adaptagéo do modelo Yagui [11] proposta por Nascimento Neto

ta o Modelo em Elementos Finitos do edificio estudado. [8], e denominada Modelo Pértico Tridimensional, tem pequenas
alteragdes na formulagdo do elemento, tornando-o mais abran-
4.2 Modelo pértico tridimensional gente. Além disso, sua aplicagio foi feita em sistemas estruturais

compostos por paredes, como é o caso de edificios construidos
O Modelo Pértico Tridimensional, assim denominado por Nascimen-  em Alvenaria Estrutural e Paredes de Concreto. Nunes [10] utili-
to Neto [8], € uma adaptagdo do modelo proposto por Yagui [11], 0 zou o Modelo Pértico Tridimensional para a andlise dos esforgos
qual faz a discretizagdo de nucleos rigidos em elementos de barra,  de um edificio de Paredes de Concreto, assim como Nascimento
travados horizontalmente pelas lajes atuando como diafragma rigido. ~ Neto [8] o avaliou para o caso da Alvenaria Estrutural.

Figura 8 - Aplicacdo do Modelo Pértico Tridimensional

0 Paredes e lintéis com secdo transversal “cheia” 0 Barras tridimensionais verticais e horizontais
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Diferente do modelo Yagui, o Modelo Pértico Tridimensional con-
sidera a rigidez a flexdo na diregdo de menor inércia da parede,
pelo fato dela ser modelada por barras tridimensionais com seis
graus de liberdade em cada extremidade. Contudo, a disposigao
e algumas caracteristicas das barras no Modelo Pértico Tridimen-
sional, sdo as mesmas que no modelo Yagui, ou seja:

B a barra flexivel vertical é posicionada no eixo vertical da pa-
rede, possuindo as caracteristicas elasticas e geométricas do
segmento de parede que substitui;

B além da deformagéo por flexdo, a deformacéo por cisalhamen-
to é considerada nas barras flexiveis verticais;

B as barras rigidas horizontais séo dispostas ao nivel do pavi-
mento e ligam as extremidades das paredes a barra flexivel
vertical; a altura e espessura da segéo transversal é igual a da
parede que representa;

B os noés de extremidade das barras rigidas horizontais sao arti-
culados (exceto quando a extremidade ¢é ligada a um lintel ou
a outra barra rigida horizontal colinear), e o n6 comum a barra
flexivel vertical é continuo;

B as barras rigidas horizontais tém rigidez infinita a flexdo no plano
e simulam o comprimento das paredes e a interagao entre elas.

E importante a consideragéo da deformagao por cisalhamento nos
elementos de barra vertical, devido as dimensbées relativamente
grandes das paredes quando comparadas a uma viga, por exem-
plo. Segundo a NBR 16055 [4], em seu item 14.3, para a consi-
deragao da parede como componente de um sistema estrutural
de contraventamento, representada por elemento linear, € neces-
sario considerar além da deformacao por flexdo, a deformagao
por cisalhamento. As barras horizontais sao rigidas e, portanto, tal
deformacgao nao é considerada nelas.

A Figura [7] mostra o Modelo Pértico Tridimensional em planta e

em perspectiva.

Conforme Nascimento e Corréa [9], as paredes que se intercep-

tam séao interligadas/conectadas por barras rigidas horizontais, de

modo a considerar a interagao que efetivamente se desenvolve
entre paredes, a qual é simulada pelo esforgo cortante que sur-

ge no no de intersecdo. Assim, as barras rigidas horizontais nao
colineares que se encontram, tem este n6 de extremidade e de
intersegédo articulado, de forma que o Unico grau de liberdade as-
sociado a ele é a translacao vertical.

A inclusao de lintéis também é possivel nesse modelo, o que
aumenta consideravelmente a rigidez do edificio. Quando consi-
derados, é necessario que a ligagao entre os lintéis e as barras
horizontais rigidas seja continua, de modo a simular a sua efetiva
contribuigéo.

A Figura [8] mostra uma aplicagédo do Modelo Pértico Tridimen-
sional a fim de ilustrar algumas de suas caracteristicas. Na Figu-
ra [8a], as paredes e lintéis sdo apresentadas com suas seg¢oes
transversais “cheias”. Na Figura [8b], observam-se as barras tridi-
mensionais verticais e horizontais, com suas nomenclaturas. Ana-
lisando-se as extremidades das barras horizontais n&o colineares,
nota-se que elas foram articuladas (a articulagao é representada
pelo circulo de cor verde). Percebe-se também que a continuidade
entre as barras rigidas horizontais e lintéis foi mantida (exemplo:
ligacdo da barra 102 com a barra 5). Também houve continuidade
no encontro de barras verticais com as barras horizontais (exem-
plo: encontro da barra 1 com barras 101 e 102).

E importante lembrar que, como a parede é representada por uma
barra vertical que tem as caracteristicas geométricas da parede
e por barras horizontais que tém altura e espessura iguais a da
parede e simulam seu comprimento, € necessario desconsiderar
0 peso proprio das barras horizontais. Caso contrario, o peso da
parede seria contabilizado duas vezes.

Nos estudos realizados neste trabalho, multiplicou-se por 100 a ri-
gidez a flexdo na dire¢cédo de maior inércia, das barras rigidas hori-
zontais, a fim de torna-las infinitamente rigidas no plano da parede.
A hipdtese das lajes agindo como diafragma rigido também é con-
siderada no Modelo Pértico Tridimensional. Sendo assim, os nés
iniciais e finais das barras verticais sdo associados ao né mestre
do respectivo pavimento. Dessa maneira, dos seis graus de liber-
dade em cada extremidade da barra vertical, trés sao “escraviza-
dos” ao n6 mestre do pavimento, 0s quais séo os relativos as duas

Local 1 Axis is Parallel to +Y Axis

X k4

Figura 9 - Sistema de eixos local do elemento Frame (CSI - SAP2000, 2011 (12))

Az
1A
B
L
X g Y
2
ang=90"
Local 1 Axis is Parallel to +Z Axis

Local 2 Axis is Rotated 90° from Z-1 Plane Local 2 Axis is Rotated 90° from X-1 Plane
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Figura 10 - Edificio representado pelo Modelo Pértico Tridimensional

translacdes horizontais e a rotagédo em torno do eixo longitudinal
da barra vertical.

Como citado anteriormente, o Modelo Pértico Tridimensional foi
desenvolvido pelo método dos elementos finitos no software co-
mercial SAP2000. Para modelar as barras rigidas horizontais e
flexiveis verticais, utilizou-se o elemento Frame, da biblioteca de
elementos finitos do programa, o qual tem formulagao conforme
Bathe e Wilson apud CSI [12]. A deformagdo por cisalhamento é
considerada nesta formulagéo, no entanto, ela nao foi considerada
nas barras rigidas horizontais. O sistema de eixos local do ele-
mento Frame pode ser visto na Figura [9] e os graus de liberdade
por n6 do elemento, na Figura [5]. A Figura [10] apresenta o Mo-
delo Pértico Tridimensional do edificio estudado.

4.3 Propriedades mecéanicas do concreto

Considerou-se linearidade fisica para o material concreto utilizado
nos dois modelos numéricos (MEF e MPT). As propriedades mecani-
cas consideradas para o material concreto foram: resisténcia a com-
pressdo de 25 MPa (25000 kN/m?), moédulo de elasticidade secante
ECS= 24000000 kN/m2, coeficiente de poisson V = 0,2 e peso espe-
cifico Y = 250 kN/m®. O material foi considerado como isotrépico.

5. Resultados
E——

5.1 Distribuicdo de cargas verticais

A Tabela [2] compara as forgas normais concentradas oriundas
apenas das carga verticais (Nk’vm ), obtidas pelos modelos MEF
e MPT ao nivel da fundagéo. As células pintadas em verde signi-
ficam que a diferenga de resultado do MPT comparado ao MEF é
menor ou igual, em valor absoluto, que 5%, mostrando uma exce-
lente aproximagao. Aquelas pintadas em amarelo significam que a
diferencga obtida foi, em valor absoluto, maior que 5% e menor ou

igual a 15%, intervalo que qualifica os resultados como bons. As
células pintadas em vermelho mostram diferengas acima de 15%,
limite a partir do qual o resultado € considerado ruim.

O limite de 15% que classifica a diferencga de resultados entre mo-
delos de calculo como ruim foi baseado no coeficiente 5 que
considera os possiveis erros de avaliagao dos efeitos das agoes,
seja por problemas construtivos, seja por deficiéncia do método de
calculo empregado. Segundo a NBR 8681:2003 - A¢bes e segu-
ranga nas estruturas - Procedimentos [3], quando se consideram
os estados limites ultimos, os coeficientes 7f de ponderagéo das
agOes podem ser considerados como o produto de 7f1 , que con-
sidera a variabilidade das agdes e, }/f3 , podendo esse ultimo ser
adotado igual a 1,18. Isso significa que a precisdo de um modelo
de calculo pode variar em até 18% sem que o grau de seguranca
da estrutura seja afetado.

A aproximagéo de resultados € muito boa, ja que 93% das pare-
des apresentaram diferengas menores que 5%, 2% da paredes
com diferengas entre 5% e 15%, e apenas 5% das paredes apre-
sentaram resultados ruins.

As paredes PV14 e sua simétrica PV21, e as paredes PH23 e sua
simétrica PH24, apresentaram diferengas de N kvert entre os dois
modelos analisados, maiores que 15% e até 20,3%. A parede PH23
interage com a parede PV14, e a parede PH24 interage com a parede
PV21, de forma a uniformizar as cargas verticais a medida em que a
parede se aproxima da fundacéo. Cada par dessas paredes formam,
portanto, um grupo de paredes. Nota-se que os grupo das paredes
PH23-PV14 e o das paredes PH24-PV21, estéo ligados através de
lintéis, a grupos de paredes muito maiores, que se encontram na re-
gido central do edificio. A interagdo entre grupos com grande rigidez
com grupos de relativa pequena rigidez, através de apenas um lintel,
pode ser a causa da diferenca de resultados obtidos para esses ca-
s0s, no entanto esta hipotese precisa ser analisada.

Outro fator importante, e que torna o MPT a favor da seguranca nes-
te tipo de analise, é o fato de que todos os resultados classificados
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PHO1
PHO2
PHO3
PHO4
PHO5
PHO6
PHO7
PHO8
PHO9
PH10
PH11
PH12
PH13
PH14
PH15
PH16
PH17
PH18
PH19
PH20
PH21
PH22
PH23
PH24
PH25
PH26
PH27
PH28
PH29
PH30
PH31
PH32
PH33
PH34
PH35
PH36
PH37
PH38
PH39
PH40
PH41
PH42
PH43
PH44

0,80
1,20
0,40
0,40
1.20
0,80
0,40
0.40
0,40
0,40
0,80
0,80
3,20
3,20
4,00
4,00
4,00
0,40
0.80
0,40
0,80
1,20
0,80
0,80
1,20
0,80
0,40
1,20
0,80
1,60
4,00
4,00
0,40
2,80
3,20
3,20
0,80
0,80
0,40
2,80
0,40
0,40
0,40
0,40

Tabela 2 - Comparagdo de N,,.,.a0 nivel da fundagdo

Distribuicdo de cargas verticais - N, ., (kN) -> =12 cm

MEF

199,1
311.9
100,9
101,1
313.0
200,6
98,3
85,5
86,0
98,3
201,7
201.8
803,7
804,9
860,8
1020,7
1020,8
87.0
188,0
87.3
210,3
324,5
192,3
194,5
324,5
2102
88,9
277.8
185,1
353.7
1019.5
1022,5
89,9
631.8
805,4
808.4
202,9
203,0
90,3
645,7
99.4
89.8
91,7
99,1

MPT

199.0
304,3
102,2
102,4
306,0
201.3
102,6
87.0
87.7
102,7
203,1
203,2
813,2
814,8
840,8
1033,3
1031.2
84,9
185.0
85,3
209,1
324,5
231,3
231,5
324,5
208,8
88,4
268,3
184.4
355,0
1031.9
1036,2
90,6
6199
814,2
816,5
204,3
203,7
89,9
637.5
108.7
92,0
93,6
103,0

%

0.0
2,4
1,3
1.3
23
0.3
4.4
1,7
1,9
4.4
0.7
0.7
1,2
1,2
23
1,2
1,0
2,4
1,6
22
0,6
0.0
20,3
19,1
0.0
0,7
0,6
-3,4
0,4
0.4
1,2
1,3
08
1,9
1,1
1,0
0.7
03
0,5
-1.3
4.4
25
2%
3,9

Parede

PH45
PH46
PH47
PH48
PH49
PH50
PVO1
PV02
PV03
PV04
PV05
PV06
PVO7
PV08
PV09
PV10
PVI1
PV12
PV13
PV14
PV15
PV16
PV17
PV18
PV19
PV20
PV21
PV22
PV23
PV24
PV25
PV26
PV27
PV28
PV29
PV30
PV31
PV32
PV33
PV34

L(m)

0,80
1,20
0,40
0,40
1.20
0.80
4,00
0.80
0.80
4,00
0,40
0,80
0,40
2,80
2,80
2,40
2,40
2,40
2,40
1,60
7,20
7,20
2,00
0,40
7.20
7.20
1,60
2,40
2,40
2,40
2,40
2,80
2,80
0,40
0,80
0,40
4,00
0,80
0,80
4,00

MEF

201,0
315,1
102,2
102,1
3154
201,7
1005,0
203.8
204,0
1000, 1
98,9
213,5
99,1
7164
710,6
621,0
620,1
607.8
600,9
391.7
1677.5
1614,7
445,8
93,4
1712,0
1622,0
3956
6071
601,5
619,0
617,9
7172
712,3
99.1
213,6
99.0
1012,0
205,5
205,0
1006,4

MPT

199,9
306,3
103,1
102,2
305,1
200,5
1000,9
202,7
203,2
999,4
103,7
209,3
103,9
714,1
710,0
635,3
635,1
6193
614,1
463,8
1605,0
1513,0
444,6
89,2
1656,8
1523,8
463,6
614,4
614,1
631,8
631,1
712,4
7121
104,0
209,2
103,5
1008,7
205,3
204,0
1008,4

0,6
2,8
0.9
0.1
3,2
0,6
-0,4
0,5
-0,4
-0,1
4,9
2,0
4,8
03
0,1
2.3
2.4
1,9
2.2
18,4
-4,3
6,3
03
4,5
3,2
-6,1
17,2
1.2
2,1
2,1
2,1
07
0,0
4,9
2,1
4,6
03
-0,1
05
0.2
MPT
5%
2%
93%
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Figura 11 - Diagrama de N,,., das paredes PH16, PH34, PV08 e PV15
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como ruins, apresentam forgas normais maiores que o MEF.

A fim de demonstrar a verificagdo a maxima tensao normal de com-
pressao, e de evitar o excesso de resultados, optou-se em apresen-
tar os diagramas dos esforgos solicitantes de duas paredes de con-
traventamento na diregéo horizontal (PH16 e PH34) e duas paredes
de contraventamento na diregao vertical (PV08 e PV15).

A Figura [11] apresenta os diagramas de for¢a normal, considerando
apenas a distribuicdo de cargas verticais, das paredes PH16, PH34,
PV08 e PV15. Nota-se que a boa aproximagéao de resultados entre
os modelos MPT e MEF ocorre ao longo de toda altura da parede.

5.2 Momento fletor e for¢ca normal devidos apenas
as agoes horizontais

A seguir sdo apresentados e comparados os diagramas de mo-

mento fletor e forga normal obtidos pelos modelos MEF e MPT,
das paredes PH16, PH34, PV08 e PV15, considerando apenas as
acgoes horizontais.

Seguindo a notagao vetorial e as diregbes do eixo global de coor-
denadas, apresentado na Figura [2], os resultados apresentados
para as paredes PH16 e PH34 sdo momentos fletores caracteris-
ticos na diregédo Y (Mk’y ) e para as paredes PV08 e PV15, sdo
momentos fletores caracteristicos na diregao X ( M ko ).

Os diagramas de momento fletor caracteristico mostrados na
Figura [12] evidenciam que o modelo MPT tende ao compor-
tamento do MEF, no entanto deixam claro que ha diferengas
consideraveis de resultados. A Tabela [3] compara os maiores
momentos fletores obtidos nas paredes analisadas. Em todas
elas, a segao transversal ao nivel da fundagao, nivel 0,00m, foi
a que apresentou o maior valor de momento fletor. Nota-se que

PH16 - Mk,y (kN.m) PH34 - MK,y (kN.m)

42,00 42,00
39,20 39,20
35,40 36,40
33,60 33,60
30,80 30,80
28,00 28,00
25,20 25,20
22,40 - 22,40

E E

% 1960 s 1960
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Figura 12 - Diagrama de M,, das paredes PH16 e PH34 e M,, das paredes PV08 e PV15
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ha diferencas de até 56,21% como é o caso da parede PH34.
Apesar dos modelos apresentarem comportamento parecido,
analisando-se os diagramas de forgas normais na Figura [13],

evidencia-se a diferenca da natureza entre o

modelo de barras

(MPT) e os modelos de cascas (MEF). No modelo de cascas, a
parede é dicretizada ao longo de toda sua altura, fazendo com que
os esforgos e a interagéo entre paredes sejam melhores repre-
sentados. O modelo de barras dicretiza cada parede com apenas

uma barra vertical por pavimento e barras horizontais para simular

a interagao entre elas, ou seja € um modelo muito mais simples.

As forgas normais provenientes apenas das ag

0es horizontais no

MPT sao constantes e

por meio da compatibi

m cada tramo das paredes, diferentemente
do que ocorre no MEF, onde a distribuicao desse esforgo néo &
constante. Isso se justifica, pois no modelo de cascas a interagédo
entre as paredes ocorre ao longo de toda altura do pavimento,
lidade de deslocamentos nodais, enquanto
que no modelo de barras essa simulagdo é resumida com apenas
uma forga nodal aplicada ao nivel do pavimento, no encontro das

barras rigidas horizontais.

A Tabela [4] apresenta
pelos modelos MEF e
chega a 63,05%.

a diferenga da maxima forga normal obtida
MPT. No caso da parede PH34 a diferenca

Tabela 3 - Comparacdo dos mdximos momentos fletores nas paredes analisadas

Comparacdo de Mk (kN.m) obtido pelos modelos MEF e MPT

Parede Esforco nivel (m) MEF MPT
PH16 MK,y 0.00 213.68 306,02 43,21
PH34 Mk,y 0,00 78,96 123,34 56,21
PV08 MKk, x 0,00 67,71 84,39 24,64
PV15 Mk, x 0,00 754,70 889,02 17.80
Figura 13 - Diagrama de N,, das paredes PH16, PH34, PV08 e PV15
PH16 - Nk,z (kN) PH34 - Nk,z (kN) PVOE - Nk,z (kN) PV15 - Nk,z (kN)
42,00 A2 42,00
39,20 39,20 13,2
36,40 3640 - 36,
33,60 3360 | 33,
30,80 30,80 30,
2800 28,00 28,
2520 2520 | 25,20
2240 3 g_ 22,40 Fl240
g 960 -z'! 5 19.60 i
I 1680 = < 1580 Z1680
14,00 14,00 14,00
11,20 1120 | 11,20
8,40 840 8,40
560 o 560 -
2,80 280 | 2,80+
0,00 it 0,00
.20 0 20 w e W 0 10 2 30 " % p s 225 0 25 50 75 100 125 150
Forga Normal - Nk,z (kN) Forga Normal - Nk,z (kN) Forga Normal-Nk,z (kN ForgaNormal - Nk,z (kN)
——MEF - Nk,2 — MEF - Nk,z o EESTaGE —MEF - Nk,z
—MPT- NK2 —MPT- Nk,z e Nk:t ——MPT-Nk,2

Esforco
PH16 Nk.z
PH34 Nk.z
PV08 Nk,z
PV15 Nk,z

nivel (m)
0,80
13,60
5,20
0,80

MEF

Tabela 4 - Comparac¢do das maximas forcas normais nas paredes analisadas

Comparacdo de Nk (kN) obtido pelos modelos MEF e MPT

MPT

| T. N. BITTENCOURT

47,61

12,30

67.41
137,94

44,88
20,05
67,90
84,93

-5,74
63,05
0,72
-38,43
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PH16 - Mcd,y (kN.m) - C1-5180 PH34 - MCd,y (kN.m) - C1-50

42,00

Figura 14 - Diagrama de M., das paredes PH16 e PH34 e M., das paredes PV08 e PV15

PVO8 - Mcd,x (kN.m) - C1-5270 PV15 - Mcd,x (kN.m) - C1-5270

£ - E =
= £ g %
g s 2 5
2 < £
= <
-600 400 <200 o 200 -50 ' 0 50 100 150 200 -150 =100 -50 ] 50 -1500 -1000 -500 ’ 0 500
Momento Fletor - MCd,y (kN.m) Momento Fletor - MCdy (kN.m) Momento Fletor - MCdx (kN.m) Momento Fletor - MCd,x (kN.m)
——MEF - MCd,y ~—— MEF - MCdy ~——MEF - MCd,x ——MEF - MCd,x
—MPT - MCd,y — MPT - MCd,y —MPT- MCd,x ——MPT-MCd,x
5.3 Maxima tensao normal de compressao Onde:

Ao dimensionar as paredes de concreto de um edificio utiliza-se o
método dos estados limites, o qual € baseado em métodos proba-
bilisticos que levam em consideragao a variabilidade das agoes e
das resisténcias por meio de combinagdes de agdes e coeficientes
de ponderagao para obtencgao dos valores de calculo.

Pode-se utilizar a combinagéo de agdes C,, apresentada na Equa-
cao [6], para se obter os esforgos solicitantes que geram a con-
dicdo mais desfavoravel para a tensdo normal de compresséo de
uma determinada segéo transversal. Os coeficientes de pondera-
¢éo foram adotados conforme indica a NBR 16055 [4].

FC - esforgo que gera situagéo de maxima tens&o normal de compresséo;
P : peso proprio dos elementos estruturais;
GLAJE : revestimento considerado nas lajes dos pavimentos;
QVENTO : agao do vento na diregao da parede de contraventamento;
0, ,,; : acéo variavel das lajes conforme NBR 6120;

Es4p - @680 do desaprumo na mesma diregéo do vento.
Ao verificar as tensdes normais de compressao de uma parede
de concreto, é preciso compor os esfor¢os obtidos pelas cargas
verticais (forga normal), com os esforgos obtidos pelas agdes ho-
rizontais (momento fletor e forca normal), conforme Equacao [7].

Ci:Foy=1L4.(PP)+1,4(Gg )+ 1,4.(Oump) +
0,7.(Qg.48)+ 0,86.(Q pins)

(6)

N M
Oca =fi Wﬁd (7)

PH34 - Ncd,z (kN) - C1-50

42,00

PH16 - NCd,z (kN) - C1-5180

Altura(m)
Altura(m)

0,00
-1500 -1200 -900 -600 -300

Forga Normal - NCd,z (kN)

0 -000 600 -300

ForgaNormal - NCd,z (kN)

=—MEF-NCdz
=——MPT-NCd,z

——MEF- NCd.z
—MPT-NCd,z

Altura(m)

-1200 -900

Figura 15 - Diagrama de N, das paredes PH16, PH34, PV08 e PV15

PVI08 - Ncd,z (kN) - C1-5270 PV15 - Ncd,z (kN) - C1-5270
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0,00
-2500 -2000 -1500 -1000 -500
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00

=300 1]
Forga Normal - NCdz (kN)
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=——MPT-NCd,z

528 I
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Onde:

O, tenséo normal para a condigdo maxima de compressao;
NCd: forga normal que gera situacdo de compressdo maxima;
MCd: momento fletor que gera situacdo de compressdo maxima;
A : area da segao transversal da parede;

W : médulo de resisténcia a flexao.

As Figuras [14] e [15] apresentam os diagramas de MCd e NCd das
paredes analisadas, respectivamente.

A Tabela [5] compara as diferengas obtidas entre os modelos
MPT e MEF, dos maximos momentos fletores caracteristicos cal-
culados considerando apenas as agdes horizontais, e os maximos
momentos fletores de calculo, considerando a combinagdo de
agbes C,, mostrando o nivel onde eles ocorrem, e a diferenga em

porcentagem. Como o momento fletor é praticamente influenciado
apenas pelas acdes horizontais, a ordem de grandeza das diferen-
¢as obtidas quando se comparam os valores caracteristicos e os
valores de calculo é praticamente a mesma.

A Tabela [6] compara as diferengas obtidas entre os modelos
MPT e MEF, das maximas forgas normais caracteristicas calcu-
ladas considerando apenas as agdes horizontais, e das maxi-
mas forgas normais de calculo, considerando a combinagao de
agdes C,, mostrando o nivel onde elas ocorrem, e a diferenca
em porcentagem.

Observa-se no titulo dos diagramas de momento fletor, forga nor-
mal etensaode compressaode calculo,osentidoemqueasagdes
horizontais sdo mais desfavoraveis para o esforgo solicitante

Tabela 5 - Comparagdo dos maximos M,, e M_,,, nas paredes
PH16 e PH34 e maximos M, ,, e M,,,, nas paredes PV08 e PV15

M,, (kN.m) M., (KN.m)
Parede nivel (m) MEF MPT nivel (m) MEF MPT
PH16 0,00 213,68 306,02 43,21 0.00 -280,94 -411,90 46,62
PH34 0,00 78,96 123,34 56,21 0,00 115,65 169,79 46,81
M, (kN.m) Mca, (KN.m)
Parede  nivel (m) MEF MPT nivel (m) MEF MPT
PV08 0,00 67,71 84,39 24,64 0,00 -79,88 -116,35 45,65
PV15 0,00 754,70 889,02 17.80 0,00 -1050,08 -1245,33 18,59

Tabela 6 - Comparag¢do dos maximos N, ,, e N_,,, nas paredes PH16, PH34, PV08 e PV15

Parede nivel (m) nivel (m)
PH16 0,80 47,61 44,88 -5,74 0,00 -1396,43 -1409,39 0,93
PH34 13,60 12,30 20,05 63,05 0,00 -842,11 -821,33 -2,47
PV08 5,20 67,41 67,90 0,72 0.00 -1016,63 -1022,93 0,62
PV15 0,80 137,94 84,93 -38,43 0,00 -2393,01 -2230,87 -6,78
Figura 16 - Diagrama de ¢, das paredes PH16 e PH34
PH16 - ocd ao nivel 0,00m - C1-5180 ::::ﬂ PH34 - gcd ao nivel 0,00m - C1-S0 :x:i:cc:
0,0 0.4 0.8 12 16 0 24 28 3.2 3.6 4,0 0,0 04 08 1.2 16 2,0 24 8
- o - o
T £
E, -1000 ¢ %. <1000 -
E -2000 E
= E ~2000
l& -3000 - %
-3000 ¢
L &
-5000 -4000 -

Comprimento da parede (m) Comprimento da parede (m)
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Figura 17 - Diagrama de 6, das paredes PV08 e PV15
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Tabela 7 - Comparacdo da maxima tensGo normal
de compressao obtida pelos dois modelos

Geamac (KN/m?) - C1

Paredes  nivel (m) MEF MPT
PH16 0,00 -4315,92 -4223,43 -2,14
PH34 0,00 -3531,92 -3527,27 -0,13
PV08 0,00 -3762,75 -3786,43 0,63
PV15 0,00 -4716,17 -3783,15 -19,78

apresentado da respectiva parede de contraventamento. Por
exemplo, na parede PH16, as agbdes horizontais na diregcdao X
e no sentido 180° sdo as mais desfavoraveis para o0 momento
fletor MCd,y'

Os resultados da Tabela [6] evidenciam que quando as forgas nor-
mais oriundas das agdes horizontais sdo combinadas com as for-
¢as normais provenientes das cargas verticais, as diferencas entre
os modelos MPT e MEF se reduzem significativamente gerando

resultados muito proximos. Isso porque, como visto nos diagramas
da Figura [11], as diferencgas entre os modelos sdo muito peque-
nas quando comparadas as forgas normais obtidas apenas por
cargas verticais. Além disso elas s&o muito maiores em relagéo as
forcas normais obtidas apenas pelas agdes horizontais.

Com os momentos fletores e forgas normais de calculo apresen-
tados, o diagrama de tensdes normais da segéo transversal, ao
nivel da fundagao, a qual é a critica em todas as paredes aqui
analisadas, é tragado conforme Figuras [16] e [17].

Ratifica-se a qualidade do MPT pela proximidade ao MEF verifi-
cada nos diagramas de tensdes normais tragados. As maximas
tensdes de compressao, comparadas na Tabela [7] reforcam
esse fato. A maior diferenga ocorre na parede PV15, onde a
tensdo maxima de compressao obtida pelo MPT é 19,78% me-
nor que a obtida pelo MEF. Essa comparagao € feita no ponto
onde a secgao transversal da parede esta mais comprimida. Ao
se comparar a distribuicdo das tensdes normais ao longo de
toda segédo da parede PV15, essa diferenga cai e chega proé-
Ximo a zero em varios pontos, como mostra o diagrama da Fi-
gura [17]. A maxima tensédo normal de compresséo nas outras
paredes tem resultados muito proximos entre os dois modelos,
sendo 2,14% a maior diferenca (depois da obtida na parede
PV15) e 0,13% a menor.

Figura 18 - Cdlculo de €, conforme vinculagdes da parede (NBR 16055:2012 (4))
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Figura 19 - Decréscimo da tensdo Ultima a compressdo com aumento do indice de esbeltez,
conforme NBR 16055 (4)
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5.4 Verificagdo do dimensionamento para maxima
tensdo normal de compressao

A verificagdo do dimensionamento para a maxima tensdo de com-
pressao é feita conforme indica a NBR 16055 [4]. A maxima tensao
obtida deve ser menor que a tensao ultima a compresséao. Calcula-
-se a tensao ultima a compressao dividindo-se o valor da resisténcia
Ultima a compressao pela espessura da parede. Calcula-se a resis-
téncia ultima a compresséo conforme expressao do item 17.5.1 da
NBR 16055 [4], apresentada abaixo na Equagao [8].

n — (0’85'fcd + p'fscd)'t <
d ,resist kl[l o 3k2 (2 - kz)]

(0.85.f.,+p-fo)d
1,643

®)

<041, .1

Onde:

14 esise - TESIStENCIa Ultima & compress&o por unidade de comprimento;
fcdf resisténcia de calculo a compressao do concreto;

p : taxa geométrica da armadura vertical da parede, ndo maior
que 1%;

t : espessura da parede;

f.q : resisténcia de calculo do ago a compressao; f, , =
ES : modulo de elasticidade do aco; 7

¥, : coeficiente redutor de resisténcia do aco igual a 1,15;

A definicdo dos coeficientes kl e k2 dependem do indice de
esbeltez da parede, que é definido pela Equagao [9].

E,.0,002

(9)

A Figura 2 da NBR 16055 [4], apresentada aqui na Figura [18] de

Paredes Vinculagées L(m) B=h/L  h,(m) h./t
PH16a 1l 2,4 1,17 1,20 10,0
PH16b 1] 1,6 1,75 0,80 6,7
PH34a 1l 1,6 1,75 0,80 6,7
PH34b Il 1.2 2,33 1,74 14,5
PV08a 1l 2,4 1.17 1,20 10,0
PV08b Il 04 7,00 0,84 7.0
PV15a Il 0,8 3,50 1,19 9,9
PV15b 1l 0.8 3,50 0,40 &3
PV15¢c 1] 3,2 0,88 1,59 13,2
PV15d 1] 1,6 1,75 0,80 6,7
PV15e 1] 0.4 7.00 0,20 1.7
PV15f I 0,4 7.00 0,84 7.0

Tabela 8 - Cdlculo da resisténcia Gltima & compressdo conforme NBR 16055 (4)

Resisténcia dltima & compress@o - NBR 16055 ->t = 12 cm

A K1 k2 Nosesst (KN/M) O ros (KN/mY)
346 099 0,00 714,29 5952,38
231 066 000 714,29 5952,38
23,1 066 000 714,29 5952,38
504 144 0,00 714,29 5952,38
346 099 0,00 714,29 5952,38
242 069 0,00 714,29 5952,38
342 098 0,00 714,29 5952,38
1,5 033 000 714,29 5952,38
458 1,31 0,00 714,29 5952,38
23,1 066 000 714,29 5952,38
58 016 000 714,29 5952,38
242 069 0,00 714,29 5952,38
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Geamsx (KN/M?) - C1

Paredes  nivel (m) MEF MPT
PH13 0,00 -3764,92 -4006,79
PH16 0,00 -4315,92 -4223,43
PV08 0,00 -3762,75 -3786,43
PV12 0,00 -3928,58 -3711,41
PV15 0,00 -4716,17 -3783,15

Tabela 9 - Verificagdo do dimensionamento quanto @ méxima
tensGo normal de compressdio conforme NBR 16055 (4)

Gd,resls! (kN/mz)
NBR 16055:2012

6,42 -5052,38 OK
-2,14 -5052,38 OK
0,63 -5052,38 OK
-5,63 -5052,38 OK
-19.78 -5952,38 OK

forma adaptada, define o comprimento equivalente fe da parede,
em fungdo das suas vinculagdes.

O coeficiente k, ¢ definido por k, = A/35 para qualquer va-
lor de A. Quando o indice de esbeltez estiver no intervalo
35</< 86, k vale zero. Se o indice de esbeltez estiver no inter-
valo 86 < /1 < 120 k ¢é definido pela Equacgéo [10].

k2= 0“_86)

120

(10)

Os coeficientes k1 e k2 consideram a minoragao da resisténcia
Ultima a compresséo referente a instabilidade localizada causada
por efeitos de 22 ordem. Para se ter ordem de grandeza, o grafico
da Figura [19] mostra o decréscimo da tensdo ultima a compres-
sdo a medida que o indice de esbeltez aumenta, considerando
fck = 25 MPa, fscd = 365,2 MPa e P =0,1%. Ao tracar o grafi-
co, a expressao de resisténcia ultima a compressao, descrita na
Equacéo [8], foi aplicada sem considerar a espessura da parede
para que os valores ficassem em termos de tensdo. A perda de
resisténcia ¢ visivel e significativa quando A > 80, limite a partir
do qual k2 ¢é diferente de zero e que, consequentemente, a in-
fluéncia da instabilidade localizada € bem maior. Caso se queira
fazer uma analise mais precisa de instabilidades locais e locali-
zadas, devem ser utilizadas as expressoes dos itens 15.8 e 15.9
da NBR 6118 [1].

As resisténcias ultimas a compressao das paredes PH16, PH34,
PV08 e PV15 sdo mostradas na Tabela [8] por trechos represen-
tados pelas letras, a, b, ¢ etc., que consideram a mudancga da vin-
culagao lateral provocada por paredes transversais a elas. Conse-
quentemente, o comprimento dessas paredes € dado por trechos
e definido pelas paredes transversais.

Finalmente a Tabela [9] apresenta a verificagdo do dimensiona-
mento da segéo transversal mais solicitada das paredes PH16,
PH34, PV08 e PV15, quanto a tensdo maxima de compressao,
conforme premissas da norma NBR 16055 [4].

Por fim, verificou-se que a espessura inicialmente adotada de
12 cm para as paredes analisadas do edificio estudado, sédo su-
ficientes para resistir as tensdes normais de compressao, sejam
elas calculadas por qualquer um dos dois modelos numéricos
utilizados neste trabalho.

6. Conclusodes

[

A comparagao entre os resultados obtidos pelos modelos MEF
e MPT foi realizada com o objetivo de avalia-los qualitativamen-
te quando aplicados ao dimensionamento de tensdes normais de
compressao de paredes de concreto armado, de um edificio cons-
truido no sistema Paredes de Concreto.

Constatou-se excelente aproximagéo entre os modelos MPT e
MEF na distribuigado de cargas verticais. A forga normal concentra-
da ao nivel da fundacao oriunda apenas de cargas verticais apre-
sentaram resultados muito proximos.

Os diagramas de momentos fletores e for¢gas normais, consideran-
do apenas as forgas devidas ao vento e ao desaprumo foram tra-
gados. Observaram-se diferengas consideraveis entre os valores
obtidos pelos modelos MEF e MPT. O momento fletor ao nivel da
fundagéao da PH34 do edificio estudado diferiu entre os modelos
em 56,21%. O mesmo ocorreu com a maxima forga normal obtida
nesta parede, cuja diferenga chegou em 63,05%. Apesar das dife-
rengas verificadas nos resultados desses dois esforgos, as curvas
dos respectivos diagramas foram préoximas e tenderam a um mes-
mo comportamento.

As diferencas percebidas entre o MEF e o MPT quando se obte-
ve momentos fletores e forgas normais, considerando apenas as
acdes horizontais, tornaram-se insignificantes quando a verifica-
¢ao ao dimensionamento da maxima tensdo normal de compres-
séo foi realizada. Para tanto, foi necessario combinar as agdes
verticais e horizontais.

Quando a composicao da forga normal de calculo com o momento
fletor de calculo foi feita, conforme a combinagéo de agbes C,, os
valores de tensdo normal obtidos pelos dois modelos ficaram mui-
to préximos. No caso da parede PH34 do edificio estudado, a di-
ferenga entre os dois modelos referente a maxima tenséo normal
de compresséo foi de apenas 0,13%. Os diagramas das tensdes
normais, tragados nas segoOes transversais criticas das outras pa-
redes analisadas, também evidenciaram a proximidade entre os
modelos. Essa semelhanga das tensdes foi justificada pela grande
proximidade obtida nas forgas normais oriundas apenas de cargas
verticais. Além disso, as forgas normais devidas as cargas verti-
cais foram muito maiores que os outros esforgos obtidos pelas
agdes horizontais.

A maxima tensdo normal de compressao foi sempre menor que
a tensdo ultima a compressao calculada pela NBR 16055 [4],
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considerando as paredes com 12 cm de espessura, o que satisfez,
portanto, a condigdo minima para o dimensionamento.

Portanto, conclui-se que o Modelo Pértico Tridimensional pode ser
usado na andlise estrutural de edificios construidos no sistema
Paredes de Concreto. O MPT se mostrou um modelo confiavel
pela proximidade de resultados quando comparado com o MEF.
A analise de resultados via MEF é complicada, tornando-o muitas
vezes uma ferramenta nado utilizada no cotidiano de um escritério
de calculo. Recomenda-se a utilizagdo do MEF para analises lo-
cais e que requerem maiores detalhes.
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