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MICROZONAMENTO DE SUSCETIBILIDADE À 
LIQUEFAÇÃO: CASO DE ESTUDO NO VALE 
INFERIOR DO TEJO

Microzonation of the liquefaction susceptibility: case study in the 
Lower Tagus Valley

Ana Sofia Saldanha*
António Viana da Fonseca**
Cristiana Ferreira***

RESUMO – Este trabalho enquadra-se no projeto europeu de investigação LIQUEFACT, do qual a Faculdade 
de Engenharia da Universidade do Porto é parceira e associada. Durante a realização deste trabalho, foi 
recolhida uma vasta informação geológico-geotécnica existente, de modo a constituir uma base de dados sólida 
para a escolha de um sítio-piloto, para realização de ensaios in situ complementares, com vista à elaboração de 
um microzonamento de suscetibilidade à liquefação. A análise dessa informação geotécnica (sobretudo SPT, 
CPT e CH) incluiu a avaliação de índices de risco de liquefação, nomeadamente o Fator de Segurança à 
liquefação (FSliq), Índice Potencial de Liquefação (LPI) e Número de Severidade de Liquefação (LSN), tendo-
se escolhido um sítio piloto na zona da Lezíria Grande de Vila Franca de Xira. A campanha experimental 
envolveu ensaios SPT, CPTu, SDMT, diversos métodos geofísicos e ainda a recolha de amostras de alta 
qualidade para caracterização laboratorial. O tratamento dos resultados destes ensaios foi subdividido em três 
tipos de análises, em termos de Índices de Risco, da classificação de acordo com VS30, e ainda baseada nos 
assentamentos e deslocamentos laterais esperados. Destas análises, foi possível estabelecer e propor um 
microzonamento preliminar de suscetibilidade à liquefação induzida por sismos.

SYNOPSIS – This work is part of the European research project LIQUEFACT, of which the Faculty of Civil 
Engineering of the University of Porto (FEUP) is an associate partner. During this research, a vast amount of
existing geological and geotechnical reports were collected for the creation of a solid database for selection of 
a pilot site, for supplementary in situ tests, towards a liquefaction susceptibility microzonation. The analysis of 
this geotechnical information (mainly SPT, CPT and CH) included the assessment of liquefaction risk indexes, 
namely the Liquefaction Safety Factor (FSliq), the Liquefaction Potential Index (LPI) and Liquefaction Severity 
Number (LSN), from which a pilot site was selected in the area of Lezíria Grande de Vila Franca de Xira. The 
experimental campaign at the pilot site involved SPT, CPTu, SDMT, various geophysical methods and the 
collection of high quality samples for subsequent laboratory characterization. Data treatment of these test results 
was subdivided into three types of analyses, namely Risk Indexes, classification according to VS30, and expected 
settlements and lateral displacements. From this work, it was possible to establish and propose a preliminary 
earthquake-induced liquefaction susceptibility microzonation.

Palavras Chave – Suscetibilidade à Liquefação, Liquefação sísmica, Microzonamento, Baixo Vale do Tejo

Keywords – Liquefaction susceptibility, Seismic liquefaction, Microzonation, Lower Tagus Valley
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1 – INTRODUÇÃO

A história regista, ao longo dos séculos, casos de rotura catastrófica de maciços 
fundamentalmente arenosos, com consideráveis prejuízos económicos, perdas de vida humanas e
danos no ambiente, causados por desastres de liquefação dos solos, geralmente conhecidos como 
EILDs (Earthquake Induced Liquefaction Disasters) (Liquefact.eu, 2016). Com o objetivo de 
mitigar os danos provocados pela liquefação, a engenharia civil e, mais especificamente, a geotecnia 
tem procurado estudar este processo físico, principalmente nas proximidades de zonas povoadas 
e/ou de serviços que garantem a resiliência das comunidades nas zonas afetadas, como hospitais, 
quartéis de bombeiros e outros edifícios de serviços públicos. Para o estudo da resiliência das zonas 
afetadas pelos sismos é fundamental ter uma especial atenção às lifelines (estruturas e infraestruturas 
de apoio às populações, desde estradas a redes de abastecimento de água, esgotos, eletricidade, gás, 
comunicações), devido, segundo Pitilakis et al. (2013), a três importantes características: (a) grande 
variabilidade a nível espacial, topológico e de exposição a diferentes tipos de perigos geológicos e 
geotécnicos; (b) grande variabilidade de tipologia e materiais usados; e (c) especificidade das 
funções requeridas. É ainda de destacar que a sua reparação, na maioria dos casos, tem um custo de 
10% ou 15% do seu custo de construção. No sismo de 2010, em Christchurch, com uma magnitude 
de 7,1, seguido do sismo de 2011 com magnitude de 6,3, ocorreram grandes assentamentos e 
deslizamentos, devido essencialmente à liquefação, provocando danos severos nas redes de 
distribuição de água e de eletricidade e na rede de estradas, tornando grande parte delas inoperáveis 
(O’Rourke et al., 2012), ao contrário das condutas de distribuição de gás que se mantiveram em bom 
funcionamento.

A liquefação sísmica é um processo induzido pela ação de forças externas cíclicas associadas à
ocorrência de um sismo que conduz à anulação da tensão efetiva e, consequentemente, à diminuição 
da resistência efetiva e da rigidez dos solos. Este processo ocorre essencialmente em depósitos 
(aluvionares, coluvionares e raramente eluvionares) suscetíveis, de material granular solto e 
saturado, que submetidos a tensões de corte, apresentam comportamento contrátil, isto é, têm 
tendência para diminuição de volume. Como os poros do solo saturado se encontram completamente 
preenchidos com água e o tempo necessário de drenagem é comparativamente maior do que o tempo 
de aplicação do carregamento durante a ação sísmica, esta tendência de comportamento contrátil, ou 
seja, de redução de volume na condição de carregamento não drenado, corresponde a um aumento 
acentuado do valor da pressão neutra ou de água nos poros.

O principal objetivo deste trabalho consiste num microzonamento preliminar da zona de estudo 
piloto quanto à suscetibilidade à liquefação. Este objetivo foi conseguido, numa primeira fase,
através da recolha e análise de relatórios geológico-geotécnicos existentes, de modo a coletar 
informação suficiente para construir um modelo geológico-geotécnico, assim como para definir a 
localização mais adequada para o futuro campo experimental. A análise dos dados recolhidos foi 
feita utilizando os métodos mais recentes para avaliação da suscetibilidade à liquefação, baseados 
não só na abordagem simplificada, através do Fator de Segurança à liquefação (FSliq), mas também 
em índices quantitativos de risco de liquefação, incluindo o Índice Potencial de Liquefação (LPI) e 
o Número de Severidade de Liquefação (LSN). Estes índices permitem uma avaliação preliminar
dos efeitos de danos da liquefação superficial, baseando-se em assentamentos por reconsolidação 
pós-liquefação. Definido o campo experimental, designado como sítio piloto, foi possível a 
realização de uma vasta campanha de ensaios geotécnicos e geofísicos in situ, cuja análise dos 
resultados obtidos permitiu completar e detalhar o microzonamento inicial, e ainda comparar o
desempenho dos diversos ensaios relativamente à avaliação da suscetibilidade à liquefação.
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2 – ESCOLHA DO SÍTIO PILOTO

2.1 – Sismicidade e liquefação histórica

A “sismicidade histórica”, segundo Teves Costa (2005), refere-se à sismicidade observada antes 
da existência de registos instrumentais. Em alguns locais, eram relatados todos os sismos sentidos, 
mesmo que de pequenas amplitudes, enquanto em outros apenas se encontram registos de sismos de 
grande magnitude, que causaram o pânico nas populações, como os registos históricos relatados no 
trabalho de Jorge (1993). No Quadro 1 são apresentados alguns exemplos de sismos e respetiva 
informação.

Quadro 1 - Fontes sismogenéticas da região de Lisboa (Ribeiro, 1998)

Sismicidade Estrutura ativa
Magnitude 

Máxima 
Observada

Magnitude 
Máxima 

Expectável

Período de 
Retorno 
(anos)

Distância 
a Lisboa 

(km)

Interplacas

Goringe ML=7,5 
(1969) ML > 8,1 > 2x102 350

Zona de subducção 
Oeste-Ibérica

ML=7,2 
(1858) ML > 7,5 > 102 >120

Rotura no Goringe e 
zona de subducção 

Oeste-Ibérica

ML=8,5-9
(1755) ML > 8,5-9 > 103 >120

Intraplacas
Vale Inferior do Tejo ML=6,7 

(1909) ML > 7,2 > 3,5x102 5-40

Gargalo do Tejo ML=3
(1531) ML > 6,5 > 104 1

Com base na sismicidade histórica, Cabral et al. (2011) descreveram a zona inferior do vale do 
rio Tejo como uma área que tem sido gravemente afetada, ao longo da história, por diversos sismos 
que causaram grandes danos e fatalidades. A sismicidade da zona compreende vários eventos, 
distantes no tempo entre si, como o de 1755, com uma magnitude superior a 8,5, gerado na zona 
fronteiriça da placa Eurasia-Nubia, e os terramotos locais intraplacas com magnitudes 
compreendidas entre 6 a 7, como sejam os terramotos de 1344, 1531, 1769 e 1909. Os vários relatos 
de ocorrência de liquefação, associados a esses eventos sísmicos, encontram-se sistematizados no 
trabalho de Jorge (1993), e a respetiva representação consta no mapa da Fig. 1. 

Jorge (1993) pesquisou e reuniu esta informação de liquefação histórica com a localização 
relativa dos depósitos holocénicos arenosos, tendo depois sobreposto os mapas de oportunidade de 
liquefação, para obter um zonamento do potencial de liquefação, do qual se apresenta um excerto 
na Fig. 2. Com base nesse zonamento e atendendo às zonas nele definidas como mais suscetíveis, 
foi feita a recolha e compilação de relatórios geológicos e geotécnicos existentes nessas zonas 
críticas, para caracterizar os solos e identificar os depósitos arenosos potencialmente sensíveis a este
processo.

Tendo em conta toda a análise descritiva dos mapas geológicos, foi necessário aprofundar a 
pesquisa, tendo-se consultado diversos grupos de interesse das zonas mais suscetíveis, incluindo 
municípios, outras entidades públicas e empresas privadas. Procurou-se recolher o maior número de 
informação para a base de dados que, para além de sustentar a escolha de um sítio piloto, forneceria 
também informação suficiente para o microzonamento de risco de liquefação induzida por sismos. 
Foi possível obter um grande número de relatórios de prospeção geológica e geotécnica, que 
permitiram construir um mapa de dados existentes com 273 pontos no total, na sua maioria 
sondagens com ensaios de penetração dinâmica (SPT), mas também ensaios de cone ou piezocone 
penetrómetro (CPT ou CPTu) e ensaios sísmicos entre furos, do tipo cross-hole (CH).
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Fig. 1 – Mapa com a localização de fenómenos de liquefação associados a sismos históricos 
(Jorge, 1993)

Fig. 2 – Excerto do mapa de zonamento do potencial de liquefação, zona centro-sul (Jorge, 1993)
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O Quadro 2 contém um resumo do tipo e número de ensaios de campo recolhidos na pesquisa 
bibliográfica e respetiva percentagem em relação ao total de ensaios existentes nos relatórios 
consultados.

Quadro 2 - Quadro resumo dos ensaios nos relatórios recolhidos

Tipo de ensaio Número de ensaios Percentagem (%) Símbolo de georreferenciação
SPT 229 84

CPT ou CPTu 29 11
Cross-hole 15 5

A análise destes dados foi efetuada de acordo com o tipo de ensaio, utilizando os métodos mais 
recentes para avaliação da suscetibilidade à liquefação. Esta análise baseou-se não apenas na 
abordagem simplificada através do cálculo do Fator de Segurança à liquefação (FSliq), mas também 
em índices quantitativos de risco de liquefação, incluindo o Índice Potencial de Liquefação (LPI) e 
o Número de Severidade de Liquefação (LSN), com recurso a folhas de cálculo em Excel, 
complementado por um programa de análise de dados CPT/CPTu, designado por CLiq®. Atendendo 
ao objetivo de microzonamento, toda a informação foi devidamente georreferenciada, tendo-se 
numa primeira fase optado pelo Google Earth®.

É de relevar que, no contexto desta investigação, a avaliação da suscetibilidade à liquefação 
induzida por sismos de um determinado local inclui não só a avaliação do potencial de liquefação 
do solo (através dos critérios geológicos, granulométrico, de estado, entre outros), mas também a 
avaliação do potencial de início de liquefação ou liquefaction triggering associado a uma 
determinada ação sísmica (correspondendo à determinação de um fator de segurança ou de uma 
probabilidade de liquefação).

2.2 – Avaliação da suscetibilidade à liquefação

2.2.1 – Abordagem simplificada através do Fator de Segurança à liquefação 

A avaliação da suscetibilidade à liquefação pode ser feita segundo diversas abordagens, sendo 
mais comum a “abordagem simplificada”, originalmente proposta por Seed e Idriss (1967), também 
adotada no Eurocódigo 8. Segundo esta metodologia, o fator de segurança relativo à suscetibilidade 
à liquefação, FSliq, é calculado pelo rácio entre a razão de resistência cíclica, CRR (Cyclic Resistance 
Ratio) e a razão de tensões cíclicas CSR (Cyclic Stress Ratio), segundo a equação:

CSR
CRRFSliq = (1)

Neste trabalho, assume-se que para valores de FSliq inferiores a 1, o solo é suscetível à 
liquefação. Porém, o Eurocódigo 8 define a suscetibilidade do solo para um fator de segurança mais 
alto, de 1,25, sendo por isso ligeiramente mais conservativo.

O cálculo do CSR é relativamente direto e depende essencialmente da ação sísmica de projeto, 
traduzida pela aceleração máxima do solo amax e definida de acordo com o local. A equação proposta 
por Seed e Idriss (1967), que se mantém atual, tem a seguinte expressão:

d
v

v

v
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g
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onde g é a aceleração gravitacional, amáx é a aceleração máxima local do solo à superfície e 0vσ e

0´vσ são as tensões verticais total e efetiva de repouso à profundidade considerada. O coeficiente
rd, presente na equação anterior, é um coeficiente de redução da tensão da corte, que reflete a resposta 
dinâmica do solo em profundidade e pode ser estimado pelas seguintes equações (Liao and 
Whitman, 1986; Youd et al., 2001):

zrd ⋅−= 00765,00,1 para z < 9,15 m (3)

zrd ⋅−= 0267,0174,1 para 9,15 m < z ≤ 23 m (4)

onde z é a profundidade em metros, aplicável até 23 metros. 

A definição da ação sísmica de projeto, nomeadamente a aceleração máxima e magnitude de 
referência, foi feita de acordo com o Eurocódigo 8 (IPQ, 2010), sendo que para a região do Vale 
Inferior do Tejo, nos concelhos de Vila Franca de Xira e Benavente, estão prescritos os valores 
resumidos no Quadro 3.

Quadro 3 - Informação sísmica sobre os concelhos de Vila Franca de Xira e Benavente

Ação sísmica Tipo 1 Ação sísmica Tipo 2
Zona sísmica 1.4 2.3

Mw 7,5 5,2
agR (m/s2) 1,0 1,7

γI 1 1
ag 1,00 1,70

Tipo de solo D D
Smax 2,00 2,00

S 2,00 1,77
amáx (m/s2) 2,00 3,00

amáx (g) 0,20 0,31

Por seu turno, a capacidade resistente do solo à liquefação pode ser avaliada através da razão de 
resistência cíclica CRR. A estimativa do CRR reveste-se de uma muito maior complexidade, por 
depender diretamente do método de ensaio de campo ou de laboratório utilizado no seu cálculo, 
nomeadamente através de SPT, de CPT e de ensaios geofísicos com medição da velocidade das 
ondas de corte, VS, como se detalha a seguir. 

2.2.1.1 – Avaliação baseada em ensaios SPT

Uma das propostas mais recentes é de Boulanger e Idriss (2014), que considera o cálculo do 
CRR (Cyclic Resistance Ratio) a partir de valores normalizados do número de pancadas do SPT,
N60. Um aspeto importante, introduzido por estes autores na análise da suscetibilidade à liquefação, 
prende-se com a percentagem de finos que um solo contém e a forma como esta percentagem pode 
influenciar o seu comportamento quando sujeito a ações sísmicas. Assim, a normalização dos 
resultados do ensaio SPT inclui, para além da correção exigida devido à perda de energia transmitida 
em profundidade, uma correção relativa à percentagem de finos (FC, fines content) para a obtenção 
de N60 corrigido “equivalente”, (N1)60cs. A expressão de cálculo do CRR é a seguinte: 
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onde (N1)60cs é a resistência à penetração do ensaio SPT, N60, normalizada e ajustada a uma areia 
limpa equivalente (isto é, com uma percentagem de finos igual ou inferior a 5%) e pode ser calculado 
da seguinte forma:

606060 )()()( 111 NNN cs ∆+= (6)

(N1)60 corresponde ao valor normalizado do NSPT e Δ(N1)60 é um valor corrigido relativo à 
percentagem de finos. O cálculo de (N1)60 é feito da forma clássica (Liao e Whitman, 1986; Idriss e 
Boulanger, 2010), atendendo às correções do estado de tensão de repouso e do comprimento das 
varas, enquanto que o valor de Δ(N1)60 pode ser obtido pela seguinte expressão:
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A introdução da percentagem de finos nesta abordagem pretende refletir a sua importância na 
suscetibilidade de liquefação, sendo que os valores de Δ(N1)60 variam entre 0 para FC igual a 0%, 
crescendo rapidamente para o valor máximo de 5, para FC superiores a 25%. Uma das limitações 
desta correção prende-se com a estimativa rigorosa da percentagem de finos a partir da descrição 
litológica do ensaio, na ausência de análises granulométricas desses solos.

Atendendo a que a magnitude de referência do sismo, Mw, de acordo com o Eurocódigo 8, no 
Anexo Nacional, é de 7,5, é necessário ajustar o valor de CRR para diferentes magnitudes, 
multiplicando-se o valor de CRR7,5 pelos fatores de escala de magnitude MSF (Magnitude Scaling 
Factor) e do estado de tensão Kσ, com as seguintes expressões (Idriss and Boulanger, 2008):

σKMSFCRRCRRM ⋅⋅= 5,7 (8)

onde
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No cálculo do MSF, a distinção entre areias e argilas foi feita com base na percentagem de finos, 
tendo-se considerado a expressão (9) para solos até 50% de finos e a expressão (10) para FC superior 
a 50%. O fator de escala do estado de tensão Kσ depende não apenas do estado de tensão em 
profundidade, mas também do valor da resistência à penetração normalizada equivalente, (N1)60cs:

1,1´ln1 ≤







⋅−=

a

v

p
CK σ

σσ , com 3,0
)(55,29,18

1

601

≤
−

=
csN

Cσ (11)



14

2.2.1.2 – Avaliação baseada em ensaios CPTu

Para a análise dos ensaios CPTu, foi seguido um processo análogo, isto é, o CRR foi calculado 
a partir dos resultados de resistência do ensaio. Neste caso, atendendo à densidade computacional 
dos cálculos envolvidos, optou-se pelo uso de um software específico, designadamente o CLiq®
(version v.2.0.6.92, GeoLogismiki, 2017). A utilização deste programa, cuidadosamente validada 
com cálculos paralelos em folhas de cálculo, proporcionou uma maior celeridade na análise e
permitiu efectuar análises expeditas e comparativas da suscetibilidade à liquefação com base nos 
ensaios CPTu segundo abordagens distintas, entre elas as propostas por Robertson (2009) e por 
Boulanger e Idriss (2014). Neste trabalho, serão apenas apresentados resultados obtidos segundo 
Robertson (2009), desenvolvida a partir do método de Robertson e Wride (1998), cuja formulação 
se baseia num valor da resistência de ponta normalizada do ensaio CPTu, como se resume abaixo:

08,0
1000

93
3

,
5,7 +








⋅= cstnQ

CRR , se 16050 , ≤≤ cstnQ (12)

05,0
1000

833,0 ,
5,7 +⋅= cstnQ

CRR , se 50, <cstnQ (13)

sendo cstnQ , o valor da resistência de ponta do cone normalizado e equivalente a uma areia limpa, 
estimado pela seguinte expressão:

tnccstn QKQ ⋅=, (14)

onde Kc é um fator corretivo, função das características de comportamento do solo, combinando a
influência da percentagem de finos e da plasticidade. Qtn é a resistência à penetração normalizada 
do CPT (adimensional), calculado segundo a proposta clássica de Robertson e Wride (1998). O 
procedimento associado ao tratamento dos resultados dos ensaios CPTu para a avaliação da 
suscetibilidade à liquefação é extenso e encontra-se detalhado em Robertson (2009; 2015) e em 
Saldanha (2017).

2.2.1.3 – Análise baseada nas velocidades de propagação das ondas de corte, VS

Andrus e Stokoe (2000) e Andrus et al. (2003) desenvolveram uma metodologia para avaliação 
da resistência à liquefação que se baseia nos valores normalizados da velocidade de propagação das 
ondas de corte. À semelhança dos outros métodos, este requer a determinação dos dois parâmetros 
de ação-reação: o primeiro correspondente ao nível de carga cíclica a que o solo é sujeito durante a 
solicitação sísmica, expressa pela razão de tensões cíclicas (CSR); e um segundo, relativo à
resistência do solo à liquefação, expressa pela razão de resistência cíclica (CRR), que neste caso é 
função da rigidez do solo para muito baixas deformações, sendo que tem uma relação direta com a 
velocidade de onda de corte normalizada do estado de tensão efetivo presente (VS1).

A normalização da velocidade de onda de corte em relação às tensões efetivas in situ, à 
semelhança dos valores normalizados inferidos de outros ensaios in situ como o SPT, CPT e DMT,
pode fazer-se segundo Andrus e Stokoe (2000) e Andrus et al. (2003) da seguinte forma:
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onde VS é a velocidade da onda de corte, pa é a pressão atmosférica (=100 kPa) e σ'v0 é a tensão 
vertical efetiva de repouso (nas mesmas unidades de pa).

A razão de resistência cíclica (CRR) pode ser considerada como o valor limite que separa os 
estados definidos por um determinado valor de Vs1 em que há suscetibilidade à liquefação, dos 
estados onde tal não se verifica. A base de dados relativa aos casos históricos refere-se a solos não 
cimentados do Holocénico, para profundidades médias inferiores a 10 m, com níveis freáticos a 
profundidades entre 0,5 m e 6 m, e medições de Vs realizadas abaixo do nível freático. As curvas 
CRR-VS1 foram definidos com base na seguinte expressão:

2*
111

*
1

2
11 118,2

100
022,0 a

SSaS

Sa K
VVKV

VKCRR ⋅



















−

−
⋅+






⋅= (16)

onde Ka1 e Ka2 são fatores que corrigem o efeito da idade em Vs e CRR, respetivamente, e iguais à 
unidade no caso de solos não cimentados recentes (Holocénico). V*

S1 é o limite superior de VS1 para 
que ocorra liquefação. O valor de VS igual a210 m/s conduz a um valor de CRR de aproximadamente 
0,6, o que é considerado equivalente a um valor de NSPT de 30 em areias limpas. Baseados nas 
correlações de NSPT com VS e nos casos históricos, Andrus e Stokoe (2000) propuseram as seguintes 
condições para estimar os valores limites de VS1 (que designaram por V*

S1), para os quais não se 
espera a ocorrência de liquefação.
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onde FC é a percentagem de finos. 

2.2.2 – Índices de risco baseados nos ensaios SPT e CPTu

As novas abordagens à avaliação da liquefação centram-se na estimativa das consequências do 
próprio processo de liquefação, através de índices quantitativos de risco de liquefação, 
simplificadamente designados “índices de risco”. A primeira análise irá focar-se em dois dos índices, 
no entender dos autores, mais importantes para a definição da avaliação da liquefação. São estes 
índices o LPI (Liquefaction Potential Index) e o LSN (Liquefaction Severity Number). O Índice de 
Potencial de Liquefação (LPI) foi originalmente desenvolvido no Japão, para estimar o potencial de 
liquefação capaz de causar danos nas fundações de um determinado local (Iwasaki et al., 1978, 
1982). Este índice assume que a severidade do fenómeno é proporcional à espessura da camada 
liquefeita e à sua proximidade ao terreno, considerando apenas os horizontes com fator de segurança 
menor que 1 e profundidades inferiores a 20 m (Viana da Fonseca et al., 2016).

∫ ⋅=
m

dzzWFLPI
20

0

)( (18)

Sendo zzW 5,010)( −= e F uma função do fator de segurança à liquefação, FSliq, resultado da 
razão entre o CRR (Cyclic Resistance Ratio) e do CSR (Cyclic Stress Ratio), definida por:

liqFSF −=1 , se 1≤liqFS e 0=F , se 1>liqFS (19)
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Os limites de classificação de suscetibilidade à liquefação, segundo Iwasaki et al. (1982),
encontram-se resumidos no Quadro 4. Outras propostas mais recentes, nomeadamente Lee et al. 
(2003) e Sonmez (2003), sugeriram limites de classificação baseados no LPI ligeiramente diferentes, 
tendo-se adotado a classificação de Iwasaki et al. (1982) de acordo com o definido no programa de 
cálculo utilizado.

Quadro 4 - Classificação da suscetibilidade à liquefação segundo o LPI (Iwasaki et al., 1982)

LPI Suscetibilidade à liquefação
0 Muito baixa

0 < LPI ≤ 5 Baixa
5 < LPI ≤ 15 Alta

> 15 Muito alta

Por outro lado, o Número de Severidade de Liquefação (LSN) foi desenvolvido por Tonkin e 
Taylor (2013) e representa os danos potenciais de liquefação à superficie em terrenos com edifícios. 
O LSN considera a deformação volumétrica densificada, calculada pela ponderação da profundidade 
como um sinal indicador da gravidade dos danos de liquefação prováveis na superfície do terreno 
(Viana da Fonseca et al., 2016). O cálculo deste índice é feito de acordo com:

dz
z

LSN v∫⋅=
ε1000 (20)

onde εv é a deformação volumétrica densificada calculada por horizonte; z é a profundidade do 
mesmo abaixo da superfície do terreno (em metros). O cálculo da deformação volumétrica 
densificada foi feita segundo a metodologia de Zhang et al. (2002), na determinação de 
assentamentos pós liquefação por reconsolidação. Os limites de classificação deste índice constam 
no Quadro 5. Os autores concluíram que este parâmetro é um bom indicador da suscetibilidade à
liquefação em zonas residenciais planas e confinadas, sendo que o mesmo não se verifica quanto à
suscetibilidade de deslocamentos laterais.

Quadro 5 - Descrição dos danos com base no LSN (Tonkin e Taylor, 2013)

Intervalo de LSN Efeitos típicos

0 - 20 Pouca ou nenhuma expressão de liquefação.
Danos mínimos nas estruturas residenciais típicas.

20 - 40
Expressão de liquefação de moderada a severa.
Ondulação e falhas na superfície do solo.
Assentamentos estruturais médios a elevados, causando danos estruturais.

> 40 Expressão de liquefação intensa. Danos severos generalizados. Assentamentos 
elevados de estruturas, impossibilitando a sua utilização.

2.2.3 – Índice de classificação baseado no VS30

A velocidade da onda de corte até à profundidade de 30 m, VS30, é calculada tendo em conta as 
velocidades registadas até à profundidade em questão, fazendo-se uma média harmónica de todos 
os valores registados. Como demonstrado na equação seguinte, VS30 corresponde a uma velocidade 
ponderada a 30 m, sendo calculada pela razão entre o valor da profundidade final (30 m) e o 
somatório da razão entre as espessuras (d) e as velocidades das ondas de corte, horizonte a horizonte, 
identificados com velocidades VS similares (Wair et al., 2012):



17

∑
=

S

S

V
dV 30

30 (21)

A determinação das velocidades das ondas de corte pode ser feita diretamente através de ensaios 
geofísicos, como Cross-Hole (CH), Down-Hole (DH), refração sísmica (RS), entre outros. 
Alternativamente, é possível estimar VS a partir de um conjunto alargado de propostas de previsão 
baseadas em ensaios SPT, CPT e DMT. Para a correlação entre os resultados dos ensaios SPT e as 
VS, Wair et al. (2012) sugerem as equações apresentadas no Quadro 6. Já para a correlação das VS
com os resultados dos ensaios CPT, os mesmos autores aconselham o cálculo da média dos valores 
obtidos com as equações de Mayne (2006), Andrus et al. (2007) e Robertson (2009) no caso de solos 
holocénicos, conforme apresentado no Quadro 7.

Quadro 6 – Correlações entre os valores dos ensaios SPT e as VS (Wair et al., 2012)

Solo VS (m/s)
Todos os solos 30 N600,215 σ’v 0,275

Argilas e Siltes 26 N600,17 σ’v 0,32

Areias 30 N600,23 σ’v 0,23

Quadro 7 – Correlações entre os valores dos ensaios CPT e as VS (Wair et al., 2012)

Metodologia Idade Geológica VS (m/s)
Hegazy e Mayne (1995) Quaternário 10,1 log (qc)-11,4)1,67 (100 fs/qc)0,3

Mayne (2006) Quaternário 118,8 log(fS)+18,5
Andrus et al. (2007) Holocénico 2,27 qt0,412 IC0,989 z0,033

Robertson (2009) Quaternário [10(0,55Ic+1,68)(qt-σ’v0)/pa]0,5

É importante salientar que este método de classificação com base em VS30, não tem como 
objetivo avaliar a suscetibilidade à liquefação. É um método utilizado para caracterização dos solos, 
particularmente na identificação do fator de amplificação da ação sísmica, destacando que, alguns 
dos valores de VS muito baixos podem corresponder a solos predominantemente argilosos, sem
suscetibilidade à liquefação.

2.2.4 – Estimativa de assentamentos com base nos resultados dos ensaios CPTu

Após a liquefação, os assentamentos verticais por reconsolidação podem ser determinados pela 
metodologia determinística proposta por Zhang et al. (2002), que se baseou em resultados 
laboratoriais de Ishihara e Yoshimine (1992) e relações com o CPT (pela compacidade e pelo fator 
de segurança) para deformações volumétricas em areias limpas. Tradicionalmente, a suscetibilidade 
à liquefação é expressa em função do fator de segurança (FSliq) determinado por metodologias 
determinísticas, anteriormente descritas, como as de Youd et al. (2001), Robertson (2009) e 
Boulanger e Idriss (2014). Devido a um conjunto de incertezas nas metodologias e em diversos 
parâmetros, Juang et al. (2013) desenvolveram uma outra metodologia probabilística de avaliação 
dos assentamentos, em caso de ocorrência do processo de liquefação, para zonas edificadas. Esta 
metodologia é baseada nas metodologias de Robertson (2009) e Ku et al. (2012). Os detalhes de 
cálculo destas duas metodologias podem ser consultados em Saldanha (2017).



18

2.3 – Análise dos dados existentes

A combinação do mapa de Jorge (1993), com a análise dos dados existentes permitiu identificar 
várias zonas de interesse para a localização do sítio piloto. A primeira localização escolhida, onde 
chegaram a ser realizados três ensaios SPT, pertence ao concelho do Montijo, junto à Câmara 
Municipal e ao centro da cidade. Nesta localização foram confirmados vários depósitos de areia, 
mas já bastante consolidados, pelo que não levantariam problemas às estruturas e infraestruturas
pelo desenvolvimento de liquefação. 

Dada a existência de muitos dados disponíveis aquando da construção do viaduto da A10 sobre 
a baixa aluvionar dos rios Tejo e Soraia, bem como a proximidade à zona de Benavente, onde os 
fenómenos associados à liquefação foram mais recentemente observados, foi decidido que o sítio 
piloto seria implementado na Lezíria Grande de Vila Franca de Xira. Os dados existentes de ensaios 
in situ incluem mais de 80 sondagens com ensaios SPT, 20 CPTu, dos quais 2 SCPTu e 15 perfis
CH. Todos os dados existentes foram analisados relativamente à suscetibilidade à liquefação, 
conforme anteriormente descrito e de acordo com o tipo de ensaio realizado. Com base nessa análise, 
foram preparados diferentes mapas a partir do tratamento dos dados existentes. O mapa da Fig. 3
refere-se aos dados existentes da zona circundante à Lezíria Grande de Vila Franca de Xira e inclui
resultados de ensaios SPT, CPTu/SCPTu e Cross-Hole, particularmente concentrados ao longo do
viaduto da A10, segundo a simbologia ilustrada no Quadro 2.

Neste mapa, é claramente visível uma maioria de pontos a vermelho, refletindo uma 
suscetibilidade à liquefação elevada, sobretudo na faixa de terreno pertencente à Lezíria Grande de 
Vila Franca de Xira e ao longo do viaduto da A10. Na margem direita do Tejo em Vila Franca de 
Xira e nos centros urbanos de Benavente e Samora Correia, os pontos surgem maioritariamente a 
laranja e verde, indicativos de uma suscetibilidade média a baixa, respetivamente.

Fig. 3 – Mapa dos dados existentes, classificados em termos de suscetibilidade à liquefação na 
região do Vale Inferior do Tejo
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3 – CARACTERIZAÇÃO DO SÍTIO PILOTO

3.1 – Considerações sobre a campanha experimental

A Lezíria Grande de Vila Franca de Xira é uma faixa de terreno de forma alongada que é 
limitada a Oeste e a Este pelos rios Tejo e Sorraia, respetivamente. É uma extensa planície aluvionar 
com 13 420 hectares, dividida a meio pela EN10 (estrada nacional n.º10), também conhecida como 
a reta do cabo (EVOA, 2015), gerida pela Associação Beneficiária da Lezíria Grande de Vila Franca 
de Xira.

O planeamento dos locais de ensaio foi realizado segundo uma análise criteriosa da geologia e 
geomorfologia da zona. No âmbito desta investigação, foram executados no sítio piloto 2 ensaios 
SPT, 2 sondagens com o amostrador Mazier, 8 ensaios CPTu, 3 ensaios SDMT, 8 ensaios de refração
sísmica (RS) e 1 ensaio de análise espectral de ondas superficiais (SASW), como se resume no 
Quadro 8. A localização dos pontos de ensaios é apresentada na Fig. 4, bem como a identificação 
dos e 25 pontos de ensaio de medição de ruído (HVSR, Horizontal to Vertical Spectral Ratio).

Quadro 8 - Planeamento dos ensaios in situ no sítio piloto

Ensaios Locais de ensaio
SPT SI1, SI7
CPTu SI1, SI2, SI3, SI4, SI5, SI6, SI7 e SI10
SDMT SI7, SI8 e SI9
Refração Sísmica SI1, SI5, SI6, SI7, SI9, SI11, SI12 e SI13
SASW SI5

Fig. 4 - Identificação dos locais de ensaio (SI) e de pontos de medição HVSR no sítio piloto
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3.2 – Ensaios in situ: Resultados e análise

3.2.1 – Ensaios SPT 

No sítio piloto foram realizados 4 furos de sondagem nos locais de ensaio SI1 e SI7. Em cada 
um destes locais foi realizado um ensaio SPT, tendo-se recolhido amostras indeformadas com o 
amostrador Mazier num furo adjacente, para caraterização laboratorial. Na Fig. 5 são apresentados 
os resultados dos ensaios SPT nos dois locais SI1 e SI7, em termos dos valores normalizados da 
resistência, (N1)60cs, os perfis litológicos simplificados resultantes da interpretação dos resultados 
obtidos e os respetivos fatores de segurança à liquefação, FSliq, calculados apenas para as camadas 
arenosas e até uma profundidade máxima de 20 m.

Apesar de claramente distintos em termos litológicos, é possível observar que ambos os locais 
evidenciam horizontes espessos com elevada suscetibilidade à liquefação, traduzida pelos valores 
de FSliq inferiores à unidade.

a) b)
Fig. 5 – Resultados dos ensaios SPT e interpretação em termos da liquefação: a) SI1; b) SI7

3.2.2 – CPTu

No sítio piloto foram realizados 8 ensaios CPTu. O equipamento utilizado foi ligado a um 
sistema automático de aquisição e armazenamento de dados que possui um software que permite a 
visualização dos gráficos no local durante a perfuração (Rodrigues, 2016). Na Fig. 6 estão 
apresentados os parâmetros relativos à resistência de ponta (qt) de todos os ensaios realizados, bem 
como da evolução em profundidade do fator de segurança à liquefação nos locais de ensaio. Pela 
observação da Fig. 6, conclui-se que os diferentes locais do sítio piloto evidenciam uma grande 
variabilidade das características geológicas e geotécnicas não só em planta, mas principalmente em 
profundidade, destacando-se, por exemplo, o CPTu do local SI1 com uma litologia altamente 
intercalada de materiais mais grosseiros e mais finos. No local SI5 verifica-se claramente um estrato 
de espessura considerável de areia, entre os 5 e os 11 metros. 
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Si1 Si1 Si3 Si4 Si5 Si6 Si7 Si10

Fig. 6 – Resultados da resistência de ponta qt (MPa) e do respetivo FSliq dos ensaios CPTu

Fig. 7 – Exemplo de resultados detalhados do ensaio CPTu: local SI5
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Este facto pode ser confirmado pela Fig. 7, onde se observa um estrato bastante espesso de areia 
entre os 5 e os 11 m, sem excessos de pressão neutra e associado a um índice de comportamento 
claramente inferior a 2,6, indicativo de solos arenosos. 

A análise dos resultados obtidos, expressos esquematicamente na Fig. 6, evidenciam uma 
elevada suscetibilidade à liquefação em todos os locais de ensaio, demonstrada pela grande 
concentração de pontos com fator de segurança inferior à unidade.

De acordo com as metodologias anteriormente apresentadas, foram também calculados os 
valores dos índices de risco de liquefação, LPI e LSN, a partir dos ensaios CPTu, como se mostra 
na Fig. 8 e Fig. 9, respetivamente.

Os resultados extremos do LPI, apresentados na Fig. 8, são para o local SI2, com menor
suscetibilidade de liquefação e para o local SI4, com nível de suscetibilidade de liquefação mais
preocupante. Quanto ao LSN, este apresenta para o local SI5 uma previsão de maiores danos
superficiais, semelhante ao que acontece para o local SI4. Em síntese, de acordo com o índice LPI, 
conclui-se que de todos os locais: 12,5% têm baixa probabilidade de liquefação; 62,5% têm alta 
probabilidade; e, os restantes 25% têm uma probabilidade muito alta de liquefação.

Fig. 8 - Índice LPI dos CPTu realizados no Sítio-Piloto, Cliq®

Fig. 9 - Índice LSN dos CPTu realizados no Sítio-Piloto, Cliq®
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Relativamente ao LSN, verifica-se que: 12,5% dos locais têm uma expressão de liquefação 
muito baixa; 50% manifesta-se de forma moderada; e nos restantes 37,5% a liquefação expressa-se 
de forma moderada a elevada. Segundo o LSN, em nenhum dos locais se prevê a ocorrência de danos 
severos de liquefação.

3.2.3 – Ensaios Dilatométricos (SDMT)

No sítio piloto foram realizados 4 ensaios SDMT (Seismic Flat Dilatometer tests), de acordo 
com o prescrito no Eurocódigo 7 – Parte 2 (CEN, 2007) e a norma ISO/TS 22476-11 (ISO, 2005). 
O ensaio com dilatómetro de Marchetti (DMT) consiste na cravação (preferencialmente estática) de 
uma lâmina que contém numa das faces uma membrana flexível. A membrana é expandida entre 
intervalos de profundidades regulares através de um gás pressurizado, determinando-se as pressões 
necessárias para deslocar o seu centro. O dilatómetro sísmico (SDMT) resulta do acoplamento ao
DMT de um módulo sísmico, localizado acima da lâmina de DMT, permitindo assim a medição das 
velocidades das ondas de corte durante o ensaio DMT convencional. No âmbito deste trabalho, serão 
apenas analisados os resultados das velocidades das ondas de corte medidas neste ensaio.

3.2.4 – Ensaios geofísicos: RS, SASW e HVSR

Em trabalhos de Engenharia Civil, os ensaios por refração sísmica (RS) são bastante utilizados
quando se pretende prospetar profundidades nas dezenas dos metros, tal como neste projeto. Estes
ensaios foram realizados por uma equipa do LNEG (Laboratório Nacional de Energia e Geologia) e 
o equipamento utilizado foi um sismógrafo RAS-24 de 24 canais da Seistronix. Na Fig. 10,
apresenta-se a variação das velocidades das ondas de corte ou ondas S (VS), em profundidade de 
todos os ensaios de refração sísmica realizados no local. A partir das velocidades das ondas de corte
medidas nos ensaios de refração sísmica, é possível determinar o número de estratos e a sua 
espessura, através das mudanças de velocidade nas suas transições, assim permitindo a construção 
do perfil apresentado na Fig. 10.

Por seu turno, o ensaio de Análise Espectral de Ondas Superficiais (Spectral Analysis of Surface 
Waves, SASW) foi realizado apenas no local SI5 e permite a avaliação das propriedades dinâmicas 
do solo, ou seja, a determinação das velocidades das ondas de corte e do amortecimento através da 

Fig. 10 – Perfis de velocidade das ondas de corte, em função da profundidade, nos locais de 
ensaio através dos ensaios RS e SASW
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medição do carácter dispersivo das ondas superficiais (Costa et al., 2016). Os resultados deste ensaio 
estão apresentados juntamente com os da refração sísmica na mesma Fig. 10. No local SI5, onde 
foram realizados estes dois ensaios (RS e SASW), é interessante analisar a comparação dos valores 
de VS medidos. Em geral, os valores da velocidade são idênticos, próximos de 135 m/s até aos 12 
metros e 220 m/s para maiores profundidades. É notório que o ensaio SASW deteta à profundidade 
de 3 m e 17 m uma variação de VS, enquanto a refração sísmica não é sensível a uma variação tão 
ligeira, registando velocidades muito próximas da média das medidas no ensaio SASW a essas 
profundidades.

3.2.5 – HVSR

Como mostra a Fig. 4, foram realizados 25 ensaios de medição de ruído, também designados 
HVSR (Horizontal to Vertical Spectral Ratio) no sítio piloto (Carrilho Gomes, 2017). Este ensaio, 
originalmente proposto por Nakamura (1989), pode ser descrito como um levantamento sísmico 
não-invasivo, recorrendo um sensor de velocidades tridimensional externo para registar o ruído 
ambiente. A determinação da razão espectral horizontal para vertical (H/V) dessas medições do 
ruído ambiente permite a determinação da frequência fundamental do terreno, que pode ser 
interpretada por regressão para estimar a profundidade do terreno firme (bedrock) sísmico. Para essa 
estimativa, são conhecidos dois métodos teóricos, o método de Seht e Wohlemberg (1999) e o de 
Parolai et al. (2002). Segundo estes autores, a profundidade do bedrock sísmico pode ser estimada
através da seguinte expressão:

b
rfaZ 0⋅= , com 

z
Vf S

r ⋅
=

40 (22)

onde Z é a profundidade em metros do substrato sísmico, a e b são constantes, fr0 é a frequência 
fundamental do terreno e VS é a velocidade das ondas de corte no local. 

A aplicação destes dois métodos deu origem a valores muito elevados para a profundidade do 
firme, bem como das velocidades de ondas de corte associadas, na ordem dos 400 m/s. Este resultado 
é bastante superior ao valor das velocidades obtidas nos ensaios anteriormente apresentados, onde a 
média das velocidades das ondas de corte varia entre 100 e 300 m/s. Assim sendo, admite-se que as 
profundidades calculadas (entre os 85 e 100 m), apenas baseadas neste método e tendo em conta 
estas metodologias mais empíricas, possam estar sobrestimadas.

Fig. 11 – Evolução da profundidade do bedrock sísmico através da interpretação dos HVSR
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De modo a corrigir esta discrepância, foi realizada uma nova ponderação entre as velocidades 
das ondas de corte medidas através de ensaios Cross-Hole ao longo do alinhamento dos pontos de 
medição HVSR e as frequências fundamentais deduzidas dos HVSR. Assumindo que o valor médio 
da velocidade das ondas de corte nesse alinhamento se situa entre 250 e 300 m/s e, estando este 
associado a frequências do intervalo de 0,9 a 1,2 Hz, estima-se que a profundidade do substrato se 
deve encontrar entre os 65 a 80 m. Na Fig. 11 são apresentados os valores da profundidade do firme 
determinada pelos dois métodos anteriormente referidos, associados a uma velocidade de corte de 
250 m/s e 300 m/s. Assume-se que o firme estará entre as duas linhas a cheio, estimadas a partir 
dessas velocidades.

3.3 – Propostas preliminares de microzonamento

3.3.1 – Fatores de segurança e índices de risco de liquefação

A análise dos resultados dos ensaios SPT, apresentada resumidamente na Fig. 5, demonstra de 
forma clara a elevada suscetibilidade à liquefação, tanto para a ação sísmica próxima (Tipo 2), mas 
mais gravosamente para a mais distante (Tipo 1). O mesmo se verifica para os resultados obtidos da 
análise dos ensaios CPTu, apresentados esquematicamente na Fig. 6. É relevante fazer uma 
comparação direta dos resultados obtidos nestes dois ensaios nos mesmos locais, designadamente 
em SI1 e SI7, como se mostra na Fig. 12, relativamente aos fatores de segurança à liquefação. Como 
se afirmou anteriormente, no âmbito deste trabalho considera-se o solo suscetível à liquefação para 
valores de FSliq inferiores à unidade. 

a) b)

Fig. 12 – Comparação dos FSliq obtidos a partir de resultados SPT e CPTu em: a) SI1; b) SI7 
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É de assinalar, por um lado, a grande espessura dos horizontes identificados como suscetíveis à 
liquefação e, por outro, a boa correspondência obtida entre estes ensaios. A configuração dos perfis 
de FS baseados no CPT surge com uma grande oscilação entre valores inferiores a 1 e superiores a 
2, que se explica pela forte intercalação de camadas finas de material silto-argiloso na matriz 
arenosa. Dada a reduzida espessura dessas camadas, estas intercalações são apenas detetáveis nos 
ensaios CPT. 

A avaliação do local quanto à suscetibilidade à liquefação foi também feita em termos dos
índices de risco, nomeadamente LPI e LSN, a partir dos resultados dos ensaios SPT e CPTu. Para 
reportar esses resultados, foi organizado o Quadro 9, no qual, para os locais onde foram realizados 
ambos os ensaios SPT e CPTu, são indicados os valores de LPI e LSN correspondentes. A
determinação destes índices seguiu as metodologias anteriormente apresentadas. 

Quadro 9 – Comparação dos índices LPI e LSN com resultados SPT e CPT (sismo Tipo 1)

Local de 
ensaio

LPI LSN
SPT CPTu SPT CPTu

SI1 30,8 15,2 89,0 32,7
SI7 25,6 14,5 54,4 20,8

Comparando os resultados obtidos nos ensaios SPT e CPTu, no Quadro 9 verifica-se uma 
diferença acentuada, principalmente no local SI1, pelo que se antecipa a falta de representatividade 
destes índices a partir do ensaio SPT na avaliação da suscetibilidade de liquefação neste tipo de solo, 
particularmente quando na presença de um número considerável de intercalações de materiais finos 
com materiais granulares. Por seu turno, pode-se observar que os resultados dos índices LPI e LSN 
apresentam a mesma tendência, o que pode indicar uma necessidade de ajuste nas estimativas destes 
índices de acordo com o tipo de ensaio (SPT ou CPTu). Baseado nestes resultados, foi possível criar 
um mapa resumo com a classificação baseada nestes índices a partir do ensaio CPTu, como 
apresentado na Fig. 13, constituindo uma proposta preliminar de microzonamento do sítio piloto.

a) b)
Fig. 13 - Mapa de índices de risco, baseados em ensaios CPTu: a) LPI; b) LSN

3.3.2 – Classificação segundo VS30

Seguindo a metodologia e as recomendações anteriormente apresentadas, foram determinados 
os valores de VS30 calculados através das medições de VS dos ensaios SDMT, RS e SASW e, por 
correlação, estimados através dos ensaios SPT e CPTu. Uma análise comparativa dos valores de 
VS30 obtidos direta e indiretamente apresenta-se na Fig. 14, tendo-se incluído uma tabela-resumo 
com os valores relativos a cada tipo de ensaio.
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Segundo o critério de Caltrans Seimic Design Criteria (2004), bem como segundo o Eurocódigo 
8, todos os locais de ensaio foram caracterizados como solo brando (VS30< 180 m/s), à exceção do 
local SI9, como indica o gráfico da Fig. 14. Em todos os locais, mesmo com alguma variabilidade 
de valores, todos os resultados dos vários ensaios pertencem à mesma classe de classificação. No 
SI9, a média dos resultados é 187 m/s, isto é, no limite entre solo brando e solo denso, tendo-se 
adotado a classificação como solo brando, pela proximidade ao valor limite de VS30. No local SI7, 
foi possível obter quatro estimativas diferentes de VS30, sendo assinalável a semelhança de valores 
obtidos, com um valor médio de 138,28 m/s e uma dispersão inferior a 13%. Esta classificação de 
todos os locais de ensaio do sítio piloto como solo brando confirma a escolha adequada desta zona, 
como sítio piloto para avaliação da suscetibilidade à liquefação. 

Local SPT* CPT* SDMT RS SASW

SI1 145,08 149,4 172,71
SI2 125,6
SI3 124,7
SI4 134,4
SI5 155,1 177,76 175,2
SI6 118,3 140,2
SI7 136,34 120,2 154,54 142,05
SI8 168,59
SI9 201,43 172,79

SI10 145,1
SI11 122,3
SI12 127,14
SI13 128,54

Fig. 14 – Comparação de valores de VS30 nos locais de ensaio, para diferentes ensaios: 
estimados via SPT e CPT, medidos via SDMT, RS e SASW 

3.3.3 – Assentamentos verticais estimados

A Fig. 15 apresenta os valores dos assentamentos esperados em campo aberto (free field) de 
todos os locais de ensaio baseados na metodologia de Zhang et al. (2002). O Quadro 10 apresenta 
os valores dos assentamentos em campo aberto (free field), segundo a metodologia determinística 
de Zhang et al. (2002) e a metodologia probabilística de Juang et al. (2013), e os valores dos 
assentamentos com o agravamento devido à existência de edificado no local, tendo em conta a 
metodologia probabilística de Juang et al. (2013).

Como se pode observar no Quadro 10, os valores dos assentamentos em free field esperados, 
tendo em conta as duas metodologias, são próximos, visto que ambos se basearam na mesma base 
de dados. Quando considerada a presença do edificado há um agravamento, como era expectável, 
destes valores. Este quadro conta ainda com o valor do agravamento, em percentagem, que, em 
geral, atinge valores a próximos dos 60%, em toda a área do sítio piloto.

O agravamento dos assentamentos, devido à presença de edifícios, ocorre na sequência da 
concentração de tensões na base desses edifícios. Verifica-se que se a base do edifício, com 
fundações superficiais for de pequenas dimensões, o efeito das cargas será maior devido à 
concentração de tensões nessa área. Quando esta tensão se aproxima ou excede o limite de
capacidade de carga do solo (isto é, considerando a redução da resistência devido ao excesso de 
pressão neutra), o edifício tem tendência a inclinar, devido à não homogeneização do solo. À medida 
que a inclinação aumenta, diminui a área onde essas tensões estão aplicadas, aumentando ainda mais 
a magnitude dessas tensões. E assim, a rotura é progressiva até ao colapso da estrutura, isto se o solo 
não conseguir libertar o excesso de pressão neutra e aumentar a sua tensão efetiva, recuperando a 
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sua capacidade de suporte. Este agravamento é função de diversas variáveis, tais como a forma e a 
dimensão do edifício, a própria fundação e a distribuição das cargas. Assim, de forma a estimar o
assentamento, Juang et al. (2013) sugerem que seja imposto um agravamento ao valor previamente 
determinado, sendo tanto maior quanto maior for a variância dos registos de assentamentos. 
Salvaguarda-se que esta abordagem é meramente estatística, não havendo associação de causa-efeito 
em termos da tipologia do edificado.

Quadro 10 – Assentamentos verticais em free field e com agravamento do edificado, segundo os
métodos de Zhang et al. (2002) e Juang et al. (2013)

Zhang et al. (2002) Juang et al. (2013)

Local Assentamentos em free
field (cm)

Assentamentos em 
free field (cm)

Assentamentos com 
agravamento do 
edificado (cm)

Agravamento (%)

SI1 33,9 32,35 51,34 58,70
SI2 12,0 9,17 14,55 58,67
SI3 24,8 20,15 31,97 58,66
SI4 28,0 25,13 39,88 58,69
SI5 42,0 37,40 59,35 58,69
SI6 32,2 27,58 43,77 58,70
SI7 27,1 21,19 33,62 58,66
SI10 23,9 21,52 34,14 58,64

Com a aplicação de ambas as metodologias (Zhang et al., 2002; Juang et al., 2013), verificou-
se que o local mais crítico é o SI5. Local onde se espera maiores assentamentos verticais, sendo
apresentado na Fig. 16 a evolução das curvas da probabilidade de assentamento com o limite de 
assentamentos esperados e a distribuição da densidade de probabilidade de assentamentos pelos 
limites dos assentamentos esperados.

Além dos assentamentos, no Sítio Piloto há, também, zonas que levantam questões de 
segurança, em termos dos deslocamentos laterais esperados, como é apresentado na Fig. 17, 
principalmente as zonas mais próximas dos rios Tejo e Sorraia. Alguns dos pontos ensaiados 
apresentam essa tendência, como sejam SI5, SI6 e SI10. Estes deslocamentos são estimados para 

Fig. 15 – Assentamentos verticais esperados no sítio piloto devido à liquefação, segundo o 
método de Zhang et al. (2002)

Local de ensaio 
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valores próximos dos 4 metros, o que pode significar um deslizamento parcial da área para o interior 
do leito do rio.

Fig. 16 – Probabilidade de excedência de assentamentos verticais (cm) em: a) campo aberto 
(free field); b) com edificações

Fig. 17 – Deslocamentos laterais esperados no sítio piloto em caso de liquefação

Local de ensaio 
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Por fim, é apresentado na Fig. 18 um mapa resumo baseado nos assentamentos verticais (S) 
estimados para cada ponto de ensaio.

Fig. 18 – Mapa dos assentamentos verticais (S) estimados (valores em cm), segundo Zhang et 
al. (2002)

4 – CONCLUSÕES

É reconhecido que na região da Grande Lisboa existem várias zonas com elevada suscetibilidade 
à liquefação induzida por sismos, como o demonstram diversos trabalhos, nomeadamente o de Jorge 
(1993). Uma vasta base de dados geológico-geotécnicos existentes foi recolhida e devidamente 
analisada à luz das metodologias mais recente de avaliação da suscetibilidade à liquefação. Com 
base nessa informação, foi escolhido como sítio piloto e área para o microzonamento preliminar à
liquefação, uma zona situada na Lezíria Grande de Vila Franca de Xira. A caracterização da zona, 
referente aos dados existentes, contou com a identificação e caracterização de 273 pontos de ensaio, 
dos quais 84% foram ensaios SPT (Standard Penetration Tests), 11% foram ensaios CPT (Cone 
Penetration Tests) e 5% foram ensaios CH (Cross-hole). A análise desses ensaios foi feita através 
da avaliação de índices de risco, nomeadamente o Fator de Segurança à liquefação (FSliq), Índice 
Potencial de Liquefação (LPI) e Número de Severidade de Liquefação (LSN). Por outro lado, no
sítio piloto, a campanha experimental envolveu um grande número de ensaios, nomeadamente SPT, 
CPTu, SDMT, diversos métodos geofísicos (refração sísmica, SASW, HVSR) e ainda a recolha de 
amostras de alta qualidade para caracterização laboratorial. O tratamento dos resultados dos ensaios
in situ foi subdividido em três tipos de análises, em termos de índices de risco à liquefação, da 
classificação de acordo com VS30, e ainda com base nos assentamentos induzidos e deslocamentos 
laterais esperados. Dessas análises, foi possível confirmar a presença de camadas espessas de solos 
suscetíveis à liquefação, com elevada heterogeneidade quer em profundidade, quer em planta. A 
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presença de camadas intercaladas de solos granulares e solos finos constituiu um desafio acrescido 
na correta avaliação da suscetibilidade à liquefação, feita a partir de diferentes métodos de ensaio de 
campo. Da análise conjunta destes resultados e da base de dados recolhida, foi possível estabelecer 
um microzonamento preliminar de suscetibilidade à liquefação induzida por sismos, que se encontra 
em fase de desenvolvimento e pormenorização no âmbito do projeto LIQUEFACT. 
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MODELO CONSTITUTIVO MCC HIPERPLÁSTICO 
COM DANO ACOPLADO APLICADO A SOLOS 
ESTRUTURADOS

MCC Hyperplastic constitutive model with coupled damage applied to 
structured soils

Rogério Francisco Küster Puppi*
Mildred Ballin Hecke**
Celso Romanel***

RESUMO – Este trabalho apresenta um modelo constitutivo elasto-plástico com dano acoplado derivado a 
partir da definição de potenciais termodinâmicos aplicado à modelagem do comportamento tensão-deformação-
resistência de solos estruturados. O modelo pertence à família dos modelos Cam-Clays Modificados e emprega 
variáveis internas de plasticidade e dano na sua formulação. O trabalho apresenta simulações de ensaios 
triaxiais e oedométricos em solos. A incorporação do efeito de dano permite a representação dos efeitos de 
destruição da estrutura dos solos.

SYNOPSIS – This paper presents an elasto-plastic constitutive model with coupled damage derived from 
definition of thermodynamic potential functionals applied to the modeling of the stress-strain-strength behavior 
of structured soils. The model belongs to the family of Modified Cam-Clay models and employs internal 
variables of plasticity and damage in its formulation. The paper presents simulations of triaxial and oedometric 
tests in soils. The incorporation of damage allows it to represent the effects of soil structure destruction.

Palavras Chave – Modelo Cam-Clay, modelo hiperplástico, dano.

Keywords – Cam-Clay model, hiperplastic model, damage.

1 – INTRODUÇÃO

Neste artigo é apresentado modelo constitutivo que pode variar de forma contínua entre o 
modelo Cam-Clay Modificado (MCC) e modelo com dano. A possibilidade de incorporar o dano a 
modelo Cam-Clay permite, de certa forma, controlar a excessiva variação volumétrica que ocorre 
para materiais com estrutura e materiais com alto grau de pré-adensamento, no “lado seco” do MCC. 
O modelo aqui descrito pode ser aplicado na simulação de comportamento tensão-deformação de 
solos residuais e de solos argilosos pré-adensados desde que a envoltória de trajetórias de tensão q
x p, além do ponto crítico, possa ser representada por uma reta passante pela origem do gráfico q x
p.
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O modelo é derivado usando o enquadramento de hiperplasticidade de Houlsby e Puzrin (2000) 
e desta forma obedece às leis da Termodinâmica. Como apontam Osman e Birchall (2015), neste 
enfoque toda a relação constitutiva pode ser derivada de dois potenciais escalares de energia. Um 
potencial de energia livre que provê a lei de elasticidade, e um potencial de dissipação que provê a 
função de escoamento, a direção de fluxo plástico e a evolução das variáveis internas de dano.

De acordo com Einav et al. (2007), o comportamento inelástico de materiais tem sido modelado 
com êxito através da utilização de duas abordagens distintas: teoria da plasticidade e mecânica do 
dano. Teorias de plasticidade, incluindo princípios termodinâmicos, deram origem ao que é chamado 
de Hiperplasticidade (Houlsby e Puzrin, 2000).

Para o desenvolvimento do modelo foi empregada a formulação dos potenciais de energia 
apresentados por Einav et al. (2007), que combinam os conceitos de hiperplasticidade e dano 
mecânico (CDM) (Kachanov, 1958) dentro de uma única teoria. Da definição destes dois potenciais 
é possível obter a lei de escoamento do material e suas relações constitutivas, por derivação direta 
aplicada sobre as funções de potenciais.

Os dois potenciais consistem de uma função potencial de energia, que reflete a quantidade de 
energia armazenada no material, expressa por meio de uma função potencial de Gibbs e uma função 
potencial de dissipação, que representa a maneira como o material dissipa energia, à medida que 
sofre carregamento e deformação.

A expressão destes potenciais faz uso de estados de tensão, de estados de deformação e de um 
conjunto de variáveis internas. Estas variáveis internas são variáveis de tipo escalar, vetorial ou 
tensorial e devem ser escolhidas de forma conveniente. Variáveis internas não podem ser 
determinadas de forma direta, como é o caso das deformações plásticas de um material, que só 
podem ser determinadas após o descarregamento do mesmo. No modelo aqui descrito foram 
empregadas como variáveis internas, deformações plásticas e variáveis internas de dano, estas 
últimas associadas à redução da área resistente útil de uma seção transversal total, como descrito na 
formulação apresentada no Apêndice.

Os modelos desenvolvidos dentro da teoria da plasticidade pressupõem a existência de uma 
função ou superfície de escoamento. No caso deste modelo de hiperplasticidade, a superfície de 
escoamento deriva de uma transformação aplicada sobre a função potencial de dissipação, enquanto 
que a evolução das variáveis internas é estabelecida a partir das propriedades da função potencial de 
dissipação. Em alguns modelos, a evolução das variáveis internas de dano são descritas por meio de 
regras de fluxo distintas das regras de fluxo associadas à evolução dos incrementos de deformação 
plástica. Estes modelos correspondem a modelos mencionados por Einav et al. (2007), que sugerem 
que uma função de dissipação desacoplada possa ser apropriada para representar modelos de 
superfícies cinemáticas múltiplas para plasticidade com endurecimento. O emprego de funções de 
dissipação desacoplada para modelos de plasticidade-dano pode resultar em dano antes do 
surgimento de deformações plásticas, ou da ocorrência de deformações plásticas antes da ocorrência 
de dano.

O uso de um modelo de plasticidade com dano acoplado implica que dano e plasticidade sempre 
ocorrem simultaneamente e, neste caso apresentado, vinculados a um único critério de escoamento.

2 – MODELO CAM-CLAY MODIFICADO DE PLASTICIDADE COM DANO
ACOPLADO

Einav et al. (2007) apresentaram uma formulação de modelo MCC de plasticidade com dano 
acoplado, que foi posteriormente usada por Puppi (2008) para implementar um modelo para solo 
estruturado.

Einav et al. (2007) empregaram, além das variáveis internas de plasticidade, também duas 
variáveis escalares internas de dano para modelar comportamento de argilas sensíveis: uma 
associada ao modo de deformação volumétrica e outra ao modo de deformação por cisalhamento.



37

O modelo é derivado a partir dos potenciais de energia livre de Gibbs e de dissipação. Na 
expressão da função potencial de Gibbs g = g(σ,ℑ), o tensor geral de tensões σ é substituído pelo 
vetor de tensões p e q utilizado para representar estados triaxiais axissimétricos de tensões de ensaios 
de solos. Nos ensaios triaxiais p = (σ1 + 2σ3)/3 e q = (σ1 − σ3), representam a tensão normal média 
efetiva e a tensão desviadora, respectivamente.

Função potencial de energia livre de Gibbs (Einav et al., 2007):
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onde:
κ* – índice de recompressão relacionado com o módulo elástico volumétrico;
p0 – a pressão isotrópica de referência para a qual é assumido deformação volumétrica εv = 0;
G – módulo cisalhante ;
p0 – a pressão isotrópica de referência para a qual é assumido deformação volumétrica εv = 0;

v
pα – variável interna de plasticidade associada ao modo de deformação volumétrica;
s
pα – variável interna de plasticidade associada ao modo de deformação por cisalhamento;
v
dα – variável interna de dano associada ao modo de deformação volumétrica;
s
dα – variável interna de dano associada ao modo de deformação por cisalhamento.

Função potencial de dissipação de energia (Einav et al., 2007):
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onde:
py – tensão de pré-adensamento isotrópica corrente;
rp – fator de influência devido à plastificação;
rd – fator de influência devido ao dano.
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A relação entre o efeito de dano e o efeito de plasticidade é regulada pela proporção entre os 
parâmetros rp/rd, que estão relacionados pela expressão:

111
22 =+

dp rr
(5)

A função de escoamento y (em termos de tensões generalizadas de dissipação) é expressa por:
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onde
v
pχ – tensão generalizada de plastificação associada à variável interna v

pα ;
s
pχ – tensão generalizada de plastificação associada à variável interna s

pα ;
v
dχ – tensão generalizada de dano associada à variável interna v

dα ;
s
dχ – tensão generalizada de dano associada à variável interna s

dα ;
M – declividade da linha de estado crítico.

A função de escoamento no espaço real de tensões é obtida tendo em conta o princípio de 
ortogonalidade de Ziegler, que implica que s
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Substituindo as expressões de (7) a (10) em (6), obtém-se a expressão da função de escoamento
y, em termos de tensões triaxiais p e q:
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onde a pressão corrente de pré-adensamento (py) pode ser escrita de forma geral como uma função 
da pressão inicial de pré-adensamento (py0) e das variáveis internas de plasticidade e dano:
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v
py

s
d

v
d

v
pyy ΓΓ.Πppp αααααα .,, 00 == (12)

Na expressão (26) foram assumidas, por Einav et al. (2007), como funções convenientes:
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p

v
pΠ (13)
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onde:
δrem – fator de pressão de pré-adensamento residual remanescente após o dano atingir o limite;
D95 – fator correspondente ao estado em que é alcançado 95% do dano sobre o decaimento do 
intervalo de py0 a py-rem (D95 = 0,931).

A função (12) deve ser ajustada a partir de ensaios de compressão isotrópica de solos. Esta 
função contém as informações essenciais de endurecimento/amolecimento e de deformabilidade do 
material.

A Figura 1 mostra a curva de tensão de pré-adensamento py, expressa de forma genérica pela 
equação (26), que representa a evolução de py após ser atingido o escoamento em py0. Na Figura 1 
κ* é o índice de recompressão relacionado com o módulo elástico volumétrico e λ* é o índice de 
compressão, relacionado com a inclinação da reta virgem, do ensaio de compressão isotrópica.

Na Figura 1 pode ser observado que o dano afeta os módulos de elasticidade, reduzindo-os à 
medida que o dano aumenta. As equações (A26) e (A27), apresentadas no apêndice, mostram a 
variação do módulo de compressibilidade volumétrica κ* e do módulo cisalhante G, com a evolução 
do dano.

A constatação da presença do dano, no ensaio de compressão isotrópica, é indicada pela 
curvatura da reta virgem e pelo aumento da inclinação do trecho de descarregamento em relação ao 
trecho de recarregamento inicial.

Fig. 1 – Comportamento tensão-deformação do modelo hiperplástico MCC com dano 
acoplado sob compressão isotrópica.

                                                          
1 O valor correspondente a D95 deve ser 0,95 e não 0,93, como indicado no artigo de Einav et al.(2007).
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A adoção de valor rp = 1,0 (e rd =∞, pela equação (5)) implica em comportamento elasto-plástico 
perfeito com comportamento retilíneo do trecho de compressão de "reta" virgem após ser atingida 
tensão de pré-adensamento isotrópica py0. O adotar rp > 1,0 implica em curvatura no trecho de "reta" 
virgem (Fig. 1) decorrente de dano, e redução de rigidez do material com o aumento de tensão de 
compressão isotrópica. E à medida que aumenta o valor de rp aumenta a declividade da assíntota ao 
trecho final de nova compressão. Como a menor inclinação da reta virgem corresponde a rp = 1,0, 
se a curva de ensaio mostrar curvatura indicará presença de dano, e neste caso o ajuste dos 
parâmetros rp > 1,0 e λ* deve ser feito por tentativas para ajustar a função py (12) à curva de ensaio 
de compressão isotrópica.

A função py (12) permite representar a variação de índice de vazios estudada por Liu e Carter 
(2006), com o emprego das variáveis internas de dano, realizando o mesmo efeito que o parâmetro 
de desestruturação b introduzido por estes autores. Nesta abordagem direta basta determinar o 
comportamento de compressão isotrópica para o solo em estado natural. Não é necessário o ensaio 
adicional para determinar a reta ICL*, de variação de índices de vazios sob compressão isotrópica 
para material completamente remoldado.

A formulação do modelo é concluída com a especificação da segunda condição de escoamento 
em função da resistência última ao cisalhamento, que no MCC é a condição de estado crítico, qu =
M.p, que pode ser reescrita como:

0. =−= pMqy (16)

A esta função de escoamento corresponde uma função de dissipação conjugada, que apresenta 
a seguinte forma geral (Puppi, 2008):

s
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Na definição da equação (17) assume-se que ao ser atingida condição de estado crítico, não haja 
mais dissipação de energia por efeito de dano e que a continuação do processo só dissipe energia 
por efeito de plastificação continuada, que deve implicar também em incrementos de variável interna 
de modo volumétrico tendente a zero.

A operação de derivação direta sobre a função de energia potencial (1) permite estabelecer 
expressões para as deformações εv e εs, relacionadas com as tensões triaxiais p e q:
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Essas expressões representam deformações finitas correspondentes ao estado de tensão (p, q) e
permitem a construção de curvas de ensaios triaxiais.

Expressões para os incrementos de deformação volumétrica e de distorção foram determinadas 
visando a implementação do modelo a métodos numéricos incrementais (Puppi, 2008). Tais 
expressões foram obtidas por derivação de (18) e (19), em relação ao "tempo", ou seja:
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É importante mencionar que a derivação em relação ao tempo deve ser lida como incrementos 
diferenciais. Por exemplo, vv dεε → , v

p
v
p dαα → , e assim por diante, desde que os incrementos são 

proporcionais aos incrementos de tempo considerados.
Os incrementos das variáveis internas de plasticidade e de dano: s

d
v
d

s
p

v
p αααα  e,, , que aparecem 

nas expressões (20) e (21), podem ser obtidos a partir da regra de fluxo aplicada à função de 
escoamento. As expressões para sua determinação estão apresentadas no Apêndice.

Do exposto no apêndice é mostrado que a simulação de ensaios triaxiais pode ser construída de 
forma incremental, utilizando para relações entre incrementos de deformação e de tensão em regime 
elástico as equações:
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E para as relações entre incrementos de deformação e de tensão em regime elasto-plástico a
cada incremento de tensão, ou de deformação, deve ser resolvido o sistema de equações:
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As expressões dos coeficientes Aij do sistema de equações estão descritas no Apêndice.
A Figura 2 ilustra casos de incrementos de tensão no diagrama q x p.

Fig. 2 – Casos de incrementos de tensão.
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Segundo Liu e Carter (2006), se o solo atinge a superfície de escoamento no “lado seco”, ocorre 
amolecimento caso as condições de contorno permitam um ajuste adequado ao estado de tensão. Em 
caso contrário, pode-se prever ruptura catastrófica. Durante o processo de amolecimento, a estrutura 
do solo vai sendo destruída, e a superfície de escoamento contrai com o estado de tensão atual, 
permanecendo sempre sobre ele. Em tais casos, a superfície de escoamento contrai até o solo atingir 
um estado crítico de deformação, onde a estrutura do solo é completamente removida.

A influência do dano pode ser entendida, em termos de dissipação de energia aplicada a um 
volume de solo, como processo em que que parte da energia é dissipada por trabalho associado às
deformações plásticas e parte é dissipada na destruição da estrutura do solo.

2.1 – Modelo hiperplástico MCC com dano acoplado aplicado a solos estruturados

O efeito da estrutura do solo é refletido nos solos pré-adensados e solos residuais estruturados 
pela presença de resistência de pico de cisalhamento, que tende a um valor residual com o aumento 
da deformação e destruição da estrutura do material. A Figura 3 ilustra esta situação comumente 
observada em testes de cisalhamento direto.

Fig. 3 – Comportamento tensão-deformação típico de solos pré-adensados e de solos residuais 
estruturados em ensaios de cisalhamento direto.

Para modelo de solo sem estrutura, a superfície elíptica de escoamento dos modelos Cam-Clay 
existe apenas abaixo da linha de estado crítico (LEC), como mostrado na Figura 4(a), e pode sofrer 
expansão ou, eventualmente, contração. Por outro lado, modelos para solos estruturados aceitam a 
existência da superfície de escoamento acima da linha de estado crítico para trajetórias de tensão 
que atingem a superfície elíptica à esquerda do ponto médio, isto é, do ponto A na Figura 4(b). Neste 
caso a tentativa de continuar o carregamento deve induzir contração da superfície até um estado final 
de tensão sobre a linha de estado crítico, ou um estado linite de dano ser atingido. A contração da 
superfície de escoamento é obrigatória por refletir o comportamento expansivo do solo, com o 
desenvolvimento de incrementos de deformação plástica volumétrica negativa (de expansão) e que
pode estar associado ao processo de destruição da estrutura por dano. Por outro lado, se a trajetória 
de tensão atinge ponto à direita do ponto A, sobre a superfície elíptica de escoamento, esta poderá 
sofrer contração ou expansão, dependendo de efeito prevalescente de dano ou de plastificação sobre 
a estrutura do solo.

Como a formulação aqui adotada utiliza critério de escoamento único para plastificação e dano, 
quando é utilizado rp > 1,0 ocorrerão plastificação e dano simultaneamente. O emprego de valor
rp = 1,0 reproduz o modelo MCC, com consideração unicamente de plasticidade.

εs

q

qres
qpico
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Fig. 4 – Superfícies de ruptura e escoamento em solos: (a) sem estrutura e (b) com estrutura.

3 – RESULTADOS DE MODELAGEM COM O MCC

Para testar as rotinas de simulação para testes de tensão e deformação controlada, foram 
utilizados valores semelhantes aos usados por Einav et al. (2007) para uma argila sensível: módulo 
de recompressão κ* = 0,005, módulo de compressão virgem λ* = 0,090, módulo cisalhante 
G = 20.000 kPa, tensão de pré-adensamento isotrópica py0 = 400 kPa, M = 1,2 (inclinação da linha 
de estado crítico), p0 = 25 kPa, δrem = 0,50 e D95 = 0,93.

No trabalho de Puppi (2008) foram simuladas trajetórias de tensão de ensaios de compressão 
triaxial convencional, compressão sob tensão hidrostática constante, bem como extensão axial, para 
quatro valores iniciais de pressão hidrostática de consolidação: pini = 100, 200, 300 e 400 kPa, que 
correspondem a OCR’s isotrópicos iguais a 4, 2, 4/3 e 1, respectivamente. Também foram feitas 
simulações para obtenção de curvas tensão-deformação para ensaios de compressão não-drenada e 
compressão confinada (ensaio oedométrico).

A fim de verificar a influência da proporção plasticidade/dano, definida pela relação rp/rd, foram 
utilizadas três funções de tensão isotrópica de escoamento py, para valores de rp = 1,0, rp = 1,1 e 
rp = 1,414, representadas na Figura 5. As deformações específicas são representadas em valores 
decimais.

3.1 – Simulação de ensaios de compressão hidrostática

A Figura 5 mostra simulações de ensaios de compressão hidrostática obtidas com o emprego do 
modelo estruturado MCC (Puppi, 2008).

As curvas mostradas na Figura 5 mostram que para aumento de efeito de dano em relação ao 
efeito de plastificação, representado por rp crescente (ou rd decrescente) ocorre um aumento da 
inclinação da "reta virgem", tendendo a uma assíntota vertical para rp → ∞. A interseção do 
prologamento das tangentes às retas virgens com o trecho de recarregamento determina o ponto da 
tensão de pré-adensamento residual remanescente, que é função do fator δrem escolhido. Para solos 
a situação indicada de assíntotal vertical, obtida para rp → ∞, e mesmo de rp = 1,414, já não tem 
significado físico real, por implicarem em redução de volume com redução de tensão isotrópica. 
Desta forma, para uso prático o valor limite de rp não deve produzir tangente que ultrapasse a direção 
vertical no ponto inicial de carregamento virgem, limitando a faixa de variação de rp entre 1,0 e 1,2.
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3.2 – Simulação de ensaios CTC

A Figura 6 mostra as trajetórias de tensão de solo adensado até tensão py0 = 400 kPa e submetido 
a ensaio drenado de compressão triaxial sob tensões confinantes de 50 a 400 kPa. Nestas simulações, 
para as tensões de confinamento de 50, 75 e 100 kPa, o escoamento é inicialmente alcançado logo 
acima da envoltória de ruptura, à esquerda do ponto crítico. Para as tensões de confinamento de 200, 
300 e 400 kPa, a condição de escoamento sobre a superfície elíptica é alcançada, à direita do ponto 
crítico. No caso mostrado na Figura 6, para rp = 1,1, ocorre efeito de endurecimento, por plastificação 
e efeito de amolecimento por dano. Neste caso, o efeito de endurecimento por plastificação é 
predominante sobre o efeito de dano e ocorre aumento da tensão de pré-adensamento corrente py, o 
que implica na expansão da superfície elíptica de escoamento com o carregamento. Para as tensões 
confinantes de 50, 75 e 100 kPa, pelo contrário, o efeito combinado de plastificação e dano produz 
diminuição da tensão de pré-adensamento corrente py que leva a contração da superfície elíptica de 
escoamento.

A Figura 7 mostra as curvas tensão-deformação em gráfico q x εs, correspondentes às trajetórias 
de tensão apresentadas na Figura 6.

A Figura 7 mostra curvas para deformações que excedem os limites aceitáveis para pequenas 
deformações (εs ≈ 0,1), mas que foram computadas para avaliar a estabilidade das funções utilizadas 
no modelo.

Fig. 5 – Curvas de compressão isotrópica εv x log p– (Puppi, 2008).
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Fig. 6 – Trajetórias de tensão de ensaios CTC drenados, para rp = 1,1 (Puppi, 2008).

Fig. 7 – Curvas tensão-deformação de simulação de ensaios – q x εs para rp = 1,1 – (Puppi, 
2008).

Na Figura 8 é apresentada a relação εv x εs. Para as tensões confinantes de 50 a 100 kPa ocorre 
trecho inicial de compressão volumétrica, até ser atingida a superfície de escoamento correspondente 
à tensão inicial de pré-adensamento, e a seguir ocorre expansão até ser atingida condição de estado 
crítico.
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Fig. 8 – Curvas εv x εs para rp = 1,1 de simulação de ensaios CTC – (Puppi, 2008).

Para as tensões confinantes de 200 a 400 kPa todo o carregamento se processa com redução de 
volume, que estabiliza ao ser atingida condição de estado crítico.

Para efeito de comparação do efeito de dano apresenta-se simulação de ensaio CTC para caso 
de rp = 1,0. Neste caso, mostrado na Figura 9, o modelo corresponde ao MCC tradicional, com 
comportamento elasto-plástico, sem dano.

Fig. 9 – Curvas tensão-deformação de simulação de ensaios – q x εs para rp = 1,0 – (Puppi, 2008).
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Para solo normalmente adensado, com pini = 400 KPa, a curva da Fig. 9 (rp = 1,0) mostra que o 
valor de q para εs = 0,1 é da ordem de 550 kPa e para a curva da Fig. 7 (rp = 1,1) o valor de q para 
εs = 0,1 é da ordem de 380 kPa. A incorporação do efeito de dano reduz a inclinação das curvas, o 
que é o resultado da redução de rigidez do material, traduzido pela redução das suas constantes 
elásticas.

3.3 – Simulação de ensaios de compressão confinada

A Figura 10 reproduz curvas de trajetórias de tensão q x p de testes de compressão confinada, 
para casos de OCRs isotrópicos iguais a 4, 2 e 4/3 e rp = 1,0.

Durante a fase de recompressão do solo, que ocorre sob regime elástico, as trajetórias de tensão 
são não-lineares. Após ser atingida condição de escoamento sobre a superfície elíptica 
correspondente à tensão de pré-adensamento py0 = 400 kPa, as trajetórias de tensão para a fase elasto-
plástica tendem para uma trajetória retilínea única de tensões, cujo prolongamento passa pela 
origem. Esta trajetória única corresponde a estado de argila normalmente adensada.

Fig. 10 – Trajetórias de tensão q x p, para compressão confinada (ensaio oedométrico) –
(Puppi, 2008).

Na Figura 11 são apresentadas as curvas de simulação de ensaio de compressão confinada εv x
log σ’v para argila de tensão de pré-adensamento py0 = 400 kPa correspondentes às trajetórias de 
tensões mostradas na Figura 10. Às tensões de compressão inicial isotrópica de 100, 200 e 300 kPa, 
correspondem OCRs isotrópicos iguais a 4, 2 e 4/3, respectivamente.

Cabe observar, do exame da Figura 11, que para a tensão de pré-adensamento isotrópica de 
py0 = 400 kPa, nas simulações de compressão confinada os valores determinados da maneira habitual 
nos ensaios de solos indicariam tensões de pré-adensamento σ’vm ≈ 450 kPa. Na Figura 10, pode-se 
determinar as coordenadas dos pontos em que as trajetórias de tensão atingem a envoltória de 
escoamento. Com o valor de p da Figura 10 e com o valor de σ’vm da Figura 11, pode-se estimar 
ainda o valor da tensão normal horizontal σ’h no instante do escoamento, já que p = (σ’vm+2σ’h)/3.
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Fig. 11 – Simulação de ensaios de compressão confinada εv x log σ’v – (Puppi, 2008).

A comprovação das trajetórias de tensão exige o uso de célula de adensamento em que se possa 
medir a tensão horizontal atuante, o que não é usual nos ensaios de adensamento.

4 – MODELAGEM DE SOLO RESIDUAL ESTRUTURADO

O modelo foi aplicado a um solo residual saprolítico de basalto, da cidade de Teutônia, no estado 
do Rio Grande do Sul, no sul do Brasil, estudado por Denardin (2005). Os parâmetros para calibrar 
o modelo foram determinados a partir de ensaios de compressão isotrópica e de compressão triaxial. 
Os ensaios de compressão isotrópica permitem a determinação do índice de recompressão (κ*), 
índice de compressão (λ*) e tensão de pré-adensamento (py0). Os ensaios de compressão triaxial 
permitem a definição do parâmetro M, função do ângulo de atrito interno φ’, e do módulo cisalhante 
G. Os outros dois parâmetros δrem e D95 foram escolhidos de forma a modelar a evolução conveniente 
de py com a variação das variáveis internas.

A Figura 12 mostra resultados de ensaios de compressão isotrópica plotados em termos de índice 
de vazios x log p’.

A fim de determinar os parâmetros de compressibilidade κ* e λ* para a amostra de solo 
indeformado, o gráfico e x log p' da Figura 12 foi replotado em termos de deformação volumétrica 
εv x log p', como mostrado na Figura 13.

As declividades das tangentes (em linhas tracejadas) ao trecho de recompressão e à reta virgem 
na Figura 13 conduzem aos valores κ* = 0,00415 e λ* = 0,10598. Estas declividades são calculadas 
tomando dois pontos A e B sobre as retas e determinando a razão ∆εv/(log σB − logσA). O ponto 
onde as tangentes se interceptam define o valor da tensão de escoamento isotrópica tomado igual a 
py0 = 350 kPa, como indicado por Denardin (2005). O aspecto linear da reta virgem indica que não 
há decaimento em py0, de forma que δrem foi tomado igual a 1,0 e D95 foi mantido igual a 0,93. A
limitação do valor da variável de dano, que varia de 0 a 1,0, em valor máximo próximo de 1,0 tem 
como objetivo evitar divisão por zero em (14), (15), (18), (19), (22) e (23).
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Fig. 12 – Curvas e x log p’ de ensaios de compressão isotrópica, para amostra indeformada e 
amostra reconstituída (Denardin, 2005).

Fig. 13 – Curvas εv x log p’ de ensaios de compressão isotrópica, para uma amostra 
indeformada, adaptado de Denardin (2005).
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Em ensaios CID (ensaios de compressão triaxial drenada com consolidação isotrópica)
Denardin (2005) observou valores de deformações axiais iniciais iguais a 0,25% para ∆σ1 = 150 kPa 
e 0,30% para ∆σ1 = 250 kPa, para ensaios com tensões confinantes de 800 e 1200 kPa, 
respectivamente. Para estes valores correspondem módulos de Young de 60 MPa e 83,3 MPa, 
respectivamente. Para determinar G foi tomado um valor médio de E =70 MPa e valor do módulo 
volumétrico K = 12,9 MPa, obtido do ensaio de compressão isotrópica. Finalmente, empregando a 
relação entre os parâmetros da elasticidade, G = 3.K.E/(9K − E), foi obtido valor de G = 58 MPa.

A determinação do parâmetro M, está baseada na Figura 14. A declividade da envoltória q x p
é igual a 1:M. Este solo residual mostra envoltória aproximadamente linear passando pela origem 
(linha azul). A figura mostra trajetória de tensões de ensaio CIU (ensaio de compressão triaxial não-
drenada com consolidação isotrópica), começando em p = 350 kPa. Esta tensão corresponde à tensão 
de escoamento determinada por Denardin (2005). Esta trajetória de tensões ajusta-se bem a uma 
elipse passante pela origem. Para completar as hipóteses do modelo, foi escolhida uma linha 
passando pela origem e pelo ponto médio da elipse. Esta linha difere pouco da envoltória p x q até 
p = 600 kPa. Para níveis mais elevados de tensão o modelo torna-se menos confiável, e as 
resistências ao cisalhamento passam a ser superestimadas. Com base nestas considerações, foi 
determinado valor de M = 1,0984.

Fig. 14 – Envoltória q x p de ensaios triaxiais, para amostras indeformadas, adaptado de 
Denardin (2005).

A Figura 15 mostra o resultado da calibração do modelo com a simulação do ensaio de 
compressão isotrópica. Foi aqui empregado um processo iterativo que levou ao valor de rp = 1,025 
para ajustar o modelo aos dados experimentais. Como o aumento do valor de rp produz aumento da 
declividade da reta virgem, o valor foi sendo aumentado, a partir de 1, até produzir aproximação 
com a curva de ensaio mostrada na Figura 15. E à medida que o valor de rp vai crescendo a influência 
do dano vai se tornando mais pronunciada sobre o comportamento tensão-deformação. Entretanto, 
para este solo, em função do valor utilizado para rp = 1,025 ser muito próximo de 1,0, o 
comportamento simulado foi muito próximo do modelo MCC tradicional.
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Fig. 15 – Ensaio de compressão isotrópica para amostra indeformada e curva de simulação 
obtida com o MCC, adaptado de Denardin (2005).

Fig. 16 – Curvas εv x log σv de ensaios oedométricos sobre amostra indeformada e curva de 
simulação determinada com o MCC, adaptado de Denardin (2005).

O ajuste da curva calculada para o ensaio isotrópico poderia ser melhorado se o ensaio de 
compressão isotrópica tivesse trecho de descarregamento. Infelizmente o ensaio realizado por 
Denardin (2005) mostra apenas o processo de carregamento. O trecho de descarregamento é mais 
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favorável para capturar o comportamento elástico do solo e permite obter melhor definição do índice 
de recompressão κ*.

Finalmente, a Figura 16 mostra resultados de ensaio de compressão confinada (ensaio 
oedométrico) e de simulação obtida com o uso do MCC.

Os trechos de carregamento inicial (recompressão) e de descarregamento, na simulação de 
ensaio oedométrico por meio do MCC, são controlados pelo parâmetro κ*, determinados pelo trecho 
de recompressão e pelo valor da variável interna de dano v

dα , acumulada até o início do 
descarregamento. Se o parâmetro κ* houvesse sido determinado com o emprego de dados de 
descarregamento no ensaio de compressão isotrópica, os resultados mostrados na Figura 16
provavelmente mostrariam melhor ajuste.

O caso apresentado, de solo residual saprolítico de basalto, teve por fim mostrar a maneira de 
determinação dos parâmetros de ajuste do modelo e os ensaios envolvidos na calibração. Como este 
solo mostrou comportamento de consolidação isotrópica com trecho de reta virgem retilíneo o 
comportamento não mostra influência de dano e a simulação é praticamente a do modelo MCC 
tradicional.

5 – CONCLUSÕES

O modelo apresentado neste artigo é desenvolvido com base em dois potenciais de energia, ou 
seja, um potencial de energia livre e outro para a dissipação de energia, ambos estabelecidos por 
Einav et al. (2007) e retrata caso de modelo Cam-Clay Modificado associando plasticidade e dano.

São apresentados resultados de modelagem de ensaios para argila com os parâmetros utilizados 
por Einav et al. (2007), para simulação de ensaios de compressão isotrópica, ensaios drenados de 
compressão triaxial convencional (ensaios CTC), e de trajetórias de tensão e curvas de variação de 
εv x log σ’v, para ensaios de compressão confinada. As simulações foram feitas para diferentes 
razões de pré-adensamento e parâmetro rp = 1,1, o que implica em consideração de alguma influência 
de dano associado. A comparação de resultados de ensaios CTC simulados com parâmetro rp = 1,0, 
mostra que a consideração de dano permite modelar a redução de rigidez do solo, que decorre do 
efeito de redução das constantes elásticas.

No item 4 estão apresentados os resultados de aplicação do modelo para reprodução de curvas 
de ensaio para um solo residual saprolítico de basalto, de Teutônia, RS. As curvas reproduzidas são 
as de ensaio de compressão isotrópica e de compressão confinada (ensaio oedométrico). A curva de 
compressão isotrópica é utilizada para a avaliação de parâmetros do modelo, e a de compressão 
confinada foi determinada a partir dos parâmetros determinados inicialmente.

Os resultados da simulação com os dados do solo residual saprolítico, não evidenciaram efeito
de dano e a simulação apresentou resultados similares aos de modelo MCC tradicioanal.
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APÊNDICE

A.1. FORMULAÇÃO

A descrição a seguir apresenta abordagem usada por Einav et al. (2007) para derivar a 
formulação de um modelo consitutivo termomecânico. Esta abordagem foi originalmente usada por 
Puzrin e Houlsby (2000) para derivar modelos elasto-plásticos dentro da hiperplasticidade. Os 
processos de tensão-deformação dos solos são idealizados como processos independentes do tempo, 
isotérmicos, e envolvendo apenas pequenas deformações. A formulação é inicialmente apresentada 
em termos de um número arbitrário de variáveis internas. Admite-se que o estado local do material 
pode ser completamente definido através do conhecimento de: (a) um tensor de deformações ε, (b) 
um conjunto de variáveis internas iα

~ , ( )Nαα ~,,~
1 ℑ=ℑ , e (c) a entropia s, embora esta não entre na 

formulação, para casos isotérmicos.
A primeira e a segunda lei da termodinâmica foram expressas de forma combinada por Collins 

e Tai (2005), para representar processo de tensão-deformação isotérmico de um contínuo sujeito a 
pequenas deformações, como:

0~e~onde~~ ≥Φ=Φ+= ε :σWUW (A1)

U(ε, ℑ, s) – função de energia livre e dtdUU /= sua derivada em relação ao tempo;

W~ – taxa de trabalho realizado por unidade de tempo ( )∑∑
= =

=
3

1

3

1
/.

i j
ijij dtdεσε:σ ;

Φ~ – taxa de dissipação de energia.

A função de energia livre U varia de acordo com as "variáveis de estado" que definem de forma 
única o estado atual do elemento contínuo. O uso de "~" para a taxa de trabalho e taxa de dissipação 
é utilizado para indicar que, diferentemente de U , essas funções não são derivadas em relação ao 
tempo de uma função qualquer de estado, e que suas integrais em relação ao tempo são dependentes 
da trajetória de tensões ou de deformações.

A primeira lei da termodinâmica estabelece a existência de uma função de estado chamada 
energia interna U. Em condições isotérmicas, esta função pode ser substituída pela função de energia 
livre de Helmholtz f = f(ε,ℑ), que depende apenas de variáveis de estado cinemáticas. Por meio de 
uma transformação de Legendre, aplicada sobre a função potencial de Helmholtz, pode-se obter a 
função potencial de energia livre de Gibbs g = g(σ,ℑ), onde σ é o tensor de tensões. Os dois 
potenciais de energia, de Helmholtz e de Gibbs, estão relacionados um ao outro pela transformação.

g(σ, ℑ) = f(ε, ℑ) − σ : ε (A2)

∑∑
= =

=
3

1

3

1
.

i j
ijij εσε:σ – é uma forma de produto (interno) tensorial da Mecânica do Contínuo;

Da derivação da equação (A2) em relação às componentes de tensão, sendo definido o potencial 
de energia livre g de Gibbs, então:

ijij gg σε ∂∂−=∂∂−= ouσε (A3)
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As variáveis internas tensoriais de primeira ordem iα
~ ou de segunda ordem 

ijα~ , são associadas 
a tensões generalizadas definidas respectivamente como (Einav et al., 2007):

ijij
ij

ii
i

fgfg
αα

χ
αα

χ ~~ou~~ ∂
∂

−=
∂
∂

−=
∂
∂

−=
∂
∂

−= (A4)

É aceito que a dissipação mecânica d é uma função estritamente não-negativa do estado de 
tensões e das variáveis internas e de suas taxas de variação, isto é: ( ) 0,, ≥ℑℑ= σdd . A função d
aqui referida é a mesma função Φ~ de (A1), ou seja, Φ≡ ~d . Em casos de processos independentes 
do tempo, a função de dissipação é uma função homogênea de primeira ordem das taxas de variáveis 
internas, o que pode ser expresso pela equação de Euler, para variáveis internas constituídas por 
tensores de primeira ou segunda ordem, respectivamente como:

( ) ∑∑∑∑∑∑
= == ===

•=•
∂
∂

=Φ=•=•∂∂=Φ=
N

i

N

j
ijij

N

i

N

j
ji

ij

N

i
ii

N

i
ii

dddd
1 11 111

~ou~~~~ αχα
α

αχαα  (A5)

ii d αχ ~/∂∂= , ou ijij d αχ ~/ ∂∂= – tensão generalizada de dissipação;

Do princípio de ortogonalidade de Ziegler (1983), que estabelece condição mais restritiva do 
que a termodinâmica, é possível escrever que ii χχ = , ou ijij χχ = para qualquer i, j ∈ [1, N]. Esta 
escolha de tensor de tensões generalizadas de dissipação, baseado no princípio de Ziegler, implica 
na escolha do tensor que produz a mesma energia de dissipação e a máxima entropia.

Collins e Houlsby (1997) observam que é a tensão generalizada ijχ que entra no produto interno 

com ijα~ na expressão da função de dissipação (A5) e não a tensão real. A diferença entre estes dois 

tensores é um tensor ρij denominado de tensor de arraste.

ijijij χσρ −= (A6)

que é responsável pelo deslocamento da superfície de escoamento no espaço de tensões na 
plasticidade cinemática.

A função dissipativa d, pode então ser expressa de forma geral, para processos independentes 
do tempo, em função do estado de tensões e das taxas das variáveis internas, como:

( ) 0, ≥ℑ= σdd (A7)

A função de dissipação d empregada neste modelo é associada a uma função única de 
escoamento y para plastificação e dano, por um caso particular de transformação degenerada de 
Legendre, através da equação:

0~
1

=−•= ∑
=

dy
N

i
ii αχλ  (A8)

y – função de escoamento y = y (σ, ℑ, ℜ);
ℜ – conjunto de tensões dissipativas ( )Nχχ ,,1 ℜ≡ℜ ;
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E a partir da equação (A8) a i-ésima tensão generalizada de dissipação pode agora ser obtida 
por derivação da equação em relação às taxas de variação das variáveis internas, como:

ijijii dd αχαχ  ~/ou~ ∂∂=∂∂= (A9)

A função de escoamento y é uma função que deve ser expressa no espaço N-dimensional do 
conjunto de tensões dissipativas generalizadas ℜ. Desta forma existem N regras de fluxo que 
correspondem à essa superfície única de escoamento, todas elas contendo um multiplicador λ
comum, não-negativo, tal que os incrementos de variáveis internas obedecem a

ij
ij

i
i

dd
χ

λα
χ

λα
∂
∂

=
∂
∂

=  ~ou~ (A10)

A equação (A8) pode ser reescrita como yd
N

i
ii λαχ −•=∑

=1

~ . Esta equação representa condição 

onde o estado de tensões deve produzir a máxima dissipação de energia sujeita à restrição de que o 
estado de tensões atenda continuamente à função de escoamento y. Recai-se em problema de 
determinação de extremo de função ∑

=

•=
N

i
iid

1

~αχ  sujeita à restrição y, que é incluída no problema 

de máximo por meio de multiplicador λ de Lagrange. Como λ ≥ 0 e λ.y = 0 na equação (A8), a 
aplicacão das condições suplementares de Kuhn-Tucker, para determinação de extremos sujeitos à 
restrições, leva à exigência de que y = 0. A condição y = 0 representa a função única de escoamento. 
Tal condição introduz um acoplamento entre variáveis internas, já que todas elas evoluem quando 
ocorre escoamento. Se y = 0 e λ > 0, existe apenas uma condição de consistência a ser introduzida, 
que pode ser expressa para uma função ( )iiyy χα ,~, σ= como (Einav et al., 2007):

( ) ( ) ( ) 0~~:
11

=•∂∂+•∂∂+∂∂= ∑∑
==

N

i
ii

N

i
ii yyyy χχαα  σσ (A11)

Esta condição deve ser atendida sempre que a superfície de escoamento, representada pela 
função y = 0, sofrer expansão ou contração, em processo que implique em carregamento.

7.1 – A.2. Efeito de Dano e Variáveis Internas de Dano

O conceito de dano escalar foi introduzido por Kachanov (1958), utilizando o conceito de tensão 
efetiva, baseado em um fundamento fenomenológico. A mecânica do dano utiliza dois enfoques 
Chaboche (1988), o primeiro deles emprega uma abordagem micro-mecânica e o segundo, referido 
como de abordagem fenomenológica, introduz um conjunto de variáveis internas de dano e define 
suas equações de evolução diretamente em uma macroescala. Outros modelos foram baseados no 
conceito de deformação efetiva. Em ambos os casos, o dano é representado por uma variável escalar, 
variando entre 0 e 1. Por exemplo, a variável de dano αd associada com a tensão efetiva é:

A
AA

A
A sD

d
−

==α (A12)

A – a área total da seção transversal, dentro de uma célula unitária da estrutura do material;
As – área da matriz sólida contida em A;
AD – área de vazio na seção transversal decorrente do dano.
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A área da seção transversal total A e a área danificada AD em uma seção transversal estão 
representadas na Figura A1.

Fig. A1 – (a) Elemento com dano e área líquida A – AD, (b) Conceito de tensão efetiva -
adaptado de Chaboche (1988).

A tensão efetiva é aquela que deveria ser aplicada ao elemento de volume sem dano σ para que 
ele se deformasse do mesmo modo que o elemento sujeito ao dano sob a tensão real σ

Usando a equivalência de deformação, Lemaitre (1985) expressou a relação entre a tensão 
macroscópica σ da Mecânica do Contínuo e a tensão efetiva correspondente, em função da variável 
de dano dada por (A12), como:

( )dσσ α−= 1 (A13)

σ – tensão efetiva.

A hipótese de equivalência de tensão usa o conceito de deformação efetiva, definida como:

( )dεε α−= 1 (A14)

ε – deformação efetiva.

A manifestação do dano (Basan e Marohnić, 2016), pode ocorrer segundo diferentes formas, 
embora em micro-escala corresponda sempre a um fenômeno de ruptura de ligações (debonding), 
em meso-escala, se evidencia nos materiais pelo surgimento de: ruptura frágil, ductilidade, creep, e 
fadiga produzida em ciclos de tensões altas ou baixas.

A.3. Determinação dos incrementos das variáveis internas de plasticidade e de dano

Da aplicação da regra de fluxo à função de escoamento resultam:

( ) ( )( )( )22/.2.. py
v
p

v
p

v
p rpy −=∂∂= χλχλα (A15)

( ) ( ) ( )( )22/.2.. v
ddy

v
d

v
d

v
d

v
d RrpRy −=∂∂= χλχλα (A16)

( ) ( )2.2.. Mry p
s
p

s
p

s
p χλχλα =∂∂= (A17)

representadas na Figura A1.
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( ) ( )2.2.. s
dd

s
d

s
d

s
d MRry χλχλα =∂∂= (A18)

Aplicando a condição de ortogonalidade de Ziegler para as componentes de tensão que 
satisfazem à condição de escoamento, pode-se obter as expressões anteriores em termos de tensões 
generalizadas e, finalmente, em termos de tensões triaxiais reais p e q.

( ) 22/.2 py
v
p rpp −= λα (A19)
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( )2.2 Mrq p
s
p λα = (A21)

( ) ( )2216.2 MrG d
s
d

s
d αλα −= (A22)

Como as variáveis internas de dano variam de 0 a 1, pode-se observar das expressões (A20) e 
(A22), que os incrementos das variáveis internas de dano tendem a zero quando as variáveis internas 
de dano tendem a 1.

A.4. Fator Multiplicador λ

Quando a condição de escoamento é alcançada, as componentes de tensão tornam y = 0 em (11). 
A continuidade do processo de carregamento implica que (11) tem de ser continuamente satisfeita, 
e desta forma dy = 0, o que pode ser expresso como:

( )( ) ( ) ( ) 0.2..2 2 =+−− dqMqdppdppp yy
(A23)

Os incrementos de tensão, dp (ou p ) e dq (ou q ) em (A23), podem ser colocados em função 
dos incrementos das variáveis internas de deformação plástica e de dano, de (20) e (21), como segue:

( ) 




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onde o módulo de compressibilidade volumétrica e o módulo cisalhante são dados por:

( )v
dακκ −= 1/** (A26)

( )s
dGG α−= 1. (A27)
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Da expressão genérica para a tensão de adensamento isotrópica py, dada pela equação (12), 
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py ΓΓ.Πpp αααααα .,, 0= , pode-se escrever a expressão para o incremento de tensão de 

adensamento isotrópica dpy (ou 
yp ), em função das variáveis internas, como:
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Substituindo as expressões dos incrementos de variáveis internas de plasticidade e dano dados 
pelas equações (A19) a (A22) nas expressões (A24) e (A25) e por sua vez substituindo as expressões 
(A24) e (A25) e também a expressão (A28) em (A23), é possível isolar o fator multiplicador λ de 
forma analítica, a menos da expressão genérica (12) para py, que deve ser ajustada para cada solo 
específico, como:
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Com a determinação do fator multiplicador λ pode-se, então, determinar os incrementos de 
deformação volumétrica e de distorção. Substituindo as expressões (A19) e (A20) em (18) obtém-
se:
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E substituindo as expressões (A21) e (A22) em (19), resulta:
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As parcelas de incrementos de deformação, em (A30) e (A31), associadas com os termos 
contendo rd estão relacionados com o efeito de deformação induzido por dano, ao passo que aquelas 
contendo rp estão relacionados com o efeito de deformação induzido por plastificação.
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A análise das expressões (A30) e (A31) mostra que sob regime elástico (como no caso de 
carregamento sem escoamento ou descarregamento), que implica em λ = 0, os incrementos de 
deformação volumétrica e distorção são dados por relações diretas:

( )ppv  .*κε = (A32)

( )Gqs 3 =ε (A33)

A expressão do fator multiplicador λ dado pela equação (A29) pode ser sinteticamente escrita 
como:
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D – é a expressão do denominador de (A29);

O módulo do denominador D de (A29) depende: do estado de tensão corrente (p, q); da pressão 
de pré-adensamento inicial py0; da pressão de pré-adensamento corrente py, e do módulo das 
variáveis internas acumuladas até o “momento” corrente.

A.5. Relação entre os incrementos de tensão e de deformação

Substituindo (A33) em (A30) e (A31) e, também, separando os termos, os resultados produzem 
o seguinte sistema de equações lineares, relacionando incrementos de deformação e incrementos de 
tensão em estado elasto-plástico:
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USO DE PARÂMETROS GEOTÉCNICOS COMO 
INDICADORES DA ERODIBILIDADE DE SOLOS 

Use of geotechnical parameters as indicators of soil´s erodibility 

Felipe Ferreira Oliveira * 
Rodrigo da Cruz de Araujo ** 

RESUMO – Processos erosivos têm-se mostrado eficazes modificadores da paisagem e, dessa forma, têm sido 
objeto de estudo de diversas áreas do conhecimento, tais como a geografia e a geotecnia. Assim, a literatura 
apresenta diversas propostas de correlações entre características intrínsecas dos solos e a susceptibilidade dos 
mesmos à erosão, as quais poderiam auxiliar na identificação e previsão de áreas mais propensas à ocorrência 
de tais processos. O estudo tem como objetivo analisar as adequabilidades e representatividades de algumas 
dessas correlações. Amostras de dois solos selecionadas com base nas feições erosivas que apresentavam em 
campo foram submetidas a ensaios de laboratório, a fim de determinar alguns dos parâmetros geotécnicos 
apontados na literatura como indicadores da erodibilidade. Dessa forma, podem-se verificar quais correlações 
são satisfatoriamente representativas dos comportamentos que os solos apresentam em campo. Os resultados 
encontrados apontam que os diferentes critérios sugeridos na literatura apresentam, muitas vezes, divergências 
entre si e em relação ao observado in loco, o que deixa evidente que os mesmos ainda apresentam limitações e 
requerem muito cuidado quanto às suas utilizações. 

SYNOPSIS – Erosive processes have proven to be effective modifiers of the landscape and thus have been 
studied from different areas of knowledge such as geography and geotechnics. Thus, literature contains various 
proposals for correlations between intrinsic characteristics of the soil and the susceptibility thereof to erosion, 
which could assist in the identification and forecasting of the areas most prone to the occurrence of such 
processes. The study aims to analyse the suitability and representativeness of some of these correlations. 
Samples of two soils were collected, based on erosional features noticed in the field. Then, those samples were 
submitted to laboratory tests in order to determine some of the geotechnical parameters pointed in literature as 
erodibility indicators of soils. Thus, one can see which parameters are satisfactorily representative of the field 
behaviour of those soils. The results show that the different criteria suggested in the literature have often 
differences between themselves and in relation to that observed in loco, which makes clear that they still have 
limitations and should be used carefully. 

Palavras Chave – Erosão, erodibilidade, parâmetros geotécnicos. 

Keywords – Erosion, erodibility, geotechnical parameters. 

1 – INTRODUÇÃO 

Processos erosivos têm-se mostrado, ao longo do tempo e em diferentes localidades, como 
eficazes modificadores da paisagem e, dessa forma, têm sido objeto de estudo de diversas áreas do 
conhecimento, tais como a geografia e a geotecnia.  
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A erosão é um fenômeno bastante complexo, uma vez que envolve a ação direta ou indireta de 
diversos fatores, tais como as características geológicas e geomorfológicas, os tipos de solos, clima, 
vegetação, além da interferência humana que modifica as condições naturais de cada um deles.  

Devido à complexidade do processo, o qual envolve diversos mecanismos e condicionantes, a 
erosão tem sido tema de pesquisas em diversas áreas, principalmente agronomia, geologia, geografia 
e geotecnia. Entretanto, apesar de todos os estudos já desenvolvidos, o entendimento do processo 
ainda não é completo. 

Conforme explica Mortari (1994) a erosão é a realização de um trabalho e seu produto é o sulco, 
a voçoroca, etc. Bertoni e Lombardi Neto (2008) expõem que o processo erosivo é influenciado pela 
chuva, infiltração, topografia do terreno, cobertura vegetal e natureza do solo. Na mesma linha, Silva 
(2007) afirma que de modo geral são considerados fatores controladores dos processos erosivos a 
erosividade da chuva, as propriedades dos solos, a cobertura vegetal e as características das encostas. 

Assim, o estudo de características intrínsecas dos solos que possam indicar a susceptibilidade 
dos mesmos à erosão auxilia na identificação e previsão de áreas mais propensas à ocorrência de 
tais processos, colaborando para o planejamento territorial e/ou para a adoção de medidas 
preventivas. 

O estudo pretende, então, analisar as adequabilidades e representatividades de algumas dessas 
correlações como indicadores da erodibilidade. Tal avaliação é feita por meio da análise conjunta 
de observações feitas em campo e resultados de ensaios de laboratório. 

2 – AVALIAÇÕES INDIRETAS DE ERODIBILIDADE DE SOLOS 

Muitas vezes, a avaliação do potencial de erosão de um solo não é feita de forma direta, mas 
por meio de medidas indiretas que possam representá-lo. Assim, ao longo dos anos, diversas 
propostas para avaliação do potencial erosivo dos solos foram apresentadas, muitas vezes por meio 
de correlação com características do solo como, por exemplo, sua granulometria, limites de 
consistência, sucção, gênese, capacidade de sorção, etc.  

Conforme explica Meira (2008) “a avaliação da suscetibilidade de um solo à erosão através de 
ensaios de caracterização geotécnica é uma forma indireta de realizar tal estudo e pode servir para 
uma primeira abordagem do problema”. Nesse sentido, ao longo dos anos diversas pesquisas têm 
abordado tais correlações como, por exemplo, Meira (2008), Menezes (2010), Stephan (2010), 
Molinero Junior (2010).  

Afora as correlações expressas e verificadas por meio de faixas de valores máximos e mínimos 
admissíveis, ábacos ou índices, outros autores têm ainda desenvolvido pesquisas em que analisam a 
correlação entre características (como os limites de Atterberg) e a susceptibilidade à erosão dos solos 
por meio de análise de significância estatística. A partir de estudos nessa linha, Stanchi et al. (2012), 
por exemplo, concluem que os limites de Atterberg estão relacionados com a estrutura e 
erodibilidade dos solos. Curtaz et al (2014) corroboram, ao afirmar que a consistência é reconhecida 
como indicador da qualidade física do solo.  

Stanchi et al (2015) expõem que diversas propriedades dos solos têm sido propostas como 
indicadores da vulnerabilidade dos solos a processos de degradação, destacando ainda que os limites 
de Atterberg fornecem informação da consistência do solo, sendo usados tipicamente na engenharia 
e geotecnia, mas seu uso tem sido extendido para a agronomia e plantio direto. 

Desta forma, faz-se a seguir uma breve descrição de alguns desses métodos. 
Bouyoucos (1935) relaciona a erodibilidade do solo com a porcentagem de areia, silte e argila, 

conforme a equação: 

  (1) 

Essa equação parte do pressuposto de que a argila age como ligante, dificultando o destacamento 
das partículas do solo, e que as partículas mais grossas que a areia não seriam destacáveis.  
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Mannigel et al (2002) propõem que o fator erodibilidade do solo (K) (o qual usualmente é 
expresso em t.ha.h/ha.MJ.mm) pode ser calculado de maneira indireta, por meio da utilização da 
expressão de Bouyoucos (1935). Os mesmos autores classificaram, então, os valores do fator 
erodibilidade do solo (K) obtidos por meio daquela expressão nas seguintes classes: a) baixo: com 
valores entre 0,01 e 0,03; b) médio: com valores entre 0,03 e 0,06, e c) alto: com valores acima de 
0,06. Tais valores são obtidos da seguinte equação: 

 � � ��������������������� ������ (2) 

Outra proposta que também se baseia na granulometria é apresentada por Santos (1953) que 
estabelece os seguintes critérios de avaliação: 

 
Solos de comportamento regular ou bom: 

49% ≤ % que passa # 40 ≤ 96%; 
 

ou ainda: 
0,52 < a < 0,92; na qual � � ∑�

���� 
sendo: 
Y = porcentagem de grãos que passam nas peneiras 7, 14, 25, 50, 100, 200 (ou correspondentes); 
n = número de peneiras (seis). 
 
O Sistema Unificado de Classificação dos Solos (SUCS/ASTM) é um sistema que classifica o 

solo considerando a granulometria, o limite de liquidez (LL) e o limite de plasticidade (LP). Segundo 
Gray e Leiser (1989), levando em consideração a classificação do SUCS, a susceptibilidade a erosão 
segundo cada tipo de solo, em ordem decrescente da esquerda para a direita, seria: 

 
��� � ���� � ���� � ���� � ���� � ���� � ���� � ���� � ���� � ���� � ��� 

 
Santos e Castro (1966) também estudaram possíveis correlações entre a erodibilidade e diversas 

propriedades dos solos. Dentre as propriedades avaliadas, algumas das que os autores consideraram 
mais significativas foram o limite de liquidez (LL), limite de plasticidade (LP) e o índice de 
plasticidade (IP). Para estes, os autores indicam: 

 
Solos de comportamento bom ou regular: 

LP ≤ 32% 
IP ≤ 17% 

 
Solos altamente erodíveis (Santos e Castro, 1967): 

LL < 50% 
IP próximo de 20% 

Meireles (1967) também sugere classificação da erodibilidade com base nos limites de liquidez, 
de plasticidade e na granulometria do solo, afirmando que solos fortemente erodíveis apresentam os 
seguintes comportamentos: 

 
Fortemente erodiveis: LL ≤ 21% e IP ≤ 8% e % passa #200 ≤ 20% 
Passíveis de forte erosão: 20% < % passa #200 < 40% 
Pouco erodíveis: % passa #200 > 40% 
 
Outra proposta para avaliar a erodibilidade dos solos, relacionando índice de plasticidade (IP) e 

Coeficiente de Uniformidade (Cu), é apresentada por Santos (2001), conforme Tabela 1. 
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Tabela 1 – Critérios adotados por Santos (2001) quanto à relação erodibilidade, IP (índice de 
plasticidade) e Coeficiente de Uniformidade (Cu). 

IP Erodibilidade Cu Erodibilidade 

IP>15 boa resistência a 
erosão Cu<5 solos erodíveis 

15>IP>6 média resistência a 
erosão 5<Cu<15 solos de média 

erodibilidade 

IP<6 baixa resistência a 
erosão Cu>15 solos de baixa 

erodibilidade 
 
Araujo e Campos (2013), a partir da comparação dos resultados de seu estudo junto a outros 

solos relatados na literatura (Fonseca e Ferreira, 1981; Fácio, 1991; Santos, 1997; Lima, 1999) 
apresenta uma proposta de separação de duas zonas, indicando a provável tendência de 
comportamento dos solos, conforme a Figura 1. 

Nogami e Villibor (1981) afirmam que os índices classificatórios do grau de erodibilidade 
baseados no limite de liquidez, índice de plasticidade e granulometria e as classificações neles 
baseadas podem ser insatisfatórias para solos brasileiros, uma vez que solos de índices iguais ou 
integrantes do mesmo grupo classificatório podem ter comportamentos bastante diferentes quando 
se trata de solos tropicais. 

A fim de suprir tal carência, os referidos autores desenvolveram uma nova metodologia de 
classificação, a ser utilizada para finalidades geotécnicas viárias. Destaca-se, porém, que a 
metodologia MCT foi inicialmente desenvolvida para ser aplicada apenas a solos compactados, com 
finalidades rodoviárias (utilizados como base de pavimentos) 

Villibor e Nogami (2009) exemplificam que em um mesmo talude com ocorrência de parte de 
solo laterítico e outra parte não laterítica poderia-se observar a diferença de comportamento entre 
ambos, com a parte laterítica sendo mais resistente à erosão.  Isso se deve à concreção de óxidos 
hidratados de ferro e/ou alumínio, que agregam os grãos de solo, proporcionando ao solo, na 

 
Fig. 1 – Proposta de separação de zonas de erodiblidade utilizando o triângulo textura.  

(Adaptado de Araujo e Campos, 2013) 
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realidade de campo, uma resistência maior do que seria estimada por meio de sua granulometria e 
índices de Atterberg. 

3 –  MATERIAIS E MÉTODOS 

Para atender o objetivo específico previsto no trabalho foram realizados trabalhos de campo e 
ensaios de laboratório, os quais serão detalhados a seguir. 

 
3.1 – Trabalhos de Campo 

Os trabalhos de campo se iniciaram com visitas à área de ocorrência de uma voçoroca, indicada 
na Figura 2. Tal feição erosiva localiza-se nas coordenadas geográficas S 02°31’05,1” W 
44°14’25,9”, na praia do Araçagi, no município de São José de Ribamar – MA. 

A partir das observações de campo, foram selecionados solos de duas localizações, de acordo 
com a feição erosiva que apresentavam. Assim, foram coletadas amostras de material do interior da 
voçoroca (o qual se subentende como de alta susceptibilidade à erosão) e de um outro local na região, 
que não apresentava sinal de processo erosivo (o qual se subtende, então, como de baixa 
erodibilidade). 

De acordo com o Atlas do Maranhão (2002) a formação geológica nesse local é a Formação 
Itapecuru (Cretáceo), a qual estende-se bastante no estado, ocupando uma área de aproximadamente 
50% do território estadual. É constituída por arenitos finos avermelhados e róseos cinza argilosos, 
geralmente com estratificação horizontal. Silva et al. (2014) realizam um trabalho na mesma área e 
identificaram a Formação Itapecuru e a Formação Barreias (Terciário). A Formação Barreiras é 
constituída por conglomerados, arenitos, siltitos e argilitos, com sedimentos mal-selecionados e mal-
consolidados (Maranhão, 1998). 

A voçoroca é de difícil acesso, tem cerca de 15m de altura, muito íngreme e solo facilmente 
desagregável. Na base observou-se a predominância da coloração amarelada. Por sua vez, o solo da 
localização não erodida apresenta uma coloração uniforme, acinzentado, e também facilmente 
escavável.  

 
Fig. 2 – Vista da feição erosiva localizada na praia do Araçagy.  

(Fonte: Imagens ©2016 CNES / Astrium Dados do mapa ©2016 Google) 
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Destaca-se que, apesar do clima da região ser propício ao processo de laterização dos solos, as 
amostras ora estudadas não apresentavam feições características de grau de laterização avançado, 
não se constatando, por exemplo, concreções típicas das lateritas, as quais conferem àqueles solos 
aumento de resistência. 

 
3.2 – Trabalhos de Laboratório 

A fim de atingir os objetivos estabelecidos para este trabalho, definiu-se então um programa 
experimental, visando obter os parâmetros geotécnicos utilizados em diversos critérios propostos na 
literatura como indicadores de erodibilidade e, assim, verificar se os resultados obtidos em 
laboratório seriam de fato representativos do comportamento observados em campo. 

Foram realizados ensaios de caracterização dos solos, determinando-se para cada um deles a 
umidade natural (nat) segundo a ABNT (1986), limites de liquidez (LL) de acordo com ABNT 
(1984a), limite de plasticidade (LP) pela ABNT (1984b), a granulometria (com uso de defloculante) 
de acordo com ABNT (1984c), a partir dos quais serão determinados os indicadores de erodibilidade 
mencionados anteriormente.  

4 – APRESENTAÇÃO DOS RESULTADOS 

Os resultados dos ensaios de umidade, granulometria, LL e LP realizados para os dois solos 
estudados são apresentados nas tabelas e gráficos desta seção. 

 
4.1 – Granulometria e limites do solo da voçoroca 

A realização de ensaios de granulometria para a amostra retirada do corpo da voçoroca gerou 
os resultados apresentados na Tabela 2 e na Figura 3. 

Como é possível observar a amostra apresenta apenas cerca de 5% de partículas menores que 
0,075mm. Por esse motivo optou-se por não fazer a sedimentação, visto que esse baixo teor de fração 
passando na peneira #200 implica que o solo seja considerado “limpo” (sem finos) e, portanto, tal 
fração não afetará no comportamento do material.  

Tabela 2 – Resumo da granulometria por peneiramento da amostra do corpo da voçoroca. 

Pedregulho acima de 2,0 mm 0 % 
Areia grossa 2,0 a 0,42mm 0,8 % 
Areia fina 0,42 a 0,075 94,5 % 
Menor que 0,075mm 4,7 % 
Silte 0,075 a 0,050mm - 
Argila 0,005 a 0,001mm - 
Argila coloidal 0,001mm - 

 
Os resultados dos Limites de Consistência para essa amostra são apresentados na Tabela 3. 
 

Tabela 3 – Resultado do LL e LP da amostra do corpo da voçoroca. 

Limite de Liquidez (LL) 22 % 
Limite de Plasticidade (LP) S/ 
Índice de Plasticidade (IP) - 
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Fig. 3 – Curva Granulométrica da amostra do corpo da voçoroca. 
 

 
Fig. 4 - Curva granulométrica da amostra a 20m da cabeceira da voçoroca. 
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4.2 – Granulometria e Limites do solo de área não erodida 

Os resultados dos ensaios de granulometria para a amostra retirada da área que não apresenta 
erosão são apresentados na Tabela 4 e na Figura 4. Os resultados dos Limites de Consistência para 
essa amostra são apresentados na Tabela 5. 

 
Tabela 4 - Resumo da granulometria e sedimentação. 

Pedregulho acima de 2,0mm 0,2 % 
Areia grossa 2,0 a 0,42mm 7,0 % 
Areia fina 0,42 a 0,075mm 63,6 % 
Silte 0,075 a 0,050mm 6,4 % 
Silte 0,050 a 0,005mm 5,3 % 
Argila 0,005 a 0,001mm 2,8 % 
Argila coloidal 0,001mm 14,6 % 

 
Tabela 5 - Resultado do LL e LP da amostra da amostra a 20m da cabeceira da voçoroca. 

Limite de Liquidez (LL) 16 % 

Limite de Plasticidade (LP) 13 % 

Índice de Plasticidade (IP) 3 % 

Índice de Contração (IC) 4 % 
 

4.3 – Classificação SUCS 

Uma vez conhecidas a granulometria, o limite de liquidez, o limite e o índice de plasticidade, é 
possível proceder a classificação de um solo no Sistema Unificado de Classificação dos Solos. A 
Tabela 6 apresenta os parâmetros utilizados e a Classificação Unificada das amostras utilizadas no 
estudo. 

Doravante o solo retirado do corpo da voçoroca será referido simplesmente por SP e aquele 
retirado de terreno não erodido por SM. 

Tabela 6 – Parâmetros para elaboração da Classificação Unificada dos Solos (USC/ASTM) 

  % Passa #4 % Passa #200 "Parâmetro" para 
Classificação Classificação 

Solo da Voçoroca 100 4,70 Cu= 1,50 e Cc= 0,84 SP 

Solo sem erosão 100 29,14 LL= 16 SM 
 

4.4 – Classificação no Triângulo Textural 

A classificação trilinear é feita observando as porcentagens de areia, silte e argila. De acordo 
com os resultados obtidos em laboratório o solo SP possui 95% de areia e 5% de finos (silte + argila); 
enquanto o SM é composto por 76% de areia, 8% de silte e 16% de argila. Dessa forma o solo SP 
recebe a classificação trilinear como AREIA e o SM como FRANCO-ARENOSO, conforme Figura 
5. 
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5 – ANÁLISE DOS RESULTADOS: POTENCIAL DE EROSÃO DOS SOLOS 

Procura-se verificar neste item a confiabilidade de correlações entre as propriedades analisadas 
e o potencial de erosão dos solos propostas por diversos autores. Para isso, faz-se uma análise dos 
resultados obtidos, comparando-os com outros resultados da literatura e com as condições de campo. 

Conforme já mencionado, as comparações feitas neste item considerarão que em situações de 
campo o solo SM será menos erodível que o SP, visto que o SP foi retirado de dentro de uma feição 
erosiva bastante avançada, enquanto que o SM, no campo, corresponde a um material coletado de 
área que não se apresenta erodida. 

Em relação às faixas de erodibilidade sugeridas por Mannigel et al. (2002) temos que para o 
solo SP o resultado do fator K seria no mínimo de 0,19, visto que se conhece apenas a soma de silte 
e argila, que vale 5% (considerou-se para esse calculo a porcentagem de silte igual a 0 e a de argila 
5%). A partir, dai aumentando a porcentagem de silte e diminuindo a de argila o fator K aumenta 
indefinidamente. De toda forma, portanto, sua classificação seria de erodibilidade alta, enquanto 
para o SM temos 0,0525, que corresponde a erodibilidade média. 

Os estudos realizados por Santos (1953) levaram à proposta de um critério de avaliação segundo 
o qual solos de comportamento bom ou regular teriam porcentagem de material passante na peneira 
#40 entre 49% e 96%. Tais percentagens, para os solos em estudo, são de 99,17% para o SP e 92,95% 
para o SM, assim, nessa proposta o solo SP não apresenta comportamento bom, enquanto que o SM 
apresenta. 

Para o parâmetro “a”, desenvolvido pelos mesmos autores, ambos os solos são caracterizados 
como de mau comportamento, pois para SP e SM temos respectivamente 0,77 e 0,82. Assim, 
nenhum deles se encontra dentro da faixa de 0,52 < a < 0,92 que indicaria bom comportamento. 

Com os valores das granulometrias e dos limites, pôde-se obter a classificação dos solos pelo 
Sistema Unificado de Classificação dos Solos. Segundo Gray e Leiser (1989), a erodibilidade seria: 

 

Na série acima a susceptibilidade é decrescente da esquerda para a direita. Assim, ML é o mais 
suscetível e GW o menos suscetível. Os solos aqui estudados são classificados como SP e SM. A 
classificação SP não aparece na série, o que evidencia uma limitação no critério proposto pelos 

 
Fig. 5 - Identificação das amostras de solo no triângulo textural. 
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autores. Como o solo SM está à direita apenas de ML, ele pode ser considerado como altamente 
erodivel.  

De acordo com os critérios propostos por Santos e Castro (1966), solos de comportamento bom 
ou regular apresentam LP ≤ 32% e IP ≤ 17%. De modo semelhante, solos altamente erodíveis de 
acordo com Santos e Castro (1967) apresentam LL < 50% e IP próximo de 20%. O solo SP tem LL 
= 22% e não apresentou plasticidade. Já o solo SM tem LL = 16%, LP = 13% e IP = 3%. Dessa 
forma o solo SP é classificado como altamente erodível e o SM como solo de comportamento regular 
ou bom. 

Também utilizando os valores de LL, LP e IP para os solos SP e SM anteriormente citados 
verifica-se que na proposta de Meireles (1967) tanto o solo SP quanto o solo SM recebem a 
classificação de passível de forte erosão. 

Na classificação de Santos (2001) que leva em consideração o índice de plasticidade e o 
coeficiente de uniformidade temos Cu = 1,5 para o solo SP e para SM temos IP = 3%. Ressalta-se 
que o critério de se utilizar IP ou Cu segue a mesma lógica da classificação SUCS/ASTM, na qual 
é levada em consideração a porcentagem de materiais finos e grossos. Dessa forma o solo SP é 
classificado como solo erodível e o solo SM com baixa resistência a erosão. 

Por fim, para a separação de zonas de erodibilidade dentro do triângulo textural proposta por 
Araujo e Campos (2013), observa-se na Figura 6 que tanto o solo SP quanto o solo SM estão dentro 
da faixa de solos muitos erodíveis. Assim entende-se que por esse critério ambos os solos são 
potencialmente erodíveis. 

A fim de facilitar a visualização dos resultados obtidos, um quadro-resumo é apresentado na 
Tabela 7, no qual são indicados, para cada critério estudado, a conclusão que o mesmo forneceu 
acerca das susceptibilidades à erosão dos solos SP e SM ora analisados. 

 

 
Fig. 6 - Proposta de separação de faixas de erodibilidade (Araujo e Campos, 2013) com a 

inclusão dos solos SP e SM em estudo. 
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Tabela 7 - Resumo das propostas de erodibilidade e resultas para os solos SP e SM. 

AUTOR PARÂMETRO SOLO SP SOLO SM 
Araujo e Campos 
(2013) Triângulo textural solo muito erodível solo muito erodível 

Mannigel et al. 
(2002) 

equação de  
Bouyoucos (1935) erodibilidade alta erodibilidade média 

Santos (1953) e  
Santos e Castro 
(1966) 

49% ≤ % que  
passa # 40 ≤ 96% 

não apresenta bom 
comportamento bom comportamento 

a não apresenta  
bom comportamento 

não apresenta  
bom comportamento 

Gray e Leiser 
(1989) SUCS/ASTM  --- erodível 

Santos e Castro 
  (1966; 1967)  LL, LP e IP altamente erodível Comportamento 

regular ou bom 

Meireles (1967)  LL, IP e % passa  
#200  

passível de forte 
erosão 

passível de forte 
erosão 

Santos (2001) IP e Cu solo erodível baixa resistência a 
erosão 

6 – CONCLUSÕES 

Em relação ao solo SP vê-se que a regra geral é a classificação desse solo como, “muito 
erodível”, “erodibiliade alta”, “não apresenta bom comportamento”, “altamente erodível”, “passível 
de forte erosão” e “solo erodível”, todos esses resultados parecem concordar que o solo SP é um 
solo erodível. Ressalta-se, porém que o critério proposto por Gray e Leiser (1989) não contempla o 
solo SP, demonstrando assim uma limitação de tal critério na avaliação de erodobilidade dos solos. 
De modo geral, pode-se apontar então que os parâmetros demonstraram-se adequados quanto à 
avaliação da erodibilidade do solo SP, identificando-o como de alta susceptibilidade, excetuando-
se, evidentemente, o critério da hierarquia pela classificação SUCS.  

Acerca do solo SM, porém, os resultados encontrados conduzem a conclusões variáveis acerca 
de seu comportamento, com algumas propostas indicando-o como altamente erodível, outras 
indicando bom comportamento e ainda outras indicando erodibilidade média.  

As propostas que produzem uma classificação que convergem para o entendimento de que o 
solo SM é potencialmente erodível são as de Araujo e Campos (2013), Santos (1953) e Santos e 
Castro (1966) (parâmetro “a”), Gray e Leiser (1989), Meireles (1967) e Santos (2001).  

Já as que colaboram no entendimento de que este solo não é um solo potencialmente erodível 
são as propostas de Santos (1953), Santos e Castro (1966) e Santos e Castro (1967). A proposta de 
Mannigel et al. (2002) por sua vez, coloca o solo SM em uma posição intermediária, atribuindo-lhe 
erodibilidade média.  

Cabe agora fazer algumas observações: a classificação do solo SM na proposta de Santos (1953) 
e Santos e Castro (1966) indica bom comportamento quando se considera o critério da peneira n.40 
enquanto para o parâmetro “a” o solo não apresenta bom comportamento, evidenciando uma 
contradição entre os próprios critérios de tais autores. Nas propostas referentes à #40 de Santos e 
Castro (1966) e no critério de Santos e Castro (1967) o solo é classificado como “regular ou bom”, 
esse resultado, porém, não distingue especificamente o que seria “regular” e o que seria “bom”.  

Pela análise conjunta dos resultados de laboratório e das observações de campo, conclui-se que 
os indicadores de erodibilidade verificados proporcionam previsões satisfatórias do comportamento 
do solo SP, com exceção da proposta apresentada por Gray e Leiser (1989). Por sua vez, as 
inferências sobre o solo SM não são uniformes, quando se consideram as características de campo 
e os resultados dos critérios propostos pelos diversos autores.  
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Dessa forma, a simples constatação de que os diferentes critérios sugeridos na literatura apontam 
divergências entre si deixa evidente que os mesmos apresentam limitações e requerem muito 
cuidado quanto às suas utilizações. Portanto, com base nas metodologias adotadas neste trabalho, 
ressalta-se que as observações de campo e os ensaios de laboratório devem sempre estar associados, 
uma vez que as informações obtidas em ambos devem se complementar e se confirmar mutuamente. 
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