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ANÁLISE DE RUPTURA DE TÚNEIS ROCHOSOS SOB ELEVADAS 
TENSÕES DE CAMPO PELO MÉTODO DOS ELEMENTOS 
DISCRETOS 

A presente investigação proporcionou uma análise aprofundada da capacidade do modelo 

DISL-LDEM na representação do comportamento mecânico de maciços rochosos submetidos 

a altas tensões in situ. A pesquisa concentrou-se na simulação de mecanismos de ruptura frágil, 

com especial atenção à identificação e evolução dos processos de desplacamento, comumente 

denominados spalling, bem como na caracterização das respostas pós-pico associadas a esses 

fenômenos. Para isso, foram integradas simulações numéricas com dados experimentais, como 

os obtidos no experimento Mine-by e do caso da UHE Itá, permitindo a validação da abordagem 

proposta em contextos geológicos diversos. Os resultados obtidos demonstraram a capacidade 

do modelo em reproduzir com fidelidade os padrões de instabilidade observados em campo e 

em laboratório, sem a necessidade de calibrações específicas ou da introdução de 

heterogeneidades artificiais nos modelos numéricos, o que reforça seu caráter preditivo e a 

robustez da metodologia. Dessa forma, a abordagem desenvolvida representa uma contribuição 

relevante para o aprimoramento das ferramentas de análise numérica em engenharia geotécnica 

e para a definição de estratégias preventivas mais eficazes no contexto de escavações profundas. 
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FAILURE ANALYSIS OF ROCK TUNNELS UNDER HIGH IN-SITU 

STRESSES USING THE DISCRETE ELEMENT METHOD 

The present investigation provided an in-depth analysis of the DISL-LDEM model’s capability 

to represent the mechanical behavior of rock masses subjected to high in situ stresses. The 

research focused on the simulation of brittle failure mechanisms, with particular emphasis on 

the identification and evolution of spalling processes, as well as on the characterization of post-

peak responses associated with these phenomena. To this end, numerical simulations were 

integrated with experimental data, such as those obtained from the Mine-by Experiment and 

the Itá Hydroelectric Power Plant case, enabling validation of the proposed approach in 

diverse geological contexts. The results demonstrated the model’s ability to reliably reproduce 

the instability patterns observed in the field and laboratory, without the need for specific 

calibrations or the introduction of artificial heterogeneities into the numerical models. This 

highlights the predictive nature and robustness of the methodology. Accordingly, the developed 

approach represents a significant contribution to the enhancement of numerical analysis tools 

in geotechnical engineering and to the definition of more effective preventive strategies in the 

context of deep excavations. 
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1. INTRODUÇÃO 

A análise do comportamento de maciços rochosos em obras subterrâneas constitui um dos 

principais desafios da engenharia geotécnica contemporânea, dada a complexidade dos 

mecanismos envolvidos e o impacto direto na estabilidade e segurança das estruturas. Nesse 

contexto, as análises computacionais avançaram como ferramenta relevante para determinar 

comportamentos e desenvolver metodologias eficientes para solução de problemas de 

engenharia. No entanto, a reprodução numérica das condições de campo constitui uma tarefa 

complexa, especialmente quando se trata de materiais com comportamentos não lineares. Para 

prever com precisão esse tipo de resposta, é necessário identificar os mecanismos de falha, a 

fim de selecionar o critério mais apropriado, abordagem que difere do procedimento usualmente 

adotado por projetistas (Stacey & Wesseloo, 2022).  

Apesar dos avanços computacionais, os projetos são, muitas vezes, desenvolvidos com base em 

comportamentos esperados, fundamentados na experiência prévia do profissional e/ou em 

análises retroativas de falhas, as quais orientam os critérios de projeto. Essa discrepância entre 

a complexidade do comportamento rochoso e os métodos usualmente empregados reforça a 

necessidade de um entendimento mais aprofundado do maciço, possibilitando definir a melhor 

sequência construtiva e os sistemas de suporte mais adequados à obra. 

Em situações críticas, como escavações em rochas duras, sujeitas a altas tensões in situ, podem 

desencadear mecanismos de ruptura que resultam em complexos desplacamentos, denominados 

spalling. A previsão desses processos, bem como a determinação da extensão e profundidade 

da zona rompida, representa um desafio técnico relevante, dificultando a adoção de medidas 

preventivas eficazes. 

Diante disso, o entendimento adequado desse comportamento antes da execução de uma obra 

subterrânea por meio de um projeto de engenharia robusto não deve apenas garantir a 

estabilidade, bem como viabilizar uma construção rápida e economicamente viável (Kaiser, 

2016). Na atividade minerária, compreender antecipadamente a resposta do maciço rochoso 

contribui significativamente para a eficiência da extração mineral (Diederichs, 2007). Em 

contraste, no armazenamento de rejeitos nucleares, torna-se fundamental conhecer 

detalhadamente o comportamento da rocha, a fim de assegurar o confinamento adequado dos 

resíduos e evitar o risco de contaminação subterrânea (Perras & Diederichs, 2016). 
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1.1. JUSTIFICATIVA 

Ao longo das últimas décadas, distintas metodologias numéricas foram desenvolvidas com o 

intuito de representar com maior precisão os processos de ruptura por spalling. A complexidade 

desse mecanismo decorre de um estado de tensões extremamente elevado, que resulta na ruptura 

progressiva do maciço rochoso. A representatividade do fenômeno é limitada, uma vez que 

existem poucos resultados aplicáveis à prática industrial, o que dificulta o desenvolvimento de 

estratégias preditivas para sua mitigação. Esse tipo de ruptura apresenta particular relevância 

em obras de alto valor econômico, como aquelas relacionadas à mineração e à deposição de 

resíduos nucleares. 

Diversos estudos têm empregado modelagens baseadas na hipótese de meio contínuo (Martin, 

1994; Hajiabdolmajid et al., 2002; Diederichs, 2007; Diederichs et al., 2009; Barton & Shen, 

2017), enquanto outros utilizam elementos discretos para simular o comportamento da rocha 

em elevadas tensões in situ (Potyondy & Cundall, 2004; Potyondy et al., 2020, 2023; 

Farahmand & Diederichs, 2023). Entre as abordagens estudadas, destacam-se os modelos 

CWFS (Cohesion-Weakening Frictional-Strengthening) e DISL (Damage Initiation and 

Spalling Limit) (Hajiabdolmajid et al., 2002; Diederichs, 2007), que demonstraram elevada 

capacidade para representar a zona rompida de forma realista. 

A aplicação de métodos contínuos apresenta a vantagem de fornecer respostas diretas, em 

contraste com os modelos descontínuos (Rasmussen & Min, 2024). No entanto, simulações de 

túneis em rochas por meio de sistemas descontínuos têm se mostrado promissoras, pois 

possibilitam a modelagem natural dos processos de ruptura e a representação realista da 

dilatância, sem necessidade de modelos constitutivos complexos ou parâmetros empíricos 

(Read, 2004; Potyondy et al., 2020). As principais limitações dessa abordagem residem nas 

calibrações extensas, que tornam o processo menos prático, e na dificuldade de representar com 

precisão a zona rompida como se observa nas análises contínuas de spalling. Tais limitações, 

contudo, vêm sendo superadas por formulações mais recentes. 

Rasmussen (2021) propôs um modelo que elimina as heterogeneidades artificiais em termos de 

rigidez interna do sistema numérico, as quais não correspondem ao comportamento real do 

material, bem como a necessidade de calibrações por tentativa e erro. O método, denominado 

Hybrid Lattice/Discrete Element Method (Hybrid LDEM), foi posteriormente combinado com 

o modelo DISL por Rasmussen & Min (2024), resultando em uma abordagem que visa capturar 
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o comportamento inerentes aos fenômenos físicos da rocha por meio de uma metodologia 

simplificada, porém robusta, com elevado potencial de aplicação prática. Destaca-se, ainda, o 

caráter inovador da incorporação de conceitos da mecânica da fratura, permitindo não apenas a 

representação precisa das tensões, como a simulação da resistência à propagação de fraturas, 

característica definida como tenacidade à fratura. Apesar dos avanços recentes, poucas 

modelagens numéricas disponíveis apresentam capacidade preditiva adequada para uso prático 

em projetos geotécnicos subterrâneos, especialmente no contexto de elementos discretos, sem 

a necessidade de calibrações empíricas por tentativa e erro.  

Portanto, o problema central reside na compreensão dos mecanismos de ruptura por spalling, 

como na dificuldade de representar esse comportamento por meio de modelos numéricos com 

capacidade preditiva, especialmente em condições in situ. A escassez de abordagens que 

conciliem fidelidade física, aplicabilidade prática e eficiência computacional evidencia a 

necessidade de racionalizar as metodologias de análise atualmente disponíveis. Assim, torna-

se essencial avançar em direções que permitam representar de forma mais realista os processos 

de propagação de microfissuramentos, reduzindo a dependência de calibrações empíricas 

extensas e aproximando os modelos do comportamento observado em campo. 

1.2. OBJETIVOS 

O objetivo geral desse trabalho é avaliar a metodologia de análise proposta por Rasmussen & 

Min (2024) para simulação de túneis profundos submetidos a elevadas tensões de campo, 

utilizando o software PFC (Particle flow code) 2D e 3D em conjunto com os conceitos do 

Hybrid Lattice/Discrete Element Method (Hybrid LDEM), por meio do modelo de contatos 

Spring Network model (ITASCA, 2024b). A partir disso, espera-se contribuir para a 

racionalização das ferramentas de modelagem atualmente empregadas, oferecendo subsídios 

mais robustos para aplicações práticas em projetos geotécnicos subterrâneos. 

 

Para alcançar o objetivo geral, estabelecem-se os seguintes objetivos específicos: 

• Validar o modelo Spring Network model no PFC, e sua capacidade de reproduzir 

propriedades de mesoescala em macroescala por meio de simulações de ensaio de 

laboratório; 

• Validar a capacidade do modelo Spring Network model (ITASCA, 2024b) no PFC por 
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meio da reprodução dos resultados numéricos propostos na literatura, especialmente no 

Experimento Mine-by aplicando a metodologia DISL-LDEM; 

• Analisar a sensibilidade dos parâmetros do modelo Hybrid LDEM (rigidez, tenacidade 

de fratura e ângulo de atrito residual) sobre os resultados obtidos, de forma a identificar 

seu impacto na estabilidade do maciço; 

• Aplicar a metodologia DISL-LDEM ao estudo de caso da Usina Hidrelétrica (UHE) de 

Itá, com o intuito de comparar a profundidade e a extensão da zona rompida simulada 

com os dados observados e empíricos; 

• Avaliar a influência da discretização espacial e da geometria da malha de Voronoi na 

propagação de fissuras e na distribuição de tensões ao redor da escavação; 

• Simular o comportamento pós-pico da rocha, incluindo o enfraquecimento por 

deslizamento nas interfaces de contato, representando a perda progressiva de 

resistência; 

• Avaliar a influência da geometria da parede da escavação e da sequência de 

desconfinamento na previsão da ruptura por fraturamento, considerando diferentes 

abordagens de escavação e a distinção entre resistência aparente e resistência real da 

rocha. 

1.3. ESTRUTURA DA DISSERTAÇÃO 

A presente dissertação está organizada em oito capítulos. A estrutura adotada visa fornecer ao 

leitor uma visão sequencial, lógica e integrada do desenvolvimento da pesquisa, desde sua 

concepção teórica até a aplicação prática dos modelos numéricos analisados. 

No Capítulo 1, apresenta-se a introdução geral do tema, na qual são expostos o contexto do 

problema de pesquisa e a relevância científica, os objetivos gerais e específicos, bem como a 

justificativa da investigação, situando-a frente aos desafios contemporâneos da geotecnia 

aplicada a estruturas subterrâneas. 

O Capítulo 2 é dedicado à revisão bibliográfica, a qual contempla uma análise abrangente dos 

principais métodos computacionais utilizados na modelagem de rochas, com ênfase no Método 

dos Elementos Discretos (MED) e nos modelos do tipo Lattice, incluindo as formulações do 
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tipo Rede de Molas e Corpos Rígidos (RMCR) e o do modelo Hybrid Lattice/Discrete Element 

Method (Hybrid LDEM). Também são discutidos os fundamentos da mecânica de contato, os 

critérios de ruptura em rochas frágeis, a tenacidade à fratura e as abordagens aplicadas ao estudo 

do fenômeno de spalling em escavações profundas. 

O Capítulo 3 apresenta a metodologia adotada neste trabalho, detalhando as etapas de 

construção do modelo computacional, os parâmetros utilizados nas simulações, bem como os 

procedimentos empregados para a calibração e validação do modelo. 

No Capítulo 4, descrevem-se os estudos de verificação conduzidos a partir de ensaios numéricos 

em escala laboratorial e em escala real. São apresentados os procedimentos de modelagem, as 

configurações dos ensaios simulados, os parâmetros de entrada adotados e os resultados 

obtidos. Este capítulo tem por finalidade validar os modelos computacionais frente aos dados 

existentes na literatura e compreender o comportamento do material sob diferentes condições 

de carregamento. 

O Capítulo 5 trata dos estudos de caso aplicados, nos quais se emprega a metodologia acoplada 

DISL-LDEM para simulação do comportamento de túneis escavados em rochas frágeis sob 

elevadas tensões de campo. São analisados dois casos representativos: o Experimento Mine-by 

e a UHE de Itá. Para cada caso, apresentam-se o histórico geotécnico, a modelagem numérica 

desenvolvida, a parametrização adotada, os resultados obtidos e a discussão crítica quanto à 

extensão e profundidade da zona rompida simulada. 

O Capítulo 6 discute a resistência real da rocha frente a diferentes condições de interface. São 

abordadas simulações com geometrias de parede distintas, avaliando-se a influência da 

morfologia da escavação na previsão da ruptura. O comportamento pós-pico e os mecanismos 

de enfraquecimento progressivo por deslizamento em interfaces também são analisados. 

O Capítulo 7 apresenta as principais conclusões da pesquisa, destacando os avanços 

metodológicos alcançados, as contribuições teóricas e práticas do estudo, bem como as 

limitações observadas na modelagem numérica. Também são apresentadas recomendações para 

futuras pesquisas, com vistas à ampliação do escopo de aplicação da metodologia proposta. 
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2.  REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

A compreensão do comportamento mecânico de rochas em obras subterrâneas depende da 

integração de abordagens teóricas, experimentais e numéricas. Nesse contexto, o presente 

capítulo apresenta revisão crítica da literatura referente aos métodos computacionais aplicados 

à mecânica de rochas, com o objetivo de expor os principais conceitos que fundamentam o 

desenvolvimento de modelos numéricos, abrangendo desde a proposição original de Cundall & 

Strack (1979) até os modelos de contato desenvolvidos posteriormente, resultantes da evolução 

desse método. 

Dentre os aspectos abordados na modelagem numérica, destaca-se o processo de dano em 

aberturas subterrâneas, o qual pode ser modelado por meio de abordagens contínuas ou 

descontínuas. A primeira abordagem é capaz de capturar os comportamentos mecânicos globais 

do maciço, enquanto a segunda permite representar, com maior detalhamento, os processos de 

microfissuramento por tração e cisalhamento, revelando características microestruturais 

relevantes para estudos de spalling (Potyondy et al., 2020). 

Dessa forma, e considerando o foco desta dissertação, apresentam-se inicialmente os conceitos 

fundamentais que evidenciam a capacidade dos métodos discretos de representar, com realismo, 

os mecanismos de dano mencionados, destacando sua aptidão para descrever fenômenos de 

ruptura progressiva em rochas.  

Inclui-se uma seção dedicada aos métodos de lattice, os quais são os conceitos que mostram-se 

promissores para representação de propriedades elásticas dos materiais e de maior controle do 

processo de fraturamento (Bolander & Saito, 1998; Rasmussen, 2021; Rasmussen & Min, 

2024). Essa abordagem foi integrada ao método dos elementos discretos (MED), o que resultou 

em uma metodologia voltada à reprodução de rupturas por spalling de forma preditiva, a qual 

será investigada ao longo deste trabalho (Rasmussen & Min, 2024). 

Posteriormente, como base para os estudos de validação, é apresentada uma revisão dos ensaios 

laboratoriais de compressão e tração, utilizados para a obtenção de parâmetros fundamentais, 

como a resistência à compressão uniaxial (UCS) e a resistência à tração. Na sequência, são 

discutidos os critérios de ruptura clássicos, como os de Hoek-Brown e Mohr-Coulomb.  

Além disso, conceitos importantes como a tenacidade à fratura, que, embora raramente 

destacada em estudos numéricos, apresenta-se como parâmetro relevante para a modelagem de 
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processos de ruptura em rochas. 

Por fim, são apresentados os conceitos relacionados à estabilidade de túneis escavados sob 

elevadas tensões de campo, enfatizando os mecanismos que regem a resposta frágil de maciços 

rochosos em ambientes de baixo confinamento. 

2.1. MÉTODOS COMPUTACIONAIS EM ROCHA 

Métodos numéricos podem modelar componentes físicos, fornecendo um tratamento mais 

rigoroso que os empíricos (Hoek et al., 2013). No entanto, os conceitos apresentados nas 

formulações posteriores são de suma importância para simulações em rochas, uma vez que 

possibilitam a representação dos processos físicos e mecânicos envolvidos no comportamento 

desses materiais. Além disso, permitem a análise de cenários complexos, que seriam inviáveis 

por meio de abordagens exclusivamente experimentais ou analíticas, contribuindo 

significativamente para a previsão do desempenho geomecânico em diferentes condições de 

carregamento e geologia. 

2.1.1. MÉTODO DOS ELEMENTOS DISCRETOS 

O método dos elementos discretos discretos (MED) foi introduzido por Cundall & Strack 

(1979), para o estudo de rochas e solos granulares, com o objetivo modelar a interação entre 

partículas de forma dinâmica, considerando que o estado de equilíbrio é atingido quando as 

forças internas se compensam, permitindo a análise da propagação de sistemas perturbados por 

elementos externos ou movimentos impostos (O’Sullivan, 2011; ITASCA, 2024a). 

A velocidade dessa propagação está relacionada às propriedades físicas dos sistemas discretos. 

Do ponto de vista numérico, o algoritmo de integração no tempo assume que as velocidades e 

acelerações permanecem constantes dentro de cada intervalo. O esquema de solução é 

semelhante aos métodos explícitos de diferenças finitas empregados em análises contínuas 

(ITASCA, 2024a). No entanto, o passo de tempo deve ser suficientemente pequeno para 

garantir que, durante o intervalo, nenhuma partícula seja perturbada além de seus vizinhos 

imediatos (O’Sullivan, 2011). 

No ciclo de cálculo, a segunda lei de Newton determina o movimento das partículas em função 

das forças atuantes, enquanto a relação força-deslocamento é empregada para calcular as forças 

de contato. As deformações são pequenas em comparação ao comportamento aproximado de 

corpos rígidos que o conjunto de partículas exibe. Ainda que a modelagem do comportamento 
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individual seja complexa, o uso de partículas esféricas permite uma aproximação confiável do 

comportamento global. 

A Figura 2.1 apresenta uma visão simplificada desse ciclo. 

 
Figura 2.1 - Sequência de operações primárias que ocorrem durante cada ciclo, denominada sequência do ciclo. 

Adaptado de site do PFC (ITASCA, 2024a). 

Esse processo de movimentação das partículas possibilita a sobreposição nos pontos de contato. 

Esse fenômeno representa a deformação local entre partículas e está diretamente relacionado à 

geração das forças de contato. Cundall & Strack (1979) descreveram o procedimento de cálculo 

das forças e deslocamentos conforme a seguinte lógica: se dois discos forem comprimidos entre 

um par de paredes rígidas que se movem uma em direção à outra, com velocidade constante, 

inicialmente, no tempo t₀ (conforme a Figura 2.2), não haverá forças de contato entre os discos 

e as paredes. Após um intervalo de tempo Δt, as paredes se deslocam uma determinada 

distância, calculada pelo produto da velocidade conhecida pelo intervalo Δt. 

 
Figura 2.2 - Dois discos comprimidos entre paredes rígidas no t₀. 
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Nesse intervalo, não ocorre alteração nas posições dos discos entre t₀ e t₀ + Δt. Quando o tempo 

atinge t₀ + Δt, surgem sobreposições nos contatos A e C, de magnitude (Δn)ₜ₁. A partir desse 

instante, a lei força-deslocamento permite calcular as forças normais de contato, como descrito 

a seguir: 

∆𝐹𝐹𝑛𝑛 = 𝑘𝑘𝑛𝑛(∆𝑛𝑛)𝑡𝑡1 = 𝑘𝑘𝑛𝑛𝑣𝑣 Δ𝑡𝑡 Equação 2.1 

onde kₙ é a rigidez normal, ΔFₙ é o incremento da força normal no passo de tempo, v é a 

velocidade relativa de aproximação entre as partículas, e Δt é o intervalo de tempo. 

A partir das forças de contato determinadas, é possível calcular as acelerações, conhecendo-se 

a massa das partículas. Esses valores são considerados constantes entre os passos de tempo t₁ = 

t₀ + Δt (conforme Figura 2.3a) e t₂ = t₀ + 2Δt (conforme Figura 2.3b), possibilitando a integração 

para obtenção das velocidades e, posteriormente, dos deslocamentos relativos nos pontos de 

contato A, B e C no instante t₂. 

  
(a) (b) 

Figura 2.3 - Dois discos comprimidos entre paredes rígidas (as sobreposições estão exageradas); (a) t₁ = t₀ + Δt 

e (b) t₂ = t₀ + 2Δt. 

Os deslocamentos relativos entre os pontos de contato e as superfícies das paredes fixas servem 

de base para o cálculo das forças de contato pela lei força-deslocamento. Essa analogia facilita 

a compreensão de que, entre os incrementos de tempo, as acelerações podem ser assumidas 

constantes, permitindo sua integração para determinar as velocidades e, consequentemente, os 

deslocamentos subsequentes. 

Desse modo, o ciclo de cálculo é repetido: os deslocamentos relativos são calculados com base 

na lei força-deslocamento, e a soma das forças que atuam sobre cada partícula é aplicada na 
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segunda lei de Newton para determinar os novos deslocamentos. Ao expandir o exemplo para 

múltiplas partículas, a lei força-deslocamento é aplicada individualmente em cada contato, e a 

soma vetorial das forças de contato fornece a resultante sobre cada partícula. A partir disso, as 

acelerações são calculadas pela aplicação da segunda lei de Newton. 

O’Sullivan (2011) apresenta um esquema que ilustra o funcionamento dessa analogia, conforme 

mostrado na Figura 2.4. 

 
Figura 2.4 - Diagrama esquemático da sequência de cálculos em uma simulação do MED. Adaptado de 

O’Sullivan (2011). 

Compreendida a dinâmica de movimentação e propagação de forças entre partículas, torna-se 

necessário caracterizar como se dá o contato entre elas em nível microscópico. 

Considera-se que os corpos podem interagir a qualquer momento. O cálculo das forças de 

contato, ou das reações entre as partículas, é iniciado apenas quando estas efetivamente 

colidem, processo denominado detecção de contatos. O desenvolvimento dessa etapa exige 

algoritmos eficientes, capazes de identificar não só as partículas em contato, como aquelas com 

potencial de interação iminente. Nessa fase, as propriedades geométricas dos corpos assumem 

papel fundamental para a acurácia das simulações. 

Em seguida, realiza-se a resolução dos contatos, que envolve o cálculo da geometria e da 

cinemática da interação. Um modelo constitutivo de contato é então aplicado para determinar 
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as forças atuantes. A descrição dessas interações é complexa, pois, em escala subparticular, as 

superfícies das partículas apresentam irregularidades que deformam e cedem, promovendo o 

contato em pequenas áreas. Como simplificação, modelos comuns assumem superfícies lisas e 

consideram um ponto único (O’Sullivan, 2011). As deformações locais e tensões não uniformes 

são representadas pela sobreposição geométrica entre os corpos. 

Geralmente, forças interparticulares são decompostas em duas componentes ortogonais: normal 

(Fₙ) e tangencial (Fₜ) ao ponto de contato. Os modelos constitutivos mais comuns representam 

essas forças por meio de sistemas reológicos compostos de molas deslizadoras e amortecedoras. 

Na direção normal, o modelo evita ou limita a formação de forças de tração entre partículas; na 

direção tangencial, permite o movimento relativo quando a resistência friccional é superada. 

Diferentemente dos modelos utilizados no Método dos Elementos Finitos (MEF), os modelos 

no MED são geralmente mais simples e baseados em leis físicas, pois têm como foco modelar 

o comportamento físico do sistema de partículas, em vez de representar o comportamento do 

material (ITASCA, 2024a; O’Sullivan, 2011; Potyondy, 2023). As relações força-deslocamento 

são desacopladas, ou seja, calculadas de forma independente nas direções normal e tangencial.  

Essas forças podem gerar momentos que são transmitidos entre as partículas, responsáveis pela 

simulação de movimentos rotacionais. Em geral, a rotação ocorre em torno do próprio eixo de 

contato ou em torno da normal ao contato, sendo o eixo de aplicação dos momentos ortogonal 

à direção da força normal, conforme ilustrado na Figura 2.5. 

 
Figura 2.5 - Contatos de rolamento e giro. Adaptado de O’Sullivan (2011). 

No entanto, não é comum que os modelos considerem a resistência ao rolamento nos pontos de 

contato, a dissipação de energia de rotação ou a resistência ao movimento rotacional. No 

Eixos de
rotação para
rolamento

Eixo de
rotação para

giro
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entanto, há exceções, como o modelo proposto por Potyondy & Cundall (2004), que inclui a 

resistência ao momento de flexão e ao momento de rotação, ambos dependentes da presença de 

cimentação entre as partículas. 

A Figura 2.6 ilustra algumas características geométricas consideradas em uma simulação MED 

baseada no contato entre discos. O vetor normal possui a mesma orientação que o vetor que 

conecta os centroides das partículas. O plano de contato é perpendicular à direção normal, e as 

coordenadas são assumidas no ponto médio do contato. A orientação normal é representada 

pelo vetor n = (nₓ, nᵧ), enquanto a orientação tangencial ao contato é dada por t = (–nᵧ, nₓ). Para 

determinar a equação do plano de contato, considerada uma reta em duas dimensões, é 

necessário conhecer a normal ao contato e as coordenadas do ponto de contato. 

 
Figura 2.6 – Características geométricas dos contatos. Adaptado de O’Sullivan (2011). 

Em situações de compressão, a força normal é calculada a partir da sobreposição entre as 

partículas, atuando para repelir as duas partículas em contato. Por outro lado, em condições de 

separação, as forças de tração tendem a atrair as partículas uma em direção à outra, desde que 

o limite de resistência à tração não seja excedido. As forças tangenciais induzem rotação e 

translação relativas (O’Sullivan, 2011). No caso de partículas não circulares ou não esféricas, 

as forças normais de contato também podem gerar momentos adicionais, contribuindo para a 

resistência à rotação dessas partículas. 

O modelo mais simples de contato já foi apresentado na analogia anterior e é utilizado para 

simular a resposta de carregamentos e deformações na direção normal do contato, com uma 

mola elástica linear: 
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𝐹𝐹𝑛𝑛 = 𝐾𝐾𝑛𝑛(𝛿𝛿𝑛𝑛)𝑡𝑡1 Equação 2.2 

onde 𝐾𝐾𝑛𝑛, é a rigidez de contato na direção normal e 𝛿𝛿𝑛𝑛 é a sobreposição no ponto de contato, 

medida na direção normal ao contato.  

Nesse modelo, a rigidez é expressa em função de força por comprimento, e a força calculada 

atua na direção da linha que une os centros das duas partículas em contato. 

No software PFC (ITASCA, 2024a), por exemplo, o usuário especifica uma rigidez para cada 

partícula. O modelo, entretanto, calcula as rigidezes efetivas de contato entre duas partículas 

para as direções normal (𝐾𝐾𝑛𝑛𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶) e de cisalhamento (𝐾𝐾𝑠𝑠𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶), segundo as expressões: 

𝐾𝐾𝑛𝑛𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶 =
𝑘𝑘𝑛𝑛
𝑝𝑝,𝐴𝐴𝑘𝑘𝑛𝑛

𝑝𝑝,𝐵𝐵

𝑘𝑘𝑛𝑛
𝑝𝑝,𝐴𝐴 + 𝑘𝑘𝑛𝑛

𝑝𝑝,𝐵𝐵 Equação 2.3 

𝐾𝐾𝑠𝑠𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶 =
𝑘𝑘𝑠𝑠
𝑝𝑝,𝐴𝐴𝑘𝑘𝑠𝑠

𝑝𝑝,𝐵𝐵

𝑘𝑘𝑠𝑠
𝑝𝑝,𝐴𝐴 + 𝑘𝑘𝑠𝑠

𝑝𝑝,𝐵𝐵 Equação 2.4 

A necessidade de fornecer os valores de rigidez das molas impede que as propriedades 

macroscópicas dos materiais sejam diretamente acessadas, exigindo, por isso, processos de 

calibração para diferentes materiais, que podem ser demorados e complexos. 

De maneira simplificada, o modelo assume partículas lisas e esféricas, o que limita sua 

capacidade de representar o desenvolvimento de resistência friccional a partir da interação 

geométrica (O’Sullivan, 2011). Para corrigir essa limitação, considera-se que a resistência 

friccional decorre do entrelaçamento de asperidades nas superfícies das partículas. 

Normalmente, as forças tangenciais são modeladas como forças de cisalhamento que atuam ao 

longo da superfície de contato. 

Esse tipo de contato descreve tanto a resposta inicial do material antes do escorregamento 

quanto a resposta residual após a perda de aderência. A forma mais simples de modelar esse 

comportamento é utilizando um critério de ruptura do tipo Mohr-Coulomb, baseado em um 

coeficiente de atrito 𝜇𝜇, que varia entre 0 e 1 (O’Sullivan, 2011). Assim, a força tangencial pode 

ser calculada como o produto da força normal pelo coeficiente de atrito. Quando a força 

tangencial calculada for menor que o valor máximo admissível, ou seja, 𝐹𝐹𝑡𝑡 < 𝜇𝜇𝐹𝐹𝑛𝑛, o contato 
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permanece aderido; caso contrário, ocorre a ruptura, e a força tangencial passa a atuar na direção 

oposta ao movimento de deslizamento. Em muitos casos, também é considerada uma parcela 

coesiva adicional na força tangencial (O’Sullivan, 2011). 

Ao detectar um novo contato, as forças e os deslocamentos tangenciais acumulados são zerados. 

Enquanto o contato permanece aderido, a força de contato tangencial é proporcional ao 

deslocamento acumulado nessa direção, multiplicado pela rigidez da mola tangencial 

correspondente. O deslocamento relativo é a soma dos incrementos relativos no ponto de 

contato acumulados a cada passo de tempo. 

A Figura 2.7 apresenta um diagrama dos modelos de força normal e tangencial utilizados no 

MED. 

 
Figura 2.7 - Diagrama dos modelos de força normal e de cisalhamento no MED. Adaptado de O’Sullivan (2011). 

A força de cisalhamento de contato para contatos não coesivos é expressa: 

𝐹𝐹𝑡𝑡 = −min�|𝜇𝜇𝐹𝐹𝑛𝑛|,𝐹𝐹𝑡𝑡�𝛿𝛿𝑡𝑡, 𝛿̇𝛿𝑡𝑡��
𝛿̇𝛿𝑡𝑡
�𝛿̇𝛿𝑡𝑡�

 Equação 2.5 

onde 𝐹𝐹𝑡𝑡�𝛿𝛿𝑡𝑡, 𝛿̇𝛿𝑡𝑡� é a força de cisalhamento pré-escorregamento, calculada de acordo com o 

modelo constitutivo de contato, 𝛿𝛿𝑡𝑡 é a deformação relativa acumulada no ponto de contato e 𝛿̇𝛿𝑡𝑡   

é a velocidade relativa ao longo da tangente de contato.  

A força tangencial atua na direção oposta à velocidade de deslizamento. O cisalhamento resulta 

de deslocamentos tangenciais que ocorrem em taxas diferentes nos pontos de contato. Assim, a 

velocidade de deslizamento aparente é oposta para as duas partículas. A velocidade relativa no 
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ponto de contato é resultado tanto da translação dos centroides das partículas quanto de suas 

rotações. 

A força de cisalhamento pré-escorregamento pode ser calculada: 

𝐹𝐹𝑡𝑡�𝛿𝛿𝑡𝑡, 𝛿̇𝛿𝑡𝑡� = 𝐾𝐾𝑡𝑡 � 𝛿̇𝛿𝑡𝑡
𝑡𝑡

𝑡𝑡𝑐𝑐0
𝑑𝑑𝑑𝑑 ≈�𝛿̇𝛿𝑡𝑡∆𝑡𝑡

𝑡𝑡

𝑡𝑡𝑐𝑐0
 Equação 2.6 

onde 𝐾𝐾𝑡𝑡 é a rigidez tangencial, 𝑡𝑡𝑐𝑐0 é o instante inicial do contato entre as duas partículas e ∆𝑡𝑡 é 

o incremento de tempo da análise. No MED, a integral é geralmente aproximada por uma soma 

incremental, e eventuais erros estão relacionados ao tamanho do passo de tempo adotado. 

Esse modelo baseia-se nas velocidades relativas tangenciais, que dependem das propriedades 

geométricas (centroides) e das velocidades rotacionais (rotação em torno dos eixos que passam 

pelo centro das partículas e são ortogonais ao plano de análise), além das velocidades 

translacionais (O’Sullivan, 2011). Em problemas tridimensionais, as velocidades rotacionais 

são dependentes de sistemas de coordenadas adicionais. 

As forças normais também podem ser calculadas com base em deslocamentos incrementais 

relativos. Contudo, segundo ITASCA (2024a), o cálculo das forças normais a partir de 

considerações geométricas torna o código menos suscetível a problemas de arredondamento 

numérico. 

A combinação de um sistema estruturalmente não linear com materiais que apresentam 

comportamento também não linear permite que o modelo evolua desse comportamento em 

escala microscópica para a macroscópica, devido à interação entre as partículas (Potyondy et 

al., 2023). Dependendo das dimensões do sistema, em 2D cada partícula possui três graus de 

liberdade (dois translacionais e um rotacional), enquanto em 3D cada partícula apresenta seis 

graus de liberdade (três translacionais e três rotacionais) (ITASCA, 2024a). 

O equilíbrio do sistema é descrito como: 

𝑀𝑀𝑢̈𝑢 + 𝐶𝐶𝑢̇𝑢 + 𝐾𝐾(𝑢𝑢) = ∆𝐹𝐹 Equação 2.7 

onde K é a matriz de rigidez global, dependente do estado atual de contato entre as partículas; 

M é a matriz de massa (ou de inércia, incluindo a inércia rotacional); C é a matriz de 

amortecimento; u é o vetor de deslocamento incremental; e ΔF é o vetor de força incremental, 
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que inclui também os momentos. A análise tem por objetivo obter os deslocamentos 

incrementais u, bem como as velocidades (𝑢̈𝑢) e acelerações (𝑢̇𝑢) correspondentes. 

A resolução da equação de equilíbrio dinâmico (Equação 2.8) para um sistema de nós pode ser 

realizada por métodos implícitos ou explícitos. No método implícito, a abordagem é semelhante 

à utilizada no método dos elementos finitos. Por outro lado, o método explícito, conforme 

proposto por Cundall & Strack (1979), evita a necessidade de criação e armazenamento da 

matriz de rigidez, (Potyondy & Cundall, 2004) implementando uma solução por diferenças 

finitas, em que se considera diretamente o equilíbrio dinâmico das partículas. 

O equilíbrio translacional de cada partícula é expresso: 

𝑚𝑚𝑝𝑝𝑢̈𝑢𝑝𝑝 = �𝐹𝐹𝑝𝑝𝑝𝑝𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐
𝑁𝑁𝑐𝑐,𝑝𝑝

𝑐𝑐=1

+ � 𝐹𝐹𝑝𝑝𝑝𝑝𝑛𝑛𝑛𝑛𝑛𝑛−𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐
𝑁𝑁𝑛𝑛 𝑐𝑐,𝑝𝑝

𝑗𝑗=1

+ 𝐹𝐹𝑝𝑝
𝑔𝑔 + 𝐹𝐹𝑝𝑝

𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 Equação 2.8 

onde 𝑢̈𝑢𝑝𝑝 é o vetor de aceleração da partícula p; 𝐹𝐹𝑝𝑝𝑝𝑝𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 são as forças de contato correspondentes 

ao c-ésimo contato entre a partícula p e outras partículas (𝑁𝑁𝑐𝑐,𝑝𝑝); 𝐹𝐹𝑝𝑝𝑝𝑝𝑛𝑛𝑛𝑛𝑛𝑛−𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 representam as forças 

não provenientes de contatos, atuando entre a partícula p e outras partículas ou limites (𝑁𝑁𝑛𝑛 𝑐𝑐,𝑝𝑝); 

𝐹𝐹𝑝𝑝
𝑔𝑔 é a força gravitacional (de corpo); e 𝐹𝐹𝑝𝑝

𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 é a força aplicada externamente.  

No método explícito, o amortecimento geralmente não é considerado de forma direta, pois sua 

contribuição já está implícita no cálculo das forças de contato. O torque gerado em cada ponto 

de contato está relacionado ao produto vetorial entre a força de contato e o vetor que vai do 

centro da partícula até o ponto de contato (O’Sullivan, 2011). O equilíbrio dinâmico rotacional 

para um corpo rígido é descrito como: 

𝐼𝐼𝑝𝑝
𝑑𝑑𝜔𝜔𝑝𝑝
𝑑𝑑𝑑𝑑

= � 𝑀𝑀𝑝𝑝𝑝𝑝

𝑁𝑁𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

𝑗𝑗=1

 Equação 2.9 

onde 𝜔𝜔𝑝𝑝 é o vetor de velocidade angular da partícula p e 𝑀𝑀𝑝𝑝𝑝𝑝 é o momento aplicado pelo j-

ésimo contato, que transmite torque à partícula p.  

Como apresentado, os contatos possuem componentes normais e tangenciais; as forças 

tangenciais geram momento se a linha de ação não passar pelo centroide da partícula 

(especialmente no caso de partículas não circulares). 
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Destaca-se que a velocidade angular depende do passo de tempo, uma vez que, em simulações 

numéricas, o tempo é discretizado e os valores são obtidos em instantes específicos. O ciclo de 

cálculo em cada passo de tempo segue a sequência representada na Figura 2.8. 

 
Figura 2.8 - Indicação da sequência de cálculo dentro de um passo de tempo MED. Adaptado de O’Sullivan 

(2011). 

Como citado anteriormente, as forças resultantes permitem calcular as acelerações de cada 

partícula. Ao isolar o movimento translacional, aplica-se diretamente a segunda lei de Newton. 

Dessa forma, o modelo torna-se intrinsecamente dependente das leis físicas para a obtenção dos 

resultados. Com os incrementos de tempo conhecidos, é possível calcular os deslocamentos 

incrementais e, assim, atualizar as posições das partículas no sistema. 

Em duas dimensões, os movimentos rotacionais são mais simples, pois requerem apenas um 

grau de liberdade. A velocidade angular calculada é utilizada para determinar a componente de 

força tangencial. Nesse tipo de método, o valor do incremento de tempo na simulação é um 

parâmetro crítico para garantir a estabilidade e a precisão do modelo (ITASCA, 2024). 

Como apresentado, as forças interparticulares, os momentos e a força resultante em cada 

partícula podem ser determinados a partir de equações físicas e geométricas. Logo, o método 

baseia-se em princípios extremamente simples, configurando-se como um modelo dinâmico, 

mesmo quando o problema analisado é quase-estático. 

Com base em Potyondy & Cundall (2004), as principais suposições que fundamentam as 

simulações no Discrete Element Method (DEM) são: 

• As partículas básicas são consideradas rígidas, possuem uma inércia finita (massa e inércia 

rotacional) e seus movimentos podem ser descritos de forma analítica; 
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• As partículas podem se mover independentemente umas das outras, permitindo translações 

e rotações; 

• Os contatos entre partículas devem ser identificados automaticamente pelo programa; 

• O contato entre partículas ocorre em uma área infinitesimal, sendo que cada contato conecta 

duas partículas; 

• As partículas se sobrepõem levemente nos pontos de contato; essa sobreposição é uma 

simplificação que representa a deformação real que ocorre em partículas físicas. Assume-

se que a magnitude da deformação em cada partícula seja pequena; 

• As forças compressivas são calculadas com base no valor da sobreposição entre as 

partículas; 

• Nos pontos de contato, as partículas transmitem forças normais (de compressão e tração), 

bem como forças tangenciais, perpendiculares à direção normal do contato; 

• As forças de tração são calculadas com base na separação entre partículas. Quando essa 

separação excede a resistência máxima à tração para aquele contato, as partículas se 

separam, e o contato é removido; 

• O incremento de tempo adotado em uma simulação MED deve ser suficientemente pequeno 

para garantir a estabilidade numérica e não influenciar negativamente a precisão nos passos 

de tempo subsequentes; 

• Agregados formados por partículas rígidas básicas podem ser utilizados para representar 

uma única partícula física. O movimento relativo dentro desses agregados pode resultar em 

deformações mensuráveis nas partículas compostas. 

Convencionalmente, modelos baseados no meio contínuo são amplamente aplicados a 

diferentes problemas geotécnicos. A geração de malhas no método dos elementos finitos (MEF) 

costuma ser menos onerosa em termos de custo computacional. Além disso, a criação dos nós 

em geometrias complexas, embora não trivial, tende a ser menos desafiadora do que a definição 

das posições iniciais das partículas no domínio de análise do MED, o que geralmente demanda 

ciclos adicionais de cálculo. 

A não linearidade intrínseca dos sistemas analisados no MED, combinada à abordagem 

explícita comumente empregada, permite a simulação de um número expressivo de partículas. 

Por outro lado, métodos baseados na continuidade devem necessariamente satisfazer os 

requisitos de equilíbrio, compatibilidade, comportamento constitutivo e condições de contorno. 
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Do ponto de vista das análises de rochas, os modelos contínuos apresentam limitações para 

descrever a evolução do processo de fissuramento, desde a microescala até a macroescala  

(Read, 2004; Potyondy et al., 2020, 2023). Dessa forma, o MED mostra-se mais adequado para 

simular processos progressivos de ruptura e fraturamento em materiais rochosos. Ou seja, trata-

se de uma ferramenta eficaz para investigar os micromecanismos que, em conjunto, resultam 

nos efeitos observados em escala macroscópica (Read, 2004). 

Assim, o comportamento mecânico das rochas será governado pela formação, crescimento e 

eventual interação das microfissuras (Potyondy & Cundall, 2004). Esse processo pode ser 

validado por meio de registros de emissões acústicas, que captam os sinais gerados 

espontaneamente pela nucleação e propagação dessas microfissuras. A Tabela 2.1 resume os 

dados para fins de comparação. 
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Tabela 2.1 – Comparação dos métodos computacionais. 

Critério Método dos elementos Finitos (MEF) MED 

Discretização 
Malha de elementos (triangulares, 
quadrilaterais, tetraédricos etc.) para 
aproximar o domínio contínuo. 

Conjunto de partículas (ou blocos) que interagem por contato; cada partícula tem movimento 
independente. 

Equilíbrio 
Baseada em equilíbrio global de cada 
elemento; utiliza graus de liberdade nos 
nós (deslocamentos, rotações etc.). 

Equilíbrio dinâmico, dependente do passo de tempo para determinar analises quase-estáticas 

Compatibilidade 
Sem aparecimento de vazios e 
sobreposições entre os elementos; O 
sistema se deforma 

Sem deformações nos corpos rígidos, e é permitido que o sistema tenha sobreposições 

Comportamento 
constitutivo 

A matriz constitutiva relaciona tensão e 
deformação dentro do material 

Sem necessidades de modelos constitutivos. Necessidade de um modelo que descreva a resposta nos 
contatos, o que é análogo a um modelo constitutivo A resposta, no entanto é fenomenológica. A resposta 
em macroescala depende da resposta gerada em microescala. A não linearidade surge do sistema com a 
evolução de contatos entre as partículas. 

Condições de 
contorno As condições desempenham papeis semelhantes 
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2.1.2. MÉTODOS DE LATTICE 

Os modelos lattice foram inicialmente propostos nos estudos de Hrennikoff (1941) como uma 

metodologia numérica para a análise de meios contínuos elásticos bidimensionais, por meio de 

uma malha de elementos lineares treliçados interconectados. Dentre as hipóteses fundamentais, 

considera-se que o meio contínuo é representado por nós interligados por elementos de mola 

(Rasmussen, 2019). Esses modelos permitem determinar como as forças são transmitidas e se 

os graus de liberdade rotacionais estão presentes ou não. 

Entre os modelos lattice conhecidos, destaca-se o modelo MLMC (Modelo Lattice de Molas 

Clássico), cuja principal aplicação é o upscaling, sendo necessário resolver problemas na escala 

de engenharia (Hrennikoff, 1941). No entanto, esse modelo requer a calibração das 

propriedades microscópicas para a obtenção das propriedades em escala macroscópica, o que 

pode resultar em previsões superestimadas de deformações específicas (Rasmussen, 2019). Tal 

limitação ocorre porque a malha não considera adequadamente as dimensões das partículas na 

escala microscópica. 

Hrennikoff (1941), em seu modelo, estabeleceu uma relação direta entre os parâmetros elásticos 

e os parâmetros de entrada das molas, eliminando a necessidade de calibração. Uma vantagem 

expressiva do modelo MLMC é sua capacidade de reproduzir a tenacidade à fratura em modo 

I. Nesta pesquisa, a tenacidade à fratura será analisada em função do tamanho da malha. 

O coeficiente de Poisson, em alguns modelos MLMC, não é simulado para valores variados. 

Em contrapartida, os modelos de Born & Huang (1996) e Zhao et al. (2011) conseguem 

representar diferentes valores desse coeficiente, embora o modelo de Zhao et al. (2011) não 

permita a simulação de valores superiores a 0, 25 em malhas aleatórias. O modelo proposto por 

Bolander & Saito (1998), por sua vez, não permite a simulação de valores de Poisson diferentes 

de zero. Apesar disso, esse modelo elimina a necessidade de calibração por tentativa e erro e, 

assim como o modelo de vigas, introduz a capacidade de simular a transmissão de momentos e 

forças. 

Kawai (1978) desenvolveu um modelo para analisar a resposta física de estruturas submetidas 

a movimentos sísmicos. A concepção do modelo estrutural em estado limite considerava que a 

estrutura poderia ceder como um corpo rígido. Dessa forma, a estrutura foi dividida em um 

sistema de segmentos rígidos conectados por sistemas de molas distribuídas sobre as superfícies 

de contato. As redes de molas do tipo beam-spring permitiram ao modelo descrever o 
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movimento em termos de graus de liberdade rotacionais com maior efetividade. 

Bolander & Saito (1998), por sua vez, buscaram modelar o campo de deformações de maneira 

uniforme e garantir a isotropia na propagação de fissuras, com o intuito de reduzir o viés que a 

malha poderia impor nesse processo. A proposição do modelo Rigid Body Spring Network 

(RBSN) introduziu a tesselação de Voronoi, particionando o material com uma malha composta 

por partículas rígidas conectadas por molas. A aleatoriedade dos diagramas propiciou a 

capacidade de uma modelagem sem vieses, mostrando aplicabilidade em análises de fraturas 

para materiais homogêneos e heterogêneos, além de materiais isotrópicos, principalmente na 

modelagem de concreto. Assim, a Figura 2.9 ilustra a introdução de diagramas de Voronoi, com 

distribuição aleatória, os quais foram utilizados para particionar o material em um conjunto de 

partículas rígidas, conectadas por uma rede de molas, em conformidade com o conceito 

proposto por Kawai (1978). 

 
Figura 2.9 – Representação de um material homogêneo (Bolander & Saito, 1998). 

O RBSN (ou RMCR) é, sem dúvida, um dos métodos mais completos em termos de 

representação física de fenômenos complexos. 

A formulação original do modelo considerava o conjunto de partículas rígidas interconectadas 

ao longo de suas fronteiras por interfaces flexíveis. Duas partículas que compartilham um 

segmento (conforme apresentado na Figura 2.10) possuem, no ponto de interação, um conjunto 

de seis molas (em 2D, há dois graus de liberdade translacionais e um grau de liberdade 

rotacional no ponto de contato), o que permite a transferência de forças e momentos entre as 

células. A Figura 2.10 apresenta duas células de Voronoi i e j, em um sistema de coordenadas 

local n-s-t para a interface e as células no sistema global. 
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Figura 2.10 - Interface entre duas células de Voronoi conectadas, i e j, e o conjunto de seis molas elásticas 

lineares. E é o módulo de Young; Aᵢⱼ é a área da interface; hᵢⱼ é a distância entre os núcleos das células; e Jₚ, Iₛₛ e 

Iₜₜ são, respectivamente, o momento de inércia polar e os dois momentos principais de inércia da interface 

poligonal com relação ao centróide de sua área (Rasmussen, 2021). 

Os deslocamentos resultam na ativação das molas, de maneira semelhante ao processo de 

ativação de contatos apresentado anteriormente no DEM (Discrete Element Method). A 

modelagem dos elementos rígidos é assumida sob o conceito de pequenas deformações, 

permitindo calcular os deslocamentos relativos entre duas células a partir de suas propriedades 

geométricas e das leis de movimento. 

Abaixo, apresenta-se a formulação simplificada proposta por Bolander & Saito (1998). Os 

deslocamentos (u, v e w), em uma posição qualquer (x, y, z) da célula i, seguem o seguinte 

comportamento: 

𝑢𝑢 = 𝑢𝑢𝑖𝑖 + (𝑧𝑧 − 𝑧𝑧𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑦𝑦𝑦𝑦 − (𝑦𝑦 − 𝑦𝑦𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑧𝑧𝑧𝑧 

𝑣𝑣 = 𝑣𝑣𝑖𝑖 + (𝑧𝑧 − 𝑧𝑧𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑥𝑥𝑥𝑥 − (𝑥𝑥 − 𝑥𝑥𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑧𝑧𝑧𝑧 

𝑤𝑤 = 𝑤𝑤𝑖𝑖 + (𝑦𝑦 − 𝑦𝑦𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑥𝑥𝑥𝑥 − (𝑥𝑥 − 𝑥𝑥𝑖𝑖)𝜃𝜃𝑦𝑦𝑦𝑦 
Equação 2.10 

onde (xᵢ, yᵢ, zᵢ) são as coordenadas de referência e (θₓᵢ, θᵧᵢ, θ𝓏𝓏ᵢ) são as rotações da célula de 

Voronoi i.  

Uma vez conhecida a posição do centroide de uma face de contato entre as células i e j, os 

deslocamentos podem ser calculados com base nos deslocamentos e rotações, expressos de 

forma simplificada por meio da seguinte relação vetorial e matricial: 
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𝑑𝑑 = 𝐵𝐵𝑢𝑢𝑒𝑒 Equação 2.11 

onde 𝑑𝑑𝑇𝑇 = �𝛿𝛿𝑥𝑥,𝛿𝛿𝑦𝑦, 𝛿𝛿𝑧𝑧 ,𝜙𝜙𝑥𝑥,𝜙𝜙𝑦𝑦,𝜙𝜙𝑧𝑧� representa os deslocamentos relativos, e 𝑢𝑢𝑒𝑒 é um vetor 12x1 

de deslocamentos e rotações das células i e j. A matriz B, de ordem 6x12, relaciona as posições 

das células no sistema local. 

A partir das relações incrementais de força e deslocamento locais, é necessário determinar as 

rigidezes das molas nos sentidos normal, tangencial e rotacional. Esses valores dependem da 

geometria da interface, da distância entre os núcleos das células e das propriedades do material. 

As expressões são descritas como: 

𝑘𝑘𝑠𝑠 = 𝑘𝑘𝑡𝑡 = 𝛼𝛼1𝑘𝑘𝑛𝑛 = 𝛼𝛼1𝛼𝛼1𝐸𝐸 
𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖
ℎ𝑖𝑖𝑖𝑖

 

𝑘𝑘𝜙𝜙𝜙𝜙 = 𝐸𝐸 
𝐽𝐽𝑝𝑝
ℎ𝑖𝑖𝑖𝑖

 ,𝑘𝑘𝜙𝜙𝜙𝜙 = 𝐸𝐸
𝐼𝐼𝑠𝑠𝑠𝑠
ℎ𝑖𝑖𝑖𝑖

,𝑘𝑘𝜙𝜙𝜙𝜙 = 𝐸𝐸
𝐼𝐼𝑡𝑡𝑡𝑡
ℎ𝑖𝑖𝑖𝑖

 
Equação 2.12 

onde E é o modulo de Young do Material 𝛼𝛼1 e 𝛼𝛼2 são parâmetros de ajuste; 𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖 é a área da 

interface entre duas células de voronoi i e j; ℎ𝑖𝑖𝑖𝑖 é a distância entre os núcleos das células de 

voronoi; 𝐽𝐽𝑝𝑝, 𝐼𝐼𝑠𝑠𝑠𝑠 e 𝐼𝐼𝑡𝑡𝑡𝑡 são os momentos polar e dois momentos principais momentos de inércia.  

A proposição inicial de Bolander & Saito (1998) sugeria que o coeficiente de Poisson deveria 

ser igual a zero para que o modelo se comportasse de maneira homogênea. Quando α₁ e α₂ são 

iguais a 1, o coeficiente de Poisson resulta em zero, e o modelo apresenta um comportamento 

elástico e homogêneo. Essa limitação foi superada por Asahina et al. (2015) para modelos 2D, 

e por Asahina et al. (2017) para modelos 3D, com a proposta de introdução de tensões fictícias. 

Nessa abordagem, o coeficiente de Poisson é obtido por meio da aplicação de forças fictícias 

nos conjuntos de molas, calculadas com base no tensor de tensões simétrico de cada célula de 

Voronoi. As forças são determinadas e aplicadas a cada passo de tempo, conforme o 

procedimento descrito por Asahina et al. (2017). 

O procedimento consiste nas seguintes etapas apresentadas em Rasmussen et al. (2018): 

• Etapa 1: Os parâmetros elásticos α₁ e α₂ são inicialmente adotados iguais a um, 

simulando o coeficiente de Poisson igual a zero e assumindo comportamento elástico 

homogêneo. As tensões principais σ₁, σ₂ e σ₃ são calculadas em cada célula de Voronoi 

com base na equação de Love-Weber. 
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• Etapa 2: As tensões fictícias são calculadas assumindo um coeficiente de Poisson 

prescrito. 

• Etapa 3: As tensões fictícias são aplicadas em cada célula de Voronoi por meio de um 

vetor de tração em cada face de contato. Para uma face m na célula i, essas forças geram 

deslocamentos adicionais e uma redistribuição das tensões a cada passo de tempo. O 

processo é repetido até o final da simulação. 

Além disso, Bolander & Saito (1998) apresentou detalhes sobre a capacidade do modelo em 

simular o processo de fraturamento. Concluiu-se que os vieses nas trajetórias das fissuras são 

reduzidos quando as malhas são aleatórias e as distribuições regulares (como exemplificado 

pela Figura 2.11), o que maximiza a isotropia do modelo com relação à probabilidade de 

propagação da trinca. Essa condição é descrita como: 

𝑛𝑛� =
0.68𝑎𝑎𝑎𝑎
𝑑𝑑𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

2  Equação 2.13 

onde a e b são as dimensões do modelo e dmim a distância mínima entre 2 núcleos; 𝑛𝑛� seria o 

número máximo de células que poderia ser organizada de maneira aleatória no modelo. 

 
Figura 2.11 - Diagramas de Voronoi baseados em diferentes estratégias de malha: (a) número de células ≪𝑛𝑛� e 

(b) número de células ≈ 𝑛𝑛� (Bolander & Saito, 1998). 

Posteriormente, Yip et al. (2005) propôs a geração de malhas com base na distribuição de pontos 

nodais a partir de um gerador de números aleatórios. A saturação do domínio ocorre conforme 

a definição de um dₘᵢₙ, induzindo uma distribuição de pontos com certa uniformidade.  
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2.2. MODELOS DE CONTATO 

Os métodos discretos impõem o comportamento particulado por meio de modelos de contato, 

fornecendo uma relação força-deslocamento ou momento-rotação. Ao fornecer características 

(arranjo, forma e tamanho das partículas) ou propriedades às partículas ou contatos, gera-se 

uma resposta constitutiva emergente ao modelo (Potyondy et al., 2025).  

Segundo Potyondy et al. (2025), os modelos microestruturais (podendo ser interpretado como 

a capacidade de reproduzir a microestrutura em escala de grãos) podem ser classificados como: 

• Elementos maiores que os grãos reais, usados para simular o comportamento macroscópico 

do maciço, sem representar diretamente a microestrutura (próximo dos modelos clássicos 

em elementos discretos);  

• Elementos com tamanho equivalente aos grãos reais, permitindo a simulação de 

micromecanismos de ruptura na escala dos grãos; 

• Aglomerados de elementos representando grãos, usados para modelar a fragmentação dos 

grãos e a heterogeneidade do material em uma escala intermediária. 

Os modelos possíveis de serem utilizados em modelagens discretas são definidos pela relação 

entre o tipo de partícula selecionado pelo usuário. Os BBMs (Bonded-Block Models ou modelo 

de blocos colados) consistem em malhas com elementos elastoplásticos, inquebráveis 

(tetraedros ou células de Voronoi), unidos por interfaces entre os blocos. Uma ligação se rompe 

quando as tensões suportadas excedem os valores de resistência do material (Potyondy et al., 

2025). 

O comportamento mecânico continua a ser governado pelo DEM, com uma tentativa de imitar 

a microestrutura dos materiais por meio de blocos angulares, intertravados e elastoplásticos, 

com interfaces que podem sofrer danos parciais. Após a ruptura, o comportamento ainda pode 

ser de intertravamento devido à superfície angular. 

O modelo de partículas coladas (BPMs) consiste em um arranjo compactado, mas não 

perfeitamente intertravado, de partículas rígidas e inquebráveis, unidas por ligações nas 

interfaces (Potyondy et al., 2025). Quando a tensão suportada pelas ligações é excedida, o 

comportamento é definido pelo tipo de modelo de contato utilizado. O modelo mais simples é 

o de ligação pontual, que representa uma interface infinitesimal, linear e elástica, imitando a 
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microestrutura de uma partícula soldada pontualmente, proposta por Cundall & Strack (1979). 

Esse tipo de modelagem foi apresentado na seção 2.1.1. 

O modelo de ligação paralela foi implementado por Potyondy & Cundall (2004), os quais 

propuseram um modelo de contato que permite simular o processo de cimentação entre 

partículas, incorporando resistência à tração na direção normal e coesão na direção tangencial, 

diferentemente do modelo linear de molas anteriormente apresentado. Após a ruptura da 

ligação, a interface é removida junto com as forças e momentos que transmitia, de modo que a 

interface deixa de resistir a momento. A Figura 2.12 apresenta comportamento do modelo de 

contato linear paralelo. 

 
Figura 2.12 -Comportamento força–deslocamento do sistema grão–cimento (Potyondy & Cundall, 2004). 

O modelo de contato paralelo destaca-se pela sua capacidade de reproduzir o comportamento 

de rochas frágeis (Potyondy & Cundall, 2004; Wang & Tonon, 2009; Potyondy, 2015; Xu et 

al., 2020), bem como de simular a corrosão induzida por tensões em rochas silicáticas 

(Potyondy, 2017). 

Dentre as limitações citadas (Potyondy & Cundall, 2004; Cho et al., 2007; Jiang et al., 2015) 

destacam-se: 

• Uma razão irrealisticamente baixa entre resistência à compressão uniaxial e à tração; 

• Uma envoltória de resistência linear; 
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• Um ângulo de atrito excessivamente baixo devido à envoltória linear. 

Alguns autores indicam que os problemas do modelo decorrem de suposições microestruturais 

simplificadas (Cho et al., 2007; Wu & Xu, 2016; Bahaaddini & Rahimi, 2018; Liu et al., 2020; 

Potyondy et al., 2025), como o uso de partículas esféricas na proposta original, o que limita a 

capacidade de capturar o intertravamento geométrico decorrente da forma, reduzindo a 

mobilização da resistência friccional (Bahrani et al., 2011; Potyondy, 2010). 

Como tentativa de superar essas limitações, as principais abordagens consistem em aprimorar 

o modelo de contato ou aumentar o intertravamento entre partículas. Jiang et al. (2015) 

aprimoraram o modelo para representar forças e momentos após a ruptura, com parâmetros que 

limitam o esforço cortante, torção e flexão. 

Como alternativa ao modelo de contato paralelo, o modelo de junta plana (flat joint) representa 

uma interface de área finita (não nula), linear e elástica, ligada ou friccional, que pode sofrer 

dano parcial (já que é composta por elementos ligados que se rompem de forma independente) 

(Potyondy, 2012; Wu & Xu, 2016; ITASCA, 2023a; Potyondy et al., 2025). Mesmo após a 

ruptura de todos os elementos ligados da interface, esta continua a resistir a momento. A Figura 

2.13 apresenta o contato flat-joint (à esquerda) e o material com juntas planas (à direita), 

utilizados na modelagem de fraturas em rochas. 

 
Figura 2.13 - Contato flat-joint (à esquerda) e material com juntas planas (à direita) (ITASCA, 2023a). 

O material com juntas planas imita a microestrutura de partículas rígidas, angulares e 

intertravadas, com interfaces que podem sofrer dano parcial, permitindo que as partículas 
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permaneçam intertravadas mesmo após a ruptura de todas as ligações ao longo do contorno das 

partículas. A abordagem torna os grãos capazes de incluir trincas ou lacunas, viabilizando a 

simulação da microestrutura e da resposta mecânica (Potyondy, 2017). 

O modelo demonstrou sucesso em simulações em escala laboratorial (Wu & Xu, 2016; 

Potyondy, 2017; Vallejos et al., 2017; Bahaaddini et al., 2021; Bai et al., 2022), porém mostrou-

se incapaz de simular a ruptura por spalling em escala de campo (Potyondy et al., 2020; 

Potyondy & Ivars, 2020). 

Segundo Sun et al. (2024), os parâmetros utilizados no modelo para expressar as propriedades 

macroscópicas foram obtidos após um processo de tentativa e erro. Os parâmetros de entrada 

controlam diferentes características; entre elas, os modelos de contato podem representar 

rupturas frágeis ou dúcteis, dependendo da escolha da razão cb/σt. A razão entre σucs/σt é 

satisfeita pela variação de cb/σt. O módulo de elasticidade efetivo Ec e a razão entre as rigidezes 

normal e de cisalhamento, tanto das partículas quanto das ligações (kn/ks), estão relacionadas 

ao módulo de Young. 

Na literatura, outro modelo que surge é o Soft Bond Model (SBM), que é capaz de reproduzir o 

dano progressivo em rochas. O SBM mostrou-se capaz de reproduzir resultados de perda de 

resistência frágil em escala de laboratório (Gao & Meguid, 2022), o comportamento e os 

componentes do modelo são apresentados na Figura 2.14. Bai et al. (2024) estudou a influência 

da forma das partículas no modelo Soft Bond para estudos de fraturamento em rocha frágil, 

obtendo excelentes resultados na representação do comportamento em escala de laboratório. 

No entanto, o modelo depende de uma calibração micromecânica extensa. 

 
Figura 2.14 - Comportamento e componentes reológicos do modelo soft bond com multiplicadores de atrito nulos 

e amortecedores inativos (Bai et al., 2024). 
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Os BBMs, citados anteriormente, foram indicados como solução para superar os problemas de 

ângulos de atrito na envoltória de resistência (Potyondy & Cundall, 2004). A visão de que 

representar a microestrutura seria o mais adequado vem desde os estudos de Martin (1997), que 

identificou a necessidade de modelos que representem a escala de grãos para simular o entalhe 

da ruptura por spalling. Esses artigos não citam como relevantes para o processo de 

fraturamento propriedades como a tenacidade à fratura, com exceção de um tópico discutido no 

artigo de Potyondy & Cundall (2004). 

A maior parte das tentativas de modelagem do comportamento de rochas frágeis tenta 

reproduzir, pelas propriedades microscópicas, o comportamento tensão-deformação da mesma 

rocha em escala macroscópica, em um volume representativo do material. No entanto, não se 

pode garantir que o material reproduz as propriedades elásticas de forma isotrópica e 

homogênea, ou que reproduz a heterogeneidade desses materiais de forma controlada (Mayer 

& Stead, 2017). 

O modelo de partículas agrupadas (Clumped Particle Model), proposto por Cho et. al. (2007), 

buscou aumentar o intertravamento entre minerais, agrupando partículas esféricas próximas 

para representar grãos maiores e suas irregularidades, como apresentado na Figura 2.15. 

 
Figura 2.15 - Partículas agrupadas para a modelagem de formas irregulares de grãos em rochas frágeis (Cho et 

al., 2007). 

Outra forma de superar esse problema foi o Grain-Based Model (GBM), como apresentado na 

Figura 2.16 (Lan et al., 2010; Potyondy, 2010), que buscou representar partículas com formas 

circulares/esféricas ou tesselações de partículas poligonais ou triangulares. No PFC, os modelos 

BBMs foram incorporados a partir da versão 6 do programa (ITASCA, 2023c; Bai et al., 2024). 

Segundo Bai et al. (2024), os modelos que utilizam partículas GBM são mais complexos, 

exigindo a calibração de um número maior de microparâmetros, como os parâmetros dos 

minerais e de suas interfaces. 
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Figura 2.16 - Layout para um ensaio de compressão não confinada em uma amostra de granito Lac du Bonnet e 

Aspo Diorito, utilizando o modelo GBM-UDEC. As diferentes tonalidades de cinza indicam o grau de resistência 

dos grãos minerais; grãos com maior resistência apresentam coloração mais escura (Lan et al., 2010). 

O modelo de contato Hybrid Lattice/Discrete Element Method (Spring Network Model) não 

será apresentado nesta seção de revisão de literatura, sendo abordado na próxima seção com 

mais detalhes. 

A Tabela 2.2 apresenta diferentes modelos de contato descritos na literatura. 

Tabela 2.2 – Modelos de Contato. 

Nome do Modelo Resumo do comportamento Referência 

Linear Comportamento elástico linear, friccional e viscoso. Cundall & Strack 
(1979) 

Ligação de contato Linear Modelo linear e ligação de contato para BPM. Potyondy & Cundall 
(2004) 

Ligação Linear Paralela Modelo linear e ligação paralela para BPM. Potyondy (2011) 

Hertz Comportamento elástico, friccional e viscoso não linear para 
aplicações granulares, incluindo problemas de impacto. 

Mindlin & Deresiewicz 
(2021) 

Hybrid Lattice/Discrete 
Element Method (Spring 

Network Model) 

Implementação de rede de molas de bloco rígido que pode 
combinar resposta elástica colada com amolecimento e 
enfraquecimento do deslizamento. 

Rasmussen (2021) 

Flat Joint Interface de tamanho finito, elástica linear e ligada ou 
friccional com dano parcial para BPM. Potyondy (2012) 
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2.2.1. HYBRID LATTICE/DISCRETE ELEMENT METHOD 

A abordagem corrigida do RBSN proposta por Asahina et al. (2015) não foi capaz de 

representar muitas das etapas envolvidas no processo de fratura de rochas frágeis. Embora o 

modelo tenha conseguido reproduzir o trecho elástico-linear e o valor de resistência de pico, 

apresentou limitações na descrição do comportamento pós-pico e nos processos de fraturamento 

mais complexos. 

Berton & Bolander (2006) empregaram um modelo de rede irregular combinado com a 

abordagem de crack band para simular a fratura no modo I em materiais com comportamento 

de amolecimento. No entanto, o método mostrou-se impraticável para simulações sob regimes 

compressivos. 

Rasmussen et al. (2018) propôs uma extensão do RBSN visando conferir-lhe a capacidade de 

modelar processos complexos de fraturamento sob compressão. Esse modelo incorporou a zona 

coesiva modificada proposta por Camanho & Dávila (2002), com o objetivo de fornecer o efeito 

de confinamento no amolecimento em modo II. Além disso, introduziu a representação da 

heterogeneidade em escala mesoscópica por meio de uma função de probabilidade associada a 

um coeficiente de variação e a inclusão de microfissuras pré-existentes utilizando a metodologia 

de redes de fratura discreta (Hamdi et al., 2015). O modelo proposto foi capaz de simular o 

fraturamento de rochas sob compressão com boa correspondência em escala macroscópica. No 

entanto, a versão estendida do RBSN permaneceu baseada na suposição de pequenas 

deformações. 

Em um trabalho posterior, Rasmussen & Farias (2019) avaliaram a aplicabilidade do RBSN na 

análise de túneis em rochas duras. O aumento da complexidade desses estudos exigiu a geração 

de malhas conformes, capazes de respeitar as redes de fraturas discretas. A falta de 

conformidade pode levar a resultados imprecisos em relação às distribuições de tensões e 

deslocamentos. A seguir, são apresentadas algumas técnicas de malhagem que evidenciam a 

complexidade desse processo, que constitui atualmente uma área de pesquisa ativa. 

Rasmussen & Farias (2019) propôs um novo esquema de geração de malhas, estruturado em 

três etapas principais: a aplicação da amostragem por discos de Poisson na primeira etapa; a 

otimização da malha por meio dos métodos de Merland et al. (2014) e do método baseado em 

forças de Persson & Strang (2004) na segunda etapa; e a formulação do modelo de junta suave 

na terceira etapa. Esse esquema demonstrou a viabilidade de gerar malhas compostas por 
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células de Voronoi aleatoriamente posicionadas, reduzindo o viés nas trajetórias de fraturas. 

Além disso, permitiu a geração de malhas mais bem adaptadas às geometrias dos modelos e 

eliminou zonas com células excessivamente pequenas, que poderiam impactar negativamente 

o passo de tempo crítico. A Tabela 2.3 apresenta um resumo comparativo entre diferentes 

métodos de geração de células de Voronoi, destacando suas características principais, bem 

como as respectivas vantagens e limitações. 

Tabela 2.3 – Métodos para Geração de Malhas Voronoi Conformes. 

Referência Método Descrição Vantagens Desvantagens 

Yip et al. 
(2005) 

Espelhamento de 
sementes 

Malhas conformes 
espelhando sementes em 

ambos os lados das 
características geométricas. 

Simples de 
implementar. 

Não funciona com 
geometrias 
complexas. 

Branets et 
al. (2009) 

Círculos e 
interseções de 

sementes 

Utiliza malhas de Delaunay 
para gerar círculos e 

sementes de Voronoi a 
partir das interseções. 

Eficaz em 2D. Não estendido para 
3D. 

Yan et al. 
(2013) 

Corte das células de 
Voronoi 

Conformidade cortando as 
células de Voronoi. Robusto. 

Alteração da 
geometria das células, 
podendo criar células 

côncavas. 

Asahina et 
al. (2014) 

Malhas aleatórias 
com tamanhos 

escolhidos 

Usa malhas aleatórias com 
tamanhos de células 
selecionados para 

representar características 
geométricas. 

Intuitivo. 

Introduz erros nos 
cálculos dos campos 

de tensão e 
deslocamento. 

Merland et 
al. (2014) 

Otimização baseada 
em gradiente 

íngreme adaptativo 

Processos de otimização 
para gerar malhas em 3D. 

Capaz de lidar 
com modelos 

3D. 

Não obtém malhas 
perfeitamente 

conformes. 

Os estudos subsequentes evidenciaram a necessidade de incluir a suposição de grandes 

deslocamentos entre as vantagens do RBSN, a fim de corrigir sua formulação numérica 

simplificada (Rasmussen, 2021). O método dos elementos discretos (MED) se mostrou uma 

ferramenta adequada nesse sentido, pois integra explicitamente as leis de movimento de 

Newton para elementos rígidos, permitindo a consideração de grandes deslocamentos e 

rotações. Contudo, uma desvantagem do MED reside na geração de malhas com 

heterogeneidades espúrias nas propriedades de deformabilidade e resistência (Mayer & Stead, 

2017). Além disso, o MED geralmente requer um processo de calibração por tentativa e erro 

para alcançar o comportamento macroscópico desejado. Mayer & Stead (2017), demostraram 

que o uso de malhas estocásticas no MED pode ser considerado problemático, pois gera 
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heterogeneidades espúrias que pode introduzir incertezas adicionais nos resultados dos 

modelos, mesmo sob um processo de calibração mais cuidadoso. 

Essa limitação foi superada pelos métodos lattice, propostos inicialmente por Kawai (1978) e 

posteriormente aprimorados por Bolander & Saito (1998). Rasmussen (2021) propôs combinar 

o MED com o RBSN, originando o método híbrido de rede/elemento discreto (Hybrid LDEM). 

Essa abordagem integrou as vantagens de ambas as metodologias, utilizando um esquema de 

solução explícita, permitindo grandes deslocamentos e rotações, além da detecção de contatos. 

O RBSN conferiu ao modelo um comportamento elasticamente homogêneo; além disso, 

permitiu a introdução controlada de heterogeneidades de material, sem a presença das 

heterogeneidades espúrias associadas a modelos de contatos anteriores com malha aleatória. 

O Hybrid LDEM permite aos usuários gerarem materiais com propriedades elásticas totalmente 

homogêneas a partir de parâmetros microscópicos que são reproduzidos diretamente pelo 

modelo. Alternativamente, também possibilita a geração de materiais heterogêneos através da 

distribuição de probabilidade de Weibull, introduzindo variações nos parâmetros de resistência 

e deformabilidade e eliminando a necessidade de calibração por tentativa e erro. 

Rasmussen (2021) aplicou o Hybrid LDEM em estudos com treze tipos de rochas, incluindo 

ígneas, metamórficas e sedimentares. Os resultados para materiais homogêneos apresentaram 

boas correspondências com o comportamento macroscópico esperado, incluindo módulo de 

Young, coeficiente de Poisson, resistência à tração direta e resistência à compressão confinada 

e não confinada. Nessa abordagem, o material manteve comportamento linear e frágil, sem 

formação de características não lineares. Por outro lado, a suposição de heterogeneidade 

proporcionou respostas adicionais, como a tensão de iniciação de fissuras e o dano por 

fissuração.  

As limitações iniciais do Hybrid LDEM incluem o fato de que as células de Voronoi são tratadas 

como elementos rígidos e inquebráveis, superado pela publicação de Rasmussen (2022) e 

expandido para o PFC, por Potyondy et. al. (2025), a fase de fechamento das fissuras antes do 

comportamento elástico-linear sob compressão não é representada, as malhas adotadas são 

baseadas em distribuições uniformes de pontos nodais, o que não permite representar 

adequadamente o padrão cristalino mineral de rochas foliadas, e modelos tridimensionais são 

necessários para simular com precisão a falha de rochas em geral. 
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O funcionamento do Hybrid LDEM como modelo de contato é relativamente simples. Durante 

as simulações, as posições e rotações espaciais das células de Voronoi são atualizadas seguindo 

o esquema usual de integração explícita no tempo do MED. Antes da ruptura, as interações 

intactas entre as células conectadas são representadas por um conjunto de seis molas lineares-

elásticas, típicas do RBSN (três molas translacionais e três rotacionais). As molas lineares 

transmitem forças normais e de cisalhamento, enquanto as rotacionais transmitem momentos 

de torção e flexão. Quando ocorre a ruptura, o conjunto de molas é removido, e as faces de 

Voronoi formadas são verificadas quanto ao contato com outras células ao longo da simulação. 

A correção do coeficiente de Poisson segue a metodologia de tensões fictícias proposta por 

Asahina et al. (2015), já discutida anteriormente. Posteriormente, a abordagem de discos de 

Poisson (Bolander & Saito, 1998) é utilizada para gerar um número adequado de nós, a partir 

dos quais são construídas as células de Voronoi. A correção das forças fictícias depende de uma 

estimativa do estado de tensões dentro de cada bloco rígido. O PFC utiliza a abordagem de 

Christoffersen et al. (1981), segundo a qual a soma dos produtos externos entre as forças de 

contato e os vetores de ligação é usada para calcular as tensões internas de um bloco rígido. 

Os critérios de falha do modelo foram adaptados para verificar a ruptura com base em forças e 

momentos, como ocorre nos modelos de contato do MED. Para falhas por tração, as forças e 

momentos são utilizados para calcular a tensão máxima de tração: 

𝜎𝜎𝑛𝑛𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 =
−𝐹𝐹𝑛𝑛
𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖

+
�𝑀𝑀𝑠𝑠

2 + 𝑀𝑀𝑡𝑡
2𝑅𝑅𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑

𝐼𝐼𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑
 Equação 2.14 

onde 𝜎𝜎𝑛𝑛𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚a tensão normal máxima, 𝐹𝐹𝑛𝑛 é a força normal da mola (positiva para compressão e 

negativa para tração), 𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖 é a área da faceta de Voronoi, Ms e Mt são os momentos de flexão 

paralelos à faceta, 𝑅𝑅𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑 é o raio de um disco com área igual a 𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖 e 𝐼𝐼𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑 é o momento de 

inércia desse disco. 

Para falhas por cisalhamento, considera-se a força de cisalhamento e o momento de torção no 

cálculo da tensão máxima de cisalhamento: 

𝜏𝜏𝑠𝑠𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 =
|𝑀𝑀𝑛𝑛|𝑅𝑅𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑
𝐽𝐽𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑

+
�𝐹𝐹𝑠𝑠2 + 𝐹𝐹𝑡𝑡2𝑅𝑅𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑

𝐴𝐴𝑖𝑖𝑖𝑖
 Equação 2.15 

onde 𝜏𝜏𝑠𝑠𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚a tensão máxima de cisalhamento, Fs e Ft são as forças de cisalhamento aplicadas 
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pelas molas lineares, 𝑀𝑀𝑛𝑛 é o momento de torção aplicado pela mola rotacional normal à faceta 

e 𝐽𝐽𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑 é o momento polar de inércia do disco. 

O critério de resistência à tração é verificado para interfaces intactas, ocorrendo falha sempre 

que a tensão de tração calculada excede a resistência à tração microscópica definida para o 

material. 

O ciclo de cálculo do Hybrid LDEM permanece inalterado em relação ao MED, sendo o RBSN 

aplicado como modelo de contato. O deslizamento friccional ocorre sempre que a seguinte 

condição é satisfeita: 

𝜏𝜏𝑠𝑠 ≥ 𝜎𝜎𝑛𝑛 tan𝜙𝜙𝑟𝑟 Equação 2.16 

onde 𝜏𝜏𝑠𝑠 é a tensão de cisalhamento aplicada, 𝜎𝜎𝑛𝑛 é a tensão normal aplicada e 𝜙𝜙𝑟𝑟  é o ângulo de 

fricção residual microscópico. 

Durante o cálculo das forças e momentos no centróide das células de Voronoi, forças e 

momentos de amortecimento são aplicados para impor uma condição quase-estática às 

simulações. Adota-se o esquema de amortecimento local não viscoso proposto por Potyondy & 

Cundall (2004), definido pelas expressões apresentadas: 

𝐹𝐹𝑑𝑑 = −𝛼𝛼|𝐹𝐹|𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 (𝑉𝑉) 

𝑀𝑀𝑑𝑑 = −𝛼𝛼|𝑀𝑀|𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 (𝜔𝜔) 
Equação 2.17 

onde 𝛼𝛼 é o fator de amortecimento, 𝐹𝐹 é a força não equilibrada na célula de Voronoi, 𝐹𝐹 é o 

momento não equilibrado, 𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 (𝑉𝑉) e 𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 (𝜔𝜔) são os sinais da velocidade translacional e 

rotacional, respectivamente. 

2.2.2. REPRESENTAÇÃO DA HETEROGENEIDADE 

O uso de distribuições estatísticas em mecânica das rochas é importante para representar 

comportamentos não lineares complexos. Hudson & Fairhurst (1969) utilizaram distribuições 

de Weibull, enquanto Tang & Kaiser (1998) desenvolveram códigos para representar 

parâmetros de deformabilidade e resistência em modelos de elementos finitos de rochas. No 

Hybrid LDEM, a distribuição de Weibull também é adotada, definida pelos parâmetros de forma 

(m) e escala (𝑥𝑥0). O parâmetro de forma controla a dispersão dos dados, enquanto o parâmetro 

de escala se relaciona com o valor esperado da distribuição. 
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A função de distribuição acumulada de Weibull é expressa: 

𝐹𝐹(𝑥𝑥) = 1 − exp �− �
𝑥𝑥
𝑥𝑥0
�
𝑚𝑚
� Equação 2.18 

O valor esperado da distribuição é apresentado: 

𝜇𝜇 = 𝑥𝑥0Γ �1 +
1
𝑚𝑚
� Equação 2.19 

onde μ é o valor esperado; e Γ () é a função gama. 

No Hybrid LDEM, a distribuição de Weibull é aplicada aos parâmetros microscópicos 

numéricos, que podem ser compreendidos como valores médios, controlados pelo parâmetro 

de forma. 

Os estudos de Rasmussen (2021) avaliaram o impacto do tamanho das células de Voronoi nas 

propriedades macroscópicas, como módulo de Young, razão de Poisson, tensões de iniciação e 

dano por fissuração, resistência à compressão não confinada e resistência à tração direta. A 

maioria dos valores convergiu para células com tamanho médio inferior ou igual a 4 cm, com 

exceção do módulo de Young. Os resultados mostraram certa dispersão, com exceção da tensão 

de dano por fissura, que diminuiu à medida que o tamanho da malha foi reduzido. A resistência 

à tração macroscópica não apresentou sensibilidade ao tamanho da célula, uma vez que os 

mecanismos de intertravamento de partículas são inexistentes. Esses mecanismos, contudo, 

parecem ter impacto significativo nos níveis de tensão durante a falha compressiva. Algumas 

conclusões sobre a influência dos parâmetros no comportamento das curvas do material 

heterogêneo, são apresentados na Tabela 2.4. 
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Tabela 2.4 – Resumo do comportamento do Hybrid LDEM apresentado por Rasmussen (2021). 

Aspecto Resultados Principais Curva de Regressão Observações Adicionais 

Tamanho médio das 
células de Voronoi 

Valores macroscópicos convergem para tamanho 
médio de célula ≤ 4 cm; 
Dispersão reduz com menor tamanho de célula; 
Resistência à tração insensível ao tamanho. 

Não se aplica 
4cm escolhido para simulações numéricas; 
Aumento de homogeneidade estatística com 
células menores. 

Módulo de Young e 
Razão de Poisson 

Razões 𝐸𝐸𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
𝐸𝐸𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

 e 𝜈𝜈𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
𝜈𝜈𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

 constantes para m fixo; 
Maior m aproxima ambas de 1 (maior 
homogeneidade). 

Lei de Potência: 

𝑦𝑦 =  𝑎𝑎𝑥𝑥𝑏𝑏 +  1 

Maior homogeneidade reduz discrepâncias entre 
os valores microscópicos e macroscópicos. 

Resistência à Tração 
Direta 

Razão 𝜎𝜎𝑡𝑡
𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

𝜎𝜎𝑡𝑡
𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚  constante para m fixo; 

Maior m aproxima a razão de 1. 

Lei de Potência: 

𝑦𝑦 =  𝑎𝑎𝑥𝑥𝑏𝑏 +  1 

Insensibilidade da resistência à tração ao 
tamanho da célula devido à ausência de 
mecanismos de intertravamento. 

Tensão de Iniciação de 
Fissuras 

Razão 𝜎𝜎𝑡𝑡
𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐
  constante para m fixo; 

Razão converge para 0 com maior m (menos 
interações críticas de baixa resistência). 

Lei de Potência: 

𝑦𝑦 =  𝑎𝑎𝑥𝑥𝑏𝑏 

Modelos homogêneos reduzem interações 
críticas que afetam a tensão de iniciação de 
fissuras. 

Tensão de dano por 
Fissuras 

Nenhuma relação direta entre m e 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐; 
Influenciada por múltiplos parâmetros 
(𝜎𝜎𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 ,𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚, 𝑚𝑚𝑖𝑖

𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚e 𝜙𝜙𝑟𝑟). 

Michaelis–Menten: 

𝑦𝑦 =
𝑎𝑎𝑎𝑎
𝑏𝑏 + 𝑥𝑥

 

Lei de Potência: 

𝑦𝑦 =  𝑎𝑎𝑥𝑥𝑏𝑏 

𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 converge para um valor máximo em altos 
𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚, onde microfissuração por tração 
domina. 
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2.2.3. MOSAICO DE VORONOI 

Os mosaicos de Voronoi tem a capacidade de simular de forma eficiente estruturas intactas, que 

podem ser representadas como quebráveis ou inquebráveis (Ghazvinian et al., 2014; Potyondy 

et al., 2025). Nessa técnica, uma região é preenchida com sementes aleatórias, e superfícies ou 

linhas são geradas de modo que a região delimitada ao redor de cada ponto semente inclua todo 

o espaço mais próximo desse ponto do que de qualquer outro (Ghazvinian et al., 2014). A Figura 

2.17 apresenta um esquema de geração de células de Voronoi. 

 
Figura 2.17 - Apresentação esquemática da lógica do gerador de tesselação de Voronoi: (a) geração aleatória de 

pontos controlada por número de semente, (b) geração da triangulação de Delaunay, (c) geração da tesselação de 

Voronoi e (d) modelo em blocos de polígonos de Voronoi (Fabjan et al., 2015). 

Os contornos dos grãos na estrutura policristalina produzida pela tesselação podem ser 

utilizados para representar descontinuidades em rochas intactas, permitindo a evolução de 

danos ao longo desses contornos. Ghazvinian et al. (2014) discutiu, em seu artigo, as limitações 

dos modelos de contato do PFC em simular o comportamento de rochas, destacando que os 

parâmetros micromecânicos não conseguem representar esse comportamento de forma 

macroscópica. Esse problema foi superado com a implementação do Spring Network model 

(ITASCA, 2024b) e o Subspring Network model (Potyondy et al., 2025) , que utiliza como base 

o modelo hybrid LDEM. 
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Kazerani & Zhao (2010) conseguiram representar o comportamento em escala de laboratório 

nas simulações, utilizando o UDEC para dois diferentes tipos de grãos (granitos resistentes e 

arenitos fracos). Lan et. al. (2010) utilizou o GBM-UDEC para representar a microestrutura de 

rochas frágeis, considerando a heterogeneidade geométrica, elástica e de contato na escala de 

grão, incorporada por meio de um mosaico de Voronoi. 

O foco era representar as amostras em escala de grão e estudar o efeito da heterogeneidade no 

processo de geração de tensões, visando reproduzir a distribuição do tamanho dos grãos 

minerais e suas formas angulares associadas. Essa tentativa consiste em representar rochas 

intactas, que apresentam uma variedade de grãos minerais com diferentes tamanhos. 

Ghazvinian et al. (2014) propôs uma abordagem para a geração de células de Voronoi em 3D 

para modelos com domínios convexos arbitrários no 3DEC, apresentando um modelo para a 

simulação de comportamentos anisotrópicos inerentes a rochas com estruturas internas 

complexas. 

Outra vantagem das células de Voronoi é que o BPM pode subestimar a resistência à tração e a 

inclinação da envoltória de ruptura (Potyondy, 2015; Potyondy & Cundall, 2004). Tentativas 

anteriores buscaram eliminar essas limitações por meio da redução do tamanho das partículas, 

do refinamento das formas por meio de clusters ou clumps (Cho et al., 2007; Potyondy et al., 

2025), do ajuste na distribuição de tamanhos de partículas, da redução da porosidade, e do uso 

do modelo granular baseado em grãos (GBM), o que não superou integralmente as limitações. 

A grande vantagem é que, se os grãos forem não fraturáveis, a ruptura ocorre nas fronteiras 

entre os polígonos, e a lógica de contato segue a mesma do BPM, com exceção de que as 

ligações ocorrem nas áreas de contato entre superfícies e não em pontos de contato (Bahaaddini 

& Rahimi, 2018). 

Posteriormente, foram superados problemas relacionados às heterogeneidades espúrias que 

resultam de malhas estocásticas em elementos discretos, as quais induzem possíveis incertezas 

à malha (Mayer & Stead, 2017). 

Nesse contexto, destacam-se duas principais abordagens de discretização de malhas, estudadas 

por Raisinger et al. (2025): 

• Discretização física, que busca reproduzir a microestrutura real do material (Bolander 



41 

 

  

et al., 2021), gerando oscilações de tensões que, embora reflitam aspectos reais do 

comportamento (Cusatis & Cedolin, 2007), podem limitar o controle de parâmetros 

como o coeficiente de Poisson (Eliáš, 2020); 

• Discretização não física, que utiliza malhas arbitrárias, sem representação explícita da 

microestrutura. Essa abordagem requer correções matemáticas, como projeções de 

tensões, para garantir o comportamento elástico global (Asahina et al., 2015, 2017). 

Entretanto, ao promover uma homogeneização excessiva, perde-se a capacidade de 

representar adequadamente a heterogeneidade real do material (Cusatis & Cedolin, 

2007); 

2.3. ENSAIOS DE LABORATÓRIO 

Durante o processo de escavação, danos e fraturas em rochas comprometem a estabilidade 

estrutural, podendo afetar significativamente a segurança das obras. Quando rochas intactas são 

submetidas a elevados níveis de tensão, a redistribuição dessas tensões torna-se um fator crítico, 

pois o comportamento resultante pode induzir à formação de concentrações localizadas de 

tensão, culminando na liberação súbita de energia. As análises e interpretações sobre o 

comportamento dessas estruturas baseiam-se em resultados obtidos por meio de ensaios 

laboratoriais. 

2.3.1. ENSAIOS DE COMPRESSÃO 

O ensaio de compressão uniaxial é o método mais frequentemente utilizado na mecânica das 

rochas para a determinação das propriedades de resistência e deformabilidade. Trata-se de um 

ensaio de simples execução, porém com elevada dificuldade na preparação adequada das 

amostras (Marques & Vargar Jr, 2022). Nesse tipo de ensaio, recomenda-se que a relação entre 

altura e diâmetro do corpo de prova, conforme a ISRM (2015), seja mantida entre 2,5 e 3, 

embora, em alguns casos, valores entre 2 e 3 também sejam sugeridos (Marques & Vargar Jr, 

2022). 

A resistência obtida pode ser influenciada por fatores intrínsecos, como as propriedades físicas 

e a textura da rocha, ou por fatores extrínsecos, como a geometria do corpo de prova, o efeito 

da presença de água, a velocidade de carregamento, o tipo de máquina utilizada no ensaio e as 

condições de contorno, incluindo o cisalhamento nas bordas. A velocidade de carregamento, 

por exemplo, influencia diretamente a resistência: quanto maior a velocidade, maior tende a ser 
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a resistência medida da rocha (Marques & Vargar Jr, 2022). 

Com base no comportamento tensão-deformação de um material sob compressão uniaxial, 

Brace (1964) e Bieniawski (1967b) definiram cinco etapas distintas: (1) fechamento de fissuras; 

(2) deformação elástica linear; (3) iniciação e crescimento estável de fissuras; (4) liberação 

crítica de energia e crescimento instável de fissuras; e (5) comportamento de falha e pós-pico. 

A Figura 2.18, mostra as evidências experimentais demonstraram que a transição entre os 

diferentes estágios do comportamento mecânico da rocha pode ser identificada por meio de 

limiares específicos de tensão, a saber: crack closure stress (tensão de fechamento de fissuras, 

σ𝑐𝑐𝑐𝑐), crack initiation stress (tensão de iniciação de fissuras, σ𝑐𝑐𝑐𝑐), crack damage stress (tensão 

de dano por fissuras, σ𝑐𝑐𝑐𝑐) e uniaxial compressive strength – UCS (resistência à compressão 

uniaxial, σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈).  

 
Figura 2.18 - Curvas típicas de tensão-deformação de rocha intacta frágil sob compressão uniaxial, com 

representação das etapas de desenvolvimento das fissuras. Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Durante os estágios iniciais de carregamento, as fissuras preexistentes orientadas no sentido do 

carregamento se fecham. A deformação axial, inicialmente não linear, torna-se linear à medida 

que a rigidez axial se estabiliza, permitindo a identificação do ponto onde se inicia o 

comportamento linear consistente. A extensão dessa fase depende da densidade e das 

características geométricas das fissuras iniciais. Após o fechamento dessas fissuras, as 

constantes elásticas podem ser determinadas dentro da porção linear do ensaio. 
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O limiar de iniciação de fissuras foi inicialmente definido como o ponto da curva em que a 

deformação lateral se desvia da linearidade (Brace et al., 1966; Bieniawski, 1967a; Lajtai & 

Lajtai., 1974). Contudo, devido à sensibilidade desse limite, diversos métodos têm sido 

propostos para sua determinação, tais como o método tensão–deformação (Brace et al., 1966; 

Lajtai & Lajtai., 1974; Stacey, 1981; Martin & Chandler, 1994; Diederichs, 2007), o método de 

regressão por pontos móveis (moving-point regression) (Eberhardt et al., 1998; Yao et al., 2016) 

e o método de emissão acústica (AE) (Eberhardt et al., 1998; Xue et al., 2014). Além desses, o 

método de dissipação de energia, que relaciona a energia dissipada durante o carregamento à 

evolução do dano em rochas e carvões (Ning et al., 2018), também tem sido aplicado. 

Nicksiar & Martin (2012) propuseram um método baseado na resposta de deformação lateral, 

que elimina o julgamento subjetivo associado a outras abordagens. De modo geral, os métodos 

propostos para determinar as tensões associadas ao desenvolvimento de fissuras são demorados 

e exigem ensaios laboratoriais detalhados, com medições precisas de deformação, sobretudo 

para avaliar a tensão de iniciação de fissuras. Assim, muitos desses métodos apresentam graus 

de incerteza e subjetividade. 

O método de Martin & Chandler (1994) requer o cálculo da deformação volumétrica do 

material, subtraindo-se a componente elástico-linear. No entanto, esse cálculo é dependente do 

módulo de Young e do coeficiente de Poisson. Conforme exposto por Eberhardt et al. (1998), 

uma variação de ±0,05 no coeficiente de Poisson pode resultar em uma mudança de até ±40% 

no valor de 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐, evidenciando a sensibilidade da metodologia. 

Durante o crescimento estável das fissuras, a propagação dessas descontinuidades pode ser 

interrompida caso a aplicação de carga seja cessada. Nessa fase, as fissuras tendem a se 

desenvolver paralelamente à direção da carga aplicada. Além disso, observa-se que as taxas de 

deformação radial aumentam em relação à deformação axial, e as fissuras crescem nos pontos 

mais criticamente tracionados. 

A partir do ponto de iniciação de danos, ocorre a reversão da deformação volumétrica. Nesse 

momento, as fissuras começam a coalescer e a interagir, formando uma zona de ruptura. As 

fissuras passam a se propagar de maneira instável, continuando a crescer mesmo na ausência 

de carregamento adicional. Hallbauer et al. (1973) observou que, nessa região, a densidade de 

microfissuras pode aumentar em até sete vezes. 
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Após a resistência de pico do material ser atingida, tem início o comportamento pós-pico. No 

caso do ensaio de compressão uniaxial, observa-se uma rápida queda da tensão axial até zero. 

Hudson et al. (1974) concluíram que a resistência de pico de uma amostra está relacionada às 

condições de contorno do ensaio e, portanto, não se configura como uma propriedade intrínseca 

do material. No ponto de resistência máxima, a amostra é afetada por falhas macroscópicas que 

se alinham com a direção da tensão principal máxima. 

Com relação à detecção dos limiares de tensão associados ao surgimento de fissuras, o estudo 

de Brace et al. (1966) foi um dos primeiros a utilizar a deformação volumétrica para estabelecer 

o início da dilatância em compressão. Os autores observaram que o início do processo de 

dilatação poderia ser identificado a partir da deformação volumétrica, quando esta se desviava 

da linearidade inicial. Bieniawski (1967a) conduziu experimentos em norito e quartzito, 

concluindo que a iniciação de fissuras não era afetada pela forma da amostra, pelos platôs de 

carregamento ou pelo tipo de máquina de ensaio, e que o mecanismo de fratura em compressão 

seria o mesmo sob condições uniaxiais e triaxiais. 

Essa metodologia mostra-se útil para determinar a tensão de início de fissuramento quando não 

se dispõe de métodos mais complexos de avaliação. No entanto, apresenta uma dependência da 

interpretação subjetiva do usuário, o que pode conduzir a resultados imprecisos. A Figura 2.18 

ilustra o método proposto por Brace et al. (1966). 

 
Figura 2.19 - Representação do método de Brace et al. (1966). Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

A aplicação dessa metodologia torna-se particularmente complexa em amostras com alta 

densidade de microfissuras preexistentes. Nesse contexto, Martin & Chandler (1994) 
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propuseram uma abordagem alternativa para a identificação da tensão de iniciação de fissuras. 

Segundo os autores, a análise da curva de deformação axial versus deformação volumétrica 

pode ser aprimorada mediante o cálculo da deformação volumétrica associada às fissuras, 

obtida pela subtração da deformação volumétrica elástica da deformação volumétrica total. Essa 

relação é expressa a seguir: 

�
∆𝑉𝑉
𝑉𝑉
�
𝑐𝑐𝑐𝑐

=
∆𝑉𝑉
𝑉𝑉
− �

∆𝑉𝑉
𝑉𝑉
�
𝑒𝑒𝑒𝑒

 Equação 2.20 

A deformação volumétrica elástica, por sua vez, é calculada a partir das propriedades elásticas 

do material e os estados de tensão principais: 

�
∆𝑉𝑉
𝑉𝑉
�
𝑒𝑒𝑒𝑒

=
2𝜈𝜈 − 1
𝐸𝐸

(𝜎𝜎1 + 2𝜎𝜎3) Equação 2.21 

A aplicação dessas equações está representada graficamente na Figura 2.20. 

 
Figura 2.20 - Representação do método de Martin & Chandler (1994). Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Eberhardt et al. (1998) indicam que a principal limitação desse método reside na definição das 

constantes elásticas, as quais podem afetar significativamente os resultados. 

Lajtai (1971) propôs que a deformação lateral seria mais sensível à propagação de fissuras. 

Dessa forma, sugeriu a utilização da relação entre deformação volumétrica e deformação lateral 

para indicar tanto o fechamento de fissuras quanto o início de sua propagação, uma vez que 

esse comportamento apresenta linearidade entre os dois estágios. A Figura 2.21 apresenta essa 

metodologia. Entretanto, essa abordagem também pode se tornar subjetiva quando a resposta 
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tensão-deformação for fortemente influenciada pela presença de microfissuras preexistentes em 

alta densidade. 

 
Figura 2.21 - Representação do método de Lajtai (1971). Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Essa metodologia foi expandida por Stacey (1981), que avaliou a relação entre deformação 

extensional e tensão axial. Contudo, o método mostrou-se inadequado devido à não linearidade 

que pode surgir na curva e à necessidade de aquisição de dados em múltiplos pontos, como 

ilustrado na Figura 2.22. 

 
Figura 2.22 - Representação do método de Stacey (1981). Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Seguindo a mesma lógica, Diederichs (2007) examinou a possibilidade de determinar o limite 

de elasticidade por meio da análise do coeficiente de Poisson, traçando um gráfico entre esse 

coeficiente e o logaritmo da tensão axial. A Figura 2.23 mostra essa abordagem. 
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Figura 2.23 - Representação do método de Diederichs (2007) Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Eberhardt et al. (1998) indicaram que a emissão acústica gerada por eventos sísmicos 

decorrentes da resposta elástica poderia ser utilizada para determinar o ponto de não linearidade 

associado à iniciação de fissuras. A Figura 2.24 apresenta a aplicação desse método. 

 
Figura 2.24 - Representação do método de Eberhardt et al. (1998). Fonte: adaptado de Pepe et al. (2018). 

Por fim, com o objetivo de reduzir a subjetividade dos métodos anteriores, Nicksiar & Martin 

(2012) propôs o uso da deformação lateral para detectar o ponto de iniciação de fissuras. O 

método consiste em traçar uma linha de referência, desde a tensão zero até o início do 

crescimento instável das fissuras. A diferença entre a resposta medida durante o carregamento 

e essa linha de referência é então plotada como função da tensão axial. O valor máximo dessa 

diferença é tomado como o ponto de iniciação das fissuras. Esse procedimento elimina a 

interpretação subjetiva, pois fornece uma definição objetiva e clara para o início instável da 
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propagação das fissuras. A Figura 2.25 apresenta as três etapas dessa metodologia. 

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

Figura 2.25 - Representação do método de Nicksiar & Martin (2012): (a) Resposta típica tensão–deformação 

registrada em um ensaio de compressão uniaxial, (b) Ilustração da metodologia LSR.e (c) Exemplo do resultado 

obtido com o método LSR. 

A Tabela 2.5 abaixo reúne os principais métodos propostos na literatura e a Tabela 2.6 apresenta 

um resumo das principais equações encontradas na literatura, juntamente com suas respectivas 

condições de aplicação e coeficientes de determinação), quando disponíveis. 
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Tabela 2.5 - Métodos para identificação da tensão de início de fissuramento e suas limitações. 

Método Descrição Limitações 

Método Tensão–Deformação 
Martin & Chandler (1994) 

Baseia-se na rigidez axial, deformação volumétrica e volume de 
fissuramento calculados a partir das medições de tensão e deformação. 

• Dependência de constantes elásticas (E e 
ν), especialmente sensível ao valor de ν. 

• Julgamento subjetivo na identificação do 
volume de fissura. 

Regressão por Pontos Móveis 
Eberhardt et al. (1998) 

Usa uma "janela deslizante" para ajustar uma reta em um intervalo 
definido pelo usuário, identificando mudanças nos limiares de tensão. 

• Sensível ao tamanho da janela de regressão 
escolhida. 

• Necessidade de julgamento do usuário na 
seleção dos intervalos de dados. 

Método de Emissão Acústica 
Eberhardt et al. (1998) 

Contagem de eventos acústicos relacionados à fratura, com aplicação 
de técnicas como inversão de tensor de momento, análise do valor b, 
energia de AE e contagens cumulativas de AE. 

• Alta sensibilidade a ruídos de fundo. 
• Necessidade de selecionar limites 

adequados para diferenciar sinais de ruído 
e eventos de fissuramento. 

Dissipação de Energia  
Ning t al. (2018) 

Relaciona a energia dissipada durante o carregamento à evolução do 
dano na rocha/carvão. Utiliza equações de evolução de dano para 
descrever os limiares 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 e 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐. 

• Necessidade de validação experimental 
robusta em rochas. 

• Aplicabilidade depende de medições 
precisas de energia e tensão em tempo real. 

Resposta de deformação lateral 
Nicksiar & Martin (2012)  

Essa metodologia baseia-se na avaliação da mudança na deformação 
lateral (ΔLSR), definida como a diferença entre a deformação lateral 
registrada e a linha de referência lateral linear teórica. 

O resultado apresenta um certo erro e é muito 
pequeno para arenitos de alta porosidade. 

Razão de Poisson Tangente 
Média  

Propõe avaliar 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 por meio de gráficos da razão de Poisson versus log 
da tensão axial. • Dificuldades de medição das deformações 

• Certa subjetividade se a amostra tiver 
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Diederichs (2007) muitas falhas pré-existentes 

Método da deformação Lateral 
Lajtai & Lajtai.(1974) 

A tensão de início das fissuras é estimada a partir do ponto em que a 
deformação lateral se desvia da linearidade. 

Não é adequado para rochas que não 
apresentam características lineares de 
deformação lateral. 

 

Tabela 2.6 - Correlações empíricas para estimativa da tensão de início de fissuramento (𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐) em função de parâmetros mecânicos. 

Autor Equação Observações 

Nicksiar & Martin (2012) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.49 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 
Proposto para rochas com baixa porosidade. Média de comparação com diferentes métodos de 

obtenção de CI no Diorito de Aspo. 

Tang et al. (2021) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.49 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 
Resultados dos métodos de deformação lateral (LS) e resposta de deformação lateral (LSR) para 

determinação da CI no granito de Beishan e mármore. 

Martin & Chandler (1994) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.40 𝜎𝜎𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 Proposto para o granito Lac Du Bonnet. 

Nicksiar & Martin (2013) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐= 0.46 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 (R² = 0,81) Aplicado a rochas ígneas. 

Nicksiar & Martin (2013) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.42 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 (R² = 0,75) Aplicado a rochas sedimentares. 

Nicksiar & Martin (2013) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐= 0.46 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 (R² = 0,92) Aplicado a rochas metamórficas. 

Nicksiar & Martin (2013) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.53 𝜎𝜎𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 (R² = 0,92) Para rochas ígneas. 
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Nicksiar & Martin (2013) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.53 𝜎𝜎𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 (R² = 0,95) Para rochas metamórficas. 

Ning et al. (2018) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 1.7387 𝜎𝜎3 + 10.7969 Equação em função da tensão confinante. 

Pepe et al. (2018) 
𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 2.2713 + 0.4456 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 

(R² = 0,91) 

Baseado em 483 ensaios de compressão uniaxial em rochas intactas de origem sedimentar, ígnea e 

metamórfica. 

Hoek & Martin (2014) 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0.45 σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 (R² = 0,90) Valor médio baseado em ampla base de dados. 
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Além disso, a maioria das rochas apresenta aumento de rigidez com a elevação da tensão 

confinante. O deslizamento das fissuras diminui à medida que essa tensão cresce, resultando no 

incremento da resistência da rocha. Nessa condição, a queda na capacidade de carga após o pico 

torna-se menos acentuada, até que ocorra a transição do comportamento frágil para o dúctil. 

Nesse estágio, a rocha continua a se deformar sem acréscimos significativos na tensão aplicada, 

adquirindo um comportamento plástico. No entanto, essa transição geralmente se dá fora do 

campo de interesse das obras de engenharia. Esse comportamento pode ser observado na Figura 

2.26, que apresenta curvas típicas de tensão–deformação. 

 
Figura 2.26 – Curvas típicas de tensão–deformação em estados frágil, frágil-dúctil e dúctil. Adaptado de 

Davarpanah et al. (2023). 

Sem confinamento, as fissuras tendem a se formar paralelamente ao eixo de carregamento. Com 

o aumento da tensão confinante, as falhas passam a se desenvolver com inclinação em relação 

a esse eixo. Nas curvas de deformação volumétrica, observa-se que o aumento da tensão de 

confinamento resulta na redução do efeito de dilatância do corpo de prova, conforme ilustrado 

na Figura 2.27. 
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(a) (b) 

Figura 2.27 – Comportamento típico em compressão triaxial: (a) transição frágil-dúctil e (b) compressão 

volumétrica e dilatância (Marques & Vargar Jr, 2022). 

2.3.2. ENSAIOS DE TRAÇÃO 

Em materiais frágeis, a iniciação de fraturas pode estar associada ao fenômeno de tração. No 

entanto, essa influência é frequentemente negligenciada devido à dificuldade em se obter 

valores confiáveis de resistência à tração (Perras & Diederichs, 2014). Essa dificuldade decorre, 

em parte, da preparação das amostras, que frequentemente falham de forma inadequada, como 

pela ruptura fora da região central da amostra. 

Diederichs & Kaiser (1999) indicaram que a resistência à tração é uma propriedade fundamental 

para o controle da estabilidade de vãos críticos em aberturas subterrâneas. A medição dessa 

propriedade é regulamentada pela International Society for Rock Mechanics (ISRM, 1978), que 

descreve métodos diretos e indiretos de ensaio. A ASTM (2004, 2008) também estabelecem 

normas específicas para a execução de ensaios diretos e indiretos, incluindo o método 

conhecido como Ensaio Brasileiro. 

Assim, o método direto é considerado o mais assertivo para a determinação da resistência à 

tração, pois apresenta influências externas mínimas quando o ensaio é adequadamente 

executado (Hoek, 1964). Brace (1964) recomenda que o melhor formato para as amostras seja 

semelhante ao de um “osso de cachorro”. A geometria da amostra deve respeitar a razão entre 

a altura e o diâmetro, que deve ser de aproximadamente 2 a 3 na região central do corpo de 

prova. Nas regiões de encaixe nos platôs de carregamento, o raio de curvatura deve ser de 

aproximadamente 1 a 2 vezes o diâmetro da amostra, conforme apresentado na Figura 2.28. A 
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principal vantagem desse formato é a redução das concentrações de tensões nas extremidades, 

o que minimiza a ocorrência de falhas inválidas fora da área central de ensaio. 

 
Figura 2.28 – Arranjo de ensaio de tração direta utilizando garras divididas para corpos de prova em forma de 

"dog-bone", forma descrita por Hoek (1964). 

O uso de corpos de prova com seção transversal quadrada pode gerar concentrações de tensão 

nas extremidades, o que aumenta a probabilidade de ruptura próxima às garras, resultando em 

dados inconsistentes. Fairhurst (1961) sugere que a cimentação das extremidades pode 

contribuir para reduzir essas concentrações de tensão. 

Entretanto, uma das principais dificuldades associadas ao método direto reside no fato de que 

as prensas ou tampas de extremidade podem induzir rupturas por torção, uma vez que o 

mecanismo de transferência de carga pode apresentar movimento de giro durante carregamento  

(Perras & Diederichs, 2014). Esse problema pode ser mitigado com o uso de juntas universais 

ou esféricas, que permitem o alinhamento automático do corpo de prova, garantindo a aplicação 

axial da carga. 

Como alternativa para superar essas limitações, Brace (1964) propôs o ensaio de extensão 

biaxial, no qual as garras são eliminadas do procedimento. Nesse método, inicialmente, tanto a 

tensão σ₁ quanto a σ₃ são aumentadas simultaneamente, de modo a induzir um estado de 

confinamento. Em seguida, a tensão axial é reduzida até que ocorra a falha por tração. 

Ademais, o ensaio mais utilizado para determinar a resistência à tração de forma indireta é o 

Ensaio Brasileiro. Nesse método, aplica-se uma carga compressiva ao longo da geratriz de um 

disco de rocha, gerando um estado de tensões que induz à ruptura por tração, conforme 
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apresentando na Figura 2.29 (Perras & Diederichs, 2014; Marques & Vargar Jr, 2022). A fratura 

ocorre em decorrência do desenvolvimento de tensões de tração uniformes que atuam na região 

central ao longo do diâmetro carregado. 

 
Figura 2.29 – Arranjo típico para ensaio BTS utilizando platôs planos de carregamento (Perras & Diederichs, 

2014). 

Nas áreas de contato entre a amostra e os pratos de carregamento, podem ocorrer concentrações 

de tensões compressivas. Para minimizar esses efeitos, é comum a utilização de materiais de 

acolchoamento, como madeira ou papelão. No entanto, se o material de acolchoamento se 

expandir durante o carregamento, pode provocar a formação de fissuras prematuras e 

influenciar negativamente os resultados do ensaio (Perras & Diederichs, 2014). 

A fratura, no Ensaio Brasileiro, deve se iniciar e propagar a partir da região central da amostra 

em direção aos pontos de aplicação da carga. Entretanto, em amostras de rochas metamórficas 

ou sedimentares, a fratura pode se desviar devido à presença de planos de anisotropia, 

influenciando o modo de ruptura  (Perras & Diederichs, 2014; Marques & Vargar Jr, 2022). 

Durante o ensaio, a tensão vertical aplicada é considerada como σ₁, enquanto a tensão horizontal 

induzida na amostra corresponde a σ₃. 

2.4. CRITÉRIOS DE RUPTURA 

Um critério de resistência é uma relação entre componentes de tensão que permite prever as 

combinações de tensões atuantes em um material, podendo ser utilizado para definir um estado 

limite de estabilidade quando se atinge a resistência máxima (Marques & Vargar Jr, 2022). De 

forma geral, a resistência máxima pode ser expressa como uma função das tensões principais, 

por exemplo, σ₁ = f(σ₂, σ₃) ou τ = f(σₙ). Em alguns casos, as tensões intermediárias são 
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desconsideradas, adotando-se simplificadamente a relação σ₁ = f(σ₃). 

Uma das primeiras proposições de critérios de ruptura relaciona a tensão normal aos 

componentes de coesão e atrito, chamada de Mohr-Coulomb, visando determinar a resistência 

ao cisalhamento, conforme apresentado a seguir: 

𝜏𝜏 = 𝑐𝑐 + 𝜎𝜎𝑛𝑛 tan𝜙𝜙 Equação 2.22 

onde c é a coesão e ϕ é o ângulo de atrito. 

Na região de tração, quando σ₃ se iguala à resistência à tração uniaxial (T₀), impõe-se uma 

restrição conhecida como tension cut-off. Embora essa consideração seja convencionalmente 

utilizada, ela não é satisfatória para aplicações em rochas, principalmente pelos seguintes 

motivos (Marques & Vargar Jr, 2022): 

• Define a ruptura apenas por cisalhamento, quando outros mecanismos podem ocorrer, 

como tração ou fendilhamento; 

• Implica uma direção única de cisalhamento, sendo que o plano de ruptura pode variar 

com a tensão de confinamento; 

• Extrapola a resistência na região de tração (σ₃ > T₀); 

• Desconsidera o valor da tensão principal intermediária. 

Griffith (1921) postulou uma teoria de fratura para materiais frágeis, baseada nas concentrações 

de tensões de tração nas extremidades de fissuras minúsculas em materiais elásticos e 

isotrópicos. A fissura se expandirá quando a energia potencial do sistema de forças diminuir ou 

permanecer constante com o aumento do comprimento da fissura. Este critério não caracteriza 

necessariamente a ruptura global do material, mas sim a iniciação de fraturas, descrevendo o 

comportamento microscópico. Quando a resistência à fissura ultrapassa a resistência à tração 

do material nas extremidades desses defeitos microscópicos, onde há concentração de tensões, 

ocorre a nucleação da fissura. No entanto, essa teoria descreve apenas a iniciação das fissuras, 

sem abordar sua propagação, podendo subestimar a resistência do material e não se 

relacionando diretamente com a resistência ao cisalhamento. 

Martin & Chandler (1994) apresentaram resultados de ensaios de compressão triaxial, avaliando 

as equações de instabilidade de Cook (1970), para curvas pós-pico de tensão-deformação em 

compressão, assumindo deslocamento por cisalhamento. Os resultados indicaram que o dano 
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por fissuras se acumulava na amostra; o nível de tensão associado à iniciação das fissuras 

permanecia constante, mas a tensão necessária para iniciar o deslizamento reduzia-se 

drasticamente. 

A partir dos estudos sobre falha frágil propostos por Hoek (1965) para rochas intactas, a teoria 

de Griffith (1921) foi posteriormente modificada para considerar o atrito nas superfícies de 

deslizamento (McClintock & Walsh, 1963). Essas contribuições serviram de base para o critério 

de falha não linear proposto por Hoek & Brown (1980a), que apresentaram uma formulação 

empírica ajustada a uma ampla gama de resultados de ensaios triaxiais em amostras de rocha 

intacta: 

𝜎𝜎1 = 𝜎𝜎3 + 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐�𝑚𝑚𝑖𝑖
𝜎𝜎3
𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐

+ 1 Equação 2.23 

onde, σ₁ e σ₃ são as tensões principais maior e menor, respectivamente; 𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐 é a resistência à 

compressão uniaxial; 𝑚𝑚𝑖𝑖 é uma constante de material para a rocha intacta. 

Existe uma diferença importante entre a resistência à compressão confinada e a resistência à 

compressão uniaxial, sendo esta última determinada experimentalmente através de ensaios em 

corpos de prova sem aplicação de confinamento. No desenvolvimento do critério, a inclusão de 

múltiplos valores de UCS (Uniaxial Compressive Strength) poderia introduzir viés no ajuste da 

curva. Por esse motivo, utiliza-se o valor médio do conjunto de dados de σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 como 

representativo da resistência principal. 

Quando o critério foi originalmente proposto, assumia-se que a resistência à tração era 

desprezível (zero). No entanto, com o aumento de projetos em grandes profundidades, a 

resistência à tração passou a ser considerada relevante, devido a processos de ruptura 

complexos, como fissurações, desplacamentos e breakouts em poços de perfuração, processos 

predominantemente de tração. 

Hoek & Martin (2014) combinaram o modelo de Fairhurst (1964), permitindo a generalização 

do critério em função da razão entre a resistência à compressão e a resistência à tração. A relação 

proposta é apresentada a seguir: 
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𝜎𝜎𝑐𝑐𝑐𝑐
|𝜎𝜎𝑡𝑡|

= 0.81𝑚𝑚𝑖𝑖 + 7 Equação 2.24 

Os autores destacam que a utilização do ensaio brasileiro, no qual a falha por tração é 

introduzida no centro de um corpo de prova em forma de disco, não é adequada para a aplicação 

direta na formulação acima. Entretanto, pode-se utilizar este ensaio como uma propriedade 

índice para avaliação preliminar de resistência à tração, sendo possível corrigir seus resultados 

por meio de formulações complexas, como as apresentadas por Perras & Diederichs (2014). 

2.5. TENACIDADE DE FRATURA 

A tenacidade à fratura é a propriedade da rocha que caracteriza a energia necessária para 

propagar fissuras preexistentes. Em função das diferentes configurações de tensões aplicadas 

nas extremidades das fissuras, são produzidos diferentes modos de deslocamento na ponta de 

cada trinca. As tensões atuantes podem ser normais ou de cisalhamento, tanto no plano quanto 

fora do plano da fissura (Atkinson, 1991; Lei & Zang, 2010; Soderholm, 2010; Anderson, 

2017). 

O Modo I é caracterizado pela abertura da trinca devido à atuação de tensões normais, em que 

as superfícies se separam com um deslocamento perpendicular ao plano da fissura. O Modo II 

ocorre devido ao cisalhamento no plano da trinca, em que as superfícies se movem uma sobre 

a outra, com deslocamento paralelo ao plano da fissura e perpendicular à frente da trinca. Já o 

Modo III refere-se ao cisalhamento fora do plano, no qual as superfícies deslizam uma sobre a 

outra em sentido paralelo à frente da trinca, caracterizando um movimento de cisalhamento 

antiplano. A Figura 2.30, apresenta os diferentes modos de falha. 

 
Figura 2.30 – Os diferentes modos de falha. (A) Modo I, (B) Modo II e (C) Modo III (Soderholm, 2010). 

Modos mistos, que são combinações desses três mecanismos, também podem ocorrer, 

dependendo das condições de carregamento. 
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A partir desses modos de fratura, é possível determinar os valores de tenacidade à fratura, os 

quais caracterizam a resistência do material à propagação de fissuras em função do tipo de 

tensão aplicada. O valor da tenacidade à fratura representa o nível de concentração de tensões 

na ponta da fissura a partir do qual a propagação da trinca se inicia. 

Na Mecânica da Fratura Linear Elástica (LEFM), a trinca começa a se propagar quando a 

intensidade crítica de carregamento é atingida na ponta da fissura, sendo essa intensidade 

medida pelos fatores de intensidade de tensão (K). A propagação ocorrerá quando K atingir o 

valor crítico KIC para o Modo I, por exemplo. 

A falha em rochas submetidas à compressão é frequentemente causada pela iniciação e 

propagação de fraturas internas de tração. Se o material fosse perfeitamente homogêneo, as 

tensões de tração não seriam induzidas sob compressão. Entretanto, a presença de 

descontinuidades, como limites de grão, poros, microtrincas, além de juntas, falhas e planos de 

estratificação, contribui para a heterogeneidade do meio. Essas imperfeições atuam como 

concentradores de tensões, produzindo redistribuição local das tensões e gerando componentes 

de tração, o que favorece o processo de nucleação, crescimento e falha localizada de trincas 

(Anderson, 2017). 

Dessa forma, a tenacidade à fratura no Modo I (KIC) é uma propriedade extremamente relevante 

na caracterização do comportamento frágil das rochas. 

Vários métodos de ensaio foram desenvolvidos para a determinação da tenacidade à fratura no 

Modo I. O método CB (Compact Beam) envolve a aplicação de carregamento de flexão em três 

pontos. O método CCNBD (Cracked Chevron Notched Brazilian Disc) foi introduzido em 1995 

pela ISRM como método recomendado, conforme Fowell (1995). Esse método utiliza corpos 

de prova em forma de disco, com um entalhe em formato de chevron no centro do espécime. 

Em muitas configurações experimentais, é possível obter soluções fechadas para o cálculo do 

fator de intensidade de tensão, considerando trincas de geometria simples, como retangulares 

ou elípticas, em placas infinitas, como o apresentado na Figura 2.31 (Anderson, 2017; Bažant 

& Planas, 2019). À medida que a trinca se propaga ou que as dimensões da placa diminuem, os 

limites externos do corpo de prova passam a influenciar significativamente o campo de tensões 

próximo à ponta da trinca. Nestas condições, não é possível obter soluções fechadas com 

facilidade.  
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Figura 2.31 – Corpo de prova com trinca central submetido à tração (a), condições de contorno (b) e exemplo de 

um modelo fraturado ao final do ensaio (Rasmussen & Min, 2024). 

A distribuição de tensões na ponta da trinca pode ser representada por linhas de força, onde a 

tensão local é proporcional ao espaçamento entre essas linhas. A tração não pode ser transmitida 

diretamente através da fissura, de modo que as forças são desviadas ao redor da trinca, 

concentrando tensões nas suas extremidades. 

Em uma placa infinita, a linha de força situada a uma distância W da linha central da trinca 

possui componentes de força nas direções x e y. Se a largura da placa for restrita a 2W, a força 

na direção x deve ser nula na borda livre, como apresentado na Figura 2.31. Essa condição de 

contorno provoca a compressão das linhas de força, resultando em uma intensificação maior da 

tensão na ponta da trinca (Tada et al., 1973). 

𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟√𝜋𝜋𝜋𝜋 �𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 �
𝜋𝜋𝜋𝜋
2𝑊𝑊
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Tabela 2.7 – Correlações Empíricas entre a Tenacidade à Fratura Modo I (𝐾𝐾IC) e a Resistência à Tração (σt) em Rochas. 

Referência Correlação Forma Comentário R² 
Nº de 
Dados 

Intervalo KIC 
(MPa·m⁰·⁵) 

Intervalo 
σt (MPa) 

Gunsallus & 
Kulhawy (1984) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.0736 𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0.76 Linear 

Desenvolvida com base em oito unidades de 
rochas sedimentares da era Siluriana nos EUA. 
Aplicável a dolomitos, calcários e arenitos. 

- 62 0.81–2.57 5.93–21.3 

Haberfield & 
Johnston (1989) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.0761 𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0.76 Linear Simples e direta; aplicada em solos e rochas 

fracas. 
- - - - 

Whittaker et al. 
(1992) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.107𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0.27 Linear 

Baseada em rochas frágeis; usada como 
referência em vários estudos posteriores. - - - - 

Zhang et al. (1998) 𝜎𝜎𝑡𝑡 = 8.88 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼0.62 Potência 
Relação fisicamente coerente; cobre rochas 
como mármore, gabro e granito. 

0.94 84 0.087 - 2.684 
2.465 - 
19.47 

Zhang (2002) 
(forma alternativa) 𝜎𝜎𝑡𝑡 = 6.88 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 Linear Variante da correlação anterior, 0.94 69 0.03-3:21- 0.12  21.5 

Backers (2004) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.25 𝜎𝜎𝑡𝑡 Linear 
Correlação com boa base experimental; 
regressão passa pela origem. Baseada em 6 
rochas de litologias diversas. 

- 6 1.1–3.8 4.0–15.0 

Guha Roy et al. 
(2017) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.11 𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0.23 Linear 

Base de dados com rochas sedimentares e 
cristalinas; boa aplicabilidade geral. 0.62 - - - 

Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.141 𝜎𝜎𝑡𝑡 Linear 
Ajuste linear com faixa de confiança de 95%, 
utiliza a base de dados de Zhang (2002) 

0.86 325 - - 
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Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.133 𝜎𝜎𝑡𝑡 Linear Rochas sedimentares: arenito, calcário, 
folhelho, carvão, dolomito, tufo 

0.86 88 - - 

Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.147 𝜎𝜎𝑡𝑡 Linear 
Rochas ígneas: andesito, granito, diorito, 
lherzolito, gabro, basalto, sienito 0.89 123 - - 

Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0.126 𝜎𝜎𝑡𝑡 Linear Rochas metamórficas: mármore, anfibolito e 
rust stone 

0.76 83 - - 
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2.6. ESTABILIDADE DE TÚNEIS SOB ELEVADAS TENSÕES DE CAMPO 

Muitas vezes, os estudos laboratoriais são realizados em pequenas amostras de rocha intacta, 

exigindo que seu comportamento seja extrapolado para considerar a presença de fraturas, juntas 

ou outras descontinuidades que atuam como zonas de fraqueza. Dessa forma, em estudos que 

envolvem maciços rochosos, a resistência global do conjunto costuma ser considerada reduzida 

em função dessas descontinuidades. 

Em grandes profundidades, os projetistas frequentemente adotam modelos baseados no 

comportamento da rocha intacta. No entanto, essas obras, quando submetidas a elevadas 

tensões, apresentam desafios tão significativos quanto aqueles encontrados em ambientes de 

baixas tensões, onde o material, por vezes, encontra-se altamente fraturado (Kaiser, 2016; 

Kaiser et al., 2000a). 

O desenvolvimento de obras subterrâneas nesse tipo de ambiente pode levar ao equívoco de se 

presumir que a rocha intacta estará livre de problemas de estabilidade. Contudo, obras 

escavadas em condições de altas tensões resultam em significativas concentrações de tensões 

nas paredes das escavações, o que, na ausência de sistemas de suporte adequados, pode levar a 

processos de ruptura. 

Assim, o desenvolvimento de túneis pode ser inicialmente simplificado para a avaliação da 

resposta esperada do maciço, conforme proposto por Martin (1994), com base em dois 

parâmetros principais: (1) a qualidade do maciço rochoso e (2) os níveis de tensões in situ. 

A Figura 2.32 apresenta uma matriz de qualidade do maciço definida pelo sistema RMR (Rock 

Mass Rating), em relação às tensões in situ, expressas pela razão entre a tensão principal maior 

(σ₁) e a resistência à compressão uniaxial da rocha intacta (𝜎𝜎𝑐𝑐). Proposição semelhante foi 

apresentada por Kaiser et al. (2000a), que introduziu o conceito da máxima tensão atuante na 

parede da escavação (𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 adotando a razão 𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
𝜎𝜎𝑐𝑐

 essa abordagem, para baixas tensões in situ, 

a razão varia entre 0,4 <  𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
𝜎𝜎𝑐𝑐

, enquanto para altas tensões os valores ultrapassam 1,15.  
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Figura 2.32 – Instabilidade de túneis e falha frágil em função da classificação do maciço rochoso e da razão entre 

a tensão máxima de campo distante σ₁ e a resistência à compressão uniaxial σc. Fonte: Kaiser et al. (2000b). 

Um dos principais benchmarks da engenharia de túneis é o Underground Research Laboratory 

(URL), que reuniu grupos de especialistas para estudar potenciais locais de disposição de 

rejeitos nucleares no Canadá. Um dos principais projetos desenvolvidos nesse contexto foi o 

Mine-by Experiment, cujo foco foi estudar a falha de materiais frágeis sob elevadas tensões de 

campo (Martin, 1994). 
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O processo de spalling é uma forma de falha progressiva associada à extensão frágil da rocha, 

resultando na formação de entalhes em formato de "V" nas regiões onde ocorrem tensões 

tangenciais máximas. Na periferia da escavação, onde os confinamentos são baixos, a rocha 

sofre compressão induzida pelas tensões redistribuídas (Martin, 1994, 1997; Potyondy et al., 

2023). De forma semelhante ao comportamento observado em laboratório, o maciço rochoso, 

ao ser submetido a essas elevadas tensões compressivas, desenvolve microfissuras e/ou propaga 

fissuras pré-existentes. Essas fissuras passam a se interconectar, formando macrofissuras que 

se orientam paralelamente à parede da escavação, na direção da tensão principal maior. Esse 

mecanismo é comparável ao fenômeno conhecido como axial splitting (fissuração axial), 

conforme descrito por Diederichs (2007) e Martin (1994). 

A Figura 2.33 ilustra o modo de falha convencional para obras subterrâneas em condições de 

altas tensões de campo, em maciços cuja qualidade varia de moderadamente fraturada a intacta. 

O processo de spalling está associado ao desenvolvimento de trincas por tração que se 

propagam em uma zona sob compressão. 

 
Figura 2.33 – Processo de spalling (Soares, 2021). 

Comumente relacionado a escavações em rochas duras, o spalling não é necessariamente um 

processo violento, pois sua evolução é dependente do tempo. Embora seja um mecanismo de 

ruptura intrinsecamente frágil, o processo não ocorre de forma abrupta. A falha desenvolve-se 

de maneira progressiva, com a formação de lajes paralelas à face da escavação, que crescem e 

se aprofundam gradualmente (Martin, 1994, 1997; Martin et al., 1997). O framework deste 

trabalho está relacionado ao estudo do processo de ruptura em rocha intacta submetida a 

elevadas tensões de campo. 

2.6.1. OBSERVAÇÃO DO PROCESSO DE RUPTURA 

Em 1987, um grupo de especialistas investigou a formação da zona perturbada durante o 

processo de escavação, conduzindo o experimento Mine-by, que se tornou um marco para os 
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estudos na área de mecânica de rochas em condições de altas tensões. Esse experimento foi 

realizado em um túnel de testes localizado no nível 420 do Underground Research Laboratory 

(URL), utilizando uma combinação de perfuração em linha e quebra mecânica. Essas técnicas 

foram escolhidas com o objetivo de eliminar a transferência de energia proveniente de 

processos explosivos, permitindo uma investigação detalhada do desenvolvimento do entalhe 

em forma de "V" (notch) na escavação (Martin, 1994; Martin et al., 1997). 

A metodologia adotada na escavação do túnel de testes proporcionou uma oportunidade única 

para observar e medir, em tempo real, o desenvolvimento do processo de desplacamento 

(spalling) no teto. A evolução dessa zona perturbada foi monitorada ao longo de cinco meses, 

durante os quais os pesquisadores documentaram sistematicamente as etapas do processo de 

degradação da rocha. Conforme o túnel avançava, a falha progredia, com rupturas localizadas 

de aproximadamente 0,5 a 1 metro no teto e no piso a cada fase de avanço. Esse processo 

tridimensional demonstrou-se altamente influenciado pelo avanço da escavação, evidenciando 

a interação dinâmica entre a frente de escavação e o desenvolvimento das zonas de falha. 

O processo de ruptura observado durante o experimento Mine-by foi descrito em quatro fases 

distintas. A Fase 1, denominada iniciação, foi caracterizada pela microfissuração da rocha à 

frente da face do túnel. As fissuras, inicialmente de pequena escala, eram detectadas por meio 

de registros microssísmicos e localizavam-se próximas à superfície de escavação. Nesta etapa, 

a descamação da rocha ocorria em milímetros, progredindo até que a frente de escavação 

atingisse condições de deformação plana, estabelecendo o campo de tensões necessário para a 

evolução do processo. A Figura 2.34 ilustra a fase 1: 

 
Figura 2.34 - Fase de Iniciação. Modificado de Martin et al. (1997). 

Na Fase 2, chamada zona de processo, ilustrado na Figura 2.35, ocorreu o esmagamento e 
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fragmentação da rocha em uma região muito estreita, da ordem de centímetros, ao redor do 

túnel. Nessa área, a tensão tangencial máxima excedia a resistência do material intacto, 

resultando em uma alta densidade de microfissuras. Os eventos microssísmicos tornaram-se 

mais frequentes e observou-se a dilatação do maciço, com lascamento em pequena escala, 

levando à formação de lajes finas ao longo das paredes da escavação. 

 
Figura 2.35 - Formação da zona de processo. Modificado de Martin et al. (1997). 

A Fase 3, ilustrada na Figura 2.36, correspondente ao estágio de slabbing e spalling, foi marcada 

pela formação de lajes de maior espessura nas laterais e no teto da escavação à medida que o 

túnel avançava. Esse processo apresentou instabilidade, com desprendimentos progressivos em 

diferentes escalas até a completa formação do entalhe em forma de "V". O fenômeno de spalling 

caracterizou-se pela nucleação e propagação de trincas subparalelas à parede da escavação, na 

direção da tensão principal maior, resultando na separação e queda de blocos de rocha. 

 
Figura 2.36 - Slabbing e Spalling. Modificado de Martin et al. (1997). 

Por fim, a Fase 4, denominada estabilização, ocorreu quando o confinamento remanescente ao 
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redor do entalhe se tornou suficiente para interromper a progressão da falha. A estabilização foi 

observada, conforme a Figura 2.37, quando a geometria do entalhe assumiu uma forma de gota, 

indicando que o túnel havia atingido condições de deformação plana, com a redistribuição e o 

reequilíbrio do estado de tensões ao redor da escavação. 

 
Figura 2.37 – Estabilização. Modificado de Martin et al. (1997). 

2.6.2. EFEITO DA PERDA DE COESÃO E MOBILIZAÇÃO DO ATRITO 

Quando a densidade crítica de fissuras é atingida, as amostras passam a exibir dilatação em 

escala macroscópica. Os níveis de tensão associados a essa fase situam-se próximos de 0,7 da 

resistência à compressão uniaxial (𝜎𝜎𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈), representando o momento em que o deslizamento ao 

longo das microfissuras se torna permanente (Martin et al 1997). Quando a ruptura se inicia, as 

amostras demonstram um comportamento de amolecimento, com perda de rigidez na curva 

tensão-deformação pós-pico. No entanto, o dano acumulado indica que a falha frágil pode 

ocorrer antes mesmo que a resistência máxima seja atingida. Martin & Chandler (1994) 

mostraram que a mobilização do atrito e a perda progressiva da coesão são fatores fundamentais 

durante o processo de falha. 

A perda de coesão pode ser explicada pelo acúmulo de deformações não elásticas, as quais 

resultam do dano acumulado e podem ser aproximadas pela resposta de um material elástico 

fissurado (Martin et al., 1997). Esse fenômeno pode ocorrer tanto quando a amostra é retirada 

in situ, quanto no início do processo de fissuração. Em laboratório, observa-se que a perda de 

coesão tem início entre um terço e um quinto da 𝜎𝜎𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈. Martin & Chandler (1994) demonstraram 

que o componente de resistência friccional do granito só é mobilizado após uma perda 
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significativa da resistência coesional. O componente coesivo predomina no estágio inicial da 

falha em rochas frágeis, e sua redução acentuada leva à fissuração extensiva e à coalescência 

das fissuras, resultando em uma diminuição progressiva da resistência do material. 

À medida que a coesão é reduzida e o dano acumulado aumenta, os fragmentos de rocha podem 

se deslocar entre si por cisalhamento. Inicialmente, acreditava-se que a resistência friccional 

era mobilizada automaticamente com o avanço da falha. No entanto, estudos posteriores 

(Martin, 1997; Hajiabdolmajid et al., 2002; Diederichs, 2007) mostraram que a tensão normal 

efetiva nos contatos varia durante a ruptura, afetando diretamente a mobilização da resistência 

por atrito. Ou seja, a tensão normal não é constante ao longo do tempo e influencia 

significativamente a capacidade do sistema em mobilizar a resistência friccional 

(Hajiabdolmajid et al., 2002). 

Os modelos de ruptura assumem que os componentes de resistência coesiva e friccional, ambos 

dependentes do estado de tensões, são mobilizados simultaneamente. Contudo, nenhuma das 

abordagens tradicionais mostrou-se eficaz na previsão precisa da extensão das zonas de ruptura 

em rochas duras. Antes da proposição de Hajiabdolmajid et al. (2002), a falha em rochas frágeis 

era frequentemente simulada por meio de modelos elasto-frágil-plásticos. O artigo de 

Hajiabdolmajid et al. (2002) foi um dos primeiros a obter êxito na simulação da propagação de 

ruptura, utilizando o conceito de enfraquecimento coesivo e fortalecimento friccional 

dependente da deformação (CWFS – Cohesion Weakening-Frictional Strengthening). Trata-se 

de um modelo constitutivo no qual os componentes de resistência são dependentes da 

deformação plástica acumulada, como apresentado na Figura 2.38. 

 
Figura 2.38 – Ilustração da perda de coesão e da mobilização da resistência friccional em função da deformação 

plástica (Hajiabdolmajid et al., 2002). 
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A Figura 2.39 ilustra o conceito de perda de coesão e a mobilização da resistência durante 

ensaios de compressão. Nota-se a formação de um plano de cisalhamento macroscópico na fase 

III do ensaio de compressão. No entanto, não se pode relacionar diretamente o processo de 

spalling ao mecanismo de formação de bandas de cisalhamento em ensaios laboratoriais de 

compressão, embora ambos envolvam perda de coesão e mobilização da resistência friccional 

(Hajiabdolmajid et al., 2002). No campo, a resistência coesiva é gradualmente destruída pela 

fissuração extensiva e pela coalescência das fissuras. A resistência friccional, que é dependente 

da tensão normal, só pode ser mobilizada após a perda significativa do componente coesivo, 

quando já houve considerável acúmulo de dano e os fragmentos da rocha conseguem se 

movimentar por cisalhamento relativo. Esse modo de ruptura é extremamente comum em 

situações de baixo confinamento. Em laboratório, por outro lado, o processo de ruptura tende a 

se concentrar em uma faixa estreita de cisalhamento. 

 
Figura 2.39 – Mobilização dos componentes de resistência no modelo CWFS: (a) em ensaios de compressão em 

laboratório; (b) ao redor de escavações subterrâneas: ci e cr são, respectivamente, a coesão inicial e a coesão 

residual, e εᵖc e εᵖf representam os componentes de deformação plástica nos quais os componentes de resistência 

friccional e coesiva atingem seus valores finais (Hajiabdolmajid et al. 2002). 

O modelo CWFS depende de duas propriedades do material: a deformação plástica na qual o 

componente coesivo atinge um valor residual e o ponto em que o componente friccional passa 

a ser mobilizado de forma efetiva. No entanto, estabelecer essas propriedades e correlacioná-

las com o comportamento in situ é uma tarefa complexa, geralmente exigindo resultados de 

retroanálises. Hajiabdolmajid et al. (2002) atribuiu a resistência mais baixa observada em túneis 

à mobilização mais lenta da resistência friccional, em comparação com os altos valores obtidos 
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nos ensaios de compressão laboratoriais, nos quais a resistência friccional atinge sua capacidade 

máxima de mobilização com menor dano ou perda de coesão. Isso torna difícil a extrapolação 

direta das propriedades plásticas medidas em laboratório para aplicação em campo. 

Posteriormente, Diederichs et al. (2004) relatou que uma das diferenças principais nos 

resultados de resistência obtidos em laboratório e in situ está relacionada ao confinamento 

lateral dinâmico imposto pelo corpo de prova cilíndrico às trincas pré-existentes. Durante um 

ensaio de compressão, quando uma trinca tenta se dilatar dentro de um cilindro, a expansão 

lateral necessária para a abertura e propagação da trinca induz deformações circunferenciais, 

criando um confinamento adicional. Na prática, esse confinamento pode dificultar a 

continuidade do crescimento das fraturas. Em contraste, no maciço rochoso natural, o volume 

é muito maior, e as frentes livres (paredes de túneis, superfícies de taludes e etc.) podem estar 

muito distantes. Dessa forma, a fissura pode se propagar de forma mais livre, sem encontrar a 

mesma "força de retorno" presente no corpo de prova cilíndrico. Como consequência, a tensão 

necessária para que a trinca continue a se propagar in situ é, geralmente, menor do que aquela 

requerida no ensaio de laboratório.  

 
Figura 2.40 – (a) Propagação irrestrita de trincas próximo à borda de uma escavação (esquerda); (b) supressão 

de trincas por confinamento retroalimentado em ensaios laboratoriais com cilindros (centro); e (c) pequenos furos 

de sondagem (direita) (Diederichs et al., 2004). 
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2.6.3. DISL – DAMAGE INITIATION SPALLING LIMIT 

O modelo proposto por Hajiabdolmajid et al. (2003) apresenta parâmetros que são de difícil 

determinação. Trabalhos posteriores de Diederichs (2007) propuseram um limite empírico para 

a iniciação de danos em escavações em rochas duras. A associação da tensão de iniciação de 

danos, obtida em laboratório, à resistência real do campo in situ foi validada por meio de 

investigações micromecânicas, mecânica das fraturas e teorias de equilíbrio estático. O limite 

de iniciação de danos foi acoplado a um limite de spalling, a fim de melhor representar o 

comportamento de ruptura em aberturas subterrâneas. Com base nesses conceitos, Diederichs 

(2007) definiu uma envoltória de ruptura bilinear para representar a resistência do maciço 

rochoso, conforme apresentado na Figura 2.41. 

O primeiro ramo dessa envoltória considera o crescimento instável de trincas sob baixas 

condições de confinamento, próximas às superfícies das escavações. O segundo ramo reflete 

um aumento rápido da resistência do maciço com o aumento do confinamento lateral. 

Como vantagem, esse modelo conseguiu representar de forma mais realista a sensibilidade ao 

confinamento. No entanto, ele não considera de maneira adequada a influência do confinamento 

na perda de resistência frágil, o que pode levar a imprecisões (Farahmand & Diederichs, 2023). 

Uma característica importante do modelo é a suposição de uma mudança abrupta para os valores 

residuais de resistência após o pico de tensão (Diederichs, 2007). O modelo é capaz de simular, 

de forma indireta, os mesmos efeitos do CWFS (Cohesion Weakening - Frictional 

Strengthening), ao considerar a mobilização não simultânea das resistências coesiva e 

friccional, como pode ser observado na Figura 2.42. Isso evidencia a dificuldade de utilizar os 

métodos convencionais de ruptura, que pressupõem a mobilização simultânea dessas 

resistências, algo que não ocorre em falhas em materiais frágeis. 

O modelo DISL (Damage Initiation and Spalling Limit), desenvolvido por Diederichs (2007), 

foi também capaz de simular a extensão da falha observada no experimento Mine-by com a 

mesma precisão que o CWFS, mas com maior simplicidade de aplicação. 
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Figura 2.41 – Envoltória de resistência composto ilustrada no espaço de tensões principais (2D), destacando as 

zonas de comportamento delimitadas pelo limiar de iniciação de dano, o limite superior de cisalhamento 

(interação de danos) e o limite transitório de spalling (Diederichs, 2007). 

 
Figura 2.42 – Parâmetros de “pico” e “residual” utilizados na análise de (Diederichs, 2007). 
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A Tabela 2.8 apresenta uma comparação entre as diferentes envoltórias de ruptura, sugerindo 

uma transição prática entre a abordagem convencional do GSI (Governed by Shear and 

Compression Failure) e a abordagem do DISL para spalling.  

Tabela 2.8 – Seleção do modelo constitutivo com base na razão de resistência da rocha (resistência à compressão 

/ resistência à tração) e na qualidade do maciço rochoso (Diederichs, 2007). 

 

Posteriormente, estudos conduzidos por T.G. Carter et al.(2009) buscaram atualizar o modelo 

Hoek-Brown para condições fora da faixa ideal de aplicabilidade da função, ajustando as 

equações para melhor refletir os problemas observados em campo e suas previsões. Farahmand 

& Diederichs (2023) aplicou os conceitos propostos no CWFS e no DISL para simular o 

processo de ruptura, utilizando o método BBM no UDEC, reproduzindo uma envoltória de 

resistência em forma de S. 

Quando a propagação das fraturas se inicia, a rocha começa a perder sua ligação coesiva no 

nível dos grãos. Embora as trincas se iniciem nesse estágio, a estrutura rochosa ainda consegue 

suportar cargas, pois a resistência friccional ainda não foi mobilizada, as deformações são 

pequenas. Em baixos níveis de confinamento, a falha frágil culmina na coalescência de fissuras 

extensivas que se estendem até a superfície, resultando na completa perda da resistência coesiva 

(Diederichs, 2007), como apresentado na Figura 2.41. Nesse caso, o fraturamento é 

predominantemente controlado por fraturas de Modo I (abertura). A mobilização do atrito ao 

longo das superfícies fraturadas ainda é pequena, pois as trincas estão se abrindo e não há 

contato friccional suficiente. 

Em condições de elevado confinamento, a falha tende a ocorrer por cisalhamento (Modo II), 

em vez de abertura de trincas. Nessa situação, a coesão residual ainda existe, mas o componente 

friccional passa a dominar o comportamento pós-falha (Diederichs, 2007). Dessa forma, a rocha 

se torna menos frágil, podendo apresentar até mesmo um comportamento de endurecimento 

pós-escoamento. Ainda assim, os modelos enfrentam dificuldades em representar 

simultaneamente a fratura extensiva (tensão dominante) e a fratura cisalhante (cisalhamento 

dominante) sob diferentes níveis de confinamento. A superação dessa limitação exige uma 

calibração criteriosa do modelo, com base nos princípios da mecânica da fratura e na 
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especificação de parâmetros de entrada apropriados. 

2.6.4. EFEITO ESCALA 

Estabelecer uma relação confiável entre as resistências in situ ao redor de túneis e o 

comportamento observado em laboratório é uma tarefa complexa. Por isso, o grau de confiança 

nas medições e a representatividade das amostras precisam ser elevados, especialmente em 

condições de altas tensões. O estado de tensão nas profundidades investigadas pode causar 

perturbações extremas nas amostras, levando ao desenvolvimento de microfissuras induzidas 

por processos de descarregamento progressivo, o que pode comprometer a interpretação dos 

ensaios laboratoriais. 

Martin (1997) demonstrou que as amostras de granito Lac du Bonnet estavam sujeitas a 

processos de descarregamento que resultavam na formação de microfissuras, mesmo antes dos 

ensaios laboratoriais, devido às elevadas tensões presentes nas profundidades estudadas. Ficou 

evidente que uma pequena extensão das fissuras pode ser suficiente para mobilizar a resistência 

coesiva. 

Com o objetivo de compreender os efeitos de escala sobre a resistência observada em 

laboratório, o experimento realizado no Underground Research Laboratory (URL) perfurou 

uma série de furos verticais de diferentes diâmetros, até 5 metros de profundidade, no piso de 

um dos túneis (Martin & Stimpson, 1994). A ruptura ao redor dos furos ocorreu imediatamente 

após a perfuração, indicando a sensibilidade do maciço às tensões induzidas. Observou-se que, 

quanto maior o diâmetro do furo, maior a extensão da ruptura, sugerindo a presença de um 

efeito de escala (Martin, 1997; Martin & Stimpson, 1994). No entanto, a comparação entre os 

dados de campo e de laboratório mostrou que o efeito de escala era, na verdade, modesto. As 

observações in situ sugeriram que a orientação dos furos em relação ao estado de tensões era 

um fator mais determinante do que o efeito de escala (Martin, 1997). 

Esse estudo destacou a importância de considerar os efeitos do descarregamento em amostras 

extraídas de grandes profundidades, uma vez que as microfissuras induzidas impactam 

significativamente os resultados de resistência obtidos em laboratório (Martin, 1994). Dessa 

forma, ao tentar traduzir o comportamento de campo para ensaios laboratoriais, é fundamental 

considerar essas variáveis para uma avaliação precisa da resistência das rochas. 

Outros estudos, como os de Martin & Stimpson (1994), investigaram o efeito do tamanho e dos 
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gradientes de tensão na resistência à falha ao redor de furos de perfuração. Os ensaios foram 

conduzidos por compressão em blocos contendo um furo circular de parede lisa. Verificou-se 

que as tensões tangenciais máximas (σθt) na periferia do furo podiam atingir até duas vezes o 

valor da resistência à compressão uniaxial da rocha em furos de pequeno diâmetro. Para furos 

com diâmetros superiores a 75 mm, a tensão na borda necessária para causar a ruptura 

aproximava-se da resistência à compressão uniaxial do material. Isso indicou que, em escalas 

maiores, a rocha apresenta um comportamento mais previsível e menos influenciado pelas 

características geométricas locais. 

Os resultados desses testes demonstraram que a tensão tangencial máxima na qual ocorre a 

ruptura no contorno liso de um túnel deve ser, aproximadamente, igual à resistência à 

compressão uniaxial in situ da rocha. 

2.6.5. VISÕES SOBRE RESISTÊNCIA DA ROCHA IN SITU 

As pesquisas relatam que a resistência in situ da rocha, próxima às escavações, é geralmente da 

ordem de 0,5 da resistência à compressão uniaxial (σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈), conforme demonstrado por Stacey 

(1981), Pelli et al. (1991) e Martin (1994). Como apresentado por Martin (1997) e Diederichs 

(2007), a resistência in situ pode ser definida a partir do limiar de iniciação de danos, que 

representa a tensão a partir da qual a degradação da rocha se inicia ao redor de uma escavação. 

Para a maioria das rochas frágeis, esse limiar situa-se entre 30% e 50% da σ𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈, de acordo com 

estudos clássicos de Brace et al. (1966), Bieniawski (1967a), Martin (1997), Kaiser et al. 

(2000a) e Cai et al. (2004). 

A diferença entre a resistência in situ e a resistência medida em laboratório (UCS) pode ser 

explicada por vários fatores inter-relacionados, que afetam tanto a iniciação quanto a 

propagação de fissuras sob condições de campo. Os ensaios laboratoriais são realizados em 

amostras relativamente pequenas, geralmente cilíndricas, sob condições controladas de 

carregamento (Diederichs et al., 2004). Durante o teste de resistência à compressão uniaxial 

(UCS), a amostra é confinada apenas pelos pratos da prensa de ensaio, sem confinamento lateral 

significativo, o que influencia a forma de propagação das fissuras e o modo de ruptura da 

amostra. 

No ambiente in situ, especialmente próximo às paredes de escavações subterrâneas, a 

resistência é influenciada por condições mais complexas, incluindo a propagação facilitada de 

fissuras devido ao baixo confinamento, efeitos de interação de superfície, rotações de tensões e 
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perda de confinamento efetivo nas bordas das escavações, como resultado do spalling 

progressivo (Diederichs, 2007). Além disso Diederichs et al. (2004), sugere que a diferença 

entre a resistência observada em campo e em laboratório também é influenciada pela geometria 

do ensaio e pelo surgimento de tensões circunferenciais, que confinam a propagação das 

fissuras nas amostras cilíndricas de laboratório, como citado anteriormente e apresentado na 

Figura 2.40. 

Por meio da medição dos eventos microssísmicos durante o experimento Mine-by, foi possível 

determinar o nível de tensão in situ como expressão da resposta não elástica da rocha (Martin, 

1994; 1997). Observou-se que o fissuramento se inicia quando as tensões desviadoras máximas 

excedem aproximadamente um terço da resistência à compressão não confinada, valor similar 

à tensão de iniciação das trincas (σci, crack initiation) (Martin, 1997). O número de eventos 

microssísmicos revelou-se um indicador sensível das mudanças nas tensões desviadoras e 

permitiu a observação de que a morfologia das fissuras era semelhante ao padrão de eventos 

registrados antes de a fratura se propagar. Isso possibilitou a quantificação precisa do momento 

em que as tensões desviadoras excederam a tensão de início de fissuração (Martin, 1997). O 

processo de dano foi mais intenso nas regiões próximas à superfície da abertura do túnel, onde 

as tensões desviadoras eram maiores e o confinamento menor. 

2.6.5.1. INFLUÊNCIA DO CAMINHO DE CARGA/ROTAÇÃO DE TENSÃO 

A resistência in situ de uma rocha pode ser significativamente inferior àquela medida em 

laboratório, devido à complexidade do caminho de carregamento na região à frente da 

escavação de um túnel. Em laboratório, a resistência é tipicamente determinada sob 

carregamento monotônico crescente até a ruptura. Em campo, entretanto, a escavação induz um 

processo dinâmico, no qual ocorre redistribuição de tensões, incluindo ciclos de carga e 

descarga e rotação dos eixos principais de tensão. Esse fenômeno pode gerar danos estruturais 

à rocha antes mesmo de sua remoção pela escavação, um processo denominado pré-

condicionamento. 

Martin et al. (1997) e Read et al. (1998) analisaram os efeitos desse caminho de carga complexo 

por meio de um modelo tridimensional de tensões elásticas. Os resultados indicaram que as 

variações de tensões na região à frente da escavação poderiam induzir à degradação progressiva 

da rocha, resultando em uma redução de resistência ao redor do túnel. Dados obtidos no 

experimento Mine-by sustentaram essa hipótese. Foi identificado que a ruptura ocorreu onde a 
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tensão tangencial máxima superou 120 MPa, embora a resistência de longo prazo da rocha 

intacta fosse de 150 MPa (aproximadamente 0,7 da UCS, com UCS = 220 MPa). Assim, devido 

ao efeito do pré-condicionamento, a resistência local foi reduzida para cerca de 120 MPa, ou 

0,55 da UCS. 

No modelo empregado, considerou-se um túnel com contorno perfeitamente liso, 

desconsiderando efeitos associados à rugosidade das paredes da escavação e ao atrito entre a 

rocha e o sistema de suporte. Essa simplificação permitiu avaliar de maneira isolada a influência 

das tensões e do caminho de carga sobre a resistência residual da rocha (Cai & Kaiser, 2014). 

2.6.5.2. PROFUNDIDADE DA RUPTURA — RELACIONANDO TENSÕES À 

RESISTÊNCIA DA ROCHA 

As relações empíricas propostas também são relevantes na análise da resistência da rocha, visto 

que as tensões nas quais ocorrem falhas ou a previsibilidade de profundidades de ruptura variam 

entre 0,3 e 0,5 vezes o a resistência a compressão uniaxial (UCS). Ortlepp et al. (1972) reuniu 

túneis quadrados, de 3 a 4 metros de lado, sul-africanos, em rochas frágeis, avaliando as tensões 

principais in situ em comparação com a resistência à compressão uniaxial de laboratório. 

Entretanto, para um K₀ = 0,5, observou-se um valor de σ₁/σc > 0,2. Hoek & Brown (1980b) 

adicionaram novos dados e apresentaram uma classificação de estabilidade, relacionando a 

equação de Ortlepp et al. (1972) com aspectos qualitativos da ruptura e suporte. 

No entanto, essas relações não incluíam parâmetros relacionados à geometria da abertura nem 

considerações sobre as tensões tangenciais máximas no contorno do túnel. Wiseman (1979) 

estudou essas tensões, verificando as concentrações nas paredes laterais por meio de um fator 

que relaciona as tensões máximas com a tensão axial uniaxial no pico de resistência. A partir 

das observações, quando o fator de concentração era igual a 0,8, os suportes se deterioravam 

rapidamente. 

Read & Martin (1996), a partir da experiência com o Mine-by Test Tunnel, em granito maciço 

e intacto (RMR ≈ 100), demonstraram que, mesmo sob essas condições, a relação entre a tensão 

máxima e a resistência à compressão uniaxial é aproximadamente σ₁ ≈ 0,5σc, considerando-se 

um valor de s ≈ 0,25. 

Com foco específico na quantificação da profundidade da zona de ruptura, Kaiser et al. (1996) 

propuseram uma relação empírica que vincula a profundidade da ruptura ao estado de tensões 
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e à resistência da rocha. O modelo utiliza o parâmetro σmax = 3σ₁ − σ₃, que representa a máxima 

tensão aplicada, e estabelece que a ruptura frágil se desenvolve de acordo com a relação entre 

σmax e a UCS. Este trabalho foi posteriormente ampliado por Martin et al. (1999), que 

incorporaram novos dados e validaram a relação, confirmando que a ruptura se inicia, 

tipicamente, quando a razão σmax /UCS atinge valores próximos de 0,5 ± 0,1. A Figura 2.43 

apresenta a relação proposta por Martin et al.(1999). 

 
Figura 2.43 – Profundidade da ruptura em função da razão rmax/UCS (Cai & Kaiser, 2014). 

2.6.5.3. RESISTÊNCIAS APARENTES E REAIS DA ROCHA IN SITU PERTO DOS 

LIMITES DA ESCAVAÇÃO 

Outras hipóteses sobre a redução da resistência in situ da rocha maciça sugerem que a 

resistência medida em laboratório (UCS) tende a superestimar a resistência real de campo. Essas 

hipóteses foram desenvolvidas com base em retroanálises e observações de campo. Cai & 

Kaiser (2014) propuseram que efeitos de escala e processos dependentes do tempo podem 

reduzir a resistência de longo prazo da rocha para algo entre 70% e 80% da UCS, ou até menos, 

ainda que superior às interpretações mais conservadoras. 

Uma possível explicação para essa discrepância está na forma como a resistência é avaliada. Se 

as condições reais de contorno da escavação não forem corretamente consideradas, a resistência 

retrocalculada da rocha pode ser subestimada. Assim, é importante distinguir dois conceitos 

fundamentais (Cai & Kaiser, 2014): 
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• Resistência Aparente da Rocha: resistência calculada a partir de modelos simplificados, 

que assumem perfis de escavação lisos e regulares, além da utilização de índices de 

resistência elástica, como a razão σmax/UCS; 

• Resistência Real da Rocha: resistência obtida a partir da consideração da verdadeira 

geometria da escavação, incluindo suas irregularidades e os efeitos de concentração de 

tensões localizadas. 

A forma real da borda de uma escavação subterrânea influencia significativamente o 

comportamento mecânico da rocha adjacente. A heterogeneidade do maciço e as irregularidades 

das superfícies de escavação geram concentrações locais de tensões que podem acelerar os 

processos de falha (Cai & Kaiser, 2014). Ainda que a intenção seja criar paredes lisas, o perfil 

real de uma escavação pode ser altamente irregular, devido a danos induzidos pela perfuração 

e detonação. Essas irregularidades resultam em pontos de concentração de tensões superiores 

aos previstos pelos modelos com geometrias simplificadas. 

No caso do túnel Mine-by, por exemplo, a escavação foi realizada com perfuração de linha 

perimétrica e técnicas de quebra mecânica, a fim de minimizar os danos causados por 

explosivos. Ainda assim, o perfil apresentou uma rugosidade significativa, que resultou em um 

aumento local das tensões tangenciais na parede para 195 MPa, valor superior aos 169 MPa 

previstos pelas modelagens com geometria circular e lisa para o túnel. Quando a geometria real 

da escavação não é considerada, os modelos numéricos tendem a subestimar os esforços 

próximos às paredes do túnel, o que pode levar a interpretações equivocadas sobre a resistência 

in situ da rocha. 

Essa diferença entre os modelos idealizados e as condições reais de campo pode ser visualizada 

na Figura 2.44, que apresenta os as envoltórias de resistência in situ aparente e real. 
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Figura 2.44 – Envoltórias de Resistência in situ Aparente e Real de Rochas Frágeis (Cai & Kaiser, 2014). 

2.6.6. EVOLUÇÃO DAS SIMULAÇÕES POR SPALLING 

O primeiro trabalho que buscou modelar a falha do experimento de Mine-by foi desenvolvido 

por Martin (1994). O modelo proposto teve como objetivo simular essa falha utilizando o 

software Examine2D. A partir das evidências, os processos físicos observados nos ensaios de 

laboratório foram relacionados com o processo de ruptura, partindo da conclusão de que a 

coesão diminuía conforme o dano se acumulava na rocha, e que as trincas se acumulavam à 

medida que o túnel avançava, especialmente nas proximidades da face do túnel, onde o dano 

era mais significativo. 

Assim, o fenômeno foi associado à perda de coesão e, consequentemente, à redução da 

resistência. Para simular esse comportamento, adotou-se uma abordagem baseada na redução 

progressiva da resistência da rocha. No entanto, essa abordagem apresentava como limitação o 

fato de assumir que a perda de resistência ocorria de forma uniforme em toda a face da abertura. 

Uma das conclusões do modelo foi que a ruptura se dava em regiões localizadas, coincidentes 

com as maiores concentrações de tensão tangencial ao redor do túnel. Ainda, o estudo indicou 

que, em condições planas, a zona de instabilidade em uma abertura circular restringe-se a uma 

camada fina no teto da escavação. 
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Concluiu-se também que a modelagem de um processo progressivo de ruptura é complexa, 

exigindo uma abordagem que represente a evolução gradual do dano. Modelos que 

simplesmente removem a zona rompida tendem a superestimar essa região, pois não conseguem 

representar adequadamente o comportamento realista da ruptura. A Figura 2.45, apresenta a 

estabilidade da zona rompida. 

 
Figura 2.45 – Estabilidade do túnel do experimento Mine-by. Apenas a falha por tração nas paredes laterais é 

indicada (Martin, 1994). 

O modelo de falha proposto por Martin (1994) utilizou o modelo de trinca compressiva, em que 

uma elipse aberta é modelada e o crescimento da trinca é controlado por uma média das tensões 

na ponta da trinca. A modelagem consistia em representar um estado de tensões que gerasse, 

na coroa do túnel, uma tensão tangencial próxima àquela estimada para a ruptura nessa região. 

Nessa zona, inseriu-se uma região com módulo de Young inferior ao restante do modelo, com 

o objetivo de simular o início do processo de fraturamento, que ocorria próximo a 100 MPa. 

O módulo foi então reduzido gradualmente, e, quando o modelo atingiu 30 GPa, ou cerca de 

50% da rigidez original, surgiram tensões de tração nas bordas dessa zona. Inseriu-se 

manualmente uma trinca elíptica orientada na direção da tensão principal máxima, o que 

revelou que a trinca era instável, propagando-se ao ser estendida. A fratura se estabilizava em 

uma extremidade e permanecia instável na outra. A geometria favorecia a formação de placas 

delgadas. 

Esse processo foi repetido manualmente, com a criação de novos entalhes, zonas amolecidas e 
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fraturas, até formar um entalhe estável. A trinca era sempre inserida na direção das tensões 

principais máximas (paralelas a elas), e as pontas das trincas tornavam-se instáveis, 

propagando-se nessa direção. O comportamento dessas fraturas compressivas tende a evoluir 

paralelamente, até alcançar uma região crítica, momento em que passam a se curvar em direção 

à borda do túnel. Abaixo apresenta-se a Figura 2.46, que demonstra o fator de segurança da 

análise no início do processo de análise. 

 
Figura 2.46 – Estabilidade ao redor de um túnel circular. Nota-se a fina camada de material (< 1) que sofreu 

falha. No entanto, a falha in situ se inicia em um ponto, e não como uma camada fina (Martin, 1994). 

À época da ruptura, o relatório técnico (Read & Martin, 1996) concluiu que nenhum modelo 

contínuo conseguiu simular a transição entre o meio contínuo e o meio descontínuo, de forma 

prévia e preditiva. As análises elásticas foram utilizadas para retroanalisar os estados de tensão 

e explicar as assimetrias observadas nos colapsos das sondagens citadas anteriormente. 

Nesses modelos, à época, os trabalhos necessitaram reduzir o critério de Hoek–Brown, de 157 

MPa para 100 MPa. Uma das conclusões foi que esse processo poderia ser incorreto, com base 

nos dados de microssismicidade, os quais indicavam que a redução de resistência devido ao 

dano não era generalizada. 

Uma das tentativas de simulação envolveu o uso de modelos que representassem o 

comportamento strain-softening, nos quais o módulo é reduzido progressivamente à medida 

que a resistência excede um valor crítico (Read & Martin, 1996). Em um desses modelos, a 

cada etapa em que os elementos excediam o limite de resistência, o módulo era reduzido em 
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20%. Demonstrando que apenas uma região limitada do módulo foi reduzida, até 36%, e que a 

zona de dano era menor e apresentava geometria distinta, conforme apresentado na Figura 2.47. 

No FLAC, sempre que o elemento entrava em uma região em condição de falha ou nas bordas 

da escavação, ele era removido, e as tensões eram redistribuídas. O resultado era altamente 

dependente das regras de remoção dos elementos, e verificou-se que as regras de falhamento 

adotadas influenciavam significativamente nos resultados. 

O trabalho de Read & Martin (1996), utilizando modelos elásticos axisimétricos e 

tridimensionais, contribuiu para a correlação das tensões in situ, porém, esses modelos não 

foram suficientes para representar o comportamento de ruptura. 

 
Figura 2.47 – Dano previsto devido à escavação ao redor do túnel do experimento Mine-by (Read & Martin, 

1996). 

Em 2002, o primeiro modelo a ter êxito na retroanálise do experimento Mine-by com elementos 

discretos foi o proposto por Hajiabdolmajid el. al. (2002), que apresentou o modelo CWFS, o 

qual considerava a degradação progressiva da coesão e o aumento da resistência friccional 

como função da deformação plástica acumulada. Esse comportamento é ilustrado nas Figuras 

2.30, 2.31 e 2.33, que mostram, respectivamente, a evolução dos componentes de resistência 

em função da deformação, sua aplicação em diferentes contextos (laboratório e escavações 

subterrâneas), e a predição da zona de falha em maciços rochosos. 

O modelo CWFS foi capaz de simular com precisão a formação do entalhe em forma de “V” 
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(V-notch), sendo seu principal avanço a capacidade de interromper o processo de dano de 

maneira adequada. Além disso, demonstrou superioridade em relação às abordagens 

tradicionais, como os modelos elástico-perfeitamente plástico e elástico-frágil-plástico, os quais 

se baseiam apenas em representar o comportamento do material, sem considerar os processos 

micromecânicos que ocorrem ao redor do túnel (Hajiabdolmajid et al., 2002). 

Apesar de sua eficácia, o modelo apresenta limitações no que se refere à simulação do processo 

progressivo de formação de fissuras de tração, o que torna a abordagem contínua menos 

adequada para representar a natureza discreta da falha frágil, a qual resulta da nucleação e 

coalescência de fissuras de tração, culminando em uma ruptura por cisalhamento. Ressalta-se 

que os limites de deformação podem variar consideravelmente entre diferentes tipos de rocha. 

   
(a) ‘(b) (c) 

Figura 2.48 – Predição da zona de falha: (a) elástico-perfeitamente plástico, (b) elástico-frágil-plástico e (c) 

CWFS (Hajiabdolmajid et al., 2002). 

O modelo DISL, desenvolvido por Diederichs (2007), introduziu um critério bilinear de ruptura 

baseado na iniciação de dano e no limite de spalling em maciços rochosos sob baixos 

confinamentos. Esse modelo busca representar, de forma simplificada, a não simultaneidade 

entre a degradação coesiva e a mobilização da resistência friccional, reproduzindo efeitos 

similares aos do modelo CWFS. Sua formulação permite representar a transição entre a ruptura 

por tração (Modo I) e por cisalhamento (Modo II), sendo particularmente útil para modelar 

comportamentos de falha em escavações subterrâneas profundas. 

Posteriormente, os estudos propostos por Cai & Kaiser (2014) destacaram a distinção entre 

resistência aparente e resistência real in situ, sendo ele o primeiro a propor uma modelagem que 

considera o estado real de resistência, sem necessidade de reduzi-la artificialmente. A 
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resistência aparente é derivada de modelos com geometria idealizada, enquanto os que 

consideram a resistência real incorporam as irregularidades nas paredes escavadas e os efeitos 

de concentração de tensões. 

 
Figura 2.49 – Simulação por método dos elementos finitos com o DISL. 

O estudo numérico conduzido por Cai & Kaiser (2014), utilizando o método dos elementos 

finitos (MEF), foi capaz de simular com sucesso tanto a extensão quanto a profundidade do 

entalhe no teto do túnel, apresentando resultados bastante próximos das observações de campo, 

conforme ilustrado na Figura 2.50. 

 
Figura 2.50 – Resultado da simulação apresentada por (Cai & Kaiser, 2014). 
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Em 2004, foi desenvolvido um dos primeiros trabalhos com elementos discretos que buscavam 

simular o comportamento de maciços rochosos cimentados, conforme discutido anteriormente 

quanto às limitações do modelo. A proposta consistia em simular o meio granular cimentado 

por meio do BPM (Bonded Particle Model), utilizando o modelo de contato linear paralelo 

(Potyondy & Cundall, 2004). 

A escavação foi simulada com base em uma seção discretizada a partir de uma distribuição 

aleatória de partículas. Os parâmetros microestruturais foram ajustados por meio da calibração 

das tensões características da rocha. A modelagem foi capaz de reproduzir de forma realista o 

desenvolvimento de trincas e do processo de ruptura. No entanto, as trincas geradas 

apresentaram-se esparsas e não resultaram na formação do entalhe em formato “V” 

característico da ruptura observada em campo, conforme Figura 2.51. 

 
Figura 2.51 – Efeito do fator de redução de resistência no padrão de dano no modelo Mine-by (PFC2D): (a) 

Redução 0,75, (b) Redução 0,60 e (c) Redução 0,50 (Potyondy & Cundall, 2004). 

O modelo Flat-joint foi implementado com o objetivo de superar as limitações do modelo de 

contato linear paralelo e aumentar o intertravamento entre partículas. Potyondy & Ivars (2020) 

analisou uma modelagem do Experimento de Estabilidade do Pilar de Äspö (APSE)  

(Andersson et al., 2009). O modelo foi capaz de simular a zona inicial de spalling, anterior à 

formação de entalhes profundos em forma de “V”. No entanto, observou-se a formação de 

fraturas esparsas ao redor do túnel. 
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Figura 2.52 – Dano sobreposto ao dano após a escavação (Potyondy & Ivars, 2020). 

O mesmo modelo de contato avaliou a capacidade de simular o spalling, tomando como 

referência o experimento Mine-by realizado no granito Lac du Bonnet (Potyondy et al., 2020). 

Foram modelados três materiais, todos com partículas utilizando o modelo de contato flat-

jointed, diferenciando-se apenas pela forma dos grãos: esférico, tesselação de Voronoi e 

tetraédrico. O modelo de contato simulou satisfatoriamente os ensaios laboratoriais, e o PFC3D 

foi utilizado para simular a zona de spalling. No entanto, os grãos tetraédricos se mostraram 

mais adequados para a modelagem do mecanismo de dano. 

Entretanto, nenhuma das formas de grão nos materiais intactos resultou na formação dos 

entalhes. Segundo o autor, a tesselação de Voronoi não gerou entalhes; contudo, outros estudos 

indicam que o processo de progressão de dano poderia ser melhor simulado com células de 

Voronoi (Potyondy et al., 2020). No estudo, concluiu-se que as escavações poderiam ser 

simuladas com o material intacto. 

Por fim, o estudo conclui que, para simular escavações em escala de túnel, existem duas 

abordagens viáveis (Potyondy et al., 2020): 

• Utilizar material intacto com partículas no tamanho real dos grãos da rocha; 

• Utilizar propriedades de maciço rochoso degradado (crack initiation), com partículas 

maiores, como adotado neste estudo. 

Liu et al. (2020) realizou uma modelagem com o objetivo de incorporar a fragilidade do maciço, 
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utilizando clumps para representar o intertravamento dos grãos do granito e um modelo com 

amolecimento exponencial. Esse estudo menciona a calibração do modelo numérico à energia 

de propagação de fraturas, relacionando-a ao modelo de contato, sem eliminar heterogeneidades 

espúrias. Os resultados reproduziram o comportamento observado em laboratório. 

O estudo também analisou a relação entre a resistência à compressão uniaxial e à tração, 

avaliando seu impacto na fragilidade do modelo. Valores mais altos de resistência à tração estão 

associados à ruptura por fendilhamento, enquanto valores mais baixos favorecem a ruptura por 

cisalhamento. O estudo ainda relaciona os parâmetros micromecânicos ao efeito de escala para 

resistência à tração, mostrando-se bastante variável e sensível, enquanto a resistência à 

compressão uniaxial mostrou-se invariante. 

Esses modelos exigem ajustes nos parâmetros de resistência ao cisalhamento para reduzir a 

UCS ao valor observado em campo, sem eliminar a manifestação da resistência à tração. O 

trabalho conclui que utilizar valores adequados da razão σc/σt é essencial para capturar 

corretamente o mecanismo de ruptura. Um dos resultados é apresentado na Figura 2.53. 

 
Figura 2.53 – Ruptura do túnel Mine-by utilizando o modelo de amolecimento exponencial, com σc/σt=24,1 (Liu 

et al., 2020). 

Bai et al. (2024) também realizaram estudos sobre a forma das partículas e desenvolveu um 

modelo que incorpora o comportamento de amolecimento. Nessas simulações, a forma das 

partículas desempenhou um papel importante, especialmente o modelo tetraédrico, que superou 

as limitações previamente citadas do BBM (Bonded Ball Model), reproduzindo a simulação do 

experimento Mine-by com o objetivo de simular a formação do entalhe. 

Mais uma vez, foi citada como fator relevante para a ruptura a relação entre resistência à 
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compressão uniaxial e resistência à tração, sendo esse parâmetro calibrado com base nos valores 

de campo. No modelo de Potyondy & Cundall (2004), essa relação foi calibrada para um valor 

mais baixo. 

A fragilidade associada a esse fator é variável, dependendo do tipo de geometria de contato. 

Quando o amolecimento é considerado, o valor da razão σc/σt (compressão uniaxial/tração) 

varia entre 2 e 25 para o BPM (Ball Particle Model – modelo de partículas esféricas), entre 9 e 

49 para o PPM (Polygonal Particle Model – modelo de partículas poligonais), e entre 11 e 82 

para o TPM (Trilateral Particle Model – modelo de partículas triangulares), dependendo do 

valor do parâmetro de amolecimento ζ, Os resultados são apresentados na Figura 2.54, e o 

modelo com geometria TPM, mostrou maior concordância, no entanto dependendo de uma 

calibração extensiva. 

 
Figura 2.54 – Ruptura numérica do teto do Túnel Mine-by com diferentes formas de grão (BPM, PPM e TPM, 

de cima para baixo). O dano induzido pela escavação é representado por ligações rompidas (azul para 

cisalhamento, vermelho para tração). A linha escura delimita o perfil do entalhe observado em campo (Bai et al., 

2024). 

Rasmussen & Farias (2019) utilizou um modelo de contato baseado em lattice para simular a 

ruptura por spalling, sem a necessidade de calibração como exigido nas modelagens anteriores, 

conforme apresentado na Figura 2.55. No entanto, os resultados não representaram plenamente 
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o processo de ruptura. 

O autor calibrou o modelo com base no Cohesive Zone Model, com o objetivo de representar o 

comportamento pós-pico e frágil, por meio da calibração da energia de fratura. Além disso, 

apresentou um método de geração de malha voltado para geometrias complexas, cujos 

resultados foram similares aos obtidos pelo método dos elementos finitos. 

 
Figura 2.55 – Resultado obtido a partir da simulação do túnel Mine-by utilizando o modelo RBSN (Rasmussen 

& de Farias, 2019). 

Soares (2021) realizou uma modelagem numérica utilizando o modelo CVBM (Continuum 

Voronoi Block Model), uma abordagem pseudo-descontínua implementada no RS2. Nesse 

modelo, a tesselação de Voronoi é discretizada, com a inserção de juntas de Goodman entre os 

blocos, com o objetivo de simular a ruptura entre eles. 

O modelo permanece íntegro, sem falhas, até que a deformação axial aumente. A partir disso, 

surgem trincas que evoluem para fraturamentos e formação de placas de rocha, simulando o 

processo de spalling. Conforme apresentado no resultado da Figura 2.56. 

O modelo mostrou-se capaz de simular a ruptura por spalling, porém, requer calibrações 

extensas para representar adequadamente o fenômeno. 
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Figura 2.56 – (a) Modelo CVBM do túnel Mine-By calibrado e (b) ruptura registrada em campo (Soares, 2021). 

Sanipour et al. (2022) também desenvolveu um modelo pseudo-descontinuo similar ao proposto 

por Soares (2021) que buscou calibrar a resistência trilinear do material com base no modelo 

DISL, utilizando uma curva de calibração em forma de “S”, com o objetivo de representar a 

transição da resistência à falha por tração para o cisalhamento. No entanto, o modelo, calibrado 

para a resistência de pico observada em ensaios laboratoriais, não foi capaz de reproduzir a 

falha em forma de “V”, necessitando de redução para valores de crack initiation. 

 
Figura 2.57 – Mecanismo de ruptura simulado do túnel Mine-by utilizando o modelo VTM (Voronoi Tessellated 

Model) calibrado com a envoltória de resistência trilinear (Sanipour et al., 2022). 
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3. METODOLOGIA 

Nesta pesquisa, busca-se validar modelos computacionais e compreender o comportamento de 

túneis escavados em maciços rochosos submetidos a elevadas tensões in situ. Para isso, 

realizam-se etapas sucessivas de verificação numérica, tanto em escala laboratorial quanto em 

escala de campo, com o objetivo de avaliar a capacidade preditiva dos modelos adotados. 

Inicialmente, são conduzidos ensaios de simulação baseados em dados experimentais de 

laboratório, incluindo compressão uniaxial, tração, tenacidade de fratura e ensaios triaxiais, e a 

fim de verificar a fidelidade do modelo em reproduzir o comportamento elástico dos materiais, 

tanto no Método dos Elementos Discretos (MED) quanto no Método dos Elementos Finitos 

(MEF). Essa etapa envolve processos de modelagem numérica, cujas configurações são 

definidas com base na literatura e comparadas com dados experimentais disponíveis, 

assegurando a fundamentação técnica do modelo. 

A motivação central da escolha metodológica reside na limitação de abordagens existentes 

quanto à conciliação entre fidelidade física e aplicabilidade prática, o que impõe a necessidade 

de desenvolver alternativas capazes de representar, de forma mais realista, os processos de 

propagação de microfissuras em maciços rochosos, reduzindo a dependência de calibrações 

empíricas extensas. 

Rasmussen (2021) introduziu um modelo numérico que elimina heterogeneidades artificiais 

associadas à rigidez interna do sistema, distantes do comportamento físico real dos materiais, e 

que também dispensa ajustes baseados em tentativa e erro. Esse modelo, denominado Hybrid 

Lattice/Discrete Element Method (Hybrid LDEM), foi posteriormente combinado com o 

modelo DISL por Rasmussen e Min (2024), originando a abordagem DISL-LDEM, adotada 

nesta pesquisa. A combinação oferece uma estrutura robusta e simplificada, capaz de 

representar a tenacidade de fratura por meio de conceitos da mecânica da fratura, permitindo 

simular tanto a distribuição de tensões de forma correta quanto a resistência à propagação de 

fraturas. 

Na etapa seguinte, a metodologia DISL-LDEM é aplicada a dois estudos de caso 

representativos: o experimento Mine-by e a da Usina Hidrelétrica (UHE) de Itá. O primeiro tem 

como finalidade reproduzir e compreender o comportamento do maciço rochoso em condições 

controladas, enquanto o segundo também estabelece uma correlação entre os resultados da 
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simulação e métodos empíricos e correlações de parâmetros utilizados na prática geotécnica, 

avaliando a compatibilidade dos resultados e a confiabilidade do modelo. 

Por fim, a investigação contempla as conclusões de Cai & Kaiser (2014), que discutem a 

influência da morfologia das interfaces das paredes dos túneis na resistência real da Rocha. Para 

tanto, são realizadas simulações com diferentes geometrias de parede: lisa, rugosa natural e 

rugosidade semicircular. Cada uma dessas etapas contribui com interpretações que subsidiam 

avanços na modelagem numérica de túneis e fornecem respostas para futuras aplicações em 

projetos de engenharia subterrânea. 

3.1. CARACTERIZAÇÃO DOS SOFTWARES UTILIZADOS 

Nesta pesquisa, foi empregado o software PFC2D e 3D (Particle Flow Code), versão 7.0.161, 

desenvolvido pela ITASCA Consulting Group Inc., sendo essa uma ferramenta computacional 

baseada no método dos elementos discretos (MED), utilizada para modelar comportamentos 

mecânicos de partículas (ITASCA, 2023b). Nesse programa, as partículas são corpos rígidos 

com massa finita que se movem independentemente umas das outras e podem transladar ou 

rotacionar. O programa foi lançado em 1994 e é amplamente utilizado em pesquisas científicas, 

que pretendem simular o comportamento de rochas e solos em escala laboratorial até fenômenos 

de campo. 

Além disso, utilizou-se o software Abaqus Learning Edition (Dassault Systèmes, 2023), versão 

6.23-3, desenvolvido pela Dassault Systèmes. O Abaqus é uma ferramenta baseada no método 

dos elementos finitos (MEF), amplamente empregada para a simulação de comportamentos 

mecânicos e estruturais de materiais em diferentes escalas, com aplicações em engenharia civil, 

mecânica e geotécnica. 

3.2. MODELO DE CONTATO E PARÂMETROS UTILIZADOS 

O modelo utilizado na presente pesquisa é o Spring Network Model (ITASCA, 2024b), o qual 

se baseia no modelo de contato proposto por Rasmussen (2021), denominado Hybrid LDEM. 

Essa abordagem elimina a necessidade de calibrações por tentativa e erro, permitindo a 

reprodução das propriedades elásticas de forma homogênea, ou, quando desejado, de maneira 

heterogênea, com controle dos parâmetros de interesse definidos pelo usuário, garantindo, 

assim, a isotropia do sistema numérico. 
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Adicionalmente, o modelo possibilita o controle da tenacidade de fratura associada a malha, 

como será detalhado posteriormente. Os parâmetros do modelo são apresentados na Tabela 3.1:  

Tabela 3.1 – Parâmetros do Hybrid LDEM. 

Parâmetro Como obter (método principal) 

Densidade do material, ρ (kg/m³) Obtido pelo Método do Paquímetro e o 
Método da Submersão; 

Módulo de Young, E (GPa) Laboratório: Compressão uniaxial e/ou 
triaxial; 

Coeficiente de Poisson, 𝝊𝝊 Laboratório: medido junto com E; 

Resistência à Tração dos contatos, 𝛔𝛔𝒕𝒕 (MPa) Ensaio brasileiro (diametral) e/ou tração 
direta; 

Coesão das Ligações, c (MPa) Calibração pelo método de DISL- MEF 
(Diederichs, 2007). Ajustado para envoltória 

de Mohr-coulomb; 

Ângulo de Atrito dos contatos, 𝝓𝝓 (º) Calibração pelo método de DISL- MEF 
(Diederichs, 2007). Ajustado para envoltória 

de Mohr-coulomb; 

Ângulo de Atrito residual de Contato, 𝝓𝝓𝒓𝒓 (º) Calibrado para representar o atrito entre os 
minerais; 

3.3. METODOLOGIA DE RASMUSSEN & MIN (2024) 

Rasmussen & Min (2024) propuseram uma metodologia para a modelagem de rupturas por 

spalling, com enfoque em uma abordagem preditiva baseada no acoplamento entre os métodos 

DISL (Diederichs, 2007) e LDEM (Rasmussen, 2021). As simulações apresentaram respostas 

realistas em túneis escavados em rochas duras e de comportamento frágil. 

A modelagem foi conduzida em três etapas principais: 

1. Geração da malha; 

2. Definição dos parâmetros físicos de entrada; 

3. Execução da simulação numérica. 

A etapa inicial compreende a construção de um modelo de blocos por meio da tesselagem de 

Voronoi, utilizando o modelo de contato LDEM implementado no software PFC (Particle Flow 

Code), como spring network model.  
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Na etapa subsequente, são definidos os parâmetros de entrada, como: densidade, módulo de 

Young, coeficiente de Poisson e resistência à tração do modelo correspondente à rocha em 

análise. A coesão e o ângulo de atrito dos contatos foram determinados com base no critério de 

Mohr-Coulomb ajustando a envoltória de iniciação de danos proposto no modelo de Hoek-

Brown, conforme os valores de pico apresentados na Tabela 3.2. A definição desses parâmetros 

seguiu a abordagem DISL, descrita anteriormente, fundamentada nos trabalhos de Farahmand 

& Diederichs (2023), que também forneceram os valores utilizados para o ângulo de atrito 

residual.  

Tabela 3.2 – Valores recomendados de pico (“peak”) e residual (“residual”) dos parâmetros 𝑎𝑎, 𝑠𝑠 e 𝑚𝑚 da envoltória 

de resistência ao cisalhamento generalizada de Hoek–Brown, para aplicação na abordagem DISL- MEF 

(Diederichs, 2007). 

“Pico” Valor/Equação “Residual” Valor/Equação 

apeak 0.25 ares 0.75 

speak �
𝐶𝐶𝐶𝐶
𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈

�
1

𝑎𝑎𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
 

spes 0.001 

mpeak �
𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈
𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷

� 𝑠𝑠𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 mres 6-12 

A terceira etapa consiste na simulação do processo de escavação, a qual segue os seguintes 

procedimentos: 

• Inicialização das tensões in situ no modelo, com simulação da escavação baseada na 

metodologia de convergência-confinamento aplicada a um modelo quase tridimensional 

(adaptado para 2D nesta dissertação), conforme proposto por Panet & Guenot (1983); 

• Aplicação de um fator de amortecimento local elevado, a fim de garantir condições 

quase estáticas; 

• Execução do modelo até a estabilização da ruptura da rocha. 

3.4. DEFINIÇÃO E CONFIGURAÇÃO DA GEOMETRIA 

O presente estudo tem por objetivo demonstrar um procedimento sistemático de calibração da 

tenacidade à fratura em modo I (KIC), a partir da relação entre a discretização da malha de 

elementos e esta propriedade mecânica. A abordagem adotada fundamenta-se na 
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proporcionalidade previamente identificada em modelos de treliça, conforme descrito por 

Jagota & Bennison (1995), e em modelos de partículas coladas via MED, conforme Potyondy 

& Cundall (2004), expressa a seguir:  

�
KIC

σt
� ∝ Tamanho da Malha Equação 3.1 

No contexto do método LDEM, tal calibração é viabilizada pela mitigação de heterogeneidades 

espúrias, frequentemente observadas em modelos tradicionais de elementos discretos. A 

incorporação de características típicas de modelos contínuos permite a introdução controlada 

de heterogeneidades no domínio de simulação, favorecendo a representatividade física do 

comportamento da rocha e eliminando a necessidade de processos empíricos baseados em 

tentativa e erro. 

Durante simulações de propagação de fraturas, Bolander & Saito (1998) observaram que o uso 

de malhas de Voronoi mal formuladas pode introduzir vieses significativos nos resultados. Com 

o intuito de mitigar tais efeitos, os autores propuseram a utilização de amostragem baseada em 

discos de Poisson como método para a geração de malhas com maior regularidade espacial. 

O algoritmo de discos de Poisson correspondente inicia-se com a inserção aleatória de sementes 

de Voronoi, conforme ilustrado na Figura 3.1. As sementes que não atendem à distância mínima 

estabelecida devem ser removidas e reinseridas em um processo iterativo. Esse procedimento 

foi implementado nesta dissertação por meio de programação em C++, que realiza as iterações 

até que todas as partículas sejam inseridas adequadamente ou que se atinja um número máximo 

de tentativas (tipicamente 10.000). 

A Figura 3.1 representa um exemplo do conjunto de sementes gerado com essa metodologia, 

respeitando um valor definido de Dmin. A codificação inclui diversas garantias que asseguram 

a uniformidade da malha gerada, reduzindo a ocorrência de efeitos espúrios e assegurando a 

representatividade física do modelo.  
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Figura 3.1 - Processo de geração de malha estocástica para obter um conjunto de sementes que respeitam um 

limite mínimo de distância, 𝐷𝐷min (Adaptado de Rasmussen & Min (2024)). 

3.5. SEQUÊNCIA DE ESCAVAÇÃO 

A simulação da escavação foi realizada com base na metodologia de convergência-

confinamento, aplicada a um modelo bidimensional, conforme proposta por Panet & Guenot 

(1983). A escavação foi implementada por meio da técnica de espelhamento descrita por Yip 

et al. (2005), a qual define uma região circular central no domínio numérico representou a 

geometria do túnel. Essa região foi inicialmente ocupada por elementos do tipo Voronoi e, 

posteriormente, escavada pela remoção dos elementos internos. 

Imediatamente após a remoção das partículas na região escavada, foi aplicado um script FISH, 

disponível nos Apêndices, diretamente nas facetas do contorno da abertura, responsável por 

promover um processo de desconfinamento gradual. Esta operação foi executada de forma 

simultânea à ativação progressiva do campo gravitacional, cuja aceleração foi incrementada 

linearmente de 0 até 9,81 m/s² ao longo da etapa de escavação, conforme ilustrado na Figura 

3.2. Tal abordagem possibilitou a representação, em ambiente bidimensional, dos efeitos 

tridimensionais associados ao alívio de tensões induzido pela escavação. 

O processo de descarregamento foi controlado pela função MvApplyTunnelStress_v4, 

disponível no Apêndice A, responsável por aplicar tensões decrescentes nas facetas da 

escavação ao longo de um número predeterminado de iterações. O descarregamento foi 

modelado por meio de um parâmetro adimensional, que varia de 1 (confinamento total) até 

valores próximos de zero (confinamento totalmente removido). Essa abordagem viabilizou uma 

redistribuição gradual e fisicamente consistente das tensões ao redor da abertura, contribuindo 
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para a estabilidade numérica do modelo. 

 
Figura 3.2 – Carregamento radial aplicado conforme o método de convergência-confinamento. 

O decaimento das tensões foi representado por uma função exponencial contínua em duas fases. 

Na primeira fase, que se estendeu até uma fração do número total de iterações (changePct × 

maxIter), o fator decaiu mais rapidamente, conforme: 

𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓(𝑖𝑖) = 𝑒𝑒−𝑘𝑘1𝑖𝑖 Equação 3.2 

em que 𝑘𝑘1 é a taxa inicial de descarregamento e i representa o número da iteração atual. Essa 

fase representa o estágio inicial da escavação, no qual o alívio de tensões tende a ocorrer de 

forma mais abrupta. 

Após o ponto de transição, denominado changeIter, teve início a segunda fase do 

descarregamento, com um decaimento mais suave, de modo a garantir continuidade. Nessa fase, 

o valor final da etapa anterior foi mantido e multiplicado por um novo termo exponencial com 

taxa de redução 𝑘𝑘2, conforme:  

𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓𝑓(𝑖𝑖) = 𝑒𝑒−𝑘𝑘1∙𝑐𝑐ℎ𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 𝑒𝑒−𝑘𝑘2(𝑖𝑖− 𝑐𝑐ℎ𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎) Equação 3.3 

Essa formulação contínua permitiu representar um alívio residual mais lento e estável, 

conforme a Figura 3.3, evitando descontinuidades abruptas na aplicação das tensões, o que é 

particularmente importante em modelos com malhas densas ou materiais de comportamento 

frágil. 
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Figura 3.3 – Evolução do fator de descarregamento radial factor(i) aplicado nas facetas da escavação. 

As tensões in situ foram previamente aplicadas ao domínio computacional, assegurando o 

estado inicial de equilíbrio antes da escavação. A etapa de escavação teve duração total de 

quatro segundos de tempo de simulação, conduzida sob um fator de amortecimento local 

elevado (0,7), de modo a assegurar condições próximas ao equilíbrio estático e mitigar efeitos 

dinâmicos indesejados. 

3.5.1. OUTRAS ESTRATÉGIAS DE SIMULAÇÃO DA SEQUÊNCIA DE 
ESCAVAÇÃO 

Foram avaliadas diferentes abordagens para a simulação da sequência de escavação no Capítulo 

6, com o objetivo de representar de forma mais fiel os mecanismos de redistribuição de tensões 

e a resposta da abertura ao alívio progressivo de carga em geometrias mais complexas. 

A primeira abordagem, denominada escavação incremental com remoção sequencial, consistiu 

em desconfinar o túnel de dentro para fora, removendo progressivamente os elementos de 

Voronoi localizados no interior da escavação. Essa técnica busca simular o avanço da frente de 

escavação em estágios discretos, permitindo observar o desenvolvimento gradual das zonas de 

alívio e concentração de tensões ao longo do processo. No entanto, quando a geometria da 

escavação apresenta rugosidades naturais ou induzidas, a simulação torna-se significativamente 

mais complexa, uma vez que a remoção ordenada dos elementos internos pode interferir na 

integridade da malha e na continuidade do alívio de tensões. Irregularidades geométricas 

introduzem variações locais na propagação da frente de escavação, exigindo um controle mais 

refinado da sequência de remoção e da estabilidade numérica do modelo. 

A segunda abordagem, denominada desconfinamento progressivo por degradação de rigidez de 

contato, foi implementada mantendo-se os elementos de Voronoi no interior do túnel, mas com 
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a rigidez de contato entre os grãos reduzida progressivamente. Esse procedimento simula a 

perda de confinamento de forma contínua, por meio da alteração das propriedades mecânicas 

dos contatos. O resultado é um comportamento semelhante ao da escavação completa, porém 

com transições mais suaves no campo de tensões, favorecendo a estabilidade numérica e a 

observação detalhada dos mecanismos progressivos de fraturamento. 

3.6. CONFIGURAÇÕES COMPUTACIONAIS 

As simulações numéricas desenvolvidas nesta pesquisa foram executadas em um computador 

com as seguintes especificações técnicas: processador Intel(R) Core (TM) i7-9750H CPU @ 

2.60 GHz, 16 GB de memória RAM (15,8 GB utilizável), operando com um sistema 

operacional de 64 bits, baseado em arquitetura x64. Tal configuração demonstrou-se adequada 

para a execução dos modelos numéricos adotados, não sendo observadas limitações de 

desempenho relevantes durante a realização dos experimentos computacionais. 
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4. ESTUDOS DE VERIFICAÇÃO 

Este capítulo tem como objetivo avaliar a capacidade do modelo Hybrid LDEM (Lattice 

Discrete Element Method) de reproduzir, em escala macroscópica, as propriedades mecânicas 

de rochas duras a partir de parâmetros microscópicos de entrada, eliminando a necessidade de 

calibração empírica por tentativa e erro. Para isso, foram realizados estudos numéricos 

sistemáticos baseados em ensaios convencionais de laboratório, complementados por 

simulações de propagação de fraturas (Tenacidade de Fratura) e aplicação em escala real de 

campo. 

Como material de referência para a modelagem, foi selecionado o granito Lac du Bonnet, 

amplamente caracterizado na literatura e frequentemente utilizado em pesquisas sobre o 

comportamento de maciços rochosos. Sua composição homogênea e suas propriedades físicas 

bem documentadas fazem dele um candidato ideal para estudos de validação numérica. 

O granito Lac du Bonnet é um granito rosa de composição homogênea, originário da província 

de Manitoba, no Canadá. As amostras analisadas foram extraídas a aproximadamente 130 

metros de profundidade no Underground Research Laboratory (URL), uma instalação 

subterrânea operada pela Atomic Energy of Canada Limited (AECL), conforme ilustrado na 

Figura 4.1. O laboratório foi desenvolvido com o propósito de fornecer um ambiente geológico 

representativo para o desenvolvimento de pesquisas aplicadas ao gerenciamento de resíduos 

radioativos. 

Localizado a aproximadamente 120 km ao nordeste de Winnipeg, o URL está inserido no 

batólito granítico de Lac du Bonnet, pertencente ao Escudo Canadense. O maciço é 

predominantemente composto por granito-granodiorito maciço, com a presença pontual de 

bandas gnáissicas e zonas fraturadas subverticais nas camadas superiores. Abaixo de 220 

metros de profundidade, a rocha torna-se substancialmente menos fraturada, apresentando um 

comportamento estrutural mais íntegro, característica fundamental para análises que buscam 

eliminar interferências de descontinuidades naturais (Read, 2004). 
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Figura 4.1 - Localização do URL da AECL no Escudo Canadense e seu contexto geológico. Fonte: Imagem 

adaptada de Chandler (2003). 

A escolha desse granito justifica-se, portanto, não apenas pela homogeneidade mineralógica e 

disponibilidade de dados experimentais de alta qualidade, mas também pela possibilidade de 

comparação com modelos previamente documentados na literatura, como os realizados por 

Rasmussen & Min (2024). Tais características proporcionam uma base confiável para a 

validação das respostas numéricas obtidas com o LDEM, tanto em regime elástico quanto no 

estudo da resistência e da propagação de fraturas. Além disso, a adoção de um material 

amplamente documentado permite o desenvolvimento de estudos comparativos entre diferentes 

abordagens numéricas e analíticas, oferecendo uma base confiável para avaliação da precisão 

do modelo Hybrid LDEM. 

Com base nisso, este capítulo está estruturado em diferentes frentes de investigação: 

• A reprodução de propriedades elásticas por meio de ensaios de compressão uniaxial e 

tração direta, com análise da sensibilidade à discretização da malha; 

• A simulação de ensaios triaxiais, visando avaliar a resposta pós-pico do material em 

função do confinamento e do atrito residual; 

• A calibração da tenacidade à fratura em modo I a partir de modelos com trinca central 

e malhas geradas por amostragem de Poisson; 
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• E, por fim, uma análise comparativa em escala de campo entre os resultados do modelo 

LDEM e o método dos elementos finitos (MEF) para o estado de tensões ao redor de 

uma escavação circular. 

Com isso, busca-se demonstrar a robustez, a precisão e a aplicabilidade prática do modelo 

Hybrid LDEM em diferentes regimes mecânicos e escalas de análise, estabelecendo uma base 

sólida para seu uso em simulações avançadas de engenharia de rochas. 

4.1. SIMULAÇÕES EM ESCALA LABORATORIAL 

4.1.1. CONFIGURAÇÃO DAS SIMULAÇÕES 

O modelo numérico desenvolvido utilizou corpos de prova com formato adaptado, visando 

facilitar a aplicação das condições de contorno. A espessura, a largura e a altura foram definidas 

como 12, 12 e 30 vezes o raio das partículas, respectivamente, para a geração das sementes de 

Voronoi, conforme ilustrado na Figura 4.2. 

 
Figura 4.2 – Configuração Geométrica. 

A malha foi gerada por tesselação de Voronoi com raios constantes, assegurando que o tamanho 

dos elementos se mantivesse proporcional ao diâmetro das partículas. As propriedades de 

entrada foram definidas de modo a garantir independência da malha, eliminando a necessidade 

de calibração por tentativa e erro. 

As proporções dos corpos de prova seguiram a relação H/D (altura/diâmetro) recomendada 

pelas normas ASTM D7012 (ASTM, 2014) e ASTM D4543 – 08, variando de 2.0 a 2.5, 

podendo chegar a 3.0 em casos específicos. Essas proporções foram adaptadas às geometrias 

modeladas, respeitando também as recomendações estabelecidas por Rasmussen & Min (2024). 

𝐻 = 30 𝜙𝜙𝐷𝐷𝐷𝐷𝑛𝑛
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O trabalho de referência proposto Rasmussen & Min (2024), entretanto, assumia uma espessura 

constante de 1 metro de comprimento, sendo o volume do modelo ajustado de modo a manter-

se equivalente ao especificado nas normas. 

Foram realizados ensaios numéricos de compressão simples, triaxial e de tração direta para cada 

um dos raios de malha (0,02 m a 0,20 m). Nos ensaios de compressão simples, compressão 

triaxial e tração direta, adotou-se uma configuração que assegura tensões homogêneas na região 

central dos corpos de prova, evitando flambagem ou confinamento excessivo nas extremidades. 

Para atenuar efeitos dinâmicos e reproduzir condições quase-estáticas, as velocidades de 

carregamento foram estabelecidas da seguinte maneira: 

• Compressão simples: 0,005 m/s; 

• Tração direta: 0,001 m/s; 

• Compressão triaxial:  0,08 m/s. 

Tais velocidades, superiores àquelas empregadas em laboratório, foram intencionalmente 

selecionadas para minimizar efeitos dinâmicos indesejados sem comprometer o tempo 

computacional. Dessa forma, a evolução das tensões no corpo de prova reflete com precisão as 

propriedades mecânicas intrínsecas do material, sem interferência significativa de efeitos 

inerciais. 

Para eliminar a influência das placas nas simulações, foram adotados parâmetros elevados de 

resistência nas interfaces de contato. Além disso, considerou-se uma rigidez cisalhante baixa, 

transmitindo apenas rigidez normal, com o objetivo de evitar o atrito entre as placas e o corpo 

de prova. Adicionalmente, empregou-se o esquema de amortecimento local proposto por 

Cundall (1987), com fator de 0,2, a fim de evitar interferências nos modos de ruptura e no 

comportamento geral do modelo. 

O processo de implementação do modelo Hybrid LDEM no software PFC apresentou algumas 

diferenças em relação à formulação original proposta por Rasmussen (2021). Assim, a 

codificação foi ajustada para anular a rigidez de contato entre as placas e corrigir a formulação, 

restabelecendo a proposta inicial, conforme o script apresentado no Apêndice A. 

A Tabela 4.1 a seguir apresenta os parâmetros numéricos utilizados nas simulações com o 

LDEM (Spring Network Model). A coesão e o ângulo de atrito das ligações foram definidos a 
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partir de um ajuste de Mohr-Coulomb à envoltória de Hoek-Brown, conforme o critério DISL, 

conforme a Tabela 4.1. Foram investigados três ângulos de atrito residual (18°, 22° e 26°), com 

o objetivo de compreender a influência desse parâmetro no comportamento pós-pico do granito 

Lac du Bonnet.  

Tabela 4.1 – Parâmetros do Modelo. 

Parâmetro Granito Lac du Bonnet 
Densidade do material, ρ (kg/m³) 2620 

Módulo de Young, E (GPa) 66,1 
Coeficiente de Poisson, 𝝊𝝊 0,24 

Resistência à Tração dos contatos, 𝛔𝛔𝒕𝒕 (MPa) 7,5 
Coesão das Ligações, c (MPa) 35 

Ângulo de Atrito dos contatos, 𝝓𝝓 (º) 22 
Ângulo de Atrito residual de Contato, 𝝓𝝓𝒓𝒓 (º) 18,22 e 26 

Dessa forma, a verificação dos ensaios não se baseará no comportamento completo da curva 

tensão-deformação. O LDEM, conforme apresentado, permite a modelagem de comportamento 

homogêneo (utilizada nesta dissertação) e também heterogêneo, mais adequado à representação 

do comportamento observado em laboratório. 

Assim, a modelagem numérica apresentará um comportamento de pico coincidente com a 

tensão de iniciação de fissuras (crack initiation), conforme estabelecido pelo ajuste DISL. Esse 

valor foi definido com base em diferentes fontes de referência: 97 MPa pelo critério de 

Diederichs (2007), pela formulação de Hoek-Brown e 103 MPa pelo ajuste com base no critério 

de Mohr-Coulomb, conforme apresentado na Figura 4.3. 

 
Figura 4.3 –Envoltória de resistência “pico” (DISL) e Calibração de Mohr-Coulomb. 
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Para garantir a medição precisa da tensão de ruptura, as tensões foram monitoradas diretamente 

nas placas aplicadoras durante o ensaio, bem como em uma região circular localizada na parte 

central da amostra. Ambas as medições tiveram como objetivo comparar diferentes métodos de 

aquisição de dados e verificar a consistência dos valores obtidos. 

4.1.2. RESULTADOS E DISCUSÕES DOS ENSAIOS DE LABORATÓRIO 

O modelo numérico do granito Lac du Bonnet foi confrontado com os resultados laboratoriais, 

empregando-se unicamente os parâmetros de entrada, de modo a avaliar a precisão do modelo 

computacional na representação das propriedades do material sem necessidade de calibração 

adicional. 

4.1.2.1. ENSAIO DE COMPRESSÃO UNIAXIAL 

Os resultados numéricos apresentados nas Tabelas 3.2 e 3.3 reforçam a robustez do modelo 

homogêneo adotado na formulação do Hybrid LDEM. Observa-se que variações no parâmetro 

de discretização rmin (0,02 m a 0,20 m) não afetam significativamente os parâmetros elásticos 

em macroescala: o módulo de Young manteve-se constante com erro inferior a 1,1 %, enquanto 

o coeficiente de Poisson variou menos de 2 % em relação aos valores experimentais. 

Tabela 4.2 – Resultados de Módulo de Young para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) 
Medição Central Placas Aplicadoras 

Média (GPa) Desvio Padrão (GPa) Erro Média (GPa) Desvio Padrão (GPa) Erro 
0,02 6,617 0,006 0,11% 6,621 0,004 0,16% 
0,04 6,579 0,007 -0,48% 6,609 0,006 -0,02% 
0,06 6,558 0,007 -0,79% 6,602 0,007 -0,13% 
0,08 6,548 0,007 -0,94% 6,599 0,008 -0,17% 
0,10 6,549 0,007 -0,92% 6,602 0,008 -0,13% 
0,12 6,553 0,007 -0,86% 6,603 0,007 -0,10% 
0,14 6,551 0,007 -0,89% 6,602 0,008 -0,12% 
0,16 6,546 0,007 -0,97% 6,598 0,010 -0,18% 
0,18 6,546 0,007 -0,96% 6,600 0,006 -0,16% 
0.20 6,540 0,007 -1,06% 6,598 0,006 -0,17% 

Esses baixos índices demonstram que o modelo reproduz com precisão o comportamento 

elástico obtido em laboratório, independentemente do refinamento da malha de células de 

Voronoi. Isso sugere que a incorporação das propriedades do modelo Lattice RBSN nas 

interfaces intactas proporciona resposta mecânica confiável, sem necessidade de calibração 

adicional dos parâmetros de mesoescala. 
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Tabela 4.3 – Resultados do coeficiente de Poisson para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) Média Desvio Padrão Erro 
0,02 0,238 0,0012 -0,72% 
0,04 0,237 0,0012 -1,33% 
0,06 0,236 0,0012 -1,57% 
0,08 0,236 0,0012 -1,66% 
0,10 0,236 0,0012 -1,66% 
0,12 0,236 0,0012 -1,66% 
0,14 0,236 0,0012 -1,66% 
0,16 0,235 0,0012 -1,94% 
0,18 0,235 0,0012 -1,90% 
0,20 0,235 0,0012 -1,91% 

Adicionalmente, os erros percentuais próximos a zero reforçam a similaridade entre o Hybrid 

LDEM e modelos contínuos convencionais, embora sua formulação não seja explicitamente 

contínua. Destaca-se, portanto, a importância das propriedades do Lattice RBSN nas interfaces 

de Voronoi para a eficácia da metodologia. 

A Figura 4.4 apresenta as curvas numéricas de tensão vertical versus deformação vertical e 

lateral no ensaio não confinado. Observa-se comportamento linear até o pico de tensão 

compressiva, seguido de queda abrupta na capacidade de sustentação. Verifica-se que o pico de 

resistência dos modelos homogêneos corresponde aos valores calibrados pelo critério DISL. O 

principal aspecto observado foi a ausência dos estágios de iniciação e propagação de fissuras 

nos ensaios de compressão não confinada, não sendo detectadas as não linearidades típicas de 

testes experimentais. 

 
Figura 4.4 – Curvas numéricas de tensão vertical versus deformação (vertical e lateral) no ensaio uniaxial. 



109 

 

  

Durante o carregamento, o número total de microfissuras permaneceu zero até a ruptura, quando 

ocorreu incremento súbito simultâneo de fissuras por tração e cisalhamento. Esse 

comportamento é atribuído à natureza homogênea do modelo, em que diversas interfaces 

alcançam seu limite de resistência quase simultaneamente. A seção transversal antes e depois 

da ruptura (Figura 4.6) ilustra a concentração de fraturamento apenas na região de pico de 

resistência, em concordância com Rasmussen & Min (2024). 

 
Figura 4.5 – Número total de microfissuras. 

Nesse caso, o fraturamento não se relaciona nem à tensão de iniciação de fissuras nem à tensão 

de dano por fissuramento (crack damage), evidenciando que apenas um modelo com 

incorporação de heterogeneidades estatísticas, conforme proposto na formulação, permitiria a 

distinção desses estágios. 

  
(a) (b) 

Figura 4.6 – Evolução do número de microfissuras durante o ensaio não confinado. 
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A Figura 4.7 ilustra o comportamento da deformação volumétrica total em função da tensão 

vertical. Observa-se que, ao atingir o pico de tensão compressiva, a curva inverte sua tendência, 

sinalizando o início da dilatação do meio rochoso. 

 
Figura 4.7 – Curva da deformação volumétrica total em função da deformação vertical no ensaio não confinado. 

Os dados da Tabela 4.4 confirmam que o parâmetro rmin não exerce influência significativa na 

nucleação de fissuras: os picos de tensão compressiva mantêm-se alinhados aos valores das 

curvas da Figura 4.4 e os erros relativos, tanto na medição central quanto pelas placas 

aplicadoras, permanecem abaixo de 5%. Esses resultados reforçam a consistência e a 

confiabilidade do modelo homogêneo, indicando que diferentes discretizações em células de 

Voronoi não comprometem a resposta mecânica macroscópica das amostras. 

Tabela 4.4 – Picos de tensão compressiva não confinada para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) Média medição central Média placa aplicadoras Erro medição central Erro placa aplicadoras 
0,02 1,02E+08 1,02E+08 -1% -1% 
0,04 1,01E+08 1,02E+08 -1% -1% 
0,06 9,95E+07 1,00E+08 -3% -3% 
0,08 9,92E+07 1,00E+08 -4% -3% 
0,10 9,93E+07 1,00E+08 -4% -3% 
0,12 1,01E+08 1,02E+08 -2% -1% 
0,14 1,01E+08 1,02E+08 -2% -1% 
0,16 1,01E+08 1,01E+08 -2% -2% 
0,18 1,01E+08 1,02E+08 -2% -1% 
0,20 1,01E+08 1.02E+08 -2% -1% 
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4.1.2.2. ENSAIO DE TRAÇÃO DIRETA 

De maneira análoga, os ensaios de tração direta demonstram que, mesmo com variações na 

discretização da malha, os módulos de Young e os coeficientes de Poisson obtidos 

numericamente permanecem praticamente constantes. Observa-se uma dispersão 

extremamente baixa, com erros inferiores a 2% em relação aos valores de referência obtidos 

em laboratório. Esses resultados confirmam a robustez do modelo Hybrid LDEM na 

representação do comportamento elástico sob estado de tensão de tração, inclusive quando 

empregadas malhas mais grosseiras. 

Conforme evidenciado na Tabela 4.5, verifica-se uma discreta redução no módulo de Young 

com o aumento do parâmetro rmin, contudo essa variação é marginal, situando-se na ordem de 

1%, portanto, irrelevante do ponto de vista prático. As diferentes técnicas de medição 

apresentam resultados convergentes, com diferenças médias inferiores a 0,03%, indicando a 

ausência de viés sistemático. Ademais, o desvio padrão manteve-se praticamente constante ao 

longo dos ensaios, refletindo elevada repetibilidade dos resultados. 

Tabela 4.5 – Módulo de Young obtido nos ensaios de tração direta para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) 
Medição Central Placas Aplicadoras 

Média (GPa) Desvio Padrão (GPa) Erro Média (GPa) Desvio Padrão (GPa) Erro 
0,02 6,627 0,006 0,26% 6,621 0,005 0,17% 
0,04 6,589 0,006 -0,32% 6,609 0,007 -0,01% 
0,06 6,568 0,006 -0,63% 6,602 0,007 -0,12% 
0,08 6,558 0,007 -0,78% 6,599 0,008 -0,16% 
0,10 6,559 0,006 -0,76% 6,602 0,007 -0,12% 
0,12 6,564 0,006 -0,70% 6,603 0,007 -0,10% 
0,14 6,561 0,006 -0,74% 6,602 0,007 -0,12% 
0,16 6,556 0,006 -0,81% 6,599 0,007 -0,16% 
0,18 6,557 0,006 -0,80% 6,600 0,007 -0,15% 
0,20 6,557 0,007 -0,81% 6,600 0,009 -0,15% 

O coeficiente de Poisson (Tabela 4.6) apresentou desvios inferiores a ±2%, evidenciando a 

capacidade do método em eliminar a necessidade de processos de calibração empírica baseados 

em tentativa e erro na escala microscópica. 
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Tabela 4.6 – Coeficiente de Poisson obtido nos ensaios de tração direta para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) Média Desvio Padrão Erro 
0,02 0,238 0,002 -0,63% 
0,04 0,237 0,002 -1,25% 
0,06 0,236 0,002 -1,49% 
0,08 0,236 0,002 -1,67% 
0,10 0,236 0,002 -1,66% 
0,12 0,236 0,002 -1,61% 
0,14 0,236 0,002 -1,67% 
0,16 0,236 0,002 -1,85% 
0,18 0,236 0,002 -1,82% 
0,20 0,236 0,002 -1,73% 

Os dados apresentados na Tabela 4.7, a seguir referem-se aos valores de pico obtidos nos 

ensaios de tração direta, para rmin variando entre 0,02 m e 0,20 m, utilizando duas técnicas de 

medição. Observa-se que, em ambas as abordagens, os valores de tensão máxima mantêm-se 

dentro de um erro de ±1,2% em relação aos resultados experimentais de laboratório. Portanto, 

conclui-se que a discretização da malha não exerce influência significativa sobre os valores de 

pico de tração. 

Tabela 4.7 – Pico de resistência à tração direta (tensão de pico) para diferentes valores de rmin. 

rmin (m) Média medição central Média placa aplicadoras Erro medição central Erro placa aplicadoras 
0,02 7,55e+06 7,54e+06 0,63% 0,51% 
0,04 7,48e+06 7,51e+06 -0,21% 0,13% 
0,06 7,46e+06 7,50e+06 -0,47% 0,05% 
0,08 7,46e+06 7,50e+06 -0,59% 0,02% 
0,10 7,46e+06 7,51e+06 -0,50% 0,19% 
0,12 7,47e+06 7,52e+06 -0,41% 0,23% 
0,14 7,47e+06 7,52e+06 -0,44% 0,22% 
0,16 7,46e+06 7,51e+06 -0,51% 0,17% 
0,18 7,46e+06 7,52e+06 -0,49% 0,20% 
0,20 7,46e+06 7,52e+06 -0,53% 0,27% 

4.1.2.3.  ENSAIO DE COMPRESSÃO TRIAXIAL 

Os ensaios triaxiais numéricos foram realizados com o objetivo de investigar o comportamento 

mecânico de corpos de prova rochosos sob diferentes níveis de tensão confinante (σ₃) e valores 

distintos de ângulo de atrito residual (𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18°, 22° e 26°). A análise concentrou-se na resposta 

pós-pico do material, considerando a influência simultânea do confinamento e do atrito residual 

sobre a resistência e o modo de ruptura. 

As curvas tensão-deformação obtidas (Figura 4.8) evidenciam o comportamento típico de 
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materiais frágeis: uma fase elástica inicial, seguida por um pico de resistência e subsequente 

amolecimento. Verificou-se que o aumento da tensão de confinamento promove elevação 

significativa na tensão principal maior (σ₁) na ruptura, comportamento compatível com os 

modelos clássicos da resistência ao cisalhamento em rochas. 

O confinamento exerce papel fundamental na modulação do mecanismo de fratura, sendo 

responsável por suprimir a propagação de fraturas em Modo I nas extremidades das trincas. 

Esse processo favorece o fechamento de fraturas extensivas e o aumento da intensidade de 

fraturamento em Modos II e III, além de restringir a dilatação volumétrica da rocha (Rahjoo & 

Sc, 2019). Assim, níveis crescentes de σ₃ não apenas reforçam a resistência do material, como 

também alteram o tipo predominante de ruptura, como pode ser observado na Figura 4.8c. 

  
(a) (b) 

 
(c) 

Figura 4.8 – Curvas tensão-deformação para diferentes ângulos de atrito residual: (a) 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18°, (b) 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 22° e 

(c) 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 26°. 

A escolha do ângulo de atrito residual (𝜙𝜙𝑟𝑟) está diretamente relacionada à transição entre os 

modos de fratura por extensão (Modo I) e por cisalhamento (Modo II), conforme destacado por 

Farahmand & Diederichs(2023). A fratura em Modo I ocorre sob baixos níveis de 
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confinamento, quando a resistência à tração é superada. Em contraposição, a fratura em Modo 

II predomina em altos níveis de confinamento, quando a resistência ao cisalhamento se torna o 

fator limitante. Essa transição é melhor capturada com a definição adequada do valor de φᵣₑₛ, 

que afeta diretamente a resposta do material e sua capacidade de dilatação pós-pico. Dessa 

forma, o ângulo de atrito residual não apenas influencia a resistência, bem como o 

comportamento estrutural da rocha ao ser fissurada. 

As  Figura 4.8a a Figura 4.8c demonstram essa evolução: 

• Para 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18° (Figura 4.8a), observa-se uma resposta frágil, com queda abrupta da 

resistência e baixa deformação residual; 

• Em 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 22° (Figura 4.8b), a resposta é intermediária, com transição pós-pico menos 

abrupta e resistência residual elevada; 

• Com 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 26° (Figura 4.8c), o comportamento se torna mais dúctil, com curvas de 

declínio gradual e σ₁ residual ultrapassando 200 MPa sob altos níveis de confinamento. 

As quedas abruptas da resistência após o pico, seguidas  por um aumento até atingir a resistência 

residual observadas nas Figuras 4.8. Ocorrem em função da forma como o PFC trata as 

interações entre partículas após a ruptura. 

Durante o ensaio triaxial simulado, no instante de ruptura, os elementos já se encontram em 

estado de interpenetração física. Nesse momento, o PFC interrompe a interação de contato 

existente e inicia novos contatos a partir das interpenetrações subsequentes. Isso implica que, 

após a ruptura, a força de contato é reiniciada a partir de zero, e somente com o aumento da 

interpenetração é que os incrementos de força voltam a ser acumulados. 

Esse tipo de resposta numérica gera um comportamento onde os corpos continuam a 

interpenetrar-se, resultando em uma reacomodação das forças de contato. Trata-se de uma 

característica do método adotado pelo PFC para o tratamento das forças pós-ruptura. 

A Tabela 4.8 apresenta os valores de σ₁ de pico obtidos experimentalmente e os correspondentes 

valores ajustados com base na envoltória de ruptura teórica, além dos respectivos erros 

relativos. Observa-se boa concordância entre os dados experimentais e os modelos teóricos, 

com erros inferiores a 3,5%. 
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Tabela 4.8 – Tensão de pico (σ₁) e erro relativo para diferentes φᵣₑₛ em função de σ₃. 

Pico 
Envoltória de Ruptura φᵣₑₛ = 18° φᵣₑₛ = 22° φᵣₑₛ = 26 
σ3 [MPa] σ1 [MPa] σ1 [MPa] Erro Relativo σ1 [MPa] Erro Relativo σ1 [MPa] Erro Relativo 

-7,5 0 0 - 0 - 0 - 
-6,00 90,59 87,58 3,32% 87,59 3,32% 87,61 3,29% 
-4,00 94,99 92,91 2,18% 92,92 2,18% 92,92 2,18% 
-2,00 99,38 96,24 3,16% 96,24 3,16% 96,24 3,16% 
0,00 103,78 101,33  2,36% 101,33 2,36% 101,33  2,36% 
2,00 108,18 106,25 1,78% 106,25 1,78% 106,25 1,78% 
4,00 112,57 110,94 1,45% 110,94 1,45% 110,94 1,45% 
6,00 116,97 114,40 2,20% 114,00 2,54% 114,40 2,20% 
8,00 121,36 119,36 1,65% 119,36 1,65% 119,36 1,65% 

10,00 125,76 122,60 2,51% 122,60 2,51% 122,60 2,51% 

A Tabela 4.9 complementa os dados ao apresentar os valores de resistência residual (σ₁) em 

função de σ₃. Mesmo em baixos confinamentos, observa-se que o aumento de φᵣₑₛ acarreta 

elevação significativa de σ₁. Por exemplo, para σ₃ = 2,00 MPa, a resistência varia de 31,47 MPa 

(φᵣₑₛ = 18°) a 53,72 MPa (φᵣₑₛ = 26°); para σ₃ = 10,00 MPa, os valores aumentam 

respectivamente para 135,54 MPa, 160,70 MPa e 199,69 MPa.  

Tabela 4.9 – Resistência residual (σ₁) em função de σ₃ para diferentes φᵣₑₛ. 

Res. Residual 

σ3 [MPa] 
Res. residual 
(𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18°) 

Res. residual 
(𝜙𝜙𝑟𝑟 = 22°) 

Res. 
residual 

(𝜙𝜙𝑟𝑟= 26°) 
σ1 [MPa] σ1 [MPa] σ1 [MPa] 

0,00 0,00 0,00 0,00 
2,00 31,47 38,63 53,72 
4,00 61,63 78,04 100,19 
6,00 90,08 110,00 143,22 
8,00 115,31 136,97 169,38 

10,00 135,54 160,70 199,69 

A Figura 4.9 sintetiza os resultados das simulações numéricas em regime pós-pico, ilustrando 

a evolução da resistência residual em função do confinamento. Os pontos representam os 

resultados simulados, as linhas pontilhadas indicam os ajustes lineares por valor de φᵣₑₛ e a curva 

contínua roxa representa a envoltória de ruptura teórica (DISL). Após a ruptura, o modelo 

desconsidera coesão, assumindo resistência exclusivamente atritiva, coerente com a formulação 

de Mohr-Coulomb em regime residual.  
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Figura 4.9 – Resistência residual (σ₁) em função da tensão de confinamento (σ₃), obtida a partir do modelo 

numérico, para diferentes ângulos de atrito residual (𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18°, 22° e 26°).  

O modelo considera que, após a ruptura, a coesão é completamente degradada, e a resistência 

passa a ser controlada exclusivamente pelo atrito mobilizado ao longo das superfícies de 

cisalhamento. Os dados numéricos evidenciam uma relação linear entre σ₃ e σ₁ residual para 

cada valor de φᵣₑₛ, em conformidade com a teoria de Mohr-Coulomb no regime residual. 

As inclinações das linhas ajustadas permitem quantificar o impacto direto do ângulo de atrito 

residual sobre a resistência pós-pico: 

• Para 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 18°, a simulação resulta em uma relação σ₁ ≈ 14,2σ₃, indicando baixo atrito e 

comportamento frágil. 

• Para 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 22°, obtém-se σ₁ ≈ 17,1σ₃, representando um estado intermediário. 

• Para 𝜙𝜙𝑟𝑟 = 26°, a resistência residual aumenta para σ₁ ≈ 21,5σ₃, revelando 

comportamento mais resistente e dúctil. 

Com base nesses resultados, destacam-se dois aspectos fundamentais: 

1. Influência do confinamento (σ₃): Observa-se uma relação aproximadamente linear entre 

σ₃ e σ₁ para cada valor fixo de φᵣₑₛ, o que confirma que o confinamento é o principal 
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fator de aumento da resistência pós-pico. Esse comportamento está de acordo com a 

teoria da envoltória de ruptura linear para condições residuais, na qual a resistência é 

controlada exclusivamente pela componente de atrito, com a coesão desprezada. 

2. Influência do ângulo de atrito residual (𝜙𝜙𝑟𝑟): Para um mesmo nível de σ₃, o aumento de 

φᵣₑₛ resulta em acréscimos significativos em σ₁. Além de elevar a resistência residual, o 

valor de φᵣₑₛ contribui para a mudança no tipo de ruptura, promovendo transições mais 

graduais no pós-pico e conferindo maior ductilidade ao material. Portanto, o ângulo de 

atrito residual é um parâmetro crucial tanto para a modelagem numérica quanto para a 

interpretação de processos de ruptura em materiais frágeis sob confinamento. 

3. A envoltória teórica DISL serve como referência de resistência máxima esperada antes 

da completa mobilização dos mecanismos de dano. 

4.2. ENSAIO DE TENACIDADE DE FRATURA 

4.2.1. CONFIGURAÇÃO DO ENSAIO 

O ensaio numérico conduzido nesta dissertação corresponde ao ensaio de tração com trinca 

central (center-cracked tension), com o objetivo de avaliar a tenacidade à fratura em Modo I 

(KIc) de um corpo de prova contendo uma trinca pré-existente. A geometria do modelo adotado 

apresenta uma trinca horizontal centrada, com comprimento a correspondente a 50% da largura 

total (W) do corpo de prova. A Figura 4.10 ilustra tanto a configuração geométrica adotada 

quanto um exemplo do modelo após a ruptura. A Tabela 4.1 apresenta os parâmetros numéricos 

utilizados nas simulações com o Hybrid LDEM (Spring Network Model). 

 
Figura 4.10 - (a) Corpo de prova de tração com trinca central, (b) condições de contorno e (c) exemplo de um 

modelo fraturado ao final do teste. 
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As dimensões do corpo de prova foram definidas considerando uma largura de 50 × Dmin e uma 

altura de 125 × Dmin, sendo Dmin o valor mínimo de distância adotado entre as sementes no 

processo de tesselação de Voronoi. A aplicação do carregamento foi realizada por meio de 

placas aplicadoras posicionadas nas extremidades superior e inferior do modelo, com 

velocidade constante de 0,002 m/s. Para garantir a estabilidade numérica e minimizar 

interferências durante a propagação da fratura, foi adotado um fator de amortecimento local de 

0,2, tal qual os ensaios apresentados no Item 4.2. 

A tensão de ruptura (σrup), definida como a tensão máxima de tração no instante de falha, foi 

utilizada para o cálculo da tenacidade à fratura em Modo I (KIc), conforme a Figura 4.10. Para 

tal, foi utilizado o método das placas aplicadoras, o qual proporciona elevada precisão na 

determinação da carga crítica. As tensões foram monitoradas diretamente nas placas, garantindo 

a acurácia das medições. 

Foram conduzidos diversos ensaios variando-se os valores de Dmin utilizados na geração da 

malha de Voronoi, por meio da técnica de amostragem com discos de Poisson. Os valores 

considerados variaram de 1 cm a 10 cm, permitindo avaliar a sensibilidade do modelo à 

discretização espacial. A Figura 4.11 ilustra um exemplo de modelo gerado para um dos valores 

de Dmin, considerando o esquema de geração de malha apresentado na Figura 3.1. 

 
Figura 4.11 – Exemplo de modelo gerado pelo método de discos de Poisson. 

Na literatura, destaca-se o estudo de Rasmussen & Min (2024), que também investigou a 

relação entre a tenacidade à fratura em modo I e o espaçamento característico da malha, 
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utilizando o software UnBlocks. Com o intuito de validar os resultados obtidos neste trabalho, 

foi realizada uma comparação com os dados reportados por Figura 4.12. 

 
Figura 4.12 - Razão entre a tenacidade à fratura em modo I estimada (𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼) e a resistência à tração (𝜎𝜎𝑡𝑡), em função 

da raiz quadrada de Dmin (Rasmussen & Min, 2024). 

4.2.2. RESULTADOS DO ENSAIO DE TENACIDADE DE FRATURA 

Os resultados obtidos no ensaio numérico de tração com trinca central permitiram a análise do 

impacto da regularidade da malha, expressa por meio da distância mínima entre sementes 

(𝐷𝐷𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚), sobre a propagação de fraturas e a estimativa da tenacidade à fratura em modo I. 

Apresentam-se os principais achados das simulações, com destaque para a influência de 

diferentes configurações de malha na resposta mecânica dos corpos de prova. 

A Figura 4.12 evidencia uma correlação linear entre a razão 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼
𝜎𝜎𝑡𝑡

 e a raiz quadrada da distância 

mínima entre sementes (�𝐷𝐷𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚), com coeficiente de determinação elevado (R² = 0,97). Essa 

tendência confirma a hipótese de proporcionalidade direta entre a tenacidade à fratura e o 

espaçamento característico da malha, em conformidade com a literatura. A dispersão observada 

nos dados pode ser atribuída à natureza estocástica da geração da malha, porém não 

compromete a robustez da tendência geral. Tal comportamento reforça o potencial do método 

LDEM como ferramenta preditiva, possibilitando a calibração da tenacidade a partir de 

parâmetros geométricos da malha, sem a necessidade de ajustes empíricos. 
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Figura 4.13 - Relação entre a razão 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼

𝜎𝜎𝑡𝑡
 e �𝐷𝐷𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚  obtida a partir das simulações numéricas. 

Embora o modelo de Rasmussen & Min (2024) apresente uma dispersão ligeiramente menor, 

possivelmente devido ao maior controle proporcionado pelo UnBlocks, as equações obtidas 

para as respectivas retas de ajuste são bastante próximas. Tal proximidade reforça a 

equivalência entre os métodos de discretização empregados nos dois estudos, evidenciando a 

robustez do modelo numérico desenvolvido. 

A Tabela 3.4 sintetiza os principais parâmetros de comparação entre os estudos conduzidos com 

o PFC (neste trabalho) e com o UnBlocks (Rasmussen & Min, 2024). 

Tabela 4.10 – Comparação dos estudos de tenacidade de fratura. 

Aspecto Estudo PFC Estudo UnBlocks (Rasmussen & 
Min, 2024) 

Equação da Reta y = 1,01x y = 1,0167x 
Coeficiente de Determinação R² = 0,97 R² = 0,99 

Intervalo de �𝑫𝑫𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 0,1 a 0,3 0,12 a 0,27 
Dispersão dos pontos Moderada Muito Baixa 
Representação gráfica Tendência clara e proporcional Tendência quase ideal 
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4.3. ESTUDO EM ESCALA REAL DE CAMPO: VERIFICAÇÃO ELÁSTICA 

Com o intuito de avaliar a capacidade do modelo numérico implementado no software PFC em 

representar fenômenos físicos associados a escavações subterrâneas, este estudo inicial 

concentra-se na análise do comportamento do sistema em regime puramente elástico. 

Historicamente, a aplicação de modelos numéricos a túneis tem como ponto de partida a 

verificação da aderência das soluções obtidas às previsões teóricas fundamentadas na 

elasticidade linear. 

Do ponto de vista metodológico, a verificação consiste em examinar se os resultados produzidos 

pelo modelo são compatíveis com os de métodos consolidados, como o Método dos Elementos 

Finitos (MEF). A abordagem adotada baseia-se na reprodução de um cenário de referência com 

condições de contorno e estado de tensões bem definidos, permitindo a comparação direta entre 

diferentes técnicas numéricas. 

Nesse contexto, este trabalho realiza uma verificação adicional das capacidades do modelo 

Hybrid LDEM, por meio da simulação de uma configuração elementar: uma seção transversal 

circular submetida a tensões biaxiais. Ressalta-se, ainda, a aptidão do LDEM em gerar 

resultados que se aproximam daqueles obtidos por meio do MEF, mesmo tratando-se de um 

modelo de natureza discreta. 

4.3.1. ESTUDO EM ELEMENTOS DISCRETOS 

A modelagem foi realizada considerando uma seção circular centrada na origem do sistema de 

coordenadas, com o objetivo de simular a escavação de um túnel. A geometria do túnel foi 

definida de forma a satisfazer as configurações mínimas, com 𝐿𝐿𝑥𝑥  𝑒𝑒  𝐿𝐿𝑦𝑦 ≥ 10𝐷𝐷, ilustrado na 

Figura 4.14. 

 
Figura 4.14 - Esboço do modelo de furo bidimensional para teste (Potyondy, 2024). 
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A discretização espacial foi obtida por meio da técnica de amostragem com discos de Poisson, 

conforme descrito anteriormente (ver Figura 3.1), garantindo a uniformidade estatística da 

malha e evitando a geração de tensões artificiais devidas à discretização. A partir da técnica de 

espelhamento proposta por Yip et al. (2005), foi definida uma região circular central no domínio 

numérico, a qual representa a área a ser escavada. Essa região foi posteriormente discretizada 

em blocos de Voronoi, aos quais foram atribuídas as propriedades do material com base no 

modelo de contato Hybrid LDEM. 

 
Figura 4.15 – Configuração geométrica do modelo Elástica em elementos discretos. 

Para evitar movimentos de corpo rígido, foram aplicadas restrições de deslocamento: a 

translação na direção x foi fixada nas bordas verticais, enquanto a translação na direção y foi 

restringida nas bordas horizontais, conforme representado na Figura 4.15. Na etapa seguinte, as 

tensões de campo iniciais foram aplicadas e posteriormente distribuídas ao longo dos contornos 

do domínio do túnel, conduzindo o modelo ao equilíbrio estático inicial. 

Após a obtenção do estado de equilíbrio, foi realizada a simulação da escavação: os blocos de 

Voronoi localizados na região espelhada foram removidos, representando a abertura do túnel. 

A fim de garantir uma resposta quasi-estática durante essa fase, aplicou-se um amortecimento 

local elevado (valor adotado: 0,7). Os parâmetros mecânicos atribuídos ao modelo foram: 

módulo de Young igual a 6,1 GPa e coeficiente de Poisson de 0,24, homogêneos em todo o 

domínio. 
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4.3.2. ESTUDO EM ELEMENTOS FINITOS 

Neste estudo complementar, foi modelada a escavação de um túnel circular com raio de 1,75m, 

adotando-se configurações compatíveis com aquelas utilizadas no modelo em elementos 

discretos, de modo a possibilitar uma comparação direta entre as duas abordagens numéricas. 

Devido à limitação da licença estudantil do software Abaqus, que impõe um limite máximo de 

1000 nós, optou-se por simular apenas um quarto do domínio total (Figura 4.16). Essa 

simplificação, baseia-se na simetria geométrica e nas condições de carregamento do problema, 

permitindo a obtenção de resultados representativos mesmo com menor custo computacional. 

 
Figura 4.16 – Domínio simulado no modelo em elementos finitos, com representação de simetria e subdomínio 

modelado. 

A discretização foi realizada por meio de elementos quadrangulares, com refinamento 

concentrado nas regiões adjacentes ao contorno da escavação, onde ocorrem os maiores 

gradientes de tensão (Figura 4.17). Essa estratégia visa aumentar a precisão na captura das 

concentrações de tensão sem exceder as limitações computacionais impostas. 

 
Figura 4.17 – Malha do modelo em elementos finitos. 
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Para assegurar a comparabilidade com o modelo em elementos discretos (MED), adotou-se um 

modelo de comportamento elástico linear e uma formulação em estado plano de tensão. As 

condições de contorno (Figura 4.18) foram ajustadas de modo a reproduzir, de forma 

equivalente, as restrições aplicadas no modelo MED, sem induzir perturbações artificiais na 

resposta mecânica do sistema. 

 
Figura 4.18 – Condições de contorno do Modelo numérico. 

4.3.3. RESULTADOS 

As Figura 4.19 e Figura 4.20 apresentam os campos das tensões principais mínima (σ₃) e 

máxima (σ₁) ao redor da escavação circular, obtidos por meio de duas abordagens numéricas 

distintas: o método dos elementos discretos (MED), implementado no software PFC2D, e o 

método dos elementos finitos (MEF), por meio do Abaqus. Os resultados permitem uma análise 

comparativa do comportamento elástico de ambos os modelos. Ressalta-se que, nesta 

convenção, tensões compressivas são representadas com valores negativos. 

Na Figura 4.19, observa-se a distribuição da tensão principal máxima (σ₁), com destaque para 

a região de coroamento do túnel (θ ≈ 90° e 270°), onde geralmente ocorrem as maiores 

concentrações de tensão (a depender das tensões in situ). O modelo MED apresenta transições 

abruptas entre as células de Voronoi, devido à sua natureza discretizada. Em contraste, o MEF 

apresenta uma resposta mais contínua e suavizada, reflexo do processo de interpolação típico 

desse método, o que pode influenciar a comparação direta entre os valores extraídos. 

D
es

lo
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 x

Desloc. y

P = 60 kPa

P = 11 kPa
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(a) 

 
(b) 

Figura 4.19 – Comparação da distribuição da tensão principal mínima (σ₃) ao redor da escavação circular: (a) 

modelo em elementos discretos (MED – PFC2D) e (b) modelo em elementos finitos (MEF – Abaqus), com 

destaque para os pontos de monitoramento utilizados na análise quantitativa. 

Já a Figura 4.20 apresenta a distribuição da tensão principal máxima (σ₁), que se concentra na 

região lateral do túnel (θ ≈ 0°), onde ocorre o maior alívio de tensões, apresentando no ¼ do 

modelo até tensões de tração. Assim como no caso anterior, o MEF demonstra uma resposta 

suavizada, enquanto o MED expressa com mais nitidez os efeitos da discretização no campo de 

tensões.  

Rblock 11658

Rblock 14333
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560
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(a) 

 
(b) 

Figura 4.20 – Comparação da distribuição da tensão principal máxima (σ₁) ao redor da escavação circular: (a) 

modelo MED – PFC2D; (b) modelo MEF – Abaqus. 

Para fins de comparação quantitativa, foram selecionados pontos representativos em ambas as 

simulações, com foco nas regiões de maior (σ₁) e menor (σ₃) solicitação ao redor do túnel. Os 

dados extraídos são apresentados nas Tabela 4.11 e Tabela 4.12. 

Tabela 4.11 – Comparação das tensões principais mínimas (σ3) (θ = 0°): 

Origem Identificação Localização (x, y) Tensão Principal (Pa) Tipo de Tensão 
MED 11658 (33,9; 30,57) -1,31607 × 10⁷ σ₃ (Mínima) 

MEF (Abaqus) Node 565 (33,9; 30,61) -1,3923 × 10⁷ σ₃ (Mínima) 

Tabela 4.12 – Comparação das tensões principais máximas (σ₁) (θ ≈ 90°): 

Origem Identificação Localização (x, y) Tensão Principal (Pa) Tipo de Tensão 
MED 14333 (30,58, 33,28) -7,7036e+07 σ₁ (Máxima) 

MEF (Abaqus) Node 560 (30,60, 33,25) -7,56971e+07 σ₁ (Máxima) 

Observa-se que a tensão principal mínima (compressiva) obtida com o MEF foi semelhante à 

Rblock 11658

Rblock 14333
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560



127 

 

  

registrada pelo MED, com uma diferença de 5,48%. Apesar de pequenas variações nas 

coordenadas (reflexo das diferentes discretizações), os pontos se referem ao mesmo setor do 

túnel, permitindo uma comparação coerente do ponto de vista mecânico. Os valores estão em 

boa concordância para uma análise elástica, indicando que ambos os métodos representam de 

forma compatível o campo de tensões. 

Considerando o modelo Hybrid LDEM, destaca-se a importância de reproduzir análises 

elásticas com base em métodos consagrados de simulação. O LDEM é capaz de representar 

propriedades contínuas mesmo em análises discretas, eliminando heterogeneidades decorrentes 

da concentração de tensões em certas regiões. Dessa forma, é possível reproduzir o estado de 

tensão desenvolvido no fenômeno de spalling e, consequentemente, eliminar as fraturas 

esparsas que surgem durante esse processo. No caso específico analisado, as tensões horizontais 

são superiores às verticais, o que implica maiores concentrações de tensões na direção vertical. 

De forma semelhante, realizou-se a comparação dos resultados na região de tensão principal 

máxima (σ₁), geralmente localizada na região superior da escavação, onde ocorre maior 

concentração de tensões. Mesmo com variações nos pontos devido à malha, os valores entre 

MED e MEF foram próximos, com diferença inferior a 2%, o que evidencia a consistência entre 

os modelos numéricos empregados. 

Dessa forma, valida-se a capacidade do modelo Hybrid LDEM em representar adequadamente 

o estado de tensões ao redor do túnel, reproduzindo com fidelidade os padrões observados no 

MEF. Embora essa verificação já tenha sido realizada parcialmente por meio do software 

UnBlocks, trata-se da primeira aplicação dessa validação no contexto da metodologia LDEM 

implementada no PFC, o que representa um avanço significativo na consolidação do modelo 

para aplicações práticas em engenharia de maciços rochosos. 
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4.4. DISCUSSÕES PRELIMINARES 

Os estudos realizados permitiram avaliar de forma abrangente a capacidade do modelo Hybrid 

LDEM na representação do comportamento mecânico do granito Lac du Bonnet. As principais 

conclusões obtidas são apresentadas a seguir: 

• Reprodução precisa do comportamento elástico: O LDEM demonstrou excelente 

desempenho na simulação de propriedades elásticas (módulo de Young e coeficiente de 

Poisson), com erros inferiores a 2% em relação aos dados laboratoriais, mesmo com 

variações na discretização da malha. 

• Independência da malha: Os resultados mostraram que o modelo apresenta 

comportamento praticamente independente do parâmetro de discretização rmin, o que 

elimina a necessidade de refinamento excessivo ou calibração por tentativa e erro. 

• Validação da resistência em ensaios triaxiais: O modelo foi capaz de representar 

adequadamente a influência do confinamento e do ângulo de atrito residual na resposta 

pós-pico, reproduzindo a transição entre ruptura frágil e dúctil e alinhando-se à teoria 

de Mohr-Coulomb no regime residual. 

• Controle da tenacidade à fratura: A relação linear entre o espaçamento da malha (Dmin) 

e a tenacidade à fratura KIc foi confirmada numericamente, permitindo o controle direto 

dessa propriedade, com boa concordância com estudos de referência. 

• Capacidade de aplicação em escala real: A comparação entre os resultados obtidos com 

o LDEM e os provenientes de simulações em elementos finitos mostrou boa 

concordância nos campos de tensões ao redor de escavações circulares, validando a 

aplicabilidade do modelo em contextos de engenharia de túneis. 

• Versatilidade multiescalar do LDEM: O método mostrou-se capaz de integrar desde 

análises elásticas até simulações de propagação de fraturas, tornando-se uma ferramenta 

promissora para modelagens geomecânicas complexas em rochas duras. 

Esses resultados evidenciam que o modelo Hybrid LDEM implementado no PFC oferece uma 

representação física confiável do comportamento de rochas intactas, com elevado potencial para 

aplicações em projetos de engenharia subterrânea, análises de estabilidade e estudos de 

fraturamento. 
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5. ESTUDOS DE CASO: METODOLOGIA DISL-LDEM 

5.1. ESTUDO DE CASO – MINE -BY 

5.1.1.  HISTÓRICO DO CASO 

O experimento Mine-by constituiu o primeiro estudo em grande escala voltado à investigação 

do comportamento de escavações subterrâneas sob elevadas tensões in situ. Conduzido no nível 

420 do Underground Research Laboratory (URL), segundo a Figura 5.1, o experimento teve 

como principal objetivo caracterizar os mecanismos de desenvolvimento de danos induzidos 

por escavação, bem como os processos de falha progressiva no entorno de uma abertura 

subterrânea escavada em maciços rochosos profundos. 

 
Figura 5.1 – Layout do Experimento Mine-by no Nível 420 do Laboratório Subterrâneo de Pesquisas (URL) 

(Read, 2004). 

A escavação foi executada por meio de fraturamento hidráulico não explosivo, com avanços 

sequenciais de 1 metro, em uma galeria circular com 3,5 metros de diâmetro, orientada de forma 

subparalela à direção da tensão principal intermediária (Martin, 1994). Tal configuração foi 

concebida para maximizar os efeitos das tensões tangenciais ao longo do contorno da 

escavação. O túnel foi extensivamente instrumentado com sensores instalados previamente ao 

início da escavação, possibilitando o monitoramento em tempo real dos deslocamentos e do 

processo de ruptura. 

Durante a execução, foram observadas múltiplas etapas de falha progressiva, com destaque para 

a formação de entalhes em forma de "V" nas regiões submetidas a elevadas concentrações de 

tensões tangenciais, apresentado na Figura 5.2. Esses registros forneceram subsídios essenciais 

para a compreensão do comportamento de rochas frágeis sob elevadas condições de 

confinamento. O tamanho e o desenvolvimento do entalhe foram monitorados em seis seções 
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ao longo do túnel. Em todos os casos, a forma do entalhe mostrou-se praticamente idêntica, e a 

profundidade radial do entalhe no teto, medida a partir do centro do túnel, variou entre 1,3 e 

1,5 a, sendo a o raio do túnel (Martin, 1994, 1997). 

 
Figura 5.2 – Desenvolvimento progressivo da geometria do entalhe no teto e no piso do túnel de teste Mine-by 

(Martin, 1997). 

As abordagens numéricas disponíveis à época mostraram-se ineficazes para simular o 

comportamento in situ, especialmente no que se refere à previsão de falhas frágeis. Mesmo o 

PFC (Particle Flow Code), uma ferramenta amplamente utilizada para simulação de processos 

de fraturamento, apresentou dificuldades relacionadas à calibração dos parâmetros e à obtenção 

de resultados consistentes, com um padrão de fraturamento esparso e não condizente com as 

observações de campo (Potyondy & Cundall, 2004; Read, 2004). 

Além disso, as análises baseadas em modelos contínuos demandariam o uso de modelos 

constitutivos complexos e de difícil definição dos parâmetros para capturar a transição de 

mecanismos de falha, passando de um comportamento inicialmente contínuo para um regime 

dominado por falhas descontínuas (Hajiabdolmajid et al., 2002; Read, 2004; Rasmussen & Min, 

2024). 

Como alternativa, Rasmussen & Min (2024) propôs uma metodologia inovadora, implementada 

no software Unblocks, que se mostrou significativamente mais eficaz na representação da 

evolução das falhas progressivas ao redor do túnel. Essa abordagem possibilitou uma 

modelagem preditiva da ruptura, dispensando calibrações empíricas extensivas e representando 
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um avanço relevante na modelagem de fraturas frágeis sob altas tensões. 

5.1.2. CONFIGURAÇÕES DA MODELAGEM 

A geometria modelada compreendeu um domínio bidimensional com 60 metros de largura e 

altura, contendo um túnel circular com raio de 1,75 metros, centralizado no domínio. A zona 

ao redor do túnel foi refinada até um raio de 3 metros, com dmin fixado em 0,04 metro, conforme 

os critérios definidos na formulação teórica. A resistência à tração e a tenacidade à fratura 

adotadas foram de 7,5 kPa e 1,5 MPa√𝑚𝑚, respectivamente, obtidos a partir do trabalho de 

Martin (1994). 

Fora da região de refinamento, a malha foi expandida proporcionalmente, de maneira 

semelhante ao modelo proposto por Rasmussen & Min (2024). O modelo foi restrito ao longo 

de todo o contorno, apresentado na Figura 5.3, conforme apresentado na metodologia 

anteriormente descrita. 

 
Figura 5.3 – Geometria, malha e condições de tensões do modelo LDEM aplicado ao túnel do Experimento 

Mine-by. 

A Figura 5.4 apresentou a comparação entre as envoltórias de resistência calibradas com base 

nos critérios de Mohr-Coulomb e Hoek-Brown, tanto para as condições de pico quanto 

residuais, conforme adotadas na abordagem DISL- MEF na Tabela 3.2. As curvas serviram 

como referência para a definição dos parâmetros de entrada aplicados ao modelo Hybrid LDEM 
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(Lattice Discrete Element Method), que tem como objetivo representar o comportamento 

mecânico do Granito Lac du Bonnet, rocha do túnel do Experimento Mine-by. 

 
Figura 5.4 - Envoltórias de resistência de pico e residual segundo o modelo DISL para o granito Lac du Bonnet. 

Os parâmetros dos critérios de Hoek–Brown e Mohr–Coulomb também estão indicados. 

O modelo foi configurado a partir da metodologia de calibração anteriormente apresentada, e 

os parâmetros foram implementados de forma homogênea para as partículas e contatos do 

modelo. A Tabela 5.1 a seguir resume os principais valores empregados no modelo e as 

propriedades mecânicas obtidas experimentalmente para o granito Lac du Bonnet, utilizadas 

como referência para a calibração.: 

Tabela 5.1 – Tabela dos parâmetros do LDEM e propriedades mecânicas do granito Lac du Bonnet. 

Parâmetros LDEM Parâmetros Mecânicos do Granito Lac du Bonnet 

Parâmetro Valor Parâmetro Valor 

Densidade do material, ρ (kg/m³) 2620 Tenacidade à Fratura em Modo I, KIC (MPa·√m) 1,5 

Módulo de Young, E (GPa) 66,1 Resistência à Compressão Não Confinada, σucs 
(MPa) 228 

Coeficiente de Poisson, 𝝊𝝊 0,24 Tensão de Início de Fissuração, σci (MPa) 97 
Resistência à Tração dos contatos, 𝛔𝛔𝒕𝒕 

(MPa) 7,5   

Coesão das Ligações, c (MPa) 35   

Ângulo de Atrito dos contatos, 𝝓𝝓 (º) 22   
Ângulo de Atrito residual de Contato, 

𝝓𝝓𝒓𝒓 (º) 22   

Esses valores foram adotados para refletir adequadamente o comportamento elástico e 

resistente do maciço rochoso, em conformidade com os dados experimentais reportados para o 
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granito Lac du Bonnet. Observa-se que as curvas de Hoek–Brown (DISL-Pico e DISL-

Residual) proporcionam uma descrição mais realista da transição entre regimes de resistência, 

enquanto as envoltórias de Mohr–Coulomb foram ajustadas como aproximações lineares para 

os respectivos estados de pico e residual, sendo úteis para análises simplificadas e comparativas. 

5.1.3. RESULTADOS E DISCUSSÕES 

O presente estudo teve como objetivo analisar o processo de ruptura observado no experimento 

de Mine-by, com foco na reinterpretação da análise conduzida por Rasmussen e Min (2024). A 

Figura 5.5 ilustra o desenvolvimento do fenômeno de breakout no teto do túnel em quatro 

diferentes momentos da simulação. Observa-se que o processo de spalling ocorre 

predominantemente segundo o Modo I, caracterizado pelo destacamento e desprendimento de 

partículas em regiões submetidas a baixos níveis de confinamento, intensificado pela ação 

gravitacional. Esse comportamento é consistente com o mecanismo apresentado na Figura 5.4 

e descrito anteriormente. 

A gênese da ruptura está associada à redução da tensão confinante na periferia da abertura. 

Devido à anisotropia do campo de tensões, ocorre um aumento local das tensões tangenciais, 

que podem ultrapassar a resistência intrínseca da rocha, levando à ruptura em materiais frágeis. 

  
(a) (b) 
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(c) (d) 

Figura 5.5 – Evolução da ruptura com ângulo de atrito residual de 22°(a) 4 s; (b) 6 s; (c) 12 s; (d) 18 s. 

Embora a simulação tenha apresentado boa concordância com a profundidade da ruptura 

observada in situ, verifica-se discrepância na forma do breakout na base do túnel, que não 

reproduz com exatidão os padrões verificados. Essa divergência pode estar associada a 

variações nas propriedades dos materiais adotados. 

Apesar de a forma característica em “V”, descrita por Rasmussen & Min (2024), não ter sido 

reproduzida, o modelo representa de forma realista a profundidade da ruptura após o processo 

de desconfinamento, conforme apresentado na Figura 5.6. A ausência dessa geometria 

específica pode estar relacionada às diferenças de implementação entre os softwares UnBlocks 

e PFC. Conforme discutido anteriormente, o PFC apresenta particularidades em relação ao 

modelo hybrid LDEM, o que pode resultar na superestimação da extensão da ruptura. Contudo, 

para fins de projeto, o parâmetro mais relevante é a profundidade da fratura frágil, pois ela está 

diretamente relacionada à demanda de suporte. Ressalta-se que o PFC, assume a criação de 

contatos entre os blocos da malha como dependentes de um gap (lacuna) e de uma leve 

expansão, que podem gerar pequenas heterogeneidades entre os elementos, divergindo da 

proposta inicial de Rasmussen (2021). 
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Figura 5.6 - Evidência de Ruptura em Modelo de Escavação com Ampliação das Zonas de Fratura Superior 

(1.30r) e inferior (1.24r). 

Embora a análise atual não tenha considerado a rotação do estado de tensões, essa escolha não 

compromete os resultados, dada a simetria da seção transversal do túnel. Uma análise 

complementar com rotação do campo de tensões será apresentada posteriormente. 

As simulações também evidenciam maior ocorrência de fissuras do tipo Modo I (representadas 

em azul) em comparação às do tipo Modo II (em vermelho), o que está em consonância com os 

mecanismos de spalling descritos na literatura. Além disso, observam-se estruturas semelhantes 

às wing cracks, que se propagam, coalescem e evoluem para fissuras por cisalhamento, 

culminando na formação de uma rede de fraturas responsável pela ruptura global do maciço. 

A prática demonstra que esse tipo de ruptura se desenvolve nas regiões de máxima tensão 

tangencial ao redor da abertura, sendo essas as zonas mais críticas em escavações subterrâneas. 

Em condições extremas de tensão, pode haver colapso completo da escavação. A previsão da 

profundidade de ruptura é particularmente complexa em maciços pouco fraturados, ainda que 

sujeitos à concentração de tensões. Conforme relatado por Martin (1997), não se observaram 

rupturas rasas nesse contexto. 

Sob baixos níveis de confinamento na parede da escavação, as fissuras de Modo I se iniciam e 

começam a se propagar, resultando em um processo de desplacamento nas fronteiras da 

escavação. Nesse caso, o fraturamento é predominantemente controlado por trincas de Modo I 
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(abertura). A mobilização do atrito ao longo das superfícies fraturadas ainda é pequena, pois as 

trincas estão em fase de abertura e não há contato friccional suficiente.  

Na Figura 5.7(a), são apresentadas as tensões principais maiores antes da ruptura, com valores 

negativos indicativos de compressão. Verifica-se que, no teto do túnel, as tensões se aproximam 

do limite de ruptura, atingindo valores em torno de 120 MPa nas células de Voronoi ainda 

intactas, caracterizando uma condição crítica de carregamento. 

À medida que o processo evolui, como mostrado na Figura 5.7(b), ocorre uma inversão no 

estado tensional, com transição de compressão para tração nas regiões danificadas. Tal mudança 

favorece a nucleação e propagação de fissuras, levando à falha progressiva do maciço. Esse 

comportamento é ainda mais evidente na Figura 5.7(c), na qual as células do teto apresentam 

tensões principais menores inferiores a 10 MPa, indicando baixo confinamento anterior à 

ruptura. Por sua vez, a Figura 5.7(d) destaca zonas de alto confinamento acima da região 

rompida (representadas em azul), que permanecem estruturalmente estáveis durante o processo. 

Esse padrão de falha está fortemente associado ao mecanismo descrito por Diederichs (2007), 

no qual o acúmulo de microfissuras conduz à ruptura macroscópica. Nesse contexto, destaca-

se o modelo DISL (Damage Initiation and Spalling Limit), que correlaciona a evolução dos 

danos ao nível de confinamento e às diferentes envoltórias de resistência do material. 

Ao atingir o limite de resistência de pico, o material passa a se comportar segundo a envoltória 

de resistência residual, caracterizada pela perda de coesão e mobilização desacoplada do atrito. 

Esse comportamento é especialmente notável em condições de baixo confinamento, típicas do 

spalling. 

A análise da Figura 5.7 permite inferir que, sob confinamento reduzido, a perda de resistência 

ocorre majoritariamente pela propagação de trincas por tração. Esse tipo de falha, recorrente 

em escavações subterrâneas profundas, configura-se como um processo progressivo de natureza 

frágil, frequentemente associado aos mecanismos de spalling ou slabbing. A transição entre 

comportamentos de ruptura contínuos e descontínuos é de difícil modelagem, mas seus efeitos 

são claramente identificáveis nos resultados numéricos apresentados (Martin et al., 2001; Read, 

2004). 
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(a) 

 
(b) 
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(c) 

 
(d) 

Figura 5.7 – Tensões principais antes e após a ruptura: (a) Máxima – antes da ruptura, (b) Máxima – após a 

ruptura, (c) Mínima – antes da ruptura e (d) Mínima – após a ruptura. 

5.1.3.1. INFLUÊNCIA DO ÂNGULO DE CONTATO RESIDUAL 

O ângulo de atrito nos contatos entre partículas desempenha papel fundamental na 

caracterização do comportamento pós-pico de materiais frágeis, sob a ótica mecanicista 

(Farahmand & Diederichs, 2023). Esse parâmetro define se a resposta do modelo de contato 

híbrido LDEM apresentará comportamento de amolecimento (strain softening) ou de 

enrijecimento (strain hardening), especialmente em função do nível de confinamento atuante 
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na amostra. 

De acordo com Farahmand & Diederichs (2023), o ângulo de atrito residual da rocha, sob baixos 

níveis de confinamento, varia geralmente entre 10° e 20°, correspondendo à envoltória de falha 

associada ao fenômeno de spalling. Assim, espera-se que o ângulo de atrito residual (𝜙𝜙𝑟𝑟) seja 

aproximadamente igual ao ângulo de atrito sob baixo confinamento (𝜙𝜙𝑖𝑖−𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠), conforme 

estabelecido no modelo DISL. 

Os resultados da simulação demonstram com clareza o impacto desse parâmetro no 

desenvolvimento do spalling. Nos estágios iniciais de nucleação e propagação das trincas, a 

rocha perde sua resistência coesiva em escala de grão, embora continue suportando parte do 

carregamento por meio do atrito nos contatos. Nessa fase, a definição precisa do ângulo de atrito 

se torna essencial para representar adequadamente a perda de resistência pós-pico. 

A Figura 5.8, analisada indica que, embora o ângulo de atrito não afete diretamente a fragilidade 

do modelo, ele influência de forma significativa o grau de coalescência entre as fissuras. Por 

exemplo, na Figura 5.8, com ângulo de contato de 21°, observa-se maior concentração e 

interconexão de fissuras em comparação à Figura 5.5, que apresenta ângulo de 22°, embora 

ambas revelem profundidades de ruptura semelhantes, próxima de 1,30r. 

  
(a) (b) 
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(c) (d) 

Figura 5.8 – Evolução da ruptura com ângulo de atrito residual de 21°(a) 2 s; (b) 3 s; (c) 4 s; (d) 5 s. 

Já na Figura 5.9, uma pequena redução do ângulo de atrito para 20° resulta em aumento 

substancial da fragilidade do modelo, levando à instabilidade. Em apenas cinco segundos de 

simulação, mantendo-se os demais parâmetros constantes, verifica-se um processo 

descontrolado de nucleação e propagação de fissuras, culminando em falha abrupta. 

Conforme o nível de confinamento, a amostra pode apresentar tanto strain softening, com 

fraturamento extenso e perda progressiva de resistência, quanto enrijecimento por deformação, 

associado a fraturas por cisalhamento, resultando em uma curva tensão-deformação com 

formato em “S”. Quando o ângulo de atrito residual é corretamente calibrado, o modelo 

consegue reproduzir ambos os comportamentos, compatíveis com as características de maciços 

profundos e pouco fraturados. Como pode ser observado com pequenas variações do ângulo de 

atrito residual. 

  
(a) (b) 
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(c) (d) 

Figura 5.9 – Evolução da ruptura com ângulo de atrito residual de 20°(a) 2 s; (b) 3 s; (c) 4 s; (d) 5 s. 

5.1.3.2. INFLUÊNCIA DA TENACIDADE DE FRATURA 

A principal diferença entre os modelos convencionais de elementos discretos e o modelo 

adotado neste estudo reside na estratégia de controle da tenacidade à fratura, um parâmetro 

fundamental na representação de processos de ruptura frágil. Destaca-se, nesse contexto, a 

capacidade do modelo híbrido LDEM de realizar um refinamento controlado da malha, o que 

permite ajustar diretamente o tamanho das células de Voronoi e, consequentemente, calibrar a 

tenacidade do material simulado. 

A tenacidade à fratura em Modo I (abertura) está diretamente relacionada ao espaçamento entre 

as sementes da malha. Esse parâmetro influencia de forma decisiva a capacidade do modelo de 

simular, com fidelidade, os processos de nucleação, propagação e coalescência de trincas, 

aspectos essenciais para a compreensão do comportamento de maciços rochosos submetidos a 

baixos níveis de confinamento. 

A abordagem empregada viabiliza a inserção da tenacidade de forma explícita e controlada, 

devido a eliminação das heterogeneidades espúrias. Dessa forma, os parâmetros definidos em 

escala de contato são refletidos diretamente no comportamento global do material, assegurando 

maior consistência entre os níveis meso e macroscópico da simulação. 

Estudos anteriores (Martin, 1994; Martin et al., 1999; Diederichs, 2007) demonstram que 

fissuras de tração podem se propagar mesmo sob estados compressivos, especialmente em 

ambientes de confinamento extremamente reduzido, desde que a resistência coesiva seja 

superada. Por esse motivo, o controle preciso da tenacidade à fratura é crucial para garantir que 
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o modelo represente adequadamente os mecanismos físicos responsáveis pela instabilidade, 

como o spalling. 

Na Figura 5.10 (a), apresenta-se uma malha com distância mínima entre sementes de 10 cm; já 

na Figura 5.10 (b), essa distância foi reduzida para 3,5 cm. Tais variações resultam em 

diferentes níveis de tenacidade 2,39 MPa·√m e 1,42 MPa·√m, respectivamente, evidenciando 

o impacto direto do refinamento da malha na resposta estrutural do modelo. 

 
(a) 

  
(b) 

Figura 5.10 - Efeito do refinamento da malha na tenacidade à fratura: comparação entre distâncias mínimas de 

(a) 10 cm e (b) 3.5 cm. 

Observa-se que na Figura 5.11, com aumento da tenacidade à fratura (associado a células 
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maiores), o modelo se torna menos propenso à propagação instável de fissuras. Em 

contrapartida a Figura 5.12, uma malha mais refinada, com menor tenacidade, favoreceu a 

fragmentação do meio, levando à formação de redes de fraturas mais densas e complexas.  

 
Figura 5.11 - Resultado da simulação após o desconfinamento (malha de 10 cm). 

  
(a) (b) 

  
(c) (d) 

Figura 5.12 - Resultado da simulação após o desconfinamento (malha de 3.5 cm) (a) 2s; (b) 6s; (c) 10s; (d) 14s. 
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Assim, a implementação de um controle refinado da tenacidade no modelo LDEM representa 

um avanço significativo em relação às abordagens convencionais, proporcionando maior 

realismo na simulação de rupturas frágeis e ampliando a capacidade preditiva da modelagem 

numérica aplicada à engenharia geotécnica. 

5.1.3.3. INFLUÊNCIA DA ROTAÇÃO DE TENSÕES 

A orientação do campo de tensões principais exerce uma influência direta sobre a geometria e 

a distribuição das zonas de ruptura ao redor de escavações subterrâneas. Em condições 

anisotrópicas de tensão, a rotação dessas tensões pode alterar significativamente tanto o local 

de fraturamento quanto a direção de propagação das trincas. 

A orientação do campo de tensões principais exerce uma influência direta sobre a geometria e 

a distribuição das zonas de ruptura ao redor de escavações subterrâneas. Em condições 

anisotrópicas de tensão, a rotação dessas tensões pode alterar significativamente tanto o local 

de fraturamento quanto a direção de propagação das trincas. 

Para avaliar esse efeito, foram realizados dois testes adicionais com o modelo LDEM, nos quais 

o estado de tensões foi rotacionado, em 14º em relação a tensão principal. A simulação teve 

como objetivo investigar como essa rotação influencia a profundidade da ruptura frágil. Como 

resultado, observou-se que, no primeiro teste, a ruptura máxima ocorreu a uma profundidade 

de 1,28 R (sendo R o raio da escavação), na Figura 5.13, enquanto, no segundo teste, a ruptura 

atingiu 1,34 R, como apresentado na Figura 5.14. Embora a diferença entre os dois casos seja 

relativamente pequena, ela pode ser atribuída à natureza estocástica do modelo LDEM. Por se 

tratar de uma abordagem baseada em elementos discretos, com distribuição pseudoaleatória de 

contatos e geometria de partículas (via tesselagem de Voronoi), o modelo apresenta variações 

inerentes a cada realização. Essas flutuações podem afetar tanto a localização inicial da 

nucleação de trincas quanto a direção de propagação das falhas, especialmente em situações 

próximas ao limiar de ruptura. 

Assim, a leve discrepância observada entre 1,28 R e 1,34 R não compromete a coerência dos 

resultados, mas reflete o comportamento natural de sistemas frágeis discretizados, nos quais a 

microestrutura influencia diretamente os caminhos preferenciais de falha. 

Ambos os testes, no entanto, evidenciaram que a rotação do campo de tensões não apenas 

desloca a zona de ruptura ao redor da escavação, como também altera a forma e a extensão do 
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fraturamento. Tais resultados corroboram observações experimentais e análises numéricas 

descritas por autores como Diederichs (2007) e Martin (1997), que destacam a sensibilidade de 

maciços frágeis à orientação do estado de tensões. 

  
(a) (b) 

  
(c) (d) 

 
(e) 

Figura 5.13 – Evolução da ruptura sob estado de tensões rotacionado – Teste 01: (a) 1s; (b) 2s; (c) 3s; (d) 4s e 

(e) 5s. 
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(a) (b) 

  
(c) (d) 

  
(e) (f) 

Figura 5.14 – Evolução da ruptura sob estado de tensões rotacionado – Teste 01: (a) 1s; (b) 2s; (c) 3s; (d) 4s; (e) 

5s e (f) 6s. 

A simulação também evidenciou que o modelo LDEM, calibrado com base em critérios de 

ruptura por Modo I, é sensível à variação angular das tensões principais, reforçando sua 
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aplicabilidade na previsão de instabilidades em túneis sujeitos a diferentes orientações de 

tensões. Portanto, a rotação do estado de tensões deve ser considerada como uma variável de 

projeto em escavações subterrâneas profundas, principalmente em contextos geológicos onde 

as tensões in situ apresentam direções preferenciais bem definidas. A compreensão desse efeito 

permite antecipar padrões de ruptura assimétricos e aprimorar a definição de medidas de 

suporte, aumentando a segurança e a eficiência operacional. 

5.2. ESTUDO DE CASO – UHE ITÁ 

Este item apresenta uma modelagem aplicada à UHE Itá, com o objetivo de validar a 

metodologia proposta, por meio da análise de seu histórico e de suas principais características 

técnicas. 

5.2.1. HISTÓRICO DO CASO 

Apresentam-se as principais características do estudo de caso da UHE Itá, abordando seu 

histórico e os aspectos técnicos do projeto. 

5.2.1.1. CARACTERISTICAS GERAIS DO PROJETO 

A Usina Hidrelétrica de Itá, inaugurada em 2000, foi o primeiro grande empreendimento 

hidrelétrico na bacia do Rio Uruguai, situada entre os municípios de Itá, em Santa Catarina, e 

Aratiba, no Rio Grande do Sul (Santos, 2023). A geologia da região é marcada por espessas 

camadas de derrames basálticos, com cerca de 400 metros de espessura, sobrepostas por 

camadas de rocha sedimentar (Mafra, 2001; Santos, 2023). Durante a execução das obras 

subterrâneas, compostas por cinco túneis de desvio (TD-1 a TD-5) e cinco túneis de adução 

(TF-1 a TF-5), apresentados na Figura 5.15, onde foram observadas ocorrências de ruídos, 

deslocamentos na face de escavação e desplacamentos (spalling). De maneira geral, esses 

fenômenos indicam a presença de um estado de tensões elevado e anisotrópico, típico de 

maciços rochosos submetidos a escavações profundas (Mafra, 2001). 

• Túneis de Desvio: Dois túneis inferiores (600 m de comprimento e seções retangulares 

arqueadas de 14 x 14 m) e três túneis superiores (550 m de comprimento e seções 

retangulares arqueadas de 15 x 17 m). 

• Túneis de Adução: Seções circulares com 8 m de diâmetro e comprimento médio de 

180 m. 
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Figura 5.15 – Geometria das seções T1 a T5 (a) T1 e T2 e (b) T3, T4 e T5 (Mafra, 2001). 

O local de implantação da usina situa-se em uma região que descreve uma longa curvatura 

conhecida como Volta do Uvá, conforma apresentado na Figura 5.16. A implantação do arranjo 

estrutural nessa área é particularmente interessante do ponto de vista geológico. 

Nessa região, foram identificados nove derrames basálticos entre as cotas EL. 400 m e EL. 200 

m, denominados, no sentido decrescente, de D a L. Trata-se de derrames sub-horizontais, com 

mergulho de aproximadamente 0,5º na direção N-NW. As espessuras variam entre 10 m e 50 

m. 

 
Figura 5.16 – Implantação geral da UHE Itá sobre o rio Uruguai (Mafra, 2001). 

Segundo Engevix (1993 apud Mafra 2001, p. 107), durante a campanha de investigação 
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geotécnica, foram observadas ocorrências de "enpastilhamento", indicando concentração de 

tensões no maciço abaixo da brecha do derrame J, entre as profundidades de 81,7 m e 86,9 m. 

Esse fenômeno corresponde ao fraturamento da rocha na direção perpendicular ao eixo do 

testemunho de sondagem, gerando discos de rocha com espessura entre 1 e 2 cm. Tais discos 

se formaram durante a perfuração, em decorrência do alívio de tensões, apresentando-se como 

fraturas similares àquelas provocadas por tração. 

Observações semelhantes foram relatadas em outros estudos, baseados em campanhas de 

sondagens. Alguns trabalhos relacionam a ocorrência de enpastilhamento com mecanismos de 

ruptura por spalling, fenômeno caracterizado pela fragmentação da rocha em lascas finas sob 

altas tensões confinantes. Esse comportamento é descrito por Kim et al. (1986), Haimson 

(1978), Worotnicki (1993) e Zhu et al. (1985). 

5.2.1.2. EVIDÊNCIAS SOBRE ESTADO DE TENSÃO 

Considerando os documentos disponíveis para estudo, podem existir incertezas quanto à 

história geológica ou tectônica do local. No entanto, quando as evidências disponíveis são 

somadas às ocorrências observadas durante a escavação de túneis, é possível traçar um histórico 

de comportamento e, a partir disso, chegar a conclusões plausíveis que expliquem por que 

estruturas como essa apresentaram indícios de problemas decorrentes de obras em rochas duras, 

submetidas a elevadas tensões horizontais, mesmo em pequenas profundidades. 

A geomorfologia local, como citado, é marcada pela Volta do Uvá, formando um meandro com 

11 km de extensão, denominado “Sela”. Inicialmente, esse arranjo atuaria no alívio de tensões 

geológicas nessa área específica. Essa configuração topográfica exerce uma influência direta 

no estado de tensões do maciço, seguindo um modelo clássico de redistribuição de esforços, no 

qual a tensão principal maior (σ₁) tende a se alinhar paralelamente à crista da elevação, enquanto 

a tensão principal menor (σ₃) se orienta perpendicularmente às encostas (Guidicini & Nieble, 

1984). 

A Figura 5.17 ilustra esse efeito de redistribuição de tensões causado pela erosão fluvial, 

comum em regiões com escavação de vales. 
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Figura 5.17 – Esquema do efeito de alívio de tensões por erosão fluvial (Guidicini & Nieble, 1984). 

No caso de Itá, a escavação do leito por meio da erosão fluvial promoveu um alívio de tensões 

na direção perpendicular ao vale. Esse alívio, no entanto, não ocorre na direção da crista, 

fazendo com que as tensões horizontais permaneçam elevadas (Barton, 1997 apud Mafra 2001, 

p. 112-114). Mafra (2001) aponta esse condicionante como relevante, devido à elevada 

resistência do basalto, o que contribui para a concentração das tensões na direção paralela às 

encostas do vale. O autor sugere que essa configuração pode representar uma evidência 

importante de que as tensões principais maiores estariam alinhadas paralelamente à crista da 

elevação da Volta do Uvá, ou seja, na direção norte-sul. 

Na região, existem várias estruturas geológicas importantes, como fraturas e um dique de 

diabásio. Essas estruturas podem ser mencionadas para explicitar como a origem tectônica pode 

fornecer indícios sobre o estado de tensões neste caso. Alinhamentos geológicos (como os C1, 

Sela e Paloma) e o dique de diabásio interceptam diversas partes da obra, como a barragem, os 

vertedouros e os túneis. Essas estruturas se formam em direções específicas, que coincidem 

com a direção da tensão principal maior. Segundo Goodman (1989), o dique de diabásio é uma 

evidência das direções de tensões, uma vez que se trata de uma fratura hidráulica e, portanto, 

se propaga em sua extensão orientada segundo a direção da tensão principal maior. 

A Figura 5.18 apresenta o mapa geoestrutural da área da UHE Itá, evidenciando as principais 

estruturas que influenciam o estado de tensões. 
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Figura 5.18 – Mapa geoestrutural da área da UHE Itá. (Engevix, 1988 apud Mafra 2001, p. 108). 

Furnas Centrais Elétricas S/A (1997 apud Mafra 2001, p. 114) salienta que, devido às estruturas 

geológicas presentes no local, a maior tensão principal está orientada perpendicularmente aos 

túneis forçados, enquanto a menor tensão se alinha paralelamente a esses túneis. Na consultoria 

prestada por Barton (1997 apud Mafra 2001, p. 115) à hidrelétrica, ele destacou uma acentuada 

anisotropia das tensões horizontais, indicando que a razão entre as tensões horizontais e 

verticais (k) poderia alcançar valores superiores a 10, significativamente acima dos valores 

convencionais para rochas, que giram em torno de 3,5 (Hoek & Brown, 1980b). 

A soma das evidências citadas indica que a tensão principal maior está orientada na direção 

horizontal, portanto, transversalmente aos eixos dos túneis. As ocorrências registradas durante 

as escavações dos túneis têm relação direta com o estado de tensões. Logo no início da 

construção, diversos fenômenos ocorreram nos túneis de desvio entre as progressivas 30 e 50m, 

a partir do emboque do túnel. Os fenômenos observados foram estalos na rocha (rock noise) e 

desplacamentos (slabbing), inclusive com ocorrências de rockburst em alguns pontos (Mafra, 

2001). Esses eventos são semelhantes às ocorrências de túneis clássicos, como o outro estudo 

de caso citado neste trabalho. No entanto, os eventos ocorreram em profundidades na cota EL 

420 m. A Figura 5.19 apresenta o mapeamento dos fenômenos de alívio de tensões registrados 

durante as escavações dos túneis de desvio, destacando as localizações onde ocorreram eventos 

como rockburst, slabbing e emissão acústica da rocha, conforme registrado pelo Consórcio 
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Conita (1997 apud Mafra 2001, p. 115-118). 

 
Figura 5.19 – Mapeamento dos fenômenos durante a escavação dos túneis de desvio da UHE Itá (Consórcio 

Conita, 1997 apud Mafra 2001, p. 115-118) 

Evidências de ensaios de convergência demonstraram que apenas a ação gravitacional não seria 

capaz de instabilizar as escavações. Segundo  Mafra (2001), alguns ensaios foram feitos na 

tentativa de estimar valores para as tensões in situ, sendo utilizados o método do Deformímetro 

Tridimensional e o de hidrofraturamento. O primeiro apresentou algumas inconsistências em 

relação à direção das ocorrências registradas no túnel, possivelmente causadas pela rotação do 

tensor de tensões devido à escavação da casa de força. A hipótese de falha de equipamento foi 

descartada, pois as tensões principais mantiveram a ortogonalidade adequada. A modelagem 

feita por Mafra (2001) mostrou que a perturbação do ensaio pode ter sido causada pela presença 

da casa de força. 

Diante dessas discrepâncias, foi realizada uma campanha de fraturamento hidráulico para medir 

diretamente as tensões horizontais. Essa campanha estimou uma tensão principal menor de 1,1 

MPa. Ainda assim, segundo Mafra (2001), os estudos sobre a direção das tensões principais 

foram inconclusivos, reforçando a necessidade de uma correlação mais forte entre os 
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parâmetros obtidos em campo e as análises numéricas por elementos finitos. 

O caso da UHE de Itá pode ser considerado um grande benchmark, devido às suas 

características anômalas, evidenciando um problema de difícil análise, que não seria facilmente 

desvendado sem a correlação das evidências principais. O parecer de Barton (1997 apud Santos 

2023, p. 147) confirmou a grande magnitude do estado de tensões e a anisotropia dessas tensões. 

Os derrames pouco espessos (H e L) concentravam magnitudes de tensões na direção 

horizontal. Segundo relatado por Infanti (1999 apud Santos 2023, p. 147), os ensaios de 

hidrofraturamento foram executados com o intuito de ratificar as conclusões. Diante da 

indisponibilidade de muitos documentos sobre a ruptura, possivelmente o ensaio citado por 

Mafra (2001) foi o mesmo aqui referido. A Figura 5.20 mostra o perfil geológico-estratigráfico 

da fundação da barragem, evidenciando a disposição dos derrames basálticos. 

 
Figura 5.20 – Perfil geológico-estratigráfico da fundação da barragem (Engevix, 1988 apud Mafra 2001, p. 109). 

Assim, os resultados demonstraram que o estado de tensões é realmente muito elevado: σ₁ da 

ordem de 30 a 50 MPa, σ₂ da ordem de 5 MPa e σ₃ da ordem de 1 MPa. Esse estado de tensões 

gerou uma zona de compressão na parte superior (coroa) dos túneis, onde os esforços principais 

são mais concentrados. Em contrapartida, observou-se uma zona de tração ao longo das paredes 

verticais, diretamente alinhadas com a orientação das tensões principais (Barton, 2010). 

Esse trabalho estimulou a pesquisa de Mafra (2001), que buscou modelar o fenômeno utilizando 

elementos finitos, aplicando um estado de tensões gravitacional, com a razão entre as tensões 

horizontais e verticais variando de 3 a 14 no plano de análise bidimensional. A melhor 
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correlação foi alcançada com uma razão de 12. Embora o modelo tenha adotado um material 

elástico-frágil-plástico (Mafra, 2001), ele não conseguiu simular o processo de fraturamento 

em formato de “V”. No entanto, o modelo foi bem calibrado para os testes de convergência 

realizados em campo. 

Vale ressaltar que a calibração com base nos testes de convergência se mostrou insuficiente 

para a modelagem do fenômeno de ruptura frágil, que é conhecido por gerar grandes 

deformações. Além disso, o modelo numérico mostrou-se inadequado para simulação do 

fenômeno, como citado por Hajiabdolmajid et. al. (2002), pois subestima a extensão da falha. 

Em contrapartida, o estudo apresentado por Barton (2010) realiza uma análise empírica, 

utilizando o ábaco proposto por Martin et al. (1999) (Figura 2.43), reavaliando a anisotropia de 

tensões com base na relação entre as características geométricas e o estado de tensões. Durante 

as escavações nos derrames basálticos que cruzavam os túneis, a tensão máxima (σmax) foi 

estimada entre 35 e 45 MPa, enquanto as tensões verticais variaram entre 1 e 2 MPa, 

considerando a tensão geostática. 

Com base nesses dados e por meio de retroanálises (back-analyses), concluiu-se que a razão 

entre a resistência à compressão uniaxial da rocha (σc) e a tensão principal maior (σ₁), variando 

entre 5 e 3, foi suficiente para desencadear os efeitos observados na rocha. Utilizando-se a 

formulação da equação proposta por Martin et al. (1999), foi possível estimar os valores de 

profundidade de falha (Df), com resultados observados na faixa de 2 a 3 m. Para tanto, 

considerou-se um raio equivalente (a) de aproximadamente 8 m, conforme a proposição de 

Martin et al. (1999) para túneis não circulares, apresentada no item 2.6.5.2. 

Com base nos dados apresentados, a razão σmax/σc foi estimada entre 0,6 e 0,7, quando Df/a 

variou entre 1,25 e 1,38, resultante da relação (8 + 2 ou 3 m) / 8. A partir da equação de Kirsch 

(σmax = 3σ₁ − σ₃), essas razões resultaram em tensões horizontais variando entre 39 e 46 MPa, 

assumindo-se que a resistência à compressão uniaxial da rocha (σc) variava entre 140 e 280 

MPa. Os resultados empíricos apresentaram grande proximidade com os ensaios de 

hidrofraturamento. 
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5.2.2. PARAMETRIZAÇÃO 

Estudos recentes, como o de Rasmussen & Min (2024), demonstraram que resultados empíricos 

podem ter boa concordância com modelagens numéricas, desde que os parâmetros adotados 

estejam alinhados com formulações teóricas bem estabelecidas. A coerência observada entre os 

modelos numéricos e as estimativas empíricas de profundidade de falha, distribuição de tensões 

e padrões de fraturamento em túneis reforça o potencial de tais abordagens para representar 

fenômenos complexos, como o spalling em rochas duras. 

No presente estudo, considerando a indisponibilidade de parte dos parâmetros geotécnicos 

diretos, especialmente aqueles relacionados ao comportamento pós-pico e à caracterização 

detalhada do material de origem, a adoção de formulações empíricas, como aquelas propostas 

por Martin et al. (1999), é fundamental para orientar o processo de calibração. Assim, este 

trabalho também busca explorar a capacidade do modelo numérico de reproduzir o 

comportamento observado em campo a partir dessas formulações, oferecendo percepções sobre 

a viabilidade de seu uso em contextos nos quais os dados são escassos ou incertos. Este estudo 

também tem como foco verificar se a metodologia possui capacidade de reproduzir rupturas em 

diferentes tipos de rochas e geometrias. 

5.2.2.1. ESTADO DE TENSÕES IN SITU 

A partir da análise das evidências geomorfológicas e geotécnicas, adotou-se um estado de 

tensões anisotrópico, caracterizado por tensões horizontais significativamente superiores às 

tensões verticais. Estudos indicam uma razão entre tensões horizontais e verticais (k) variando 

entre 10 e 14, com a tensão principal maior (σ₁) orientada paralelamente à crista do relevo, ou 

seja, na direção norte-sul. Essa configuração está associada à geomorfologia da Volta do Uvá, 

à presença de estruturas geológicas regionais e à elevada resistência do maciço basáltico, que 

contribuem para a concentração de tensões horizontais ao longo das encostas. 

Para a modelagem numérica, foram consideradas duas situações distintas de carregamento: 

• Na primeira situação, foi adotado um estado de tensões com base em retroanálises 

empíricas, com a aplicação de uma tensão horizontal de 41 MPa e uma tensão vertical 

de 2 MPa, representando uma razão k igual a 20. Essa condição foi utilizada para 

reproduzir um cenário crítico de ruptura sob elevadas tensões laterais, consistente com 

os padrões de spalling observados em campo e discutidos por Barton & Infanti (2004). 
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• Na segunda situação, foi adotado o estado de tensões proposto por Mafra (2001), 

considerando a definição de uma tensão horizontal de 20 MPa e uma tensão vertical de 

2 MPa, resultando em uma razão k igual a 10. Essa configuração reflete uma condição 

menos severa, ainda representativa do regime anisotrópico de tensões predominante na 

região, e foi utilizada como base comparativa para análise da sensibilidade do modelo à 

magnitude das tensões aplicadas. 

A consideração dessas duas configurações de carregamento permitiu avaliar a influência da 

magnitude das tensões e da razão k sobre os mecanismos de ruptura esperados, aprimorando a 

calibração do modelo numérico frente às evidências empíricas e geológicas observadas no caso 

da UHE Itá. 

5.2.2.2. PARÂMETROS ELÁSTICOS 

Com base na caracterização litológica da região, composta predominantemente por basaltos, 

adotaram-se propriedades elásticas compatíveis com os valores descritos na literatura para 

rochas ígneas. Os valores de densidade, conforme apresentados na Tabela 5.5, variam entre 

2880 e 3210 kg/m³, sendo adotado o valor de 2770 kg/m³, conforme o trabalho de Mafra (2001). 

A deformabilidade do basalto foi estimada considerando sua textura, resultando em um módulo 

de Young de 70 GPa, conforme valores de referência tabelados, e um coeficiente de Poisson 

fixado em 0,25, com base em Gercek (2007). Esse conjunto de propriedades foi considerado 

representativo para simular o comportamento elástico da rocha antes do processo de formação 

de fraturas. 

Adicionalmente, por se tratar de um processo de retroanálise, também foi adotado um segundo 

valor de módulo de Young, igual a 47 GPa, mantendo-se o coeficiente de Poisson. Esse valor 

foi extraído dos estudos numéricos conduzidos por Mafra (2001), permitindo avaliar a 

sensibilidade do modelo à rigidez do meio rochoso e verificar a influência desse parâmetro nas 

respostas de deformação observadas nos túneis durante a escavação. 

5.2.2.3. PARÂMETROS DE RESISTÊNCIA 

A rocha basáltica da UHE Itá apresentou resistência à compressão uniaxial (σc) 

excepcionalmente elevada, variando entre 140 e 280 MPa. No estudo de Barton (2010), adotou-

se o valor médio de 200 MPa para fins de análise. De acordo com Hoek et al. (1998), os valores 
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do parâmetro mi para basaltos situam-se em torno de 25 ± 5; para este estudo, além do valor 

médio, também foi utilizado o valor específico de mi=17, proposto por Mafra (2001) com base 

em amostras da própria região. 

Com base nessa constante, foi aplicada a correlação empírica apresentada na Equação 2.24, 

resultando em valores estimados de resistência à tração (σt) entre 7,34 MPa e 9,6 MPa, a 

depender do valor de mi adotado. Esses valores foram incorporados à modelagem numérica 

para representar a fase de nucleação de trincas, fundamental para a calibração da tenacidade de 

fratura. 

Além disso, foram consideradas as evidências apresentadas por Nicksiar & Martin (2013), que 

demonstram uma forte correlação entre a resistência à compressão uniaxial e a tensão de início 

de trinca (σci), especialmente em rochas ígneas. Com base nessa relação, estimou-se para o 

basalto de Itá um valor de σci igual a 90 MPa, representando o limiar de transição entre o 

comportamento elástico e o início de danos estruturais no maciço rochoso. 

Com os valores definidos de σc, σt e σci, foi possível aplicar a envoltória de iniciação de danos 

proposto por Farahmand & Diederichs (2023), utilizado na metodologia DISL (Damage 

Initiation and Spalling Limit). Essa abordagem baseia-se no critério generalizado de Hoek-

Brown e permite representar a superfície de ruptura da rocha considerando a presença de danos 

progressivos. Para o estado de pico, foram adotados os seguintes parâmetros: a=0,25, s=0,041 

e m=0,85. 

Para representar o comportamento da rocha no modelo numérico, adotou-se o critério de Mohr-

Coulomb calibrado a partir dos parâmetros estimados pelo critério de Hoek-Brown. Essa 

aproximação permitiu simplificar a implementação computacional, mantendo a equivalência 

das envoltórias de resistência, especialmente na faixa de tensões representativa do campo de 

aplicação analisado. 
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Figura 5.21 – Calibração dos critérios de ruptura para o Basalto. 

5.2.2.4. CALIBRAÇÃO DA TENACIDADE DE FRATURA 

A falha em maciços rochosos é controlada, em grande parte, pela propagação de fraturas. Por 

essa razão, a mecânica das rochas está intrinsecamente relacionada à mecânica da fratura, 

especialmente no que se refere ao comportamento frágil observado sob tensões elevadas. Nesse 

contexto, a tenacidade à fratura modo I (KIC) desempenha um papel fundamental na 

caracterização da resistência da rocha ao crescimento de trincas sob condições de tração, sendo 

diretamente correlacionada à resistência à tração (σt). 

Estudos clássicos, como os de Gunsallus & Kulhawy (1984) e Bhagat (1985), validaram 

experimentalmente essa correlação para diversas litologias. Zhang (2002) buscou generalizar 

essa relação por meio de uma base de dados abrangente, compilando diferentes configurações 

de ensaio para obtenção de KIC. Os dados específicos para basaltos, apresentados por Zhang 

(2002), estão dispostos na Tabela 5.2 e indicam variações significativas em função do tipo de 

ensaio empregado: 

Tabela 5.2 – Comparação de KIC e σₜ para basalto conforme tipo de ensaio (Zhang, 2002). 

Tipo de Ensaio KIC (MPa·m¹ᐟ²) σt (MPa) 
Placa retangular entalhada em flexão a três pontos 2,27 21,5 

Disco brasileiro entalhado sob compressão diametral 1,80 5,78 

Disco brasileiro não entalhado 3,01 17,52 

Cabe ressaltar que, embora as correlações empíricas apresentadas na Tabela 2.7 forneçam 

Calibração Mohr-Coulomb (Pico)

Calibração Hoek-Brown (DISL-Pico)
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importantes estimativas de tenacidade à fratura, os valores de resistência à tração associados a 

alguns ensaios utilizados no banco de dados, especialmente os superiores a 17 MPa, podem não 

refletir diretamente as características do basalto da UHE Itá. Dessa forma, é possível que tais 

correlações superestimem os valores de KIC quando aplicadas a litologias com resistência à 

tração inferior, como é o caso. Ressalta-se, portanto, que nenhuma das correlações deve ser 

considerada como superior, sendo a sua aplicabilidade dependente das propriedades específicas 

do material analisado e das condições experimentais envolvidas. 

A Tabela 5.3 apresenta os valores de tenacidade à fratura estimados por diferentes correlações 

empíricas. Nota-se que a maioria das equações os valores de KIC para basaltos com resistência 

à tração inferior a 7,34 MPa são inferiores. Por esse motivo, optou-se pela análise com dois 

valores de σt distintos: 7,34 MPa e 9,6 MPa, abrangendo a faixa representativa para o basalto 

da UHE Itá. 

Com base nessas correlações, os valores de KIC obtidos variam aproximadamente entre 1,03 

MPa·m¹ᐟ² e 2,40 MPa·m¹ᐟ², intervalo compatível com os valores relatados pelas correlações. A 

expressiva variação entre os valores de KIC obtidos por diferentes correlações evidencia a 

necessidade de seleção criteriosa da equação utilizada. Pequenas variações em σt resultam em 

diferenças substanciais na estimativa da tenacidade à fratura, o que pode comprometer a 

confiabilidade de modelos preditivos quando não se considera a incerteza associada. 

Tabela 5.3 – Estimativas de KIC (MPa·m¹ᐟ²) para o basalto da UHE de Itá, obtidas a partir de diferentes 

correlações empíricas e valores de σₜ. 

Referência Correlação 
𝝈𝝈𝒕𝒕 = 𝟕𝟕.𝟑𝟑𝟑𝟑 𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌 𝝈𝝈𝒕𝒕 = 𝟗𝟗.𝟔𝟔 𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌 

KIC (MPa·m¹ᐟ²) 
Whittaker et al. (1992) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0,107𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0,27 1,05 1,29 

Zhang (2002) (forma alternativa) 𝜎𝜎𝑡𝑡 = 6,88 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 1,06 1,39 

Backers (2004) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0,25 𝜎𝜎𝑡𝑡 1,83 2,4 

Guha Roy et al.(2017) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0,11 𝜎𝜎𝑡𝑡 + 0,23 1,03 1,29 

Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0,141 𝜎𝜎𝑡𝑡 1,03 1,34 

Sun et al. (2024) 𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼 = 0,147 𝜎𝜎𝑡𝑡 1,08 1,41 

A Tabela 5.4 apresenta os valores de KIC utilizados nas diferentes malhas numéricas propostas, 

considerando os dois valores de resistência à tração previamente mencionados.  
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Tabela 5.4 – Valores de KIC (MPa·m¹ᐟ²) adotados na modelagem numérica em função da malha e da resistência 

à tração para o basalto da UHE de Itá. 

Tamanho da Malha 
𝝈𝝈𝒕𝒕 = 𝟕𝟕,𝟑𝟑𝟑𝟑 𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌 𝝈𝝈𝒕𝒕 = 𝟗𝟗,𝟔𝟔 𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌 

KIC (MPa·m¹ᐟ²) 

0,04 1,48 1,93 

0,06 1,81 2,37 

Nesse sentido, foi realizada uma análise de sensibilidade paramétrica, com o objetivo de avaliar 

como variações em σt afetam a evolução da zona danificada e a estabilidade do maciço. Essa 

abordagem permitiu quantificar a robustez do modelo frente às limitações experimentais e às 

incertezas nos parâmetros de entrada. 

Cabe destacar que, embora valores de tenacidade à fratura da ordem de 1 MPa·m¹ᐟ² sejam 

coerentes com a literatura para determinadas litologias, sua aplicação direta em modelos com 

malhas refinadas, como as de 0,02 m, demanda tempos computacionais significativamente 

elevados. Assim, optou-se por malhas com tamanhos de 0,04 m e 0,06 m, que permitem um 

compromisso adequado entre fidelidade na representação do processo de fratura e eficiência 

computacional. Além disso, considera-se que a simulação com malha de 0,04 m para σt = 9,60 

MPa e a malha de 0,06 m para σt = 7,34 MPa são comparáveis, uma vez que resultam em valores 

semelhantes de tenacidade à fratura. 

Por fim, ressalta-se que a adoção de correlações empíricas, embora prática, deve sempre ser 

acompanhada de critérios técnicos e respaldo experimental. A extrapolação indiscriminada de 

equações generalizadas pode conduzir a interpretações equivocadas dos mecanismos de falha, 

principalmente em litologias com alto grau de heterogeneidade e anisotropia. 
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Tabela 5.5 –Propriedades físicas e mecânicas de rochas ígneas, metamórficas e sedimentares selecionadas segundo a literatura. 

Classificação Nome da 
Rocha Densidade (kg/m³)  Módulo de Young 

(GPa) 
Resistência à Compressão 

(MPa) 

Coeficiente de Poisson 
Gercek 
(2007) 

Lambe & Whitman 
(1979) Gercek (2007) 

Ígnea 

Andesito 2420–2900 6–44 - 0,20–0,35 - 0,17 
Anortosito 2750 82 - - - - 

Basalto 2880–3210 35–109 196–490 0,10–0,35 - 0,17 
Diabásio 2800–3100 68–105 177–265 0,10–0,28 0,27–0,30 0,21 

Gabro 2800–3100 57–94 45–461 - 0,27–0,31 0,16 
Granito 2640–2760 40–68 36–372 0,10–0,33 0,23–0,27 0,15 

Obsidiana 2300–2850 64–71 - - 0,12–0,18 - 
Peridotito 3100–3450 87–159 - - - - 

Riolito 2100–2690 19–25 39–247 - - - 

Metamórfica 

Ardósia 2700–2950 10–110 59–304 - - - 
Gnaisse 2500–2900 13–35 79–323 0,10–0,30 - 0,16 

Mármore 2680–2850 23–74 30–255 0,15–0,30 0,27–0,30 0,25 
Micaxisto 2400–3200 51–53 - - - - 
Quartzito 2640–2730 56–79 25–315 0,10–0,33 0,12–0,15 0,18 

Sedimentar 

Arenito 
(macio) 1600–2000 0,98 7,8–16 0,05–0,40 - 0,2 

Arenito 
(médio) 2000–2140 13–16 16–34 0,05–0,40 - 0,2 

Arenito (duro) 2140–2650 39 39–247 0,05–0,40 - 0,2 
Calcário 
(duro) 2100–2760 18–78 39–137 0,10–0,33 0,27–0,30 0,26 

Calcário 
(macio) 1200–2200 8 2–52 - 0,27–0,30 0,26 

Dolomito 2760–2840 70–91 49–171 0,10–0,35 0,3 0,25 
Folhelho 2600–2900 10–110 59–304 0,05–0,32 - 0,27 

Sílex 2500–2800 73 216 - - - 
Nota: Os valores de densidade, módulo de Young e resistência à compressão foram extraídos de Cardarelli (2018)  
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5.2.3. RESULTADOS E DISCUSSÕES 

A Tabela 5.6 resume as análises realizadas com diferentes malhas (Dmin), propriedades 

mecânicas e estados de tensões. São apresentadas as configurações de módulo de elasticidade, 

resistência à tração, tipo de refinamento adotado e os valores estimados de tenacidade à fratura 

modo I (KIC). Esses dados servem de base para avaliar a influência dos parâmetros na resposta 

do modelo numérico. 

Tabela 5.6 - Configurações das análises numéricas. 

Dmin [m] Análise 
Emod 

[GPa] 

σt 

[MPa] 

Confinamento 

[MPa] 

Tenacidade de 

fratura 

[MPa·m1/2] 

0,06 

1 7,0 7,34 -41 / -2 1,81 

2 7,0 9,60 -41 / -2 2,37 

3 4,7 7,34 -41 / -2 1,81 

4 4,7 9,60 -41 / -2 2,37 

5 7,0 7,34 -41 / -2 1,81 

6 7,0 7,34 -20 / -2 1,81 

0,04 7 7,0 7,34 -41 / -2 1,48 

5.2.3.1. TÚNEL 14m x 14m 

Antes de apresentar os resultados numéricos obtidos, é necessário esclarecer o critério adotado 

para interrupção das simulações. Considerando as limitações computacionais e a complexidade 

envolvida na modelagem do processo de fraturamento, optou-se por encerrar as simulações 

quando a taxa de crescimento de trincas se tornava desprezível, caracterizando um estado de 

estabilização. Além disso, definiu-se como parâmetro de referência a zona onde a resistência à 

tração estivesse mobilizada, ou seja, onde a abertura das trincas indicava efetiva atuação do 

esforço à tração no processo de ruptura. 

Esse critério possibilitou a delimitação de duas regiões distintas: a zona predominantemente 

tracionada e a zona de dano coalescido, quando o processo de fraturamento fica estável. É 

importante destacar que, de modo geral, a extensão da zona de dano tende a ser maior que a da 

zona tracionada, especialmente na região do teto da escavação, onde frequentemente se 

observam fissuras associadas ao cisalhamento que, embora não caracterizem falhas por tração, 

contribuem significativamente para o alargamento do domínio fraturado antes de se 

estabilizarem. 
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Dessa forma, mesmo sem alcançar o colapso estrutural completo ou a ruptura total das células 

de Voronoi, os modelos numéricos apresentaram comportamento representativo, permitindo a 

extração de informações confiáveis sobre o processo de ruptura. 

Com base nas sete análises realizadas, utilizando diferentes parâmetros mecânicos e condições 

de contorno, foi possível extrair importantes conclusões sobre o comportamento da fratura em 

maciços rochosos submetidos à escavação. A Tabela 4.6 apresenta os principais resultados 

obtidos, incluindo tenacidade estimada, profundidades de ruptura e número de trincas 

identificadas. 

Tabela 5.7 – Resumo comparativo dos resultados das análises numéricas (1 a 7). 

Análise 

Tenacidade de 

fratura 

[MPa·m1/2] 

Profundidade de 

ruptura – dano 

(m) 

Profundidade 

de ruptura – 

Tração (m) 

Nº de 

trincas de 

Modo I 

Nº de 

trincas de 

Modo II 

1 1,81 2,64 2,23 2044 849 

2 2,37 2,28 2,00 1817 779 

3 1,81 2,66 2,08 1531 695 

4 2,37 2,24 1,83 1425 644 

5 1,81 2,73 2,33 2125 856 

6 1,81 0 0 0 0 

7 1,48 2,82 2,24 958 501 

A resistência à tração demonstrou ser um dos parâmetros mais influentes no controle da 

propagação de fraturas e na delimitação da zona de ruptura ao redor da escavação. A 

comparação entre as análises 1 e 2 ilustra claramente essa influência, conforme apresentado na 

Figura 5.22. Ambas as simulações adotaram o mesmo módulo de elasticidade (7,0 GPa) e as 

mesmas condições de contorno, diferenciando-se apenas pela resistência à tração (7,34 MPa na 

análise 1 e 9,60 MPa na análise 2). Como resultado, observou-se que a tenacidade à fratura 

associada ao modelo aumentou de 1,81 para 2,37 MPa·m¹ᐟ², o que resultou em uma redução da 

profundidade da zona de dano de 2,64 m (Figura 5.22(a)) para 2.28 m (Figura 5.22(b)). Além 

disso, houve uma redução no número de trincas de Modo I, de 2044 para 1817 trincas. 
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(a) 

 
(b) 

Figura 5.22 – Influência da resistência à tração (Análises 1 vs 2). 

Esse comportamento reforça a interpretação de que valores mais elevados de resistência à tração 

promovem uma maior resistência ao início do processo de fratura e dificultam sua propagação, 

resultando em rupturas menos extensas e mais contidas. Além disso, observa-se que o aumento 

da resistência à tração tende a reduzir a extensão da zona predominantemente tracionada, 

indicando que o material exige maiores níveis de tensão para mobilizar mecanismos de abertura, 

restringindo a propagação de falhas por tração. A mesma tendência foi observada na 

comparação entre as análises 3 e 4 (conforme apresentado Figura 5.23), com módulo de 

elasticidade fixado em 4,7 GPa. Nesse caso, a elevação da resistência à tração levou a um 

aumento da tenacidade (de 1,81 para 2,37 MPa·m¹ᐟ²), à redução da profundidade de ruptura por 
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tração (de 2,08 m para 1,83 m) e à diminuição do número de trincas de Modo I (de 1531 para 

1425).  

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.23 – Influência da resistência à tração (Análises 3 vs 4). 

Quanto ao módulo de elasticidade, os resultados indicam que materiais menos rígidos tendem 

a se deformar mais rapidamente, o que influencia diretamente o comportamento das zonas de 

dano. Como evidenciado na Figura 5.24, apresenta-se o fraturamento observado nas análises 2 

e 4. No caso da análise 4, em particular, observou-se um menor grau de desenvolvimento de 

fraturas coalescentes, o que pode estar relacionado ao módulo de elasticidade reduzido (4,7 

GPa), o que pode ter dificultado a coalescência das trincas, ao aumentar a deformabilidade do 

meio e reduzir a concentração de tensões necessária para a nucleação e propagação de falhas 
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conectadas. Dessa forma, mesmo diante de um fraturamento mais distribuído, os resultados 

dessas análises contribuíram para a compreensão dos efeitos da rigidez no comportamento pós-

fraturamento. É esperado que os valores de fraturamento sejam próximos, porém dificultados 

pela maior deformabilidade resultante da redução do módulo de elasticidade, como apresentado 

na  Figura 5.24 (b). 

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.24 – Influência do módulo de elasticidade (Análises 2 vs 4). 

A comparação entre as análises 1 e 3 também evidenciou uma diferença no comportamento da 

instabilidade pós-fraturamento, conforme apresentado na Figura 5.25. Embora as 

profundidades das zonas de dano tenham sido relativamente próximas (2,64 m e 2,66 m, 

respectivamente), observou-se que o modelo com menor rigidez (E = 4,7 GPa) apresentou um 

desprendimento precoce da zona rompida. Esse comportamento pode ser atribuído à maior 
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deformabilidade do meio, que favorece a concentração localizada de tensões e acelera a falha 

estrutural na borda da escavação. Como consequência, o processo de fraturamento ocorre de 

forma mais instável e menos coordenada, prejudicando a coalescência das trincas. Já no modelo 

mais rígido (E = 7,0 GPa), a resistência à deformação permite um maior acúmulo de energia 

antes do colapso, favorecendo a formação de uma zona de dano mais bem conectada. Assim, 

mesmo com a mesma malha e parâmetros de resistência, a menor rigidez resulta em uma 

instabilidade mais prematura, afetando significativamente a morfologia da zona danificada. 

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.25 – Influência do módulo de elasticidade (Análises 1 vs 3). 

É importante destacar que, ao manter a malha para diferentes configurações de rigidez, a 

subestimação do módulo de elasticidade pode comprometer a estabilidade do modelo. Nos 

casos em que E foi reduzido para 4,7 GPa, observou-se que o desprendimento da zona rompida 
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ocorreu de forma significativamente mais precoce. Esse comportamento indica que materiais 

menos rígidos, embora apresentem profundidades de dano semelhantes, tendem a se deformar 

mais rapidamente e a atingir a instabilidade estrutural antes que haja tempo para o 

desenvolvimento completo e coalescido das trincas. Assim, erros na calibração da rigidez 

podem gerar modelos excessivamente deformáveis, que rompem de forma abrupta e não 

realista, especialmente quando a discretização da malha permanece constante. 

A influência do estado de tensões in situ foi destacada pela comparação entre as análises 1 e 6 

(conforme a Figura 5.26). Ao reduzir o confinamento vertical de –41 para –20 MPa, mantendo 

todos os demais parâmetros constantes, observou-se a completa supressão da fratura, com 

profundidade de ruptura igual a zero e nenhum registro de trincas. Este resultado demonstra 

que a intensidade do campo de tensões é crucial para a ativação do mecanismo de spalling, 

sendo o confinamento elevado um pré-requisito para a concentração de tensões tangenciais 

suficientes à nucleação de trincas. 

  
(a) (b) 
Figura 5.26 – Influência do estado de tensões (Análises 1 e 6). 

Por fim, a comparação entre as análises 1 e 7, conforme Figura 5.27, evidenciou o impacto do 

tamanho da malha (Dₘᵢₙ). A redução de Dₘᵢₙ, de 0,06 para 0,04 m, resultou em uma tenacidade 

à fratura menor (1,48 MPa·m¹ᐟ²), conforme esperado, devido à maior densidade de elementos 

e interfaces. Ainda assim, a profundidade da zona de dano permaneceu elevada (2,80 m), com 

formação menos expressiva de fissuras (958 de Modo I). A menor tenacidade está associada ao 

maior desprendimento, observado pela maior facilidade de propagação das fraturas e seu 

desprendimento mais acelerado. Esses resultados sugerem que, embora a malha mais fina 

reduza a tenacidade implícita do modelo, ela permite uma descrição mais detalhada do processo 

de fraturamento e maior continuidade na evolução do dano. Ressalta-se que modelos com mais 

elementos podem propagar fraturas por mais tempo, dessa forma, o modelo de 0,04m 

apresentou tempos computacionais elevados, o que pode inviabilizar sua comparação direta. 
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(a) (b) 

Figura 5.27 – Influência da tenacidade de fratura (Análises 1 a 7). 

5.2.3.2. ANÁLISE PARAMÉTRICA DOS RESULTADOS 

Nesta etapa do estudo, buscou-se verificar se os resultados obtidos por meio das análises 

paramétricas numéricas apresentam compatibilidade com as formulações empíricas clássicas 

para estimativa da profundidade de ruptura por spalling. Em particular, utilizou-se o gráfico 

proposto por Martin et al. (1999), que relaciona a razão entre a profundidade de ruptura (𝑅𝑅𝑓𝑓) e 

o raio do túnel (𝑎𝑎) com a razão entre a tensão de compressão máxima na parede da escavação e 

a resistência à compressão uniaxial da rocha (σ₁/σ𝑐𝑐). 

Para seções não circulares, como as adotadas no presente caso Martin et al. (1999) recomendam 

a consideração de uma escavação circular equivalente, de raio 𝑎𝑎, que circunscreva o túnel real. 

No entanto, a profundidade estimada de ruptura a partir do gráfico deve ser corrigida, 

subtraindo-se a distância 𝛥𝛥 entre o contorno real do túnel e a borda da circunferência 

equivalente. Essa abordagem é ilustrada na Figura 5.28. 

 
Figura 5.28 – Representação esquemática de túnel não circular com circunferência equivalente para estimativa 

de ruptura por spalling. 



170 

 

   

No caso em análise, o túnel apresenta seção retangular arqueada de 14 × 14 m, circunscrita por 

um círculo de raio (a) é igual a 9,90 m. A aplicação direta do gráfico de Martin fornece uma 

profundidade teórica de ruptura 𝑅𝑅𝑓𝑓.  

Essa correção permite comparar diretamente os resultados obtidos nas simulações numéricas 

com as estimativas empíricas, avaliando a aderência do modelo ao comportamento observado 

em campo. Assim, a análise paramétrica proposta não se limita à identificação de tendências 

internas do modelo, mas também busca validar se os mecanismos de ruptura simulados, como 

a profundidade das fraturas, seguem padrões compatíveis com os critérios empíricos 

consagrados na literatura geotécnica, aplicáveis a rochas duras submetidas a elevadas tensões. 

Além disso, busca-se verificar a compatibilidade entre as profundidades de ruptura simuladas 

e aquelas descritas por Barton (2010), contribuindo para a avaliação da robustez do modelo 

adotado. 

Tabela 5.8 apresenta um compilado dos resultados. Os valores de Rf/a, referentes ao dano 

(Figura 5.29), variam entre 1,23 e 1,28, sendo que os maiores valores ocorrem nas Análises 1, 

3 e 5 (1,27–1,28), as quais apresentam menores valores de tenacidade à fratura. Nota-se que os 

valores referentes à tração são mais baixos (Figura 5.30) e se aproximam de valores abaixo da 

linha de referência, situando-se no limite inferior, enquanto os resultados associados ao dano 

estão no limite superior. A Análise 5 apresentou resultados mais próximos da solução empírica, 

especialmente em relação aos parâmetros estabelecidos por Barton (2010), o qual propõe uma 

espessura típica de zona rompida entre 2 e 3 metros ao redor de escavações subterrâneas, com 

base em observações de campo e retroanálises de estabilidade. Esse intervalo foi adotado como 

referência para a retroanálise do estado de tensões estimado. Há pouca informação sobre a 

profundidade das rupturas, sendo essas análises uma oportunidade para testar a sensibilidade 

do modelo na reprodução de zonas de dano mais extensas do que aquelas observadas na 

modelagem de Mine-by. 

Todos os resultados analisados encontram-se dentro de uma faixa aceitável de parâmetros 

mecânicos, tenacidade à fratura e dimensionamento adequado da malha, o que conduz a 

respostas compatíveis com aquelas propostas por Martin et al. (1999). Como vantagem 

adicional, o modelo baseado no Método dos Elementos Discretos (MED) é capaz de indicar 

tendências quanto à localização e à extensão da zona de ruptura. Observa-se ainda que maiores 

valores de tração conduzem a zonas de ruptura menos extensas. Os resultados estão dentro de 

uma faixa aceitável, mesmo com diferentes simulações, o que reforça a robustez do modelo 
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numérico adotado. Isso valida tanto os parâmetros de entrada quanto a configuração da malha, 

dentro do escopo analisado. O modelo baseado em MED demonstrou capacidade de representar 

tanto zonas de ruptura amplas quanto ausentes, como no caso da Análise 6, onde não houve 

fraturamento significativo. Isso mostra a flexibilidade do método em simular diferentes regimes 

mecânicos, incluindo situações limite. 

Tabela 5.8 - Comparação entre os resultados das simulações numéricas e os valores de referência empírica para 

profundidade de ruptura e razão Rf/a. 

Análise Profundidade de 
ruptura – dano (m) 

Profundidade de 
ruptura – Tração (m) σmax/σc 

Rf/a  
(Dano) 

Rf/a  
(Tração) 

Solução Empírica - - 0,6 1,24 1,24 
Análise 1 2,64 2,23 0,6 1,27 1,23 
Análise 2 2,28 2,00 0,6 1,23 1,20 
Análise 3 2,66 2,08 0,6 1,27 1,21 
Análise 4 2,24 1,83 0,6 1,23 1,18 
Análise 5 2,73 2,33 0,6 1,28 1,24 
Análise 6 0 0 0,6 1,00 1,00 
Análise 7 2,83 2,10 0,6 1,28 1,23 

 

 
Figura 5.29 – Resultados para a profundidade de ruptura – dano (m). 
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Figura 5.30 – Resultados para a profundidade de ruptura – Tração (m). 

5.3. DISCUSSÕES PRELIMINARES 

Com base na análise dos resultados obtidos por meio das simulações numéricas realizadas com 

o modelo híbrido DISL-LDEM, aliado aos dados experimentais do experimento Mine-by e às 

evidências empíricas do caso da UHE Itá, é possível delinear um conjunto de conclusões 

preliminares. Essas conclusões visam sintetizar os principais achados da pesquisa quanto ao 

comportamento de maciços rochosos sob elevadas tensões in situ, com ênfase nos mecanismos 

de ruptura frágil e nas correlações observadas entre os parâmetros constitutivos adotados e os 

padrões de instabilidade simulados. 

A seguir, são apresentados os principais resultados organizados em tópicos, os quais englobam 

tanto os aspectos qualitativos quanto quantitativos da resposta do modelo, permitindo 

identificar tendências, limitações e potenciais aplicabilidades da metodologia proposta em 

projetos de engenharia geotécnica: 

o O modelo DISL-LDEM demonstrou elevada capacidade de representar mecanismos de 

ruptura frágil (spalling), capturando a transição entre comportamento contínuo e 

descontínuo com realismo, mesmo em geometrias complexas e sob altos estados de 

tensão. 

o A resistência à tração da rocha revelou-se o parâmetro mais influente no controle da 

profundidade da zona de ruptura e no número de trincas de Modo I. Aumentos em σₜ 

reduziram significativamente a propagação de trincas e a extensão da ruptura. 
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o A tenacidade à fratura (KIC), controlada pelo espaçamento da malha de Voronoi, 

demonstrou efeito direto na fragmentação do maciço: malhas mais refinadas (menor 

dmin) resultaram em zonas de fratura mais densas e complexas, enquanto malhas mais 

grosseiras reduziram a coalescência de fissuras. 

o Variações no ângulo de atrito residual influenciaram a fragilidade do modelo. Reduções 

sutis de 22° para 20° causaram transição de um comportamento estável para um regime 

instável, com ruptura abrupta e falha prematura. 

o O módulo de elasticidade (E) afetou a estabilidade pós-fraturamento. Modelos com 

menor E apresentaram deformações mais acentuadas e falhas mais precoces, mesmo 

mantendo os demais parâmetros constantes. A menor rigidez dificultou a coalescência 

de trincas e favoreceu instabilidades localizadas. 

o A rotação do campo de tensões (14°) alterou a forma, localização e extensão da zona de 

ruptura. Ainda que as variações na profundidade tenham sido pequenas (1,28R a 1,34R), 

a rotação gerou assimetrias compatíveis com padrões observados em campo, reforçando 

sua importância como variável de projeto. 

o A maior parte das fissuras observadas nos modelos ocorreu segundo o Modo I 

(abertura), sendo consistentes com os mecanismos de spalling relatados na literatura.  

o A metodologia demonstrou robustez para simular rupturas em maciços rochosos pouco 

fraturados, condição em que métodos contínuos falham em prever a instabilidade 

progressiva. 

o Os resultados obtidos no experimento Mine-by foram coerentes com os padrões de 

ruptura observados no caso da UHE Itá, sugerindo que a metodologia é aplicável a 

diferentes contextos geológicos e escalas de escavação. 

o Observou-se que a razão entre tensões horizontais e verticais (k0) é crítica para 

desencadear fraturas do tipo spalling, como observado na UHE Itá. 

o A parametrização empírica, combinada com a modelagem numérica, permitiu estimar 

profundidades de ruptura com boa aproximação em relação aos dados de campo, 

validando o uso de correlações como Martin et al. (1999) e Barton (2010) para 

retroanálises. 
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o A utilização de malhas densas com valores menores de KIC tornou-se numericamente 

inviável, reforçando a necessidade de equilíbrio entre fidelidade física e viabilidade 

computacional na definição da malha. 
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6. ESTUDO DE CASO: RESISTÊNCIA REAL 

Conforme apresentado nesta dissertação, as hipóteses de modelagem numérica, em sua maioria, 

mostram que a resistência in situ de rochas é, de fato, menor do que a resistência medida em 

laboratório, ou seja, a resistência da parede do túnel é inferior à resistência à compressão 

uniaxial (UCS) obtida em laboratório. O trabalho de Cai & Kaiser (2014) apresenta uma 

resposta para uma pergunta significativamente importante: por que a resistência in situ de uma 

rocha maciça é significativamente menor do que sua resistência em laboratório? 

A teoria proposta por Cai & Kaiser (2014) estabelece que a resistência in situ de rochas maciças, 

frequentemente interpretada em projetos geotécnicos, não representa a resistência real do 

maciço rochoso, mas sim uma resistência aparente, influenciada diretamente pela geometria 

assumida nos modelos numéricos utilizados para simular o comportamento da escavação. 

Tradicionalmente, simulações de escavações subterrâneas (como túneis) são realizadas com 

geometrias simplificadas, assumindo perfis idealizados, lisos e circulares (Martin, 1994; 

Hajiabdolmajid et al., 2002; Diederichs, 2007). No entanto, essas simplificações reduzem 

artificialmente as concentrações de tensões previstas nas bordas da escavação, exigindo a 

adoção de valores de resistência mais baixos para reproduzir os padrões de ruptura observados 

em campo. 

Quando se representa, de forma mais realista, a geometria da escavação, utilizando modelos as-

built, que incorporam irregularidades típicas do processo de construção, observa-se um 

aumento significativo nas tensões localizadas. Esses modelos revelam que a rocha pode 

suportar tensões máximas próximas ou até superiores à UCS obtida em laboratório. Assim, 

torna-se possível reproduzir o mesmo padrão de ruptura observado em campo, sem a 

necessidade de reduzir artificialmente a resistência da rocha, como ocorre nos modelos 

simplificados. 

Dessa forma, os autores argumentam que a resistência interpretada a partir de modelos com 

geometria simplificada não corresponde à resistência verdadeira da rocha in situ, mas sim a 

uma resistência aparente, condicionada à modelagem adotada. Embora tal abordagem seja 

válida para fins de projeto, desde que haja consistência entre a geometria modelada e os 

parâmetros de resistência utilizados, ela pode levar à subestimação da resistência real do maciço 

rochoso, especialmente em contextos nos quais a ruptura por spalling é predominante. 
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A teoria, portanto, propõe que a resistência real in situ de rochas maciças, quando corretamente 

avaliada com base em modelos que respeitam a geometria real da escavação, pode atingir 

valores próximos de 0,8 vezes a UCS. Em contraste, os valores tradicionalmente adotados com 

base em interpretações simplificadas variam entre 0,3 e 0,6 vezes a UCS, refletindo não uma 

limitação da rocha, mas sim uma simplificação metodológica. A adoção indiscriminada da 

resistência aparente como parâmetro de projeto pode comprometer a precisão das análises de 

estabilidade e, por consequência, resultar em decisões conservadoras que não refletem o 

verdadeiro comportamento do maciço. 

A hipótese desta dissertação é que, quando o túnel apresenta paredes lisas, não ocorre ruptura 

significativa, uma vez que o modelo considerado é homogêneo e contínuo. Nesse contexto, a 

ruptura dependeria do início de processos de cisalhamento, os quais são dificultados pela 

ausência de irregularidades na superfície do túnel, não havendo, portanto, concentração 

significativa de tensões de tração. 

6.1. CONFIGURAÇÕES DA MODELAGEM  

A presente etapa do trabalho tem como objetivo a definição e implementação de uma 

metodologia de modelagem numérica voltada à simulação do comportamento de maciços 

rochosos ao redor de escavações subterrâneas, com ênfase nos mecanismos de concentração de 

tensões e ruptura induzida. Para isso, foram desenvolvidas diferentes simulações, considerando 

variações nas condições de contorno, geometrias de parede e estratégias de escavação, com o 

intuito de avaliar a influência desses fatores na resposta mecânica do sistema. A seguir, são 

descritas as configurações adotadas para a geometria da escavação, as estratégias de simulação 

da sequência de desconfinamento e os parâmetros utilizados nos modelos numéricos. 

6.1.1. CONDIÇÕES DE CONTORNO E GEOMETRIA DA PAREDE DA 
ESCAVAÇÃO 

A geometria da parede da escavação desempenha papel fundamental na distribuição de tensões 

e nos mecanismos de ruptura que ocorrem ao redor de estruturas subterrâneas. Foram testadas 

diferentes configurações, incluindo a parede lisa, associada à resistência real da rocha, com o 

objetivo de verificar sua capacidade de concentrar tensões. Também foram realizados estudos 

utilizando a rugosidade natural resultante da tesselação de Voronoi, com o intuito de entender 

se o processo de fraturamento e a concentração de tensões dependem da existência de um 

tamanho mínimo de fissuramento por Modo II. 
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Por fim, foram realizadas simulações baseadas na geometria de contorno proposta por Cai & 

Kaiser (2014), composta por aproximadamente 54 semicircunferências dispostas ao redor da 

escavação, com o objetivo de representar com maior realismo as irregularidades observadas em 

escavações reais. 

A Tabela 6.1 apresenta os diferentes métodos para simulação do processo desconfinamento 

com a sua atribuição a depender do tipo de geometria associada.  

Tabela 6.1 – Métodos de escavação e simulação associados às condições de geometria da parede 

Geometria da parede 

Escavação 

incremental com 

remoção sequencial 

Convergência-

confinamento 

Desconfinamento progressivo 

por degradação de rigidez de 

contato 

Parede Lisa - X - 

Rugosidade natural (Voronoi)  X - 

Rugosidade com 

semicircunferências 
X X X 

6.1.2. PARÂMETROS 

Abaixo é apresentada a curva de Mohr-Coulomb considerando apenas o efeito coesivo, 

calibrada com base nos valores de crack damage (envoltória representativa da resistência in situ 

real), que correspondem a aproximadamente 0,8 da resistência de pico. Os valores adotados 

foram obtidos a partir de dados apresentados por Cai & Kaiser (1998), com σcd igual 157,3 MPa 

(± 9,9 MPa). 

A resistência residual foi definida na escala das células de Voronoi, com parâmetros 

estabelecidos segundo os valores propostos por Farahmand & Diederichs (2023), os quais 

equivalem aos coeficientes de atrito de contato pós-ruptura. No entanto, é complexo definir 

uma envoltória contínua para esse comportamento, devido às limitações geométricas e ao 

imbricamento entre as células, que dificultam a representação precisa das superfícies de ruptura. 

Assim, optou-se por atribuir os valores residuais diretamente na escala dos grãos, de modo a 

refletir com maior precisão o comportamento pós-pico. 

Os demais parâmetros utilizados foram definidos de forma semelhante aos estudos apresentados 

no Capítulo 4 e apresentados conforme Tabela 6.2.  
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Tabela 6.2 – Parâmetros do Modelo. 

Parâmetro Granito Lac du Bonnet 
Densidade do material, ρ (kg/m³) 2620 

Módulo de Young, E (GPa) 66,1 
Coeficiente de Poisson, 𝝊𝝊 0,24 

Resistência à Tração dos contatos, 𝛔𝛔𝒕𝒕 (MPa) 78,5 
Coesão das Ligações, c (MPa) 35 

Ângulo de Atrito residual de Contato, 𝝓𝝓𝒓𝒓 (º) 22 
 

 
Figura 6.1 - Calibração do critério Mohr-Coulomb para o estado de Crack Damage. 

6.2. RESULTADOS E DISCUSSÕES 

6.2.1. PAREDE LISA 

A condição de parede lisa representa uma geometria idealizada, com superfícies perfeitamente 

contínuas e isentas de irregularidades. Essa configuração é frequentemente utilizada em 

modelos numéricos simplificados, devido à facilidade de implementação computacional e à 

menor complexidade geométrica envolvida. No entanto, tal idealização não representa 

fielmente as condições reais de campo, uma vez que o processo de escavação raramente resulta 

em superfícies lisas. 

A ausência de fissuras pré-existentes ou rugosidades reduz significativamente a concentração 

de tensões localizadas nas bordas da escavação, o que, por sua vez, inibe a nucleação de fraturas 

e retarda o processo de ruptura. Nesses modelos, a falha geralmente ocorre apenas sob níveis 

elevados de tensão, ou mediante a adoção de parâmetros mecânicos artificialmente reduzidos, 

o que pode levar à subestimação da resistência efetiva do maciço rochoso. 
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Como o spalling ocorre em regiões próximas à parede da escavação, o confinamento local é 

geralmente baixo, da ordem de menos de UCS/10 (Kaiser, 2019). Os confinamentos observados 

situam-se, portanto, na ordem de 22 MPa. Com base na envoltória de resistência proposta, a 

ruptura é atingida para valores entre 160 MPa e 170 MPa.  

As fraturas resultantes apresentam propagação limitada, sobretudo quando comparadas ao 

processo de spalling observado em campo. Observa-se, pela Figura (b), que na região da parede 

do túnel o confinamento varia entre 0 e 20 MPa. Dessa forma, verifica-se, pela Figura (a), que 

os níveis de tensão principal maiores se mantêm abaixo daqueles típicos da superfície de 

ruptura, embora o processo de fraturamento possa reduzir a resistência e favorecer sua 

progressão. No entanto, tal progressão não foi observada, indicando uma estabilização do 

processo de fraturamento. Ainda assim, não se observa a formação de uma zona rompida 

contínua, como aquela caracteristicamente associada ao spalling. 

 
(a) 
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(b) 

 
(c) 

Figura 6.2 – (a) Tensões principais maiores; (b) Tensões principais menores; (c) Fraturamento da parede lisa. 

6.2.2. PAREDE COM RUGOSIDADE NATURAL 

Modelos com paredes contendo a rugosidade natural das células de Voronoi buscam representar 

de forma mais realista, as irregularidades decorrentes diretamente do processo de escavação. 

Essas rugosidades podem introduzir zonas de concentração de tensões e atuar como pontos 

preferenciais para o início de falhas, promovendo a formação de fraturas nessas regiões, o que 

conduzir à formação de zonas de fraturamento.  
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No entanto, os resultados indicam que o estudo da rugosidade natural tem como finalidade 

compreender a existência de um tamanho mínimo de microfissura de modo II nas rugosidades, 

capaz de gerar ruptura, o que depende diretamente da dimensão da rugosidade. Dessa forma, 

verifica-se que ela não atua como concentradora de tensões de cisalhamento e não alcança a 

envoltória de ruptura, gerando microfissuras de modo II. Assim, considera-se que os resultados 

obtidos a partir da rugosidade das células de Voronoi não apresentam capacidade de gerar uma 

ruptura extensa, conforme observado na Figura 6.3. 

 
Figura 6.3 – Ruptura parede com rugosidade natural. 

6.2.3. PAREDE COM RUGOSIDADE SEMICIRCULAR 

A parede com rugosidade induzida refere-se a geometrias nas quais as irregularidades são 

propositalmente inseridas no modelo numérico, com o objetivo de simular condições 

específicas de escavação ou avaliar o impacto da morfologia da parede sobre o comportamento 

estrutural do maciço. Essa rugosidade pode ser criada com base em dados topográficos da 

escavação (as-built), imagens tridimensionais ou modelos estatísticos de irregularidade. Assim 

como a rugosidade natural, a rugosidade induzida contribui para a intensificação das tensões 

nas regiões de concentração, promovendo a nucleação de fraturas e permitindo a modelagem 

de rupturas mais representativas das condições reais. Sua principal vantagem reside no controle 

sobre os parâmetros geométricos da rugosidade, o que possibilita análises paramétricas mais 

precisas. 

Os primeiros resultados referem-se à aplicação do método de escavação incremental com 

remoção sequencial. Foram realizados dois testes principais. No primeiro teste, Figura 6.4, 

observou-se uma reprodução clara da zona rompida tanto no teto quanto no piso, com boa 
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correspondência em relação aos padrões de ruptura documentados em campo. Especificamente, 

a extensão da zona rompida foi de 1,21 R no piso e 1,30 R no teto, compatíveis com as 

profundidades observadas no túnel real. A angulação da abertura simulada foi de 60,6°, próxima 

ao valor observado em campo, de 67°. 

  
(a) (b) 

Figura 6.4 – Resultados teste 01: (a) 2,10 s e (b) 3,11s. 

No segundo teste, Figura 6.5,verificou-se a formação de uma zona rompida restrita ao teto, com 

extensão de 1,28 R (49 cm), enquanto nenhuma ruptura significativa foi registrada na base. O 

ângulo de abertura medido foi de 44,4°, inferior ao valor observado no primeiro teste e nos 

dados empíricos. 

  
(a) (b) 

Figura 6.5 - Resultados teste 02: (a) 2s e (b) 3s. 

Apesar da boa fidelidade da simulação em alguns cenários, a aplicação do método de 

desconfinamento incremental para representar o processo de ruptura revelou-se 

operacionalmente complexa. Em determinadas situações, foi necessário realizar ajustes 

manuais nos intervalos de tempo entre as etapas computacionais, com o objetivo de assegurar 
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a estabilidade numérica e a continuidade do processo de fraturamento. Além disso, a abertura 

simulada tendeu a ser ligeiramente inferior àquela observada em campo, o que pode indicar 

limitações do método na reprodução precisa da cinemática da ruptura. 

Já o método de Convergência-Confinamento, Figura 6.6,  mostrou resultado em torno de 1,29 R 

no teto e 1,14 R no piso. As simulações foram razoavelmente mais rápidas que as análises dos 

métodos apresentados no Capítulo 5, com uma abertura de aproximadamente 69,2°. Esse 

método se mostrou mais estável devido à capacidade do modelo de reproduzir a aplicação nas 

facetas, com maior controle. A maior abertura angular observada na abordagem de 

Convergência-Confinamento pode estar associada à capacidade do modelo de representar de 

forma mais realista o relaxamento gradual das tensões ao redor da escavação, favorecendo o 

desenvolvimento de fraturas no modelo. 

O método de Desconfinamento Progressivo por Degradação de Rigidez de Contato apresentou 

resultado de 1,30 R no teto e 1,23 R no fundo (Figura 6.7). Observou-se que alguns semicírculos 

laterais se desprenderam, o que se mostrou um indicativo de instabilidade numérica no modelo. 

Com uma abertura com uma angulação de 63,9°. Nota-se a recorrência de dificuldades na 

reprodução consistente desses resultados. 

  
(a) (b) 

  
(c) (d) 

Figura 6.6 - Teste pelo método de Convergência-Confinamento: (a) 1,20s, (b) 2,20s, (c) 3,20 e (d) 4,20s. 
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(a) (b) 

  
(c) (d) 

Figura 6.7 - Teste pelo Desconfinamento Progressivo por Degradação de Rigidez de Contato: (a) 1,1s, (b) 1,30s, 

(c) 2,26 e (d) 2,81s. 

A Tabela 6.2 apresenta a comparação dos resultados obtidos para cada método, incluindo a 

extensão da zona rompida, a abertura angular e as observações qualitativas quanto ao 

desempenho numérico e à aderência aos dados empíricos. 

Tabela 6.3 – Comparação dos métodos de escavação e seus efeitos na extensão da zona rompida 

Método Extensão da Zona 
Rompida (m) 

Abertura 
Angular (°) Observações 

Escavação incremental – Teste 1 Piso: 1,21 – Teto: 
1,30 60,6 Boa correspondência com 

campo; simulação precisa 

Escavação incremental – Teste 2 Teto: 1,28 – Piso: 
sem ruptura 44,4 Ruptura limitada ao teto; inferior 

aos dados empíricos 

Convergência-Confinamento Teto: 1,29 – Piso: 
1,14 69,2 

Simulação mais estável; maior 
realismo no relaxamento de 

tensões 

Desconfinamento por 
degradação de rigidez de contato 

Teto: 1,30 – 
Fundo: 1,23 63,9 

Instabilidade numérica; 
desprendimento de elementos 

laterais 
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Conforme apresentado por Lan et al. (2010) e Potyondy et al. (2025), o efeito da 

heterogeneidade pode ser o fator chave para a geração de concentrações de tensões em rochas, 

mesmo sob estado de compressão. Quando falhas por microfissuras de tração são nucleadas 

devido às heterogeneidades, elas se propagam, coalescem e formam macrofraturas.  

Dessa forma, o usuário que queira simular a ruptura em termos de resistência real deve optar 

por utilizar uma geometria mais próxima da realidade, na qual as tensões se concentram nas 

irregularidades, ou incluir heterogeneidades no modelo.  

Essas heterogeneidades podem estar associadas ao formato dos grãos (apontado por Lan et al. 

(2010) como mais relevante para a resistência do Pico), às heterogeneidades elásticas, 

decorrentes de diferenças de rigidez entre os materiais ou às heterogeneidades de contato, 

associadas à anisotropia da distribuição dos contatos entre grãos. Ressalta-se que a 

heterogeneidade na escala dos grãos não é o foco deste trabalho, mas sim a compreensão de 

como o processo de compressão gera concentrações de tensões em função das irregularidades 

de geometria. 

6.2.4. MECANISMOS DE PROPAGAÇÃO DE FISSURAS 

As Figuras 6.8 e 6.9 ilustram o processo inicial de fissuração. A hipótese de ocorrência de 

concentrações de tensões é confirmada na imagem anterior à ruptura (Figura 6.8). 

Posteriormente, ao redor das trincas de cisalhamento, nas regiões onde se concentram tensões 

de cisalhamento, ocorre fissuramento em modo II (regiões amarelas). A partir da ponta dessas 

fissuras, os diagramas de Voronoi ao redor indicam a formação de fissuras em modo I (regiões 

pretas). Novas trincas em modo II surgem e se propagam nas áreas de concentração de tensões. 

Cabe destacar que o trabalho de Cai & Kaiser (2014) não menciona propriedades relacionadas 

à tenacidade à fratura, atribuindo o sucesso do modelo às irregularidades geométricas. No 

entanto, no modelo MED, observa-se que o sucesso no processo de fraturamento também está 

associado à tenacidade à fratura. Quando essa propriedade está devidamente calibrada, a partir 

da iniciação do fissuramento em modo II, ocorre a concentração ideal de tensões nas 

extremidades das fraturas, resultando na formação de trincas em modo I, que passam a 

coalescer, originando uma macro-ruptura. Logo, o processo depende tanto das irregularidades 

quanto da tenacidade à fratura para se propagar de maneira adequada e fisicamente plausível. 

Assim, a presença de rugosidade torna-se um fator relevante, pois atua como elemento 
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concentrador de tensões, possibilitando a iniciação da ruptura por cisalhamento, o que promove 

a formação de fraturas com dimensões mínimas necessárias para a propagação subsequente. 

Consequentemente, a ruptura do túnel ocorre principalmente por fraturamento em modo I. 

É, portanto, possível ilustrar esse comportamento, destacando os locais onde surgem as rupturas 

nos modos II e I ao longo da progressão do processo de falha. 

Essa dinâmica evidencia o comportamento evolutivo da estrutura, sendo essencial compreender 

como a ruptura se desenvolve. Quando a tensão de fratura está corretamente calibrada, as 

fissuras se propagam de forma consistente, influenciadas também pelas características da malha 

numérica. 

Dessa forma, as fraturas se desenvolvem de maneira a reproduzir realisticamente o processo de 

ruptura, desde que os parâmetros de tenacidade de fratura também estejam adequadamente 

definidos.  

 
Figura 6.8 – Concentração de tensão antes da Ruptura 

 
Figura 6.9 – Evolução dos processos de fissuramento 
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6.3. DISCUSSÕES PRELIMINARES 

• A parede lisa, por ser uma condição idealizada, subestima os efeitos do fraturamento e 

não reproduz adequadamente o comportamento real do maciço rochoso, resultando em 

uma ruptura limitada e localizada; 

• A ausência de rugosidades e descontinuidades na parede lisa dificulta a nucleação de 

fraturas, exigindo tensões elevadas ou parâmetros mecânicos artificialmente reduzidos 

para a ocorrência de falhas; 

• A parede com rugosidade natural, modelada pelas células de Voronoi, poderia introduzir 

zonas preferenciais de tensão, mas não foi capaz de reproduzir uma ruptura extensa ou 

contínua; 

• A rugosidade semicircular induzida permitiu uma simulação mais realista das condições 

de campo, especialmente quando associada ao método de escavação incremental e de 

convergência confinamento, apresentando boa correspondência com os dados medidos 

em campo quanto à profundidade e abertura da ruptura; 

o Apesar da fidelidade dos resultados, o método de escavação incremental 

demandou ajustes manuais nos intervalos de tempo para assegurar a estabilidade 

numérica, evidenciando certa limitação operacional; 

o O método de Convergência-Confinamento mostrou-se mais eficiente e estável, 

com menor tempo computacional e maior capacidade de representar o 

relaxamento gradual das tensões, resultando em rupturas mais amplas; 

o O método de Desconfinamento por Degradação de Rigidez de Contato 

apresentou instabilidade numérica, com desprendimento de elementos laterais e 

menor precisão na reprodução da cinemática da ruptura; 

• Os mecanismos de fissuração seguiram uma sequência lógica: concentração de tensões, 

formação de trincas de cisalhamento (modo II), surgimento de fissuras de tração (modo 

I), e coalescência, resultando em macro-ruptura; 

• Verificou-se que a propagação da ruptura depende tanto das rugosidades geométricas 

quanto da calibração da tenacidade à fratura  
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7. CONCLUSÕES 

A presente investigação permitiu uma avaliação abrangente da capacidade do modelo hybrid 

DISL-LDEM na representação do comportamento mecânico de maciços rochosos submetidos 

a elevadas tensões in situ, com ênfase na simulação de mecanismos de ruptura frágil e no estudo 

das respostas pós-pico. A partir da integração entre simulações numéricas, dados experimentais 

– como os provenientes do experimento Mine-by – e evidências empíricas do caso da UHE Itá, 

foi possível validar a metodologia proposta em contextos geomecanicamente distintos, 

reforçando sua aplicabilidade em projetos de engenharia subterrânea. 

Os resultados de verificação indicaram que o modelo reproduziu com fidelidade o 

comportamento elástico do granito Lac du Bonnet, apresentando erros inferiores a 2% na 

estimativa das propriedades elásticas fundamentais, mesmo sob diferentes discretizações da 

malha. Tal desempenho evidencia a estabilidade e a robustez da abordagem híbrida, 

especialmente no que tange à independência em relação ao parâmetro de discretização, 

eliminando a necessidade de calibração por tentativa e erro. 

No regime de ruptura, o modelo demonstrou elevada competência na simulação de transições 

entre rupturas frágeis e dúcteis, e na reprodução da influência de parâmetros como 

confinamento, resistência à tração (σₜ), tenacidade à fratura (KIC) e ângulo de atrito residual 

sobre o padrão e a extensão das fraturas. A representação precisa dos mecanismos de spalling, 

incluindo a identificação de trincas de modo I e zonas de fratura descontínuas, confirma a 

capacidade do modelo de capturar os efeitos localizados de tensões elevadas em geometrias 

complexas. 

A análise paramétrica evidenciou ainda que a rotação do campo de tensões exerce influência 

significativa na simetria e na morfologia das zonas de ruptura, o que reforça a importância do 

estado de tensões anisotrópico como variável de projeto em obras subterrâneas. Os resultados 

também mostraram que a razão entre tensões horizontais e verticais (k0) constitui um fator 

crítico para o desencadeamento de fraturas do tipo spalling, validando observações empíricas e 

reforçando a confiabilidade do modelo em simular condições reais. 

Do ponto de vista metodológico, a abordagem adotada possibilitou a integração entre análises 

qualitativas e quantitativas, facilitando a identificação de tendências, limitações e possíveis 

aplicações práticas. A combinação de parametrizações empíricas com modelagem numérica, 
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ancorada em correlações como Martin et al. (1999), mostrou-se eficaz para a estimativa da 

profundidade de ruptura e para retroanálises em condições de campo. 

Assim, a aplicação do modelo DISL-LDEM demonstrou potencial significativo para a 

simulação de falhas frágeis em maciços rochosos submetidos a altas tensões in situ. Os 

resultados indicaram que a seleção adequada dos parâmetros constitutivos, aliada à calibração 

da tenacidade à fratura, exerce influência direta sobre a profundidade, a extensão e a forma da 

zona de ruptura. 

No Capítulo 6, os resultados obtidos demonstraram que a representação adequada das paredes 

de escavação constitui um fator relevante no processo de definição dos parâmetros mecânicos 

e no comportamento geral da modelagem numérica. A geometria da parede influencia 

diretamente os pontos de concentração de tensões, a nucleação inicial de trincas e o 

desenvolvimento dos mecanismos de fraturamento. Assim, a configuração geométrica da 

escavação, aliada a uma calibração criteriosa da tenacidade à fratura, demonstrou ser 

determinante para a simulação coerente do processo de propagação de fissuras. 

7.1. LIMITAÇÕES DO MODELO 

Apesar dos avanços proporcionados, algumas limitações foram identificadas: 

• A elevada demanda computacional do modelo, especialmente ao utilizar malhas densas 

e valores menores de KIC, impõe restrições práticas quanto à escalabilidade e ao tempo 

de processamento. 

• A investigação concentrou-se em litologias específicas (granito Lac du Bonnet e 

Basalto) e configurações geométricas bidimensionais, o que restringe a generalização 

direta para outros tipos de rochas ou geometrias tridimensionais. 

• Modelo de Contato com propriedades Homogêneas. 

• Dificuldade de previsibilidade da rugosidade em variadas paredes de túneis, a depender 

do tipo de escavação. 

7.2. SUGESTÕES PARA PESQUISAS FUTURAS 

Com base nas limitações identificadas e nas potencialidades observadas, recomenda-se: 
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• A realização de simulações tridimensionais mais complexas, com o intuito de ampliar a 

aplicabilidade do modelo a geometrias reais de túneis e taludes. 

• A aplicação do modelo a outras litologias, especialmente rochas metamórficas e 

sedimentares, com diferentes graus de anisotropia e heterogeneidade estrutural. 

• A investigação de estratégias de otimização computacional, como paralelização e 

refinamento adaptativo da malha, para viabilizar o uso do modelo em estudos de larga 

escala. 

• O aperfeiçoamento de técnicas de calibração inversa, com base em dados de campo e 

monitoramento geotécnico, para aprimorar a representação dos parâmetros constitutivos 

em diferentes cenários. 

• Aplicação dos modelos de Hybrid LDEM em modelagens numéricas em elementos 

finitos.  
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APÊNDICE A: CÓDIGOS FISH DO PFC 

Neste apêndice segue a listagem completa do código-fonte dos Scripts em linguagem fish 

utilizados no PFC; 

1. define MvApplyTunnelStress_v4(confine, changePct) 
 2.     /// confine: mapa com tensões (xx, yy, xy) a aplicar nas facetas 
 3.     /// changePct: fração (0 < changePct < 1) em que ocorre a troca de taxa de decaimento 
 4.   
 5.     local maxIter=100        /// número máximo de iterações 
 6.     local passo=0.25         /// incremento entre iterações 
 7.     local k1=0.04            /// decaimento exponencial inicial (rápido) 
 8.     local k2=0.05            /// decaimento exponencial posterior (mais lento) 
 9.     local changeIter=changePct*maxIter /// ponto de transição entre os dois regimes 
10.   
11.     loop local i (0,maxIter,passo) 
12.         if i<changeIter then 
13.             global factor=math.exp(-k1*i) /// fase inicial: decaimento rápido 
14.         else 
15.             global factor=math.exp(-k1*changeIter)*math.exp(-k2*(i-changeIter)) /// fase posterior: decaimento mais lento 
16.         endif 
17.         local reduced_confine=confine*factor /// cálculo das tensões reduzidas 
18.   
19.         command 
20.             rblock facet apply stress [reduced_confine->xx] [reduced_confine->yy] [reduced_confine->xy] range group 
'excavation' slot 'excavation' 
21.             model gravity (0 [- (1-factor)*9.8]) /// ativação gradual da gravidade 
22.             model solve time 1e-2 /// resolução quase-estática a cada passo 
23.         endcommand 
24.     endloop 
25.   
26.     command 
27.         rblock facet apply stress 0 0 0 range group 'excavation' slot 'excavation' /// remoção completa das tensões aplicadas 
28.         model gravity (0 -9.8) /// aplicação total da gravidade 
29.     endcommand 
30. end 
31.   

 

 1. ///=========================================================================   
 2. /// Script FISH para verificar bolas dentro dos blocos e ajustar contatos   
 3. ///=========================================================================   
 4.   
 5. /// 1) Armazenar posição de cada bola dentro de seu bloco correspondente   
 6. loop foreach global b ball.list   
 7.     local ballID = ball.id(b)   
 8.     local rb     = rblock.find(ballID)   
 9.      
10.     if rb # null   
11.         /// guarda a posição da bola no próprio bloco   
12.         rblock.extra(rb, 1) = ball.pos(b)   
13.          
14.         /// verifica se a bola realmente está dentro dos limites do bloco   
15.         if ~rblock.inside(rb, ball.pos(b))   
16.             system.error = "Cell position not inside"   
17.         endif   
18.          
19.         /// sinaliza esse bloco para posterior ajuste de contatos   
20.         rblock.group(rb, 'adjust') = 'adjust'   
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21.     endif   
22. endloop   
23.   
24. /// 2) Remove todas as bolas do modelo para economizar memória   
25. command   
26.     ball delete   
27. endcommand   
28.   
29. /// 3) Ajusta propriedades de contato bloco-bloco (rblock-rblock)   
30. loop foreach local c contact.list("rblock-rblock")   
31.     local rb1 = contact.end1(c)   
32.      
33.     /// só processa blocos marcados   
34.     if rblock.isgroup(rb1, 'adjust', 'adjust')   
35.         local rb2   = contact.end2(c)   
36.         local pos1  = rblock.extra(rb1, 1)   
37.         local pos2  = rblock.extra(rb2, 1)   
38.          
39.         /// distância “esperada” entre centros de célula   
40.         local cellD = math.mag(pos1 - pos2)   
41.         /// distância atual entre centros de bloco   
42.         local posD  = math.mag(rblock.pos(rb1) - rblock.pos(rb2))   
43.          
44.         /// fator de ajuste: razão entre real e teórica   
45.         local adjFac = posD / cellD   
46.          
47.         /// ajusta rigidez normal e rotacional   
48.         contact.prop(c, 'kn')   = contact.prop(c, 'kn')   * adjFac   
49.         contact.prop(c, 'krot') = contact.prop(c, 'krot') * adjFac   
50.     endif   
51. endloop   
52.   
53. /// 4) Ajusta propriedades de contato bloco-facet (rblock-facet)   
54. loop foreach local p contact.list("rblock-facet")   
55.     local rb1 = contact.end1(p)   
56.      
57.     if rblock.isgroup(rb1, 'adjust', 'adjust')   
58.         local cellPos   = rblock.extra(rb1, 1)   
59.         local facetPos  = wall.facet.pos(contact.end2(p))   
60.          
61.         /// distância real na direção Z   
62.         local posL   = abs(cellPos(3)  - facetPos(3))   
63.         /// distância teórica na célula na direção Z   
64.         local cellF  = abs(rblock.extra(rb1,1)(3) - facetPos(3))   
65.          
66.         local adjFac2 = posL / cellF   
67.          
68.         /// aplica ajuste, zera o cisalhamento (ks)   
69.         contact.prop(p, 'kn')   = contact.prop(p, 'kn')   * adjFac2   
70.         contact.prop(p, 'ks')   = 0   
71.         contact.prop(p, 'krot') = contact.prop(p, 'krot') * adjFac2   
72.     endif   
73. endloop 
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