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Resumen El molde de colada continua cumple la importante función de recibir el acero líquido y permitir que 
se desarrolle una capa solidificada uniforme y libre de defectos. En este trabajo se revisan los distin­
tos mecanismos implicados en el proceso de transferencia de calor, desde el acero líquido hasta el 
agua de refrigeración del molde. Se analiza también el efecto de las distintas variables de funciona­
miento en la extracción calórica producida y la relación entre el flujo global de calor y su distribu­
ción a lo largo del molde. 
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Heat transfer in the continuous casting of steels 
Part 1. T h e mold 

Abstract The continuous casting mold plays the important role of receiving the liquid steel and allowing an 
uniform and defect free solidified skin to be developed. In this work, the different heat transfer 
mechanisms which are present from the liquid steel to the mold cooling water are reviewed. The 
effect of operating variables on heat extraction and the relationship between global and distributed 
heat flux are also analyzed. 

Keywords: Continuous casting. Steels. Heat transfer. Mold. Solidification. 

1. INTRODUCCIÓN 

La elaboración de los aceros por medio de cola­
da continua representa, actualmente, su principal 
vía de obtención. En los últimos años, el empleo de 
esta tecnología ha ido creciendo en casi todos los 
países del mundo reemplazando paulatinamente al 
colado convencional en lingotes (1). Las razones de 
esta sustitución se basan, principalmente, en que 
este proceso permite incrementar el rendimiento 
metálico del acero producido a la vez que se consi­
gue una mayor uniformidad en los productos y un 
aumento de la productividad global (2). 

Sin embargo, a diferencia del colado convencio­
nal en lingotes, la solidificación del material proce-
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sado por colada continua ocurre en pocos minutos, 
estando el producto sometido a fuertes tensiones y 
deformaciones por lo que la calidad del mismo está 
íntimamente relacionada con la evolución térmica a 
lo largo del proceso. Por ello, resulta de gran 
importancia conocer las variables que gobiernan la 
extracción de calor en las distintas etapas del proce­
so. En particular, la transferencia de calor producida 
en el molde debe ser tal que permita el desarrollo 
de una capa sólida en el producto suficientemente 
rígida como para soportar la presión ferrostática 
ejercida por el núcleo de acero líquido. 

El objetivo de este trabajo es analizar, de forma 
detallada, los distintos mecanismos de transferencia 
de calor presentes en la zona del molde. En particu­
lar, se puso interés en la revisión de las relaciones 
cuantitativas que describen los distintos procesos de 
transferencia térmica presentes. Además, se analiza 
también el efecto de las distintas variables operati­
vas en la extracción de calor en el molde. 
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2. PRINCIPALES MECANISMOS 
IMPLICADOS 

El calor es extraído en el molde, principalmente 
por el agua que circula en su interior. La transmi­
sión de calor desde el acero líquido hasta el agua de 
refrigeración se produce por los siguientes mecanis­
mos (3 y 4) (Fig. 1): 

- Transmisión por convección en el acero líquido. 
- Conducción en la capa de acero solidificada. 
- Transmisión desde la superficie del acero hasta 

la pared del molde. 
- Conducción en el molde. 
- Convección entre el molde y el agua de refrige­

ración. 

Considerando valores promedio de los coefi­
cientes de transferencia implicados en cada caso, y 
suponiendo un espesor de 10 mm para la capa soli­
dificada y de 20 mm para la pared de cobre del 
molde, Alberny (3 y 4) obtuvo los porcentajes de 
resistencia térmica correspondientes a cada caso 
(Tabla I). En esta tabla se puede observar que la 
transferencia de calor acero-molde es la que ejerce 
mayor influencia, seguida por el espesor de acero 
solidificado. En ambos casos, la resistencia térmica 
varía considerablemente a lo largo del molde, pro­
vocando que el flujo de calor extraído no sea cons­
tante, sino que decrezca desde el menisco de acero 
hacia la parte inferior del molde. Más adelante se 
analizan distintas expresiones sugeridas en la litera­
tura para describir la ley de variación del flujo de 
calor en el molde. A corítinuación, se discuten con 
más detalle los distintos mecanismos de extracción 
de calor. 

Molde 

"1P. 
Agua de ¡|¡ 

1 refrigeración | | | 

MECANISMOS DE 
TRANSFERENCIA TERMIICA 

1. Convección en el 
acero líquido 

2. Conducción en el 
acero sólido 

3. Transmisión acero -
molde 

4. Conducción en 
el molde 

5. Convección en agua 
de refrigeración 

FIG. 1.— Mecanismos de transferencia de calor en 
el molde de colada continua. 

FIG. 1.— Heat transfer mechanisms in the 
continuous casting mold. 

TABLA I.- Aporte de cada uno de los mecanismos 
de transferencia térmica en la extracción total de 

calor en el molde (3) 

TABLE L- Contribution of each thermal transmission 
mechanism to the total heat extraction in the mold (3) 

Coeficiente 
de transmisión, 

kW/m2-K 

Resistencia 
térmica, % 

Acero 
líq.-sól. 

10 

i 
10 

i 

Acero 
sólido 

3 

i 
33 

i 

Acero-
cobre 

2 

50 

i 

Cobre 

20 

i 
5 
i 

Cobre-
agua 

40 

2 
i 

2.1. Transmisión del calor por convección en el 
acero líquido 

La transferencia de calor por convección en el 
frente de solidificación se puede calcular si se 
conoce el coeficiente de transferencia correspon­
diente. Una forma sugerida (3 y 4) para estimar este 
coeficiente consiste en aplicar la correlación deriva­
da (5) para flujos de fluidos paralelos a una placa 
plana (ver Notación al final del trabajo): 

/zST =0,66 K y L - z m - p L 
1/2 

C L ' ^ L 
1/3 

= 0,66^-7?s
1/zPrs 

.1/3 [1] 

Aplicando esta ecuación y suponiendo una velo­
cidad del fluido de 0,3 m/s, Alberny (4) obtuvo un 
valor del coeficiente de transferencia del orden de 
M04W/K-m2(TablaI). 

Sin embargo, esta expresión es válida para valo­
res del número de Prandtl comprendidos entre 0,6 y 
50. Normalmente, los metales líquidos caen fuera 
de este rango de validez, por lo que se puede lograr 
una aproximación mejor utilizando correlaciones 
derivadas para intervalos de número de Prandtl más 
amplios (5). En este sentido, Etienne (6) y Birat y 
col. (7) utilizaron la ecuación de Seban y Shimazaki 
(5) para estimar el coeficiente de transferencia en el 
caso de metales líquidos que circulan por el interior 
de tuberías: 

*SL ^-[5 + 0,025(Res-PrJ0S] [2] 

Nakato y col. (8) emplearon una expresión dife­
rente para estimar el coeficiente de transferencia, 
suponiendo el caso de una corriente de líquido 
impactando sobre una superficie vertical. 
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Larrecq y col. (9) estimaron el coeficiente de 
convección en el frente de solidificación combinan­
do experiencias con radiotrazadores para determi­
nar el espesor solidificado y un modelo matemático 
del proceso. Los resultados muestran que el coefi­
ciente de transferencia depende, entre otros facto­
res, de la posición considerada y de la velocidad de 
colada. 

En todos los casos, y cualquiera que sea la 
correlación empleada para determinar el coeficiente 
de transferencia, es necesario conocer la distribu­
ción de velocidades en la pileta líquida. Por lo 
tanto, una descripción rigurosa del problema 
requiere el acoplamiento de las ecuaciones de 
movimiento de fluidos (ecuaciones de Navier-Sto-
kes) con las de transmisión de calor. Szekely y cois. 
(10 y 11) propusieron una aproximación para el 
caso de la colada continua. Recientemente, se han 
empleado modelos más sofisticados que permiten 
conocer la distribución de velocidades y temperatu­
ras en el acero líquido (12-14). 

Sin embargo, la aplicación de estos modelos, 
que incluyen la descripción del movimiento de flui­
dos, presenta gran complejidad y requiere bastante 
tiempo para su informatización. Una forma de sim­
plificar el problema, adoptada por diversos investi­
gadores, es la de tratar el acero líquido como un 
sólido con una conductividad térmica efectiva 
varias veces superior al valor real. Si bien este 
método ha sido cuestionado (15 y 16), se ha emple­
ado con buenos resultados en numerosas oportuni­
dades (17-23). La conductividad efectiva en el 
acero líquido se puede estimar, entonces, según: 

Kf=^-K [3] 

donde ks es la conductividad del acero a la tempera­
tura de solidus. El valor adoptado para el factor de 
incremento (£5ef) es normalmente 7 (17-19), aunque 
también se han utilizado otros valores (20-24) 
(Tabla II). 

TABLA II.- Valores propuestos en la bibliografía 
para estimar la conductividad efectiva del acero 

líquido 

TABLE II.- Valúes proposed in the literature to 
estímate the ejfective thermal conductivity of liquid 

steel 

Referencia 

(23) 
(21-22) 
(17-19) 

(24) 
(20) 

Pef 

2 
5 
7 
8 
14 

2.2. Conducción del calor en la capa de acero 
solidificada 

En la capa solidificada, la transmisión de calor 
depende de la conductividad térmica del acero, que 
es función de la temperatura. En la literatura (25-
28) se presentan distintas compilaciones de propie­
dades físicas de los aceros, con su dependencia con 
respecto a la temperatura. 

La conductividad térmica en la zona pastosa es 
una combinación de las conductividades del acero 
sólido y líquido. Como se indicó en el punto ante­
rior, el valor de la conductividad en el metal líquido 
se suele considerar incrementado para tener en 
cuenta el efecto de la convección. Sin embargo, la 
forma de combinar la contribución de ambas con­
ductividades varía según los diferentes autores. 

Por ejemplo, en algunos casos (29), se ha 
supuesto directamente que la conductividad en la 
zona pastosa varía de forma lineal con la tempera­
tura. En cambio, en otros trabajos (22), se ha consi­
derado que la conductividad térmica varía lineal-
mente con la fracción solidificada en lugar de con 
la temperatura. Para esta situación, la conductividad 
vale: 

*SL= M/s+jBef( l - /S ) ] = *S [l + (&f- l ) - / L ] [4] 

Se ha señalado (18) que esta aproximación 
sobreestima el valor real de la conductividad, por lo 
que en algunos trabajos (18 y 19) se ha preferido 
una variación cuadrática con la temperatura. 

^ S L ~~ ^s i+(&f-D 
T-Z sol 

y liq sol J 

[5] 

En otros casos (18 y 32), se ha supuesto también 
una variación cuadrática pero con la fracción líqui­
da, fundamentado en que el flujo de metal líquido 
en la región interdendrítica varía según esta ley. 
Esta aproximación ha sido empleada en muchos tra­
bajos (19, 32, 33 y 36) y se puede expresar así: 

¿SL=Ml + (&f-l)-/L2] [6] 

Finalmente, Harste y col. (34) consideran que 
los efectos del movimiento convectivo del acero 
líquido sólo afectan en la zona pastosa cuando la 
fracción líquida es superior a 0,9. La expresión 
adoptada para modelar este comportamiento es: 

kSL=ks[lHPef-l)ft
0} [7] 
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2.3. Transmisión del calor desde la superficie 
del acero hasta la pared del molde 

El mecanismo de transferencia de calor entre 
acero y molde es complejo, ya que incluye la trans­
misión a través de la película de lubricante y del 
espacio de aire producido por la contracción del 
acero al solidificar y separarse del molde. Las 
variaciones producidas a lo largo de éste provocan 
que el coeficiente de transferencia en esta zona 
dependa de la posición considerada. De acuerdo a 
Mizikar (17), la zona de contacto metal-molde se 
puede considerar dividida en tres regiones. Una pri­
mera, comprendida desde el menisco de acero hasta 
el punto donde comienza a formarse la piel sólida, 
en la cual el lubricante se interpone entre metal y 
lingotera. En la segunda región, la piel solidificada 
toma contacto intermitente con el molde y, en la ter­
cera, la contracción del acero solidificado separa al 
mismo de la superficie del molde, dejando una capa 
de aire. 

Sin embargo, en la actualidad se reconoce 
ampliamente que la solidificación ya comienza en 
el menisco de acero (35-37), produciéndose la 
transmisión de calor en esta zona a través de una 
delgada capa de acero sólido. No obstante, Lainez y 
col. (38 y 39), basándose en experiencias realizadas 
con palanquillas, propusieron recientemente un 
modelo que supone, como el de Mizikar (17), que 
en la zona superior del molde el acero se mantiene 
líquido, formándose la primera capa sólida entre 
unos 40-80 mm por debajo del menisco. 

Perkins y col. (24) también supusieron el molde 
dividido en tres regiones y adoptaron distintos valo­
res del coeficiente de transferencia para la zona 
superior e inferior, considerando en la zona central 
una variación lineal que une ambos valores. Hills 
(40), en cambio, adoptó una dependencia lineal del 
coeficiente de transferencia a lo largo de todo el 
molde, mientras que Pinheiro y col. (41) supusieron 
una variación exponencial. 

Irving (42) mostró que el cálculo del coeficiente 
de transferencia debe ser corregido por el efecto de 
la transmisión por radiación cuando el espacio de 
aire formado supera un cierto valor. Esta corrección 
es tanto mayor cuanto más elevada es la temperatu­
ra superficial del producto. 

La formación de la capa de aire depende, princi­
palmente, de la extracción de calor en el molde, de 
la presión ferrostática y de las propiedades mecáni­
cas de la capa solidificada. Se han propuesto distin­
tas aproximaciones para estudiar su formación y la 
relación con la aparición de defectos en el material 
(43-46). 

En general, la película de aire formada no es 
uniforme y su espesor varía tanto a lo largo como a 
lo ancho del molde (47). Especialmente en las aris­
tas del producto colado, el espacio de aire formado 

es mayor debido a que, en esta región, el enfria­
miento se produce a través de ambas caras del 
mismo (47 y 48). Al separarse la capa solidificada 
del molde aumenta la resistencia térmica, disminu­
yendo el flujo de calor y provocando un sobrecalen­
tamiento de esta porción del producto que ahora 
está en condiciones de ser deformada nuevamente 
por la presión ferrostática (45). De esta manera, se 
van produciendo sucesivos movimientos de la capa 
solidificada, variando el espesor de aire y pudiendo 
llegar, en algunos casos, a la rotura del producto. 

Además de la película de aire formada, la trans­
misión de calor está acusadamente afectada por el 
tipo de lubricante empleado. Basándose en un estu­
dio sobre datos obtenidos de diferentes plantas, 
Wolf (70 y 71) determinó que el calor extraído en el 
molde es superior cuando se utiliza aceite como 
lubricante, en concordancia con los resultados publi­
cados previamente por Taylor (48). En el caso de 
que se empleen polvos coladores como lubricantes, 
las propiedades físicas de los mismos y los espeso­
res de las capas formadas juegan un papel decisivo 
en el proceso de extracción de calor en el molde. 
Más adelante se discute en detalle la incidencia de 
los polvos en la transferencia de calor así como los 
intentos de medir sus propiedades térmicas. 

En resumen, la transferencia de calor entre acero 
y molde implica distintos mecanismos cuya des­
cripción y cuantificación resulta compleja. Una 
forma de salvar este inconveniente es determinar, 
directamente, el flujo de calor para distintas posi­
ciones en el molde. Como se discute más adelante, 
se han propuesto diversas técnicas experimentales y 
expresiones analíticas que permiten cuantificar la 
distribución del flujo de calor extraído. 

2.4. Conducción del calor en el molde 

La transmisión de calor en el molde está gober­
nada, principalmente, por la conductividad térmica 
del material. Normalmente, el material empleado en 
la construcción de los moldes es cobre o alguna ale­
ación de este metal. En algunos casos pueden tener, 
en la pared en contacto con el acero, un recubri­
miento superficial de mayor dureza que reduce el 
desgaste. En distintos trabajos (49-51) se ha resu­
mido información sobre las propiedades térmicas y 
mecánicas de las aleaciones comúnmente emplea­
das para la construcción de los moldes y los recu­
brimientos. 

Se ha observado que una reducción en el flujo 
de calor en la zona del menisco puede mejorar la 
calidad final del producto, principalmente en aceros 
con contenidos de carbono próximos al 0,1 % 
donde la superficie no es homogénea (ver apartado 
4.2.). Para lograr este efecto se han propuesto dis­
tintas alternativas tales como el empleo de moldes 
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ranurados que incrementan la resistencia térmica 
(52 y 53) o el uso de insertos de materiales de 
menor conductividad térmica en la región en con­
tacto con el menisco (54 y 55). 

2.5. Transmisión del calor por convección en el 
agua de refrigeración 

La refrigeración del molde se realiza por medio 
de la circulación de agua en conductos mecanizados 
para tal fin o en camisas que envuelven al molde 
(47). En cualquier caso, la circulación de agua 
puede ser en el mismo sentido de avance de la línea 
o en el contrario. Normalmente, el régimen en los 
canales es turbulento, por lo que la transmisión de 
calor cobre-agua se puede estimar empleando la 
expresión de Dittus-Boelter (5): 

hUA =0,023 
DA HA 

4/5 

CA-VA 
0,3 

=0,023-^- Re>4/5Prl .0,3 
[8] 

Esta expresión es válida si no se producen 
núcleos de ebullición en el canal, en cuyo caso se 
deben emplear otras correlaciones (5). Por ejemplo, 
Samarasekera y Brimacombe (56-58) evaluaron el 
efecto de la ebullición del agua en la distribución de 
temperaturas del molde y su importancia en la cali­
dad de los productos obtenidos. Estos autores (59) 
también analizaron la influencia de la formación de 
depósitos o incrustaciones en el canal de agua. 

Si bien la expresión [8] se ha utilizado amplia­
mente para calcular la distribución de temperaturas 
en los moldes de colada continua, Saucedo y col. 
(60) mostraron recientemente que su aplicación 
puede originar errores considerables. De acuerdo 
con estos autores, el coeficiente de transferencia 
debería medirse para cada configuración de molde a 
estudiar. 

Por último, se han referenciado experiencias 
recientes de moldes enfriados por medio de rocia­
dores en lugar de con los canales de agua habitual-
mente empleados (61). 

3. EXTRACCIÓN GLOBAL Y 
DISTRIBUCIÓN DEL FLUJO DE CALOR 

El flujo global de calor extraído en el molde se 
puede calcular midiendo el caudal de agua de refri­
geración y el incremento de temperatura producido 
en el agua, valores que son habitualmente registra­
dos industrialmente en las máquinas de colada con­
tinua. El calor total extraído por unidad de tiempo y 

unidad de superficie del molde se puede calcular 
según: 

Qa = 
G-pA-cAATm 

P Z 
[9] 

mientras que la cantidad de calor extraída por kg de 
acero vale: 

Qu = 
QGPpZm_G.pAcAATm 

W P V K P 
[10] 

A pesar de que estos datos resultan de interés 
para conocer la cantidad global de calor extraído, 
para realizar cálculos más precisos es necesario 
conocer cómo se distribuye el flujo de calor a lo 
largo del molde. La relación entre la distribución 
longitudinal del flujo y el calor total extraído se 
puede expresar por medio de la siguiente ecuación: 

1 f? 

QG=—\
 mq(t)dt [11] 

En la bibliografía se han propuesto distintas for­
mas de medir la distribución longitudinal del flujo 
de calor. Una de ellas, implementada por Singh y 
col. (62) en una máquina piloto, consiste en realizar 
la refrigeración del molde con conductos de agua 
horizontales, donde se pueden registrar, de forma 
independiente, los incrementos de temperatura. El 
inconveniente que presenta esta disposición es que 
no responde al diseño normalmente empleado en 
las máquinas de producción masiva. Por otro lado, 
el flujo de calor medido en tales circunstancias 
corresponde al presente en la pared fría del molde y 
no al extraído de la superficie del acero. Samarase­
kera y col. (57 y 58) corrigieron los datos de Singh 
y col. (62) teniendo en cuenta la forma geométrica 
del molde y obtuvieron así los flujos de calor para 
distintas posiciones y aceros con diferentes conteni­
dos de carbono. 

En otros casos (3, 7, 63 y 64), el flujo de calor 
para distintos niveles del molde se ha determinado 
instalando parejas de termopares separados a una 
distancia conocida. Este método tiene la desventaja 
de que puede proporcionar valores erróneos en la 
zona próxima al menisco de acero, donde el flujo 
de calor es bidimensional (59). 

Finalmente, un método muy empleado en la 
actualidad consiste en la instalación de termopares 
simples en distintas posiciones del molde. Luego, 
por medio de modelado matemático, se determina 
el flujo de calor que hace coincidir los valores de 
temperatura medidos y calculados en estas posicio­
nes. Esta forma de estimar la distribución de flujo 
de calor en el molde se ha utilizado tanto para el 
caso de palanquillas (65 y 66) como de planchones 
(67-69). 
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También se han presentado en la bibliografía 
distintas expresiones analíticas que intentan descri­
bir la distribución del flujo de calor a lo largo del 
molde. En general, estas expresiones se presentan 
como una función del tiempo de residencia del 
acero en el molde, el cual está relacionado con la 
posición a través de la velocidad de colada: 

t = ^ [12] 

A partir de ensayos realizados en un molde está­
tico para lingotes, Savage y col. (70) ajustaron una 
expresión (Tabla III) que fue luego ampliamente 
utilizada en distintos trabajos de colada continua 
(11, 17-19 y 59) como condición de contorno para 
calcular el enfriamiento y solidificación del acero 
en la zona del molde. Posteriormente, otros autores 
desarrollaron otras expresiones, algunas de las cua­
les se resumen también en la tabla III y se represen­
tan gráficamente en la figura 2. Se puede apreciar 
que todas las ecuaciones prevén una tendencia simi­
lar, es decir, un flujo máximo en la zona del menis­
co que decae hacia la parte inferior del molde. Sin 
embargo, se verifican diferencias significativas de 
los valores previstos por las distintas ecuaciones, lo 
que indica la necesidad de ajustar las mismas a las 
condiciones particulares de cada planta. 

4. EFECTO DE DISTINTAS VARIABLES EN 
LA EXTRACCIÓN DE CALOR 

4.1. Efecto de la velocidad de colada 

La velocidad de colada es una de las variables 
que mayor influencia tiene en la extracción de calor 

TABLA IIL- Distintas expresiones propuestas para 
describir la distribución del flujo de calor en el molde 

TABLE IIL- Different expressions proposed to 
describe the heatflux distribution in the mold 

Expresión 

2678-335V7 
2650-265VF 
4052/V7 

2640-exp(-/)+910 
•exp(-í/ll,3)+930 
2680-exp(-0,0386 t)+ 
12,62-M13,6 
71,28-exp(-0+2328 
•exp(-í/95)+698 
7881-663-/ t < 1 
72i8-r0,558 t > ! 

Referencia 
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Gilíes (74) 
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FIG. 2.— Distribución del flujo de calor en el molde 
de acuerdo con distintas expresiones propuestas en 

la literatura. 

FIG. 2.— Mold heat flux distribution according to 
different expressions proposed in the literature. 

en el molde. Se acepta normalmente que un aumen­
to de la velocidad provoca un incremento del flujo 
global de calor extraído en el molde. Esta depen­
dencia se ha verificado incluso para el colado de 
diferentes formas geométricas (3) y para máquinas 
de colada continua no convencionales como, por 
ejemplo, las de colado de secciones delgadas (75). 

Una forma de comparar los valores obtenidos en 
máquinas con distinta longitud de molde, es utili­
zando el tiempo de residencia del acero como pará­
metro de comparación. Por ejemplo, Lait y col. (18) 
compilaron los datos correspondientes a numerosas 
plantas y encontraron que estos se podían represen­
tar adecuadamente utilizando la expresión integrada 
de Savage y col. (70): 

tm 

QG(kW/m2) = — j (2.67 S - 335 JT)dt = 2.678 - 2 2 3 ^ 

[13] 

La expresión anterior muestra claramente que un 
aumento de la velocidad de colada (esto es, un 
tiempo menor de residencia en el molde) se traduce 
en una mayor extracción global de calor. Lo mismo 
sucede cuando se aplica cualquiera de las expresio­
nes de la tabla III. 

4.2. Influencia del contenido de carbono del 
acero 

Se ha observado, tanto en estudios llevados a 
cabo en instalaciones piloto (76) como en plantas 
industriales (71 y 76-78), que la extracción de calor 
en el molde presenta un mínimo cuando se cuelan 
aceros con porcentajes de carbono próximos al 0,1 
% (Fig. 3). Asimismo, se ha comprobado (62, 63 y 
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FIG. 3.— Influencia del contenido de carbono del 
acero en la extracción de calor en el molde (76). 

FIG. 3.— Influence of steel carbón contení on the 
mold heat extraction (76). 

87) que el incremento del flujo de calor con la velo­
cidad de colada es menor cuando se cuelan aceros 
con 0,1 %C. 

Este comportamiento distintivo de los aceros 
con contenidos de carbono cercanos a 0,1 % (a 
veces llamados "peritécticos") ha sido motivo de 
diversos estudios. Por ejemplo, se ha observado que 
los productos con esta composición presentan una 
superficie ondulada o irregular, que no se produce 
para mayores o menores valores porcentuales de 
carbono (76). De esta manera, el menor flujo de 
calor medido en el molde se explica por los espa­
cios de aire formados entre la superficie irregular 
del acero y el molde (76 y 77). Este comportamien­
to se ha relacionado (77), principalmente, con la 
contracción producida por la transformación peri-
téctica (8 + L —> y ) que sufre el material al enfriar­
se, la cual presenta un máximo para el entorno cer­
cano al 0,1 % C. Mediciones recientes de la 
contracción térmica en aleaciones Fe-C (79), así 
como experiencias de laboratorio con pequeños lin­
gotes (80) confirman este hecho. 

Grill y col. (77) propusieron un mecanismo para 
explicar la formación de ondulaciones en la superfi­
cie de aceros con contenidos de carbono próximos 
al 0,1 %. De acuerdo con estos autores, para por­
centajes de carbono mayores, parte del líquido pasa 
directamente a la fase 7 siendo menos importante el 
efecto de la contracción, mientras que para aceros 
con bajos contenidos de carbono la transformación 
se produce a temperaturas más bajas, superponién­
dose con la contracción de origen térmico. 

Wolf y col. (84) mostraron que, para composi­
ciones cercanas al 0,1 % C, la microsegregación de 
elementos residuales (como el fósforo) presenta un 
mínimo, dando lugar a una mayor resistencia del 
menisco de acero, cuya contracción provoca las 
irregularidades observadas en la superficie de estas 
calidades de acero. 

Operativamente, se ha observado en distintos 
estudios que estos aceros son más propensos a ori­
ginar fisuras longitudinales (81-83) y transversales 
(84 y 85) en los productos. Asimismo, también se 
ha encontrado una mayor tendencia a la producción 
de perforaciones de la línea (63 y 87). En un trabajo 
reciente, Kelly y col. (46) mostraron, por medio de 
modelado, que el estado de tensiones originado 
durante el colado proporciona una mayor propen­
sión a la formación de fisuras longitudinales cuando 
se emplean aceros con porcentajes de carbono pró­
ximos al 0,1 %. Por otro lado, también se ha señala­
do (88) que, al producirse una menor extracción de 
calor en estos grados, se favorece el crecimiento de 
los granos austeníticos. De esta manera, los bordes 
de grano se enriquecen en elementos residuales que 
reducen la ductilidad del material y favorecen la 
formación de grietas (89). 

4.3. Efecto de los polvos coladores 

Los polvos coladores son escorias sintéticas que 
se agregan de forma manual o automática durante 
el colado del acero, y cuyas principales funciones 
son: proteger el menisco de acero líquido de la reo­
xidación, aislarlo térmicamente, absorber las inclu­
siones que llegan a la superficie del baño metálico, 
lubricar la salida de la línea y permitir una extrac­
ción uniforme de calor. 

Los polvos coladores están compuestos básica­
mente por Si02 , CaO y A1203, sumando dichos 
componentes alrededor del 60 %, más el agregado 
de fundentes (óxidos alcalinos y fluoruros) que con­
trolan el rango de fusión y la viscosidad de la esco­
ria formada. También se agrega carbón de diferen­
tes orígenes y granulometría para regular la 
velocidad de fusión. Existe una extensa bibliografía 
relativa al estudio del comportamiento y evaluación 
de los polvos coladores, así como a la selección 
óptima de los mismos (83 y 92). 

Al ser aplicados sobre la superficie del acero, los 
polvos dan lugar a la formación de tres capas: una 
de escoria líquida en contacto con el acero, otra de 
polvo sinterizado y una tercera superior con el 
polvo en su estado original (Fig. 4). La capa de 
escoria líquida en contacto con el acero se infiltra, 
ayudada por los movimientos de oscilación de la 
lingotera, entre la piel de metal recientemente soli­
dificada y la pared del molde. La capa de escoria 
próxima a la pared del molde se enfría y solidifica, 
quedando adherida al mismo una capa de escoria 
vitrea o cristalina, mientras que con el acero, una 
escoria líquida de poco espesor acompaña el des­
censo de la línea. La escoria solidificada en la zona 
del menisco de acero da lugar a la formación de un 
anillo de escoria que tiene importancia en la forma­
ción de las marcas de oscilación en la superficie del 
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Anillo de escoria 

| Polvo original 

| ] Polvo sinterizado 

2 Escoria líquida 

H Escoria cristalina 

2 Escoria vitrea 

Capa de acero sólido 

FIG. 4.— Comportamiento de los polvos coladores 
en el molde de colada continua (102). 

FIG. 4.— Behaviour of casting powders in the 
continuous casting mold (102). 

producto (31 y 86) y en la transmisión de calor en 
esta zona (67 y 68). 

En consecuencia, la transferencia de calor en el 
molde depende, en gran medida, de las propiedades 
de los polvos empleados. Por ejemplo, se ha 
demostrado (3, 94-97 y 101) que la utilización de 
polvos con mayor viscosidad y temperatura de 
fusión reducen la extracción de calor. Por otro lado, 
Emi y col. (93) determinaron que existe una visco­
sidad para la cual el flujo de calor en el molde es 
mínimo, permitiendo obtener una capa de escoria 
estable y uniforme entre metal y molde. Un resulta­
do análogo fue encontrado por Ogibayashi y col. 
(98), y una curva con una tendencia similar se 
puede obtener representando gráficamente los datos 
proporcionados por Lucas en el trabajo de Alberny 
y col. (3). 

A título general, se puede considerar que todos 
aquellos factores que conducen a un menor consu­
mo de polvo y, por lo tanto, a un menor espesor de 
escoria líquida, provocan mayor extracción calóri­
ca. Como se puede observar en la figura 4, la trans­
misión de calor hacia el molde se realiza a través de 
tres capas: la escoria líquida que desciende con la 
línea y las capas de escoria solidificada (cristalina y 
vitrea) que quedan adheridas al molde. La presencia 
de estas capas se ha confirmado en ensayos de labo­
ratorio que simulan las condiciones presentes en el 
molde (99 y 100). Mientras que el espesor de la 
escoria líquida es de 100-200 |xm (93), el espesor 
total de escoria interpuesto entre acero y molde es 
del orden de 1-2 mm (98). 

Como se indicó en el punto anterior, los aceros 
con contenidos de carbono próximos al 0,1 % son 
especialmente sensibles a problemas de fisuración. 
Por ello, se han desarrollado polvos coladores espe­

cíficos para estos aceros (83, 90 y 91). Estos polvos 
son, en general, de elevada temperatura de cristali­
zación, de manera que favorecen la formación de 
una capa cristalina en la que se desarrollan micro-
grietas que reducen la extracción de calor en la 
zona del menisco. De este modo, se reducen las ten­
siones térmicas de la capa solidificada, disminuyen­
do la frecuencia de grietas en los productos. Sin 
embargo, se ha publicado (64) que, como estas 
escorias son frágiles, se pueden desprender con 
facilidad, promoviendo inestabilidades térmicas en 
el molde. 

Se han realizado considerables esfuerzos para 
medir la conductividad térmica de los polvos cola­
dores en los distintos estados en que aparecen en 
operación (102 y 103). En el caso de la escoria 
líquida o solidificada, las determinaciones de con­
ductividad se complican ya que, en estos casos de 
materiales semitransparentes, hay dos mecanismos 
presentes (104): la conducción propiamente dicha 
(por fonones) y la transmisión por radiación (por 
fotones), que no son fácilmente separables (102). 
Se suele definir una conductividad efectiva que 
tiene en cuenta ambas contribuciones (105). Jenkins 
(106) mostró que, en ciertas condiciones, el hecho 
de no considerar el acoplamiento entre ambos 
mecanismos puede conducir a diferencias de hasta 
un 10 % en el flujo de calor producido. 

Taylor y cois. (102) sugirieron un valor de 0,4 ± 
0,2 W/m-K para la conductividad térmica de las 
escorias líquidas, en tanto que Nagata y col. (103) 
determinaron valores comprendidos entre 0,1 y 0,2 
W/m-K. Extrapolando resultados obtenidos en 
experiencias de simulación, Machingawuta y col. 
(99) obtuvieron un valor de conductividad de 0,3 
W/m-K. 

Sin embargo, Mikrovas y col. (105) mostraron 
que la conductividad efectiva de las escorias líqui­
das resulta muy afectada por la contribución de la 
radiación. Mientras que la conductividad térmica 
decrece con la temperatura de forma similar a como 
lo hace la viscosidad, la conducción por radiación 
crece acusadamente con la temperatura (con T3). 
Los valores de conductividad efectiva medidos por 
Mikrovas y col. (105) para 1.300 °C son del orden 
de 1-2 W/m-K. Estos autores (105) no encontraron 
una dependencia importante de la conductividad 
efectiva con la composición de los polvos. Tampo­
co observaron un efecto importante de la convec­
ción forzada. 

Con respecto a las escorias solidificadas, se 
conoce que la conductividad térmica es apreciable-
mente mayor en las fases cristalinas (102). No obs­
tante, se ha observado que al cristalizar las escorias 
se forman microgrietas que reducen apreciablemen-
te la transmisión de calor (90 y 102). Como se indi­
có más arriba, este hecho se ha utilizado a escala 
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industrial en el diseño de polvos para reducir la 
extracción de calor durante el colado de grados sen­
sibles a la fisuración (83 y 91). Sin embargo, 
Yamauchi y col. (107) sugirieron recientemente que 
esta disminución de la transferencia de calor se 
podría deber, además, a efectos composicionales. 

En experiencias de simulación, Machingawuta y 
col. (99) encontraron que la conductividad prome­
dio de distintos polvos era similar, obteniendo un 
valor del orden de 1,2 W/m-K. Asimismo, deduje­
ron que la resistencia térmica escoria-cobre tiene 
gran influencia en la transmisión de calor en el 
molde. Esta resistencia térmica está afectada por la 
composición de los polvos, el caudal de refrigera­
ción y las condiciones superficiales del molde. 

4.4. Otros factores 

Además de los factores hasta aquí analizados, 
existen otros cuya influencia relativa en la extrac­
ción calórica en el molde es menor pero no por eso 
despreciable. 

Por ejemplo, el valor de la conicidad del molde 
tiene gran importancia, ya que la misma debe com­
pensar las contracciones producidas durante la soli­
dificación de la capa de acero. De esta manera, se 
reduce el espacio de aire entre acero y molde, mejo­
rando la extracción calórica con respecto a los mol­
des paralelos (71 y 72). Resultados obtenidos por 
Jacobi y col. (108) para moldes de planchones 
muestran que el flujo de calor crece con la conicidad 
hasta un valor de 0,8 %/m, a partir del cual se man­
tiene constante. En otros casos, se ha mostrado que 
el empleo de moldes con doble o múltiples conicida­
des aumenta la extracción de calor en el molde y 
mejora la calidad del producto colado (109 y 110). 

Sin embargo, el diseño de una conicidad óptima 
para el molde es un fenómeno complejo que depen­
de de numerosos factores (111). Se han realizado 
distintos intentos, por medio de modelado matemá­
tico, de definir la conicidad óptima en moldes, tanto 
para palanquillas (46 y 109) como para barras 
redondas(112) y planchones (113). 

Por otro lado, se ha observado que el sobreca­
lentamiento del acero afecta sólo en pequeña medi­
da a la extracción de calor en el molde (71, 94 y 
96). De acuerdo con Delhalle y col. (96) un aumen­
to de 20 °C de la temperatura del acero líquido pro­
voca un incremento del calor eliminado en el molde 
del 6 a 8 %. En el caso de los planchones, se ha 
encontrado (96) una influencia más notable del 
sobrecalentamiento en la extracción de calor de las 
caras angostas, posiblemente debido a que la 
corriente de acero líquido descarga sobre estas 
caras. La velocidad y ángulo de salida del acero 
líquido también modifican la distribución de flujo 
en estas caras (8). 

En un estudio reciente, Zasowski y col. (114) 
mostraron que un aumento del contenido de hidró­
geno del acero reduce sustancialmente la extracción 
de calor en el molde. Según estos autores, las bur­
bujas de hidrógeno formadas durante la solidifica­
ción del acero son atrapadas por el polvo colador y 
actúan como microporos en la capa de escoria redu­
ciendo la transferencia de calor. 

En experiencias con planchones, Yamahiro y 
col. (115) observaron que la aplicación de agitación 
electromagnética en el molde incrementa la extrac­
ción de calor. Los autores atribuyeron este aumento 
a la mayor velocidad obtenida en las corrientes de 
acero líquido. Recientemente, se observó un resul­
tado similar en el caso de palanquillas (116). 

5. CONCLUSIONES 

A partir del estudio bibliográfico merecen desta­
carse los siguientes aspectos: 

- La transferencia de calor en el molde está gober­
nada, principalmente, por la resistencia térmica 
presente entre la superficie del acero y el molde. 
Los mecanismos de transferencia de calor que se 
producen en esta zona son complejos y una eva­
luación cuantitativa requiere, para el caso de 
lubricación con polvo colador, mediciones preci­
sas de los espesores y de las propiedades de la 
escoria en los distintos estados en que se 
encuentra (líquida, cristalina y vitrea). 

- Una forma sencilla de evaluar el calor total 
extraído por el molde es hacer un balance térmi­
co del agua de refrigeración, utilizando los datos 
de caudal y elevación de temperatura que nor­
malmente se registran en las máquinas industria­
les de colada continua. Sin embargo, si se quiere 
conocer la distribución de flujo a lo largo del 
molde, se debe recurrir a una instrumentación 
adicional del mismo. Comúnmente, se insertan 
termopares en distintas posiciones del molde y 
se determina, por medio de modelado matemáti­
co, la distribución de flujo que hace coincidir las 
temperaturas medidas y calculadas. No obstante, 
esta técnica requiere un trabajo complejo de ins­
trumentación del molde, así como de adquisi­
ción e interpretación de los datos obtenidos. Una 
forma más sencilla, aunque menos precisa, de 
estimar la distribución del flujo, consiste en 
adoptar algunas de las expresiones sugeridas en 
la bibliografía y ajustar los parámetros de modo 
que el calor total obtenido integrando esta expre­
sión coincida con el balance global de calor 
medido en el sistema de refrigeración del molde. 

- De las distintas variables operativas, las que más 
afectan a la extracción de calor en el molde son: 
la velocidad de colada, el tipo de lubricación 
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empleado y la composición química del acero. 
Sin embargo, otras variables relativas al diseño 
del molde, como puede ser el espesor del 
mismo, la conicidad empleada, el caudal y pre­
sión de agua usados, también tienen relevancia. 
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Notación 

cA = Calor específico del agua, J/kg-K 
cL = Calor específico del acero líquido, J/kg-K 
DA _ Diámetro hidráulico del canal de refrigera­

ción, m 
DH = Diámetro hidráulico del producto, m 
fL = Fracción líquida 
/ s = Fracción sólida 
G = Caudal de agua de refrigeración en el molde, 

m3/s 
hMA= Coeficiente de convección molde-agua de 

refrigeración, W/m2-K 
hSL= Coeficiente de convección acero líquido-sóli­

do, W/m2-K 
kA = Conductividad térmica del agua, W/m-K 
£L

ef= Conductividad efectiva del acero líquido, 
W/m-K 

kL = Conductividad del acero líquido, W/m-K 
ks = Conductividad del acero sólido, W/m-K 
kSL= Conductividad del acero en la zona pastosa, 

W/m-K 
LA = Longitud del canal de refrigeración, m 
Pp = Perímetro del producto, m 
Pra= Número de Prandtl del agua de refrigeración 
Prs= Número de Prandtl del acero líquido 
q - Flujo local de calor en el molde, kW/m2 

QG = Extracción global de calor, kW/m2 

<2tt= Calor extraído por unidad de masa del acero, 
kJ/kg 

Rea= Número de Reynolds del agua de refrigera­
ción 

Res= Número de Reynolds del acero líquido 
Sp = Sección del producto, m2 

tm = Tiempo de residencia del acero en el molde, s 
t = Tiempo, s 
T = Temperatura del acero, K 
Tliq= Temperatura de liquidas del acero, K 
Tsoí= Temperatura de solidas del acero, K 
VA = Velocidad del agua de refrigeración, m/s 
Vc = Velocidad de colada, m/s 
VL = Velocidad del acero líquido, m/s 

z = Coordenada en la dirección del eje de la 
máquina, m 

Zm = Longitud útil del molde, m 
pef= Factor que incrementa la conductividad del 

acero líquido 
Arm= Elevación de temperatura del agua de refrige­

ración, K 
|xL = Viscosidad dinámica del acero líquido, Pa-s 
jutA = Viscosidad dinámica del agua, kg/m3 

pL = Densidad del acero líquido, kg/m3 

pA = Densidad del agua, kg/m3 

p = Densidad promedio del acero, kg/m3 
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