






408 IBRACON Structures and Materials Journal • 2020 • vol. 13 • nº 2

Fire behavior of shallow prestressed hollow core slabs from computational modeling

greater temperature observed in the prestressing reinforcements 
after 90 minutes.

4.5	 Thermo-mechanical response

The thermo-mechanical model evaluated, besides the temperature 
profile in the cross-section, the vertical displacement and cracking 

pattern of the slab when exposed to standard fire. The hollow core 
slab was simply supported and restricted to displacement in the 
horizontal (or longitudinal) direction of the slab.
The prestress of strand reinforcement used in modeling was 1305 
MPa, which gives a force of 13.18 kN in each strand with diameter 
of 12.7 mm. This stress represents 70% of the yield strength of the 
prestressing steel and was the value applied in the fabrication of 

Figure 17
(a) Variation of displacement with fire exposure time; (b) cracking pattern of slab after 60, 90 and 120 minutes
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the slab [26]. Mechanical loading was represented by means of 
two concentrated forces of 69.4 kN each, applied according the 
test setup shown in Figure 8. This loading corresponds to 60% of 
the ultimate loading of the slab at ambient temperature.
The variation of the vertical displacement in the middle of the span 
obtained from thermo-mechanical analysis is shown in Figure 17a. 
This response is compared to the computational simulation devel-
oped by Shakya and Kodur [26], and it is observed that the vertical 
displacement obtained from DIANA® 9.6 software is greater after 40 
minutes. This happened even though the temperature in the pre-
stressing reinforcement obtained from the third thermal modeling 
strategy is the same as the temperature obtained from Shakya and 
Kodur [26] up to, approximately, 90 minutes. A possible reason for 
this divergence may be due to the different constitutive laws of con-
crete used in this paper and that used by Shakya and Kodur [26]. 
Despite this difference, a small and similar deflection rate up to 90 
minutes from the two computational models is observed, i.e., the 
deflection rate is approximately 0.6 mm/min from the modeling of 
Shakya and Kodur [26] and 0.9 mm/min that from the modeling in 
this paper. The loaded slab was assumed to collapse, according 
to UNI-EN 1363-1 [27], after 90 minutes when the deflection rate 
reached the limiting value given as follows: 

(1)

In this expression, L is the span of the slab, and d is the thickness 
of the slab. For the hollow core slab in this analysis, the limit of 
the deflection rate is v = 8.9 mm/min. This value was not achieved 
in any of the computational models, which indicates that this slab 
would resist up to 140 minutes of standard fire without reaching 
collapse. The ultimate bending moment of the hollow core slab af-
ter fire exposure using a simplified design method was evaluated 
in next section to confirm this hypothesis.
Figure 17b shows the cracking pattern of the hollow core slab after 
60, 90 and 120 minutes of fire exposure, obtained from computa-
tional modeling. This cracking pattern is very close to that obtained 
by Kodur and Shakya [26]. The cracks in the longitudinal direction 
started in the test after 20 minutes, as well as in this computational 
model. The bending cracks started at 60 minutes, and at 75 min-
utes the shear cracks appear. 

4.6	 Evaluation of flexural resistance by simplified
	 design method

The flexural resistance of a hollow core slab for a specific time 
of fire exposure, or residual resistance, can be determined from 
simplified design methods like the 500 °C isotherm method de-
scribed in Section 2.2. If the temperature profile in the cross-sec-
tion, including the temperature of the prestressing reinforcements, 
is known, the reduced strength of prestressing steel at elevated 
temperature is determined from Figure 1f, as recommended by Eu-
rocode 2 [3]. For each time, the flexural resistance is determined 
from the classical theory of reinforced and prestressed concrete 
considering the rupture domains for the ultimate limit state defined 
by Brazilian standard NBR 6118:2014 [37]. The temperature profile 
used in this analysis was determined from the first and third model-
ing strategies described in Section 4.4.

Results obtained from simplified design method are compared with 
the results obtained from computational modeling developed by 
Shakya and Kodur [26] in Figure 18. It is noted that the ultimate 
bending moment at ambient temperature for this slab was estimat-
ed at 160 kNm by Shakya and Kodur [26] and at 179 kNm by the 
simplified method. Then, the ultimate bending moment estimated 
by the simplified design method is only 12% greater than value 
obtained from nonlinear mechanical modeling.
The resistance of the prestressing reinforcement decreases with 
the increase of the temperature, which results in a decrease of 
the flexural resistance of the hollow core slab. Unitary values for 
partial factors for the strength of steel and concrete are adopted, 
and the reduction of the compressive strength of the concrete due 
to long-term effects (creep) is not considered since a fire is an ex-
ceptional action. It is noted from Figure 18 that the rate of decrease 
of the flexural resistance of the hollow core slab estimated by the 
simplified design method is slightly greater than that predicted by 
Shakya and Kodur [26] for up to 80 minutes of standard fire. After 
this time, the simplified design method with the temperature profile 
obtained from the first modeling strategy tends to estimate flexural 
resistance close to values obtained from the nonlinear mechanical 
modeling, while the third modeling strategy used to determine the 
temperature profile tends to provide lower flexural resistance.
From Table 3, this hollow core can satisfy a TRRF of 90 to 120 
minutes, depending on the ratio between the factored design mo-
ment in fire conditions and the design moment capacity at ambi-
ent temperature (MSd/MRd). Since this hollow core slab was loaded 
by 60% of its ultimate loading at ambient temperature, the MSd/
MRd ratio of this slab is equal to 0.6, and it can be concluded from 
Table 3 that this slab would support 90 minutes of standard fire. 
Taking MSd = 96 kNm, i.e., 60% of the flexural strength at ambient 
temperature estimated by Shakya and Kodur [26] and 54% of the 
flexural strength estimated by the simplified design method, it can 
be concluded from Figure 18 that the collapse of this slab would be 
reached between 80 and 90 minutes. This is in agreement with the 

Figure 18
Flexural strength of hollow core slab with time 
of exposure to standard fire
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tabulated data presented in Table 3. There is no influence of the 
thermal modeling strategy in this analysis, since the temperature 
in the prestressing reinforcement is the same in all strategies until 
90 minutes of fire exposure.
If this hollow core slab is required to support 120 minutes of stan-
dard fire without collapse, the MSd/MRd ratio from Table 3 should not 
be greater than 0.49. That is, the factored design moment in fire 
conditions of the slab after 120 minutes of exposure to standard 
fire (MSd) would be 78 kNm. The simplified design method indicates 
that the slab reaches this flexural strength at 90 to 100 minutes 
when exposed to standard fire (Figure 18). The greater period of 
exposure was obtained from the first thermal modeling strategy. 
This shows that the tabulated data, in this case, overestimate the 
flexural strength of the slab after 120 minutes of exposure to stan-
dard fire.

5.	 Shallow hollow core slab exposed to fire

This section analyzes the performance of a shallow hollow core 
slab when exposed to standard fire. The hollow core slab taken for 
this analysis is 16 cm thick, as commonly used in civil construction 
with small span or lower live loadings. The geometry of the hollow 
core slab is shown in Figure 19. The test results of this slab under 
ambient temperature can be found in reference [36]. For thermal 
analysis, the bottom face of this hollow core slab was exposed to 
standard fire recommended by ISO 834 [38]. The temperature–
time curve of ISO 834 is similar to the temperature–curve of ASTM 
E-119 [2] used in the validation of the computational model.

5.1	 Material properties

The thermal properties of the reinforcing steel and concrete used 
in this model are the same as those described in Section 4.2, 
shown in Table 4, while the physical properties are taken from 
reference [36]. The prestressing steel is represented by a perfect 

elastoplastic material with von Mises yield criterion, both at ambi-
ent temperature and at elevated temperature. The yield strength of 
the steel is 1900 MPa. The Total Strain Crack Model with smeared 
cracking is used to represent concrete behavior. The exponential 
curve is used in tension softening (Figure 2a), and the parabolic 
curve is used for compression behavior (Figure 2b). The strength 
decrease of the material at elevated temperature is similar to that 
shown in Figure 1. 

5.2	 Finite element mesh and modeling strategies

Two different modeling strategies were performed to determine the 
temperature profile of the slab cross-section: firstly with the tem-
perature–time curve of ISO 834 applied only on the bottom face 
of the slab, and secondly considering the heat flow from the lower 
(hotter) area of the void to the upper (colder) area of the void. The 

Figure 19
Cross-section of shallow hollow core slab – 
dimensions in mm [36]

Figure 20
Temperature–time curve applied to the upper area 
of voids in shallow hollow core slab

Figure 21
Cross-section of the shallow hollow core slab with 
finite element mesh

Figure 22
Temperature profile after 60 minutes – shallow hollow core slab: a) first modeling strategy; b) second 
modeling strategy

a b
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temperature–time curve to be applied to upper area of the void to 
simulate the convection and radiation flux inside the voids is de-
fined from the average of the nodal temperature in the lower area 
of the void. Figure 20 shows the temperature–time curve applied to 
the upper area of the void for the shallow hollow core slab.
Figure 21 shows the mesh in the cross-section of the slab. The 
finite elements have an approximate size of 5 mm, resulting in 
1266 finite elements. The Q4HT finite element is used in the cross-
section of the slab, and the B2HT element is used for boundary 
conditions. The top face and side faces are insulated and do not 
transfer heat to ambient air.

5.3	 Thermal response

The temperature profile along the cross-section of the shallow hol-
low core slab after 60 minutes is shown in Figure 22. Figure 23 
shows the variation of temperature with fire exposure time in the 
points A (prestressing strand, with a distance of 32 mm from the 
bottom face), B (middle thickness of the slab), C (40 mm below the 
top face) and D (top face). It is noted that the temperature in the 
prestressing strand for the two modeling strategies is similar until 
90 minutes. After this time, it is noted that there is a tendency to 
more elevated temperatures in modeling strategy with the temper-
ature–time curve applied on upper face of the void. The tempera-
ture in points B, C and D in this modeling strategy is much higher, 
reaching 117 °C on the top face of the slab after 60 minutes of 
slab exposure to standard fire. At this time, the temperature in the 
prestressing strand reaches 505 °C. This value is more than that 
provided by Figure 24 and by the other technical literature [39], 
where this value of temperature in the reinforcement was reached 
only after 120 minutes of slab exposure to fire.

Figure 23
Variation of temperature with fire exposure time – shallow hollow core slab

A B

D

C

Figure 24
Temperature of reinforcement as a function 
of the distance from the face exposed to fire [6]

Figure 25
Variation of temperature with fire exposure time – hollow core slab with thickness of 20 cm
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G
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Mostly, the temperature profile available in the technical literature 
was obtained from hollow core slabs with thickness greater than 
20 cm. When the thickness of this hollow core slab is increased to 
20 cm, the temperature in the prestressing strand reaches 380 °C 
(Figure 25) after 60 minutes of slab exposure standard fire. This 
temperature value is similar to that predicted by Figure 24. Then, 
it can be concluded that besides the distance of the reinforcement 
to the bottom face of the slab, the thickness of the hollow core has 
great influence on the variation of reinforcement temperature. 

5.4	 Evaluation of flexural resistance

Initially, the flexural strength at ambient temperature of the shallow 
hollow core slab was determined from nonlinear mechanical model-

ing, according to the test setup shown in Figure 26. The bending 
moment versus deflection of the slab is shown in Figure 27. It is 
observed that the ultimate bending moment obtained from modeling 
is 102 kNm, while the ultimate bending moment from the test is 99.6 
kNm [36]. A difference of only 2.4% was observed, which validates 
the computational modeling. The ultimate bending moment at ambi-
ent temperature estimated by the simplified design method is 110.1 
kNm, that is, a difference of 10% from the test value was obtained. 
This proves the ability of the simplified design method to estimate 
the flexural strength of the shallow hollow core slab in analysis.
Figure 28 shows the decrease in the flexural resistance of the slab 
with the time of exposure to standard fire obtained from the 500°C 
isotherm simplified design method, as described in Section 2.2. In 
this analysis, the first thermal modeling strategy was used, since 
no influence of the modeling strategy at a temperature of reinforce-
ment until 90 minutes was observed. In this figure, the bending 
moment of 66.1 kNm is also highlighted, which represents 60% of 
the ultimate bending moment at ambient temperature.
According to Table 3, this shallow hollow core slab can satisfy a TRRF 
of 60 minutes for an MSd/MRd ratio greater than 0.6. However, as can 
be seen in Figure 28, this MSd/MRd ratio is achieved after 35 minutes of 
slab exposure to standard fire. After 60 minutes of exposure to stan-
dard fire, the flexural strength of the slab is only 29% of the ultimate 
bending moment at ambient temperature. This result shows that the 
tabulated data, in this case, greatly overestimate the flexural strength 
of the slab after 60 minutes of exposure to standard fire.

6.	 Conclusions

The main conclusions of this research are:
n	 From the three thermal modeling strategies analyzed, it was 

concluded that the best representation of the temperature in the 
cross-section of the hollow core slab with thickness of 20 cm is 
given when the temperature–time curve is applied to the upper 
area of the void to simulate the heat flow into the voids. However, 

Figure 26
Test setup for mechanical testing of shallow hollow 
core slab [36] – dimensions in cm

Figure 27
Load versus deflection for shallow hollow core slab 
at ambient temperature [36]

Figure 28
Flexural strength of shallow hollow core slab with 
time of exposure to standard fire



413IBRACON Structures and Materials Journal • 2020 • vol. 13 • nº 2

 	 D. L. ARAÚJO  |  G. D. C. PINTO

this strategy can overestimate the temperature in the reinforce-
ments for exposure to standard fire greater than 90 minutes.

n	 In the absence of a more precise criterion for estimating the tem-
perature–time curve to be applied for voids, the methodology 
based an average temperature measured in the lower area of 
the voids can be used to estimate the temperature in concrete. 
Similar methodologies are recommended in other research 
available in the literature, but these studies do not show the tem-
perature–time curve used in computational modeling of hollow 
core slabs for comparison with the curves obtained in this paper. 

n	 The analysis of temperature–time curves obtained in this paper 
for voids shows a clear delay in heat flow of the shallow slab 
with thickness of 16 cm with oblong voids when compared to 
the hollow core slab with circular voids and thickness of 20 cm. 
However, this delay did not reduce the final temperature in the 
upper area of the voids after 140 minutes of exposure to fire. 
This delay is due to the greater distance between the lower 
face of the voids and the bottom face of the slab in shallow 
hollow core slabs. This distance is 35 mm in the shallow hollow 
core slab and 25 mm in the hollow core slab with circular voids.

n	 According to the tabular method presented by Brazilian standard 
NBR 9062, the 20 cm thick hollow core slab (with c1 = 44 mm) 
should be able to resist 90 minutes of standard fire when the 
MSd/MRd is equal to or greater than 0.6 and 120 minutes when 
this ratio ranges from 0.4 to 0.49. From the 500 °C isotherm sim-
plified design method, it is concluded that this slab resists stan-
dard fire without collapse until 80 to 90 minutes for MSd/MRd ratio 
equal to 0.6 and until 90 to 100 minutes for MSd/MRd ratio equal to 
0.49. Thus, the tabulated data are suitable for estimating the fire 
resistance of the hollow core slab for MSd/MRd ratio equal to 0.6, 
but the tabulated overestimate it for MSd/MRd ratio equal to 0.49.

n	 The thermal modeling of the shallow hollow core slab with thick-
ness of 16 cm and c1 = 32 mm showed that the temperature 
of the prestressing reinforcement is greater than the values 
predicted in the technical literature, regardless of the thermal 
strategy adopted. For 60 minutes of exposure to standard fire, 
a temperature of the reinforcement was reached that would be 
reached only at 120 minutes according to the technical litera-
ture. This behavior is due to the lower thickness of the hollow 
core slab, since the same slab, but with thickness of 20 cm, 
has a lower temperature of the reinforcement, similar to the 
values predicted in the literature.

n	 According to the tabulated data of Brazilian standard NBR 
9062, a shallow hollow core slab with thickness of 16 cm and 
c1 = 32 mm should be able to resist 60 minutes of standard fire 
with MSd/MRd ratio greater than 0.6 without collapse. However, 
from the 500 °C isotherm simplified design method, the ratio of 
MSd/MRd equal to 0.6 is reached only after 35 minutes of expo-
sure to standard fire. After 60 minutes of exposure to standard 
fire, the flexural strength is only 29% of the ultimate bending 
moment of the slab at ambient temperature. This result shows 
that the tabulated data greatly overestimate the fire resistance 
of the shallow hollow core slab. The temperature profiles avail-
able in the literature were generally obtained from hollow core 
slabs with thickness greater than 20 cm, so they underestimate 
the temperature profile in shallow hollow core slabs.

Results from this research show the importance of using a more 

refined method for estimation of the fire resistance of hollow core 
slabs in projects, since other relevant parameters, such as ge-
ometry of the voids, thickness of the slab and the distance from 
voids to the bottom face of the slab, not only the distance from 
the reinforcement to the slab face exposed to fire, influence the 
temperature of the reinforcement. The 500 °C isotherm simplified 
design method associated with a temperature profile obtained from 
a thermal modeling provides more realistic estimates of fire resis-
tance and should, whenever possible, be adopted for the design of 
hollow core slabs exposed to fire.
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Abstract 

Resumo

Prestressed hollow core slabs are one of the structural systems whose use has increased the most in recent years in Brazil due to its efficiency and 
versatility. They can be used in many types of structural systems, such as masonry, precast concrete, cast-in-place concrete and steel structures. 
However, there are few analytical models to evaluate the fire behavior of hollow core slabs. In a simplified way, the fire resistance is evaluated 
indirectly through the minimum distance of the surface in contact with fire to the reinforcement axis. In this paper, some numerical models in finite 
element software were developed to analyze the variation of temperature with fire exposure time of shallow hollow core slabs, focusing on the 
presence of voids in the transversal section of the slab. The 500 °C isotherm method applied to 20 cm high slabs confirmed the Standard Fire 
Resistance obtained from the tabular method. However, when applied to shallow prestressed hollow core slabs that are 16 cm high, the 500 °C 
isotherm method indicated that the Standard Fire Resistance of these slabs is lower than values obtained from tabular methods.

Keywords: shallow hollow-core slabs, fire resistance, precast concrete, computational modeling.

As lajes alveolares protendidas são um dos sistemas estruturais que mais ganhou força nos últimos anos no Brasil devido a sua eficiência e ver-
satilidade. Podem ser empregadas em vários tipos de sistemas construtivos como: alvenaria estrutural, concreto pré-moldado, concreto moldado 
in loco e estrutura metálica. Contudo, ainda há poucos modelos de cálculo racionais para avaliar o comportamento ao fogo das lajes alveolares, 
sendo que, de forma simplificada, sua resistência ao fogo é avaliada de forma indireta pela garantia de uma distância mínima do eixo da armadura 
até a face do elemento estrutural submetida ao fogo. Neste artigo são apresentados alguns modelos numéricos desenvolvidos em um programa 
de elementos finitos para analisar a distribuição da temperatura em lajes alveolares de altura reduzida quando em situação de incêndio, com foco 
na influência da presença dos alvéolos. O método das isotermas de 500 °C aplicado a lajes com 20 cm de altura confirmaram alguns dos Tempos 
Requeridos de Resistência ao Fogo (TRRF) indicados nos métodos tabulares. Contudo, quando aplicados a lajes alveolares com altura de 16 
cm, o método das isotermas de 500 °C indicou que o TRRF dessas lajes é inferior ao indicado nos métodos tabulares.

Palavras-chave: laje alveolar, incêndio, pré-moldado, modelagem computacional.
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1.	 Introdução

No setor de pré-moldados, a laje alveolar é um elemento estru-
tural que teve um grande crescimento devido à sua versatilidade 
e agilidade na execução e montagem. Essa laje pode ser usada 
em vários sistemas construtivos: estruturas de concreto moldado 
no local, estruturas de concreto pré-moldado, alvenaria estrutural 
e até em estruturas metálicas. Embora a utilização da laje alveo-
lar no Brasil tenha aumentado significativamente, na Europa ela 
é produzida em escala bem superior devido aos processos de in-
dustrialização e otimização dos projetos desenvolvidos em países 
como Alemanha, França e Inglaterra.
A laje alveolar, por ser um sistema estrutural bastante difundido, 
tem sido objeto de vários estudos para determinar o seu compor-
tamento em situação de incêndio. Há trabalhos, tanto experimen-
tais como numéricos por meio do Método dos Elementos Finitos 
(MEF), que contemplam as várias situações das lajes quanto ao 
carregamento e às condições de apoio da estrutura. 
Na Europa e nos Estados Unidos há normas e manuais para o 
dimensionamento de estruturas em situação de incêndio, como 
o Eurocode 1 [1] e o ASTM-E119 [2] que tratam das principais 
definições sobre incêndio e das curvas de aquecimento. O Euro-
code 2 [3] e o ACI-216.1-M-07 [4] abordam os métodos de dimen-
sionamento e trazem coeficientes de redução da resistência dos 
materiais com a elevação da temperatura. Especificamente com 
relação ao dimensionamento das lajes alveolares em situação de 
incêndio, têm-se as recomendações do manual do PCI [5] e da BS 
EN 1168 [6] que podem ser utilizados no projeto de estruturas de 
concreto com esse tipo de elemento estrutural.
No Brasil, o projeto de estruturas de concreto em situação de in-
cêndio é abordado nas normas ABNT NBR 15200:2012 [7] e ABNT 
NBR 14432:2001 [8]. A norma ABNT NBR 15200:2012 [7] apresenta 
apenas um método tabular para o dimensionamento em situação 
de incêndio e não trata em suas tabelas do dimensionamento de 
lajes alveolares. Já a recente norma de estruturas pré-moldadas 
ABNT NBR 9062:2017 [9] apresenta critérios para dimensionamen-
to de lajes alveolares em situação de incêndio, contudo esse critério 
baseia-se unicamente na recomendação de valores mínimos para 
a altura da laja alveolar e para a distância do eixo da armadura até 
a face do elemento estrutural submetida ao fogo.
Assim, este artigo tem como objetivo determinar o campo de tem-
peratura em lajes alveolares protendidas de altura reduzida quan-
do em situação de incêndio por meio de simulações computacio-
nais em programas baseados no Método dos Elementos Finitos e 
considerando a presença dos alvéolos na seção transversal. As 
estratégias de modelagem térmica desenvolvidas são validadas 
por meio da comparação dos resultados de um modelo numéri-
co termoestrutural com resultados de ensaios de lajes alveolares 
submetidas à flexão em situação de incêndio disponíveis na lite-
ratura. Ao final, é utilizado o método da isoterma de 500 °C para 
estimar a redução do momento fletor resistente em função do tem-
po de exposição ao fogo de uma laje alveolar de pequena altura.
É importante que haja um maior aprofundamento do entedimento 
do comportamento de lajes alveolares em situação de incêndio. 
Há vários trabalhos na literatura que abordam o comportameto 
de vigas e pilares de concreto armado em situação de incêndio 

[10-13], além de estruturas mistas aço-concreto [14-17]. Também 
há vários trabalhos que abordam o comportamento de lajes al-
veolares em situação de incêndio, sejo por meio de ensaios ou 
de modelagem computacional [18-27]. Contudo, em sua grande 
maioria esses trabalhos abordam lajes de alturas maiores, sendo 
que a menor altura analisada nesses trabalhos é de 20 cm e na 
maioria com alvéolos circulares. Assim, ainda há uma lacuna de 
conhecimento sobre as lajes alveolares com alturas menores que 
20 cm e que são empregadas em edificações de menores vãos.

2.	 Métodos de dimensionamento de 
	 estruturas de concreto armado  
	 em situação de incêndio

Segundo Costa [28], dimensionar uma estrutura em situação de 
incêndio é analisar as repostas térmicas e mecânicas da estrutura 
sob uma ação térmica transiente. Ao analisar uma estrutura em 
temperatura ambiente, isto é, considerando somente as cargas 
estáticas de serviço, o procedimento é mais simples por se co-
nhecer o comportamento das peças – sejam elas vigas, lajes ou 
pilares – e quais são os seus mecanismos de ruptura.
Já em situação de incêndio, por ser uma ação excepcional, assim 
como terremotos ou explosões que impactam na dinâmica das es-
truturas, os elementos estruturais se comportam de uma maneira 
pouco conhecida. Há grande influência das propriedades térmicas 
dos materiais na forma como o calor é transferido na estrutura. Há, 
ainda, a questão de como a temperatura da estrutura aumenta com 
o passar do tempo e se o ambiente é compartimentado ou não. 
Segundo Costa [28], a análise térmica quantifica a transmissão 
de calor da face exposta para o interior do elemento por meio do 
fenômeno de condução, estabelecendo-se a distribuição interna 
de temperaturas na seção transversal em cada instante. De forma 
mais ampla, a análise térmica de uma estrutura também é afetada 
pelos fenômenos de radiação e convecção. De posse da distribui-
ção de temperatura na seção transversal, é possível determinar 
a resistência mecânica dos materiais constituintes, isto é, aço e 
concreto, em temperatura elevada. Ao se aplicar gradualmente o 
campo de temperaturas previamente determinado a um elemento 
estrutural solicitado por um carregamento mecânico, tem-se uma 
análise termoestrutural. 
Um bom dimensionamento da estrutura de concreto em situação 
de incêndio garante os seguintes requisitos: as ligações entre os 
elementos estruturais suportam as ações térmicas na estrutura e 
o calor não consegue propagar rapidamente ao longo da estrutura 
para evitar que outros elementos estruturais sejam afetados pela 
ação do fogo.
Ao dimensionar uma estrutura em situação de incêndio, busca-
-se que os elementos estruturais tenham dimensões que possam 
suportar os esforços provenientes das cargas térmica e mecânica. 
O projetista deve garantir que a estrutura atenda ao Tempo Re-
querido de Resistência ao Fogo (TRRF) desejado [29]. A ABNT 
NBR 14432:2001 [8] define o TRRF como o tempo mínimo de re-
sistência ao fogo de um elemento construtivo quando sujeito ao 
incêndio-padrão. Já a resistência ao fogo é a propriedade de um 
elemento de construção quando submetido ao fogo por determi-
nado período manter a segurança estrutural, a estanqueidade e o 
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isolamento. Segundo Silva [30], o TRRF não significa a duração 
de um incêndio, nem tempo de desocupação ou tempo-resposta 
do Corpo de Bombeiros, mas sim um parâmetro para projeto.

2.1	 Método tabular

Os métodos tabulares são os mais simples, tradicionais e mais uti-
lizados para a prática de projetos estruturais. Por se tratar de uma 
maneira simples de dimensionar uma estrutura, esses métodos 
envolvem várias restrições e são bastante a favor da segurança. 
Para valores não tabelados, recorre-se a interpolações para se 
chegar aos resultados desejados. A aplicação é restrita a elemen-
tos usuais, de geometria bem definida e que consta nas tabelas.
Essas tabelas baseiam-se no princípio de quanto mais longe o 
centro geométrico da armadura estiver da face de concreto expos-
ta ao calor, menor será a sua temperatura e, consequentemente, 
mais segura será a estrutura em situação de incêndio. As tem-
peraturas tendem a diminuir no centro da seção transversal do 
concreto devido à sua baixa capacidade de conduzir calor e, por 
isso, quanto maior a espessura das peças e a distância do eixo 
da armadura à face exposta ao calor, mais tempo decorrerá até 
o elemento estrutural atingir a ruína sob o carregamento atuante.
No método tabular não há necessidade de se checar a capacida-
de resistente à flexão, ao cisalhamento, à torção e as condições 
de apoio (ancoragem na estrutura). Também não é considerada a 
verificação da desagregação do concreto (spalling). 
A norma brasileira ABNT NBR 15200:2012 [7] é baseada no Euro-
code 2 [3] e utiliza tabelas para o projeto de estruturas de concreto 
em situação de incêndio. Os valores mínimos de espessuras dos 
elementos estruturais e da distância do centro geométrico da ar-
madura à face exposta ao fogo dependem do tipo de elemento 
estrutural e do TRRF, o qual é função do tipo de construção (resi-

dencial, comercial, industrial, educacional, etc). A Tabela 1 mostra 
a espessura mínima para lajes simplesmente apoiadas, levando 
em conta a distância mínima (c1) do centro geométrico da armadu-
ra à face exposta ao fogo, segundo a ABNT NBR 15200:2012 [7].
As tabelas de dimensionamento foram elaboradas considerando 
os esforços solicitantes de cálculo na estrutura em situação de 
incêndio iguais a 70% das solicitações de cálculo à temperatura 
ambiente. Logo, as dimensões indicadas nas tabelas podem ser 
reduzidas para elementos nos quais o valor de cálculo da solicita-
ção em situação de incêndio seja inferior a 70% do valor de cál-
culo em temparatura ambiente. A Tabela 2 mostra as dimensões 
mínimas para lajes nervuradas simplesmente apoiadas, de acordo 
com a NBR 15200:2012 [7]. Os valores de c1 nas Tabelas 1 e 2 são 
válidos para armadura passiva e devem ser acrescidos de 15 mm 
para fios e cordoalhas protendidas. 
A mais recente versão da ABNT NBR 9062:2017 [9] traz recomen-
dações para o dimensionamento de lajes alveolares em situação 
de incêndio e baseia-se na limitação da distância do centro geo-
métrico da armadura à face exposta ao fogo (c1) e na relação entre 
o momento solicitante em situação de incêndio (Msd) e o momen-
to resistente (Mrd) a temperatura ambiente. A Tabela 3 mostra as 
combinações entre espessura da laje (h) e distância c1 para cada 
nível de carregamento (Msd/Mrd). A espessura da laje indicada na 
Tabela 3 pode ser considerada como a soma da espessura da laje 
alveolar com a espessura da capa de concreto. Além disso, esses 
valores valem para lajes alveolares com índice de vazios (relação 
entre a espessura média e a altura da laje) maior ou igual a 0,5.

2.2	 Método da isoterma de 500 °C 

Este método foi idealizado na Suécia e é um dos mais conhecidos 
do meio técnico. Segundo Aguado et al. [21], conhecido o campo 

Tabela 2
Dimensões mínimas para lajes nervuradas simplesmente apoiadas em situação de incêndio [7]

Tabela 1
Espessura mínima (h) e distância mínima do eixo da armadura à face exposta ao fogo (c1) para lajes 
simplesmente apoiadas [7]

TRRF
(mín)

Nervuras: combinações de bmín/c1 (mm/mm)1 Capa: 
h/c1 (mm/mm)21 2 3

30 80/15 — — 60/10
60 100/35 120/25 190/15 80/10
90 120/45 160/40 250/30 100/15
120 160/60 190/55 300/40 120/20
180 220/75 260/70 410/60 150/30

1 bmín corresponde à largura mínima da nervura ao nível do centro geométrico das armaduras; 2 h é a altura mínima da laje

TRRF 
(mín)

h 
(mm)

c1 (mm)
Laje armada em duas direções 

ℓx/ℓy ≤ 1.5
Laje armada em duas direções 

1.5 ≤ ℓx/ℓy ≤ 2.0
Laje armada em uma direção  

ℓx/ℓy ≥ 2.0
30 60 10 10 10
60 80 10 15 20
90 100 15 20 30
120 120 20 25 40
180 150 30 40 55
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de temperatura da seção transversal da estrutura, na região onde 
a temperatura for igual ou maior a 500 °C a seção transversal de 
concreto é desprezada, enquanto o restante da seção de concreto 
é considerado à temperatura ambiente para estimativa da resis-
tência ao fogo do elemento estrutural. É importante salientar que 
mesmo que o aço se encontre na região com temperatura maior 
que 500 °C ele não é desprezado na análise, porém tem suas pro-
priedades mecânicas reduzidas em função da temperatura.
Ensaios realizados com diferentes carregamentos e TRRF’s con-
firmaram que a simplificação de desprezar a seção transversal 
que atingiu a temperatura de 500 °C é válida para concretos de 
densidade normal e agregados silicosos [28]. 
Segundo Klein Júnior [29], o método da isoterma de 500 °C pode 
ser aplicado para qualquer curva de incêndio, desde que os dados 
da seção transversal (altura, largura e posição do centro geométri-
co da armadura) em análise e a distribuição de temperatura sejam 
conhecidos. Esse modelo de cálculo é válido para elementos es-
truturais submetidos à flexão simples ou flexão normal composta.
Os procedimentos básicos de cálculo desse método são: determinar a 
distribuição de temperatura na seção transversal da estrutura em fun-
ção do TRRF; reduzir a seção transversal, desprezando as áreas de 
concreto com temperatura acima de 500 °C; determinar a temperatura 
na armadura; reduzir as propriedades mecânicas do aço em função da 
temperatura; estimar o esforço resistente da estrutura considerando a 
seção transversal e as propriedades do aço e do concreto reduzidas. 
Finalmente, deve-se comparar o esforço resistente estimado em tem-
peratura elevada com o esforço solicitante em situação de incêndio.

3.	 Simulação computacional

O programa DIANA® 9.6 [31] é um código computacional baseado 
no Método dos Elementos Finitos que, além de aplicações em es-
truturas típicas de Engenharia Civil, é utilizado para soluções em 
casos da Engenharia Mecânica (máquinas, equipamentos, etc), 
Biomecânica, Genética, entre outras. No caso da análise termo-
estrutural, o programa DIANA® 9.6 [31] possui um módulo com 
funções específicas para o processamento da estrutura. Trata-se 

da junção do módulo estrutural não linear com o de fluxo térmico. 
Cada um deles possui seu próprio conjunto de elementos finitos, 
carregamentos e propriedade dos materiais.
Segundo Rocha [32], todos os dados devem ser considerados em 
apenas um modelo, pois em análises termoestruturais acopladas 
o programa DIANA® irá automaticamente converter os resultados 
da análise térmica em dados para a análise estrutural. O modelo 
térmico deve ser formado por elementos com interpolação linear, 
enquanto que no modelo estrutural os elementos podem ter inter-
polação quadrática, sendo o próprio programa responsável pela 
compatibilização dos elementos.

3.1	 Lei constitutiva dos materiais

Dever ser definida uma lei constitutiva para representar o comporta-
mento mecânico dos materiais em temperatura ambiente, bem como 
deve-se definir a variação dessas propriedades com a temperatura. 
Nesse artigo, a variação das propriedades mecânicas com a tem-
peratura foi definida conforme mostrado na Figura 1, o que é seme-
lhante ao recomendado no Eurocode 2 [3]. O aço foi considerado um 
material elastoplástico perfeito com critério de plastificação de von 
Mises, tanto à temperatura ambiente quanto em alta temperatura.
Em relação ao concreto, o programa DIANA® 9.6 [31] não permite 
considerar um modelo mecânico multilinear para o concreto, nas 
situações de compressão e tração, variando com a temperatura. 
Por isso, foram utilizados outros modelos constitutivos baseados 
na formulação de deformação total (Total strain crack models), 
com fisssuração distribuída, que simulam o comportamento mecâ-
nico do concreto pelo seu diagrama tensão-deformação uniaxial. 
O programa DIANA® 9.6 [31] apresenta alguns modelos consti-
tutivos para representar o comportamento do concreto à tração, 
tendo sido adotado neste artigo o modelo exponencial mostrado 
na Figura 2a. Para o regime de compressão foi adotado o modelo 
parabólico mostrado na Figura 2b. Os valores da energia no modo 
I fratura (Gf), bem como a variação do mesmo com a temperatura, 
seguiu o recomendado nos trabalhos de Rocha [32] e de Santos 
[33], mostrado na Figura 1, e que apresentaram bons resultados 

Tabela 3
Dimensões mínimas para lajes alveolares biapoiadas [9]

TRRF 
(mín)

Espessura mínima total da laje (com ou sem capa) / distância c1 mínima
mm/mm

Msd/Mrd (%) Msd/Mrd (%) Msd/Mrd (%) Msd/Mrd (%)
30–39 40–49 50–59 > 60 

30 — — — Todas as lajes/30
60 — — — 150/30

90 —

200/35
265/35
320/35
400/35

200/40
265/40
320/40
400/40

200/40

120 —

200/40
265/40
320/40
400/40

— 200/50

180

200/50
265/50
320/50
400/50

200/60
265/60
320/60
400/60

—
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quando comparados a resultados experimentais de vigas mistas 
aço-concreto. A energia na compressão (Gc), em todas as aná-
lises, foi tomada igual a cem vezes a energia no modo I de fra-

tura [34]. Assim, o valor da energia na compressão variou com a  
temperatura conforme a variação adotada para a energia no modo 
I de fraturamento.

Figura 1
Variação das propriedades mecânicas do concreto e do aço com a temperatura: (a) Resistência à 
compressão do concreto (agregado silicoso); (b) Módulo de elasticidade do concreto; (c) Resistência à 
tração do concreto; (d) Energia no modo I de fratura do concreto; (e) Módulo de elasticidade do aço; 
(f) Resistência ao escoamento do aço de protensão

a

c

e

b

d

f
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3.2	 Malha de elementos finitos

Para a análise de uma estrutura submetida a uma fonte exterma de 
calor são necessários dois tipos de elementos finitos: um para repre-
sentar o volume do elemento estrutural e outro para as regiões onde 
são aplicadas as cargas térmicas, também chamadas de regiões de 
contorno, para que o calor seja transferido ao longo da estrutura. Nas 
modelagens térmicas de lajes alveolares em duas dimensões foi uti-
lizado, para representar a seção transversal das lajes, o elemento 
finito Q4HT, que é um elemento plano, quadrilateral isoparamétrico 
de 4 nós, de interpolação linear e integração de Gauss, mostrado 

na Figura 3. Para as regiões de contorno, foi utilizado o elemento de 
linha B2HT que é linear isoparamétrico de dois nós, de interpolação 
linear e integração de Gauss, mostrado na Figura 4.
Para as análises termoestruturais tridimensionais foi utilizado, para 
representar a laje alveolar, o elemento CHX60 que é um elemento só-
lido, isoparamétrico de 20 nós, de interpolação quadrática e integra-
ção de Gauss, mostrado na Figura 5. Para os elementos de contorno 
que fazem a transferência de calor para a estrutura, foi utilizado o ele-
mento BQ4HT que é um elemento quadrilateral plano de quatro nós, 

Figura 2
Modelos constitutivos do concreto [31]

a b

Figura 3
Elemento finito Q4HT [31] Figura 5

Elemento finito CHX60 [31]

Figura 4
Elemento finito B2HT [31]

Figura 6
Elemento finito BQ4HT [31]
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de interpolação linear e integração de Gausss, mostrado na Figura 6.
Nesse caso, como o elemento de contorno é linear e não possui 
nós intermediários em sua estrutura, ele é, inicialmente, incompa-
tível com o elemento CHX60. O programa DIANA® 9.6 faz interna-
mente a compatibilização do elemento estrutural com o elemento 
de transferência de calor [31]. A temperatura ambiente foi definida 
como 20 °C nas faces não expostas ao calor.
As cordoalhas de protensão foram representadas por elementos 
do tipo embedment reinforcement que simulam a presença da ar-
madura na malha de concreto com aderência perfeita. A protensão 
foi aplicada no modelo como condição inicial de carregamento.

3.3	 Carregamentos e condições de contorno

Foram desenvolvidos dois tipos de modelagem computacional, 
isto é, uma modelagem térmica bidimensional e uma modelagem 
termoestrutural tridimensional. Nas modelagens térmicas no DIA-
NA® 9.6 [31] foi considerada a transferência de calor por convec-
ção e radiação. A carga mecânica, no modelo termoestrutural em 
três dimensões, foi aplicada em forma de pressão na região de 
aplicação do carregamento.
Para a análise térmica, as condições de contorno são definidas nos 
locais onde ocorrem ou perda ou ganho de calor para o meio ex-
terno. No caso da laje alveolar, a face inferior está diretamente em 
contato com a fonte de calor. A face superior e as faces laterais 
estão isoladas da fonte de calor e não transferem calor para o meio 

externo. Já no interior dos alvéolos há transferência de calor de sua 
face inferior para a face superior por meio do aquecimento do ar 
presente nos alvéolos. Assim, a transferência de calor ao longo da 
seção transversal da laje dá-se por por convecção e radiação.
No caso da modelagem termoestrutural, a análise é realizada em três 
etapas. Na primeira etapa é feita a introdução do campo inicial de ten-
sões devido às cordoalhas de protensão, o qual se matém inalterado 
ao longo do tempo. Isto é, não se considera a perda de protensão 
com o aumento da temperatura, mas apenas aquela ocorrida antes 
da fase de aquecimento. Na segunda etapa é aplicado o carrega-
mento mecânico, de serviço, à laje. Este é aplicado de forma incre-
mental, caracterizando uma análise mecânica não linear. Finalmente, 
na terceira etapa, o campo de temperatura é importado da análise 
térmica e é realizada uma análise transiente, visando representar o 
comportamento da laje alveolar carregada quando submetida a um 
aquecimento oriundo de um incêndio padrão. Nessa etapa, as pro-
priedades mecânicas dos materiais variam em função do campo tér-
mico da seção transversal ao longo do tempo de exposição ao fogo 
seguindo a lei constitutiva anteriormemte definida. Essa metodologia 
é semelhante à realizada em pesquisas anteriores [20].

4.	 Validação do modelo computacional

Neste item é apresentado o resultado da validação da simulação 
computacional no programa DIANA® por meio da comparação 
dos resultados numéricos com valores experimentais obtidos por 

Figura 7
Seção transversal da laje alveolar utilizada na validação do modelo computacional [26]

Figura 8
Esquema de carregamento da laje alveolar utilizada na validação do modelo computacional [26]



422 IBRACON Structures and Materials Journal • 2020 • vol. 13 • nº 2

Fire behavior of shallow prestressed hollow core slabs from computational modeling

Shakya e Kodur [26] de lajes alveolares submetidas a um incên-
dio-padrão segundo a curva da ASTM-E119.

4.1	 Propriedades geométricas da laje

Shakya e Kodur [26] ensaiaram e simularam computacionalmen-
te seis lajes alveolares submetidas a carregamento de serviço 
e diferentes curvas de incêndio. Neste artigo, escolheu-se para 
validar o modelo computacional uma das lajes ensaiadas por es-
ses autores, confeccionada com agregado graúdo do tipo carbo-
nato, e que foi submetida ao aquecimento segundo a curva de 
incêndio-padrão definida pela ASTM E-119 [2]. As lajes ensaia-
das pelos autores possuiam 4,0 m de vão, 1,20 m de largura, 20 
cm de altura, seis alvélos circulares e sete cordoalhas de pro-
tensão de 12,7 mm. Nas Figuras 7 e 8 são mostradas a seção 
transversal das lajes alveolares e o esquema de carregamento 
mecânico, respectivamente. As lajes alveolares possuíam con-
creto com resistência à compressão de 75 MPa e foram projeta-
das conforme o Manual do PCI [5]. Os apoios estavam liberados 
para a rotação. Foi aplicado um carregamento mecânico à laje 
de 69,4 kN, o que correspondia a 60% da resistência à flexão 
da laje em temperatura ambiente. Além dos ensaios, Shakya e 
Kodur [26] desenvolveram modelos numéricos em um programa 
de elementos finitos para representar o comportamento das lajes 
alvealoares em situação de incêndio. Maiores informações sobre 
os ensaios podem ser obtidas na referência [26]. 

4.2	 Propriedades dos materiais

A Tabela 4 apresenta as propriedades térmicas e mecânicas do 
aço e do concreto utilizadas na modelagem computacional. Vale 
ressaltar que Shakya e Kodur [26] informaram em seu trabalho 
apenas as propriedades mecânicas do concreto e do aço em tem-
peratura ambiente, não informando a variação dessas proprieda-
des com a temperatura. A variação das propriedades mecânicas 

do concreto e do aço com a temperatura utilizada nas modelagens 
deste artigo são mostradas na Figura 1.

4.3	 Malha de elementos finitos e estratégia  
	 de modelagem

Na construção do modelo computacional no DIANA® 9.6 foram reali-
zadas três estratégias de modelagem para determinação do campo 
de temperatura na seção transversal da laje: a primeira com carga 
térmica somente na região inferior da laje, a segunda preenchendo 
os alvéolos com ar (admitindo as propriedades de condutividade 
térmica e capacitância do ar mostradas na Tabela 5), ao invés de 
deixar somente os vazios, e a terceira aplicando carga térmica de 
convecção e radiação também na face superior dos alvéolos (Figu-
ra 9). A Figura 10 mostra a malha final utilizada na modelagem da 
laje alveolar considerando o ar no interior dos alvéolos.
A primeira estratégia de modelagem é a tipicamente utilizada em 
vários trabalhos, ou seja, é feita a modelagem da laje alveolar sem 
considerar o fluxo de calor na região interna dos alvéolos [35]. 
A segunda estratégia de modelagem considera uma laje maciça, 
porém na região dos alvéolos as propriedades térmicas são al-
teradas para as do ar. O objetivo é verificar se o fluxo de calor 
transferido por essa região representaria a situação observada na 
modelagem realizada por Shakya e Kodur [26]. Essa estratégia é 
semelhante a utilizada em outras pesquisas [27].

Tabela 4
Propriedades térmicas e mecânicas1 do concreto 
e do aço

Propriedade Concreto Aço 
Condutividade térmica

(W/m•ºC) 1,33 5,33

Capacitância 
(W/kg•ºC) 2,16 × 106 3,45 × 106

Módulo de elasticidade 
(MPa) 43500 210000

Resistência à compressão  
(MPa) 75 —

Resistência à tração
(MPa) 5,40 1900

Energia de fratura
(N/m) 143 —

Coeficiente de condutividade 
(W/m2•ºC) 25 —

Emissividade 0,7 —
1	As propriedades mecânicas do concreto e do aço não especificadas por Shakya e 

Kodur [26] foram retiradas da referência [36]

Tabela 5
Propriedades térmicas do ar

Condutividade térmica
(W/mºC)

Capacitância
(W/kgºC)

0,023 1210

Figura 9
Laje alveolar discretizada em elementos finitos por 
Shakya e Kodur considerando o fluxo de calor no 
interior dos alvéolos [26]

Figura 10
Laje alveolar representada com a malha de 
elementos finitos Q4HT e alvéolos preenchidos 
com as propriedades térmicas do ar
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Já na terceira estratégia de modelagem, semelhante ao realizado 
por Shakya e Kodur [26] e Aguado et al. [20], há elementos de con-
torno para transferência do calor tanto na face inferior da laje quanto 
na metade superior dos alvéolos. No ensaio não foi determinado 
com exatidão como o calor se propaga dentro do alvéolo. Para 

simular essa propagação de calor no interior dos vazios, Shakya 
e Kodur [26] propuseram que fosse definida uma curva de aque-
cimento específica para a face superior dos alvélos que difere da 
curva de aquecimento da face inferior da laje. Neste trabalho, tal 
curva foi construída a partir das médias das temperaturas em cada 
nó da malha de elementos finitos que compõem a metade inferior 
do alvéolo para cada intervalo de tempo. Essa curva foi aplicada 
aos elementos de contorno na metade superior dos alvéolos para 
simular a transferência de calor por convecção e radiação no interor 
dos alvóelos com o aquecimento da face inferior da laje. Essa me-
todologia é semelhante à utilizada por Aguado et al. [20].
Para validação dessas estratégias de modelagem térmica, foi 
realizada uma modelagem termoestrutural tridimensional (Figura 
11), cujo resultado foi comparado com os resultados obtidos por 
Shakya e Kodur [26] de modelagens computacionais no programa 
ANSYS. Os principais resultados analisados são o deslocamento 
vertical da laje e o seu panorama de fissuração ao longo do tempo.

4.4	 Resultados da modelagem térmica

Os resultados encontrados para o campo de temperatura a partir 
das três estratégias de modelagem térmica bidimensional reali-
zadas no DIANA® 9.6 são mostrados nas Figuras 12, 13 e 14. Na 
primeira estratégia, na qual considerou-se a carga térmica apenas 

Figura 11
Malha de elementos finitos da laje alveolar para 
modelagem tridimensional termoestrutural

Figura 12
Campo de temperatura na seção transversal da laje alveolar – primeira estratégia: a) 60 minutos;
b) 120 minutos

Figura 13
Campo de temperatura na seção transversal da laje alveolar – segunda estratégia: a) 60 minutos;
b) 120 minutos

Figura 14
Campo de temperatura na seção transversal da laje alveolar – terceira estratégia: a) 60 minutos;
b) 120 minutos

a b

a b

a b
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na face inferior da laje, a temperatura máxima encontrada na face 
inferior foi de 876 °C e 998 °C após 60 e 120 minutos, respecti-
vamente (Figura 12). A temperatura encontrada nas cordoalhas 
de protensão inferiores foi, aproximadamente, igual a 271  °C e 
504 °C após 60 e 120 minutos, respectivamente. Na modelagem 
realizada por Shakya e Kodur [26] os valores obtidos foram de, 
aproximadamente, 300  °C após 60 minutos e 500  °C após 120 
minutos de incêndio. A diferença de temperatura observada nas 
cordoalahas nessa estratégia de modelagem foi de 9,7% a menos 
para 60 minutos e 8,4% a mais para 120 minutos de incêndio.
Na face superior da laje, não exposta à carga térmica, a tem-
peratura obtida na primeira estratégia de modelagem foi igual a 
42 °C, valor 82,7% menor que a obtida na modelagem feita por 
Shakya e Kodur [26].
Considerando-se o ar como um meio contínuo preenchendo todo 
o alvéolo (segunda estratégia), o campo de temperatura obtido 

é mostrado na Figura 13. A temperatura máxima na face inferior 
após 60 e 120 minutos de incêndio foi de 908 °C e 1000 °C, res-
pectivamente. Esses valores são maiores que os obtidos na pri-
meira estratégia de modelagem. O campo de temperatura resultou 
com um formato ondulado ao longo da laje e a temperatura máxi-
ma encontrada na região das cordoalhas foi de 273 °C e 494 °C 
após 60 e 120 minutos, respectivamente. Isso representa uma 
diferença de 5,9% a menos para 60 minutos e 6,2% a mais para 
120 minutos de incêndio em relação aos valores obtidos na mode-
lagem de Shakya e Kodur [26]. Isso mostra que o fluxo de calor no 
interior dos alvéolos de fato afeta a distribuição de temperatura na 
seção transversal, implicando em maiores valores de temperatura 
em algumas regiões da seção transversal da laje.
O campo de temperatura obtido da terceira estratégia de modela-
gem é mostrado na Figura 14. A Figura 15 mostra a curva de aque-
cimento utilizada para aplicação da carga térmica na face superior 
dos alvéolos. A temperatura máxima encontrada na face inferior 
da laje foi praticamente a mesma da primeira estratégia de mode-
lagem. Contudo, na região das cordoalhas a temperatura máxima 
subiu para 281  °C, após 60 minutos, e para 553  °C, após 120 
minutos. A diferença em relação aos valores obtidos por Shakya 
e Kodur [26] em sua modelagem foi de 3,1% a menos para 60 
minutos e 18,9% a mais para 120 minutos de incêndio, mostrando 
novamente a influência do fluxo de calor no interior dos alvéolos. 
Em relação à temperatura na face superior da laje, os resultados 
da terceira estratégia de modelagem são mais próximos dos valo-
res obtidos por Shakya e Kodur [26] em sua modelagem e nos en-
saios. A temperatura máxima obtida no DIANA® 9.6 foi de 296 °C, 
valor 19,5% maior que o valor obtido por Shakya e Kodur [26].
A Figura 16 apresenta os gráficos de evolução da temperatura em 
função do tempo em alguns pontos da seção transversal da laje 
para a primeira, segunda e terceira estratégias de modelagem. 
Esses pontos foram escolhidos pois são aqueles que foram moni-
torados no ensaio da laje em situação de incêndio. Comparando 
os resultados obtidos na modelagem feita no DIANA® 9.6 com os 
obtidos por Shakya e Kodur [26], nota-se que a terceira estratégia 
de modelagem é a que melhor representa a evolução da tempera-
tura na região interna da laje. Por exemplo, a temperatura na face 
superior da laje na primeira estratégia depois de 140 minutos de 

Figura 15
Curva de aquecimento aplicada na face 
superior do alvéolo para laje de 20 cm de 
altura com alvéolos circulares

Figura 16
Evolução da temperatura ao longo do tempo: a) primeira estratégia; b) segunda estratégia; 
c) terceira estratégia

a b c
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incêndio foi de apenas 42 °C, enquanto no trabalho de Shakya e 
Kodur [26] a temperatura nessa região foi de 248 °C. Na segunda 
estratégia de modelagem essa temperatura foi de apenas 49 °C. 
Em ambos os casos, houve uma diferença de cerca de 200  °C 
para o valor obtido por Shakya e Kodur [26].
Da mesma forma, a temperatura no ponto do meio da seção 
transversal da laje alveolar na primeira estratégia foi mais de 50%  

inferior ao valor encontrado por Shakya e Kodur [26], enquanto o va-
lor obtido da segunda estratégia foi 93% inferior. Por outro lado, a 
diferença de temperatura entre o valor obtido da terceira estratégia de 
modelagem no DIANA® 9.6 e o valor obtido por Shakya e Kodur [26] 
no ponto do meio da seção transversal foi de apenas 7,8%. Nessa 
estratégia, contudo, foi observada uma maior temperatura na região 
da cordoalha depois de 90 minutos de incêndio quando comparado 

Figura 17
(a) Deslocamento em função do tempo; (b) panorama de fissuração da laje após 60, 90 e 120 minutos

b

60 minutos

90 minutos

120 minutos

a
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aos valores obtidos da modelagem de Shakya e Kodur [26]. Isso evi-
dencia que essa estratégia, aliada à curva de quecimento no alvéolo 
mostrada na Figura 15, representou melhor a variação de temperatu-
ra na região interna da laje alveolar, a despeito da maior temperatura 
na cordoalha depois de 90 minutos de exposição ao fogo.

4.5	 Resultados da modelagem termoestrutural

O modelo termoestrutural procurou avaliar, além do campo de 
temperatura na seção transversal, os deslocamentos e o processo 
de formação de fissuras na laje durante o processo de exposição 
ao fogo. A laje alveolar foi considerada biapoiada, com dois apoios 
do 2º gênero, ou seja, com restrições na horizontal e na vertical.
A tensão de protensão nas cordoalhas utilizada na modelagem foi 
de 1305 MPa, o que dá uma força de 13,18 kN em cada cordoalha 
de 12,7 mm. Essa tensão representa 70% da resitência ao escoa-
mento do aço de protensão e foi o valor aplicado na fabricação da 
laje [26]. O carregamento mecânico foi aplicado por meio de duas 
forças concentradas, conforme o esquema de ensaio mostrado na 
Figura 8, cada uma com valor igual a 69,4 kN. Esse carregamento 
corresponde a 60% do carregamento que provocaria a ruína da 
laje no Estado Limite Último a temperatura ambiente.
A partir da análise termoestrutural foi obtida a variação do desloca-
mento vertical no meio do vão mostrada na Figura 17a. Esse resul-
tado foi comparado com o obtido da simulação computacional de 
Shakya e Kodur [26]. Observa-se que o resultado da modelagem no 
código DIANA® 9.6 apresentou maiores deslocamentos após 40 mi-
nutos de incêndio. Isso ocorre mesmo com a temperatura nas cordo-
alhas obtida da terceira estratégia de modelagem térmica sendo igual 
a obtida da modelagem de Shakya e Kodur [26] até, aproximadamen-
te, 90 minutos de incêndio. Uma possível razão da divergência dos 
resultados pode ser devido à diferença da lei constitutiva do concreto 
utilizada nesse artigo e no trabalho de Shakya e Kodur [26]. 
Apesar da diferença de resultados das duas modelagens, até 90 
minutos de incêndio obtem-se uma taxa de deslocamento vertical 

pequena e semelhante entre as modelagens, isto é, de aproxi-
madamene 0,6 mm/min da modelagem de Shakya e Kodur [26] 
e de 0,9 mm/min da modelagem deste artigo. Segundo a norma 
UNI-EN 1363-1 [27], uma laje de concreto atinge o colapso após 
90 minutos de incêndio quando a taxa de deslocamento vertical 
atinge o valor de:

(1)

sendo L o vão da laje e d a altura da laje. Para a laje alveolar em 
análise, a taxa limite vale, portanto, v = 8,9 mm/min. Esse valor não 
foi atingido em nenhuma das modelagens, o que indica que essa 
laje suportaria até 140 minutos de incêndio sem atingir o colapso. 
Para confirmar essa conclusão, a resistência residual da laje alveo-
lar em situação de incêndio foi avaliada pelo método analítico apre-
sentado no próximo item.
A Figura 17b apresenta o panorama de fissuração da laje alveolar 
após 60, 90 e 120 minutos. Esse panorama de fissuração encon-
trado pela modelagem no código DIANA® 9.6 foi bem próximo do 
obtido no trabalho de Kodur e Shakya [26]. As fissuras no senti-
do longitudinal surgiram após 20 minutos, assim como no mode-
lo computacional. Aos 60 minutos as fissuras de flexão são bem 
visíveis e aos 75 minutos aparecem as fissuras de cisalhamento. 

4.6	 Avaliação da resistência à flexão por meio 
	 de modelos analíticos simplificados

O momento fletor resistente da laje alveolar em função do tempo de 
exposição ao fogo, ou resistência residual, pode ser determinado a 
partir das equações de equilíbrio na seção do meio do vão da laje e 
utilizando o Método das isotermas de 500 °C descrito no item 2.2. 
Conhecido o campo de temperatura na seção transversal e a evo-
lução da temperatura na cordoalha, a resistência ao escoamento do 
aço em temperatura elevada é determinada por meio da Figura 1f, 
recomendada pelo Eurocode 2 [3] para armadura de protensão. Para 
cada intervalo de tempo, o momento fletor resistente é determina-
do a partir das equações clássicas da teoria de concreto armado e 
protendido por meio do equilibrio das forças normais de compres-
são no concreto e de tração na armadura, considerando os domínios 
de ruptura para o Estado Limite Último definidos pela norma NBR 
6118:2014 [37] para elemetos lineares submetidos à flexão. O cam-
po de temperatura utilizado nessa análise foi o determinado para a 
primeira e terceira estratégias de modelagem mostradas no item 4.4. 
Os resultados obtidos desse processo de cálculo analítico são com-
parados com os obtidos da modelagem computacional desenvovida 
por Shakya e Kodur [26], conforme apresentado na Figura 18. Nota-
-se dessa figura que o momento fletor resistente à temperatura am-
biente para essa laje é estimado em 160 kNm por Shakya e Kodur 
[26] e em 179 kNm pelo método analítico. Conclui-se, assim, que o 
método analítico estimou um momento fletor resistente apenas 12% 
superior ao valor obtido da modelagem mecânica não linear.
Com o aumento da temperatura, há a redução da resistência ao es-
coamento da cordoalha, o que implica na redução do momento fetor 
resistente da laje alveolar. Vale observar que nesse cálculo foram 
adotados valores unitários para os coeficientes de redução da resis-
tência dos materiais aço e concreto e não foi considerada a redução 
da resistência à compressão do concreto sob carregamento de longa 

Figura 18
Momento resistente da laje alveolar em função 
do tempo
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duração (fluência) pelo fato do incêndio ser uma ação excepcional. 
Observa-se da Figura 18 que a taxa de redução do momento fletor 
resistente da laje alveolar pelo método analítico é ligeiramente maior 
que o previsto por Shakya e Kodur [26] até cerca de 80 minutos de in-
cêndio-padrão. Após esse tempo, o método analítico com a primeira 
estratégia de modelagem tende a fornecer valores para o momento 
fletor resistente próximos dos obtidos da modelagem mecânica não 
linear, enquanto a terceira estratégia de modelagem do campo térmi-
co tendo a fornecer momentos fletores resistentes menores. 
Segundo a Tabela 3, essa laje poderia atender a um TRRF de 90 
a 120 minutos, dependendo da relação entre o momento fletor 
solicitante em temperatura elevada e o momente fletor resistente a 
temperatura ambiente (Msd/Mrd). Como essa laje foi carregada com 
uma carga equivalente a 60% da sua resistência à flexão, tem-se 
que a relação Msd/Mrd dessa laje é igual a 0,6, de onde conclui-se 
da Tabela 3 que essa laje atenderia a um TRRF de 90 minutos. 
Adotando Msd igual a 96 kNm na Figura 18, o que corresponde a 
60% do momento fletor resistente à temperatura ambiente estima-
do por Shakya e Kodur [26] e 54% do valor estimado pelo método 
analítico, conclui-se que essa laje poderia resistir a um incêndio-
-padrão por um período que varia de 80 a 90 minutos, apresenta-
do relativa concordância com a resistência ao fogo prevista na Ta-
bela 3. Neste caso, não há influência da estratégia de modelagem 
térmica, uma vez que a temperatura nas cordoalhas é a mesma 
nas três estratégias até cerca de 90 minutos de exposição ao fogo.
Ainda segundo a Tabela 3, caso seja necessário que essa laje 
atenda a um TRRF de 120 minutos, a relação Msd/Mrd pode ser de 
até 0,49, isto é, o momento fletor solicitante em situação de incên-
dio pode ser de até 78 kNm. Neste caso, o método analítico indica 
que a laje atinge esse valor de momento fletor resistente para um 
tempo de exposição ao fogo que varia de 90 a 100 minutos, sendo 
o maior tempo obtido da primeira estratégia de modelagem térmi-
ca. Isso indica que o método tabular, neste caso, superestima o 
TRRF da laje em análise.

5.	 Laje alveolar de pequena altura  
	 em situação de incêndio

Na sequência foi analisada uma laje alveolar de pequena altura, 
isto é com 16 cm, comumente utilizada em obras com baixa carga 

variável ou com pequenos vãos, cuja geometria é mostrada na 
Figura 19 [36]. Para a modelagem térmica dessa laje, a fonte de 
calor foi aplicada na sua face inferior e seguiu a curva de incêndio-
-padrão recomendada pela ISO 834 [38]. Vale ressaltar que essa 
curva é muito próxima da curva recomendada pela ASTM E-119 
[2] utilizada na modelagem da laje de 20 cm de altura.

5.1	 Propriedades dos materiais

Os modelos constitutivos dos materiais utilizados foram os mes-
mos descritos no item 4.2, ou seja, modelo elastoplástico perfeito 
com critério de plastificação de von Mises e patamar de escoa-
mento de 1900 MPa para o aço de protensão. Já para o concreto 
utilizou-se o modelo Total strain crack com decaimento exponen-
cial (Figura 2a) para o comportamento à tração e a curva parabóli-
ca (Figura 2b) para o comportamento à compressão. A redução da 
resistência dos materiais com o aumento da temperatura foi toma-
da semelhante ao mostrado na Figura 1. As propriedades térmicas 
do concreto e do aço usadas na modelagem são as mostradas na 
Tabela 4, equanto as propriedades mecânicas foram obtidas da 
referência [36].

Figura 19
Seção transversal de projeto da laje de pequena 
altura analisada – dimensões em milímetro [36]

Figura 22
Campo de temperatura após 60 minutos – Laje de 16 cm: a) primeira estratégia de modelagem; 
b) terceira estratégia de modelagem

a b

Figura 20
Curva de aquecimento para aplicação da carga 
térmica no alvéolo para a laje de 16 cm de altura

Figura 21
Seção transversal da laje alveolar de 16 cm 
de altura com representação da malha de 
elementos finitos
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5.2	 Malha de elementos finitos e estratégias 
	 de modelagem

Foram utilizadas duas estratégias de modelagem para determinação 
do campo de temperaturas: a primeira com carga térmica aplicada 
somente na face inferior da laje e a segunda com carga térmica apli-
cada tanto na face inferior quanto na metade superior do interior do 
alvéolo. Para definir a curva de aquecimento no interior do alvéolo, foi 
feita a média das temperaturas em cada nó da malha de elementos 
finitos na metade inferior do alvéolo. A curva de temperatura aplicada 
na face superior dos alvéolos é mostrada na Figura 20.
A Figura 21 mostra a seção transversal com a malha de elementos 
finitos, os quais possuem dimensão aproximada de 5 mm, o que 
resultou em uma malha com 1266 elementos. Foram utilizados 
os elementos finitos QU4 Q4HT para a seção transversal da laje 
e B2HT para o elemento de contorno nas faces onde se aplica a 
carga térmica. Nas faces laterais e na face superior da laje não 
havia troca de calor com o meio externo.

5.3	 Resultados da modelagem térmica

Os resultados do campo de temperatura após 60 minutos de incên-
dio são mostrados na Figura 22. A Figura 23 apresenta o gráfico de 
evolução da temperatura ao longo do tempo nos pontos A (cordoa-
lha de protensão, localizada a 32 mm da face inferior), B (altura mé-
dia da laje), C (40 mm abaixo da face superior) e D (face superior). 
Comparando as duas estratégias de modelagem (com carga térmi-
ca somente na face inferior e carga térmica também nos alvéolos) 
nota-se que a temperatura nas cordoalhas pelas duas estratégias 
é parecida até 90 minutos de incêndio, mostrando uma maior tem-

Figura 23
Evolução da temperatura ao longo do tempo – laje de 16 cm

A B

D

C

Figura 24
Evolução da temperatura na armadura em 
função da distância à face exposta ao fogo [6]

Figura 25
Evolução da temperatura ao longo do tempo – laje de 20 cm

E F
G

H
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peratura pela estratégia de carga térmica nos alvéolos após esse 
tempo de exposição ao fogo. Porém, a temperatura no concreto ao 
longo da altura da laje é bem maior na segunda estratégia de mo-
delagem, alcançando uma temperatura de 117 °C na face superior 
da laje com 60 minutos de incêndio. Nesse tempo, a temperatura na 
cordoalha alcança 505 °C, valor bem superior ao previsto na Figura 
24 e em outras literaturas técnicas [39], nas quais essa temperatura 
é alcançada apenas com 120 minutos de exposição ao fogo. 
Em sua grande maioria, o campo de temperatura na literatura técnica 
foi determinado para lajes alveolares com altura maior que 20 cm. 
Quando a laje em estudo tem sua altura aumentada para 20 cm, a 
temperatura na cordoalha, depois de 60 minutos de exposição ao 
fogo, atinge uma temperatura menor, de 380 °C (Figura 25), mostran-
do que além da distância da armadura à face inferior, a altura da laje 

alveolar influencia na temperatura da cordoalha de protensão. Esse 
valor de temperatura é semelhante ao previsto pela Figura 24. 

5.4	 Avaliação da resistência à flexão

Inicialmente foi determinado o momento fletor resistente da laje 
alveolar em temperatura ambiente. Para isso, foi realizada uma 
modelagem mecânica não linear, conforme esquema mostrado 
na Figura 26, cujo resultado é mostrado na Figura 27. Observa-
-se que o momento fletor último obtido da modelagem foi igual 
a 102  kNm, enquanto o momento fletor útimo obtido do ensaio 
foi igual a 99,6 kNm [36], uma diferença de apenas 2,4%. Já o 
momento fletor resistente à temperatura ambiente estimado pelo 
método analítico foi igual a 110,1 kNm, uma diferença de apenas 
10% com relação ao valor obtido do ensaio. Isso mostra a eficiên-
cia do método analítico na estimativa da resitência à flexão da laje 
alveolar em estudo.
A Figura 28 apresenta a redução do momento fetor resistente da 
laje alveolar em função do tempo de exposição ao fogo obtido do 
método da istoterma de 500 °C, descrito no item 2.2, com a pri-
meira estratégia de modelagem térmica. Vale ressaltar que neste 
caso houve pouca influência da estratégia de modelagem térmi-
ca na variação de temperatura da cordoalha até 90 minutos de 
exposição da laje ao fogo. Nessa figura também é destacado o 
momento fletor de 66,1 kNm, o que equivale a 60% do momento 
fletor resistente à temperatura ambiente. 
Segundo a Tabela 3, essa laje alveolar poderia atender a um TRRF 
de 60 minutos para uma relação Msd/Mrd maior que 0,6. Contudo, 
como visto na Figura 28, essa relação de Msd/Mrd é alcançada após 
35 minutos de exposição ao incêndio-padrão. Após 60 minutos de 
exposição ao incêndio-padrão, o momento fletor resistente é de 
apenas 29% do momento fletor resistente à temperatura ambien-
te. Esse resultado mostra que, para essa laje de pequena altura, o 
método tabular superestimou a resistância da laje quando suetida 
a 60 minutos de exposição ao incêndio-padrão.

Figura 26
Esquema de ensaio à flexão da laje alveolar 
com altura de 16 cm [36] – dimensões em cm

Figura 27
Força versus deslocamento para a laje alveolar 
de 16 cm de altura a temperatura ambiente [36]

Figura 28
Momento resistente da laje alveolar em função 
do tempo – laje de 16 cm
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6.	 Conclusões

As principais conclusões obtidas desse trabalho são:
n	 Das três estratégias de modelagem térmica analisadas, cons-

tatou-se que a melhor representação da variação da tempe-
ratura ao longo da altura da laje alveolar, na nervura de con-
creto, se dá ao considerar uma carga térmica na face inferior 
dos alvéolos. Contudo, essa estratégia tende a superestimar a 
temperatura na cordoalha para períodos de exposição ao fogo 
superiores a 90 minutos quando se analisou uma laje alveolar 
com altura de 20 cm e alvéolos circulares;

n	 Na falta de um critério mais preciso para estimar a carga térmica 
nos alvéolos, a metodologia adotada de se obter uma curva mé-
dia de temperatura na face infeior do alvéolo e transferi-la para a 
face superior do alvéolo mostrou-se adequada para representar 
a variação de temperatura ao longo do tempo no concreto. Me-
todologias semelhantes são encontradas em outros trabalhos 
da literatura, contudo esses trabalhos não apresentam as cur-
vas térmicas utilizadas na modelagem das lajes alveolares para 
comparação com as curvas obtidas neste artigo;

n	 A análise das curvas térmicas obtidas nesse trabalho mostra 
um claro atraso no aquecimento dos alvéolos da laje de 16 cm 
com alvóelos oblongos quando comparada com a curva tér-
mica obtida para a laje alveolar de 20 cm com alvéolos circu-
lares. Esse atraso, apesar de não ter reduzido a temperatura 
final na superfície interna do alvéolo depois de 140 minutos, 
deve-se à maior distância do alvéolo à face inferior na laje de 
16 cm de altura, isto é, 35 mm nessa laje contra 25 mm na laje 
com alvéolos circulares;

n	 Segundo o método tabular da norma NBR 9062, baseado em 
recomendações internacionais, o TRRF da laje de 20 cm de 
altura analisada neste trabalho (com c1 = 44 mm) é de 90 mi-
nutos quando a relação entre o momento fletor solicitante em 
temperatura elevada e o momente fletor resistente a tempera-
tura ambiente (Msd/Mrd) é igual ou maior que 0,6 e de 120 mi-
nutos quando a relação Msd/Mrd varia de 0,4 a 0,49. Do método 
analítico com a isoterma de 500 °C, associado ao campo de 
temperatura obtido tanto da primeira quanto da terceira estra-
tégia de modelagem térmica, conclui-se que o TRRF dessa 
laje varia de 80 a 90 minutos para uma relação Msd/Mrd igual a 
0,6 e varia de 90 a 100 minutos para uma relação Msd/Mrd igual 
a 0,49. Assim, o TRRF estimado pelo método tabular mostra-
-se adequado para uma relação Msd/Mrd igual a 0,6 e superes-
timado quando a relação Msd/Mrd é igual a 0,49;

n	 A modelagem térmica da laje alveolar de altura reduzida, isto é, 
com 16 cm de altura e c1 = 32 mm, mostrou que a variação de 
temperatura na cordoalha é maior que a prevista na literatura téc-
nica, independentemente da estratégia térmica adotada. Neste 
caso, aos 60 minutos de exposição ao incêndio-padrão é atingi-
da uma temperatura na cordoalha que seria atingida apenas aos 
120 minutos segundo a literatura técnica. Esse efeito está rela-
cionado com a altura da laje alveolar, uma vez que a mesma laje, 
porém com altura de 20 cm, apresenta uma temperatura menor 
na cordoalha e semelhante aos resultados previstos na literatura;

n	 Segundo o método tabular da norma NBR 9062, uma laje al-
veolar com 16 cm de altura e c1 = 32 mm poderia atender a 
um TRRF de 60 minutos para uma relação Msd/Mrd maior que 

0,6. Contudo, do método analítico com a isoterma de 500 °C 
associado ao campo de temperatura obtido tanto da primeira 
quanto da terceira estratégia de modelagem térmica, a rela-
ção de Msd/Mrd igual a 0,6 é alcançada após 35 minutos de 
exposição ao incêndio-padrão. Após 60 minutos de exposição 
ao incêndio-padrão, o momento fletor resistente é de apenas 
29% do momento fletor resistente à temperatura ambiente. 
Esse resultado mostra que, para essa laje de pequena altura, 
o método tabular superestima o seu TRRF. Isso deve-se ao 
fato de que a maior parte dos resultados de campo térmico 
disponíveis na literatura foram obtidos para lajes alveolares 
com altura maior que 20 cm.

Os resultados aqui apresentados mostram a importância de se 
adotar no projeto processos mais refinados para a estimativa da 
segurança das lajes alveolares em situação de incêndio, uma vez 
que parâmetros como a geometria dos alvéolos e a distância dos 
mesmos à face inferior da laje podem influenciar na variação da 
temperatura nas cordoalhas, e não apenas a distância das cor-
doalhas até a face aquecida. O método da isoterma de 500  °C 
associado a um campo de temperatura obtido de uma modelagem 
térmica fornece estimativas mais realistas de TRRF, devendo, 
sempre que possível, ser adotado no projeto de lajes alveolares 
em situação de incêndio. 
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Abstract 

Resumo

With the increasing use of recycled materials from civil construction, mainly as substitute for some aggregates in concrete mixtures, it is neces-
sary to obtain technical information on the performance of these new mixtures. National and international research on the use of ceramic waste 
in concrete production highlight good results of this new material’s mechanical performance in environmental situations. However, little is known 
about its behavior at high temperatures. In this context, we sought to verify the performance of concrete mixtures produced with aggregates from 
ceramic block waste at high temperatures, with evaluation of their residual mechanical strength, axial compressive strength and elastic modulus, 
and also their tendency to spalling in fire situations. The RILEM-129 MHT method [1] was used for the assessment of residual mechanical strength, 
and the tendency to spalling was evaluated according to the procedure suggested by Souza and Moreno [2]. In both these evaluations, there is no 
national standard, and, in the case of spalling, not even an international standard. Three concrete mixtures were used, one prepared with natural 
coarse basalt aggregate (reference) and the other two by replacing part of this natural aggregate with aggregate from ceramic block waste (40% 
and 100% of substitution in volume). In the end, it is concluded that the substitution of natural coarse aggregate for lightweight aggregate from 
ceramic block waste can be an excellent alternative to increase the resistance of concrete to fire. Thus, the results of mechanical strength and 
spalling in a fire situation, unprecedented in our country, can greatly support the decision-making about the use of this alternative material in the 
national construction industry.

Keywords: concrete, waste, dosage, fire.

Com o uso crescente de materiais reciclados provenientes da construção civil, principalmente como substituição de parte dos agregados em 
misturas de concreto, torna-se necessário suprir o meio técnico com informações sobre o desempenho destas novas misturas. Resultados de 
pesquisas, nacionais e internacionais, disponíveis quanto ao emprego de resíduos cerâmicos na produção de concreto, ressaltam bons resulta-
dos de desempenho mecânico deste novo material em situação ambiente. Entretanto, no que diz respeito ao desempenho sob elevadas tempe-
raturas, pouco se conhece do comportamento deste material. Neste contexto, buscou-se verificar o desempenho às elevadas temperaturas de 
misturas de concreto produzidas com agregados provenientes de resíduos de blocos cerâmicos; com avaliação da resistência mecânica residual 
quando exposto às elevadas temperaturas - resistência à compressão axial e módulo de deformação e, também, o comportamento destas 
misturas quanto à tendência ao lascamento em situação de incêndio. Na avaliação da resistência mecânica residual foi empregado o método 
RILEM-129 MHT [1] e, a tendência ao lascamento foi avaliada segundo procedimento sugerido por Souza e Moreno [2]. Em ambas, as citadas 
avaliações, não existe padrão nacional normatizado e, no caso do lascamento, nem mesmo internacional. Foram empregadas três misturas de 
concreto, uma preparada com agregado graúdo natural de basalto (referência) e outras duas com substituição de parte deste agregado natural 
por agregado proveniente de resíduos de blocos cerâmicos (substituição de 40% e de 100% em volume). Ao final, conclui-se que a substituição 
de agregado graúdo natural por agregado leve, proveniente de resíduo de blocos cerâmicos, pode ser uma excelente alternativa de incremento 
de desempenho do concreto ao fogo. Desta forma, os resultados de resistência mecânica e de lascamento, em situação de incêndio, inéditos em 
nosso país, podem auxiliar sobremaneira o meio técnico científico nacional na tomada de decisões quanto ao emprego deste material, alternativo, 
na indústria da construção civil nacional.
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1.	 Introduction 

Due to population growth, humanity is currently facing the problem 
of the generation of large amounts of garbage and waste. Much of 
this discarded material can and should be recycled. Although there 
are few national recycling and reuse programs, especially for ce-
ramic waste (Campos and Paulon [3]), there has been an increase 
in the search for solutions to reduce this environmental impact and 
preserve natural resources, with national and international research 
focused on the development of methods and technologies for the 
reuse of some of these ceramic wastes in the construction industry. 
According to Campos and Paulon [3], the ceramic industry has a 
high rate of material disposal during the process of manufacture, 
transportation and possible replacement of ceramic bricks, coatings, 
sanitary wares and electric porcelain insulators. Given this context, 
it is necessary to study the reuses of this material, one of them being 
the use of this ceramic waste as coarse aggregate in the production 
of concrete for structural purposes. In this case, the structural ele-
ments manufactured with these alternative concrete mixtures must 
meet the necessary design parameters, aiming, above all, at the 
buildings’ safety, both in environmental and fire situations.
Several authors [4,5,6,7,8,9] have studied the possible replace-
ment of natural aggregates with recycled ceramic materials and 
construction and demolition waste in environmental situations. In 
all the consulted works, the authors conclude that the reduction in 
the compressive strength of concrete is directly proportional to the 
increase in the percentage of substitution of natural with recycled 
aggregate, and that, even with this reduction, the substitution of 
natural aggregate with aggregate from ceramic waste may be vi-
able, with favorable results even in relation to the mechanical per-
formance of concrete for structural purposes.
Regarding the performance of this alternative concrete mixture in 
fire conditions, there are few results available in the international 
literature consulted and, it should be noted, they are nonexistent at 
the national level. In light of the above, this work aims to evaluate 
the residual mechanical strength of lightweight concrete produced 
with coarse aggregates from red ceramic waste at high tempera-
tures, and to verify this mixture’s tendency to explosive spalling. 

2.	 Residual mechanical strength of 
	 common and lightweight concrete  
	 at high temperatures

Cânovas [10] points out that the effect of fire on concrete structures 
is directly correlated with the behavior of the materials making up 
the mixture. The physical, mechanical and thermal properties of 
the components of concrete control the mixture’s response to 
high temperatures, and the type of coarse aggregate is one of the 
conditioning parameters of this behavior (Mehta e Monteiro [11]). 
Neville [12] states that: the loss in mechanical strength suffered by 
richer mixtures after exposure to high temperatures is greater than 
that suffered by mixtures with lower cement consumption; mixtures 
composed of aggregates with lower density tend to have greater 
residual mechanical strength than those composed of aggregates 
with higher density; concretes with high compressive strength have 
lower compressive strength after heating than mixtures with com-

mon strength, and; the residual mechanical strength of saturated 
concrete is lower than that of dry concrete.
It should be noted that, currently, given the importance of the “coarse 
aggregate type” parameter in the response of concrete to fire, na-
tional and international normative codes such as NBR 15200 [13], 
ACI 216R-89 [14] and EUROCODE 1 [15] make it the only param-
eter for differentiating the mechanical behavior of concrete mixtures 
at high temperatures, to the detriment of parameters as important 
as compressive strength class, moisture content and even porosity.
There are so many parameters involved in the response of concrete 
to fire that there is a large dispersion of national and international re-
sults, in relation to residual mechanical strength after heating, when 
these results are evaluated in light of a single parameter: the type 
of aggregate. The national results available in the literature have a 
percentage of significant differences as high as 70% [16,17]. 
These differences can be partly explained by the variation in the 
methodology of evaluation of residual mechanical strength in the 
laboratory. Nationally, there is no standardized procedure, while 
internationally, the standard is the RILEM-129 MHT method: Test 
Methods for Mechanical Properties of Concrete at High Tempera-
tures (1995) [1]. 
Not all types of aggregates are referenced in these normative 
codes, which are restricted to presenting the increase in residual 
mechanical strength with temperature of concretes produced with 
silica and calcareous aggregates [13, 14 e 15]. 
In the case of concrete produced with lightweight aggregates, only 
ACI 216R-89 [14] references it. This fact may be explained by the 
scarcity of national or international research on the subject. Some 
of these studies are presented below.
Souza and Moreno [18] studied the reduction in compressive 
strength with the increase in temperature of concrete prepared with 
expanded clay, submitted to temperatures of 300ºC and 600ºC, ac-
cording to the International Organization for Standadization’s Stan-
dard Curve – ISO 834 [19]. At the end, the authors conclude that 
the residual strength of concrete prepared with expanded clay is 
very close to the values referenced by the international normative 
codes for lightweight concrete. 
Laneyrie et al. [20] evaluated the residual mechanical strength of 
concretes made from recycled aggregates after exposure to tem-
peratures of 750°C. Three mixtures with a water/cement ratio of 0.6 
were used, in addition to three with a ratio of 0.3. For each water/
cement ratio, a mixture with natural aggregate, another with aggre-
gate from recycled concrete, and a third with aggregates from con-
struction and demolition waste was produced. The mechanical test 
samples were cylindrical, with 110 mm in diameter and 220 mm in 
height. The heating temperatures were 20°C, 150°C, 300°C, 450°C, 
600°C and 750°C, and the heating rate was 0.5°C per minute; once 
the desired temperature was reached, it was maintained for two 
hours.  In this study, the authors concluded that residual mechanical 
strength was not very affected by the type of coarse aggregate used.
Toric et al. [21] developed four mixtures of lightweight concrete with 
100% expanded clay, used as fine and coarse aggregate, with the 
aim of analyzing their post-fire mechanical properties immediately 
after cooling and up to 96 hours after cooling, according to RILEM 
TC 129-MHT [1]. The sample used was cylindrical, with 75 mm in 
diameter and 225 mm in height, and the test temperatures were 
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20, 200, 400 and 600°C. The heating rate was 2.5°C/min, the heat-
ing plateau was 2.5 hours, and cooling was slow, at a rate of 1°C/
min. The results showed significant differences of up to 59.7% for 
residual mechanical strength with a cooling time of 96 hours, and of 
48.9% immediately after cooling when heated to 600°C.
Martins et al [22] studied the post-heating residual mechanical 
strength of a concrete mixture made with natural aggregates, and 
of three concrete mixtures made with ceramic brick waste, with 
substitution percentages of 20, 50 and 100%. Cylindrical samples 
with 150 mm in diameter and 300 mm in height were produced 
for elastic modulus tests, and 150 mm cubic samples were pro-
duced for axial compressive strength tests. The heating tempera-
tures were 200, 400 and 600°C, the heating rate was 2.5°C/min, 
the heating plateau was 1 hour and cooling was slow, at a rate of 
1.5°C/min. These values were chosen as an approximation to the 
RILEM TC 129-MHT recommendation [1]. At the end, the authors 
note that the residual mechanical strength of concrete mixtures 
produced with ceramic aggregates was higher than the refer-
ence mixture, those with higher substitution percentages having 
achieved the best results.
Rajawat et al. [23] also studied mixtures of concrete with ceramic 
waste sand from sanitary ware, with substitution rates of 50 and 
100%. The samples used in the compressive strength tests were 
cubic, with 100 mm edges. The test temperatures were 200°C, 
500°C and 800°C, at a heating rate of 5°C per minute, and an ex-
posure time of 1 hour. At the end, the authors note that the loss of 
mechanical strength with the increase in temperature is lower for 
concretes produced with ceramic waste sand, compared to those 
produced with natural sand.
Yan et al. [24] produced cylindrical concrete samples with 50mm 
in diameter and 50mm in height using recycled aggregates, and 
evaluated their residual mechanical strength after heating. Three 
types of waste were used in the form of fine aggregate, one made 
of polypropylene, one of glass and one of Styrofoam, and only the 
aggregate from construction and demolition waste was used as 
coarse aggregate. The samples were heated to temperatures of 
300°C, 500°C and 800°C, at a rate of 2.5°C/min, and with expo-
sure time of 4 hours. At the end, the authors conclude that the 
residual mechanical strength is lower for mixtures with coarse ag-
gregates from construction and demolition waste and 100% of fine 
aggregates from glass waste, reaching 84%.
An overview of the international results on the residual mechanical 
strength of lightweight concrete mixtures made with alternative ma-
terials after heating is presented, and it is important to highlight the 
significant difference between them. This fact justifies this work, 
the results of which will be added to the existing ones, contribut-
ing to a better understanding of the behavior of these alternative 
lightweight concretes at high temperatures. 

3.	 Spalling of common and lightweight 
	 concrete at high temperatures

Another current concern regarding concrete in fire conditions is the 
spalling phenomenon, characterized by the detachment of parts 
of the concrete’s heated surface and which can thus contribute to 
the acceleration of the structure’s destruction during a fire. This 
spalling, when explosive, with sudden and violent detachment of a 

surface layer of concrete, has been observed by several authors 
over the years [25-32]. 
According to Souza and Moreno [2], among the various parameters 
involved in spalling, the type of coarse aggregate of the concrete 
mixture can be highlighted as one of the most relevant, lightweight 
concrete being more prone to the phenomenon than concrete with 
common density.
Also according to Souza and Moreno [2], there is no standardized 
test procedure for the laboratory evaluation of the tendency to ex-
plosive spalling of concrete. Nothing is yet established regarding 
sample size, sample preparation (execution and cure), temperature 
exposure time, heating rate, or quantification of the phenomenon 
(sample degradation in terms of cracking and detachment of the sur-
face layer). The authors describe in their work a method for verifying 
the spalling of concrete using slab-shaped samples taken from a 
prismatic specimen, 150 mm high, 150 mm wide and 500 mm long. 
In the international technical literature, there are several research 
papers on the spalling of concrete at high temperatures [25 to 32]. 
In these works, the sample size, heating rate, moisture content, 
maximum exposure temperature, the existence or not of steel rein-
forcement, and even the test methodology are very different, mak-
ing it difficult to carefully evaluate the results so as to predict the 
phenomenon. There is a consensus that a full-scale assessment 
of the phenomenon is practically economically unfeasible, result-
ing in the proposition of methodologies using small-sized samples, 
evaluated in small gas [28, 29, 30] or electric [31] furnaces.
Concerning the spalling of heated concrete produced with light-
weight or recycled aggregates, the research results found in the 
international literature are scarce and described below. 
Ke Cheng He et al. [33], evaluated the spalling of lightweight con-
crete produced with expanded clay. Four concrete mixtures were 
evaluated, a reference one made with limestone coarse aggregate, 
one made with expanded clay, another mixture identical to the sec-
ond, made from expanded clay and waterproofed using products 
from the region, and the last mixture also identical to the second, 
made from expanded clay and waterproofed using another type of 
product from the region that was not mentioned in the work. For all 
mixtures, 100x100x300 mm prisms were molded and heated on 
both sides to 200°C, 400°C, 600°C, 800°C, 1000°C and 1200°C at 
a heating rate of 10°C per minute. At the end, the authors report 
that spalling was not observed for mixtures made from expanded 
clay with waterproofed surfaces, and that it was observed for the 
other mixtures at temperatures above 400°C. The quantification 
of spalling was carried out visually and by measuring weight loss.
Laneyrie et al. [19], investigated the spalling phenomenon in con-
crete mixtures produced with recycled aggregates. Three mixtures 
with a water/cement ratio of 0.6 were used, in addition to three with a 
ratio of 0.3. For each water/cement ratio, one concrete sample made 
with aggregate from natural limestone, another with aggregate from 
recycled concrete, and another with aggregate from construction 
and demolition waste was produced. The samples had 160 mm in 
diameter and 50 mm in thickness and were heated on one side only. 
The heating temperatures were 20°C, 150°C, 300°C, 450°C, 600°C 
and 750°C, and the heating rate was 0.5°C per minute; once the 
desired temperature was reached, it was maintained for two hours.  
At the end, the authors report that there was no spalling of any of the 
samples produced with recycled aggregates.
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Martins et al. [22], evaluated the possible spalling of 150mm cubic 
concrete samples produced with coarse aggregates from ceramic 
brick waste.  The heating temperatures were 200, 400 and 600°C, 
and the heating rate ranged from 1.5 to 2.5°C/ min, in line with 
RILEM TC 129-MHT [1]. As a result, the authors report minor spall-
ing in samples subjected to 600°C. 
Bodnóravá et al. [34], evaluated the possible spalling of 100x300x1050 
mm concrete slabs produced with expanded clay and exposed to 
temperatures up to 1050°C, according to the International Organiza-
tion for Standardization’s Standard Curve — ISO 834 [19]. At the end, 
the authors note that spalling occurred at temperatures above 700°C, 
and that the moisture content of the samples with lightweight aggre-
gate must be below 10% to avoid spalling, because the presence of 
moisture causes the aggregate to rupture.
Given the above, it is noted that much remains to be done to evalu-
ate the spalling of concrete in a fire situation. With regard to con-
cretes produced with lightweight or recycled aggregates, there is 
an even longer way to go before the phenomenon can be explained 
and quantified. This work attempts to take some steps in this direc-
tion, evaluating the spalling of concrete mixtures with lightweight 
aggregates from ceramic block waste at high temperatures.

4.	 Materials and experimental program

4.1	 Concrete mixtures

For this work, three concrete mixtures were produced (Table [1]), 
one with natural aggregate (REF), and two with 40% and 100% 

of substitution (S40 and S100) of the natural aggregate for aggre-
gates from recycled ceramic waste. The water-cement ratio was 
set at 0.49 for all mixtures.

4.2	 Properties of the materials used

The characteristics of the aggregates employed in this work are 
presented in Table [2].
The conventional coarse aggregate had gravel with diameters 
ranging from 9.5 mm to 25 mm. The recycled coarse aggregate 
was obtained by grinding the waste from tile/ceramic block facto-
ries in the region of Campinas/SP.
The cement used was CP II E32, composed of 10% blast furnace 
slag, frequently used in small works and common in the region of 
Campinas/SP. 

4.3	 Evaluation of residual compressive strength
	 and elastic modulus

For each concrete mixture evaluated, 40 cylindrical samples with 
100 mm in diameter and 300 mm in height were analyzed to verify 
the residual mechanical properties after heating up to 200, 400, 
600 and 800°C. The samples were heated in an ML 1300/60 fur-
nace with a maximum heating temperature of 1300°C belonging to 
the Laboratory of Structures and Building Materials of UNICAMP’s 
School of Civil Engineering, Architecture and Urbanism (FEC).
The methodology used followed RILEM-129 MHT: Test Meth-
ods for Mechanical Properties of Concrete at High Temperatures 

Table 1
Mix proportions with and without waste

Mixture Cement
(kg)

Natural fine 
aggregate 

(kg)

Natural coarse 
aggregate 

(liters)

Ceramic coarse 
aggregate 

(liters)
w/c Slump 

(mm)

REF 1 2 1.7 0 0.49 50
S40 1 2 1.0 0.7 0.49 50

S100 1 2 0 1.7 0.49 50

Table 2
Physical properties of the materials used

Property Ceramic waste 
aggregate

Conventional 
coarse aggregate Fine aggregate

Bulk specific gravity (g/cm³) 
NBR NM 53 [35], NM 52 [36] 1.77 2.89 2.63

C.M.D. (mm) 
NBR NM 248 [39] 19 19 4.8

F.M. (mm) 
NBR NM – 248 [39] 6.41 6.86 2.4

Unit weight (g/cm³) 
NBR NM 45 [38] 0.95 1.62 1.47

Clods of clay and friable materials (%)
NBR 7218 [41] 0 0 0

Rate of material passing through the sieve 75 μm (%) 
NBR NM 46 [40] — 0.69 2.37

Water absorption (%) 
NBR NM 53 [35], NM 30 [37] 19 1.2 0.15
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(1995) [1], which adopts a heating and cooling rate of 1°C per min-
ute, with the sample being kept for 60 minutes at the temperature 
of interest. The choice of this methodology aims at the internation-
alization of evaluations, so that it is possible to compare national 
and international results.
The concrete samples’ residual compressive strength was deter-
mined according to RILEM TC 129-MHT Part 3 [42], by applying a 
uniaxial compression load towards the central axis at a rate of 0.5 
MPa per second.  The samples’ elastic modulus was determined 
according to RILEM TC 129-MHT Part 5 [43].

4.4	 Evaluation of explosive spalling

At this stage of the work, it was sought to evaluate the possible 
spalling of the concrete mixtures when subjected to the Interna-

tional Organization for Standardization’s Standard Curve – ISO 
834 [19] for 60 minutes until reaching a temperature of 925°C. 
In the absence of a standardized national or international proce-
dure, the procedure employed was the one proposed by Souza 
and Moreno [18], which consists in heating one side of a prismatic 
150x150mm cross-sectional sample with 100mm thickness. The 
heating was carried out when the samples turned 100 days old. 
Before heating, they were placed in an oven at a temperature of 
100°C until reaching a constant weight. After this stage, one side 
was saturated in water and heated.
The samples were heated in a furnace belonging to the Laboratory 
of Structures and Building Materials of UNICAMP’s School of Civil 
Engineering, Architecture and Urbanism (FEC), Figure [1a] and 
Figure [1b]. Each sample was placed in a front door of the equip-
ment and sealed with a glass wool blanket. The temperature of 

Figure 1a
Furnace for heating the samples and used in the 
evaluation of spalling

Figure 1b
Sample positioned for the evaluation of spalling

Table 3
Mix proportions with and without waste

REF 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

Reduction %
40.62
100

32.12
79

24.06
59

11.17
28

7.83
19

Ec (GPa)
Reduction %

31.75
100

26.45
83

8.35
26

2.69
8

1.50
5

S40 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

Reduction %
19.83
100

19.61
99

15.41
78

13.11
66

4.39
22

Ec (GPa)
Reduction %

14.50
100

14.58
100

4.41
30

2.24
15

0.81
6

S100 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

Reduction %
16.44
100

13.38
81

12.59
77

6.97
42

3.31
20

Ec (GPa)
Reduction %

12.67
100

11.48
91

4.25
34

1.66
13

0.62
5
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the furnace and samples was controlled with thermocouples con-
nected to an automatic data logger, positioned according to ISO 
834 [19]. After heating, the samples were visually evaluated for 
spalling and cracking. 

5.	 Results and discussions

5.1	 Residual compression strength

As expected, the axial compressive strength values were found 
to decrease with the increase in the percentage of replacement 
of the coarse aggregate with red ceramic waste, and also with 
the increase in heating temperature (Table [3]). This reduction in 
mechanical strength at room temperature is attributed to the low 

density and mechanical strength of the recycled red ceramic ag-
gregate compared to the natural aggregate. 
Figure [2] presents the results of this research, the results obtained 
by the main researchers referenced in this work [18, 21 and 22] who 
used lightweight aggregates in the mixture, as well as the curves 
recommended by the relevant national and international codes. It 
should be noted that in the case of National Standard NBR 15200 
[13] and EUROCODE 2 [15], the recommended values are inher-
ent to concretes made of silica aggregates and, although the texts 
of these codes do not make this clear, they refer to unloaded sam-
ples ruptured by axial compression under heating, a load history 
which, admittedly, results in higher residual mechanical strength 
values than those obtained with unloaded samples tested after 
slow cooling. Figure [2], with a load history similar to that adopted 
in this research, also shows the evolution of the residual compres-
sive strength of concrete samples made with lightweight expanded 
clay aggregates (450 kg/m3 specific weight) recommended by ACI 
[14] and in relation to unloaded heated samples ruptured by axial 
compression after slow cooling. 
Table 4 presents the geometric and methodological parameters 
employed by these codes and researchers under comparison.
In Figure [2], it can be seen that replacing the coarse aggregate with 
red ceramic waste results in concretes that are more resistant to fire, 
i.e., the strength losses for concretes with 40% and 100% of substi-
tution are lower compared to the reference sample. This increase 
in the resistance to fire of concretes made with red ceramic waste, 
according to Martins et al [22], can be explained by the fact that the 
thermal expansion coefficient of red ceramic waste is much smaller 
than that of the natural aggregate, making the volumetric variations 
of this recycled aggregate compatible with the deformations in the 
matrix, resulting in lower internal stresses and consequently less 
cracking of the mixture with heating. Martins et al [22] also observed 
that aggregates from red ceramic waste are more stable at high-
er temperatures than aggregates of natural origins, and that, with 
the increase in temperature, the influence of the lower strength of 
red ceramic waste (compared to the natural aggregates) over the  

Figure 2
Reduction values of the axial compressive strength 
of concrete mixtures with substitution percentages 
of 0%, 40% and 100%

Table 4
Comparative data of the test parameters (residual strength)

% of substitution 
of the coarse 

aggregate

Heating 
pattern

Type of
 heating Cooling Type of 

aggregate
Sample 

size

REF 0 RILEM/1ºC/min. Slow No load Basalt Ø = 100 mm
H= 300 mm

S40 40 RILEM/1ºC/min. Slow No load Basalt/
ceramic

Ø = 100 mm
H= 300 mm

S100 100 RILEM/1ºC/min. Slow No load Lightweight/
ceramic

Ø = 100 mm
H= 300 mm 

ACI 216R 100 — — No load Lightweight Ø = 100 mm
H= 300 mm

Souza and 
Moreno 2010 100 ISO 834. Slow No load Lightweight 

(expanded clay)
Ø = 100 mm
H = 200 mm

NBR/Eurocode 100 — — With load Limestone Ø = 100 mm
H = 200 mm

Toric 2017 100 RILEM/2.5ºC/min. Slow No load Lightweight 
(expanded clay)

Ø = 75 mm
H = 225 mm

Martins 2016 100 RILEM/2.5ºC/min. Slow No load Lightweight 
(ceramic)

Ø = 150 mm
H= 300 mm
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compressive strength of concrete is lower, as it is progressively gov-
erned by the cementitious matrix, i.e., in mixtures with aggregates 
from red ceramic waste subjected to heating, the weaker part of the 
concrete is no longer the aggregate, but the cementitious matrix, 
which is basically similar in all concrete mixtures.
In this work, on the other hand, the residual strength of concrete 
produced with natural silica is lower than the recommended by NBR 
15200 [13]. These results were expected, since the load history 
used in this research is different from the load history considered 
in NBR 15200 [13]. It is a well-known fact that unloaded heating 
and subsequent rupture after slow cooling results in lower residu-
al compressive strengths. After cooling, the calcium oxide (CaO) 
formed during heating is rehydrated, a largely expansive process 
which consequently contributes to the greater micro-cracking of con-
crete, thus resulting in lower residual strengths. Another factor that 
may contribute to the lower residual strength of heated and cooled 
concrete samples prior to the rupture caused by compression is the 
development of cracks on the region between the coarse aggregate 
and the cement paste, during the cooling process. 
When comparing the results of the reference mixture of this re-
search (REF) to the curve suggested by ACI [14], with coarse ag-
gregate and load history resembling those of this work, it is noted 
that the evolution of residual compressive strength is very similar, 
reinforcing the existence of the influence highlighted in the previ-
ous paragraph.
On the other hand, the results of Martins et al [22], using ceramic 
aggregates that were similar to those used in this work, are more 
favorable, with greater residual mechanical strength after heating. 
This fact shows the great influence of the samples’ geometry and 
of time of exposure to the desired temperature on the residual me-
chanical strength of concrete. Although with similar mix proportions,  
Martins et al [22] used larger samples, and heated them to the 
temperature of interest for less time than the samples in this work, 
thus resulting in a lower degree of deterioration. The importance of 
standardization of the samples’ geometry, heating rate and expo-
sure time for the results of residual compressive strength after heat-
ing can also be verified by observing those obtained by Souza and 
Moreno [18] and Toric et al [21], who used expanded clay as coarse 
aggregate, and very different heating rates. The heating rate used 
by Souza and Moreno [18] was 6 times higher than that employed by 
Toric et al [21]. A high temperature heating rate may lead to further 
deterioration of concrete with the increase in temperature, causing 
cracking and minor spalling, which may explain the more favorable 
results obtained by Toric et al [21] when compared to Souza and 
Moreno’s [18].
Finally, it should be noted that the curve proposed by ACI 216 R89 
[14] for concrete with lightweight aggregate from expanded clay, 
with 450 kg/m3 specific weight, unloaded heating and rupture after 
slow cooling, shows residual mechanical strengths caused by the 
heating temperature being always lower than those observed for 
the lightweight concrete mixtures of this research and of the afore-
mentioned researches. This fact may justify, in future revisions of 
NBR 15200 [13], the adoption of the ACI 216 R89 curve [14] for 
the behavior of lightweight concrete at high temperatures, at least 
while relevant national results of works similar to the ones pre-
sented are not obtained. 
These results, unique in our country, should provide subsidies for 

a future understanding of the behavior of domestic lightweight con-
crete at high temperatures.

5.2	 Residual elastic modulus

In Table [3] it can be observed, as occurred for compressive 
strength at room temperature, that the longitudinal elastic modu-
lus of the concrete mixtures with substitution of natural aggregate 
for the recycled ceramic aggregate (S40 and S100) showed de-
creases in relation to the elastic modulus obtained for the refer-
ence sample (REF). The physical and mechanical properties of 
the coarse aggregate are noted to have great influence on the 
value of the elastic modulus of concrete made with this aggregate, 
as it almost always increased with the increase in the coarse ag-
gregate’s mechanical strength. The recycled ceramic aggregate 
employed in this research had much lower density and compres-
sive strength than the natural aggregate employed in the reference 
mixture (REF), which justifies the decrease in the values of the 
elastic modules with the increase in the substitution of the natural 
aggregate for the ceramic aggregate. 
Figure [3] presents the results of this research, the results obtained 
by the main researchers referenced in this work [18 and 22] who 
used lightweight aggregates in the mixture, as well as the curves 
recommended by the relevant national and international codes. It 
should be noted that, in the case of National Standard NBR 15200 
[13] and EUROCODE 2 [15], the values given are inherent to con-
cretes made with silica aggregates and, although the texts of these 
codes do not make this clear, they refer to unloaded samples rup-
tured by axial compression under heating, a load history which, ad-
mittedly, results in higher residual mechanical strength values than 
those obtained with unloaded samples tested after slow cooling. 
Figure [3] also shows the evolution of the residual elastic modulus 
of concrete samples made with silica aggregate and lightweight 
aggregate from expanded clay (450 kg/m3 specific weight) recom-
mended by ACI [14] and referring to unloaded samples ruptured 

Figure 3
Reduction values of the elastic modulus of 
concrete mixtures with substitution percentages 
of 0%, 40% and 100%

Temperature (ºC)
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by axial compression under heating. Unlike the recommendations 
of ACI [14] for residual compressive strength, this normative code 
chose not to distinguish between load histories in the case of the 
residual elastic modulus of concrete after heating.  
Table 4 presents the geometric and methodological parameters 
employed by these codes and researchers under comparison.
In Figure [3] it can be seen that replacing the coarse aggregate 
with red ceramic waste results in concretes that are more resistant 
to fire, i.e., the losses in the elastic modulus of concretes with 40 
and 100% of substitution are lower when compared to the refer-
ence sample. This small increase in the residual elastic modulus, 
although much lower than that observed for the residual compres-
sive strength of the same mixtures, can be explained in the same 
way, using the research by Martins et al [22]. 
As occurred for residual compressive strength, the residual elastic 
modulus of the concrete produced from natural silica aggregate of 
this work is smaller than the recommended by NBR 15200 [13] and 
ACI 216 [14] for concretes made with this same aggregate. These 
results were already expected and can also be explained in the 
same way as the results for compressive strength, considering the 
different load history as an intervening parameter. 
Comparing the results of this research with those of Martins et al [22], 
who used a ceramic aggregate similar to that of this work, shows that 
those obtained by Martins et al are quite favorable, with higher resid-
ual elastic modulus after heating. This fact highlights, once again, the 
great influence of the samples’ geometry and of time of exposure to 
the desired temperature over the concrete’s residual elastic modulus. 
Although with similar mix proportions, Martins et al [22] used larger 
samples, and heated them to the temperature of interest for less time 
than the samples in this work, thus resulting in a lower degree of de-
terioration. However, Martins et al [22] present the residual elastic 
modulus’ results for heating temperatures up to 400°C. 
Finally, it should be noted that the same suggestion of these authors, 
using the curve proposed by ACI 216 R89 [14] for concrete with 
lightweight aggregates, should be reevaluated in a future revision of 
NBR 15200 [13] for the case of the residual elastic modulus. When 
comparing the results of this research with the curve suggested by 

ACI 216R-89 [14] for lightweight aggregates, it is noted that the evo-
lution of the residual elastic modulus shows differences that should 
be highlighted. Starting at approximately 350°C, the residual elas-
tic modulus recommended by this normative code is greater, i.e., 
less conservative, than the results obtained in this work. It should 
be noted that the results available in the literature, which generated 
the curve recommended by ACI 216R-89 [14] for the residual elas-
tic modulus, were quite scarce at the time, possibly explaining the 
observed differences. Likewise, it should be noted that although in 
absolute numbers the results compared show differences of the or-
der of 100%, in relative numbers, this difference is very small (30% 
against 15% at most), i.e., in this temperature range, the residual 
elastic modulus is very low, in any of the curves under comparison. 

5.3	 Explosive spalling

No spalling was observed, explosive or otherwise, in the con-
crete samples evaluated in this work. It was possible to observe  
(Figure [4]) that the concrete mixture with 100% of substitution of 
natural silica aggregate for the recycled red ceramic aggregate 
showed a less aggressive cracking panorama than the reference 
sample; however, no spalling occurred in any of the concretes test-
ed, even at temperatures above 800°C.
As noted earlier, with regard to the spalling of heated concretes 
produced from lightweight or recycled aggregates, the results 
found in the international literature are very scarce. Of the inter-
national works presented, spalling was observed in Ke Cheng He 
et al. [33], Bodnóravá et al. [34] and Martins et al [22]. In all these 
works, lightweight aggregates were used in the concrete mixture: 
expanded clay in the first two and recycled ceramic aggregate in 
the last. It is worth noting that spalling was observed in a small 
number of the samples evaluated, and for varying temperatures of 
evaluation; above 700°C in Bodnóravá et al. [34], above 400°C in 
Ke Cheng He et al. [33] and at 600°C in Martins et al [22].
Since there is no standardized test procedure for the laboratory 
evaluation of the tendency to explosive spalling of concrete, in these 
studies, the sample size, heating rate, moisture content, maximum 

Figure 4
Specimens after the evaluation of explosive spalling (temperature: 925°C)

REF. S40 S100
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exposure temperature and even the test methodology used were 
very different and, therefore, it is difficult to carefully evaluate the 
results so as to compare them with the results of this research. Like-
wise, the characterization parameters considered important in the 
evaluation of the spalling phenomenon were not available. None of 
them contain information on parameters such as porosity, moisture 
content on the evaluation day, time and temperature of spalling, etc. 
It should also be emphasized that in most of these studies, the main 
objective was not even the evaluation of spalling, but the evalua-
tion of the residual compressive strength of concrete after heating 
and subsequent cooling. Of the international studies presented, 
only the one by Bodnóravá et al. [34] focused on the evaluation 
of the phenomenon. However, in this work, the coarse aggregate 
used was expanded clay, different from the aggregate used in this 
research, making any attempts to compare the results unfeasible.
In Martins et al [22], minor spalling was observed in some of the 
samples evaluated after heating to 600°C, with subsequent cool-
ing. The coarse aggregate employed was the same as the one 
used in this work; however, the geometry of the samples, the heat-
ing rate, the compressive strength of the mixture at room tempera-
ture and even the methodology of evaluation of spalling were very 
different from those of the present research. Evaluating any of 
these parameters in isolation, in the case of spalling, would only be 
feasible if they were at least somewhat similar. 
Finally, the need to standardize the laboratory evaluation of the 
spalling of concrete at high temperatures should be emphasized. 
This standardization is necessary, as the parameters involved in 
the phenomenon are many, correlated and, therefore, difficult to 
evaluate in isolation. 

6.	 Conclusions

Regarding the research presented here, it was found that:
a)	 At room temperature, as expected, replacing the conventional 

natural aggregate with the recycled ceramic aggregate causes 

mechanical strength to decrease, with compressive strength 
and the elastic modulus also decreasing the higher the per-
centage of substitution.

b)	 Replacing the natural coarse aggregate with red ceramic waste 
results in concretes that are more resistant to fire, i.e., the loss-
es in compressive strength and elastic modulus for concretes 
with 40 and 100% of substitution are lower compared to the 
reference sample. 

c)	 The results of reduction of mechanical strength (compressive 
strength and elastic modulus), with the increase in tempera-
ture, of concretes prepared with lightweight aggregates, were 
lower compared to the values recommended by ACI 216R-89 
[14]; therefore, it is suggested that these curves are adopted 
for the purpose of estimating the residual strength of national 
lightweight concretes, while results similar to those obtained in 
this work are not available. 

d)	 Regarding the tendency to spalling, it can be verified that the 
concretes produced with red ceramic waste remained stable, 
as no spalling occurred even at temperatures above 800°C. 

e)	 Finally, the need to standardize the laboratory evaluation of the 
spalling of concrete at high temperatures should be empha-
sized. This standardization is necessary, as the parameters in-
volved in the phenomenon are many, correlated and, therefore, 
difficult to evaluate in isolation. 

f)	 The results of this work, unique in our country, should provide 
subsidies for a future understanding of the behavior of domes-
tic lightweight concretes at high temperatures.
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Abstract 

Resumo

With the increasing use of recycled materials from civil construction, mainly as substitute for some aggregates in concrete mixtures, it is neces-
sary to obtain technical information on the performance of these new mixtures. National and international research on the use of ceramic waste 
in concrete production highlight good results of this new material’s mechanical performance in environmental situations. However, little is known 
about its behavior at high temperatures. In this context, we sought to verify the performance of concrete mixtures produced with aggregates from 
ceramic block waste at high temperatures, with evaluation of their residual mechanical strength, axial compressive strength and elastic modulus, 
and also their tendency to spalling in fire situations. The RILEM-129 MHT method [1] was used for the assessment of residual mechanical strength, 
and the tendency to spalling was evaluated according to the procedure suggested by Souza and Moreno [2]. In both these evaluations, there is no 
national standard, and, in the case of spalling, not even an international standard. Three concrete mixtures were used, one prepared with natural 
coarse basalt aggregate (reference) and the other two by replacing part of this natural aggregate with aggregate from ceramic block waste (40% 
and 100% of substitution in volume). In the end, it is concluded that the substitution of natural coarse aggregate for lightweight aggregate from 
ceramic block waste can be an excellent alternative to increase the resistance of concrete to fire. Thus, the results of mechanical strength and 
spalling in a fire situation, unprecedented in our country, can greatly support the decision-making about the use of this alternative material in the 
national construction industry.

Keywords: concrete, waste, dosage, fire.

Com o uso crescente de materiais reciclados provenientes da construção civil, principalmente como substituição de parte dos agregados em 
misturas de concreto, torna-se necessário suprir o meio técnico com informações sobre o desempenho destas novas misturas. Resultados de 
pesquisas, nacionais e internacionais, disponíveis quanto ao emprego de resíduos cerâmicos na produção de concreto, ressaltam bons resulta-
dos de desempenho mecânico deste novo material em situação ambiente. Entretanto, no que diz respeito ao desempenho sob elevadas tempe-
raturas, pouco se conhece do comportamento deste material. Neste contexto, buscou-se verificar o desempenho às elevadas temperaturas de 
misturas de concreto produzidas com agregados provenientes de resíduos de blocos cerâmicos; com avaliação da resistência mecânica residual 
quando exposto às elevadas temperaturas - resistência à compressão axial e módulo de deformação e, também, o comportamento destas 
misturas quanto à tendência ao lascamento em situação de incêndio. Na avaliação da resistência mecânica residual foi empregado o método 
RILEM-129 MHT [1] e, a tendência ao lascamento foi avaliada segundo procedimento sugerido por Souza e Moreno [2]. Em ambas, as citadas 
avaliações, não existe padrão nacional normatizado e, no caso do lascamento, nem mesmo internacional. Foram empregadas três misturas de 
concreto, uma preparada com agregado graúdo natural de basalto (referência) e outras duas com substituição de parte deste agregado natural 
por agregado proveniente de resíduos de blocos cerâmicos (substituição de 40% e de 100% em volume). Ao final, conclui-se que a substituição 
de agregado graúdo natural por agregado leve, proveniente de resíduo de blocos cerâmicos, pode ser uma excelente alternativa de incremento 
de desempenho do concreto ao fogo. Desta forma, os resultados de resistência mecânica e de lascamento, em situação de incêndio, inéditos em 
nosso país, podem auxiliar sobremaneira o meio técnico científico nacional na tomada de decisões quanto ao emprego deste material, alternativo, 
na indústria da construção civil nacional.

Palavras-chave: concreto, resíduos, dosagem, incêndio.
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1.	 Introdução 

Em função do crescimento populacional, a humanidade se depa-
ra, atualmente, com o problema da grande quantidade de lixo e 
resíduos gerados. Grande parte deste material descartado pode, e 
deve ser reciclado. Embora existam poucos programas nacionais 
de reciclagem e reuso, especialmente dos resíduos cerâmicos 
(Campos e Paulon [3]), vale destacar a crescente busca de so-
luções para reduzir este citado impacto ambiental e, preservar os 
recursos naturais; com pesquisas nacionais e internacionais vol-
tadas ao desenvolvimento de métodos e tecnologias de reuso de 
alguns destes resíduos cerâmicos na indústria da construção civil. 
Segundo Campos e Paulon [3], a indústria cerâmica, que engloba 
desde o tijolo cerâmico, revestimentos, louças sanitárias e isolado-
res elétricos de porcelana, possui um elevado índice de descarte 
de material durante o processo de fabricação, transporte e eventual 
substituição. É premente, neste caso, o estudo de formas de reuso 
deste material, sendo uma delas o emprego deste resíduo cerâmico 
como agregado graúdo na produção de concretos para fins estru-
turais. Neste caso, os elementos estruturais fabricados com estas 
misturas de concreto alternativas devem atender parâmetros ne-
cessários de projeto que visam, sobretudo, a segurança das edifica-
ções, tanto em situação ambiente quanto em situação de incêndio. 
Em situação ambiente vários autores [4,5,6,7,8,9], estudaram a 
possível substituição dos agregados naturais pelos reciclados 
cerâmicos e de resíduos de construção e demolição. Em todos 
os trabalhos consultados, os autores concluem que a redução da 
resistência à compressão do concreto é diretamente proporcio-
nal ao incremento da porcentagem de substituição do agregado 
natural pelo reciclado e que, mesmo com a citada redução, a 
substituição de agregado natural por agregado proveniente de 
resíduo cerâmico pode ser viável; com resultados favoráveis até 
mesmo quanto ao desempenho mecânico exigido para concretos 
com fins estruturais.
No que diz respeito ao desempenho desta mistura alternativa de 
concreto em situação de incêndio, existem poucos resultados dis-
poníveis na literatura internacional consultada e, vale observar, são 
inexistentes em âmbito nacional. Neste sentido, insere-se este tra-
balho, que se propõe a avaliar a resistência mecânica residual de 
concretos leves produzidos com agregados graúdos provenientes 
de resíduos de cerâmica vermelha sob elevadas temperaturas e 
verificar a tendência ao lascamento explosivo desta mistura. 

2.	 Resistência mecânica residual  
	 do concreto usual e leve sob  
	 elevadas temperaturas

Cânovas [10], destaca que o efeito do fogo nas estruturas de concre-
to está, diretamente, correlacionado ao comportamento dos materiais 
que compõe a mistura. Propriedades físicas, mecânicas e térmicas 
dos materiais componentes do concreto controlam a resposta da mis-
tura sob elevadas temperaturas, sendo o tipo de agregado graúdo 
um dos parâmetros condicionantes deste comportamento (Mehta e 
Monteiro [11]). Neville [12] , afirma que misturas com menor consumo 
de cimento, sofrem uma perda na resistência mecânica após a ex-
posição à temperaturas elevadas menor do que misturas mais ricas, 

que misturas executadas com agregados de menor densidade ten-
dem a apresentar resistência mecânica residual superior às misturas 
executadas com agregados de densidade maior, que concretos de 
alta resistência à compressão apresentam resistência à compressão 
residual, pós aquecimento, menores do que os concretos de resistên-
cia usual e que a resistência mecânica residual é menor em concre-
tos saturados do que em concretos secos.
Vale destacar que, atualmente, face à importância do parâmetro 
“tipo de agregado graúdo” no comportamento do concreto ao fogo, 
códigos normativos nacionais e internacionais como a NBR 15200 
[13], ACI 216R-89 [14] e o EUROCODE 1 [15], o colocam como 
único parâmetro de diferenciação do comportamento mecânico de 
misturas de concreto sob temperaturas elevadas, deixando à re-
velia parâmetros tão importantes como a classe de resistência à 
compressão, o teor de umidade e mesmo a porosidade.
Tantos são os parâmetros envolvidos no comportamento do con-
creto ao fogo que se verifica a grande dispersão de resultados na-
cionais e internacionais, no que diz respeito à resistência mecânica 
residual após aquecimento, quando estes resultados são avaliados 
em função deste único parâmetro: o tipo de agregado. Resultados 
nacionais disponíveis na literatura consultada apresentam diferen-
ças significativas, alcançando, em muitos casos, 70% [16,17]. 
Estas diferenças podem ser explicadas, em parte, pela variação na 
metodologia de avaliação desta resistência mecânica residual, em 
laboratório. Nacionalmente, inexiste procedimento normatizado e, 
internacionalmente, o método RILEM-129 MHT: Test Methods for 
Mechanical Properties of Concrete at High Temperatures (1995) [1]. 
Destaca-se, também, que não são todos os tipos de agregados 
que estão referenciados nestes códigos normativos citados; que 
ficam restritos a apresentar a evolução da resistência mecânica 
residual, em função da temperatura, de concretos produzidos com 
agregados silicosos e  calcáreos [13, 14 e 15]. 
No caso do concreto produzido com agregados leves, somente o 
ACI 216R-89 [14] o referencia. Este fato pode ser explicado pela 
escassez de pesquisas nacionais ou internacionais sobre o assun-
to. Apresenta-se, a seguir, algumas destas pesquisas.
Souza e Moreno [18] estudaram a redução de resistência à com-
pressão, com a elevação da temperatura, de um concreto prepa-
rado com argila expandida, submetido a temperaturas de 300ºC 
e 600ºC, de acordo com a Curva Padrão, da International Orga-
nization for Standadization – ISO 834 [19]. Ao final, os autores 
concluem que a resistência residual do concreto preparado com 
argila expandida está muito próxima dos valores referenciados por 
códigos normativos internacionais para os concretos leves. 
Laneyrie et al. [20] avaliaram a resistência mecânica residual de 
concretos produzidos com agregados reciclados após exposição 
até temperaturas de 750 °C. Foram utilizadas três misturas com 
relação água/cimento de 0,6 e mais três com 0,3. Para cada re-
lação água/cimento foi produzida uma mistura com agregado na-
tural, outra com agregado de  concreto reciclado e uma terceira 
com agregados produzidos com resíduos de construção e demoli-
ção. As amostras para os testes mecânicos foram cilíndricas, com 
110 mm de diâmetro por 220 mm de altura. As temperaturas de  
aquecimento foram de 20°C, 150°C, 300°C, 450°C, 600°C e 750°C. A 
taxa de aquecimento foi de 0,5°C por minuto e, atingida a temperatura 
desejada, esta foi mantida por duas horas. Neste estudo, os autores 
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concluíram que a resistência mecânica residual foi pouco afetada em 
função do tipo de agregado graúdo empregado.
Toric et al. [21] desenvolveram quatro misturas de concreto leve com 
100% de argila expandida, utilizada como agregado miúdo e graúdo, 
com o objetivo de analisar as propriedades mecânicas pós-incêndio, 
imediatamente após o resfriamento e até 96 horas após o resfriamen-
to, de acordo com recomendação RILEM TC 129-MHT [1]. A amostra 
utilizada foi cilíndrica de 75 mm de diâmetro e 225 mm de altura e 
as temperaturas de teste foram de 20, 200, 400 e 600°C. A taxa de 
aquecimento foi 2,5°C /min, patamar de aquecimento de 2,5 horas e 
resfriamento lento de 1°C /min. Os resultados mostraram diferenças 
significativas, de até 59,7%, para a resistência mecânica residual com 
um tempo de resfriamento de 96 horas e, de 48,9%, imediatamente  
após o resfriamento quando aquecidos à temperaturas de 600°C.
Martins et al [22] estudaram a resistência mecânica residual, pós 
aquecimento, de uma mistura de concreto produzida com agrega-
dos naturais e de três misturas de concreto feitas com resíduos de 
tijolos cerâmicos, nos teores de substituição de 20, 50 e 100%. Fo-
ram moldadas amostras cilíndricas de 150 mm de diâmetro e 300 
mm de altura para ensaios de módulo de deformação e amostras 
cúbicas de 150 mm para ensaios de resistência à compressão axial. 
As temperaturas de aquecimento foram de 200, 400 e 600°C, a taxa 
de aquecimento foi de 2,5°C /min., patamar de aquecimento de 1 
hora e resfriamento lento de 1,5°C /min. Estes valores foram esco-
lhidos como uma aproximação à recomendação RILEM TC 129-
MHT [1]. Ao final os autores observam que a resitência mecânica 
residual das misturas de concreto produzido com agregados cerâ-
micos foi superior à da mistura de referência; sendo as misturas 
com maiores teores de substituição as de melhor comportamento.
Rajawat et al. [23] também estudaram misturas de concreto com 
areia de resíduo cerâmico provenientes de louças sanitárias, com 
teores de substituições de 50 e 100%. As amostras eram cúbi-
cas, medindo 100 mm de arestas para os ensaios de resistência à 
compressão. As temperaturas de testes foram de 200°C, 500°C e 
800°C, a uma taxa de aquecimento de 5°C por minuto e um tempo 
de exposição de 1 hora. Ao final, os autores observam que a per-
da de resistência mecânica, em função da temperatura, para os 
concretos produzidos com a areia de resíduo cerâmico é menor; 
quando comparada a concretos produzidos com areia natural.
Yan et al. [24] produziram amostras de concreto cilíndricas com di-
âmetro de 50 mm e altura de 50mm, com agregados reciclados, 
e avaliaram sua resistência mecânica residual após aquecimento. 
Três tipos de resíduos foram utilizados na forma de agregado miú-
do, um de polipropileno, um de vidro e outro de isopor e, como agre-
gado graúdo, somente utilizou-se o agregado proveniente de resí-
duo de construção e demolição. As amostras foram aquecidas até 
as temperaturas de 300°C, 500 °C e 800 °C, a uma taxa de 2,5°C 
/min., com tempo de exposição de 4 horas. Os autores concluem, 
ao final, que a resistência mecânica residual é menor para os traços 
com agregados graúdos de resíduo de construção e demolição e 
100% de agregados miúdos de resíduo de vidro, chegando a 84%.
Apresentado um apanhado geral de resultados internacionais so-
bre a resistência mecânica residual de misturas de concreto leve 
executadas com materiais alternativos, pós aquecimento, deve-se 
ressaltar a expressiva diferença entre resultados. Este fato justifica 
este trabalho; onde os resultados aqui obtidos serão acrescentados 
aos já existentes, contribuindo para um melhor entendimento do 

comportamento destes concretos leves alternativos sob tempera-
turas elevadas. 

3.	 Lascamento do concreto usual e leve 
	 sob elevada temperaura

Outra preocupação atual em relação ao concreto em situação de 
incêndio é o fenômeno do lascamento; caracterizado pelo des-
tacamento de partes da superfície aquecida do concreto e que 
pode, assim, contribuir para a aceleração da ruína da estrutura 
durante um incêndio. Este lascamento, quando explosivo, com 
destacamento repentino e violento de uma camada superficial de 
concreto, foi observado por vários autores ao longo dos anos [25 
a 32]. Internacionalmente, o fenômeno é conhecido com “spalling”.
Segundo Souza e Moreno [2], dentre os vários parâmetros inter-
venientes no lascamento, o  tipo de agregado graúdo da mistura 
de concreto pode ser destacado como um dos mais intervenientes 
e, que concretos leves tem mais propensão ao lascamento que 
concretos de densidade usual.
Ainda segundo Souza e Moreno [2], não existe um procedimento 
de ensaio normatizado para avaliação em laboratório da tendência 
ao lascamento explosivo no concreto. Nada, ainda, está estabele-
cido em relação ao tamanho das amostras, preparo das amostras 
(execução e cura), tempo de exposição à temperatura, evolução 
da temperatura ao longo do tempo (taxas de elevação) ou quanti-
ficação do fenômeno (degradação das amostras em termos de fis-
suração e desprendimento de camada superficial das amostras). 
Os autores descrevem em seu trabalho um método para verifica-
ção do lascamento do concreto utilizando amostras em forma de 
placas retiradas de um corpo de prova prismático, de dimensão de 
150 mm de altura, 150 mm de largura e 500 mm de comprimento. 
Na literatura técnica internacional existem vários trabalhos de pesquisa 
sobre o lascamento do concreto sob temperaturas elevadas [25 a 32]. 
Nestes trabalhos, o tamanho das amostras, a taxa de aquecimento, o 
teor de umidade, a temperatura máxima de exposição das amostras, 
a existência ou não de armadura de aço, e mesmo a metodologia de 
ensaio, são muito diferentes e, portanto, torna-se difícil uma avaliação 
criteriosa dos resultados com vistas a uma previsão do fenômeno. 
Existe, sim, consenso de que uma avaliação do fenômeno, em escala 
real do elemento estrutural, é praticamente inviável economicamente; 
resultando em propostas de metodologias de avaliação em laboratório 
do fenômeno usando amostras em tamanho reduzido, avaliadas em 
pequenos fornos, a gás [28, 29, 30] ou elétricos [31].
No que diz respeito ao lascamento de concretos, aquecidos, e 
produzidos com agregados leves ou agregados reciclados, os re-
sultados de pesquisas encontradas na literatura internacional são 
escassos e descritos a seguir. 
Ke Cheng He et al. [33], avaliaram o lascamento nos concretos leves 
produzidos com argila expandida. Quatro misturas de concreto foram 
avaliadas, uma de referência produzida com agregado graúdo de cal-
cário, outra produzida com argila expandida, outra mistura idêntica 
à segunda, com argila expandida com superfície impermeabilizada 
com produtos da região e, a última mistura também idêntica à se-
gunda, com argila expandida com superfície impermeabilizada com 
outro tipo de produto da região não mencionado no trabalho. Para 
todas misturas foram moldados prismas de 100x100x300 mm que 
foram aquecidos em ambas as faces a 200°C, 400°C, 600°C, 800°C, 
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1000°C e 1200°C a uma taxa de aquecimento de 10°C por minu-
to. Ao final os autores relatam que o lascamento não foi observado 
para as misturas produzidas com argila expandida com superfícies 
impermeabilizadas e que foi observado para as outras misturas; para 
temperaturas acima de 400°C. A quantificação do lascamento foi feita 
de forma visual e através da medida de perda de massa.
Laneyrie et al. [19], investigaram o fenômeno do lascamento em 
misturas de concreto produzidas com agregados reciclados. Foram 
utilizados três misturas com relação água/cimento de 0,6 e mais 
três com 0,3. Para cada relação água/cimento foi produzido um 
concreto com agregado natural do tipo calcário, outro com agre-
gado de concreto reciclado e outro com agregado de resíduos de 
construção e demolição. As amostras possuíam 160 mm de diâ-
metro e 50 mm de espessura e foram aquecidas em apenas uma 
das faces. As temperaturas de aquecimento foram de 20°C, 150°C, 
300°C, 450°C, 600°C. e 750°C. A taxa de aquecimento foi de 0,5°C 
por minuto e, atingida a temperatura desejada, esta foi mantida por 
duas horas. Ao final os autores relatam que não houve lascamento 
de nenhuma das amostras produzidas com agregados reciclados.
Martins et al [22], avaliaram o possível lascamento de amostras 
de concretos produzidas com agregados graúdos provenientes de 
resíduos de tijolos cerâmicos. Foram moldadas amostras cúbicas 
de 150mm. As temperaturas de aquecimentos foram de 200, 400 
e 600°C e a taxa de elevação da temperatura com o tempo foi de 
1,5 a 2,5°C/min, em aproximação ao recomendado pela RILEM 
TC 129-MHT [1]. Como resultado, os autores relatam pequeno las-
camento nas amostras submetidas a 600°C. 
Bodnóravá et al. [34], avaliaram o possível lascamento de placas de 
concreto de 100x300x1050 mm, produzidas com argila expandida e ex-
postas a temperatura de até 1050°C de acordo com a Curva Padrão, da 
International Organization for Standadization – ISO 834 [19]. Ao final os 
autores observam que o lascamento ocorreu para temperaturas acima 
de 700°C e, que o teor de umidade das amostras com agregado leve, 
deve ser inferior a 10% para que o lascamento não seja observado, pois 
a presença de umidade faz com que ocorra ruptura do agregado.

Em função do exposto, observa-se que ainda muito deve ser feito 
para avaliar o fenômeno do lascamento do concreto em situação de 
incêndio. No que diz respeito a concretos produzidos com agregado 
leve ou agregados reciclados o caminho a percorrer, antes que o fe-
nômeno seja explicado e quantificado, é ainda bem maior. Este tra-
balho tenta dar alguns passos nesta direção, avaliando o lascamen-
to sob temperaturas elevadas de misturas de concreto produzidas 
com agregado leve proveniente de resíduos de blocos cerâmicos.

4.	 Materiais e programa experimental

4.	 Misturas de concreto

Para este trabalho, foram feitas três misturas de concreto (Tabela [1]), 
uma executada com agregado natural (REF) e outras duas com 
substituições de 40% e 100% (S40 e S100), do agregado natural 
por agregado proveniente de resíduo cerâmico reciclado. Foi fixa-
da a relação água cimento em 0,49 para todas as misturas.

4.2	 Propriedades dos materiais utilizados

As características dos agregados empregados neste trabalho es-
tão apresentadas na tabela [2].
O agregado graúdo convencional apresentou britas com diâme-
tros de 9,5 mm a 25 mm. O agregado graúdo reciclado foi obtido 
do material resultante da trituração de resíduos de fábricas de pro-
dução de telhas e blocos cerâmicos da região de Campinas/SP.
O cimento utilizado foi o CP II E32, cimento composto com até 
10% de escória de alto forno, considerado comum para obras de 
pequeno porte e, usual na região de Campinas/SP. 

4.3	 Avaliação da resistência à compressão  
	 e módulo de deformação residuais

Para cada mistura de concreto avaliada foram executadas  

Tabela 1
Misturas de concreto com e sem resíduo

Traço Cimento
(kg)

Agregado 
miúdo natural 

(kg)

Agregado 
graúdo natural 

(litros)

Agregado 
graúdo cerâmico 

(litros)
a/c Abatimento 

(mm)

REF 1 2 1,7 0 0,49 50
S40 1 2 1,0 0,7 0,49 50

S100 1 2 0 1,7 0,49 50

Tabela 2
Propriedades físicas dos materiais utilizados

Propriedade Agregado de 
resíduo cerâmico

Agregado graúdo 
convencional Agregado miúdo

Massa específica seca (g/cm³) 
NBR NM 53 [35], NM 52 [36] 1,77 2,89 2,63

D.M.C. (mm)
NBR NM 248 [39] 19 19 4,8

M.F. (mm) 
NBR NM – 248 [39] 6,41 6,86 2,4

Massa unitária (g/cm³)
NBR NM 45 [38] 0,95 1,62 1,47

Torrões de argila e materiais friáveis (%)
NBR 7218 [41] 0 0 0

Teor de material passante na peneira 75 μm (%)
NBR NM 46 [40] — 0,69 2,37

Absorção de água (%) 
NBR NM 53 [35], NM 30 [37] 19 1,2 0,15
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40 amostras cilíndricas, de 100 mm de diâmetro por 300 mm de 
altura, para verificação das propriedades mecânicas residuais pós 
aquecimento até as temperaturas de 200, 400, 600 e 800°C. Para 
aquecimento das amostras foi utilizado o forno modelo ML 1300/60, 
com temperatura máxima de aquecimento de 1300 ºC existente no 
Laboratório de Estruturas e Materiais de Construção Civil da Faculda-
de de Engenharia Civil, Arquitetura e Urbanismo (FEC) da UNICAMP.
A metodologia empregada seguiu o disposto, internacionalmente, 
pela RILEM-129 MHT: Test Methods for Mechanical Properties of 
Concrete at High Temperatures (1995) [1], que adota taxa de aque-
cimento, e resfriamento, de 1ºC por minuto; com permanência de 60 
minutos da amostra sob a temperatura de interesse. A escolha desta 
metodologia visa a internacionalização das avaliações, de forma que 
seja possível a comparação de resultados nacionais e internacionais.
A resistência à compressão residual do concreto foi determinada 

de acordo com a recomendação da RILEM TC 129-MHT Parte 3 
[42], aplicando-se uma carga de compressão uniaxial em direção 
ao eixo central a uma taxa de 0,5 MPa por segundo. O módulo de 
deformação do concreto foi determinado de acordo com a reco-
mendação da RILEM TC 129-MHT Parte 5 [43].

4.4Avaliação do lascamento explosivo (spalling)

Nesta etapa do trabalho, buscou-se avaliar o possível lascamento 
das misturas de concreto executadas, quando submetidas à Cur-
va Padrão da International Organization for Standadization – ISO 
834 [19] por 60 minutos até uma temperatura de 925ºC. 
Na inexistência de procedimento nacional ou internacional nor-
matizado, o procedimento empregado foi o proposto por Souza 
e Moreno [18], que consiste em aquecer uma das faces de uma 

Tabela 3
Propriedades mecânicas das misturas de concreto

REF 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

Redução %
40,62
100

32,12
79

24,06
59

11,17
28

7,83
19

Ec (GPa)
Redução %

31,75
100

26,45
83

8,35
26

2,69
8

1,50
5

S40 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

v
19,83
100

19,61
99

15,41
78

13,11
66

4,39
22

Ec (GPa)
v

14,50
100

14,58
100

4,41
30

2,24
15

0,81
6

S100 0°C 200°C 400°C 600°C 800°C
fc (MPa)

v
16,44
100

13,38
81

12,59
77

6,97
42

3,31
20

Ec (GPa)
Redução %

12,67
100

11,48
91

4,25
34

1,66
13

0,62
5

Figura 1a
Forno para aquecimento das amostras e ensaio 
de lascamento (spalling)

Figura 1b
Amostra posicionada para ensaio de lascamento 
(spalling)
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amostra prismática de 150x150mm de seção transversal e 100 mm 
de espessura. O aquecimento foi feito aos 100 dias de idade das 
amostras. Antes do aquecimento as amostras foram colocadas em 
estufa, à temperatura de 100ºC, até a constância de massa. Após 
este estágio, uma das faces foi saturada em água e aquecida.
Para aquecimento das amostras foi utilizado o forno existente no 
Laboratório de Estruturas e Materiais de Construção Civil da Fa-
culdade de Engenharia Civil, Arquitetura e Urbanismo (FEC) da 
UNICAMP, Figura [1a] e Figura [1b]. Cada amostra foi encaixada 
em abertura frontal existente no equipamento e vedada com man-
ta de lã de vidro. O controle das temperaturas do forno e da amos-
tra foi feito com termopares ligados a um aquisitor automático de 
dados, posicionados conforme especificação da ISO 834 [19]. Ao 
final do aquecimento as amostras foram avaliadas, visualmente, 
em relação ao lascamento e ao panorama de fissuração. 
  
5.	 Resultados e discussões

5.1	 Resistência residual à compressão

Verificou-se, conforme esperado, que os valores de resistência à 
compressão axial decrescem à medida que se aumenta a porcen-
tagem de substituição de parte do agregado graúdo por resíduo de 
cerâmica vermelha e à medida que se aumenta a temperatura de 
aquecimento (Tabela [3]). Esta redução de resistência mecânica, 
em temperatura ambiente, é atribuída à baixa densidade e resis-
tência mecânica do agregado reciclado de cerâmica vermelha em 
relação ao agregado natural. 
Na Figura [2] são apresentados os resultados desta pesquisa, os 
resultados obtidos pelos principais pesquisadores referenciados 
neste trabalho [18, 21 e 22] que utilizaram agregado leve na mis-
tura, bem como as curvas preconizadas pelos códigos nacionais 
e internacionais pertinentes. Vale ressaltar que, no caso da Nor-
ma Nacional NBR 15200 [13] e do EUROCODE 2 [15]; os valores 
indicados são inerentes a concretos executados com agregados 
silicosos e, embora não esteja claro nos textos destes códigos, re-

ferentes a amostras destas misturas aquecidas sem carga e rom-
pidas à compressão axial sob aquecimento; histórico de carga que, 
reconhecidamente, resulta em valores de resistência mecânica re-
sidual superiores aquelas obtidas com ensaios de amostras aque-
cidas sem carga e ensaiadas após resfriamento lento. Na Figura 
[2], com histórico de carga semelhante ao adotado nesta pesquisa, 
apresenta-se, também, a evolução da resistência à compressão re-
sidual de amostras de concreto executado com agregado leve de 
argila expandida (peso específico de 450 kg/m3) preconizados pelo 
ACI [14] e referente à amostras aquecidas sem carga e rompidas à 
compressão axial após resfriamento lento.
Na Tabela 4 apresenta-se parâmetros geométricos e metodológicos 
empregados por estes códigos e pesquisadores sob comparação.

Tabela 4
Dados comparativos dos parâmetros de ensaios (resistência residual)

% substituição 
de agregado 

graúdo

Padrão de 
aquecimento

Tipo de
 resfriamento Aquecimento Tipo de 

agregado
Tamanho da 

amostra

REF 0 RILEM/1ºC/min. Lento Sem carga Basalto Ø = 100 mm
H= 300 mm

S40 40 RILEM/1ºC/min. Lento Sem carga Basalto/
cerâmico

Ø = 100 mm
H= 300 mm

S100 100 RILEM/1ºC/min. Lento Sem carga Leve/cerâmico Ø = 100 mm
H= 300 mm 

ACI 216R 100 — — Sem carga Leve Ø = 100 mm
H= 300 mm

Souza and 
Moreno 2010 100 ISO 834 Lento Sem carga Leve (argila 

expandida)
Ø = 100 mm
H = 200 mm

NBR/Eurocode 100 — — Com carga Calcáreo Ø = 100 mm
H = 200 mm

Toric 2017 100 RILEM/2,5ºC/min. Lento Sem carga Leve (argila 
expandida)

Ø = 75 mm
H = 225 mm

Martins 2016 100 RILEM/2,5ºC/min. Lento Sem carga Leve 
(cerâmico)

Ø = 150 mm
H = 300 mm

Figura 2
Valores de redução da resistência à compressão 
axial das misturas de concreto com teores de 
substituição (0%, 40% e 100%)
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Na Figura [2] pode-se observar que a substituição do agregado 
graúdo por resíduo de cerâmica vermelha resulta em concretos 
mais resistentes ao fogo, ou seja, as perdas de resistência para os 
concretos com 40% e 100% de substituição são menores quando 
comparadas ao concreto de referência. Este incremento da resis-
tência ao fogo de concretos executados com resíduos de cerâmica 
vermelha, segundo Martins et al [22], pode ser explicado pelo fato 
do coeficiente de expansão térmica dos resíduos de cerâmica ver-
melha ser bem menor do que o do agregado natural, fazendo com 
que as variações volumétricas deste agregado reciclado sejam 
compatíveis com as deformações ocorridas na matriz, resultando 
assim em menores tensões internas e, portanto, menos fissuração 
da mistura com o aquecimento. Martins et al [22] também observa 
que agregados de resíduos de cerâmica vermelha são mais está-
veis em temperaturas mais altas do que agregados de origem na-
tural e, ainda, que com o aumento da temperatura, a influência da 
menor resistência do resíduo de cerâmica vermelha (comparado 
com os agregado de origem natural) na resistência à compressão 
do concreto é menor, já que é progressivamente governada pela 
matriz cimentícia, ou seja, em misturas com agregados de resí-
duos de cerâmica vermelha, com o aumento da temperatura de 
exposição, a parte mais fraca do concreto não é mais o agregado, 
mas sim a matriz cimentícia, que é basicamente semelhante em 
todas as misturas de concreto.
Já a resistência residual do concreto produzido com agrega-
do natural silicoso deste trabalho é menor que os preconizados 
pela NBR 15200 [13]. Estes resultados já eram esperados, uma 
vez que o histórico de carga empregado nesta pesquisa é dife-
rente do histórico de carga considerado na NBR 15200 [13]. É 
de conhecimento geral da área que o aquecimento sem carga e 
ruptura posterior após resfriamento lento resulta em resistências 
residuais à compressão inferiores. Após resfriado o concreto, o 
óxido de cálcio (CaO) formado durante o aquecimento passa pelo 
processo de reidratação; processo esse largamente expansivo 

que, consequentemente, contribui para a maior microfissuração 
do concreto, resultando, portanto, em resistências residuais me-
nores. Outro fator que pode contribuir para a menor resistência 
residual de amostras de concreto aquecidas, e resfriadas antes da 
ruptura à compressão, é o desenvolvimento de fissuras na região 
entre agregado graúdo e a pasta de cimento durante o processo 
de resfriamento. 
Quando se compara os resultados da mistura de referência desta 
pesquisa (REF) com a curva sugerida pelo ACI [14], com agre-
gado graúdo e histórico de carga, similares aos deste trabalho, 
nota-se que a evolução da resistência à compressão residual é 
bastante semelhante; o que reforça a afirmação desta influência 
ressaltada no parágrafo anterior.
Comparando-se os resultados desta pesquisa com os de Martins 
et al [22], que utilizou agregado cerâmico similar ao deste traba-
lho, os resultados de Martins et al [22] apresentam-se mais favorá-
veis, com maior resistência mecânica residual após aquecimento. 
Este fato evidencia a grande influência da geometria das amostras 
e do tempo de exposição à temperatura desejada na resistência 
mecânica residual do concreto. Embora com composição da mis-
tura similar, Martins et al [22] empregou amostras maiores, e as 
aqueceu por menos tempo à temperatura de interesse do que as 
amostras deste trabalho; resultando, portanto, em um grau de de-
terioração menor das amostras quando aquecidas. A importância 
da padronização da geometria das amostras, taxa de elevação da 
temperatura e tempo de exposição, nos resultados de resistência 
à compressão residual após aquecimento, também pode ser com-
provada observando-se os resultados obtidos por Souza e More-
no [18] e Toric et al [21]; que empregaram argila expandida como 
agregado graúdo do concreto e taxas de elevação de temperatura 
bastante distintas. A taxa de elevação da temperatura empregada 
por Souza e Moreno[18] foi 6 vezes maior que a empregada por 
Toric et al [21]. Uma taxa de elevação de temperatura elevada 
pode implicar em maior deterioração do concreto com a tempera-
tura, favorecendo fissuração e eventuais pequenos lascamentos; 
o que pode explicar os resultados mais favoráveis obtidos por To-
ric et al [21] quando comparados aos de Souza e Moreno [18].
Por fim, resta observar que a curva proposta pelo ACI 216 R89 
[14] para concreto com agregado leve de argila expandida, peso 
específico de 450 kg/m3, aquecimento sem carga e ruptura após 
resfriamento lento, apresenta resistências mecânicas residuais 
em função da temperatura de aquecimento sempre menores que 
aquelas observadas para as misturas de concreto leve desta pes-
quisa e dos demais pesquisadores aqui relatados. Este fato pode 
justificar, em futuras revisões da NBR 15200 [13], a adoção da 
curva do ACI 216 R89 [14] para o comportamento de concretos 
leves sob elevadas temperaturas; pelo menos enquanto resulta-
dos nacionais pertinentes, obtidos em trabalhos similares ao aqui 
apresentado, não sejam obtidos. 
Estes resultados, únicos em nosso País, devem fornecer subsí-
dios para um futuro entendimento do comportamento de concretos 
leves nacionais sob elevadas temperaturas.

5.2	 Módulo de deformação residual

Pela Tabela [3] nota-se, assim como ocorrido para a resistên-
cia à compressão em temperatura ambiente, que o módulo de  

Figura 3
Valores da redução dos módulos de elasticidade 
das misturas de concreto com teores de 
substituição (0%, 40% e 100%)
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deformação longitudinal das misturas de concreto com substitui-
ção de agregado natural pelo cerâmico reciclado (S40 e S100) 
apresentou decréscimos em relação ao módulo de deformação 
obtido para a mistura de concreto de referência (REF). Observa-
-se, de início, que as propriedades físicas e mecânicas do agre-
gado graúdo têm grande influência no valor do módulo de defor-
mação do concreto executado com este agregado; com valores 
de módulo, quase sempre incrementados com o aumento da 
resistência mecânica do agregado graúdo. O agregado reciclado 
cerâmico empregado nesta pesquisa teve densidade e resistência 
à compressão bem menor que o agregado natural empregado na 
mistura de referência (REF); razão que justifica a diferença entre 
os módulos de deformação apresentados neste trabalho; com o 
módulo de deformação diminuindo em função do incremento de 
substituição do agregado natural pelo cerâmico. 
Na Figura [3] são apresentados os resultados desta pesquisa, os 
resultados obtidos pelos principais pesquisadores referenciados 
neste trabalho [18 e 22] que utilizaram agregado leve na mistu-
ra, bem como as curvas preconizadas pelos códigos nacionais e 
internacionais pertinentes. Vale ressaltar que, no caso da Norma 
Nacional NBR 15200 [13] e do EUROCODE 2 [15], os valores 
indicados são inerentes a concretos executados com agregados 
silicosos e, embora não esteja claro nos textos destes códigos, 
referentes a amostras destas misturas aquecidas sem carga e 
rompidas à compressão axial sob aquecimento; histórico de carga 
que, reconhecidamente, resulta em valores de módulo de defor-
mação residual superiores aqueles obtidas com ensaios de amos-
tras aquecidas sem carga e ensaiadas após resfriamento lento. 
Na Figura [3], apresenta-se, também, a evolução do módulo de 
deformação residual de amostras de concreto executado com 
agregado silicoso e agregado leve de argila expandida (peso es-
pecífico de 450 kg/m3) preconizadas pelo ACI [14] e referente às 
amostras aquecidas sem carga e rompidas à compressão axial 
sob aquecimento. Diferente do preconizado pelo ACI [14] para a 
resistência à compressão residual, este código normativo optou 
por não fazer distinção entre históricos de carga no caso do módu-
lo de deformação residual do concreto após aquecimento. 

Na Tabela 4 apresenta-se parâmetros geométricos e metodológicos 
empregados por estes códigos e pesquisadores sob comparação.
Na Figura [3] pode-se observar que a substituição do agregado 
graúdo por resíduo de cerâmica vermelha resulta em concretos 
mais resistentes ao fogo, ou seja, as perdas no módulo de de-
formação para os concretos com 40 e 100% de substituição são 
menores quando comparadas ao concreto de referência. Este 
pequeno incremento do módulo de deformação residual, embora 
bastante inferior ao observado para a resistência à compressão 
residual para as mesmas misturas, pode ser explicado da mesma 
forma; recorrendo-se à pesquisa de Martins et al [22]. 
Similar ao ocorrido anteriormente para a resistência à compressão 
residual, o módulo de deformação residual do concreto produzido 
com agregado natural silicoso deste trabalho é menor que o pre-
conizado pela NBR 15200 [13] e pelo ACI 216 [14] para concretos 
executados com este mesmo agregado. Estes resultados já eram 
esperados e, também, podem ser explicados da mesma forma 
que os resultados para a resistência à compressão; colocando o 
histórico de carga diferente como parâmetro interveniente nos re-
sultados em comparação. 
Comparando-se os resultados desta pesquisa com os de Martins 
et al [22], que utilizou agregado cerâmico similar ao deste traba-
lho, os resultados de Martins et al [22] apresentam-se bastante 
favoráveis, com maior módulo de deformação residual após aque-
cimento. Este fato evidencia, mais uma vez, a grande influência da 
geometria das amostras e do tempo de exposição à temperatura 
desejada no módulo de deformação residual do concreto. Embora 
com composição da mistura similar, Martins et al [22] empregou 
amostras maiores, e as aqueceu por menos tempo à temperatura 
de interesse, do que as amostras deste trabalho; resultando, por-
tanto, em um grau de deterioração menor das amostras quando 
aquecidas. Entretanto, ressalta-se que Martins et al [22] apresenta 
resultados do módulo de deformação residual para temperaturas 
de aquecimento até 400ºC. 
Por fim, resta observar que a mesma sugestão destes autores, 
de emprego da curva proposta pelo ACI 216 R89 [14] para con-
creto com agregado leve, momentaneamente, em futura revisão 

Figura 4
Corpos de prova após ensaio de lascamento explosivo (temperatura: 925°C)

REF. S40 S100
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da NBR 15200 [13] deve ser reavaliada para o caso do módulo 
de deformação residual. Quando se compara os resultados des-
ta pesquisa com a curva sugerida pelo ACI 216R-89 [14] para 
agregados leves, nota-se que a evolução do módulo de deforma-
ção residual tem diferenças que devem ser ressaltadas. A partir 
dos 350ºC, aproximadamente, o módulo de deformação residual 
preconizado por esse código normativo é maior, ou seja, menos 
conservador, do que os resultados obtidos neste trabalho. Vale 
observar que os resultados disponíveis na literatura, que geraram 
a curva em questão preconizada pelo ACI 216R-89 [14] para o 
módulo de deformação residual, eram bastante escassos à epoca; 
o que pode explicar as diferenças observadas. Da mesma forma, 
resta observar que, embora em números absolutos os resultados 
em comparação tenham diferenças da ordem de 100%, em núme-
ros relativos esta diferença é muito baixa (30% contra 15% em sua 
maior diferença); ou seja, nesta faixa de temperatura o módulo de 
deformação residual apresenta-se muito baixo; em qualquer uma 
das curvas em comparação. 

5.3	 Lascamento explosivo (spalling)

Não foi observado qualquer lascamento; explosivo ou não; nas 
amostras de concreto avaliadas neste trabalho. Foi possível ob-
servar (Figura [4]) que a mistura de concreto com 100% de substi-
tuição de agregado natural silicoso pelo agregado reciclado de ce-
râmica vermelha apresentou um panorama de fissuração menos 
agressivo que o da amostra de referência; porém, sem ocorrência 
do lascamento em nenhum dos concretos testados, mesmo para 
temperaturas superiores a 800oC.
Como ressaltado anteriormente, no que diz respeito ao lascamen-
to de concretos, aquecidos, e produzidos com agregados leves ou 
agregados reciclados, os resultados de pesquisas encontradas na 
literatura internacional são muito escassos. Dos trabalhos interna-
cionais apresentados, o lascamento foi observado em  Ke Cheng 
He et al. [33], Bodnóravá et al. [34] e Martins et al [22]. Em todos 
esses trabalhos foi empregado agregado leve na mistura de con-

creto; argila expandida nos dois primeiros e agregado reciclado 
cerâmico no último. Vale observar que o lascamento foi observado 
em um número reduzido das amostras avaliadas e para tempera-
turas variadas de avaliação; acima de 700 oC em Bodnóravá et al. 
[34], acima de 400 oC em Ke Cheng He et al. [33] e para 600 oC em 
Martins et al [22].
Uma vez que não existe um procedimento de ensaio normatizado 
para avaliação em laboratório da tendência ao lascamento explo-
sivo no concreto; nestes trabalhos, o tamanho das amostras, a 
taxa de aquecimento, o teor de umidade, a temperatura máxima 
de exposição das amostras e mesmo a metodologia de ensaio, 
foram muito diferentes e, portanto, torna-se difícil uma avaliação 
criteriosa dos resultados com vistas a uma comparação com os 
resultados desta pesquisa. Da mesma forma, parâmetros de ca-
racterização do concreto julgados importantes na avaliação do fe-
nômeno do lascamento não foram disponibilizados. Não existem 
informações, em todos eles, de parâmetros como a porosidade, 
teor de umidade no dia do ensaio, tempo e temperatura de ocor-
rência do lascamento, etc. 
Deve ser ressaltado, também, que na maioria destes trabalhos o 
objetivo principal nem foi a avaliação do lascamento; mas sim a 
avaliação da resistência à compressão residual do concreto após 
aquecimento e posterior resfriamento. Dos trabalhos internacio-
nais apresentados, somente o de Bodnóravá et al. [34] foi ideali-
zado para avaliação do lascamento. Entretanto, neste trabalho o 
agregado graúdo empregado foi a argila expandida, diferente do 
agregado empregado nesta pesquisa e, portanto, inviabilizando 
qualquer tentativa de comparação dos resultados.
Em Martins et al [22] foi observado pequeno lascamento em algu-
mas das amostras avaliadas após aquecimento até 600 oC, e pos-
terior resfriamento. O agregado graúdo empregado foi o mesmo 
deste trabalho; entretanto, a geometria das amostras, a taxa de 
elevação da temperatura com o tempo, a resistência à compres-
são da mistura em temperatura ambiente e mesmo a metodologia 
de avaliação do lascamento foram muito diferentes do trabalho 
de pesquisa aqui apresentado. Avaliar, isoladamente, qualquer um 

Tabela 5
Dados comparativos dos parâmetros de ensaios (lascamento)

Autor
Teor de 

substituição
(%)

Tamanho 
da amostra 

(mm)

Tipo de 
agregado

Padrão de 
aquecimento

Tempo de 
exposição 

(horas)

Tipo de 
análise Resultados

REF 0 150 x 150 x 100 Basalto ISO 834 1 Visual Não houve 
lascamento

S40 40 150 x 150 x 100 Basalto/
aerâmico ISO 834 1 Visual Não houve 

lascamento

S100 100 150 x 150 x 100 Leve/
cerâmico ISO 834 1 Visual Não houve 

lascamento
Ke Cheng 
He et al. 100 100 x 100 x 300 Argila 

expandida
10°C por 
minuto 1 Visual e perda 

de massa
Lascamento 

para T > 400ºC

Laneyrie et al. 100 ϕ160 mm 
h = 50 mm

Resíduos de 
construção e 

demolição

0,5°C por 
minuto 2 Visual Não houve 

lascamento

Martins et al 100 150 mm cubic Resíduos 
cerâmicos

1,5 a 
2,5°C/min 1 Visual

Pequeno 
lascamento 

para T>600ºC
Bodnóravá 

et al. 100 100 x 300 x 105 Argila 
expandida ISO 834 — Visual Lascamento 

para T > 700ºC
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destes parâmetros, no caso do lascamento só seria viável se es-
tes parâmetros fossem, ao menos, um pouco semelhantes. 
Por fim, ressalta-se a necessidade de padronização na avaliação 
do lascamento do concreto, em laboratório, sob elevadas tempe-
raturas. Esta padronização é necessária. Os parâmetros envol-
vidos no fenômeno são muitos, correlacionados e, portanto, de 
difícil avaliação isolada sem esta padronização.

6.	 Conclusões

Em relação à pesquisa aqui apresentada, verificou-se que:
a)	 Em temperatura ambiente, como esperado, quando se subs-

titui o agregado natural convencional pelo agregado reciclado 
cerâmico, a resistência mecânica diminui; com resistência à 
compressão e módulo de deformação, diminuindo em função 
de um incremento no teor de substituição;

b)	 A substituição do agregado graúdo natural por resíduo de cerâ-
mica vermelha resulta em concretos mais resistentes ao fogo, 
ou seja, as perdas de resistência à compressão e módulo de 
deformação para os concretos com 40 e 100% de substituição 
são menores quando comparadas ao concreto de referência; 

c)	 Os resultados de redução de resistência mecânica (resistência 
à compressão e módulo de deformação), com o incremento de 
temperatura, de concretos preparados com agregados leves 
aqui avaliados foram menores quando comparados aos valores 
preconizados pelo ACI 216R-89 [14]; sugere-se então a adoção 
destas curvas para efeito de estimativa de resistência residual 
para concretos leves nacionais enquanto resultados de pesquisa, 
similares a realizada neste trabalho, não sejam disponibilizados;

d)	 Em relação à tendência ao lascamento, pode-se verificar que 
os concretos produzidos com resíduos de cerâmica vermelha 
permaneceram estáveis; não ocorrendo o lascamento até para 
temperaturas superiores a 800°C; 

e)	 Ressalta-se a necessidade de padronização na avaliação do 
lascamento do concreto, em laboratório, sob elevadas tempe-
raturas. Esta padronização é necessária. Os parâmetros en-
volvidos no fenômeno são muitos, correlacionados e, portanto, 
de difícil avaliação isolada sem esta padronização;

f)	 Os resultados deste trabalho, únicos em nosso País, devem for-
necer subsídios para um futuro entendimento do comportamen-
to de concretos leves nacionais sob elevadas temperaturas.
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