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Resumo 
Modelos de transferência de calor possibilitam o conhecimento de espessura da 
camada solidificada e temperatura da placa, essenciais para alterações no processo 
visando melhoria de qualidade. Neste estudo foi desenvolvido um modelo pelo 
método 2½ D, que consiste em acompanhar em toda extensão da máquina uma 
secção transversal da placa, ajustando as condições de contorno para cada região. 
Medições de temperaturas superficiais e de espessura da camada de aço 
solidificada da placa foram utilizadas para validação do modelo. O modelo foi 
adequado para as condições de contorno e parâmetros da máquina de lingotamento 
contínuo de placas da Gerdau Ouro Branco visando fornecer subsídios para a 
melhoria da qualidade superficial e interna das placas. 
Palavras-chave: Solidificação; Lingotamento contínuo de placas; Modelo 
matemático; Transferência de calor. 
 

DEVELOPMENT OF HEAT TRANSFER AND SOLIDIFICATION MODEL FOR 
PROCESS OF SLABS CONTINUOUS CASTING 

Abstract 
Heat transfer models allows knowledge slab’s shell thickness and superficial 
temperatures, important to propose improvements for slab’s quality. In this study was 
developed a 2½ D model, that follow a transverse section of the slab during the 
whole extension of the machine, adjusting the boundary conditions for each region. 
Results of surface temperature measurements and shell thickness of slabs was used 
to validate the model. The model was suitable for the boundary conditions and 
parameter of slab continuous casting machine of Gerdau Ouro Branco aiming to 
provide subsidies for the slab’s superficial and internal quality improvement. 
Keywords: Solidification; Slabs continuous casting, Mathematical modeling, Heat 
transfer. 
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1 INTRODUÇÃO 

 
O processo de produção do aço é composto por três etapas principais: refino 
primário, refino secundário e solidificação. Atualmente o processo de lingotamento 
contínuo vem dominando quase na totalidade esta última etapa. A qualidade das 
placas de aço, provenientes do processo de lingotamento contínuo, é afetada 
fortemente pelas condições de extração de calor existente durante a sua 
solidificação e resfriamento dentro da máquina. Thomas, Brimacombe e 
Samarasekera [1], Meng e Thomas [2] e Sengupta, Thomas e Wells [3] mostram em 
seus estudos que a formação e a propagação de trincas em placas estão 
relacionadas com o resfriamento não uniforme, com o resfriamento excessivo, com o 
reaquecimento da placa e com tensões mecânicas. O entendimento das condições 
de processamento do aço no lingotamento contínuo é de suma importância para se 
avaliar a qualidade da placa e identificar possíveis adequações para o processo, 
buscando sempre a melhoria contínua. 
O estudo de problemas de transferência de calor se dá normalmente de três formas: 
por métodos analíticos, métodos numéricos e experimentais conforme apresentados 
por Patankar [4] e Maliska [5]. O desenvolvimento de um modelo por método 
numérico consiste em resolver uma ou mais equações diferenciais, substituindo as 
derivadas existentes na equação por expressões algébricas que envolvem a função 
incógnita. A forma com que são obtidas as equações algébricas define o método. 
Para este estudo o método utilizado será o de volumes finitos que consiste em se 
obter as equações algébricas, para aproximação das diferenciais, pelo 
desenvolvimento de um balanço de energia nos contornos do volume de controle, 
conforme descrito por Patankar [4]. 
Parâmetros do processo de lingotamento tais como: ponto final de solidificação, 
espessuras da camada de aço solidificada e perfis de temperatura da placa são 
fornecidos e adequados por meio de modelos on-line e off-line de transferência de 
calor na máquina de lingotamento contínuo. Tal ferramenta é imprescindível quando 
se objetiva um resultado otimizado de qualidade de placas. 
Modelos de resfriamento on-line permitem uma análise e correção em tempo real do 
processo, mas necessita de medições de temperatura em vários pontos e em tempo 
real, o que tem um custo muito elevado. Assunção [6] e Cunha et al. [7] 
desenvolveram modelos off-line que permitem definir estratégias de resfriamento 
objetivando temperaturas e espessuras da camada de aço solidificada adequadas a 
cada região da máquina. Além disso, possibilitam a simulação de condições já 
processadas, dando subsídios para definição de planos de ação para correção de 
desvio no índice de recusa, por exemplo, por trincas superficiais.  
Sendo assim, este estudo tem como objetivo desenvolver e validar um modelo off-
line, de resfriamento e solidificação da placa durante o processo de lingotamento 
contínuo, parametrizado para simular o processo de solidificação do aço para 
geometrias retangulares. Os parâmetros da máquina de lingotamento contínuo de 
placas da Gerdau Ouro Branco foram considerados e os resultados de simulações 
comparados com resultados experimentais de espessura da camada de aço 
solidificada e temperaturas superficiais, com o objetivo de validar o modelo 
possibilitando desta forma a adequação das estratégias de resfriamento com o 
objetivo da melhoria na qualidade de placa. 
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2 DESENVOLVIMENTO 
 
O modelo foi desenvolvido utilizando a estratégia de 2½ D, que consiste em 
acompanhar uma fatia da secção transversal da placa ao longo da máquina de 
lingotamento. A marcha no tempo foi associada a um deslocamento desta fatia ao 
longo da máquina. As condições de contorno foram ajustadas por meio de um 
rastreamento da posição desta fatia na máquina. Quando as informações das 
temperaturas das fatias são unidas, é possível obter informações em 3 dimensões, 
mesmo resolvendo um problema bidimensional. Por isto, esta abordagem recebe o 
nome de 2½ D. 

A transferência de calor para placas será realizada utilizando o Método de Volumes 
Finitos em 2D. A equação que governa a transferência de calor em regime transiente 
para geometrias consideradas no sistema de coordenadas retangulares é dada pela 
equação 2.1. O desenvolvimento de modelos matemáticos tem o objetivo de 
descrever a transferência de calor e solidificação para determinado conjunto de 
parâmetros. Zhang et al. [8] assumiu que uma fatia finita do veio está se 
movimentando na velocidade de lingotamento. A equação 2.1 representa a 
transferência de calor por condução, em regime transiente, já adequada com o calor 
especifico efetivo, Cp,ef, para contabilizar o calor latente e da condutividade térmica 
efetiva, kef, para contabilizar a convecção. Foi considerado o sistema de 
coordenadas cartesianas, onde a direção (x) é a espessura e (y) a largura da placa. 
O comprimento da placa é modelado pelo deslocamento deste plano no sentido e 
com a velocidade de lingotamento. A espessura deste plano varia em função do 
passo de tempo. 
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Na equação 2.1 ρ é a densidade do aço [kg/m³], Cp é o calor específico [J/kg K], k é 
a condutividade térmica do aço [W/m K], T é a temperatura [K], x e y as direções do 
sistema [m] e S o termo fonte [W/m³].  
Lait, Brimacombe e Weinberg [9] desenvolveram um modelo matemático, 
unidimensional, utilizando o método de diferenças finitas para cálculo da 
transferência de calor no molde durante o lingotamento contínuo de aço. O foco 
deste trabalho foi calcular o perfil de temperatura e de espessura da camada 
solidificada. Os resultados obtidos pelo modelo foram comparados com medições de 
espessura da camada de aço solidificado realizadas por meio da utilização de fonte 
radioativa e apresentaram resultados próximos para dados obtidos em lingotamento 
de tarugos de aço baixo carbono. As principais considerações utilizadas para 
desenvolvimento deste modelo foram: (i) a da convecção por meio da utilização da 
condutividade térmica efetiva, kef , aproximação proposta por Mizikar [10], (ii) e a 
utilização da expressão para fluxo de calor no molde obtida experimentalmente por 
Savage e Pritchard [11]. Na equação 2.2 é apresentada a expressão utilizada para a 
consideração artificial da convecção do núcleo líquido/pastoso no veio de 
lingotamento contínuo. 

𝑘𝑒𝑓 = 𝑘 [𝑓𝑠 + (1 − 𝑓𝑠)𝐶]                                               (Eq. 2.2) 

Na equação 2.2, k é a condutividade térmica [W/m K], C é a constante que varia 
entre 5 e 10 [adimensional] e fs é a fração de sólidos [adimensional]. 
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Para discretizar a equação 2.1 é realizado o balanço de energia entre os pontos 
norte (N), sul (S), leste (L) e oeste (O) com o ponto (P) localizado no centro do 
elemento de volume, como apresentado na figura 2.1. 

 
Figura 2.1 – Volume de controle para uma situação bidimensional [4]. 

Na região do molde será especificado o fluxo de calor em função do tempo após o 
menisco, conforme apresentado na equação 2.3 [1]. 

𝒒 = 𝑨𝒓𝒆𝒂 𝒙 (𝑨 − 𝑩√𝒕 )                                             (𝐄𝐪.  𝟐. 𝟑) 
Na equação 2.3 q é o fluxo de calor dado em kW/m² e t é o tempo após o menisco.  
Na equação 2.4 é apresentada a taxa de extração de calor no molde. 
 

𝑄 =  �̇� 𝐶𝑝 ∆𝑇                                                      (Eq.  2.4) 

Na equação 2.4 Q é a taxa de extração de calor [W], �̇� é a vazão de água na face 
[kg/s], Cp é o calor específico da água [J/kg ºC] e ΔT é a variação de temperatura da 
água entre a entrada e saída das placas do molde. 
A e B são variáveis com unidade de [kW/m²] e [kW/m² t1/2], respectivamente. Estas 
variáveis serão definidas igualando as equações 2.3 e 2.4 e considerando a relação 
entre A/B = 12,2, mantendo a relação entre as constantes utilizadas no trabalho de 
Savage e Pritchard [11]. 
Para definição das condições de contorno no resfriamento secundário foi 
desenvolvido um algoritmo para determinar, em função do comprimento das zonas 
de resfriamento, posição e diâmetro dos rolos, as condições de extração de calor (i) 
através do contato da superfície da placa com os rolos, (ii) região seca com extração 
de calor radiação principalmente, (iii) região de incidência do spray e (iv) região de 
escoamento e acúmulo de água. Estas regiões são ilustradas na figura 2.2, 
adaptado de Schwerdtfeger [12]. 
A extração de calor devido ao contato dos rolos com a placa é obtida pela 
implementação da equação 2.5. 
 

𝑞𝑟𝑜𝑙𝑙 = 11513,7 𝑥 𝑇𝑆
0,7556𝑥𝑉𝐶

−0,2010𝑥(2𝜃)−0,1039                     (Eq.  2.5) 

Onde qroll é o fluxo de calor, W/m², TS é a temperatura superficial da placa, °C, VC é 
a velocidade de lingotamento, m/min, e θ o ângulo de contato entre a placa e o rolo, 
que pode variar de 4º a 16º sendo este considerado como um parâmetro de entrada 
do modelo por Javurek et al. [13]. 
Com o ângulo de contato é definido o comprimento de contato entre a superfície da 
placa e o rolo, conforme equação 2.6. 
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𝐶𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜 =  𝜋 D 
θ

360
                                                  (Eq.  2.6) 

Na equação 2.6 D é o diâmetro do rolo [mm], que varia em função da posição na 
máquina e Ccontato é o comprimento de contato entre a placa e o rolo em [mm].  

 

Figura 2.2 - Regiões de transferência de calor no resfriamento secundário [12]. 

A região de transferência de calor por radiação pode ser representada pela equação 
2.7 para a obtenção do coeficiente de transferência de calor. 

ℎ𝑟𝑎𝑑 = 𝜎 𝑥 𝜀𝑎ç𝑜 𝑥 (𝑇𝑆
2 + 𝑇𝑎𝑚𝑏

2 ) (𝑇𝑆 + 𝑇𝑎𝑚𝑏)                          (Eq.  2.7) 

Onde hrad é o coeficiente de transferência de calor por radiação, W/m² K, σ é a 
constante de Stefan-Boltzmann, 5,67x10-8 W/m² K4, TS e Tamb são as temperaturas 
superficial da placa e do ambiente em K, εaço é a emissividade do aço que, conforme 
apresentado por Zhang et al. [8], pode ser ajustada em função da temperatura 
superficial da placa, TS, conforme apresentado na equação 2.8. 

𝜀𝑎ç𝑜 =
0,85

(1 + exp (42,68 − 0,02682𝑥𝑇𝑆))
0,0115

                        (Eq.  2.8) 

Nozaki et al. [14] desenvolveu um modelo de solidificação unidimensional para 
realizar variações no padrão de resfriamento secundário com o objetivo de reduzir a 
ocorrências de defeitos superficiais de placas obtidas via lingotamento contínuo. 
Para obtenção dos coeficientes de transferência de calor no resfriamento 
secundário, os autores adaptaram uma expressão obtida experimentalmente por 
Shimada e Mitsutsuka [15], dividindo-a por um coeficiente de ajuste adimensional, 
permitindo desta forma a consideração da eficiência de refrigeração devido à 
configuração de cada máquina ou até mesmo do tipo de bico de spray utilizado. 
Para considerar a extração de calor devido à incidência do spray na superfície da 
placa foi implementada a equação 2.9 [14]. 

ℎ𝑠𝑝𝑟𝑎𝑦 =
1,57 (𝐹𝑀𝐴𝑅𝐺 𝑥 �̇�)0,55 (1 − 0,0075 𝑇𝑊)

𝛼
                        (Eq.  2.9)  

Na equação 2.9, hspray é o coeficiente de transferência de calor para o spray 
[W/m² K], �̇� é o fluxo de água [l/m² s], TW é a temperatura da água [°C], α é o 
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coeficiente de ajuste adimensional e FMARG é o percentual de fluxo de água dos 
bicos de spray centrais que foi considerado nos bicos das margens da placa, 
normalmente este percentual aumenta com a largura da placa. 
Máquinas de lingotamento de placas são projetadas com possibilidade de regulagem 
diferente entre as vazões de água dos bicos de spray centrais e dos da margem. 
Tanto a fração de fluxo de água de spray, em referência ao fluxo de água nos bicos 
centrais, quanto o comprimento da margem são valores de entrada por zona e geral 
da máquina, respectivamente. 
Na região abaixo da incidência do spray é considerada a extração de calor devido à 
evaporação de água que escoa e acumula acima dos rolos. Para considerar o 
resfriamento por evaporação na superfície superior, usou-se a equação 2.10, e para 
a face inferior, a equação 2.11 Zhang et al. [8]. 

ℎ𝑒𝑣𝑎 = (1 + 𝐽)ℎ𝑟𝑎𝑑                                                  (Eq.  2.10) 

ℎ𝑒𝑣𝑎 = (1 + 𝐽 [1 − 𝑠𝑒𝑛 (
2𝑍

𝜋𝑟
)]) ℎ𝑟𝑎𝑑                                 (Eq.  2.11) 

Onde J é uma constante adimensional da máquina que para air-mist é 1,5 e 3 para 
sprays só com água, Z é a distância do início do arco da máquina até o comprimento 
simulado [m], hrad é o coeficiente de transferência de calor por radiação, r é o raio 
principal da máquina. 

2.1 Modelos Periféricos 

Neste tópico serão descritos os modelos de propriedades termo físicas do aço como: 
condutividade térmica, calor especifico, temperatura de solidus e liquidus e fração de 
sólido e líquido. 

2.1.1 Propriedades Termofísicas do Aço 

A condutividade térmica foi considerada como sendo função da temperatura do aço, 
Ts, conforme apresentada na equação 2.12 [16]. 

𝑘 = {
59,4 − 0,0418𝑇,                         𝑇 < 800
  18,4 +  0,0094𝑇,               𝑇𝐿 ≤ 𝑇 ≥ 800
                  43,0,                            𝑇 >  𝑇𝐿

                        (Eq.  2.12) 

Como forma de considerar a homogeneização térmica na fase líquida devido à 
convecção foi utilizada a equação 2.13. O coeficiente C que pode variar entre 5 e 10 
obtendo a condutividade térmica efetiva, kef, para o aço líquido. Esta aproximação foi 
proposta por Mizikar [10]. 

𝑘𝑒𝑓 = 𝑘𝑆 [𝑓𝑠 + (1 − 𝑓𝑠)𝐶]                                                  (Eq. 2.13) 

Na equação 2.13, ks é a condutividade térmica obtida para a temperatura solidus 
[W/m K] e fs é a fração de sólidos [adimensional]. 
O calor específico foi considerado conforme apresentado na equação 2.14 [17]. 
𝐶𝑃

=

{
 
 

 
 
2,368 − 1,492 x 10−2T +  4,107 x 10−5T2 − 4,696 x 10−8T3 + 1,953x10−11T4                          𝑇 ≤ 1033𝐾 

7,802 − 5,278 x 10−3T −  3,676 x 10−6T2 +  1,388 x 10−9T3 + 1,031x10−12T4       1033𝐾 < 𝑇 ≤ 1200𝐾 
0,703                                                                                                                                             1200𝐾 < 𝑇 ≤ 𝑇𝐿 𝐾
0,715∗                                                                                                                                                  𝑇𝑆 𝐾 < 𝑇 ≤ 𝑇𝐿 𝐾
0,720                                                                                                                                                                 𝑇 > 𝑇𝐿  𝐾

 (Eq.  2.14) 

*valor adaptado. 
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O calor específico equivalente, 𝑪𝒑
𝒆𝒒

 foi utilizado para modelar a dissipação de calor 

latente de fusão na frente de solidificação, conforme apresentado na equação 
2.15 [18]. 

𝐶𝑝
𝑒𝑞
= 𝐶𝑝 + 𝐿𝑓

𝑑𝑓𝑙
𝑑𝑇
                                                  (Eq. 2.15)  

Na equação 2.15, Cp é o calor específico [J/kg K], T é a temperatura em [K], TS e TL 
são as temperaturas de solidus e liquidus, respectivamente. 
A temperatura de fusão do metal puro foi considerada como 1536 °C e as 
temperaturas de liquidus e solidus foram obtidas pelas equações 2.16, 2.17, 2.18 e 
2.19 [19]. 

𝑇𝐿 = 1536 − ∆𝑇𝐿                                                       (𝐸𝑞.  2.16) 

∆𝑇𝐿 =  78 %𝐶 + 7,6 %𝑆𝑖 + 4,9 %𝑀𝑛 + 34,4 %𝑃 + 38 %𝑆 + 3,6 %𝐴𝑙            (𝐸𝑞.  2.17) 

𝑇𝑆 = 1536 − ∆𝑇𝑆                                                     (𝐸𝑞.  2.18) 

∆𝑇𝐿 = 415,5 %𝐶 + 12,3 %𝑆𝑖 + 6,8 %𝑀𝑛 + 124,5 %𝑃 + 183,9 %𝑆 + 4,1 %𝐴𝑙     (𝐸𝑞.  2.19) 

2.1.2 Fração de Fases Sólida e Líquida do Aço 

Para os cálculos apresentados nas equações 2.13 e 2.15 é necessário conhecer a 
fração de líquidos e a variação destes parâmetros em referência à variação da 
temperatura. A obtenção destes parâmetros pode ser feita por meio de três 
métodos: (i) variação linear (ii) regra da alavanca e (iii) Scheil. Os três métodos estão 
implementados no programa desenvolvido, mas para o presente estudo as 
simulações foram realizadas considerando o modelo de regra da alavanca. 
Nas equações 2.20 e 2.21 são apresentadas as formas de calcular as frações de 
líquido e a variação deste parâmetro em relação à variação da temperatura, pela 
regra da alavanca [17]. 

𝑓𝐿 =
(𝑇0 − 𝑇𝐿) − 𝑘(𝑇0 − 𝑇)

(1 − 𝑘)(𝑇0 − 𝑇)
                                          (𝐸𝑞.  2.20) 

𝑑𝑓𝐿
𝑑𝑇

=
(𝑇0 − 𝑇𝐿)

(1 − 𝑘)(𝑇0 − 𝑇)
2
                                              (𝐸𝑞.  2.21) 

Nas equações 2.20 e 2.21, T0 é a temperatura de fusão do metal puro, que para o 
caso do aço foi considerada de 1536 ºC, e k é o coeficiente de partição dado pela 
equação 2.22. 

𝑘 =
(𝑇0 − 𝑇𝐿)

(𝑇0 − 𝑇𝑆)
                                                            (𝐸𝑞.  2.22) 

 
2.2 Validação do Modelo 
Para validar o modelo foram realizadas medições das espessuras da camada de aço 
solidificada em duas placas oriundas de rompimento de pele. Os parâmetros de 
lingotamento foram utilizados nas simulações e os resultados de espessura 
comparados.  
Para medições de temperatura superficial da placa, foram utilizados termopares tipo 
K com bitola de 3 mm e 70 m de comprimento, com isolamento mineral. A ponta do 
termopar foi modificada de forma a possibilitar o ancoramento junto à superfície da 
placa, evitando o escorregamento. O termopar foi inserido após o segmento de 
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encurvamento. Também foram realizadas medições com câmera termográfica para 
obtenção do perfil de temperatura da placa em função da largura na região de 
desencurvamento da placa e na saída da máquina. 
 
3 RESULTADOS E DISCUSSÃO 

 
Foi desenvolvido um modelo parametrizado para máquinas de lingotamento 
contínuo de secções transversais retangulares. No presente estudo os parâmetros 
de máquina foram configurados conforme a máquina de lingotamento contínuo de 
placas da Gerdau Ouro Branco. As condições de contorno foram adequadas no 
modelo para realização de simulação para comparação entre os resultados obtidos 
no modelo com as espessuras de camada solidificada medidas de placas oriundas 
de rompimento de pele e medições de temperatura por termopares e câmera 
termográfica. 
Na tabela 3.1 são apresentadas as condições de contorno para os casos utilizados 
para validação do modelo. 
 
Tabela 3.1 – Condições de contorno para os casos a serem simulados para validação do modelo. 

Casos C.01 C.02 C.03 

Teor carbono [%] 0,15 0,16 0,16 

Superaquecimento [°C] 15 29 32 

Temperatura inicial do aço [°C] 1536 1546 1548 

Velocidade de lingotamento [m/min] 0,76 0,86 0,90 

Largura [mm] 995 1264 2100 

Espessura [mm] 250 220 250 

Vazão de água – Faces estreitas do molde [l/min] 530 530 530 

Vazão de água – Faces largas do molde [l/min] 5000 5000 5000 

ΔT da água – Faces estreitas do molde [°C] 5,6 6,3 6,5 

ΔT da água – Faces largas do molde [°C] 2,4 3,7 5,4 

 
3.1 Análise de Independência de Malha e Passo de Tempo 
Para análise de independência de malha e passo de tempo foram utilizadas as 
condições de contorno e parâmetros no modelo, idênticos aos considerados no caso 
C.02. Na tabela 3.2 são apresentadas as malhas utilizadas para realizar a análise de 
independência de malha. 
 
Tabela 3.2 – Parâmetros de malha utilizados nas simulações para análise de independência de malha 
e passo de tempo. 

Malha 
Direção X - Largura Direção Y - Espessura 

Número total 
de elementos 

Tempo para 
simulação  

[s] 
Número de 

nós 
Delta X [m] 

Número de 
nós 

Delta Y [m] 

M.01 101 0,0126 17 0,0137 1.600 8 

M.02 161 0,0079 25 0,0092 3.840 45 

M.03 211 0,0060 35 0,0065 7.140 140 

M.04 161 0,0079 70 0,0032 11.040 329 

 
As simulações foram realizadas em um computador HP Core i5-6300U CPU @ 
2.400GHz com 8,00 GB de memória RAM. Foram considerados dois eixos de 
simetria, sendo então realizada as simulações em 1/4 do domínio. 
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Na figura 3.1 são apresentados os resultados de temperatura superficial da placa em 
função da distância do menisco obtidos utilizando os diferentes parâmetros de malha 
apresentados na tabela 3.1. Os resultados de perfil de temperatura para as malhas 
M.01 e M.02 apresentam diferenças significativas dos resultados obtidos utilizando 
as malhas M.03 e M.04. Como o tempo para realização das simulações não é tão 
alto, optou-se em utilizar a M.04. 
 

 
Figura 3.1 – Temperatura superficial da placa no centro da largura em função da distância do 

menisco, para diferentes malhas. 

3.2 Validação do Modelo 
Na figura 3.2 é apresentada a comparação entre as espessuras da camada de aço 
solidificada, em função da distância abaixo do menisco dos resultados obtidos 
experimentalmente com os obtidos nas simulações. 
Meng e Thomas [20] ressaltou as dificuldades em realizar comparações entre 
resultados de espessura da camada de aço solidificado obtidos em modelos 
matemáticos com os obtidos em sucatas de placas oriundas de rompimento de pele. 
A comparação entre os resultados experimentais e os obtidos para fração de sólidos 
de 0,1 torna-se razoável pela existência do aço líquido interdendrítico, aprisionado 
pela tensão superficial durante a drenagem do aço após o rompimento de pele. 
 

  

C.01 C.02 

Figura 3.2 – Comparação entre os resultados de espessura de camada de aço solidificada em função 
da distância abaixo do menisco entre os resultados experimentais e calculados utilizando 
o modelo. 

Sendo assim, conforme apresentado na figura 3.2 os resultados experimentais com 
os do modelo apresentaram uma ótima concordância para a fração de sólidos igual 
à 0,3 e 0,6. O tempo de drenagem nos dois casos não foi medido, mas para o caso 
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C.02 a causa raiz foi identificada como arraste do cordão de escória que fragilizou a 
pele vindo a romper na região do bender. Neste caso não foi identificado um furo, 
mas sim um rasgo em quase toda a largura da placa podendo-se inferir um tempo 
de drenagem baixo o que aproxima a espessura da camada de aço solidificada final 
da espessura antes do rompimento de pele. 
Na figura 3.3 é apresentado o resultado da medição de temperatura por meio da 
inserção do termopar entre a superfície da placa e os rolos, bem como medições de 
temperatura entre os segmentos 7 e 8 e na saída da máquina. 
 

  
Figura 3.3 – Comparação entre os resultados de medições de temperatura e os resultados obtidos 

com o modelo para o caso (C.03), aço médio carbono. 

Os resultados experimentais foram comparados com os obtidos por simulação, 
considerando as condições de contorno, e apresentaram concordância. Sendo 
assim, o modelo desenvolvido foi validado e pode ser utilizado para auxiliar nas 
alterações de processo que visam, por exemplo, a melhoria da qualidade interna e 
superficial de placas. Os resultados obtidos pelo modelo fornecem grandes níveis de 
detalhes de temperaturas e espessura da camada de aço solidificada. Na figura 3.4 
é apresentado o perfil de temperatura superficial da placa em duas dimensões e 
perfis da temperatura em função da largura e ao longo do comprimento da máquina. 
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Figura 3.4 – Perfil da temperatura superficial da placa em função do comprimento da máquina (a) e 
em função da largura (b). 

 
4 CONCLUSÃO 
 
Um modelo de transferência de calor e solidificação foi desenvolvido de forma que 
possibilite a adequação para máquinas de lingotamento contínuo de secção 
transversal retangular. São consideradas adequações do fluxo e perfil de extração 
de calor no molde e no resfriamento secundário a cada intervalo entre rolos foram 
consideradas 4 regiões: (i) contato com os rolos, (ii) radiação, (iii) incidência do spray 
e (iv) acumulo de água. Foi utilizada técnica de inserção de termopar, para obtenção 
do perfil de temperatura em função da distância do menisco, e medições de 
temperatura utilizando câmera termográfica. Medições de espessura de camada de 
aço solidificada foram obtidos para região do molde e bender em placas oriundas de 
rompimento de pele. Os resultados experimentais foram comparados com os obtidos 
por simulação e apresentaram ótima concordância. Sendo assim, o modelo 
desenvolvido foi validado e pode ser utilizado para auxiliar nas alterações de 
processo que visam, por exemplo, a melhoria da qualidade interna e superficial de 
placas para a máquina de lingotamento contínuo de placas da Gerdau Ouro Branco. 
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