
The present work proposes design models and recommendations for column-foundation connection through socket with rough interfaces, includ-
ing the shear key configuration, the socket and the precast column base. In the experimental investigations, the behavior of socket and column 
as a monolithic connection was verified. However, for this to occur, the shear key dimensions must be between the limits suggested by the study. 
Considering the total transfer of internal forces in the connections, the vertical reinforcement should be designed based on the bending theory. 
The proposed model for the design of the transverse horizontal reinforcement, considering monolithic behavior of the connection, was found to be 
in good agreement with the observed experimental results. With adjustments to this model for the socket, a new model for the design of precast 
column bases is proposed and compared with other model adapted for rough interfaces.
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Nesse trabalho, são propostos modelos e recomendações de projeto para a ligação pilar-fundação por meio de cálice com interfaces rugosas, 
incluindo a configuração das chaves de cisalhamento, o cálice e a base do pilar pré-moldado. Nas investigações experimentais abrangidas neste 
estudo, foi constatado que nas ligações rugosas ocorre o funcionamento conjunto do cálice com o pilar como em uma ligação monolítica. Entre-
tanto, para que isso ocorra, é necessário que as dimensões das chaves de cisalhamento estejam entre os limites recomendados nesse estudo. 
Considerando a transferência total de esforços na ligação, a armadura vertical deve ser dimensionada segundo a teoria de flexão. O modelo 
proposto para o dimensionamento da armadura horizontal transversal, também baseado no comportamento monolítico da ligação, forneceu bons 
resultados quando comparados com os valores experimentais. A partir desse modelo calibrado para o cálice, é proposta uma nova formulação 
para a base do pilar pré-moldado, a qual é comparada com outro modelo adaptado para interfaces rugosas.

Palavras-chave: cálice de fundação, base de pilares pré-moldados, interfaces rugosas, chaves de cisalhamento, colarinho
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1. Introdução

A ligação pilar-fundação por meio de cálice consiste no embuti-
mento de um certo trecho do pilar pré-moldado em uma cavidade 
no elemento de fundação. Essa ligação é bastante utilizada nas 
estruturas de concreto pré-moldado do mundo inteiro, sendo a 
mais difundida no Brasil entre os outros tipos disponíveis para a 
ligação pilar-fundação. 
Com este trabalho, complementa-se a análise do cálice de funda-
ção, que foi iniciada com Canha & El Debs [1], onde apresenta-se 
uma análise crítica dos modelos e recomendações para o cálice, 
e Canha & El Debs [2], com uma proposta de modelo de projeto 
para o cálice, sendo nessas duas publicações, entretanto, dado 
um enfoque maior nos modelos com atrito para o cálice liso. Mais 
recentemente, em Campos et al. [3], são apresentadas indicações 
para o projeto da base de pilares no cálice com interface lisa.
O trabalho visa apresentar um procedimento de projeto comple-
to e detalhado para a ligação pilar-fundação por meio de cálice 
com interfaces rugosas, incluindo a configuração desse tipo de 
interface com chaves de cisalhamento proposta por Canha [4], os 
modelos de projeto refinados por Campos [5] e suas recomenda-

ções para o cálice rugoso. Com o trabalho de Campos [5], ainda 
verificou-se que algumas questões referentes à ligação rugosa 
ainda não foram resolvidas, como, por exemplo, a base do pilar. 
Considerando a constatação de Canha [4] de que o modelo para 
o cálice liso pode ser utilizado para o caso de interfaces rugosas, 
ajustando-se o coeficiente de atrito para 1,0, adotou-se o mesmo 
procedimento nesse trabalho adaptando-se o modelo proposto em 
Campos et al. [3] para a base do pilar rugoso. Complementando 
as formulações e recomendações propostas nesse trabalho, um 
novo modelo é proposto para o dimensionamento da base do pilar 
rugoso, baseando-se no comportamento monolítico das ligações 
rugosas constatado por Canha [4]. Os resultados dos dois mode-
los para a base do pilar são então confrontados.

2. Modelo e recomendações de projeto  
 para o cálice com interfaces rugosas

2.1	 Configuração	da	interface	rugosa

A ligação do cálice de fundação é definida como rugosa quan-
do são executadas, nas paredes internas do cálice e no pilar 
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Figura 1 – Modelo para o cálculo da resistência máxima ao cisalhamento (Rizkalla et al. [7])
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Sendo que:
 

chn  é o número de chaves de cisalhamento
 
crf  é a resistência à compressão da junta fissurada

 
chjchj2

1
cs cos/b)hh(A q+=  é definida como a área da se-

ção transversal média da parte diagonal da biela
 )h/(tan jch

1
c l-=a

 
é a inclinação da parte diagonal da biela 

com a horizontal.
Na Figura 2, as grandezas envolvidas são:
 :che  Espaçamento entre eixos das chaves de cisalhamento
 :´che  Espaçamento interno entre chaves de cisalhamento
 :chh  Altura da chave de cisalhamento
 :chl  Base maior da chave de cisalhamento
 :´chl  Base menor da chave de cisalhamento
 :cha  Inclinação da face da chave de cisalhamento em relação à 
linha paralela ao eixo da junta
 :chl  Relação entre a base maior e a altura da chave de cisalha-
mento
 :chq  Inclinação da face da chave em relação à linha perpendicu-
lar ao eixo da junta.
É possível definir a relação geométrica da chave de cisalhamento 
através da equação 2:

(2) 
chchch h/l=l

Os principais resultados da aplicação do modelo de Rizkalla et al. 
[7] são apresentados na Figura 3. 
Na primeira análise (Figura 3(a)), na qual foi feita a variação do 
ângulo ach da face da chave, observa-se um crescimento da resis-
tência ao cisalhamento com a diminuição de ach até o ângulo ach,lim, 
que limita o valor da base menor l

ch
´  'chl  em zero. O valor de 

ach,lim para a chave pequena foi igual a 45º e para a chave grande 
foi 35º. Vale ressaltar que, conforme Lacombe & Pommeret [8], 
quando esse ângulo é inferior a 45º, a ruptura da ligação ocorre 
por deslizamento entre as chaves de cisalhamento.
Considerando-se o crescimento da base l

ch
 e mantendo-se a al-

tura hch e o ângulo da face ach constantes, o valor de lch aumenta, 
ocasionando a redução da resistência ao cisalhamento, como ilus-
tra a Figura 3(b). Ainda com relação ao parâmetro lch, observa-se 
que a redução na resistência é muito maior no primeiro trecho da 
curva, até o valor limite lch = 6 indicado por Lacombe & Pommeret 
[8], e que a partir daí a resistência se torna pequena, tendendo a 
um valor constante para valores elevados de lch. De acordo com 
a Figura 3(c), o aumento de lch ocasionado pela diminuição de 
hch também induz ao decréscimo da resistência ao cisalhamento. 
Variando-se o número de chaves nch, o espaçamento entre chaves 
ech se torna reduzido quanto maior esse número, o que conse-
qüentemente leva ao aumento da resistência ao cisalhamento V, 
como ilustra a Figura 3(d).
Através da avaliação teórica pelo modelo de Rizkalla et al. [7], 
espera-se que uma relação geométrica da chave  6£chl  pro-
porcione uma transferência de tensões adequada na interface 
pilar-colarinho. Adotando chaves com ângulo  o

ch 45=a , es-
paçamento interno de  cme ch 4' =  e uma relação máxima 
 6=chl , para considerar a simetria da chave de cisalhamento 
no lado inverso da interface, ocorre uma boa transferência de ten-
sões de cisalhamento entre o pilar e o cálice.

pré-moldado na região de embutimento, chaves de cisalhamen-
to que contribuem para a transferência de esforços na ligação. 
Além das parcelas de adesão e atrito, essas chaves proporcio-
nam uma parcela adicional à resistência ao cisalhamento da 
interface em razão da aderência mecânica. Entretanto, não se 
conhecem recomendações específicas para as dimensões des-
sas chaves, além das que constam na NBR 9062:2006 [6], de 
maneira a garantir uma transferência adequada de esforços na 
ligação rugosa.
De forma a dar um embasamento para a adoção das dimensões 
das chaves de cisalhamento das ligações rugosas do cálice de 
fundação ensaiadas por Canha [4], foi necessário utilizar um mo-
delo teórico para uma análise qualitativa e sistemática dos parâ-
metros da forma das mesmas. Para tanto, utilizou-se o modelo de 
Rizkalla et al. [7], o qual é ilustrado na Figura 1. Esse modelo é 
utilizado para o cálculo da resistência ao cisalhamento de painéis 
paredes dotados de chaves de cisalhamento e unidos por arga-
massa seca (“drypack”). O mesmo foi aferido com os resultados 
de uma investigação experimental em protótipos com interface lisa 
e com chaves de cisalhamento em duas configurações, chamadas 
de chave pequena e chave grande. Baseando-se no comporta-
mento observado após a fissuração dos protótipos, a força máxi-
ma de cisalhamento V das ligações com chaves pode ser estima-
da conforme a equação 1, sendo o primeiro membro representa a 
resistência devido à compressão das bielas entre fissuras diago-
nais ( cV ) e o segundo membro a resistência por atrito ao longo 
da superfície de deslizamento ( fV ). Os parâmetros geométricos 
das chaves são apresentados na Figura 2.

(1) ( ) ( )( )ccscrchcnccscrch cosAf1nAsenAf1nV a--sm+a-=

Figura 2 – Variáveis das chaves 
de cisalhamento (Canha [4])
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considerar para o diâmetro máximo do agregado graúdo o maior 
entre os três “concretos” da ligação do cálice (cálice, pilar e junta).
Para a definição da rugosidade a ser adotada nos protótipos físi-
cos ensaiados por Canha [4], as chaves de cisalhamento foram re-
alizadas respeitando os limites impostos pela NBR 9062:2006 [6] 
e os resultados apresentados referentes à avaliação paramétrica 
com o modelo de Rizkalla et al. [7]. Foram utilizadas duas configu-
rações de chaves de cisalhamento, uma com as dimensões má-
ximas da Figura 4(a) para o protótipo IR1 e outra com dimensões 
um pouco menores que os valores mínimos indicados na Figura 
4(b) para o protótipo IR2. 
Após os estudos teórico-experimentais desenvolvidos por Canha 
[4] relativos ao cálice de fundação, foi constatado que os modelos 
com interfaces rugosas apresentaram um comportamento seme-

A NBR 9062:2006 [6] recomenda uma rugosidade mínima de 
 cmhch 1=  a cada 10 cm de junta, para que essa ligação 
apresente um comportamento monolítico. No entanto, não se es-
pecifica a que distância esses 10 cm de junta se refere. Assim, 
será adotado que o comprimento de 10 cm seja igual à soma da 
base maior da chave l

ch
 e o espaçamento interno entre as chaves 

 
che' , o que fornece uma chave para cada comprimento de junta 

considerado, como ilustrado na Figura 4(a).
Para dimensões mínimas das chaves de cisalhamento é indicado 
que a base maior da chave seja igual a duas vezes o diâmetro 
máximo do agregado graúdo e que a altura seja no mínimo equi-
valente à metade desse agregado, como ilustra a Figura 4(b), de 
maneira a possibilitar a entrada de agregado graúdo na chave 
durante a concretagem. No caso de chaves simétricas, deve-se 

Figura 3 – Avaliação paramétrica das chaves de cisalhamento pelo modelo de RIZKALLA et al. [7]
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lhante ao de uma ligação monolítica. Verificou-se também que a 
resistência experimental resultante foi próxima nos dois modelos 
e que o protótipo com chaves menores (IR2) apresentou um com-
portamento mais rígido (em relação à deformação da armadura) 

que o protótipo com chaves maiores (IR1), como mostra a Figura 
5. Isso indica que, a modificação nas dimensões das chaves den-
tro dos limites indicados na Figura 4 não influencia na resistência 
do cálice e sim, apenas na rigidez da ligação. 

Figura 4 – (a) Dimensões máximas para as chaves de cisalhamento de 
acordo com a rugosidade mínima da NBR 9062:2006 [6] e avaliação teórica 

segundo Canha [4]; (b) Dimensões mínimas para as chaves de 
cisalhamento em função do diâmetro do agregado recomendadas por Canha [4]
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2.2 Armadura vertical principal – As,vp

A armadura vertical principal  
vp,sA  é definida como aquela 

distribuída nos cantos das paredes longitudinais e transversais. 
Essa armadura, representada na Figura 6, tem função resistente 
no lado tracionado da ligação, mas por questões construtivas, é 
disposta simetricamente nos cantos.
Considerando a constatação de Canha [4] de que os modelos com 
interface rugosa apresentaram comportamento semelhante ao de 
uma ligação monolítica, ocorrendo assim a transferência total do 
momento e da força normal do pilar para o cálice, a teoria da fle-
xão é recomendada para o dimensionamento da armadura verti-
cal principal nos cálice com interfaces rugosas. Entretanto, esse 
modelo só é válido para cálice com comprimento de embutimento 
determinado pela norma NBR 9062:2006 [6], pois verificou-se, nos 
ensaios de Jaguaribe Jr. [9], que com valores reduzidos do com-
primento de embutimento, o cálculo da resistência da ligação pela 
teoria da flexão forneceu um valor maior que a resistência experi-
mental obtida nos modelos ensaiados por esse autor. 
Nesse trabalho, é apresentado o refinamento do modelo para o di-
mensionamento das armaduras verticais, originalmente proposto 
por Canha [4], adicionando-se algumas considerações e recomen-
dações, o qual é apresentado na Figura 7.
Para um cálculo mais preciso, devem ser consideradas todas as ar-
maduras verticais contribuindo para a resistência da ligação e um dia-
grama parabólico-retangular de tensões de compressão no concreto. 

Para aplicações práticas, um cálculo simplificado pode ser utiliza-
do, considerando um diagrama simplificado de tensões no con-
creto com altura igual a 0,8 da profundidade da linha neutra e a 
resultante de tração determinada pela contribuição somente das 
armaduras verticais principais situadas nos cantos da parede pos-
terior e pela armadura vertical secundária dessa mesma parede. 
Assim, a armadura total resultante do cálculo pela teoria da fle-
xão é determinada pela equação 3 e a armadura  

vp,sA  pode  
ser calculada.

(3) 
vst,svp,stot,s AA2A +×=

Para o dimensionamento das armaduras secundárias do cálice 
com interface rugosa, devem ser adotadas as mesmas recomen-
dações que consideram o comportamento de consolo curto das 
paredes longitudinais. Observa-se que no cálculo pela teoria da 
flexão, a armadura vst,sA  é incluída no cálculo de tot,sA  e tem 
valor de  

vp,sA40,0 × . Essa armadura secundária é utilizada no 
cálice para resistir a esforços secundários e controlar a fissuração 
nas paredes do colarinho. 
Na Figura 7, tem-se:
 

bdM : Momento fletor de cálculo na base do cálice
 

ccR : Resultante de compressão no concreto do cálice

Figura 6 – Posicionamento das armaduras do colarinho
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1scsc RR = : Resultante de forças nas armaduras verticais 

 
vst,svp,s AA.2 +  situadas na altura útil c1 dd =

sciR : Resultante de forças na armadura vertical secundária 
vsl,sA  situada na altura útil id . No caso de duas camadas de 

armadura vertical secundária, por exemplo, têm-se: 
 

2scR : Resultante de forças na armadura vertical secundária 
vsl,sA  situada na altura útil 2d

 
3scR : Resultante de forças na armadura vertical secundária 
vsl,sA  situada na altura útil 3d

 
cds : Valor de cálculo da tensão de compressão no concreto do 

cálice
cx : Profundidade da linha neutra

Para o cálculo simplificado pela teoria de flexão, a força  scR , re-
sultante nas armaduras verticais  vst,svp,s AA.2 + , é calculada 
de acordo com a seguinte equação:

(4)
 ( )

c

extccdbd
ydtot,ssc

z

h5,0h5,0zNM
fAR

×-×+×-
=×=

sendo que:
 

embddbd lVMM ×+=  

ccc x4,0dz ⋅−=
Nos casos de força normal com grande excentricidade, para 
aplicações práticas, pode-se considerar cc d9,0z ⋅≅  e 

extc h9,0d ⋅≅ .
A resultante das tensões de compressão no cálice pode ser calcu-
lada pela equação:

(5)
 ( )

c

cextdbd
dsccc

z

h5,0h5,0NM
NRR

×-××+
=+=

Substituindo o valor de ccc x4,0dz ⋅−=  nas equações 3 e 4, 
as resultantes  

scR  e  
ccR  são calculadas pelas expressões 6 

e 7, respectivamente:

(6)
 

cc

cextdbd
sc

x4,0d

)x4,0h5,0(NM
R

×-

×-××-
=

Figura 7 – Esquema de forças para determinar a armadura vertical 
para cálice com interface rugosa segundo Canha [4]
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(7)
 ( )

cc

cextdbd
cc

x4,0d

h5,0h5,0NM
R

×-

×-××+
=

Considerando que força  
ccR  é a resultante das tensões  

cds  
uniformemente distribuídas na área de extc hx8,0 ⋅⋅ , para o dia-
grama retangular de tensões, tem-se:

(8) 
cdextccdcccc hx8,0AR s×××=s×=

Substituindo as equações 6 e 8 na equação 5, é possível determi-
nar a posição da linha neutra através da equação 9, e consequen-
temente calcular o valor de  vp,sA .

(9) 0hx32,0dhx8,0dNhN5,0M cdext
2

cccdextccdextdbd =s×××+×s×××-×+××-

No caso do diagrama retangular simplificado das tensões no con-
creto, tem-se, para o cálice, a tensão constante  cdcd f85,0 ×=s  

Figura 8 – Transferência das forças resultantes do pilar para o cálice com interface 
rugosa (adaptada de Canha et al. [10])
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no trecho com altura cx8,0 ⋅ , a qual se refere ao caso de zo-
nas comprimidas de largura constante. Para o trecho de altura 

cx2,0 ⋅ , desprezam-se as tensões de compressão no concreto. 

2.3 Armaduras horizontais principais

As armaduras horizontais principais são constituídas pela arma-
dura horizontal principal transversal As,hpt e a armadura horizontal 
principal longitudinal As,hpl. A armadura horizontal transversal As,hpt 
é definida como a armadura disposta no topo da paredes trans-
versais de altura l

emb
/3. A armadura horizontal longitudinal As,hpt 

é definida como a armadura disposta no topo da paredes longitu-
dinais de altura l

emb
/3. Como as armaduras hpl,sA  e hpt,sA  

são distribuídas na mesma altura do cálice rugoso, e pelo motivo 
de posicionamento do arranjo de armaduras do cálice na obra, 
deve-se adotar para o projeto dessa ligação o maior valor entre as 
armaduras e dispô-las simetricamente. Na Figura 6, apresenta-se 
a localização dessas armaduras.

2.3.1 Armadura horizontal principal transversal – As,hpt

Em Canha et al. [10], foi proposto um modelo para a análise das 
paredes transversais dos cálices liso e rugoso, baseado nos re-
sultados experimentais de Canha [4] e Jaguaribe Jr. [9]. Após os 
resultados experimentais de Nunes [11], que focalizou o estudo 
do comportamento dessas paredes transversais, foi possível fa-
zer um refinamento desse modelo, o qual é apresentado neste 



208 IBRACON Structures and Materials Journal • 2012 • vol. 5  • nº 2

Design model and recommendations of column-foundation connection through socket with rough interfaces

trabalho. A Figura 8 mostra o modelo de comportamento da trans-
ferência de tensões do pilar para o cálice com interfaces rugosas, 
aprimorado a partir de Canha et al. [10]. 
Nesse modelo, bielas de compressão aparecem no lado com-
primido (parede transversal frontal) por causa da transferên-
cia da resultante de compressão cR  do pilar para a parede 
frontal, resultando em uma força  ccR  no cálice de fundação. 
Devido a essas bielas de compressão, uma pressão fH  age 
na parede transversal frontal.  Essa pressão assume o valor 
máximo no topo da parede transversal frontal, devido as bie-
las com inclinação variável serem menos inclinadas em re-
lação ao eixo horizontal no topo dessa parede. Como essas 
bielas são praticamente verticais próximas à base, a pressão 
na base é nula. 
Essa força fH pode ser calculada pela equação 10:

(10)
 

f

cc
f

tan

R
H

b
=

sendo que:
fβ : média dos ângulos de inclinação das bielas no lado compri-

mido.
 

ccR : Resultante de compressão no cálice calculada pela expres-
são 5.

No lado comprimido do pilar, a distribuição de pressões é seme-
lhante à da parede frontal, de forma que as pressões no topo do 
pilar e da parede frontal são iguais:

(11) 
fsupfsup p'p =

A resultante de pressão fsupH  é igual à resultante do bloco trape-
zoidal das pressões no topo da parede transversal frontal, ou seja, 
é uma parcela de fH  e é determinada pela equação 12:

(12) 
ffsup H6,0H ×@

No lado tracionado (parede transversal posterior), a transmissão 
por bielas de compressão da maior parte da força de tração sR , 
oriunda do pilar para a parede posterior, resulta na força de tração 
 

scR  no cálice e em uma pressão pH  atuante na parede poste-
rior. Verifica-se que a pressão pH  é mais concentrada no topo da 
parede, pois as bielas nessa região possuem menor inclinação em 
relação ao eixo horizontal, e a base da parede transversal poste-
rior não transmite esforço. 

Figura 9 – Modelo de projeto proposto para a parede frontal e posterior do cálice 
com interface rugosa (Canha et al. [10]))
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A pressão pH  é calculada pela equação 13:

(13)
 

p

sc
p

tan

R
H

b
=

sendo que:
pβ : média dos ângulos de inclinação das bielas no lado tracionado. 

 
scR : Resultante de forças nas armaduras verticais 

 
vst,svp,s AA.2 +  calculada pela equação 4. 

No caso do lado tracionado do pilar, as bielas partem desde o fundo do 
pilar, de forma que a distribuição triangular de pressões ocorre em toda 
a base tracionada do pilar de comprimento l

emb
, de forma que a pressão 

no topo do pilar é metade da atuante no topo da parede posterior:

(14)
 

2

p
'p psup

psup =

A resultante de pressão psupH  no terço superior da parede 
transversal posterior é aproximadamente igual à pressão pH  dis-
tribuída na metade superior dessa parede.

Tabela 1 – Resultados teóricos e experimentais da força na armadura A  da paredes,hpt

transversal frontal do cálice com interface rugosa de acordo com variação do ângulo βf

Modelo
físico

Modelo 
de projeto

  
 

Ângulo
bf 

R  (kN)s,hpte  R  (kN)s,hpti  

Teórico  Experimental Teórico Experimental 

IR-1 

Flexo-
tração 

45º 205,5 

87,0 

41,8 

15,7 
60º 118,6 24,1 

Tração 
45º 145,5 145,5 

60º 84,0 84,0 

IR-2 

Flexo-
tração 

45º 206,8 

51,4 

42,1 

9,9 
60º 119,4 24,3 

Tração 
45º 146,4 146,4 

60º 84,5 84,5 

IR-3 

Flexo- 
tração 

45º 172,4 

42,0 

33,6 

20,5 
60º 99,5 19,4 

Tração 
45º 121,1 121,1 

60º 69,9 69,9 

IR-4 

Flexo- 
Tração 

45º 208,2 

54,9 

25,2 

4,2 
60º 120,2 14,5 

Tração 
45º 137,3 137,3 

60º 79,3 79,3 

Através dos resultados experimentais, verificou-se que a parte su-
perior das paredes transversais frontal e posterior do cálice com in-
terfaces rugosas foram submetidas à flexo-tração, sendo a tração 
predominante sobre a flexão. Esse comportamento à flexo-tração 
foi constatado pelos resultados das deformações das armaduras e 
pela configuração de fissuras nas paredes transversais. Portanto, 
o modelo de projeto proposto apresentado na Figura 9, baseado 
na investigação experimental, consiste em representar o topo das 
paredes transversais por uma viga simplesmente apoiada, com a 
distribuição de pressões aproximada em duas partes: uma pres-
são Hsupf-f e Hsupp-f que causa flexão na viga com uma distribuição 
retangular, e em uma pressão Hsupf-t e Hsupp-t que é transmitida para 
os apoios da viga com uma inclinação de ângulo θ=45º, valor mé-
dio das inclinações das fissuras dos protótipos ensaiados, cau-
sando tração na viga. O valor total da pressão superior na parede 
frontal fsupH  e na parede posterior psupH  é definido como a 
soma das parcelas referentes à flexão e à tração.
Baseando-se nos resultados dos extensômetros, as porcentagens 
adotadas para o caso de flexo-tração foram de 15% para as pres-
sões ffsupH −  e fpsupH −  e de 85% para as pressões tfsupH −  
e tpsupH − . Além desses percentuais, somente a atuação da força 
de tração, em que tfsupfsup HH −=  e , pode ser considerada.
Quanto aos valores dos ângulos médios da inclinação das bie-
las nas paredes, na referência de Canha et al. [10] é indicado o 
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valor de 45º para fβ  e pβ . Porém, observou-se que com esses 
ângulos de inclinações, em alguns casos, os resultados teóricos 
não representavam bem os resultados experimentais. Assim, foi 
desenvolvida uma análise com variação dos ângulos médios de 
inclinação das bielas nas paredes transversais frontal e posterior, 
adicionando os resultados experimentais de Nunes [11]. Para o 
ângulo fβ , comparou-se os valores de 45º e 60º, e para o ângulo 

pβ , os valores de 45º e 35º.
Foram analisados e comparados os resultados experimentais e 
teóricos dos modelos IR-1 e IR-2 ensaiados por Canha [4], IR-3 
por Jaguaribe Jr. [9] e IR-4 por Nunes [11]. Na Tabela 1, são apre-
sentados os resultados da força na armadura hpt,sA  conforme 
variação do ângulo fβ  da parede transversal frontal.

Analisando os resultados, verifica-se que para todos os casos 
quando considerado  o

f 60=b , as forças teóricas resultaram 
mais próximas das forças experimentais. Por exemplo, para o mo-
delo IR-2 considerando flexo-tração e ângulo de 60º a diferença 
entre a força teórica e experimental é de aproximadamente 132%, 
contra aproximadamente 300% de diferença quando considera-
mos ângulo de inclinação das bielas de 45º. 
Para o modelo IR-3, na situação de flexo-tração e ângulo 
 o
f 60=b , a força teórica interna ficou abaixo da força expe-

rimental. Porém, esse modelo ensaiado por Jaguaribe Jr. [9], pos-
sui comprimento de embutimento reduzido, e consequentemente 
os resultados experimentais foram alterados devido esse fator. 
Para o modelo IR-1, considerando tração e ângulo de 60º, o re-

CNR 10025:1998 [13] 668,9 668,9   

Tabela 2 – Comparação entre o modelo proposto e os modelos de Melo [12] 
e CNR 10025:1998 [13]

Modelo
físico Modelo de projeto  

R  (kN)s,hpte  R (kN)s,tmhi  

Teórico TeóricoExperimental Experimental

IR-1 

Flexo-
tração

 
 

118,6 

87,0 

24,1 

15,7 TraçãoPr
op

os
to

 b
f

= 
60

º
Pr

op
os

to
 b

f

= 
60

º
Pr

op
os

to
 b

f

= 
60

º
Pr

op
os

to
 b

f

= 
60

º

 84,0 84,0 

Melo [12] 542,7 542,7 

CNR 10025:1998 [13] 686,9 686,9 

IR-2 

Flexo-
tração

 
 

119,4 

51,4 

24,3 

9,9 Tração 84,5 84,5 

Melo [12] 546,3 546,3 

CNR 10025:1998 [13] 691,4 691,4 

IR-3 

Flexo-
tração

 
 

99,5 

42,0 

19,4 

20,5 Tração 69,9 69,9 

Melo [12] 558,1 558,1 

CNR 10025:1998 [13] 717,0 717,0 

IR-4 

Flexo-
tração

 
 

120,2 

54,9 

14,5 

4,2 Tração 79,3 79,3 

Melo [12] 497,2 497,2 
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sultado da força teórica no ramo externo ficou abaixo do resultado 
experimental em aproximadamente 3,5%. No entanto, para a de-
terminação dos valores experimentais adotou-se a aproximação 
do módulo de elasticidade do aço da armadura de 210 GPa que 
na realidade pode ser um pouco menor, encobrindo assim essa 
pequena diferença. 
Em uma análise geral, observa-se que o modelo teórico que repre-
senta melhor os resultados experimentais é aquele que utiliza o 
ângulo médio de 60º de inclinação das bielas no lado comprimido 
do cálice de fundação. Por isso, esse será o ângulo adotado para 
esse estudo.
Embora as diferenças percentuais sejam grandes, vale sa-
lientar os outros dois modelos disponíveis na literatura para 
o dimensionamento da parede transversal frontal resultam 
em diferenças muito maiores em relação aos resultados ex-
perimentais. Na Tabela 2, apresenta-se uma comparação dos 
resultados experimentais com os do modelo proposto, do mo-
delo de Melo [12] e do modelo da CNR 10025:1998 [13]. O 
modelo de flexão de Melo [12] representa o topo da parede 
transversal frontal como uma viga bi-engastada submetida a 
momentos fletores, com a plastificação dos momentos nas ex-
tremidades. O modelo de tração da CNR 10025:1998 [13] con-
siste na aplicação de um modelo de bielas e tirantes no topo 
da parede transversal frontal, considerando apenas a tração 
dessa região. 
Na Tabela 3, são apresentados os resultados da força na arma-
dura hpt,sA  conforme variação do ângulo pβ  da parede trans-
versal posterior.
Analisando a Tabela 3, verifica-se que as bielas no lado traciona-
do do cálice (parede posterior) possuem menor inclinação quando 
comparadas com as bielas do lado comprimido (parede frontal), 
por isso para essa parede os ângulos adotados para o estudo fo-
ram de 35º e 45º. Instrumentou-se a parede transversal posterior 
somente nos modelos IR-3 e IR-4, assim a Tabela 3 só apresenta 
dados para esses dois cálices. 
Como pode ser observado, para os dois modelos na situação de 
flexo-tração e ângulo de 45º, as forças teóricas no ramo interno 

Tabela 3 –  Resultados teóricos e experimentais da força na armadura A  da parede s,hpt

transversal posterior do cálice com interface rugosa de acordo com variação do ângulo βp

Modelo
físico

Modelo 
de projeto  

 
Ângulo

br  
R  (kN)s,hpte  R (kN)s,hpti  

Teórico  Experimental Teórico  Experimental 

IR-3  

Flexo-
tração

 
 

45º 159,90 31,20 

35º 228,40 44,50 

Tração  
45º 112,40 112,40 

35º 160,50 160,50 

IR-4  

Flexo-
tração

 
 

45º 199,60 24,10 

35º 285,10 34,50 

Tração  
45º 131,60 131,60 

35º 188,00 188,00

100,30 

101,30 

46,50 

33,80 

da armadura resultam menores que as forças experimentais para 
o ramo interno, assim não é possível considerar esse ângulo de 
inclinação da biela. Já se for considerado ângulo de 35º, não se 
negligencia a verificação das forças para o modelo IR-4. No mo-
delo IR-3, a força teórica ficou um pouco abaixo da força experi-
mental, mas como já dito, esse modelo possui comprimento de 
embutimento reduzido.
Mesmo dispondo de poucos resultados experimentais, indica-se 
adotar  o

p 35=b , pois para essa situação, a força teórica re-
sulta acima da força experimental. Não se optou pelo ângulo de 
30º, porque os resultados para essa situação seriam muito con-
servadores para a tração ou ficariam contra a segurança no caso 
da flexo-tração. 
Vale ressaltar que essa formulação constitui atualmente o único 
modelo disponível que se tem conhecimento para a análise da 
parede transversal posterior.

2.3.2 Armadura horizontal principal longitudinal – As,hpl

A armadura hpl,sA  localizada na parte superior das paredes lon-
gitudinais do cálice com interface rugosa, como indicado na Figura 
6, deve ser dimensionada considerando a atuação das pressões 

fsupH  e psupH  nas paredes transversais do cálice. 
A armadura horizontal principal é dividida em dois ramos: ramo 
externo e ramo interno e deve ser distribuída na parte superior do 
cálice referente à altura l

emb
/3.

Após o cálculo das pressões atuantes nas paredes transversais, é 
necessário calcular a área de aço resultante pela atuação da pres-
são atuante na parede frontal e também pela ação da pressão na 
parede posterior. O dimensionamento da armadura é feito pelas 
equações 15 e 16 e deve-se adotar para hpl,sA  o maior valor.

(15)
 

yd

fsup
hpl,s

f2

H
A

×
=
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(16)
 

yd

psup
hpl,s

f2

H
A

×
=

2.4 Armaduras secundárias – As,vs e As,hs

Na Figura 6, ilustra-se a localização da armadura vertical secun-
dária As,vs e da armadura horizontal secundária As,hs.
Essas armaduras secundárias são utilizadas no cálice para resistir 
a esforços secundários e controlar a fissuração nas paredes do 
colarinho. Vale ressaltar que as armaduras horizontais secundá-
rias utilizadas na parede frontal têm o papel importante de absor-
ver as pressões nos dois terços inferiores dessa parede (2l

emb
/3).

Figura 10 – Modelo de projeto proposto para a base do pilar rugoso 

Para o dimensionamento das armaduras secundárias do cálice com inter-
face rugosa, devem ser adotadas as mesmas recomendações que consi-
deram o comportamento de consolo curto das paredes longitudinais, com 
as seguintes áreas e espaçamentos indicados em El Debs [14]:
n Para a armadura vertical secundária: 

 
vp,svsl,svst,svs,s A40,0AAA ×³==

n Para a armadura horizontal secundária: 
 

vp,shsl,shst,shs,s A25,0AAA ×³==
n Para ambas as armaduras secundárias, vertical e horizontal, 

deve-se ter um espaçamento s  entre 150 mm e 300 mm. 

3. Modelo e recomendações de projeto  
 para a base do pilar rugoso

3.1 Modelo proposto baseado no comportamento  
 monolítico
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Embora a investigação experimental de Canha [4] tenha sido fo-
cada nas paredes do colarinho, a constatação do comportamento 
monolítico das ligações rugosas indica que o dimensionamento da 
base do pilar obedece à mesma teoria de flexão.
Conforme mencionado anteriormente, com os resultados expe-
rimentais de Nunes [11], tornou-se possível refinar o modelo de 
transferência das forças do pilar para o cálice, originalmente pro-
posto por Canha et al. [10].  
Com o modelo calibrado para o cálice de fundação, chega-se às 
forças atuantes no pilar, resultando no modelo proposto apresen-
tado na Figura 10. 
A base do pilar rugoso está submetida às pressões Hf e Hp nos 
lados referentes às paredes transversais frontal e posterior, res-
pectivamente, resultante da transferência por meio de bielas das 
forças internas de compressão e tração do pilar para essas pare-
des, conforme apresentado no item 2.3.1. 
Com o emprego de chaves de cisalhamento nas faces internas do cola-
rinho e do pilar, ocorre, além da mobilização das forças de atrito, a trans-
ferência de cisalhamento pelo engrenamento mecânico entre as chaves 
de cisalhamento. No modelo proposto, foi considerada as tensões de 
cisalhamento tanto nas paredes transversais como longitudinais, com 
distribuição uniforme. A tensão de cisalhamento resultante da ação do 
momento (tM) tem o sentido para cima no lado comprimido e para baixo 
no lado tracionado. Já a tensão de cisalhamento mobilizada devido à 
força normal (tN) tem o sentido para cima em todas as paredes. 
No fundo do pilar, tem-se ainda a força cortante Vbp e a força nor-
mal excêntrica Nbp. 
O problema envolve então quatro incógnitas (tM, tN, Vbp e Nbp). 
Além das três equações de equilíbrio da estática para a sua aná-
lise, têm-se uma equação adicional para a solução do problema 
que consiste na consideração da reação normal  

bpN  no fundo 
do pilar como a força normal dN  reduzida pela proporção entre 
a área da seção transversal do pilar cA  e a área do contorno 
externo do colarinho  ccA , de acordo com a seguinte equação:

(17)
 

cc

c
dbp
A

A
NN =

A partir do esquema estrutural desse elemento, determinaram-se os 
diagramas dos esforços, cujas expressões são detalhadas a seguir.
Como ocorre uma variação de pressões ao longo de toda a altura 
do comprimento de embutimento l

emb
, para aplicações práticas, 

recomenda-se o dimensionamento da armadura transversal do pi-
lar para os valores máximos dos esforços. 
Os valores de 'p fsup  e 'p psup  são apresentados, respectiva-
mente, nas equações 18 e 19:

(18)
 

femb
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(19)
 

pemb

sc

emb

p
psup

tan

R2H2
'p

b×

×
=

×
=

ll

O valores da força cortante  
bpV  no fundo do pilar e da tensão 

de cisalhamento tN, calculados pelas equações de equilíbrio de 
forças horizontais e verticais, são, respectivamente, iguais a:

(20) 
fpdbp HHVV -+=

(21)
 

emb

bpd
N

)b2h2(

NN

l×+

-
=t

Considerando o equilíbrio de momentos em relação ao ponto O, de-
termina-se a tensão de cisalhamento tM, definida pela equação 22:

(22)
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Os esforços ao longo da base do pilar são calculados aplicando-se 
as três equações de equilíbrio da estática no plano. 
Para o momento fletor yM  a uma distância genérica y  do fundo 
do pilar, têm-se a seguinte equação:

(23)
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A força cortante yV  a uma distância genérica y  do fundo do pilar 
é dada por:

(24)
 ( ) 2

2
emb

fp
fpdy y

HH
HHVV

l

-
--+=

A Força Normal yN  genérica a uma distância y  do fundo do 
pilar é determinada por:

(25)
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l

O Diagrama de Momento Fletor tem a forma cúbica, sendo o valor ab-
soluto máximo máxM  do Momento Fletor no topo do pilar e o valor ab-
soluto mínimo mínM no fundo do pilar, dados, respectivamente, por:

(26) 
dmáx MM -=
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(27) 
nbbpmín eNM ×-=

O Diagrama da Força Cortante tem a forma parabólica, sendo o 
valor máximo máxV  da Força Cortante no fundo do pilar e o valor 
mínimo mínV  no topo do pilar, dados, respectivamente, por:

(28) 
fpdmáx HHVV -+=

(29) 
dmín VV =

O Diagrama de Força Normal tem a forma trapezoidal, sendo o 
valor máximo máxN  no topo do pilar e o valor mínimo mínN no 
fundo do pilar, dados, respectivamente, por:

(30) 
dmáx NN -=

Figura 11 – Modelo de projeto adaptado proposto para análise da base 
do pilar pré-moldado (Campos et al. [3])

(31)
 

cc

c
dmín
A

A
NN -=

Para o dimensionamento da armadura longitudinal do pilar, 
deve-se considerar os maiores valores do momento fletor e da 
força normal atuantes na seção do topo do pilar. Para a armadu-
ra transversal, deve-se utilizar a seção do fundo do pilar, onde 
ocorre a força cortante máxima. Para o seu dimensionamento, 
a contribuição do concreto no mecanismo de resistência à força 
cortante deve ser levada em conta.
Além do dimensionamento das armaduras do pilar, qualquer 
que seja o modelo de projeto adotado, recomenda-se ainda 
que a armadura longitudinal do pilar, a qual deve estar devi-
damente ancorada na base do pilar, e a armadura vertical da 
parede transversal posterior sejam detalhadas como transpas-
se da armadura, de forma que a força de tração do pilar seja 
transmitida adequadamente para a parede posterior. Confor-
me a constatação experimental pelos protótipos de Canha [4] e 
Jaguaribe Jr. [9], para que essa transferência de forças do pi-
lar para o cálice seja adequada, deve-se adotar o comprimen-
to de embutimento mínimo recomendado pela NBR-9062:2006 
[6] para interfaces rugosas.
Assim como no caso de interfaces lisas, para a ancoragem da ar-
madura longitudinal do pilar, deve-se adotar a recomendação de 
Leonhardt & Mönnig [15], que indica o comprimento de ancoragem 
definido pela equação 32. A transferência de tensões da armadura 
para o concreto a partir desse ponto no sentido descendente foi 
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constatada experimentalmente para os protótipos lisos de Ebeling 
[16], sendo extrapolado aqui para os protótipos rugosos.

(32)
 

2
emb

anc

l
l =

3.2 Adaptação do modelo com forças de atrito

Em Campos et al. [3], é proposto um modelo de bielas e tiran-
tes para o projeto da base do pilar pré-moldado liso, o qual foi 
baseado nos resultados da investigação experimental de Ebeling 
[16]. Esse modelo foi compatibilizado com o modelo proposto de 
Canha [4] para o dimensionamento do cálice de fundação com 
interfaces lisas e também considera a parcela resistida pelo con-
creto na determinação das forças e posteriormente no dimensio-
namento da armadura transversal. O modelo adaptado, com as 
modificações propostas, está representado na Figura 11. 
A pressão na parede transversal frontal Hsupf, a pressão na parede 
transversal posterior Hinf e a reação normal na base da fundação 
Nbf, definidas a partir das equações de equilíbrio, são calculadas, 
respectivamente, pelas equações 33, 34 e 35:

(33)
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(34)
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(35)
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Esse modelo é indicado para cálices submetidos à força normal 
de grande excentricidade e com comprimentos de embutimento 
determinados de acordo com a NBR 9062:2006 [6]. 
Em Canha [4], foi comprovado que o modelo de projeto para cálice 
considerando as forças de atrito, com o ajuste do coeficiente de atrito 
m =1, foi a favor da segurança para os protótipos rugosos, apesar de 
ser mais conservador que a teoria de flexão. Desta forma, o modelo 
para a base do pilar liso foi utilizado para o caso de interfaces rugo-
sas, considerando-se m =1, como base de comparação com o modelo 
proposto para o pilar rugoso baseado no comportamento monolítico.

3.3 Análise da base do pilar

Para a análise do modelo de projeto proposto para a base do pi-
lar, foram considerados quatros seções de pilares determinadas a 

partir de constatações práticas, de estruturas de concreto pré-mol-
dado, usualmente utilizadas. Optou-se por avaliar duas seções re-
tangulares e duas quadradas. A primeira seção analisada foi de 
um pilar de 40x40 cm2. Essas dimensões foram escolhidas por se 
acreditar ser uma das menores seções utilizadas em estruturas 
de concreto pré-moldado. Adotou-se um valor de força normal e 
o momento fletor foi calculado pela equação 36 para resultar em 
uma situação de grande excentricidade.

(36)
 

2
hN

M

d

d ³
×

A partir do carregamento dessa seção, foram calculados os coefi-
cientes ν  e 'm , conforme as equações 37 e 38, respectivamen-
te. Fixando-se esses dois coeficientes, os esforços solicitantes 
de força normal e momento fletor das outras seções puderam ser 
determinados.

(37)
 

cdc

d

fA

N

×
=n

(38)
 

cdc
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M

××
=m

A força cortante foi determinada através de uma relação linear 
com o momento fletor, considerando atuação de força concentra-
da.  As seções e os respectivos carregamentos estão apresenta-
dos na Tabela 4. O dimensionamento do pilar rugoso seguiu um 
padrão na definição de algumas variáveis de disposições constru-
tivas e dos materiais, sendo:
a)  Comprimento de embutimento para interface rugosa com 

Tabela 4 – Dimensões das seções 
dos pilares e ações

Seção 
do pilar

bxh 
2(cm )

Força Normal Força cortante  
N  (kN)d   

 
V  (kN)d   

Momento 
Carregamentos

fletor  
M  (kN.m)d   

40x40 250 50 200 

40x60 375 112,5 450 

60x40 375 75 300 

60x60 560 168,75 675 
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Tabela 5 – Resultados da base do pilar rugoso

Variáveis 
2Medidas dos lados do pilar (cm )  

40x40 40x60 60x40 60x60 

b  (cm)int   50 50 70 70 

h  (cm)int  50 70 50 70 

h  (cm)c   15 20 20 20 

b (cm)ext  80 90 110 110 

h (cm)ext   80 110 90 110 

l  (cm)emb  64 96 64 96 

l  (cm)c   63 95 63 95 

Modelo Proposto 

bf 60º 60º 60º 60º 

bp 35º 35º 35º 35º 

R  (kN)cc   483,41 815,66 657,41 1222,22 

R  (kN)sc   233,41 440,66 282,41 662,22 

H  (kN)f   279,10 470,92 379,55 705,65 

H  (kN)p  333,34 629,32 403,32 945,75 

M  (kN.m)máx   200,00 450,00 300,00 675,00 

N  (kN)máx   250,00 375,00 375,00 560,00 

V  (kN)máx   104,25 270,90 98,77 408,85 
2A  (cm )s   1099,92 1608,99 1649,89 2416,21 

A  (cm)sw/s  - 0,272 - 0,417 

A  (cm)swmín/s 0,444 0,444 0,666 0,666 

Modelo de Campos et al. [3] adaptado para interfaces rugosas (m=1)
  

H  (kN)supf   312,40 499,43 468,61 749,02 

H (kN)inf   162,40 255,68 243,61 384,65 

N  (kN)bf   100,00 131,25 150,00 195,63 

F  (kN)1   660,00 963,21 990,00 1445,71 

F  (kN)4   162,40 255,68 243,61 384,65 
2A  (cm )s   1518,00 2215,39 2277,00 3325,14 

A  (cm)sw/s  0,195 0,215 0,292 0,327 

A  (cm)swmín/s 0,444 0,444 0,666 0,666 
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grande excentricidade definido conforme NBR 9062:2006 [6]: 
 h6,1emb ×=l ;

b)  Junta de 5 cm;
c) Espessura da parede do colarinho: 

 )bouh(5,3/1h intintc ×³ , que é um valor intermediário 
entre o mínimo recomendado por Campos [5] e o valor indica-
do por Leonhardt & Mönnig [15];

d)  Aço CA-50 (  MPa500fyk =  e  MPa435fyd = ) para 
a armadura longitudinal e Aço CA-60 (  MPa600fyk =  e 
 MPa522fyd = ) para a armadura transversal;

e)  Resistência característica à compressão dos concretos do 
cálice e do pilar, respectivamente, de  MPa20fck =  e 
 MPa30fck = , e 4,1c =γ .

Foi utilizada a formulação proposta neste trabalho, baseada no 
comportamento monolítico da ligação, comparando-se os resulta-
dos com o modelo proposto em Campos et al. [3] adaptado para 
interfaces rugosas. As características geométricas, as forças e 
armaduras resultantes para cada seção analisada estão apresen-
tadas na Tabela 5.
Com relação à armadura longitudinal As, pode-se observar que o 
modelo proposto para a base do pilar rugoso resultou em valores 
menores que os do modelo de Campos et al. [3] adaptado para 
interfaces rugosas, com diferença de 27% para todos os casos. 
Teoricamente, não seria necessária armadura transversal para 
as seções de 40x40 cm2 e 60x40 cm2 dimensionadas segundo 
o modelo proposto. Os valores da armadura transversal calcula-
dos conforme o modelo proposto para as seções de 40x60 cm2 e 
60x60 cm2 foram superiores aos do modelo adaptado para interfa-
ces rugosas, com diferenças de até 28%. Tanto o modelo propos-
to como o modelo adaptado para interfaces rugosas forneceram 
armaduras transversais inferiores à armadura transversal mínima 
recomendada pela NBR 6118:2007 [17], indicando-se, neste caso, 
a utilização da armadura mínima.

4.	 Considerações	finais	e	conclusões

Nesse trabalho, são propostos modelos e recomendações de pro-
jeto para a ligação pilar-fundação por meio de cálice com interfa-
ces rugosas, contemplando a configuração das chaves de cisalha-
mento, o cálice e a base do pilar. 
Após a análise dos resultados teóricos e experimentais, as seguin-
tes conclusões podem ser delineadas:
a)  Para que o cálice de fundação rugoso apresente um compor-

tamento semelhante ao de uma ligação monolítica, é neces-
sário que as dimensões das chaves de cisalhamento estejam 
dentro dos limites recomendados neste trabalho.

b)  O dimensionamento da armadura vertical nos cálice com inter-
faces rugosas deve ser feito de acordo com teoria da flexão. 

c)  Para o dimensionamento da armadura horizontal das paredes 
transversais, apresenta-se o refinamento do modelo de Canha 
et al. [10], ajustanto-se os valores de  

o
f 60=b  e  o

p 35=b  
para melhor representar os resultados experimentais.

d)  O novo modelo proposto para a base do pilar rugoso, calibra-
do a partir do cálice de fundação, apresentou uma armadura 
longitudinal menos conservadora quando comparados com o 
modelo proposto em Campos et al. [3] adaptado para inter-
faces rugosas. Os dois modelos forneceram uma armadura 
transversal mínima. 

Os modelos propostos neste trabalho são válidos apenas para 

as ligações rugosas em que o comprimento de embutimento seja 
determinado pela norma NBR 9062:2006 [6] e para os casos de 
grande excentricidade, tendo em vista que os mesmos foram origi-
nados de constatações experimentais de protótipos dentro destas 
situações.
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