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1. INTRODUÇÃO 

1.1 Contextualização do Estudo 

Diferentes estudos têm sido desenvolvidos buscando ampliar o conhecimento do 

comportamento dos muros de solo reforçado (MSRs) e fatores controladores. Pode-se 

destacar os efeitos relacionados a características geométricas, a fundação, a rigidez da 

face, a rigidez axial dos reforços, a compactação do aterro e detalhes construtivos, tais 

como a utilização de uma compactação leve atrás da face, dentre outros aspectos. No 

entanto, ainda existem muitos pontos a serem mais bem compreendidos e considerados 

nas análises, principalmente quanto o efeito combinado desses fatores. 

Por exemplo, hipóteses simplificadoras comumente são adotadas quando há 

modelagem da compactação. Procedimentos analíticos a consideram igualmente 

efetuada ao longo nas diferentes camadas de solo (Ehrlich e Mitchell 1994; Ehrlich e 

Mirmoradi 2016). No entanto, uso de compactação leve do aterro na zona contigua à 

face do muro (1m de largura) é usualmente adotada buscando evitar danos estruturais 

na face (BERG et al., 2009). A compactação com equipamentos leves promove em 

menores tensões e deformações induzidas pela compactação, por outro lado, também 

resulta em menor resistência e maior deformabilidade do material do aterro. Deve-se 

observar que essa zona é uma parte importante dos MSRs do ponto de vista estrutural 

e pode ter um efeito significativo na sua resposta, aumentado as deformações do muro 

e as cargas máximas e de conexão nos reforços. KOERNER e KOERNER (2018) com 

base na análise de 320 casos de rupturas de MSRs, destaca que a maior porcentagem 

dos casos em que se verificaram deformações excessivas ou colapso (76%) empregou-

se globalmente compactação fraca ou moderada. 

Nas últimas décadas, várias investigações experimentais e numéricas foram 

realizadas para determinar os fatores que controlam o comportamento dos MSR (por 

exemplo, JEWELL e MILLIGAN, 1993; KOERNER, 1996; PALMEIRA e GOMES, 1996; 

ROWE e HO, 1993, 1998; ABU-HEJLEH et al., 2002; LING e LESHCHINSKY, 2003; 

MORRISON et al., 2006; BENJAMIM et al., 2007; YOO e KIM, 2008; LIU e WON, 2009; 

WU e PHAM, 2010; CORREIA et al. 2011, 2017; LIU, 2012; LESHCHINSKY e 

TATSUOKA, 2013; SANTOS et al., 2013; SCOTLAND et al., 2016; BENMEBAREK et 

al., 2016; MIRMORADI e EHRLICH, 2016b, 2017; JALALI MOGHADAM et al., 2018; 

WANG et al. 2018; NASCIMENTO et al., 2020). No entanto, apesar dessas extensas 

investigações, os efeitos do material usado atrás da face e a tensão induzida devida à 

compactação raramente foram investigados em relação ao desempenho dos MSRs. 
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Usando análises numéricas, HATAMI et al. (2008) consideraram a influência da 

compactação inadequada próxima à face para muros com face envelopada e mostraram 

um aumento das deformações e tensões de reforço nessa região. MIRMORADI e 

EHRLICH (2018a) avaliaram experimentalmente o efeito da condição de compactação 

quando da construção e pós-construção em MSRs com geossintéticos com faceamento 

em blocos. Este estudo demonstrou a considerável importância do efeito da 

compactação atrás da face do muro no desempenho pós-construtivo da estrutura 

reforçada. 

1.2 Objetivos e Métodos 

O estudo presente busca obter uma melhor compreensão sobre o 

comportamento de MSRs, principalmente os de maior altura. Análises paramétricas 

foram desenvolvidas com base em simulações numéricas utilizando o software 

comercial, de elementos finitos bidimensional (2D) Plaxis, sob condições de trabalho. A 

principal contribuição deste estudo consiste que raramente tem sido investigado o efeito 

da compactação e do material de aterro próximo à face no comportamento de MSRs. 

No presente estudo foram analisados os efeitos combinados destes fatores nas tensões 

atuantes nos reforços, na face, nos solos do aterro e da fundação e nas tensões 

horizontais e verticais no pé do muro. 

Duas validações do modelo foram consideradas. Na primeira análise utilizou-se 

os resultados de um muro instrumentado de pequena altura com reforços 

geossintéticos. Na segunda análise, considerou-se um muro de maior altura com 

reforços metálicos, e, tendo como base esta estrutura, verificou-se por meio de estudos 

paramétricos os efeitos da tensão induzida pela compactação do aterro e da 

deformabilidade do material do aterro próximo à face do muro no comportamento da 

estrutura.  

1.3 Organização do Trabalho 

O presente trabalho se encontra dividido em 4 (quatro) capítulos. 

Este tópico compõe o Capítulo 1 (Introdução), onde também se apresentaram 

uma breve contextualização do tema tratado neste trabalho (item 1.2 e os objetivos do 

estudo (item 1.3). 

No Capítulo 2 apresenta-se uma revisão bibliográfica, na qual destacam-se 

aspectos sobre o comportamento de MSRs e descrevem-se alguns trabalhos 
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desenvolvidos no tema e também é apresentado uma breve revisão de métodos 

numéricos aplicados a MSRs. 

No Capítulo 3 tem-se a apresentação da metodologia da pesquisa e os modelos 

de validação adotados. 

O Capítulo 4 sumarizam-se as principais conclusões e são apresentadas 

sugestões para trabalhos futuros sobre o tema. 

Por fim, referências bibliográficas do presente trabalho são disponibilizadas em 

ordem alfabética. 
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2. MUROS DE SOLO REFORÇADO 

2.1 Introdução aos muros de solo reforçado 

Na execução de MSRs, pode-se utilizar diversos tipos de reforços, como tiras 

(plásticas ou metálicas), grelhas (plásticas ou metálicas) e mantas (geotexteis), além de 

tipos distintos de face: envelopada, painéis e blocos. A Figura 2-1 ilustra uma seção 

transversal típica de um MSR com geossintéticos. 

 

Figura 2-1 - Seção transversal típica de um muro de solo reforçado com geossintéticos (EHRLICH e 
AZAMBUJA, 2003). 

Os MSRs apresentam facilidade de construção e baixo custo como vantagens 

em relação às estruturas tradicionais, tais como muros de gravidade. Essa solução vem 

sendo empregada largamente ao redor do mundo (YU et al., 2015a). Além de outros 

aspectos, são estruturas flexíveis que tem habilidade em acomodar deformações 

(FANNIN e HERMANN, 1990; ROWE e HO, 1998; KAZIMIEROWICZ-FRANKOWSKA, 

2005; YOO e KIM, 2008; YANG et al., 2009, EHRLICH E MIRMORADI 2013). 

ROWE e HO (1993) definem como os quatro componentes mais importantes do 

MSR: o aterro, o reforço, a face e a fundação. A maioria dos métodos de projeto e 

analíticos são de natureza empírica ou baseiam-se a análise em cálculos de equilíbrio 

limite os quais não consideram as deformações nem as interações entre os 

componentes individuais do muro. 

De acordo com ROWE e HO (1993), o projeto de MSR deve analisado tanto no 

tocante da estabilidade externa, quanto da estabilidade interna. Na análise da 

estabilidade externa, a estrutura de solo reforçado é tratada como uma estrutura 
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convencional de contenção e a estabilidade é verificada contra o deslizamento, 

tombamento, capacidade de carga da fundação e instabilidade global, usando para isso 

métodos de análise para estruturas convencionais de contenção (Figura 2-2). 

 

Figura 2-2 - Mecanismos para análise de estabilidade externa: (A) deslizamento; (B) 

tombamento; (C) capacidade de carga da fundação; (D) estabilidade global (EHRLICH e AZAMBUJA, 

2003). 

Quanto a estabilidade externa, o projeto deve garantir os fatores de segurança 

apresentados na Tabela 2-1 (Elias et al., 2001). Em relação à estabilidade interna, o 

reforço deve ser estabelecido de forma a evitar (ROWE e HO, 1993): 

• Ruptura por arrancamento do reforço, devido a comprimento insuficiente de 

embutimento na zona resistente;  

• Ruptura dos reforços por esforços de tração. 

Segundo EHRLICH e MIRMORADI (2013) nas condições em que os reforços 

são suficientes para garantir a evitar a ruptura dos reforços e seu arrancamento, o 

comportamento do muro pode ser considerado independente do comprimento do 

reforço. Para as condições de trabalho, cada camada de reforço pode ser considerada 

independente das demais. PALMEIRA (1987) assinala a força de tração mobilizada no 

reforço pode ser assumida horizontal. JEWELL (1980) e DYER e MILLIGAN (1984) 

concluíram que a hipótese de aderência perfeita da interface solo e reforço é uma 

hipótese razoável, sob condições de trabalho. Tal significa que não há deslizamento 

entre o solo e o reforço, e que as deformações do solo e o reforço podem ser 
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consideradas as mesmas nesta interface. A Figura 2-3 apresenta os mecanismos para 

análise de estabilidade interna. 

 

Tabela 2-1- Fatores de segurança e condições mecânicas (Elias et al., 2001). 

Verificação FS Observação 

Deslizamento 
≥ 1,5 

≥ 1,3 

Sistemas com ω > 65° (ω 
inclinação da face com a 

horizontal) 

Sistemas com ω < 65° 

Tombamento ≥ 2,0 Sistemas com ω > 65° 

Capacidade de carga da 
fundação 

≥ 2,5  

Estabilidade global 
≥ 1,5 

≥ 1,3 

Condições críticas 

Condições não críticas 

Estabilidade a sismos 
Pode-se utilizar FS equivalentes a 75% dos valores de FS 

para análises estáticas 

Verificação Condição mecânica Observação 

Excentricidade 
e ≤ B/6 

e ≤ B/4 

Sistemas apoiados em solo 

Sistemas apoiados em rocha 

 

 

Figura 2-3 - Mecanismos para análise de estabilidade interna: (A) ruptura dos reforços; (B) arrancamento 

dos reforços; (C) desprendimento da face; (D) instabilidade local (EHRLICH e AZAMBUJA, 2003). 
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2.2 Fatores gerais 

 
Segundo MIRMORADI et al. (2016a) o comportamento de MSR é controlado por 

vários fatores como a altura do muro, sobrecarga, condições da fundação, tipo e 

inclinação de faceamento, rigidez e espaçamento de reforço, características do solo de 

aterro, tensões induzidas na compactação e resistência do pé. Além da avaliação 

individual desses fatores, e o impacto do efeito combinado destes precisa ser melhor 

entendido e considerado nas análises, sendo tal aspecto fundamental para uma melhor 

compreensão e representação do comportamento dessas estruturas.  

Segundo MIRMORADI e EHRLICH (2015) e EHRLICH e MIRMORADI (2016) os 

métodos de projeto em condições de trabalho têm sido desenvolvidos para abordar de 

uma forma mais realista o comportamento de estruturas de MSR (por exemplo: ADIB 

1988; BATHURST et al. 2008; EHRLICH e MITCHELL 1994). Encontram-se na literatura 

métodos com base analítica e semi-empírica e, também estudos numéricos que buscam 

representar este complexo comportamento. Resultados obtidos utilizando esses 

procedimentos vem sendo validados tendo como referência estudos de casos e 

modelagem física em laboratório.     

Conforme apontado por ROWE e HO (1993), além da estabilidade interna, as 

deformações horizontais devem ser consideradas quando do projeto de MSRs, 

especialmente quando são utilizados reforços flexíveis. Segundo estes autores, o 

comportamento dos MSR pode ser corretamente avaliado se os pontos a seguir forem 

entendidos: 

• o estado de tensões no interior da massa reforçada (para verificação da 

existência do estado limite); 

• o estado de deformação no solo e no geossintético (para avaliação da 

compatibilidade de deformação e o comprimento necessário para a 

estabilidade interna); 

• a distribuição de força no reforço (para avaliação do Fator de Segurança (FS) 

contra a ruptura do geossintético, localização do plano potencial de ruptura 

e a força de ligação requerida); 

• o empuxo exercido atrás da massa de solo reforçado e a pressão de solo 

vertical na base (para avaliação da estabilidade externa); 

• o empuxo exercido na face (para o projeto da face); 
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• a tensão vertical no solo para cada camada de reforço (para análise da força 

de ancoragem contra o arrancamento do reforço do solo); 

• as forças horizontal e vertical transferidas para a face do muro (para 

avaliação adequada da fundação da face); 

• a deformação horizontal da massa de solo reforçada (para assegurar que 

não exista excesso de deformação); 

• o efeito da variação dos parâmetros de projeto (exemplo: rigidez do reforço, 

propriedades do solo, rigidez da face, rigidez da fundação, condição de 

sobrecarga, método construtivo, entre outros) na resposta do sistema. 

ROWE e HO (1993) abordaram que o conservadorismo presente nos projetos 

convencionais é devido a três razões principais. Primeiro, está relacionado às incertezas 

que envolvem o método construtivo como, por exemplo, a não uniformidade na 

compactação e densidade do aterro, e parâmetros de resistência ao cisalhamento 

usualmente especificados em projeto inferiores aos parâmetros reais. Segundo, diz 

respeito aos vários graus de perda de resistência em reforços extensíveis devido a 

fatores como: degradação por radiação ultravioleta (UV), danos de instalação, fluência 

(creep), degradação biológica e ação química (mecanismos de degradação devido à 

oxidação, e hidrólise). Devido à falta de dados de ensaio a longo prazo desses 

mecanismos de degradação, seus efeitos na perda de resistência em reforços 

extensíveis não podem ser previstos com precisão. E por último, os quatro componentes 

principais do MSR conforme abordado anteriormente, o aterro, o reforço, a face e a 

fundação. 

Diversos autores (EHRLICH e BECKER, 2010; EHRLICH e MIRMORADI, 2013; 

MIRMORADI e EHRLICH, 2014, 2015a; HUANG et al., 2010; LESHCHINSKY e 

VAHEDIFARD, 2012; LESCHCHINSKY e TATSUOKA, 2013; LESCHCHINSKY et al. 

,2014; TATSUOKA et al. ,2014) discutiram a importância relativa da restrição do pé do 

muro. MIRMORADI e EHRLICH (2014) concluíram que a importância relativa da 

restrição do pé pode diminuir significantemente com o acréscimo na altura do muro. 

Entretanto, o efeito combinado da resistência do pé e a inclinação da face 

raramente foi examinado. HUANG et al. (2010) investigaram numericamente a influência 

da restrição do pé na performance de MSR sob condições de trabalho. Os autores 

mostraram que com o aumento da inclinação da face, a carga no pé permaneceu quase 

constante, mas a fração da carga total suportada pelo pé aumentou. Os resultados 

mostraram que a porcentagem da carga total suportada pelo pé pode variar de quase 
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zero a 70% para variações de rigidez do pé a partir de 0,04 (MN/m/m) para condições 

de base fixa. Para o menor valor de rigidez do pé a condição de base livre pode ser 

assumida. Para muros com altura inferior a 12 metros, com rigidez típica para os 

reforços geossintéticos, e rigidez do pé no valor de 4 (MN/m/m), a fração de tensão 

suportada pelas camadas de reforço não excedem cerca de 70%. 

HUANG et al. (2010) por meio de investigação numérica concluíram que para o 

mesmo valor de rigidez do reforço global, não há influência do espaçamento dos 

reforços nas tensões nos reforços e no pé. Neste trabalho foram utilizados três modelos 

constitutivos do solo, elastoplástico Mohr-Coulomb, modificado hiperbólico de Duncan-

Chang e simples endurecimento de Lade e, foi concluído que em geral, os três modelos 

apresentaram resultados similares para a performance dos MSR em condições 

operacionais (tensão de trabalho) antes do desenvolvimento de zonas cisalhantes 

contíguas de ruptura. Além disso, as previsões foram tipicamente dentro da acurácia 

das medições para o final da construção e de sobrecargas menores que as pressões 

necessárias para ocasionar a ruptura do solo. Os autores, como também LING (2003), 

concluíram que melhorias nas previsões utilizando modelos de solo mais sofisticados 

não são garantidas. DAMIANS et al. (2013) destacaram que modelos constitutivos mais 

complexos, disponíveis na literatura, requerem propriedades de entrada que raramente 

são disponíveis nos projetos de engenharia.  

MIRMORADI et al. (2016a) avaliaram o efeito combinado da resistência no pé e 

inclinação da face no comportamento de MSR utilizando modelagem física em grande 

escala, com diferentes inclinações de face e condições de restrição de pé, e concluíram 

que os valores de carga horizontal no pé podem ser independentes da inclinação da 

face em MSR. Este fato já havia sido observado por HUANG et al. (2010), em estudos 

numéricos. No caso de faceamento em blocos, os autores verificaram uma grande 

influência da restrição do pé na carga mobilizada no reforço e nas conexões. Para a 

condição de base fixa, observou-se que a soma das tensões máximas desenvolvidas 

nos reforços, ∑ 𝑇𝑀Á𝑋, normalizado para ambos os muros durante a aplicação das 

sobrecargas, foram menores do que a condição ativa, Ka, determinada usando o 

procedimento da American Association of State Highway and Transportation Officials 

(AASHTO). Quando da liberação, devido ao decréscimo de carga no pé, ocorre um 

acréscimo de ∑ 𝑇𝑀𝐴𝑋 de tal modo que os valores se aproximam de Ka no final do 

processo, concordando com estudos prévios em que mostram que os valores da tensão 

horizontal atrás da face do muro geralmente apresentam-se próximos a Ka (TATSUOKA, 

1993; HO e ROWE, 1993; ROWE e HO, 1993; ROWE e SKINNER, 2001; LING e 
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LESHCHINSKY, 2003; LIU e WON, 2009). MIRMORADI e EHRLICH (2015b) mostraram 

que a importância da rigidez relativa da face decresce com a altura do muro. 

Segundo MIRMORADI et al. (2016a) comparando os valores medidos da carga 

no reforço com os valores calculados pelo método EHRLICH e MITCHELL (1994) 

conclui-se que esse método superestima os valores medidos, e que as diferenças 

encontradas diminuem com a liberação do pé, provavelmente devido ao fato de que os 

muros analisados nesse estudo terem faceamento inclinado, enquanto o método foi 

desenvolvido para muros verticais.  

De acordo com MIRMORADI et al. (2016a) o método AASHTO simplificado 

também apresenta valores superestimados para as tensões nos reforços no muro com 

faceamento mais íngreme durante a aplicação da sobrecarga, contudo foi o que melhor 

previu as tensões nos reforços do muro com faceamento mais abatido. O método de 

projeto K-rigidez subestima as cargas medidas no reforço no final da construção, 

durante a aplicação de sobrecarga e no período de liberação de pé. 

RUNSER et al. (2001) realizaram um extenso estudo da performance de um 

MSR alto (17 metros) com reforço metálico instrumentado e compararam as medições 

de campo com as previsões feitas pelo método da AASHTO, normas de especificação 

1996, e AASHTO 1999, revisões provisórias. Exceto próximo aos painéis da face, onde 

as tensões verticais foram baixas, os valores medidos da tensão vertical apresentaram 

boa concordância com os valores calculados usando o peso específico do solo e a 

profundidade (γz) como especificado pelo modelo de projeto AASHTO 1999. As 

medições da tensão lateral na face foram menores do que os valores baseados na 

condição de repouso, apresentando boa concordância com a teoria de Coulomb.  

As medições efetuadas evidenciaram que a localização da zona máxima de 

tensão no reforço teve boa concordância com a superfície de ruptura considerada. 

Baseados nos dados obtidos nos ensaios de arrancamento pós construção, as medidas 

dos strain gauges são mais confiáveis do que as medições obtidas pelas células de 

tensão total. O atrito solo reforço foi mais mobilizado na metade superior da massa 

reforçada. Exceto para os pontos atrás da face, os valores medidos de empuxo (K) 

dentro da massa reforçada tiveram boa concordância com o modelo AASHTO 1996. Os 

valores medidos atrás da face foram muito maiores do que os obtidos por ambos os 

modelos da AASHTO. Os deslocamentos laterais do muro foram consistentes com os 

modelos da AASHTO. 
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Com relação às condições de compactação do aterro, estudos demonstram a 

importância da tensão induzida pela compactação no desempenho pós-construção de 

MSRs (por exemplo, EHRLICH E MITCHELL, 1995; TATSUOKA et al., 1997; 

UCHIMURA et al., 2003; EHRLICH et al., 2012; EHRLICH e MIRMORADI, 2016b). Um 

banco de dados apresentado por KOERNER e KOERNER (2013), incluindo 171 

rupturas de muros de solo reforçados com reforço geossintético, mostrou que 72% dos 

históricos de casos de ruptura apresentavam compactação ruim ou moderada. 

Segundo YU et al. (2015a), os MSRs são estruturas de mecanismo complexo 

que demandam para projeto várias análises de estabilidade interna, externa e da face. 

As interações entre o solo de aterro, a face e o reforço afetam fortemente o seu 

desempenho. Os procedimentos convencionais de projeto dessas estruturas baseiam-

se nas teorias clássicas de empuxo ativo de terra. Entretanto, essa aproximação é 

restrita à estrutura simples, com condições de contorno simples, geometrias e materiais. 

A modelagem numérica permite aos engenheiros geotécnicos considerar condições de 

projeto mais complexas. Os métodos numéricos geralmente adotados em geotecnia 

são:  

• Métodos dos elementos finitos (MEF); 

• Métodos das diferenças finitas (MDF). 

MIRMORADI E EHRLICH (2015) apresentam um breve histórico sobre o uso de 

modelagem numérica aplicado no comportamento de MSR, tendo as primeiras 

investigações sido iniciadas em meados dos anos 1970 (AL-HUSSAINI E JOHNSON 

1978; ROMSTAD et al. 1976). Nas décadas recentes, para considerar uma maior 

variedade de geometrias e parâmetros em MSR, várias análises numéricas foram 

criadas utilizando tanto o MEF como o MDF. Alguns exemplos são GULER et al. (2007), 

HATAMI e BATHURST (2005, 2006), HELWANY et al. (1999), HERMANN e AL-YASSIN 

(1978), HUANG et al. (2010), LING et al. (2000), LING e LESHCHINSKY (2003), 

NAKANE et al. (1996), NAYLOR (1978), MIRMORADI e EHRLICH (2013), e ROWE e 

HO (1993). 

YU et al. (2015b) abordam a importância dos modelos numéricos validados com 

MSRs bem instrumentados. Estes modelos podem ser empregados em análises 

paramétricas de estruturas similares com outros componentes materiais, propriedades 

e geometria.  Estes estudos possibilitam uma visão qualitativa e quantitativa do 

comportamento das estruturas e também permitem verificar a acurácia de 

procedimentos de análise e projeto simplificados, tais como PWRC – Public Works 
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Research Center (2003) no Japão, BS8006 – British Stardard (2010) no Reino Unido e 

AASHTO (2012) nos Estados Unidos. Um modelo numérico validado pode também ser 

considerado para projeto de estruturas não usuais, nas quais não se observam 

propriedades de materiais e geometrias típicas. Análises de equilíbrio limite ou 

procedimentos com base empírica poderiam ser limitados para representar 

adequadamente estas condições. 

Uma das conclusões obtidas em DAMIANS et al. (2013) consiste que a 

magnitude da força vertical na base dos painéis não pode ser adequadamente prevista 

utilizando modelos convencionais de equilíbrio limite. Isso ocorre devido aos efeitos 

complexos de deformação e compressibilidade nos solos de aterro e fundação, e a força 

adicional oriunda de força de downdrag nas conexões muro-reforço. A força de 

downdrag ocorre quando o aterro recalca mais que a face vertical do muro devido a 

compactação do aterro, a compressão do aterro sob peso próprio, movimenta a face do 

muro para fora, e possivelmente recalca o solo de fundação abaixo da estrutura 

(DAMIANS et al., 2013).  

YU et al. (2015 b) concluíram que aprimoramentos na modelagem numérica para 

projeto de MSR com reforços metálicos utilizando pacotes de softwares, como o 

programa em diferenças finitas FLAC (ITASCA, 2011), são atrativos para engenheiros. 

Esta abordagem pode ser estratégica para projeto baseados no desempenho de 

estruturas não convencionais com complicados carregamentos (LINDQUIST, 2008; 

STUEDLEIN et al., 2010), entretanto somente após os engenheiros desenvolverem 

confiança na acurácia das previsões numéricas para MSR usando esses programas, 

sendo necessário validá-los com resultados obtidos em estruturas instrumentadas, em 

escala real.  

YU et al. (2015a) abordaram a influência da escolha de elementos estruturais 

distintos para simular o solo e o reforço e a interação solo-estrutura na modelagem 

numérica de MSR podendo influenciar significativamente no resultado. O modelo 

constitutivo do solo utilizado foi o elástico-plástico de Mohr-Coulomb. Os deslocamentos 

normais e as tensões cisalhantes na interface obtidas pela solução analítica foram 

comparadas com os resultados obtidos pelo Plaxis e FLAC com várias sobrecargas e 

deslocamentos, e ambos apresentaram boa concordância. Os resultados numéricos 

quantitativamente também apresentaram boa concordância entre os programas para o 

mesmo reforço e problema de MSR.  No entanto, os resultados diversos foram obtidos 

ao se adotar elementos estruturais distintos para reforços descontínuos na direção 
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plano-deformação. O programa Plaxis com geogrid elements e o programa FLAC 

utilizando beam elements utilizam uma maior área de interface e resultam em maiores 

cargas nos reforços do que os obtidos com o programa FLAC utilizando cable e strip 

elements. Ao se utilizar um módulo de elasticidade do solo do aterro (Esolo) maior, houve 

redução tanto na força de tração no reforço, quanto na força axial na face em ambos os 

programas. Pequenas diferenças foram observadas para valores elevados de Esolo e de 

sobrecargas. YU et al. (2015b) colocam que a razão para a redução nas cargas de 

tração é atribuída a uma menor deformação do solo do aterro devido ao aumento no 

Esolo. Estes resultados estão de acordo com o previsto por Ehrlich e Mitchell (1994), que 

assinalam que Esolo mais elevado leva a uma rigidez relativa solo-reforço (Si) mais baixa 

e menores tensões mobilizadas nos reforços (Tmax). 

YU et al. (2015a) analisaram também o efeito do acréscimo na rigidez da 

interface o qual proporcionou acréscimos tanto na força de tração no reforço como na 

força axial na face em ambos os programas com boa concordância dos resultados. 

Concluíram que, apesar das opções e modelos constitutivos disponíveis, ambos os 

programas têm sido utilizados para reproduzir medidas de MSRs em escala real 

instrumentados com acurácia aceitável, ajustando os valores dos parâmetros do solo 

dentro de limites razoáveis para melhorar a concordância. 

Segundo YU et al. (2015 b), os MSR construídos com reforços metálicos e face 

de painéis de concreto incrementais é uma tecnologia aceita no Japão e ao redor do 

mundo. DAMIANS et al., (2015) reportam um estudo utilizando MEF para simular a 

performance de um muro bem instrumentado de 17 metros de altura com reforços 

metálicos construído nos Estados Unidos (RUNSER et al., 2001). Os resultados deste 

estudo apresentaram boa concordância entre os valores medidos e calculados. Este 

muro será um dos a serem utilizados nesse trabalho para validação da metodologia 

adotada. Em contrapartida, há muitos exemplos na literatura de simulações numéricas 

em MSR instrumentados construídos com reforço extensível de materiais poliméricos 

usando MEF (KARPURAPU e BATHURST, 1995; ROWE e SKINNER, 2001; entre 

outros) e MDF (HATAMI e BATHURST, 2005, 2006; HUANG et al. 2009, 2010; 

ABDELOUHAB et al., 2011; entre outros). 

YU et al. (2015b) exemplificaram alguns casos de modelagem de elementos 

finitos de MSR instrumentados em campo com reforço metálico, que as faces de 

concreto e os reforços são modelados usando elementos de viga elásticos e elementos 

de treliça respectivamente. YORITA et al. (1995) modelaram um muro de 7,5 metros de 
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altura, parte de um MSR em cinco níveis de bermas, usando o modelo perfeitamente 

elástico plástico do solo. Obtiveram boa concordância com os valores medidos e as 

leituras de tensão horizontal, porém, os valores calculados de cargas nos reforços não 

tiveram boa concordância com os valores medidos. KAWAII et al. (1999) modelaram um 

muro de 13,5 metros de altura e investigaram a influência da rigidez do painel de 

concreto nas cargas dos reforços usando o modelo elástico do solo.  MORI et al. (2001) 

empregaram tanto o modelo elástico como o elasto-plástico e discutiram as vantagens 

da utilização do modelo elasto-plástico para prever as cargas nos reforços em um muro 

de 8,75 metros de altura. ARAI et al. (2007) apresentaram cargas nos reforços previstas 

e medidas para um muro de 4 metros de altura que foi sujeito a sobrecarga utilizando 

blocos de concreto, utilizando os modelos elástico e o elasto-plástico. Estes estudos 

exemplificam o desafio que envolve alcançar uma concordância razoável entre os 

valores medidos e previstos nos reforços. Segundo YU et al. (2015b). Os casos 

relatados não se mostram atrativos para a modelagem numérica em vista de um ou mais 

motivos apresentados a seguir:  

• Detalhes de projeto de instrumentação são limitados; 

• Muitos detalhes da modelagem numérica não são apresentados e os 

resultados das previsões numéricas e previstos mostraram-se limitados; 

• Os projetos estruturais são complicados e o detalhamento dos projetos 

incluindo interações solo-estrutura não são modelados; 

• Em nenhum desses casos tem-se disponibilizado os parâmetros da 

interface solo reforço. 

YU et al. (2015 b) compararam medições em campo, de um MSR com reforços 

metálicos que foi construído e instrumentado pelo Instituto de Pesquisa de Obras 

Públicas do Japão. Foram comparados os valores de cargas medidas no reforço e 

verticais no pé do muro com os valores determinados utilizando o programa FLAC. 

Análises paramétricas foram realizadas para examinar a influência do módulo de 

deformabilidade do solo, Esolo, rigidez cisalhante e ângulo de atrito da interface. O 

modelo constitutivo do solo utilizado foi linear-elástico com critério de ruptura de Mohr-

Coulomb, sendo aplicado tanto para o solo de fundação como para o solo do aterro. 

Uma aproximação similar foi utilizada por DAMIANS et al., (2015) e HUANG et al. 2009, 

que reproduziu com êxito as cargas medidas nos reforços em outros MSR em escala 

real instrumentados. Os elementos dos reforços foram simulados no FLAC por 

elementos de tiras (YU et al., 2015a), verificou-se que o aumento da rigidez da interface 
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leva ao acréscimo das cargas nos reforços. Um acréscimo na rigidez da interface de 

100 vezes aumentou a carga vertical da face no pé em um fator de apenas 1,4. 

YU et al. (2015 b) reportaram DAMIANS et al. (2013, 2014, 2015), que os 

resultados de modelagens numéricas de MSR têm demonstrado que a magnitude da 

capacidade cisalhante da interface (ângulo de atrito da interface) na fronteira pode 

influenciar na magnitude da força vertical no pé devido ao downdrag, geradas atrás da 

face do muro. O ângulo de atrito da interface (ϕi) pode ser relacionado com o ângulo de 

atrito do aterro (ϕsolo) utilizando o fator de redução. Os autores utilizaram os resultados 

obtidos por CHIDA e MINAMI (1980) para o solo do aterro em um muro em escala 

reduzida. A partir dos resultados da modelagem, verificou-se que estes possuem um 

efeito minoritário nas cargas de tração no reforço. Entretanto, a influência da magnitude 

do fator de redução para as cargas verticais no pé foi maior. Na região próxima a parte 

de trás do muro (<1m da face), foi assumido para solo o módulo de deformação (Esolo) 

inferior ao correspondente à região mais afastada, pois próximo a face do muro se 

utilizou um equipamento de compactação leve. A rigidez da interface entre os reforços 

e o aterro foi considerada variando linearmente com o valor do Esolo. Observou-se que 

quanto maior o módulo do solo, menor é a força vertical no pé, devido a menor força de 

downdrag. 

O estudo realizado por YU et al. (2015b) apresentou boa concordância entre os 

valores medidos e calculados. Devido a limitação de dados foi necessário assumir um 

valor único para módulo de elasticidade do solo, foi efetuada uma análise de 

sensibilidade, visando definir um valor ótimo que proporcionasse a melhor concordância 

com os valores medidos da carga no reforço e no pé do faceamento. O acréscimo no 

Efund provocou diminuição de carga nos reforços e eleva a carga vertical no pé. O valor 

do Efund afetou mais as camadas mais inferiores de reforços. A rigidez da interface solo 

- reforço teve menor efeito tanto nas cargas nos reforços, como na força vertical atuante 

no pé. 

CRISTELO et al. (2016), utilizando o programa Plaxis para analisar durante a 

construção de um muro de solo reforçado da autoestrada portuguesa A4, entre 

Amarante e Vila Real, considerou na modelagem um comportamento elastoplástico para 

a interface solo-painel e solo-reforço. Os autores adotaram a hipótese de aderência 

perfeita na interface solo-reforço (Rinter = 1), a partir de 1m de distância da face. Para a 

interface solo-painel foi utilizado Rinter = 0,3, valor também adotado por DAMIANS et al. 

(2013). Para evitar concentrações de tensões na extremidade livre da camada do 
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reforço, o comprimento da interface solo-reforço de cada camada de reforço foi 

estendido em 0,25 m, conforme recomendado por Yu et al. (2015a, 2015b). As análises 

paramétricas desenvolvidas por CRISTELO et al. (2016), indicaram que quanto maior o 

comprimento dos reforços, mais gradual é a diminuição da tensão de tração atuante 

neste. Além disso, variação na distribuição da tensão foram mais pronunciadas longe 

do muro, com resposta similar em áreas de grande tensão e próximas ao muro. O 

acréscimo no comprimento resultou em redução (em porcentagem do comprimento 

total) do comprimento no trecho ativo. Segundo os autores, no que se refere a avaliação 

paramétrica da rigidez axial dos reforços, a variação das tensões de tração nos reforços, 

como também a localização da tensão máxima, foram mínimas. Entretanto, o aumento 

da rigidez resultou, como esperado, em um significante decréscimo na deformação. O 

acréscimo no comprimento do reforço apenas promoveu aumento na mobilização da 

força cisalhante até o valor necessário ao equilíbrio. Além disso, a força cisalhante 

mobilizada é constante, e assim como a deformação. 

MOHAMED et al. (2014) realizaram análises utilizando o MEF em uma série de 

ensaios de MSRs com duas bermas, em centrifuga com várias distâncias de offset, 

avaliando o muro em vários estados de tensão. As simulações numéricas foram 

primeiramente verificadas de acordo com os resultados dos ensaios na centrifuga por 

comparação na posição da superfície de ruptura. Os resultados das análises em 

elementos finitos também foram utilizados para investigar o efeito de aplicação de 

sobrecarga, a mobilização e a distribuição das tensões de tração nos reforços e a 

deformação horizontal na face do muro. O estudo demostrou concordância favorável 

entre MEF e os ensaios na centrifuga para a localização da superfície de ruptura. 

Comparado aos resultados obtidos pelo MEF, os resultados da FHWA são 

conservadores na determinação dos efeitos da sobrecarga, na resistência de tração 

requerida, na localização da linha de tensão máxima (para projetar o comprimento do 

reforço), e a distância crítica de offset. Quanto às características das análises 

numéricas, para o elemento de solo foi designado elementos triangulares de 15 nós com 

12 pontos de tensão sob condições de plano deformação, para o reforço designou-se 

elementos de geogrelha de 5 nós com 5 pontos de tensão. O aterro foi modelado como 

um material hiperbólico elasto-plástico usando o modelo constitutivo do solo HS. Um 

pequeno valor de coesão foi utilizado (c = 2 kPa) no modelo para prevenir escoamento 

do solo em uma zona de baixa tensão confinante. O modelo HS foi acurado para 

capturar a relação tensão-deformação até a resistência cisalhante de pico ser 

alcançada, mas foi incapaz de modelar o comportamento de deformação de 
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amolecimento após o pico. Os autores modelaram o geotêxtil não tecido como um 

material plástico linear perfeitamente elástico com rigidez axial, mas sem rigidez a 

flexão. O elemento de geogrelha pode sustentar força de tração, mas não pode resistir 

força de compressão. O comportamento do geotêxtil não tecido é afetado pelo 

confinamento do solo e pelas partículas de solo que impregnam o geotêxtil.  

MIRMORADI e EHRLICH (2017) apresentam estudo no qual se investigou o 

efeito combinado da rigidez do reforço e da face, altura do muro, resistência do pé no 

comportamento de MSR sob condições de tensões de trabalho. Para MSR com face 

vertical segmentada em blocos, análises paramétricas mostraram que o efeito 

combinado da rigidez da face, altura do muro, e resistência do pé na distribuição da 

força máxima no reforço com a profundidade pode ser limitada a aproximadamente 4 

metros acima da base do muro. Além disso, a forma da distribuição da carga do reforço 

pode ser função do efeito combinado da altura do muro, rigidez do reforço, resistência 

do pé e rigidez da face. Na Figura 2-4 observa-se que para um dado valor de rigidez da 

face e condições de base fixa, acréscimos na altura do muro e na rigidez do reforço 

podem mudar o formato distribuição de carga de trapezoidal para triangular. Para um 

muro de 4 metros de altura, o formato da distribuição pode ser mais trapezoidal com 

Tmax na meia altura do muro. Para muros altos, entretanto, o formato da distribuição da 

carga no reforço pode ser mais triangular com Tmax próximo a base do muro. 

A Figura 2-4 compara os valores da distribuição da carga máxima no reforço 

para diferentes alturas de muro e rigidez dos reforços calculados pelo Plaxis para 

condições de base fixa com o método de EHRLICH e MITCHELL (1994). Nesta figura 

observa-se que o método de EHRLICH e MITCHELL (1994) superestimou a carga nos 

reforços para as camadas aproximadamente a 4 metros acima da base do muro para a 

condição de base fixa, independente da altura do muro. tem-se também que para uma 

dada altura de muro, decréscimo na rigidez do reforço conduz a uma distribuição mais 

uniforme da carga do reforço com a profundidade. Estes resultados são consistentes 

com os apresentados por HO e ROWE (1992). 

Verifica-se que acréscimos no índice de rigidez relativa solo reforço, Si, 

(EHRLICH e MITCHELL 1994) resultaram em variação no formato da distribuição da 

carga no reforço de trapezoidal para triangular, como discutido por ALLEN et al. (2004). 

Estando também de acordo com ALLEN e BATHURST (2015), quem expôs que para 

um reforço inextensível, a face pode não ter influência no valor de Tmax, o que 

implicitamente leva a forma triangular de distribuição da carga no reforço. Destaca-se, 
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conforme discutido previamente, que o formato de distribuição triangular é mais 

pronunciado em muros altos. A distribuição no formato triangular também foi observada 

anteriormente em investigações de campo e em análises numéricas para muros altos e 

com valores de Si elevados (RUNSER et al., 2001; STUEDLEIN et al., 2012; DAMIANS 

et al., 2015; MIRMORADI e EHRLICH, 2016b). Além do mais, não há diferença 

significativa entre a força no reforço para diferentes valores de Si próximos ao topo do 

muro, como foi mostrado em estudos anteriores (ROWE e HO, 1993; EHRLICH e 

MITCHELL, 1994). 

 

Figura 2-4– Carga no reforço versus elevação normalizada para diferentes alturas de muro, H, e rigidez 
do reforço, para rigidez da face, EI, igual a 0,5 x 104 kNm²/m. Linhas tracejadas:  método Ehrlich e 

Mitchell, os símbolos foram obtidos pelo Plaxis (MIRMORADI e EHRLICH, 2017). 

Para muros altos, embora o modelo tenha sido de face em blocos com condição 

de base fixa, o comportamento do muro pode ser mais similar à condição sem face. 

Estes resultados concordam com o índice de rigidez relativa da face, EI/γH5, 

apresentado por MIRMORADI e EHRLICH (2015 a), indicando que a altura do muro 

pode ter um forte efeito na capacidade da face impactar na mobilização de carga no 

reforço. Como resultado, de um ponto de vista prático, mesmo nos muros onde pode 

ser assegurada uma alta restrição de pé, pode ser razoável negligenciar o efeito 

combinado da rigidez da face e da resistência do pé para cálculo de Tmax em muros 

altos. Conforme mencionado por MIRMORADI e EHRLICH (2015a) a prática de ignorar 

a restrição de pé produzida por blocos de 0,3 a 0,5 metros de profundidade pode ser 

justificada no projeto para aumentar a margem de segurança contra tensões elevadas, 
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no caso em que ocorre movimentos laterais no bloco do pé. MIRMORADI e EHRLICH 

(2014a) assinalam que o somatório de Tmax para muros com face envelopada e face em 

blocos com condição de base livre são similares, no entanto, a distribuição da tensão 

máxima no reforço para essas condições são diferentes e a discrepância é mais 

pronunciada próximo à base do muro. 

2.3 Fatores específicos 

Serão abordados nesse item aspectos referentes ao foco principal desse 

trabalho. 

EHRLICH et al. (2012) apresentam um estudo sobre o efeito da compactação 

em MSRs. Dois muros em grande escala foram construídos no Laboratório de Modelos 

Físicos da COPPE sob as mesmas condições, diferindo somente a compactação do 

aterro. Em um dos muros que foi empregada compactação pesada (Muro 1) e ao final 

da construção as cargas nos reforços apresentaram-se muito superiores às observadas 

no MSR no qual a compactação foi leve (Muro 2) como ser observado na Figura 2-5. 

Verificou-se que as diferenças nas tensões mobilizadas nos reforços diminuíram com o 

acréscimo da sobrecarga externa, de modo que quando esta atingiu o valor de 100 kPa, 

o valor do somatório das cargas máximas nos reforços (Tmax) foi aproximadamente o 

mesmo para ambos os muros. Constatou-se que a compactação promove na massa de 

solo reforçada uma espécie de sobre adensamento, que leva que a estrutura apresente 

um comportamento mais rígido após a construção, em concordância com EHRLICH e 

MITCHELL (1995). No caso do Muro 1 (compactação pesada), o método AASHTO 

(2002) subestimou valores medidos da máxima tensão de tração no reforço (Tmax). Já o 

método de EHRLICH e MITCHELL (1994) redundou em valores conservativos, sendo 

que com o acréscimo da sobrecarga a diferença entre os valores medidos e calculados 

diminuiu. Para o Muro 2 (compactação leve), os métodos da AASHTO (2002) e 

EHRLICH e MITCHELL (1994) conduziram a uma boa concordância com valores 

medidos. 

MIRMORADI e EHRLICH (2014a, 2015b) apresentam procedimento para 

modelar numericamente o efeito da tensão induzida pela compactação do solo em 

MSRs. O muro é modelado com a construção em estágios e as tensões induzidas pela 

compactação por meio de aplicação de um carregamento distribuído no topo e na base 

de cada camada de solo. Este procedimento se mostrou adequado para representar 

resultados de obras instrumentadas e modelagem física. 
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Figura 2-5 -Soma das tensões mobilizadas medidas ao longo da 2ª, 3ª e 4ª camadas de reforços nos 
muros 1 (compactação leve e pesada) e 2 (compactação leve apenas). Linha sólida: Muro 1. Linha 

tracejada: Muro 2 (EHRLICH et al, 2012). 

MIRMORADI e EHRLICH (2015) analisaram o efeito combinado de diferentes 

fatores de controle (exemplo: altura do muro, tensões induzidas durante a compactação 

do aterro, rigidez do reforço, condições do pé e rigidez da face) no comportamento de 

MSR sobre condições de trabalho utilizando o software Plaxis 8. Os resultados foram 

comparados com valores previstos por diferentes métodos, no geral os valores medidos 

e calculados tiveram boa concordância para as reações vertical e horizontal no pé, 

deslocamento horizontal na face e carga nas conexões. Do ponto de visto prático, a 

base do bloco da face normalmente se encontra em uma condição entre as condições 

livre e fixa. Foi observado que a resistência no pé é o principal efeito na capacidade de 

previsão desses métodos de projeto. Análises paramétricas têm mostrado que a tensão 

no reforço varia com a restrição na base da face de blocos. Para condições de base 

sem restrição com um valor constante de rigidez no reforço, a tensão no reforço foi a 

mesma independentemente da rigidez da face e da altura do muro. Esses resultados 

estão de acordo com os resultados de modelagem numérica obtidos por HUANG et al. 

(2010) e EHRLICH e MIRMORADI (2013) que empregou modelagem física e numérica 

para avaliar o efeito combinado da rigidez da face e resistência no pé no comportamento 

de MSR. EHRLICH e MIRMORADI (2013) concluíram que o efeito da face na magnitude 

do somatório de tensão mobilizada nos reforços não é unicamente associado com a 

rigidez da face, é associado também com a tensão cisalhante mobilizada na interface 

entre a base da coluna da face e a fundação do solo. Para condições de base fixa, a 

tensão nos reforços e a carga horizontal no pé variam em função da rigidez da face. Os 

resultados mostraram que a tensão no reforço é em função da magnitude das tensões 
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induzidas pela compactação e da rigidez do reforço. Reforços mais rígidos resultam em 

um somatório maior de tração mobilizada no reforço e menor carga horizontal no pé. Os 

resultados encontrados indicaram que as tensões induzidas na compactação não 

possuem efeito significativo na magnitude das cargas horizontais no pé. 

O trabalho de DAMIANS et al., (2015) consistiu na utilização do MEF para 

simular características de desempenho quantitativas da estrutura de um MSR com 

reforço metálico e muito bem instrumentado em Minnow Creek (EUA). Os modelos 

constitutivos do solo que foram utilizados foram: modelo elástico linear Mohr-Coulomb 

(MC) e o modelo Hardening soil (HS) com o critério de ruptura de Mohr-Coulomb. Os 

resultados numéricos, obtidos por meio do software Plaxis, foram comparados com as 

medições físicas e a concordância entre os resultados foi encorajadora. As exceções 

em que os dois métodos apresentaram diferenças foram na deformação lateral na face 

do muro e as cargas nas conexões no final da construção. Uma desvantagem do modelo 

HS foi que as simulações numéricas levaram um tempo de duas a cinco vezes superior 

ao verificado nas simulações efetuadas utilizando o modelo MC. Neste caso, também 

foi reduzido o valor Esolo na região próxima a parte de trás do muro para considerar os 

efeitos de uma compactação mais leve nessa região. O valor proposto por DAMIANS et 

al., (2015) foi de 50% do Esolo. Os estudos numéricos indicaram que a carga vertical no 

pé cresce não linearmente com a altura do muro. Ambos os modelos constitutivos 

utilizados indicaram uma tendência de acréscimo de carga nas conexões com a 

construção do muro. O modelo MC mostrou-se mais acurado no final da construção 

para as camadas da base, enquanto o modelo HS mostrou-se mais acurado para as 

camadas de reforço do topo. A convergência e estabilidade numérica dependem da 

discretização da malha. A meta do alinhamento da face do muro no final da construção 

foi vertical (RUNSER, 1999) porém, não foi possível prever antecipadamente os 

desalinhamentos construtivos e os efeitos consequentes no alinhamento do muro final. 

Os resultados numéricos, que são independentes das deformações relativas à 

construção, mostraram que os painéis mais altos giraram para dentro, no topo do muro, 

como resultado da rede de deformações para fora do muro que ocorrem em altitudes 

mais baixas. Os valores calculados com o modelo HS levou aproximadamente a 

deslocamentos máximos 3 vezes superiores aos determinados utilizando o modelo de 

MC. O motivo pode ser atribuído à curva de tensão-deformação não-linear no modelo 

HS, o que resulta em uma resposta mais suave do solo. Nenhuma das análises 

efetuadas indicou plastificação do solo na zona reforçada. 



38 

 

Em HATAMI et al. (2008) é abordado como a energia de compactação no 

primeiro metro subjacente a face pode influenciar significativamente no comportamento 

do MSR, quanto as complicações decorrentes pela compactação com equipamento 

pesado próximo ao revestimento podem ocorrer desalinhamento ou danos estruturais 

do revestimento do muro e sobrecarga nas camadas de reforço. No entanto, a 

compactação inadequada perto do revestimento pode resultar em recalques posteriores 

ou aparecimento de vazios atrás do revestimento. Poucas pesquisas foram relatadas na 

literatura para quantificar os efeitos do solo fracamente compactado atrás do 

revestimento sobre a estabilidade e a facilidade de manutenção dos muros no final da 

construção. Foi demonstrado que a compactação inadequada do aterro dentro de 1 m 

do revestimento do muro pode aumentar o deslocamento lateral do muro em cerca de 

40% e as deformações do reforço em cerca de 90% em comparação com a resposta de 

um modelo de muro construído com compactação uniforme em todo o aterro, Figura 

2-6. Este efeito foi considerado mais significativo para aterros de alta qualidade com 

maiores valores de ângulo de atrito e materiais de reforço menos rígidos. 

 

Figura 2-6-Deformação ao longo do reforço em muro de 6 m de altura com aterro SW e reforço 

geossintético) HATAMI et al. (2008). 
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De acordo com HATAMI et al. (2008) a região do solo imediatamente atrás do 

revestimento no MSR é uma parte importante do aterro do ponto de vista estrutural 

porque geralmente contém uma porção significativa da resposta do muro, como 

deformação do muro e deformações de reforço. Por exemplo, as magnitudes máximas 

de deformação causadas por forças de downdrag em muros com revestimentos rígidos 

e abatimento máximo em muros revestidos ocorrem no revestimento. Portanto, a 

resposta do solo nesta região pode ter uma influência significativa na estabilidade do 

muro, facilidade de manutenção e aparência estética. 

HATAMI et al. (2008) abordaram que diretrizes como FHWA recomendam o uso 

de equipamentos de compactação leves, como rolos vibratórios autônomos ou 

compactadores de placa vibratória. Outras recomendações incluem práticas como três 

passagens de um compactador de tambor leve, colocação de preenchimento de alta 

qualidade nesta zona para obter as propriedades desejadas com esforço de 

compactação reduzido e ensaio de controle de compactação (ou seja, densidade) do 

preenchimento reforçado para minimizar este problema inerente relacionado a 

construção de estruturas MSR. Essas diretrizes alertam os engenheiros de projeto 

contra qualquer inclinação dos empreiteiros em compactar aterros de muro usando 

caminhões ou tratores, o que resultaria em uma densidade de solo menor na região 

próxima ao revestimento em comparação com o restante do aterro. 

Pode-se destacar algumas das conclusões obtidas por HATAMI et al. (2008), 

quanto o efeito da compactação leve do solo próximo a face ser maior em MSRs 

reforçados com geossintéticos comparativamente aos que utilizam reforços metálicos, 

no tocante à deformação da face e dos reforços. Esses resultados também sugerem 

que o efeito da compactação leve junto à face pode ser mais elevada em MSRs que 

utilizem como aterro solos de qualidade superior. Isso pode ser explicado pelo fato de 

que a resistência e a rigidez dos solos arenosos, são significativamente dependentes 

do grau de compactação e essa dependência é maior para solos com maiores valores 

de ângulo de atrito. A influência da rigidez do reforço na minimização do efeito do solo 

fracamente compactado próximo ao revestimento aumentou com a altura do muro. 

Observou-se que a presença de solo pouco compactado numa faixa de 1 m de largura 

atrás do revestimento pode aumentar notavelmente a carga de reforço nesta região, 

podendo alcançar magnitudes que causariam deformações significativas no 

revestimento e baixo desempenho, em geral. Esses resultados também mostram que 

as deformações na camada de reforço próximo à base do muro são comparativamente 

muito pequenas, devido às restrições à movimentação lateral promovida pela fundação. 
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A mobilização da resistência ao atrito nesta condição de fronteira resulta em 

transferência significativa de carga lateral para a fundação rígida e uma queda 

subsequente nas deformações de reforço imediatamente acima dela (redução de 

deformações na camada de reforço inferior causadas pelo arqueamento do solo). 

MIRMORADI e EHRLICH (2018a), utilizando modelagem física, estudaram o 

efeito da compactação perto do faceamento no comportamento de MSRs. Três muros 

foram construídos e instrumentados sob condições semelhantes, exceto pela forma de 

compactação do solo. O muro 1 foi feita uma compactação leve em toda a camada com 

placa vibratória, o muro 2, primeiro toda a superfície das camadas de aterro foi 

compactada usando uma placa vibratória leve e, em seguida, o aterro, exceto por 0,5 m 

da parte de trás do revestimento, foi compactado usando um compactador tipo sapo 

vibratório (compactação pesada), para o muro 3, toda a superfície das camadas de 

preenchimento foi compactada usando a placa vibratória e o sapo vibratório. Os 

resultados obtidos mostraram que as distintas condições de compactação influenciam 

nos valores de carga nos reforços. No final da construção, as somas das cargas dos 

reforços medidos nos muros 2 e 3 eram cerca de 2,3 e 3 vezes maiores do que no muro 

1. No entanto, essas relações caíram para -1,07 e 1,02 no final do carregamento, ou 

seja, a 100 kPa, Figura 2-7. Devido à operação de compactação pesada, a magnitude 

da carga horizontal no pé aumenta e isso continua durante a aplicação da sobrecarga e 

liberação do pé. No entanto, a consideração da influência da compactação no 

incremento de carga durante a construção indicou que, independentemente do tipo de 

compactação usado para a construção dos muros, o incremento máximo da carga 

horizontal no pé ocorreu ao final da construção da terceira camada. Depois disso, o 

efeito da compactação na carga horizontal do pé diminuiu notavelmente. Para muros 

mais altos, pode-se esperar que o efeito da compactação nos valores de incremento de 

carga horizontal do pé desapareça, de acordo com os resultados das análises 

numéricas apresentadas por Mirmoradi e Ehrlich (2015b). Assim, o efeito da 

compactação na carga horizontal do pé é substancialmente dependente da altura do 

muro em consideração. As médias normalizadas das tensões horizontais na parte 

posterior da face do bloco foram maiores do que no coeficiente de pressão lateral de 

repouso, Ko, em todos os muros. O muro 3 apresentou o maior valor, seguida dos muros 

2 e 1, respectivamente, devido à influência dos esforços de compactação aplicados nos 

muros. Durante a aplicação da sobrecarga e liberação do pé, as médias normalizadas 

das tensões horizontais na parte posterior da face do bloco foram, em geral, próximas 

ou inferiores aos valores correspondentes à condição ativa, Ka. Isso está de acordo com 
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os resultados de estudos anteriores (por exemplo, Ho e Rowe, 1993; Rowe e Ho, 1993; 

Tatsuoka, 1993; Rowe e Skinner, 2001; Ling e Leshchinsky, 2003; Liu e Won, 2009; 

Ehrlich et al., 2012; Riccio et al., 2014; Mirmoradi et al., 2016). 

MIRMORADI e EHRLICH (2018a) concluíram que a consideração dos resultados 

quanto aos deslocamentos horizontais e verticais dos muros mostra a importância das 

condições de compactação no aterro próximo à face. No muro 2, maiores 

deslocamentos de face foram observados durante a construção e pós-construção em 

comparação com o muro 1. Por outro lado, no muro 3, o deslocamento de face é maior 

durante a construção e menor durante a aplicação de sobrecarga em comparação com 

o muro 1, conforme Figura 2-8. Como afirmado anteriormente, devido a operação de 

compactação pesada, espera-se que o muro apresente um comportamento pós-

construção mais rígido (Ehrlich e Mitchell, 1995; Ehrlich et al., 2012). Isso não foi, 

entretanto, observado no muro 2. Os deslocamentos verticais medidos pelos 

instrumentos localizados a 0,15 e 0,6 m da face do muro 2 também indicaram valores 

superiores aos do muro 1. Esse comportamento pode ser explicado pela sequência de 

construção. No muro 2, após a colocação do solo, todo o reaterro foi compactado 

primeiro com a placa vibratória (compactação leve) e depois com o sapo vibratório 

(compactação pesada) além da distância de 0,5 m da parte posterior do revestimento. 

Devido à vibração promovida pela operação do equipamento sapo nas proximidades, 

ocorreu um aumento do índice de vazios no aterro localizado próximo à face. Isso 

destaca a importância das condições de compactação perto da parte de trás do 

revestimento. As especificações de construção de muros de contenção geralmente 

recomendam não utilizar compactação com rolo no intervalo de 0,5 a 1,0 m atrás do 

revestimento. Por outro lado, devido à compactação inadequada nesta zona, o muro 

pode apresentar comportamento inesperado conforme explicado acima. A comparação 

dos resultados dos muros 2 e 3, mostra claramente que a forte compactação em toda a 

superfície das camadas de aterro leva a um melhor desempenho pós-construção do 

muro. Uma boa especificação para compactação de aterro pode ser compactação com 

sapo no intervalo de 0,5-1,0 m atrás do revestimento e compactação por rolo além disso. 

A compactação por sapo pode levar a uma condição mais semelhante à encontrada em 

uma compactação de rolo típica, ou seja, tensão induzida por compactação semelhante 

(Ehrlich e Mirmoradi, 2016). 
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Figura 2-7-Soma das cargas nos reforços em cada posição: linha pontilhada: no final da construção, linha 

tracejada: no final do carregamento e linha contínua: liberação do pé (MIRMORADI e EHRLICH, 2018a). 

 

 

Figura 2-8-Incremento médio no deslocamento horizontal da face versus aplicação de sobrecarga 
(MIRMORADI e EHRLICH, 2018a). 
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3. METODOLOGIA 

3.1  Introdução 

Análises numéricas foram realizadas utilizando o software comercial Plaxis 2D, 

versão 2015, para avaliar o comportamento de MSR’s. Primeiramente foram realizadas 

duas validações, uma com um muro de menor altura, 3,60 m, e a outra com um muro 

de maior altura, 16,70 m. Análises paramétricas foram efetuadas buscando verificar o 

impacto da rigidez da fundação no comportamento de muros de solos reforçados sob 

diferentes condições de rigidez da face, dos reforços e da altura do muro objetivando 

verificar a importância da geometria e dos materiais envolvidos no comportamento de 

muros de solos reforçados, também foi verificado a influência da adoção de uma 

compactação mais leve do aterro próximo à face do muro. Foram verificadas as tensões 

mobilizadas na face, nos reforços e nos solos do aterro e da fundação.  

3.2 Plaxis 

O Plaxis 2D, versão 2015 utiliza modelagem em elementos finitos de forma a realizar 

análises de deformações e estabilidade em estruturas geotécnicas. O programa 

disponibiliza diferentes modelos constitutivos para simular o comportamento tensão 

deformação dos solos. 

3.3 Modelos de Validação 

No presente estudo, as análises numéricas foram primeiramente validadas com 

um muro de menor altura, 3,60 metros reforçado com geossintético, foram cotejados os 

resultados de modelos físicos de escala real desenvolvidos no Royal Military College of 

Canada (RMC) (BATHURST et al., 2000; HATAMI e BATHURST, 2005 e 2006) e 

posteriormente as análises numéricas foram validadas considerando resultados da 

monitoração de um muro de solo de 16,70 m de altura reforçado com tiras de aço, 

construído em 1999 nos EUA. Destaca-se que esse muro já foi simulado numericamente 

por DAMIANS et al. (2015). No entanto, nesse estudo, a simulação da tensão induzida 

pela compactação foi ignorada. No estudo presente, a tensão induzida pela operação 

de compactação do aterro foi considerada na simulação numérica. Análises 

paramétricas foram então realizadas para entender melhor o comportamento dos MSRs 

altos sob condições de trabalho. O presente estudo verifica o efeito do material de 

compactação e aterro próximo à face do muro em combinação com outros fatores, como 

rigidez do reforço e sobrecarga. 
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3.3.1 Muro 1 

Na Figura 3-1, apresenta-se o muro utilizado na primeira validação das análises 

numéricas. Este muro em escala real, de menor altura, construído no Royal Military 

College of Canada (RMC) (BATHURST et al., 2000; HATAMI e BATHURST, 2005 e 

2006). Este muro foi também adotado na validação de estudo numérico desenvolvido 

por GULER et al. (2007) como também em MIRMORADI E EHRLICH (2015) assim 

como na dissertação de mestrado de MAGALHÃES, (2016). O muro tem 3,60 metros 

de altura e possui face construída em blocos de 0,30 m por 0,15 m e uma inclinação de 

face equivalente a 8º. Os reforços têm comprimento e espaçamento uniforme, 

respectivamente 2,52 metros e 0,60 metro. Segue a Figura 3-2 apresentando a vista 

frontal do muro. 

HATAMI e BATHURST (2005) sugerem a utilização de uma mola com rigidez 

axial equivalente a 4.000 kN/m/m no modelo numérico para simular a célula de carga 

horizontal que restringe as movimentações e aferiu as cargas de reação horizontais no 

pé da estrutura utilizada no modelo físico. As cargas foram medidas nos modelos 

utilizando anéis de carga colocados entre uma viga de reação presa ao piso forte do 

laboratório em frente aos muros de teste e a fileira superior de placas de aço que 

suportam a primeira fileira de blocos modulares opostos. Na modelagem numérica, 

apoios de primeiro e segundo gêneros foram utilizados suportando e restringindo 

movimentações nas bases da face e do aterro e posteriores ao aterro.  

 

Figura 3-1 - Geometria da validação do modelo numérico do muro de menor altura adotado a partir do 
teste em escala real (MAGALHÃES, 2016). 
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Os parâmetros empregados para caracterizar os materiais e interfaces atribuídos 

aos elementos do modelo foram os mesmos utilizados por GULER et al. (2007), 

conforme apresentado na Tabela 3-1. Os parâmetros de solos foram estabelecidos com 

base em resultados de ensaios em laboratório (HATAMI e BATHURST, 2005). O solo 

de aterro foi modelado empregando o modelo de comportamento Hardening soil (HS) 

(SCHANZ et al., 1999) é uma formulação baseada no modelo hiperbólico de DUNCAN 

e CHANG (1970). HATAMI e BATHURST (2005) recomendam o uso de parâmetros de 

rigidez e resistência do solo a partir de resultados de ensaios de deformação plana para 

análise numérica, em vez de resultados de ensaios de compressão triaxial. Os 

resultados dos ensaios de compressão de deformação planas e as hipérboles estimadas 

na pressão normal de 20 kPa, 30 kPa e 80 kPa são mostrados na Figura 3-3. Pode-se 

ver que há uma boa correspondência para pressões de confinamento de 20 kPa e 30 

kPa e para deformações entre 0% e 1,5%. A pressão de confinamento dentro do modelo 

de 3,60 m de altura não deve ser superior a 30 kPa. Além disso, não se espera que a 

deformação axial seja superior a 1,5% (HATAMI e BATHURST 2005). 

O mesmo procedimento que foi adotado por GULER et al. (2007) para o valor do 

módulo de Young – de elasticidade ou de rigidez – correspondente ao descarregamento 

(𝐸𝑢𝑟
𝑟𝑒𝑓) foi adotado seguindo-se recomendações do próprio software Plaxis: 𝐸𝑢𝑟

𝑟𝑒𝑓 ≈ 3 ∗𝐸50
𝑟𝑒𝑓, 

onde  𝐸50
𝑟𝑒𝑓 se refere ao módulo de rigidez secante a 50% da tensão de ruptura de 

referência durante o carregamento. 

 

Figura 3-2- Vista frontal do MSR construído no Royal Military College of Canada (RMC) (HATAMI e 
BATHURST, 2005). 
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Tabela 3-1- Parâmetros de entrada no Plaxis para a análise numérica de validação relativa ao modelo do 

MSR de escala real (GULER et al., 2007). 

Propriedade  Valor 

Propriedades do solo  

Modelo  HS 

Âng. de atrito (plano-deform.), , (º)  44 

Coesão, c, (kPa)  1,0 

Ângulo de dilatância, Ψ, (º)  11 

Peso específico, γ, (kN/m3)  16,8 

𝐸50
𝑟𝑒𝑓

, (kPa) 56 667 

𝐸𝑢𝑟
𝑟𝑒𝑓

, (kPa) 170 000 

Expoente de dependência com o nível de tensões, m 0,5 

Razão de ruptura, Rf 0,9 

Coeficiente de Poisson, υ  0,25 

Pref, (kPa)  80 

Reforços  

Rigidez elástica axial, (kN/m)  97 

Propriedades dos blocos  

Modelo  Elástico linear 

Dimensões, (m×m)  0,30×0,15 (comprimento×altura) 

Peso específico, γ, (kN/m3) 21,8 

Módulo de Rigidez, Eref, (kPa) 1 × 105 

Módulo de Rigidez, Eref, (kPa) 1 × 106 (foram analisados dois 
módulos para os blocos da face). 

Coeficiente de Poisson, υ  0,15 

Interface bloco-bloco  

Ângulo de atrito, , (º)  57 

Coesão, (kPa)  46 

Interface solo-bloco  

Ângulo de atrito, , (º)  44 

Coesão, (kPa) 1 

Ângulo de dilatância, Ψ, (º) 11 

Condição de base  

Rigidez axial da mola, (kN/m/m)  4000 

 

O valor do parâmetro-potência m adotado foi de 0,5 para a caracterização do 

comportamento mecânico do solo do aterro, simulado através do modelo HS, baseando-

se em valores sugeridos para areias norueguesas MIRMORADI (2015). Assumiu-se 

uma perfeita aderência para a interface solo reforço (R=1) e os reforços foram 

modelados como um material elástico-linear. 

Um pequeno valor de coesão (c = 1 kPa) foi introduzido no modelo de solo para 

evitar o escoamento prematuro do solo em zonas de baixa pressão confinantes 

localmente e para levar em conta a possível coesão aparente adicional devido à 
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pequena quantidade de umidade no solo de aterro. Este valor foi selecionado para ser 

o menor possível para manter os parâmetros da envoltória de resistência próximos aos 

valores deduzidos dos resultados dos ensaios de laboratório (HATAMI e BATHURST, 

2005). 

 

Figura 3-3- Ensaios de compressão de deformação plana em diferentes pressões confinantes e curvas 
hiperbólicas (Guler et al. 2007) 

As camadas de reforço na seção média do muro foram rigidamente fixadas na 

face com conexões mecânicas. Este arranjo evitou o deslizamento do reforço entre os 

blocos de revestimento e, assim, simplificou a medição e interpretação das cargas de 

conexão (HATAMI e BATHURST, 2005).  

Quanto as propriedades dos reforços HATAMI e BATHURST (2005) realizaram 

ensaios de taxa constante isolada de deformação (CRS) em amostras de 200 mm de 

largura por 300 mm de comprimento de amostras de geogrelha de polipropileno usadas 

no muro. Um ensaio de referência foi realizado a 10% de deformação min – 1, de acordo 

com o método de ensaio ASTM D4595 (ASTM 1996). Ensaios adicionais foram 

realizados com taxas de deformação de 3%, 1%, 0,1%, 0,01% e 0,001% min – 1 Figura 

3-4. Os ensaios de taxa de deformação menores foram realizados porque é conhecido 

que a resposta de carga-deformação de produtos de reforço de geogrelha de 

polipropileno são sensíveis à taxa de carregamento (Yeo 1985; Walters et al. 2002). 

Cada muro no estudo de HATAMI e BATHURST (2005) foi construído a uma taxa 

constante (ou seja, altura do muro por tempo de construção decorrido), mas a taxa de 

carregamento foi muito mais lenta do que o valor de 10% de tensão min – 1 usado no 

teste de índice padrão CRS descrito no protocolo da ASTM D4595. A construção do 

muro foi de cerca de 2000 horas representando uma de taxa de carregamento do reforço 
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de cerca de 10–5 % de deformação min – 1). Os dados na Figura 3-4 mostram que a 

resposta carga-deformação das amostras ensaiadas são não lineares. Dentro da 

precisão da medição, a resposta carga-deformação foi a mesma para as amostras 

ensaiadas em 0,01% e 0,001% de deformação min-1 (o último ensaio foi encerrado 

quando as deformações axiais atingiram cerca de 5% de deformação, que estava bem 

acima do valor máximo estimado de 1,5% de deformação observada nos muros de teste 

no final da construção). 

 

Figura 3-4- Resposta isolada de carga-deformação de amostras de geogrelha de polipropileno, resultados 
de ensaio de taxa constante de deformação (CRS) HATAMI e BATHURST, 2005. 

A modelagem do muro foi feita simulando a construção em etapas, com a 

colação de um bloco por vez a cada etapa de cálculo e a respectiva aplicação de 

camadas de solo do aterro à altura corresponde ao nível de cada bloco (0,15 m). Os 

reforços eram ativados após a colocação da camada adjacente superior de solo. A cada 

etapa construtiva simularam-se as tensões induzidas pela compactação, com 

intensidade correspondente a 8 kPa, equivalente a uma compactação de baixa 

intensidade executada com compactador de placa vibratória (GULER et al., 2007). 

Em MIRMORADI e EHRLICH (2015) o procedimento utilizado por HATAMI e 

BATHURST (2005) e por GULER et al. (2007) para modelagem das tensões induzidas 

pela compactação do solo de aterro considera a aplicação de uma carga distribuída 

temporária no topo de cada camada durante o processo construtivo (modelagem tipo 1, 

Figura 3-5a). 
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O procedimento adotado nesta validação foi o mesmo que o utilizado no trabalho 

de MAGALHÃES, (2016), o procedimento sugerido por MIRMORADI e EHRLICH 

(2014b), considera a aplicação de uma carga distribuída temporária de igual valor no 

topo e na base de cada camada, correspondente às tensões verticais induzidas pela 

compactação (modelagem tipo 2, Figura 3-5b).  

Quanto à compactação realizada no modelo real, os efeitos de compactação 

foram realizados pelo uso de um compactador de placa dentro dos primeiros 0,5 m atrás 

da face do muro para evitar as deformações excessivas do muro que teriam ocorrido se 

o compactador de placa vibratória tivesse sido usado imediatamente atrás das unidades 

de bloco modular (HATAMI e BATHURST, 2005). 

Os blocos foram modelados com dois valores distintos para o módulo de 

elasticidade (Tabela 3-1). Foram analisados dois tipos de refinamento de malha para 

cada módulo de elasticidade, a fim de avaliar a influência do refinamento da malha nos 

resultados. Para o menor módulo (1x105 kPa) foram utilizadas as malhas média e fina, 

já para o maior módulo (1x106 kPa) foram empregadas as malhas fina e muito fina. 

Para todas as malhas os elementos eram triangulares de 15 nós. A Figura 3-6 

apresenta a geometria do modelo contendo uma malha triangular de elementos finitos 

ilustrativa com refinamento de malha muito fino. 

No que concerne a interface bloco-bloco (HATAMI e BATHURST, 2005) modelou 

os blocos modulares de concreto como zonas contínuas elásticas lineares, separadas 

por zonas anuladas de espessura zero que continham interfaces Figura 3-6, o mesmo 

procedimento foi adotado nesse trabalho. 

HATAMI e BATHURST, (2005) avaliaram a capacidade de cisalhamento da 

interface bloco-bloco submetendo os blocos a diferentes níveis de carga vertical em 

ensaios de cisalhamento da interface em laboratório. Esses ensaios resultaram em um 

ângulo de cisalhamento de interface de pico (δbb) de 57 ° e coesão aparente (cbb) de 46 

kPa Figura 3-7.O grande valor de coesão aparente é devido às chaves de cisalhamento 

de concreto que são usadas para conectar as fiadas do bloco modular. Uma envoltória 

de ruptura linear foi utilizada para simplificar o modelo de cisalhamento da interface. No 

entanto, por causa das chaves de cisalhamento muito eficazes, a resistência final ao 

cisalhamento da interface entre as camadas de blocos modulares não foi mobilizada.  
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Figura 3-5- Modelagem dos ciclos de esforços verticais de carga e descarga observados durante 
a compactação da camada de solo “n” do aterro; (a) procedimento adotado por HATAMI e 

BATHURST (2005) e por GULER et al. (2007); (b) procedimento sugerido por MIRMORADI e 
EHRLICH (2014b). Esforços devido a (a): (I) peso próprio do solo colocado; (II) compactação 

aplicada; (III) fim da compactação; (IV) colocação da próxima camada de solo (“n + 1”) 
(MAGALHÃES, 2016). 

No tocante às condições de contorno do pé do muro, HATAMI e BATHURST, 

2005 registraram a carga horizontal transmitida à base por uma fileira de anéis de carga, 

representados de forma simplificada na Figura 3-6, montados em uma viga de reação 

rígida aparafusada ao piso forte do laboratório conforme abordado previamente. Esses 

anéis de carga se deformam axialmente sob carga, e essa deformação foi registrada 

por uma série de potenciômetros de deslocamento conectados a um muro subsequente 

na mesma elevação dos anéis de carga. Este detalhe da instrumentação confirmou que 

há uma complacência horizontal pequena, mas mensurável pé do muro oposto (até 1,2 

mm no final da construção). Valores retro calculados para a rigidez do pé, Ktoe, são 

plotados na Figura 3-8 versus a altura do muro durante a construção deste muro 

subsequente. O valor do limite inferior medido neste gráfico (durante a construção) é 

estimado em Ktoe = 8 MN m – 1 m – 1. Por sugestões dos autores, nas simulações 

numéricas, esse valor foi reduzido em 50% para levar em consideração a conformidade 

adicional devido à viga de reação de aço que foi usada para montar os anéis de carga. 

Análises paramétricas numéricas (Bathurst e Hatami 1998) e testes físicos em escala 

reduzida (El-Emam e Bathurst 2004) de MSRs sob solicitações sísmicas destacaram a 
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sensibilidade da resposta do muro às restrições conferidas às movimentações 

horizontais da base do faceamento.  

 

Figura 3-6 – Geometria e uma das malhas de elementos finitos, utilizadas para a validação no presente 

trabalho. 

 

Figura 3-7- Resultados do ensaio de cisalhamento da interface bloco-bloco, envoltória de ruptura da 
capacidade de cisalhamento de pico HATAMI e BATHURST, 2005. 
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Figura 3-8-Rigidez horizontal retro calculada do pé do muro versus altura do muro durante a construção 
HATAMI e BATHURST, 2005. 

Na Figura 3-9 são cotejados os resultados de forças vertical e horizontal no pé 

do MSR determinados no presente estudo utilizando a modelagem no Plaxis com os 

valores medidos e os estimados por MIRMORADI e EHRLICH (2015). Todos com 

módulo de elasticidade do bloco igual a 105 kPa. Observa-se uma concordância 

satisfatória entre os valores medidos e calculados e segue a Figura 3-10 para os valores 

com módulo de elasticidade do bloco igual a 106 kPa. Observa-se que praticamente os 

resultados foram os mesmos obtidos com os dois valores de módulo. 

 

Figura 3-9– Forças horizontal e vertical no pé de um MSR durante seu alteamento. Valores numéricos e 
medidos a partir de modelos físicos MIRMORADI E EHRLICH (2015) e resultados das modelagens 

realizadas como validação do estudo com módulo de elasticidade do bloco da face igual 105. 

 

Carga Horizontal 

Carga Vertical 
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Figura 3-10– Forças horizontal e vertical no pé de um MSR durante seu alteamento. Valores numéricos e 
medidos a partir de modelos físicos MIRMORADI E EHRLICH (2015) e resultados das modelagens 

realizadas como validação do estudo com módulo de elasticidade do bloco da face igual a 106. 

 

 

Figura 3-11– Comparação de deslocamentos pós-construtivos horizontais da face medidos em modelos 
físicos e determinados numericamente através do software Plaxis (MIRMORADI E EHRLICH (2015)) e 

determinados numericamente a partir da validação do presente estudo. 

 

Carga Horizontal 

Carga Vertical 
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Figura 3-12– Comparação entre cargas de conexão reforços-face medidas em modelos físicos e 
determinadas numericamente por MIRMORADI E EHRLICH (2015) e determinadas numericamente a 

partir da validação do presente estudo utilizando o módulo de elasticidade dos blocos da face igual a 105. 

 

Figura 3-13– Comparação entre cargas de conexão reforços-face medidas em modelos físicos e 
determinadas numericamente por MIRMORADI E EHRLICH (2015) e determinadas numericamente a 

partir da validação do presente estudo utilizando o módulo de elasticidade dos blocos da face igual a 106. 
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De maneira geral, obtiveram-se ajustes satisfatórios entre os valores 

determinados utilizando o Plaxis e os valores medidos e calculados por MIRMORADI E 

EHRLICH (2015). A boa capacidade de previsão valida a metodologia adotada no 

presente trabalho para muros de menor altura. Para validar a metodologia adotada para 

muros mais elevados optou-se por uma segunda validação que será apresentada a 

seguir.  

3.13.1 Muro 2 

A segunda validação foi efetuada utilizando resultados da instrumentação de um 

muro de 16,70 metros de altura de solo reforçado com tiras metálicas, Minnow Creek, 

localizado nos Estados Unidos. Este muro foi construído e instrumentado em 1999 

(DAMIANS et al. 2015).  Os resultados das análises foram também comparados com os 

obtidos em análises numéricas anteriores (DAMIANS et al. 2015).  

Na Figura 3-14, apresenta-se as vistas frontal e transversal do MSR que deu 

base a validação. Nesta figura, tem-se também a representação da instrumentação 

instalada. O muro tem face vertical construída em painéis de concreto pré-fabricado 

cruciformes (1,5 m x 1,5 m x 140 mm de espessura) com “painel de cumeeira” (concrete 

coping) no topo do muro. A última linha de painéis, próxima a base do muro, fica assente 

em uma “base de concreto” (leveling pad) de 300 mm de largura por 150 mm de 

espessura. Juntas elastoméricas (bearing pads), de 20 mm de espessura, foram 

empregadas ao longo das juntas horizontais entre os painéis de concreto da face para 

garantir uma distância mínima entre painéis. Os painéis foram conectados às tiras 

metálicas (50 mm de largura por 4 mm de espessura) com comprimento de 11,89 e 

12,54 metros e com rigidez (EA) variando de 44 a 133 MN/m dependendo da altura da 

camada, com um total de 22 camadas de reforços. Na modelagem numérica, uma zona 

de solo mole foi usada para garantir que a carga axial fosse nula nas extremidades das 

camadas de reforço. O muro esta assente em uma fundação competente (NSPT >5) 

compreendendo camadas de areia de densidade média e areias argilosas. 

A modelagem numérica foi realizada usando o programa de computador 

bidimensional (2-D) de elementos finitos Plaxis, versão 2015. Para a malha desse 

segundo muro foi adotado o refinamento médio no solo de fundação e no solo retido 

atrás do solo reforçado, e um refinamento maior próximo aos reforços e na região 

compreendida entre a face e um metro de distância da face. A Figura 3-15 mostra a 

malha adotada na modelagem e a geometria, a malha era composta por elementos 
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triangulares de 15 nós. O número total de elementos e nós utilizados nas análises são 

aproximadamente 9000 e 74000, respectivamente. 

 

Figura 3-14-Vistas frontal e transversal do MSR (adaptado de DAMIANS et al., (2015)). 

 

 

Figura 3-15 – Geometria e malhas de elementos finitos, utilizadas para a validação no presente trabalho. 
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Na Figura 3-16 tem-se em destaque a região de solo reforçado. Na figura tem-

se destacado também um aterro de 1,5 m de altura localizado no pé do muro. Os tipos 

de elementos estruturais e interfaces podem ser considerados compatíveis com o tipo 

de elemento de solo. Análises de sensibilidade foram realizadas investigando a 

influência das dimensões do modelo e do tamanho da malha. A geometria do modelo 

empregado no estudo foi suficiente para evitar efeitos de contorno. As propriedades 

consideradas nas análises foram as mesmas adotadas por DAMIANS et al. (2015). Na 

Tabela 3-2 tem-se as propriedades adotadas para os painéis da face e os “bearing 

pads”, ambos modelados com o elemento estrutural plate, os “bearing pads” são 

colocados nas juntas horizontais entre os painéis. Os “bearing pads” são usadas para 

evitar o contato concreto com concreto, garantindo uma folga mínima entre os painéis 

conforme a carga vertical é transferida através do revestimento do muro e para 

acomodar o assentamento diferencial potencial e a rotação do painel. Na Tabela 3-3, 

apresentam-se as propriedades dos solos, reforçado e retido, e da fundação.  A Figura 

3-17 mostra as aproximações das curvas tensão-deformação do ensaio triaxial obtidas 

por DAMIANS et al. (2015) utilizando os modelos Mohr-Coulomb e Hardening soil. No 

presente trabalho foi considerado somente o modelo Hardening soil. No gráfico o 

modelo Mohr-Coulomb com um ângulo de atrito determinado a partir do carregamento 

axissimétrico é usado para cobrir as curvas do modelo Hardening soil. Em simulações 

numéricas, o ângulo de atrito triaxial foi convertido em um ângulo de atrito de pico de 

deformação plana (maior) usando ϕps =1,2ϕtx (Kulhawy e Mayne 1990) para refletir 

melhor as condições de contorno do campo. Para simplificar as análises, os solos de 

fundação foram tratados como uma camada isotrópica homogênea de 20 m de 

profundidade com propriedades linear-elásticas Mohr-Coulomb conforme adotado por 

DAMIANS et al. (2015).  

 

Figura 3-16-Zoom da região de solo reforçado e com maior grau de refinamento de malha. 
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Segundo DAMIANS et al. (2015) os parâmetros do modelo Hardening soil selecionados 

podem ser vistos para fornecer um ajuste geralmente bom para as curvas de 

compressão triaxial na Figura 3-17. Além disso, a pequena rigidez de deformação inicial 

das curvas é semelhante para ambos os modelos. A Figura 3-18 mostra os resultados 

das análises de sensibilidade usando uma gama de valores de parâmetros de entrada 

do solo e da interface. As simulações de referência correspondem à força vertical 

medida o pé adotando Rinter= 0,25, sendo Rinter o parâmetro de fator de redução de 

interface. Essas simulações foram realizadas usando os parâmetros de solo da Tabela 

3-3. Na Figura 3-18, tem-se que, na modelagem, a carga medida no pé do muro se 

apresentou superestimada quanto se desconsiderou a presença da berma de 1,5 m de 

altura, que promove restrições às movimentações laterais na base. Pode ser também 

observado que outras condições foram capazes de representar adequadamente a carga 

medida no pé. No entanto, essas simulações exigiram valores de módulo de solo 

reforçado que foram considerados excessivamente baixos, isto é, E= 5 MPa e 𝐸𝑢𝑟
(𝑟𝑒𝑓)

=

 4,6 MPa. Com base nesses resultados, Rinter = 0,25 foi adotado nas análises efetuadas 

por DAMIANS et al. (2015). 

Quanto as propriedades dos bearing pads em DAMIANS et al. (2015) é explicado 

que esses valores foram obtidos a partir de dados de compressão de laboratório 

relatados por Choufani et al. (2011) que são apresentados na Figura 3-19, assumindo 

dois bearing pads por junta do painel. O gráfico do lado direito é a resposta de 

compressão deduzida das medidas de lacuna registradas durante a construção do muro 

entre o segundo e o terceiro painéis. As tensões para o caso de campo são causadas 

pelo peso próprio dos painéis mais as forças de downdrag (arrasto) nas conexões entre 

os painéis e as camadas de reforço de aço e o cisalhamento da interface entre os painéis 

e o solo de aterro. As tensões foram estimadas a partir das medições registradas pelas 

células de carga (C+D) na base do muro descontadas as tensões registradas após a 

instalação dos dois primeiros painéis localizados abaixo do trecho monitorado, e o solo 

correspondente ter sido lançado e compactado. Este cálculo é aproximado e, como 

resultado, a deformação crítica (ponto de quebra) (ɛcr) pode ser superestimada (ou seja, 

os valores de tensão para a parte íngreme da aproximação bilinear podem ser maiores 

do que o mostrado). Com base nos dados disponíveis, a deformação crítica é 

considerada entre 0,45% e 0,55%. Um valor médio de ɛcr 0,5% foi usado nas simulações 

numéricas. 
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Tabela 3-2- Propriedades dos painéis da face e dos bearing pads (DAMIANS et al., 2015). 

  EPDM bearing pads 

Parâmetros Painéis 8 < H  H > 8 

Módulo de elasticidade (MPa) 40000 6,4  96 

Rigidez axial (MN/m) 5600 0,08  1,21 

Rigidez a flexão (KN/m²/m) 9150 0,13  1,98 

Coeficiente de Poisson 0,15  0,45  

Peso linear (kN/m/m)     

Painel regular 3,4  0,1  

Painel embutido 0,2    

Coping painel 9,9    

Nota: EPDM = ethylene propylene diene monomer  

 

Figura 3-17-Resultados medidos e previstos de tensão-deformação do teste triaxial: (a) solo reforçado; (b) 
solo retido DAMIANS et al. (2015). 
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Figura 3-18-Influência do parâmetro de redução de rigidez (α), coeficiente de atrito da interface (Rinter), tipo 
de modelo de solo e condição de embutimento do pé na carga vertical prevista no pé (Fv). 

 

Figura 3-19-Comportamento de tensão-deformação dos bearing pads; EDPM = monômero de etileno 
propileno dieno DAMIANS et al., (2015). 

A modelagem foi efetuada simulando a construção em etapas, com a colação de 

um painel de face por vez a cada etapa de cálculo e a respectiva aplicação de camadas 

de solo do aterro à altura corresponde à metade do nível de cada face (0,75 m). Como 

os reforços se encontravam no interior da camada de solo inserida, os mesmos eram 

ativados junto com a camada respectiva. A aderência foi assumida perfeita (isto é, Rint 

= 1) entre o solo e o reforço, exceto o primeiro metro próximo à face do muro, onde foi 

utilizado um valor de Rinter = 0,25. 
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Tabela 3-3- Parâmetros dos solos adotados na modelagem, adaptado de DAMIANS et al. (2015). 

Parâmetros Valores 

Aterro Solo reforçado  Solo retido 

Peso unitário, saturado (kN/m³) 22,50 21,80 

Peso unitário, não saturado 
(kN/m³) 

21,80 20,80 

Coesão (kPa) 1 1 

Ângulo de atrito de pico plano 

deformação, ɸ (graus) 
44 41 

Ângulo de dilatância, Ψ (graus) 14 11 

Modelo Hardening soil (m= 0,5 e Rf= 0,75) (m= 0,9 e Rf= 0,9) 

 

<1,0 m da 

face 

Condição I 

>1,0 m da face 

Condição II 
 

E50
ref (MPa) 3 10 5,5 

Eoed
ref (MPa) 3 10 5,5 

Eur
ref (MPa) 9,2 30 16,6 

Initial stiffness, Ei (MPa) 4,8 20,8 18,1 

Poisson’s ratio 0,2 0,2 

σ'zc,i (kPa) 0 e 70 290 243 

    

Fundação    

Modelo Mohr- Coulomb 

Peso unitário, saturado (kN/m³) 22,80 

Peso unitário, não saturado 

(kN/m³) 
18,85 

Coesão (kPa) 50 

Ângulo de atrito de pico, estado 

Plano deformação, ɸ (graus) 
45 

Ângulo de dilatância, Ψ (graus) 15 

Módulo de Elasticidade (MPa) 110 

Coeficiente de Poisson (-) 0,3 

 

 

No primeiro metro próximo à face, foi efetuada uma compactação leve do solo, 

um compactador de placa vibratória foi empregado para tal (RUNSER, 1999). Após esta 

zona de 1 m, um compactador de rolo vibratório, Hamm 2410SD de tambor simples foi 

empregado. O efeito da compactação foi modelado usando o procedimento proposto 

por MIRMORADI e EHRLICH (2015a, b, 2018b), que durante a construção do estágio 

considera a carga distribuída na parte superior e inferior de cada camada do solo, 

conforme foi feito no Muro 1. Este procedimento também foi usado em outros estudos 

nos quais a tensão induzida pela compactação foi simulada numericamente (por 
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exemplo, SCOTLAND et al., 2016, EHRLICH et al. 2021). Considerando as 

características do equipamento de compactação usado para compactação do aterro, a 

tensão induzida pela compactação, 𝜎𝑧𝑐,𝑖
′ , foi calculado usando a seguinte equação 

desenvolvida por EHRLICH e MITCHELL (1994) (consulte a Tabela 4.3). 

Equação 1- Definição de 𝜎𝑧𝑐,𝑖
′   (EHRLICH e MITCHELL, 1994). 

𝜎′𝑧𝑐𝑖 =
(1+𝐾𝑎)

(1+𝐾𝑜)
[

𝛾′𝑄𝑁𝛾

2𝐿
]

1/2

                                                           [1] 

Onde: γ′= peso unitário específico, Ka coeficiente de empuxo ativo, Ko= 

coeficiente de empuxo passivo, Q= força máxima vertical do compactador vibratório, Nγ 

= fator de capacidade de carga do solo, L = comprimento do cilindro. 

Para investigar a condição do aterro próximo a face, diferentes condições foram 

avaliadas no primeiro metro atrás da face do muro. Dois modelos diferentes foram 

considerados para avaliar o efeito da tensão induzida pela compactação (CIS) na 

análise. No primeiro modelo (NC), a CIS não foi aplicada no aterro. No segundo modelo 

(C70), a CIS foi aplicada em todo o aterro, incluindo o primeiro metro atrás da face. Para 

cada caso, dois conjuntos diferentes de propriedades do material de aterro foram 

empregados: I) o primeiro metro atrás da face foi simulado usando parâmetros com 

valores de rigidez mais baixos que o restante da zona de solo reforçada, conforme foi 

mostrado na Tabela 3.3 (a seguir, condição I), II) a zona do solo reforçado foi simulada 

empregando os mesmos parâmetros de aterro (a seguir condição II). Além do reforço 

metálico mencionado anteriormente, também foram empregadas rigidez axial de reforço 

de 0,44 a 1,33 MN / m, correspondendo ao reforço polimérico convencional. 

Informações mais detalhadas sobre a instrumentação desse muro podem ser 

obtidos em RUNSER et al. (2001). Foram utilizados um total de 134 strain gauges de 

resistência T-roseta (modelo CEA-06-125UT-350, Vishay Micromeasurements Group, 

Raleigh, Carolina do Norte, EUA) aplicados a tiras de reforço selecionadas para medir 

a distribuição de tensões ao longo do comprimento das tiras, incluindo tensões nas 

conexões com os painéis da face. Os medidores foram colados diretamente ao aço das 

faixas de reforço usando epóxi (Micromedidas AE-10) após a remoção da galvanização 

do zinco. Cada ponto de medição consistia em duas rosetas em T fixadas na parte 

superior e inferior de uma tira e conectadas em uma ponte de Wheatstone completa 

para reduzir os desvios de medição devido à curvatura da tira e flutuações de 

temperatura. Os medidores foram cobertos com um revestimento de borracha 

vulcanizada (Micromeasurements M-Coat J) para proteção contra danos mecânicos e 
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um selante de água (Micromeasurements MCoat B). Cada tira de reforço foi testada 

quanto à carga antes da instalação para garantir que os medidores instalados 

estivessem funcionando corretamente e para determinar a curva de calibração de carga 

individual para cada ponto de medição. Cinco faixas de reforço foram totalmente 

instrumentadas, com nove ou dez pontos de medição cada, para medir a distribuição de 

tensão ao longo de seu comprimento. Outras 21 tiras foram instrumentadas com um 

ponto de medição colocado a 175 mm de distância da conexão de revestimento. As 

leituras do extensômetro foram definidas como zero para cada faixa após uma elevação 

de solo ter sido colocada e compactada para minimizar os efeitos da estratificação da 

faixa não uniforme nas leituras subsequentes. Vinte e seis células de tensão total 

(modelo E15 / 25 K 10 A, Glötzl, Rheinstetten, Alemanha) foram instaladas dentro e ao 

redor da massa de solo reforçada para medir as tensões verticais e laterais no solo. 

Uma camada de areia de 25 mm de espessura foi colocada ao redor de cada célula 

para reduzir os efeitos do carregamento pontual de partículas de cascalho. Uma vez 

que as células foram cobertas com areia, o preenchimento prosseguiu sem modificação. 

As células contra os painéis de revestimento foram colocadas em uma moldura de 

Plexiglas para reduzir as concentrações de tensão em suas bordas. As células foram 

calibradas para a tensão in situ calculada para as condições logo após sua colocação 

no campo (por exemplo, 1 a 2 m do preenchimento). A maioria das células de tensão 

total superestimou a tensão vertical calculada, o que é provavelmente devido a uma 

maior rigidez das células de tensão em relação ao solo circundante. O fator de 

calibração médio resultante de 0,84 foi aplicado a todas as medições de tensão vertical 

e horizontal para contabilizar esse efeito. 

No que se refere as células de carga, RUNSER et al. (2001) mencionam que 

duas foram colocadas abaixo da metade do painel inferior (tipo B) e duas abaixo do 

painel completo inferior (tipo A) da seção instrumentada para medir a força vertical no 

leveling pad, as seções A e B constam na Figura 3-14. Duas células foram colocadas 

sob cada painel, ao invés de uma, para eliminar a possibilidade de o painel balançar no 

óleo hidráulico subjacente (e invalidar as medições). Cada par de células foi construído 

para corresponder à área de contato do respectivo painel. Para cada célula, duas placas 

de aço de 6,4 mm de espessura foram soldadas para formar uma câmara interna de 0,8 

mm de espessura que foi saturada com óleo hidráulico. As bordas foram fresadas para 

aumentar a flexibilidade celular seguindo as recomendações de Dunnicliff (1988). A 

pressão do óleo foi medida usando um medidor de pressão que foi conectado a cada 

célula. Conhecendo as respectivas áreas de contato dos painéis, os valores da força 
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vertical foram calculados durante e após a construção do muro. Antes da instalação, as 

células foram calibradas com carga no laboratório na futura temperatura estimada do 

solo da plataforma de nivelamento (10°C). Para evitar concentrações de tensão, as 

células de carga foram colocadas em “blocos externos” na plataforma de nivelamento 

de forma que a elevação superior das células fosse a mesma que para outras seções 

da plataforma de nivelamento. Quanto aos ensaios de arrancamento, os orifícios foram 

perfurados em sete painéis opostos para fornecer acesso aos testes de arrancamento 

conduzidos após a construção. Cada teste de arrancamento foi realizado em uma tira 

de reforço curta que foi equipada com medidores de tensão. Para evitar o efeito de 

menor esforço de compactação próximo aos painéis, cada tira de arrancamento foi 

colocada dentro de um tubo de PVC de 100 mm de diâmetro que proporcionou 1,5 m 

de separação entre o painel frontal e o comprimento efetivo da tira. As duas faixas de 

arrancamento inferiores tinham comprimentos efetivos de 1,8 m e as cinco faixas de 

arrancamento superiores tinham comprimentos efetivos de 2,4 m. As tiras foram 

puxadas de uma caçamba suspensa por guindaste usando um macaco hidráulico com 

carga, deslocamento e forças de tração da tira registradas para cada 1 mm de 

deslocamento até que 40 mm de deslocamento fosse alcançado ou a tira escoar. 

Quanto as demais instrumentações três inclinômetros / piezômetros verticais foram 

instalados, um atrás do revestimento e dois dentro da seção reforçada, para fornecer 

medições do movimento lateral e do nível do lençol freático. Piezômetros adicionais 

foram instalados atrás da zona reforçada e na frente do muro. A elevação do leveling 

pad sob a seção instrumentada foi inspecionada regularmente para fornecer uma 

medição do recalque do muro. 

A Figura 3-20 apresenta uma comparação entre os valores medidos e calculados 

das cargas de conexão reforços-face, T0 (Figura 3-20a), e cargas máximas Tmax (Figura 

3-20b) nos reforços ao final de construção considerando diferentes condições de 

compactação e propriedades do material de aterro. A figura indica que no topo do muro 

e para as condições de aterro dadas, a modelagem considerando a compactação, leva 

a um aumento nas cargas de conexão e nas cargas máximas nos reforços. A diferença 

entre as cargas nos reforços calculadas para os modelos sem e com simulação da 

compactação diminui com a profundidade à medida que o efeito da tensão induzida pela 

compactação é superado pelo aumento da tensão de sobreadensamento. A Figura 3-20 

também mostra que para as condições de compactação consideradas, os modelos em 

que foi usado um aterro mais rígido atrás do revestimento do muro (Condição II) 

apresentam T0 maior e menor Tmax em comparação à “Condição I”. As cargas medidas 
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nos reforços foram melhor representadas pelo modelo no qual a tensão induzida pela 

compactação foi considerada no aterro e o aterro mais rígido foi usado atrás da face do 

muro (Condição II). 

A Figura 3-21 mostra os valores medidos e calculados das cargas ao longo dos 

reforços ao final da construção, considerando diferentes condições de compactação e 

aterro para as camadas de reforços colocados a 1,9 m, 4,9 m, 7,9 m, 10,9 m e 13,9 m 

medidos a partir da parte inferior do muro. Para as condições de aterro dadas, as 

análises numéricas considerando a tensão induzida pela compactação (C70) 

representam adequadamente o efeito da compactação do aterro nas cargas de reforço 

medidas nas camadas localizadas no topo do muro, onde ocorreu um aumento 

significativo nas cargas dos reforços. Na parte inferior do muro (camadas colocadas a 

1,9 m, 4,9 m e 7,9 m), a tensão induzida pela compactação é menor que a tensão de 

sobreadensamento e, portanto, os efeitos da compactação não são sentidos 

significativamente pelo solo e os valores medidos e calculados foram semelhantes, 

independentemente das condições de compactação assumidas nas análises. Os 

resultados obtidos em camadas colocadas nas cotas de 10,9 m e 13,9 m ilustram a 

importância de se considerar o incremento da carga no reforço devido à compactação. 

Além disso, para as condições de compactação dadas, a modelagem numérica 

considerado a condição de Aterro I resulta em uma maior mobilização da carga ao longo 

dos reforços em comparação com a Condição II. 

A Figura 3-22 apresenta os valores medidos e determinados dos deslocamentos 

laterais do muro, para diferentes condições de compactação e aterro. Os resultados 

mostram que para as condições de compactação dadas, o deslocamento lateral do 

modelo na condição do Aterro I é maior do que na Condição II. Adicionalmente, para as 

condições de aterro dadas, conforme o esperado, as curvas calculadas indicam um 

aumento no deslocamento lateral da face do muro quando a tensão induzida pela 

compactação é considerada nas análises. No entanto, a diferença entre o deslocamento 

lateral calculado para os modelos com e sem simulação da tensão induzida pela 

compactação depende significativamente das condições do aterro. Tal destaca a 

importância das condições do aterro próximo ao elemento da face no desempenho do 

muro. Observe que, em muros reais, a construção em estágios e o alinhamento dos 

painéis da face são normalmente realizados. Entretanto, isso não foi realizado nas 

análises numéricas, o que pode explicar a discrepância entre as medidas e os valores 

calculados. 
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Figura 3-20 – Comparação entre as cargas de conexão reforços-face (a) e máximas (b) medidas em 

modelos físicos por DAMIANS et al., (2015) com os valores obtidos nesse trabalho numericamente com o 

Plaxis, considerando diferentes condições de compactação e de propriedades do material de aterro (linha 

tracejada e sólida representam condições I e II, respectivamente). 

A Figura 3-23 compara os valores medidos da tensão horizontal na parte 

posterior da face do muro com a altura e os valores determinados numericamente, para 

diferentes condições de compactação e aterro. Para as condições de aterro fornecidas, 

um aumento na tensão horizontal ocorre quando a modelagem com a tensão induzida 

pela compactação é aplicada no aterro. Além disso, a diferença entre os resultados 

usando as duas condições de compactação diminui quando um aterro mais rígido é 

empregado atrás da face do muro (condição II). Esses resultados indicam a relevância 

das condições de compactação e aterro próximo a face nas pressões horizontais que 

atuam contra os elementos do revestimento. Em geral, para determinadas condições de 

aterro, os modelos em que a tensão induzida pela compactação foi considerada na 

análise (C70) representam melhor a tensão horizontal medida na parte posterior da face 

do muro usando células de pressão. A análise onde nenhuma tensão induzida pela 

compactação foi considerada (NC) proporcionou um melhor ajuste com os valores 

fornecidos pelas conexões instrumentadas. Na figura observa-se junto ao pé um maior 

acréscimo de tensões horizontais medidas no faceamento. Este comportamento ocorre 

devido a presença de uma berma de 1,5 m de altura na base do muro que restringiu as 

movimentações laterais na face. 
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Figura 3-21 - Valores medidos e calculados das cargas de tração ao longo do reforço no final da 
construção, considerando diferentes condições de compactação e aterro (as linhas tracejadas e sólidas 

representam as condições I e II, respectivamente). 
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Figura 3-22- Deslocamentos laterais medidos e determinados numericamente do muro no final da 
construção, considerando diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas 

representam as condições I e II, respectivamente). 

 

Figura 3-23- Comparação entre os valores medidos das tensões horizontais na face posterior do 

muro com os determinados pelo Plaxis, considerando diferentes condições de compactação e aterro 

(linhas tracejadas e sólidas representam as condições I e II, respectivamente). 
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A Figura 3-24 compara os valores medidos e os determinados para a carga 

vertical no pé, considerando diferentes condições de compactação e aterro para as 

diferentes etapas da construção do muro. A força vertical no leveling pad foi medida 

usando quatro células de carga hidráulica. Dois deles foram colocados abaixo da 

metade inferior do painel (A + B) e dois abaixo do painel completo inferior da seção 

instrumentada (C + D). RUNSER et al. (2001) afirmaram que a célula de carga C falhou 

três meses após o início da construção e, a partir daí, seu valor foi considerado igual ao 

da célula de carga D. 

A Figura 3-24 ilustra que, para as condições de aterro dadas, o modelo sem 

tensão induzida pela compactação (NC) apresenta uma carga vertical mais elevada do 

que o caso considerando a tensão induzida pela compactação (C70). Isso pode ser 

explicado pelo efeito do downdrag, que é maior no modelo sem compactação. Observe 

que, devido à compactação de cada camada do aterro, os movimentos relativos entre o 

elemento da face e a massa do solo reforçado diminuem após a compactação de cada 

uma dessas camadas, o que resulta em uma redução do efeito de downdrag. Além 

disso, para as condições de compactação dadas, o modelo com condição de Aterro I 

apresenta menor carga vertical no pé em comparação com a condição II. Este 

comportamento está de acordo com os resultados determinados para as cargas de 

conexão (ver Figura 3-20). Isso indica um efeito combinado da tensão induzida pela 

compactação e a rigidez de aterro atrás da face do muro no efeito downdrag. Em geral, 

os valores medidos são mais bem representados pelo modelo em que foi utilizada a 

condição de Aterramento I com aplicação da compactação. 

A Figura 3-25 mostra os valores medidos e calculados da tensão vertical versus 

distância a partir da face, em diferentes elevações a partir da parte inferior do muro. Os 

resultados são apresentados considerando diferentes condições de aterro e 

compactação. As tensões verticais são basicamente controladas pela tensão de 

sobreadensamento e os movimentos diferenciais entre a face e a massa de solo 

reforçada (por exemplo, NASCIMENTO et al., 2020). Foi observada uma concordância 

razoavelmente boa entre as medidas e os valores calculados, independentemente das 

condições de aterro e compactação utilizadas nas análises numéricas. Claramente, as 

tensões verticais são insensíveis às tensões horizontais induzidas pela compactação e 

às condições de aterro. 
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Figura 3-24- Comparação dos valores medidos e calculados da carga vertical no pé para os modelos com 
diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas representam as condições I e 

II, respectivamente). 

Conforme afirmado anteriormente, além do reforço metálico usado no muro de 

Minnow Creek, reforços com rigidezes axiais de 0,44 a 1,33 MN / m, correspondente ao 

reforço polimérico convencional, também foram empregados para investigar a influência 

da rigidez do reforço em combinação com o material de compactação e aterro próximo 

à face do muro. 

A Figura 3-26a e b mostra, para o reforço geossintético e metálico, 

respectivamente, o deslocamento horizontal máximo normalizado durante a construção 

do muro para diferentes condições de compactação e aterro. A figura ilustra que, para 

as condições de rigidez e compactação do reforço, a condição de Aterro I leva a um 

deslocamento horizontal máximo maior do que a Condição II. Além disso, para a 

determinada condição de aterro e rigidez do reforço, a tensão induzida pela 

compactação resulta em um maior deslocamento horizontal máximo durante a 

construção do muro, que é mais pronunciado nas fases iniciais da construção. A 

diferença diminui durante a construção do muro à medida que o deslocamento horizontal 

máximo aumenta a uma taxa mais alta nos modelos sem compactação de aterro. 
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Figura 3-25- Comparação dos valores medidos e calculados da tensão vertical versus distância da face 
do muro para os modelos com diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas 

representam as condições I e II, respectivamente). 

 

Figura 3-26- Deslocamento horizontal máximo normalizado da face durante a construção do muro para a) 
geossintético e b) reforço metálico considerando diferentes condições de compactação e aterro (linhas 

tracejadas e sólidas representam as condições I e II, respectivamente). 
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A Figura 3-27 apresenta o somatório normalizado de Tmax (
∑𝑇𝑚𝑎𝑥

𝛾𝐻2 ) durante a 

construção do muro para diferentes condições de rigidez do reforço, compactação e 

aterro. Para uma determinada rigidez do reforço e condição de aterro, o normalizado 

∑Tmax nas fases iniciais de construção é significativamente maior para os modelos com 

a aplicação de tensão induzida pela compactação em comparação com a condição de 

não compactação. Essas discrepâncias reduzem gradualmente durante a construção 

do muro e atingem o mínimo no final da construção. Isso ocorre porque a tensão residual 

na camada de solo devido a tensão induzida pela compactação irá desaparecer quando 

a tensão geostática no topo da camada de solo exceder o valor da tensão vertical 

induzida devido à operação de compactação, e os efeitos das tensões induzidas devido 

à compactação irão não mais ser sentidos pelo solo. Além disso, para as condições de 

rigidez do reforço e compactação, os modelos com condição de Aterro I apresentam 

∑Tmáx mais alto em comparação com a Condição II. 

 

Figura 3-27- Somatório normalizado de Tmax durante a construção do muro para (a) reforço geossintético 
e (b) metálico considerando diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas 

representam as condições I e II, respectivamente). 

Para melhor compreender o efeito da tensão induzida pela compactação e das 

condições de aterro no desempenho pós-construção dos MSRs, foi escolhida uma 

elevação do modelo (10,7 m) e o incremento do ∑Tmáx (Figura 3-28), o deslocamento 

horizontal máximo (Figura 3-29), o deslocamento vertical atrás da face do muro (Figura 

3-30) e a distorção (Figura 3-31) neste nível foram analisados durante a construção do 

restante do muro até o nível final (16,70 m). Essas análises podem representar o 

comportamento pós-construtivo de um modelo de 10,70 m de altura durante a 

construção de um talude de montante no topo. 
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Os resultados mostram que, para as condições dadas de rigidez do reforço e de 

aterro, os incrementos de ∑Tmax (Figura 3-28), o deslocamento horizontal máximo 

(Figura 3-29) e o deslocamento vertical atrás da face do muro (Figura 3-30) diminuíram 

significativamente quando a tensão induzida pela compactação foi aplicada no aterro. 

Além disso, o uso de material menos rígido próximo à face (condição I) levou a valores 

mais elevados de pós-construção do ∑Tmax, os deslocamentos horizontais e verticais 

em comparação com os modelos em que o mesmo material para o aterro reforçado foi 

empregado (condição II). Conforme afirmado por EHRLICH e MITCHELL (1995) e 

EHRLICH et al. (2012), a compactação pode fazer com que a massa de solo reforçada 

exiba um tipo de sobreadensamento que promove um comportamento mais rígido após 

a construção. 

A Figura 3-31 demonstra os valores da distorção angular (recalque diferencial 

entre dois pontos, δ, dividido pela distância entre esses pontos) da camada de aterro ao 

longo da cota de 10,7 m de altura usando reforços geossintéticos e metálicos. Os 

resultados são apresentados para diferentes condições de aterro e compactação 

correspondentes ao nível final de construção (ou seja, 16,70 m). Para as condições de 

aterro e rigidez do reforço dadas, o muro sem compactação apresenta maiores valores 

de distorção angular em comparação com a aplicação de tensão induzida pela 

compactação. No entanto, as discrepâncias entre os valores são principalmente 

limitadas atrás da face e diminuem ao se afastar da face do muro. Ele também mostra 

que o emprego do aterro com a Condição I leva a uma distorção angular maior devido 

ao material menos rígido usado atrás da face do muro. 

 
Figura 3-28-Incremento de somatório de Tmax durante a construção do muro para (a) reforço geossintético 

e (b) metálico, considerando diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas 
representam as condições I e II, respectivamente). 
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Figura 3-29- Incremento de deslocamento horizontal máximo do muro de 10,7 m de altura durante a 
construção do restante do muro até o nível final para (a) reforço geossintético e (b) metálico, 

considerando diferentes condições de compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas representam as 

condições I e II, respectivamente). 

 

Figura 3-30- Deslocamento vertical atrás da face no topo do muro de 10,7 m de altura durante a 
construção do restante do muro até 16,70 m de altura para (a) reforço geossintético e (b) metálico, 

considerando diferentes condições de compactação e aterro (tracejado e as linhas sólidas representam as 
condições I e II, respectivamente). 

 

Figura 3-31- Distorção no topo do muro de 10,7 m de altura durante a construção do restante do muro até 
16,70 m de altura para (a) geossintético e (b) reforço metálico, considerando diferentes condições de 
compactação e aterro (linhas tracejadas e sólidas representam as condições I e II, respectivamente). 
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4. CONCLUSÕES E SUGESTÕES PARA A CONTINUIDADE DA PESQUISA 

Análises paramétricas um MSR de 16,70 m de altura foram efetuadas para 

avaliar o efeito das condições de compactação e do material de aterro atrás do face. 

Neste estudo consideraram-se diferentes materiais de aterro na zona de um metro atrás 

da face do muro (condições I e II) e condições de compactação (sem compactação e 

com tensão induzida pela compactação). Adicionalmente, diferentes valores de rigidez 

dos reforços foram empregadas para melhor entender o comportamento dos MSRs, 

considerando reforços metálicos e geossintéticos. A modelagem numérica adotada foi 

validada com base em dois muros instrumentados, demonstrando-se capaz de 

adequadamente representar condições reais de campo. 

Os resultados destacaram a importância da tensão induzida pela compactação 

e das condições de aterro atrás da face do muro sobre o desempenho das estruturas 

de solo reforçado no final da construção, bem como após a construção. A tensão 

induzida pela compactação reduz o efeito de downdrag, o que resulta em uma carga de 

conexão mais baixa. Além disso, durante a construção, nas camadas próximas ao topo 

do muro, a tensão induzida pela compactação aumenta o deslocamento lateral do muro 

e as cargas nos reforços. No entanto, os deslocamentos pós-construtivos da face e a 

taxa de aumento das cargas máximas nos reforços diminuíram quando da aplicação de 

sobrecargas. Em outras palavras, a compactação pode fazer com que a massa de solo 

reforçada exiba um tipo de sobreadensamento que promove um comportamento mais 

rígido pós-construtivo. Esses resultados enfatizam a importância da compactação no 

comportamento dos MSRs e da correta modelagem da compactação para uma melhor 

representação das condições de campo. 

As análises também mostraram que, para uma dada rigidez do reforço, a 

presença de uma zona menos rígida próxima a face levou a uma maior Tmax e 

deslocamento lateral da face. Os incrementos pós-construtivos das cargas nos reforços 

e dos deslocamentos da face também aumentaram para os modelos em que uma zona 

menos rígida foi modelada atrás da face. Observou-se também que a presença dessa 

camada menos rígida e a não compactação do material levaram a maiores distorções 

junto a face quando o alteamento do muro. 

Os resultados destacam a importância da compactação do aterro e as condições 

do material atrás da face do muro. Observe que, sob condições reais de campo, é 

comum evitar a operação de compactadores pesados atrás da face (~ 0,5–1,0 m) para 
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minimizar a deformação externa induzida pela compactação e tensões laterais contra a 

parte posterior da face. No entanto, devido à compactação inadequada nesta zona, o 

muro pode apresentar comportamento inadequado de curto e longo prazo. Portanto, 

uma boa especificação para compactação do aterro pode ser utilizar soquete no 

intervalo de 0,5-1,0 m próximo ao revestimento e compactação por rolo além disso. O 

soquete pode promover uma tensão induzida pela compactação semelhante à 

encontrada em uma compactação de rolo típica (EHRLICH e MIRMORADI, 2016). 

3.4 SUGESTÕES  

Aprofundar o estudo a partir de modelagens numéricas que investiguem mais o 

efeito da compactação próxima a face com outros tipos de face, como em blocos, 

envelopada, para avaliar em quais o efeito é mais pronunciado e se em algum tipo o 

efeito é pouco relevante. Diferentes tipos de inclinação de face poderiam ser 

investigados considerando os efeitos acoplados de sobrecargas a montante e também 

de escavações localizadas no pé do muro. Além do acompanhamento de situações de 

campo através de monitoração de obras e modelagem física em laboratório. 
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The effects of the compaction conditions and backfill material behind the face of reinforced soil walls (RSWs) were
numerically investigated. The analyses were carried out using a two-dimensional finite-element computer program
considering different backfill materials in the zone 1 m behind the wall face and different compaction conditions. The
results of the analyses were compared with data from a 16.7 m high well-instrumented, steel-reinforced soil wall
constructed in 1999 in the USA. The results illustrate the importance of the compaction conditions and the backfill
material near the wall facing on the performance of RSWs both at the end of construction and post-construction.

Notation
Eref
oed odometric tangent stiffness

E50
ref secant stiffness

Eur
ref unloading/reloading stiffness

h wall height in a given staged construction
Ka active earth pressure coefficient
Ko at-rest earth pressure coefficient
L length of roller drum
m parameter in hardening soil model
Nγ soil bearing capacity factor
Rf failure ratio
Tmax maximum reinforcement load
To connection load
Q maximum vertical operating roller drum force
z depth
γ soil unit weight
γ′ effective soil unit weight
δhmax maximum horizontal facing displacement for the

wall height of h
σv vertical stress
σ0zc;i compaction-induced stress

1. Introduction
Reinforced soil walls (RSWs) have advantages over conventional
structures, but they are complicated mechanical structures with
multiple limit states for external, internal and face stability.
Regarding the external stability of these structures, analysis
can be carried out by considering the same methods as those
used for traditional earth-retaining structures. For internal
stability, analyses should prevent connection failure between
the reinforcement layers and the wall facing, reinforcement
failure and pullout.

The conventional approach to the internal stability design
of geosynthetic-reinforced structures considers closed sol-
utions based on active earth pressure; for metallic-reinforced

structures, the procedures are usually empirically based
(e.g. Aashto, 2017). For complicated design conditions, geo-
technical engineers may use advanced numerical modelling
techniques. The advantage of numerical models is that they
may be used to consider each controlling factor that affects
the performance of the RSW in isolation, and the results
obtained from validated numerical analysis may be used to
improve the accuracy of the design methods.

Regarding the compaction conditions of the backfill, on the one
hand, studies have shown the importance of the compaction-
induced stress (CIS) on the post-construction performance of
RSWs (e.g. Ehrlich et al., 2012; Ehrlich and Mirmoradi, 2016;
Ehrlich and Mitchell, 1995; Tatsuoka et al., 1997; Uchimura
et al., 2003). Moreover, the database presented by Koerner and
Koerner (2013), including 171 failed mechanically stabilised
earth (MSE) walls with geosynthetic reinforcement, revealed
that 72% of the failure case histories had poor or moderate
compaction. Koerner and Koerner (2018) extended this data-
base, considering 320 cases of MSE wall failures resulting in
either excessive deformation or actual collapse, and found an
even higher percentage of failure due to poor or moderate com-
paction (76%). On the other hand, using lightweight compac-
tion equipment has been recommended behind wall faces to
minimise compaction-induced outward deformation and lateral
stresses against the back of the facing and to prevent structural
damage to the wall facing (Berg et al., 2009). This may be com-
pensated for by placing higher quality backfill in this zone to
obtain the desired properties with reduced compaction effort. It
should be noted that this zone is an important part of the back-
fill from a structural standpoint and may have a significant
effect on the wall response, such as wall deformation and
maximum and connection reinforcement loads.

In recent decades, many experimental and numerical inves-
tigations have been carried out to determine the factors
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controlling the behaviour of RSWs (e.g. Abu-Hejleh et al.,
2002; Benjamim et al., 2007; Correia et al., 2011, 2017; Jewell
and Milligan, 1993; Koerner, 1996; Leshchinsky and Tatsuoka,
2013; Ling and Leshchinsky, 2003; Liu, 2012; Liu and Won,
2009; Mirmoradi et al., 2021; Mirmoradi and Ehrlich, 2016,
2017; Morrison et al., 2006; Nascimento et al., 2020; Palmeira
and Gomes, 1996; Rowe and Ho, 1993, 1998; Santos et al.,
2013; Scotland et al., 2016; Stuedlein et al., 2010, 2012; Wang
et al., 2018; Wu and Pham, 2010; Yoo and Kim, 2008). Other
studies in the literature aimed to highlight the importance
of CIS, among other factors, on the behaviour of RSWs (e.g.
Mirmoradi et al., 2020; Mirmoradi and Ehrlich, 2015a,
2015b). However, despite these extensive investigations, the
effects of the material used behind the face and CISs
have rarely been investigated in relation to the performance
of RSWs. Using numerical analyses, Hatami et al. (2008) con-
sidered the influence of inadequate compaction near the facing
on the construction response of wrapped-face walls and
reported an increase in wall deformation and reinforcement
strains in this region. Mirmoradi and Ehrlich (2018a) exper-
imentally evaluated the effect of compaction conditions at
the back of the block facing on the construction and post-
construction response of geosynthetic-reinforced soil walls.
This study demonstrated the considerable importance of
the effect of compaction behind the wall face on the post-
construction performance of the reinforced structure.

The main contribution of this paper is the examination of the
effects of compaction and the backfill material near the wall
face on the behaviour of RSWs at the end of construction and
post-construction. This has rarely been investigated. This study
was carried out considering different compaction conditions
and soil stiffnesses in a 1 m zone behind the wall face. This
length may be considered a common value in field work
employing lightweight compaction equipment to minimise the
compaction-induced outward deformation and lateral stresses
against the back of the facing. The results of the numerical
analyses using metallic reinforcement were validated against
data from a well-instrumented, steel-reinforced soil wall con-
structed in 1999 in the USA (Runser, 1999; Runser et al., 2001).
This wall has already been numerically simulated by Damians
et al. (2015), but that study did not include simulation of the
CIS. By contrast, in the work reported in this paper, the stress
induced due to compaction operations applied in the field was
employed in the numerical simulation.

2. Numerical model

2.1 General
Data from a well-instrumented, steel-reinforced soil wall
(Minnow Creek) built in 1999 in the USAwas used for validation
of the numerical analyses (Runser, 1999; Runser et al., 2001).
The geometry of the wall and the mesh used in the numerical
analyses are shown in Figure 1. The vertical facing wall was con-
structed to a height of 16.7 m. Precast concrete panels with a

cruciform shape (1.5� 1.5 m� 140 mm thickness) were used as
the facing. The horizontal joint (bearing pad) thickness is
20 mm. Metal strips were used as reinforcements (50 mm wide
and 4 mm thick), in lengths of 11.9 m and 12.5 m. The water
level is 2 m above the foundation. A 1.5 m high embankment is
located at the toe of the wall, as shown in Figure 1.

Numerical modelling was performed using the two-dimensional
finite-element computer program Plaxis (version 2015). To
model the soil layers and other volume clusters, 15-node tri-
angular elements were used. In addition to the triangular
elements (which are generally used to model soil), compatible
plate elements, geogrid elements and interface elements may be
generated to model the structural behaviour and soil–structure
interaction (Plaxis version 2015). A medium mesh was used to
divide the system into discrete segments for study. The size of
the elements was reduced at the facing–soil and soil–reinforce-
ment interfaces and adjacent to the panel joints. The total
numbers of elements and nodes used in the analysis were
approximately 9000 and 74 000, respectively. Sensitivity analyses
were performed to investigate the influence of the model dimen-
sions and mesh size. The geometry of the model employed in
this study was sufficient to avoid boundary effects. The adopted
mesh was considered after various analyses until the behaviour
of the model was not affected by the mesh size.

2.2 Material properties
The hardening soil model and the Mohr–Coulomb model,
respectively, were used for stress–strain modelling of the backfill
and foundation. Hyperbolic stress–strain curves were arranged to
fit the measurements from laboratory triaxial tests reported by
Damians et al. (2015). A good match was shown for the range of
confining pressure in the analysed wall (Damians et al., 2015).
Additionally, using ϕps ¼ 1:2ϕtx, as proposed by Kulhawy and
Mayne (1990), the triaxial friction angle (ϕtx) was converted to a
plane strain peak friction angle (ϕps). A power law (parameter
m), which describes the stress-dependent stiffness of the soil in
the hardening soil model, was employed with m= 0.5. This
value was adopted based on studies carried out by Janbu (1963),
who reported values of m of approximately 0.5 for Norwegian
sands. The Plaxis default value of Eur

ref (unloading/reloading stiff-
ness) equal to 3E50

ref (secant stiffness) was used.

The reinforcement was modelled using geogrid elements with
linear-elastic behaviour, which is a reasonable assumption under
working stress conditions (e.g. Damians et al., 2015; Mirmoradi
and Ehrlich, 2017). For simulation of the facing panels and the
joints, linear-elastic beam elements were employed. The number
of reinforcement layers was 22, with a variation in the axial stiff-
ness (EA) of 44 MN/m to 133 MN/m, depending on the layer
elevation. This variation was due to the change in the number
of strips per panel. At the ends of the reinforcement layer, a soft
soil zone was used to ensure a zero predicted axial load at the
distal end of the reinforcing strips (Damians et al., 2015;
Mirmoradi and Ehrlich, 2015b).
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In addition to the metallic reinforcement used in the
Minnow Creek wall, reinforcements with axial stiffnesses of
0.44–1.33 MN/m (corresponding to conventional polymeric
reinforcements) were also employed to evaluate the influence of
reinforcement stiffness in combination with the compaction and
backfill material near the wall face on the behaviour of RSWs.

Perfect adherence was assumed (i.e. Rint = 1) between the soil
and reinforcement, except for the first metre near to the wall
facing and the facing–soil interface, where a value of R=0.25
was used (the same as employed by Damians et al. (2015)).
Using a linear-elastic material with perfect interface adherence
to the adjacent soil is a reasonable assumption under working
stress conditions (e.g. Ehrlich and Mirmoradi, 2013; Ehrlich
and Mitchell, 1994; Hatami and Bathurst, 2005; Mirmoradi
and Ehrlich, 2014).

2.3 Backfill compaction
The wall was constructed in stages: 0.75 m thick soil lifts were
placed and compacted until the final wall height was reached.
The material properties employed by Damians et al. (2015) were

used in the present study (Table 1). Awalk-behind vibratory plate
compactor was used in the first metre near to the face. Roller
compaction was applied behind this 1 m zone with a Hamm
2410SD single drum vibratory compactor (Runser, 1999).

The effect of compaction was modelled using the procedure
proposed by Mirmoradi and Ehrlich (2015a, 2015b, 2018b),
which – during staged construction – considers the vertical stress
at the top and bottom of each soil layer. This procedure was also
used in other studies in which the CIS was numerically simulated
(e.g. Ehrlich et al., 2021; Scotland et al., 2016). Considering the
characteristics of the compaction equipment used for backfill
compaction, the CIS (σ0zc;i) was calculated using Equation 1,
developed by Ehrlich and Mitchell (1994) (see Table 1).

1: σ0zc;i ¼ 1þ Kað Þ
1þ Koð Þ

γ0QNγ

2L

� �1=2

In Equation 1, γ′ is the effective soil unit weight, Ka is the active
earth pressure coefficient, Ko is the at-rest earth pressure coeffi-
cient, Q is the maximum vertical operating roller drum force

25.0 15.5 19.5
11.9

Facing panels

1.50

0.7516.7

1.5

Reinforced soil

Reinforcement Retained fill

20.0 Foundation soil

60.0

Figure 1. Mesh used in the numerical analyses (dimensions in m)
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(including both the static weight of the drum and the dynamic
force), Nγ is the soil bearing capacity factor and L is the length of
the roller drum.

To investigate the effect of compaction of the backfill near the
facing, different conditions were evaluated in the first metre
behind the wall facing. These were carried out considering the
effects of CIS and soil parameters in isolation. Two different
CISs were investigated in the analyses – without CIS and with
CIS. In the former, CIS was not applied on the backfill. In the
model with CIS, the CIS values were determined using Equation
1 and applied on the backfill soil (see Table 1). For each case,
two different sets of backfill material properties were employed

& condition I: the first metre behind the wall facing was
simulated using parameters with lower stiffness values than
the rest of the reinforced soil zone

& condition II: the entire reinforced soil zone, including the
first metre behind the wall facing and beyond, was
simulated employing the same backfill parameters.

3. Results and discussion
Figure 2 shows a comparison of the measured and calculated
values of the axial loads in the reinforcement at the end of con-
struction at the connection, To (Figure 2(a)), and the maximum
loads, Tmax (Figure 2(b)). Of note, the measured data presented
in this paper has been provided by Runser (1999) and Runser
et al. (2001). The figure shows that, at the top of the wall and
for a given backfill condition, CIS modelling led to an increase
in the connection loads and the maximum loads in the
reinforcements. The difference between the reinforcement loads
calculated for the models without and with CIS simulation
decreased with depth as the effect of CIS was overcome by the
increase in overburden pressure. Figure 2 also shows that, for

the given compaction conditions, the models in which a stiffer
backfill behind the wall facing was used (condition II) presented
greater To and lower Tmax values compared with condition I.
The measured reinforcement loads were best represented by the
model in which the CIS was applied on the backfill (with CIS)
and the stiffer backfill was used behind the wall face (condition

Table 1. Input parameters used in the analyses

Backfill

FoundationReinforced soil Retained fill

Unit weight, saturated: kN/m3 22.5 21.8 22.8
Unit weight, unsaturated: kN/m3 21.8 20.8 18.85
Cohesion: kPa 1 1 50
Plane strain peak friction angle: degrees 44 41 45
Dilatancy angle: degrees 14 11 15
Elastic modulus: MPa — 110
Poisson’s ratio — 0.3
Model Hardening soil

(m=0.5, Rf = 0.75)
Hardening soil

(m=0.9, Rf = 0.9)
Mohr–Coulomb

<1.0 m from facing >1.0 m from facing
Condition I Condition II

E50ref: MPa 3 10 10 5.5
Erefoed: MPa 3 10 10 5.5
Eurref: MPa 9.2 30 30 16.6
Poisson’s ratio 0.2 0.2
σ0zc;i : kPa 0 and 70 0 and 290 0 and 243
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Figure 2. Comparison of measured and calculated values of
(a) connection loads and (b) maximum reinforcement loads,
considering different compaction and backfill conditions (the
dashed and solid lines represent conditions I and II, respectively)
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II). The results presented by Damians et al. (2015) indicated
that deviations between the measured and calculated values of
To near the base of the structure may be related to the effect of
the 1.5 m high rip-rap located at the toe.

Figure 3 shows the measured and calculated values of the
loads along the reinforcements at the end of construction, con-
sidering different compaction and backfill conditions for the
reinforcement layers placed at 1.9 m, 4.9 m, 7.9 m, 10.9 m and
13.9 m measured from the bottom of the wall. For the given
backfill conditions, the numerical analyses considering the
simulation of CIS (with CIS) properly represented the effect of
backfill compaction on the reinforcement loads measured in
the layers located at the top of the wall, where a significant
increase in the reinforcement loads occurred. At the bottom of
the wall (layers placed at 1.9 m, 4.9 m and 7.9 m), the CIS
was less than the overburden stress, so the effects of com-
paction were not significantly felt by the soil, and the
measured and calculated values were similar irrespective of the
compaction conditions assumed in the analyses. The results
obtained in layers placed at elevations of 10.9 m and 13.9 m
illustrate the importance of considering the reinforcement load
increment due to compaction. Moreover, for the given compac-
tion conditions, numerical modelling considering backfill
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Figure 3. Measured and calculated values of tensile loads along
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compaction and backfill conditions (dashed and solid lines
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condition I resulted in a greater load mobilisation along the
reinforcements compared with condition II.

Figure 4 shows the measured and modelled values of the lateral
displacements of the wall for different compaction and backfill
conditions. The results show that, for the given compaction
conditions, the lateral displacement of the model using backfill
condition I was higher than for condition II. Additionally, for
the given backfill conditions, as expected, the calculated curves
indicate an increase in the lateral displacement of the wall facing
when CIS was considered in the analyses. The difference between
the calculated lateral displacements using the models with and
without simulation of CIS depended significantly on the backfill
conditions, highlighting the importance of the backfill conditions
in the vicinity of the facing element on the wall’s performance. It
should be noted that, in real walls, staged construction and align-
ment of the facing panels are usually carried out. However, this
was not performed in the numerical analyses, which may explain
the discrepancy between the measured and calculated values.

Figure 5 shows a comparison of the measured and numerically
determined values of the horizontal stress at the back of the
wall face as a function of wall height for different compaction

and backfill conditions. The results show an increase in horiz-
ontal stress when CIS modelling was applied on the backfill.
Furthermore, the difference between the results using the two
compaction conditions decreased when the stiffer backfill was
employed behind the wall facing (condition II). These results
indicate the relevance of the compaction and backfill con-
ditions near the facing on the horizontal pressures acting
against the facing elements. In general, for a given backfill con-
dition, the models in which CIS was considered in the analysis
better represented the horizontal stresses measured at the back
of the wall face using earth pressure cells. The analysis without
CIS gave a better fit with the values provided by the instru-
mented connections.

Figure 6 compares the measured and modelled vertical
loads at the toe considering different compaction and backfill
conditions for different stages of the wall construction. The
vertical force on the levelling pad was measured using four
hydraulic load cells – two were placed beneath the bottom half
panel (A+B) and two beneath the bottom full panel of the
instrumented section (C+D). Runser et al. (2001) reported
that load cell C failed 3 months into construction and, there-
after, its value was taken to be equal to that of load cell D.
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Figure 5. Comparison of measured values of the horizontal stress
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Figure 6 shows that, for the given backfill conditions, the model
without CIS led to a higher vertical toe load compared with the
model considering CIS. This may be explained by the effect of
downdrag, which was greater in the model without CIS. It
should be noted that, due to backfill compaction, the relative
movements between the facing element and the reinforced soil
mass will decrease, which results in a reduction in the effect of
downdrag. Moreover, for the studied compaction conditions, the
model with backfill condition I led to a lower vertical toe load
compared with condition II. This behaviour is in accordance
with the results determined for the connection loads (see
Figure 2). This indicates a combined effect of CIS and backfill
stiffness behind the wall face on the downdrag effect. In general,
the measured values were best represented by the model for
backfill condition I and the application of CIS.

Figure 7 shows the measured and calculated values of the ver-
tical stress as a function of the distance from the wall facing, at
different elevations from the bottom of the wall. As in the
other figures, the results are presented considering different
backfill and compaction conditions. Vertical stresses are basi-
cally controlled by the overburden stress and the differential
movements between the facing and the reinforced soil mass
(e.g. Nascimento et al., 2020). A reasonably good agreement
was observed between the measured and calculated values, irre-
spective of the backfill and compaction conditions used in the
modelling. Clearly, vertical stresses are insensitive to compac-
tion-induced horizontal stresses and backfill conditions.

As mentioned earlier in the paper, in addition to the metallic
reinforcement used in the Minnow Creek wall, reinforcements
with axial stiffnesses of 0.44–1.33 MN/m, corresponding to con-
ventional polymeric reinforcements, were also employed to inves-
tigate the influence of reinforcement stiffness in combination
with the compaction and backfill material near the wall face.
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Figures 8(a) and 8(b) show the maximum normalised horizontal
displacement during wall construction for different compaction
and backfill conditions for the geosynthetic and metallic
reinforcements respectively. The figure shows that, for a given
reinforcement stiffness and compaction condition, backfill con-
dition I led to a greater maximum horizontal displacement than
condition II. Additionally, for a given backfill condition and
reinforcement stiffness, consideration of the CIS resulted in a
greater maximum horizontal displacement during wall construc-
tion, which was more pronounced in the beginning stages of
construction. The difference decreased during wall construction
as the maximum horizontal displacement increased at a higher
rate in the models without backfill compaction.

Figure 9 shows the normalised summation of Tmax

ðPTmax=γH2Þ during wall construction for different reinforce-
ment stiffnesses, compaction and backfill conditions. For a
given reinforcement stiffness and backfill condition, the nor-
malised ∑Tmax at the beginning stages of construction was sig-
nificantly higher for the models considering CIS compared
with the no-compaction condition. These discrepancies
gradually reduced during wall construction and reached the
minimum value at the end of construction. This is because the
residual stress in the soil layer due to CIS will vanish when
the geostatic stress at the top of the soil layer exceeds the
value of the vertical induced stress due to the compaction
operation and the effects of the induced stresses due to
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compaction will no longer be felt by the soil. Furthermore, for
a given reinforcement stiffness and compaction condition, the
models with backfill condition I showed higher values of
∑Tmax compared with condition II.

To better understand the effect of CIS and backfill conditions
on the post-construction performance of RSWs, an elevation
of the model was chosen (10.7 m) and the increments in
∑Tmax (Figure 10), the maximum horizontal displacement
(Figure 11), the vertical displacement behind the wall face
(Figure 12) and angular distortion (Figure 13) at this level
were analysed during construction of the rest of the wall up to
the final level (i.e. 16.7 m). These analyses should closely rep-
resent the post-construction behaviour of the 10.7 m high
model during construction of a backslope on top.

The results show that, for considered reinforcement stiffness
and backfill conditions, the increments of ∑Tmax (Figure 10),

maximum horizontal displacement (Figure 11) and vertical
displacement behind the wall face (Figure 12) significantly
decreased when CIS was applied on the backfill. Moreover,
using softer material near the face (condition I) led to higher
post-construction values of ∑Tmax and horizontal and vertical
displacements compared with the models in which the same
material for the reinforced backfill was employed (condition
II). As noted by Ehrlich and Mitchell (1995) and Ehrlich et al.
(2012), compaction may cause a reinforced soil mass to exhibit
a kind of over-consolidation, which promotes stiffer behaviour
after construction.

Figure 13 shows the values of angular distortion (defined as
the differential settlement between two points divided by the
distance between those points) of the backfill layer along the
level of 10.7 m height using geosynthetic (Figure 13(a)) and
metallic (Figure 13(b)) reinforcements. The results are pre-
sented for different backfill and compaction conditions

0

100

200

300

400

500

10 12 14 16 18

Wall height during construction: m

10 12 14

(a) (b)

16 18

Without CIS
With CISIn

cr
em

en
t 

of
 h

or
iz

on
ta

l
di

sp
la

ce
m

en
t:

 m
m

Figure 11. Maximum horizontal displacement increment of 10.7 m high wall during construction of the rest of the wall up to the final
level for (a) geosynthetic reinforcement and (b) metallic reinforcement considering different compaction and backfill conditions (dashed
and solid lines represent conditions I and II, respectively)

0

100

200

300

10 12 14 16 18

Wall height during construction: m

10 12 14

(a) (b)

16 18

Without CIS

With CIS

In
cr

em
en

t 
of

 v
er

tic
al

 d
is

pl
ac

em
en

t:
 m

m

Figure 12. Vertical displacement behind the wall face at the top of 10.7 m high wall during construction of the rest of the wall up to
16.7 m for (a) geosynthetic reinforcement and (b) metallic reinforcement considering different compaction and backfill conditions (dashed
and solid lines represent conditions I and II, respectively)

9

Geotechnical Engineering Numerical evaluation of backfill
compaction behind the face of
reinforced soil walls
Ehrlich, Mirmoradi and Tortureli

Offprint provided courtesy of www.icevirtuallibrary.com
Author copy for personal use, not for distribution



corresponding to the final level of construction (i.e. 16.7 m).
For a given backfill condition and reinforcement stiffness, the
wall without CIS led to higher values of angular distortion
values compared with the model with CIS. However, the dis-
crepancies between the values were mainly limited to behind
the face and decreases with distance from the wall face. The
figure also shows that employing backfill condition I led to
greater angular distortion due to the softer material used
behind the wall face.

4. Conclusions
The effects of compaction condition and backfill material
behind a wall facing were numerically investigated for a
16.7 m high RSW. Different backfill materials in the 1 m zone
behind the wall face (conditions I and II) and compaction
conditions (without CIS and with CIS) were evaluated in
the analyses. Additionally, by considering metallic and geo-
synthetic reinforcements, different reinforcement stiffnesses
were analysed to provide a better understanding of the behav-
iour of RSWs.

The results of this work highlight the importance of CIS
and backfill conditions behind the wall face on the performance
of reinforced soil structures both at the end of construction and
post-construction. CIS reduces the effect of downdrag, which
results in a lower connection load. Additionally, consideration
of CIS was found to increase the wall’s lateral displacement
and reinforcement loads in the layers near the top of the wall
during construction. However, the post-construction facing
displacements and the rate of increase of the maximum
reinforcement loads were reduced. In other words, compaction
may cause a reinforced soil mass to exhibit a kind of over-

consolidation that promotes stiffer behaviour after construction.
These results emphasise the importance of compaction on the
behaviour of RSWs and of correct compaction modelling for a
better representation of field conditions.

The results also show that, for a given reinforcement stiffness,
the presence of a soft zone near the facing led to a higher
values of Tmax and lateral facing displacement. The post-
construction increments of the reinforcement loads and facing
displacements also increased for the models in which a softer
zone was modelled behind the facing. This highlights the impor-
tance of the backfill compaction and the material conditions
behind the wall face. It should be noted that, in actual field-
work, it is common to avoid the operation of heavy compactors
behind the facing (�0.5–1.0 m) in order to minimise com-
paction-induced outward deformation and lateral stresses
against the back of the facing. Nevertheless, due to inadequate
compaction in this zone, a wall may present unexpected short-
and long-term behaviour. Therefore, a good specification for
backfill compaction may be tamper compaction in the interval
0.5–1.0 m near the facing and roller compaction beyond that.
Tamper compaction may lead to a condition that is more
similar to that found in typical roller compaction (i.e. similar
CIS) (Ehrlich and Mirmoradi, 2016).
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