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que dedicaron a la revisión de mi proyecto de investigación y sus acertadas sugerencias
durante él proceso de publicación de los artı́culos cientı́ficos.
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Resumen

Este trabajo se dividió en etapas para establecer un modelo acoplado y estimar la evo-
lución térmica-microestructural durante el calentamiento de un acero por efecto Joule:

Primera Etapa: desarrollo de un modelo matemático para calentamiento por efecto Jou-
le de una probeta dilatométrica cilı́ndrica hueca de acero inoxidable AISI 304. El modelo
se planteó mediante un balance de energı́a acoplando el término de generación de calor
por efecto Joule y la dilatación térmica de la probeta. Se asumió un sistema de calen-
tamiento newtoniano para un elemento de volumen y se resolvió mediante el método
diferencias finitas, generando un código propio de ordenador en el paquete de licencia
libre Scilab®. El modelo consideró las propiedades termofı́sicas y eléctricas del acero en
función de la temperatura y el tiempo, respectivamente. Las interacciones térmicas en la
frontera y el coeficiente de expansión térmica lineal se determinaron mediante la solu-
ción del Problema Inverso de Conducción de Calor, usando el perfil térmico y la dilata-
ción térmica medidos experimentalmente por medio de un dispositivo de calentamiento
directo. El modelo se validó comparando la historia y la dilatación térmica experimental
con los resultados simulados para diferentes valores de rapidez de calentamiento.

Segunda Etapa: desarrolló de un modelo para predecir la formación de austenita y el
comportamiento dilatométrico durante calentamiento continuo en un acero AISI 1045. El
modelo se planteó en dos partes con base en la rapidez de calentamiento y el comporta-
miento del acero, con la finalidad de estimar la fracción en volumen de austenita formada
durante calentamiento continuo. La primera parte del modelo de transformación se basó
en el modelo difusivo de Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov, en un intervalo de rapidez
de calentamiento de 0.083 a 0.383 °C s−1. Los parámetros cinéticos k y n de la ecuación de
Avrami se consideraron dependientes de la rapidez de calentamiento. Por otro lado, en la
segunda parte del modelo se empleó el modelo de rapidez de transformación no isotérmi-
ca de Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov, para un intervalo de rapidez de calentamiento
de 0.383 hasta 1 °C s−1. Además, el comportamiento dilatométrico, antes y después de
la formación de austenita, se asoció al coeficiente de expansión térmica instantáneo de
cada fase o microconstituyente presente en el acero y durante la transformación se estimó
empleando la fracción en volumen de austenita y la regla de mezcla de fases. Adicional-
mente, el modelo dilatométrico consideró una etapa de homogenización de carbono en
austenita a partir de un modelo tipo difusivo exponencial. Los parámetros cinéticos, ası́
como el coeficiente de expansión térmica instantáneo y las temperaturas crı́ticas del ace-
ro AISI 1045 se determinaron mediante la técnica de análisis de curvas dilatométricas.
Finalmente, el modelo se validó comparando la deformación por dilatación experimental
con la deformación por dilatación del material predicha con el modelo.

Tercera Etapa: acoplamiento entre los modelos desarrollados. El modelo acoplado per-
mitió predecir la respuesta dilatométrica de una probeta de acero durante calentamiento
continuo por efecto Joule considerando transformación de fase.

Palabras clave: Modelación matemática; Efecto Joule; Dilatometrı́a; Formación de austenita; Instru-
mentación



Abstract

This work is divided into stages to establish a coupled model and estimate the thermal-
microstructural evolution during the heating of a steel by effect.

First Stage: development of a mathematical model for heating by Joule effect of a hollow
cylindrical dilatometer specimen of stainless steel AISI 304. The model was proposed by
an energy balance coupling the term of heat generation by Joule effect and the thermal
expansion of the test tube. A Newtonian heating system was assumed for a volume ele-
ment and solved by the finite difference method, generating a computer code of its own
in the free license package Scilab®. The model considered the thermophysical and elec-
trical properties of steel as a function of temperature and time, respectively. The thermal
interactions at the boundary and the coefficient of linear thermal expansion were deter-
mined by solving the Inverse Heat Conduction Problem, using the thermal profile and
the thermal expansion measured experimentally by means of a direct heating device. The
model was validated by comparing the history and experimental thermal expansion with
the simulated results for different values of heating rate.

Second Stage: developed a model to predict the formation of austenite and dilatome-
tric behavior during continuous heating in an AISI 1045 steel. The model was proposed
in two parts based on the speed of heating and the behavior of the steel, with the purpo-
se of estimate the fraction in volume of austenite formed during continuous heating. The
first part of the transformation model was based on the diffusion model of Johnson-Mehl-
Avrami-Kolmogorov, in a range of heating speed from 0.083 to 0.383 °C s−1. The kinetic
parameters k and n of the Avrami equation were considered dependent on the rate of
heating. On the other hand, in the second part of the model, the non-isothermal trans-
formation speed model of Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov was used, for a range of
heating speed of 0.383 to 1 °C s−1. In addition, the dilatometric behavior, before and after
the formation of austenite, was associated with the coefficient of instantaneous thermal
expansion of each phase or micro-constituent present in the steel and during the trans-
formation it was estimated using the volume fraction of austenite and the mixing rule
of phases. Additionally, the dilatometric model considered a stage of carbon homogeni-
zation in austenite from an exponential diffusive type model. The kinetic parameters, as
well as the coefficient of instantaneous thermal expansion and the critical temperatures
of the AISI 1045 steel, were determined by the technique of dilatometric curve analysis.
Finally, the model was validated comparing the deformation by experimental expansion
with the deformation by dilatation of the material predicted with the model.

Third Stage: coupling between the developed models. The coupled model allowed pre-
dicting the dilatometric response of a cylindrical hollow steel specimen during conti-
nuous heating by Joule effect considering the phase transformation.
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Acoplamiento Electromagnético-Térmico . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16

Capı́tulo 2. Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico 17
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Índice de Figuras

Figura1 Interacciones de acoplamientos . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 12
Figura2 a) Cilindro hueco calentado por efecto Joule, b) Perfil térmico radial
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Figura25 Parámetros de ajuste del modelo de homogenización bajo condicio-
nes de calentamiento continuo en un acero AISI 1045 . . . . . . . . . . . . . 51

Doctorado en Ciencias en Ingenierı́a Mecánica FIM-UMSNH V



Figura26 Algoritmo de solución para calcular la fracción en volumen de aus-
tenita bajo condiciones de calentamiento continuo . . . . . . . . . . . . . . 52

Figura27 Comparación entre la fracción en volumen transformada experimen-
tal (sı́mbolos) y estimada (lı́nea continua) empleando: a) el modelo de JMAK
y b) el modelo de rapidez de transformación no-isotérmica de JMAK a di-
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Capı́tulo 1
Introducción

La versatilidad del acero en aplicaciones tales como elementos estructurares o com-
ponentes de maquinas se debe en gran parte a las propiedades mecánicas y se pueden
modificar a conveniencia, a través de un proceso térmico ó tratamiento térmico. La ma-
yorı́a de los componentes hechos de algún metal o aleación son tratados térmicamente al
menos una vez en el proceso de fabricación con la finalidad de modificar sus propiedades
finales o en etapas intermedias para obtener una buena maquinabilidad de los componen-
tes. Aunque el tratamiento térmico es un paso fundamental en la cadena de producción,
también es una de las principales causas del rechazo de componentes por tratamientos
térmicos mal realizados.

La importancia del tratamiento térmico queda reflejada cuando el tratamiento térmico
se realiza bien. Por ejemplo, un acero de baja aleación tratado térmicamente de manera
correcta puede presentar mejores propiedades mecánicas que un acero de alta aleación
de mayor valor económico debido a una mala realización del tratamiento térmico. Sin
embargo, si el acero de alta aleación se trata térmicamente de manera correcta, siempre
tendrá mejores propiedades de acuerdo a su uso previsto que el acero de baja aleación.

Los principales problemas asociados al tratamiento térmico de metales y aleaciones
son microestructurales y por consiguiente en sus propiedades mecánicas diferentes a las
deseadas, tensiones residuales, distorsión dimensional, ası́ como agrietamiento. De estos
problemas, la distorsión dimensional y el agrietamiento son los que provocan perdidas
irredimibles de piezas. Además de la perdida de material, el tratamiento térmico requiere
de grandes cantidades de energı́a por los tiempos largos de tratamiento, influyendo de
manera importante en el aspecto económico y el medio ambiente por las emisiones de
CO2. Por lo que, los fabricantes comprometidos con una producción sustentable, siempre
piensan en mejorar la eficiencia del tratamiento térmico.

Durante los últimos años se ha publicado un gran número de artı́culos y libros acer-
ca de la simulación de tratamientos térmicos que son de interés tanto industrial como
académico, debido a que permiten comprender los fenómenos fı́sicos, optimizar y con-
trolar los procesos de tratamiento térmico existentes, al igual de simular modificaciones
o nuevos tratamientos antes de realizar cambios en los procesos o la construcción de nue-
vos sistemas de tratamiento térmico. Reduciendo el tiempo y los costos de desarrollo y
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Capı́tulo 1. Introducción

mejorando las propiedades mecánicas. Los modelos matemáticos y semi-empı́ricos para
predecir el campo térmico, microestructural, mecánico y simular el tratamiento térmico
de metales y aleaciones se han desarrollado desde finales de la década de ’70, mientras
que la paqueteria comercial y académica basada en los métodos de diferencias finitas y
elemento finito ha existido por casi tres décadas. En cuanto al campo microestructural
se han hecho avances considerables durante las últimas dos décadas con el desarrollo de
modelos para simular las transformaciones de fase bajo condiciones de calentamiento y
enfriamiento continuo.

El uso de paquetes de computo en el área de la ingenierı́a esta destinado principalmente
a expertos en modelación de materiales e investigadores-académicos que a su vez trabajan
en el desarrollo de nuevos modelos y paqueterias para simular tratamientos térmicos.
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Problemática y Justificación

En 2014, México tuvo una producción de acero alrededor de 19 millones de toneladas
debido principalmente a la incorporación de diferentes armadoras en distintos corredores
industriales del paı́s, por lo que se espera aumentar la producción de vehı́culos de 2.9
millones en 2013 a 5 millones de unidades fabricadas en 2020 [1].

En la actualidad las empresas de mayor producción de acero son ArcelorMital con el
24%, AHMSA con el 21.7%, Ternium con el 19.8%, DeAcero con el 14% y pequeñas
empresas que representan el 15% de la producción nacional. La producción de estas em-
presas está enfocada en aceros para la construcción: vigas, perfiles, láminas, tubos, varilla
y alambrón. Por lo anterior, las empresas siderúrgicas nacionales que deseen entrar a este
nuevo mercado tendrán que cambiar su tecnologı́a y mejorar su calidad.

La industria automotriz busca aceros especiales de mayor resistencia y menor peso pa-
ra mejorar el rendimiento de combustible. Proyectos como el ULSAB y el NGV [2] han
demostrado ampliamente la factibilidad del uso de aceros especiales para aligerar la es-
tructura de los vehı́culos. El reto de la industria siderúrgica nacional es la producción de
aceros planos y largos para uso automotriz, y garantizar la mejora continua de las propie-
dades mecánicas finales, para competir con empresas como POSCO de Corea del Sur, la
tercera siderúrgica a nivel mundial y proveedora de acero automotriz de las armadoras
mexicanas [3].

Durante la fabricación de los aceros intervienen un gran número de variables que im-
pactan directamente sobre las propiedades mecánicas y la calidad del producto final,
además, que al tratarse de aceros multi-fásicos, su caracterización se vuelve más comple-
ja, lo que representa tiempo y costo en la realización de pruebas. Una forma de mejorar
las propiedades mecánicas de los aceros es mediante la microestructura.

Los tratamientos térmicos han sido desde hace muchos años la forma primordial de
lograr este fin, sin embargo, el diseño de un tratamiento térmico se realiza para un ace-
ro de composición quı́mica especı́fica mediante la metodologı́a de prueba y error, por lo
que, al tener un cambio en algún parámetro del proceso (dimensión, composición quı́mi-
ca, medio de enfriamiento) se debe repetir todo el proceso para obtener las propiedades
mecánicas deseadas. Una alternativa a la metodologı́a de prueba y error, es la ingenierı́a
microestructural que se encarga del desarrollo de modelos matemáticos que permitan
simular los procesos térmicos para reducir el número de pruebas, volviéndose una herra-
mienta fundamental para el desarrollo y optimización de procesos.
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Hipótesis

“A partir de un modelo de transferencia de calor y cinética de transformaciones, es po-
sible predecir la historia térmica, eléctrica y la evolución microestructural de un acero de
medio carbono mediante el control de las condiciones térmicas de frontera, intensidad
de corriente eléctrica, parámetros cinéticos y dilatación térmica durante ciclos de calen-
tamiento continuo por efecto Joule”.
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Objetivo General

Predecir la evolución térmica y microestructural de un acero de medio carbono bajo
condiciones de calentamiento continuo por efecto Joule.

Objetivos Particulares

Formular un modelo matemático, acoplando el campo térmico y microestructural,
durante el calentamiento continuo por efecto Joule de una probeta dilatométrica,
generando código propio a través del paquete de licencia libre Scilab®.

• Generar código propio a través del paquete de licencia libre Scilab® para solu-
cionar el modelo propuesto.

• Estimar las condiciones térmicas de frontera mediante correlaciones empı́ri-
cas y la solución del Problema Inverso de Conducción de Calor IHCP (IHCP:
Inverse Heat Conduction Problem) a partir de las historias de temperatura y de
corriente eléctrica.

• Validar el modelo Termo-Eléctrico-Mecánico mediante pruebas experimenta-
les.

Formular un modelo Microestructural que permita predecir la formación de auste-
nita y el comportamiento dilatométrico de un acero de medio carbono.

• Determinar la cinética de formación de austenita mediante análisis dilatométri-
co, calculando los parámetros cinéticos, k y n, del modelo cinético de JMAK y
de rapidez de transformación de JMAK.

• Determinar el coeficiente de expansión térmica instantáneo a partir de datos
dilatométricos.

• Modelar la fracción en volumen de austenita formada a partir del modelo
cinético de JMAK y de rapidez de transformación de JMAK.

• Validar el modelo Microestructural por comparación del comportamiento di-
latométrico experimental y simulado.

Acoplar el modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el modelo Microestructural.

• Establecer un modelo Termo-Eléctrico que considere la generación de calor por
transformación de fase.

• Acoplar el modelo termo-Eléctrico-Mecánico y el modelo Microestructural me-
diante una sub rutina de usuario a través del paquete de licencia libre Scilab®.

• Realizar el acondicionamiento de señal de medición de temperatura para el
dispositivo experimental de calentamiento por efecto Joule.
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• Validar el comportamiento dilatométrico de una probeta de acero AISI 1045
calentada con el dispositivo experimental de efecto Joule.
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Antecedentes

Los primeros trabajos reportados en la simulación de tratamientos térmicos se remon-
tan a la década de los ’70. Desde ese momento hasta ahora se ha realizado un desarrollo
constante en la modelación matemática, ası́ como su aplicación en la simulación de pro-
cesos. Dada su utilidad cientı́fica e industrial, la simulación de tratamientos térmicos es
en la actualidad un área de interés entre los ingenieros de proceso, metalúrgicos, fı́sicos y
matemáticos.

Algunas de las primeras simulaciones realizadas en computadora por Inoue et.al [4,
5] se enfocaron en predecir la distorsión dimensional, distribución de fases y esfuerzos
residuales en procesos de temple con geometrı́as simples como cilindros largos sólidos
y huecos debido a la poca capacidad de cálculo computacional y sin considerar algunos
efectos de las transformaciones de fase por la falta de modelos fı́sicos para validar dichas
simulaciones. Los resultados se validaron por análisis de microestructuras, mediciones de
dureza y esfuerzos residuales por difracción de rayos x. Los resultados mostraron cierta
concordancia entre los datos simulados y experimentales, sin embargo, también se dieron
cuenta que los modelos debı́an ser mejorados.

En la década de ’80 se presentó un incremento en el número y calidad de los mode-
los de simulación con grandes contribuciones de investigadores como Denis et al. [6–8]
y Leblond [9], ası́ como, los precursores japoneses [10]. Algunos de estos modelos son la
base de software comercial para tratamientos térmicos como DEFORM-HT, SYSWELD,
DANTE y SIMUFACT que aparecieron en la década de ’90, con el aumento del poder
computacional y el desarrollo de software de análisis por elemento finito (FEA, Finite
Element Analysis) y que han permitido la simulación de problemas en formas complejas.
Además de estos programas orientados a soluciones industriales, la comunidad cientı́fi-
ca ha usado subrutinas de usuario acopladas a software de análisis por elemento finito
de aplicación general como ANSYS y ABAQUS, para simular procesos de transformación
de fase y oxidación en metales tratados térmicamente, con la finalidad de evaluar di-
chos modelos sin preocuparse por los modelos de transferencia de calor y de deformación
mecánica realizados por FEA. A la par de estas investigaciones se empezaron las aplicacio-
nes de los modelos termomecanicos-microestructurales en simulaciones para predecir el
endurecimiento superficial por carburizado, calentamiento por inducción y láser [11–13].
Otras investigaciones de este tiempo se enfocaron a mejorar especialmente los modelos
de cinética de transformación de fase [14–17] y del comportamiento termomecánico con
transformación de fase [18, 19].

En la década de 2000, el número de publicaciones aumento considerablemente con res-
pecto a los perı́odos anteriores con aplicaciones dirigidas al temple de aceros [20–25], car-
burización y carbonitruración [26–29], endurecido por inducción [30–32] y láser [33,34],
y de revenido [35, 36]. En esta misma década se registraron varias investigaciones aso-
ciadas al modelado de los fenómenos de extracción de calor que ocurren en procesos
de temple. Estas investigaciones se realizan con dos enfoques principales: el primero es
desarrollar sistemas de temple con aplicaciones industriales con chorros de fluido (liqui-
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do, gas o atomizado) con los que se obtengan condiciones de enfriamiento controladas y
caracterizadas [37–40], el segundo enfoque se centra en la modelación de fenómenos de
ebullición y caracterización temporal y espacial del coeficiente de transferencia de calor
utilizado en las simulaciones de dinámica de la fluidos computacional (CFD, Computatio-
nal Fluid Dynamics) [41, 42], ası́ como medio de evaluación de los tanques de temple.

Debido a la creciente necesidad de información para simular tratamientos térmicos y
a la poca disponibilidad de datos para el gran número de aceros existente, algunos in-
vestigadores y asociaciones [43, 44] plantearon la idea de generar bases de datos espe-
cializadas por colaboración internacional. Los datos requeridos (por ejemplo; cinética de
transformación, temperaturas crı́ticas, condiciones de frontera térmica) representan un
factor de entrada muy sensible en la realización de modelos de simulación con buenos
resultados, y están disponibles para pocos materiales en la literatura libre, bases de datos
de Software especializado y empresas privadas, por lo que en algunos casos son difı́ciles
de obtener [45, 46]. Una opción es la generación de datos a partir de servicios de labo-
ratorio, sin embargo, la mayorı́a de los datos son obtenidos por equipo especializado y
pruebas experimentales para cada sistema y material en particular, este tipo de investi-
gaciones se basan en modelos termodinámicos de cinética de transformación, empı́ricos
y semiempı́ricos resueltos por métodos numéricos con una creciente tendencia al uso de
redes neuronales. En este mismo periodo se lanzó el software comercial (JMATPRO) con
el que se pueden determinar todos los datos necesarios para la simulación de tratamien-
tos térmicos de cualquier material, a pesar de ello, los resultados obtenidos carecen de
una buena validación experimental [47], por lo que se puede decir que existen huecos en
los modelos que se utilizan donde se puede contribuir de manera satisfactoria.

A partir de esta década se han empezado a realizar trabajos para simular ciclos térmicos
completos, es decir, etapas de calentamiento y enfriamiento, ası́ como las diferentes eta-
pas intermedias que se pueden llegar a presentar en los diferentes tratamientos térmicos,
además de considerar cambios en la cinética de transformación debido a operaciones de
fabricación previas al tratamiento, por ejemplo, laminación, forja o maquinado. La orien-
tación de este tipo de investigaciones ha permitido resolver problemas que no pudieron
ser resueltos con modelos de una sola etapa mejorando el resultado de las simulaciones
en algunos casos. Esto es posible ya que las simulaciones son realizadas con nuevos mo-
delos y datos cinéticos que toman en cuenta el efecto de la deformación previa causada
en los procesos de fabricación [48–50]. Sin embargo, la dificultad al hacer este tipo de
simulación es la inexistencia de un modelo acoplado, ası́ como el intercambio de datos
entre los diferentes programas de simulación.
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Principios de Simulación para Tratamientos Térmicos

En los tratamientos térmicos debe entenderse claramente la relación que existe entre
las propiedades mecánicas del producto final y los fenómenos fı́sicos presentes durante
el tratamiento, de tal manera que un análisis o experimentación puedan emplearse para
diseñar u optimizar el mismo y con esto satisfacer los requerimientos de producción.
Haciendo estas consideraciones, la simulación de tratamientos térmicos ofrece una buena
opción en la solución de los siguientes problemas:

Obtener la microestructura deseada y distribución de las propiedades mecánicas.

Eliminar las perdidas de material y componentes por la prevención de grietas en
procesos como el temple.

Reducir las operaciones de acabado por maquinado al controlar la distorsión di-
mensional.

Mejorar el rendimiento y vida útil de componentes (mejorando la resistencia a la
corrosión, deformación, desgate y fatiga) controlando la microestructura y distribu-
ción de esfuerzos residuales.

Ahorrar energı́a y tiempo debido al diseño y optimización de procesos por compu-
tadora (eliminación del método de prueba-error).

La modelación de tratamientos térmicos es una labor bastante compleja debido a que
se trata de un proceso multifı́sico en el que intervienen una serie de diferentes fenóme-
nos fı́sicos acoplados, siendo los tres fenómenos principales: la transferencia de calor, la
transformación de fase y la evolución de esfuerzos-deformaciones. Debido a la comple-
jidad del acoplamiento y a la naturaleza no lineal del problema, no existen soluciones
analı́ticas para esto. Una buena solución requiere de un acoplamiento termomecánico-
microestructural total.

Un buen modelo matemático para simular un tratamiento térmico debe considerar las
siguientes caracterı́sticas:

Procesos Multifı́sicos

Los modelos para simular tratamientos térmicos deben tener en cuenta todas las inter-
acciones de acoplamiento entre los fenómenos fı́sicos de transferencia de calor, transfor-
mación de fase, esfuerzo-deformación. Estas interacciones se ven reflejadas como propie-
dades dependientes de la temperatura y la microestructura, entalpias y plasticidad de la
transformación. Además, si se trata de un tratamiento térmico con calentamiento eléctri-
co indirecto (campos electromagnéticos, inducción) o directo (paso de corriente directa,
efecto Joule) el modelo debe ser solucionado acoplando el problema electromagnético o
electrocinético, considerando los cambios de las propiedades electromagnéticas y eléctri-
cas dependientes de la temperatura y de la transformación de fase.
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Dada la naturaleza multifı́sica del problema, las simulaciones requieren de un conoci-
miento interdisciplinario de los siguientes temas:

Transferencia de calor para la interpretación de la distribución de temperaturas cal-
culadas en la pieza.

Mecánica de materiales para la interpretación de deformaciones y esfuerzos.

Transformaciones de fase sólido-sólido para la interpretación de la evolución mi-
croestructural.

Sistemas de reacción-difusión y precipitación para la interpretación de distribucio-
nes de elementos de aleación (carbono, nitrógeno, y demás) presentes en tratamien-
tos termoquı́micos como la carburación o carbonitruración.

Principios de calentamiento por efecto Joule utilizados en simulaciones de endure-
cimiento superficial y alta rapidez de calentamiento.

Dinámica de fluidos para el cálculo de coeficientes de transferencia de calor.

Métodos numéricos como el método de elementos finitos (técnicas de mallado, defi-
nición de condiciones iniciales y de frontera, criterios de convergencia y estabilidad,
paso de tiempo, y demás).

Propiedades Termofı́sicas Fuertemente No-Lineales

Durante un ciclo térmico las propiedades termofı́sicas del material presentan variacio-
nes considerables dependientes de la temperatura y de la fases presentes a esa misma
temperatura, por lo que también son variables con respecto a la posición.

Condiciones de Frontera Térmica Complejas

Debido a que cada sistema de tratamiento térmico tiene sus propias condiciones de ca-
lentamiento y enfriamiento debido a los mecanismos de transferencia de calor, se generan
condiciones particulares presentando una fuerte no-linealidad respecto de la temperatu-
ra de la superficie y posición de cada pieza tratada.

Geometrı́as Complejas

A pesar de que los modelos bidimensionales (2D) pueden ser capaces de solucionar pro-
blemas con geometrı́a simétrica, en el caso en el que no se presente simetrı́a, los modelos
2D dejan de funcionar, y es necesario el uso de modelos con geometrı́as tridimensionales
(3D). Las geometrı́as 3D soy muy útiles en problemas de piezas asimétricas, en las que la
transferencia de calor es de gran importancia debido a la distribución de temperaturas.
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Sin embargo, la modelación 3D requiere de un gran capacidad de computo (tiempo y me-
moria de cálculo), por el considerable incremento en el número de cálculos para resolver
cada elemento.

Fenómenos Fı́sicos del Tratamiento Térmico

Aunque durante un tratamiento térmico ocurren una serie de fenómenos con acopla-
miento complejo, la transferencia de calor es la única parte de todo el proceso que se
puede controlar y modificar a conveniencia. Debido a que la transferencia de calor en
una pieza hacia su superficie (calentamiento) o desde su superficie (enfriamiento) depen-
de principalmente de la interacción que se produce en la interfaz sólido-fluido.

El cambio de temperatura en la pieza es la principal fuerza motriz durante la transfor-
mación de una fase, al calentar o enfriar, se modifica la estabilidad termodinámica de la
microestructura, por lo que ocurre la transformación de fase. A su vez, una transforma-
ción de fase provoca cambios en la distribución de temperaturas debido al calor latente
de transformación (endotérmico o exotérmico).

Un efecto de los grandes gradientes de temperatura, es la generación de tensiones de-
bido a los gradientes de temperatura que se generan durante el enfriamiento a lo largo
de la pieza, provocando contracciones térmicas que son equilibradas por tensiones inter-
nas, asociadas a la transformación de fase y la diferencia de densidad entren las fases de
partida y de producto. El resultado de una distribución de esfuerzos variable puede ser
la aparición de grietas o la deformación de componentes. En algunos casos las tensiones
residuales pueden ser benéficas según la magnitud, signo y distribución de las tensiones.
Asimismo, los estados de esfuerzos y deformaciones influyen sobre las trasformaciones de
fase y pueden llegar a modificar la termodinámica y la cinética de transformación. Este
efecto generalmente no se considera en los modelos de simulación, sin embargo, puede
ser importante para ciertos casos [51, 52].

Campos Fı́sicos y sus Interacciones de Acoplamiento

En la Fig. 1 se muestran los fenómenos fı́sicos que pueden ocurrir durante un trata-
miento térmico y las interacciones de acoplamiento entre ellos. Aunque en un tratamiento
térmico intervienen varios fenómenos, el campo térmico es el impulsor que desencadena
a los demás procesos. En la figura se representa con lı́neas continuas las interacciones que
deben considerarse indispensables en cualquier modelo de simulación, las lı́neas discon-
tinuas representan las interacciones entre campos de menor importancia que se deben
emplear en casos excepcionales y las lı́neas punteadas muestran los acoplamientos de
baja importancia que pueden o no ser considerados.
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Campo Microestructural
(Transformaciones de Fase)

 

Campo Electromagnético
(Inducción)

 

Dinámica de Fluidos
(flujo de fluidos)

 

Campo Térmico
(Tranferencia de Calor)

 

Campo Físico-Químico
(Difusión y Precipitación)

 

Campo Mecánico
(Evolución 

Esfuerzo/Deformación)
 

(2) (3)
(1) (4)(5)

(6)

(7)

(8)

(9)

(10)

(11)

(12)

(13)

(14)
(15)

(16)

(17)

(18) (19)

(20) (21)(22) (23) (25) (24)

1)   Potencial térmico para la transformaciónde fase
2)   Propiedades térmicas dependientes de la temperatura
3)   Entalpia de transformación
4)   Esfuerzos térmicos
5)   Propiedades mecánicas dependientes de la temperatura
6)   Generación de calor por deformación
7)   Esfuerzos por transformación (deformación/plasticidad 
      por transformación)
8)   Propiedades mecánicas dependientes de la microestructura
9)   Esfuerzos y deformación plástica que afectan la transformación
10) Difusividad dependiente de la temperatura, 
      Difusión provocada por gradientes de temperatura
11) Propiedades térmicas dependientes de contenido de soluto
      (carbón, nitrógeno, etc.)
12) Entalpia de disolución
13) Transformación de fase dependiente del contenido de soluto 
      (carbón, nitrógeno)
14) Enriquecimiento de soluto por transformaciones difusionales
15) Propiedades mecánicas dependientes del contenido de soluto 
      (carbón, nitrógeno)
16) Difusividad dependiente de esfuerzos, un gradiente de esfuerzos 
      impulsa la difusión
17) Variación temporal y espacial del flujo de calor
18) Cambio de la temperatura del fluido debido al intercambio de 
      calor con el sólido.
19) Fenómenos termofísicos en la interfase solido-liquido 
      (capa de vapor, ebullición nucleada, convección)
20) Generaciónde calor por corrientes parasitas (efecto Joule)
21) Propiedades electromagnéticas dependientes de la temperatura
22) Propiedades electromagnéticas dependientes de la microestructura
23) Efecto del campo magnético en la transformación de fase
24) Fuerzas electromagnéticas (Lorenz)
25) Propiedades electromagnéticas dependientes de esfuerzos 
      y deformación plástica

Figura 1. Interacciones de acoplamientos.

Campo Térmico

En este campo se realiza el cálculo de la distribución e historial térmico en la pieza tra-
tada. Es el campo fundamental en los tratamientos térmicos ya que a partir del cambio de
temperatura pueden llevarse a cabo las transformaciones de fase, ası́ como la modifica-
ción de esfuerzos internos. Además, de afectar a todos los campos fı́sicos debido a que la
mayorı́a de las propiedades y condiciones de frontera son dependientes de la temperatu-
ra. Por lo que, una estimación precisa tanto de la distribución como de la historia térmica
es muy importante para una correcta predicción de la microestructura, distorsión y es-
fuerzos residuales. Por otro lado, si el modelo térmico es pobre o esta mal formulado, re-
sulta en errores considerables de la microestructura, deformaciones y esfuerzos internos
simulados aun cuando estos campos estén bien planteados y funcionen correctamente.

El campo térmico es gobernado por la ecuación de conducción de calor de Fourier con-
siderando un térmico de generación o de sumidero de calor según sea el caso si la tras-
formación de fase produce una reacción exotérmica o endotérmica. La forma diferencial
de la ecuación de Fourier es la preferida para las simulaciones de tratamiento térmico
debido a su robustez para el manejo del efecto la entalpia de transformación en el campo
de temperaturas [53, 54].
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Campo Microestructural

En este campo se lleva a cabo la determinación de la evolución microestructural de la
pieza. Este es el campo más importante en la simulación porque determina las propie-
dades mecánicas del producto final, que son función de la distribución de fases. Al igual
que el campo térmico, las transformaciones de fase afectan a todos los demás campos, ya
que las propiedades del material dependen de la microestructura. Debido a que la tem-
peratura es la principal fuerza motriz para las transformaciones de fase, la estabilidad de
cada fase se afecta por el cambio de temperatura durante el calentamiento y enfriamiento
de un ciclo térmico, lo que resulta en su descomposición y formación de nuevas fases.

Los modelos de simulación utilizan modelos cinéticos anisotérmicos para calcular la
fracción en volumen transformada fuera del equilibrio, que es función de la temperatu-
ra. Por ejemplo, para la transformación matensitica, los modelos más utilizados son el
de Koistinen-Marburger [55] y Magee [56], con los que se puede estimar la fracción de
martensita a la temperatura de subenfriamiento respecto a la temperatura de inicio de
transformación martensı́tica (Ms). Por otro lado, si la transformación de fase es difusiva
(ferrita, perlita, bainita, austenita), la transformación es dependiente del tiempo y la tem-
peratura ası́ como de la rapidez de calentamiento y enfriamiento, empleando modelos
isotérmicos o no-isotérmicos de transformación [17, 53, 57, 58], para calcular la fracción
transformada. Estos modelos se basan en la ecuación semi empı́rica de Avrami [59–61] y
el principio de aditividad de Scheil [62].

Campo Fı́sico-Quı́mico

En este campo se calcula la difusión y precipitación de átomos y compuestos, respecti-
vamente, para tratamientos termoquı́micos superficiales como cementación, nitruración
y carbonitruración. En este campo se se establecen las de ecuaciones de difusión de ma-
sa y los fenómenos de precipitación cuando se alcanza el lı́mite de solubilidad a una
temperatura dada. Los cálculos en este campo son importantes porque las propiedades
térmicas, mecánicas y fases dependen de la concentración del elemento difusor (carbono,
nitrógeno, y demás).

El campo fı́sico (difusión) es gobernado por la segunda ley de Fick, combinándose con
las reacciones de precipitación por una fuente o sumidero de concentración. La segunda
ley de Fick se utiliza en su forma homóloga a la ecuación de conducción de calor que se
emplea en el campo térmico, mientras que, las reacciones de precipitación independientes
del tiempo se calculan por ecuaciones cinéticas.

Dinámica de Fluidos

En este campo se calculan las interacciones que influyen en la evolución del campo
térmico a causa de la dinámica del fluido alrededor de la pieza tratada. Durante el ca-
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lentamiento se considera convección libre o forzada según sea el tipo de horno (mufla de
resistencias o horno de quemadores), siendo la radiación la principal fuente de calor. En
el caso del enfriamiento la dinámica de fluidos es la principal fuente de extracción de ca-
lor. Este campo es de gran ayuda al momento de calcular la variación temporal y espacial
del coeficiente de transferencia de calor alrededor de la pieza y mediante software espe-
cializado de dinámica de fluidos computacional o por la solución del Problema Inverso
de Conducción de Calor. En la práctica la dinámica de fluidos se acopla mediante una
condición de frontera al problema de transferencia de calor [63].

Campo Electromagnético

Este campo se enfocado en el cálculo de la intensidad de los campos eléctricos, magnéti-
cos, densidad de corrientes parasitas para la aplicación de tratamientos térmicos de en-
durecimiento superficial. Este campo se enlaza al campo térmico mediante un término
de generación de calor por efecto Joule al interior de la pieza. Las ecuaciones de Maxwell
gobiernan este campo donde la intensidad del campo electromagnético se convierte en
densidad de corriente parásita (o densidad de potencia) por efecto Joule [64].

Campo Mecánico

En este campo se calculan los esfuerzos y deformaciones generados por los gradientes
térmicos y transformaciones de fase. Es uno de los campos más complejos y de interés
actual por su aplicación industrial y por el desarrollo de aceros avanzados de alta resis-
tencia como los aceros TRIP. Este campo depende de los cambios de densidad volumétrica
por transformación de fase que ocurren durante un ciclo térmico y por los gradientes de
temperatura en función de la posición y del tiempo, que influyen sobre la dilatación del
material.

Los cálculos son gobernados por ecuaciones constitutivas complejas que consideran el
comportamiento termoelástico, termoplástico, termoelastoplástico, y propiedades elásti-
cas y plásticas del material dependientes de la temperatura, rapidez de deformación y la
fracción en volumen en algunos casos [18, 54].

Acoplamiento

Como se ha señalado, el acoplamiento entre campos ocurre en algunos casos donde
existe dependencia de la temperatura, microestructura, composición quı́mica, propieda-
des térmicas, mecánicas y/o eléctricas. En general, las propiedades del fluido o del medio
de tratamiento térmico dependen de la temperatura, lo que origina la dependencia entre
campos. El acoplamiento puede ser implementado en paquetes de simulación mediante
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el intercambio y actualización de las variables de estado y la asignación de campos, ha-
ciendo uso de ecuaciones o modelos que son añadidos a las ecuaciones constitutivas por
medio de sub-rutinas de usuario o por sub-rutinas de enlace entre paquetes comerciales.

Acoplamiento Termo-Microestructural

Es el acoplamiento entre el campo térmico y microestructural presenta una fuerte in-
teracción bidireccional. Los cambios de temperatura durante el calentamiento y enfria-
miento son la fuerza motriz para la transformación de fase, debido a esto, la cinética de
transformación depende directamente de la temperatura y de la rapidez de calentamien-
to y enfriamiento durante el tratamiento térmico. Por otro lado, las transformaciones de
fase provocan cambios en el flujo de calor desde o hacia la pieza a causa del calor latente
de transformación. Un efecto fácilmente detectable del calor latente de transformación
es la disminución en la rapidez de calentamiento por una reacción endotérmica y una
disminución en la rapidez de enfriamiento o recalescencia del material por una reacción
exotérmica. Denis et al. [53] demostraron que la omisión del campo microestructutal con-
lleva a una disminución en la precisión del campo de temperaturas simulado.

Acoplamiento Termo-Mecánico

Es un acoplamiento unidireccional, los gradientes de temperatura causan variaciones
espaciales en forma de contracciones y expansiones térmicas en la pieza, induciendo cam-
pos de esfuerzos térmicos fluctuantes. Estos campos de esfuerzos pueden alcanzar el lı́mi-
te elástico de la mezcla de fases presentes y causar deformación plástica en los compo-
nentes. Se sabe que la deformación plástica va acompañada por la generación de calor,
sin embargo, se puede no considerar en la simulación de tratamientos térmicos, ya que el
calor generado es insignificante comparado con la rapidez de extracción de calor [65].

Acoplamiento Mecánico-Microestructural

Este acoplamiento generalmente se trata de manera unidireccional al considerar sólo
el efecto de las transformaciones de fase sobre la evolución y la distribución de esfuer-
zos y deformaciones. Al ocurrir una transformación de fase, una microregión cambia de
volumen y en ocasiones de forma, provocando deformaciones por dilatación y plastici-
dad inducida por transformación como en los aceros TRIP [56,66]. Debido al efecto de la
plasticidad inducida por transformación sobre la estimación de la deformación y esfuer-
zos residuales se debe considerar en la simulación [67], además de que es un fenómeno
que se presenta en la mayorı́a de tratamientos superficiales de endurecimiento [67–69].
Por otro lado, el esfuerzo hidrostático (estado de esfuerzos en el que los valores de esfuer-
zos principales son iguales al esfuerzo medio) provoca la supresión de las temperaturas
de transformación para las transformaciones de fase con una disminución en la densidad
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e incrementa los tiempos de transformación, por lo tanto una menor rapidez de trans-
formación. Por el contrario, los esfuerzos desviatorios (estado de esfuerzo que resulta de
restar al esfuerzo total el esfuerzo hidrostático) aumentan las temperaturas criticas con
perı́odos de incubación mas cortos y una mayor rapidez de transformación [70].

Acoplamiento de la Dinámica de Fluidos y la Transferencia de Calor

Para acoplar la dinámica de fluidos y la transferencia de calor se requiere el cálculo de
las condiciones de frontera térmica obtenidas a partir de datos experimentales median-
te software de dinámica de fluidos o por el método inverso de conducción de calor. De
manera general, la dinámica de fluidos se acopla mediante una condición de frontera a
través del coeficiente de transferencia de calor, que puede ser por convección natural o
forzada. Para este caso se debe calcular el valor del coeficiente de transferencia de calor en
cualquier punto de la superficie de la pieza en función de la rapidez de flujo másico local
y la capacidad del calor especı́fico del fluido. Por otro lado, para un enfriamiento por in-
mersión en un lı́quido, el cálculo del coeficiente de transferencia de calor debe considerar
los fenómenos de formación de capa de vapor, ebullición nucleada y convección [40].

Acoplamiento del Campo Electromagnético y Térmico

Este acoplamiento permite el cálculo en estado transitorio de la distribución de tem-
peraturas en la pieza durante el proceso de calentamiento por inducción. Un campo
magnético cı́clico incide sobre un material conductor, induciendo corrientes parasitas.
La disipación de estas corrientes conllevan a la generación de calor en la pieza por efecto
Joule, que modifica las propiedades eléctricas y térmicas, ası́ como la microestructura.
Este acoplamiento generalmente se considera irreversible y se logra importando las dis-
tribuciones de temperatura o la densidad de potencia en el modelo de simulación [30,31].
Además, con base en los resultados de varios estudios [32, 71], se ha mostrado que no es
necesario utilizar un acoplamiento bidireccional con el campo microestructural tomando
la consideración que la dependencia de las propiedades fı́sicas de la microestructura es
implı́cita al considerar que las transformaciones de fase ocurren tan rápido que su depen-
dencia del tiempo es insignificante.
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La dilatometrı́a es una de las técnicas de análisis térmico que más se utiliza en el estu-
dio de las transformaciones de fase sólido-sólido de las aleaciones ferrosas [75,76], ya que
permite monitorear, en tiempo real, la evolución microestructural de una fase en térmi-
nos del cambio de volumen que se produce durante un ciclo térmico. Cuando un ma-
terial experimenta una transformación de fase, la estructura cristalina se modifica, esto
se manifiesta como un cambio de volumen positivo (expansión) o negativo (contracción).
Esta técnica de análisis permite determinar las temperaturas crı́ticas de transformación,
que pueden utilizarse en la construcción de diagramas de transformación isotérmica IT
(Isothermal Transformation) y/o de enfriamiento y calentamiento continuo CCT y CHT
(Continuous Cooling Transformation and Continuous Heating Transformation) [75–78].
Estos diagramas son de interés práctico en distintas aplicaciones metalúrgicas, como en la
simulación y diseño de tratamientos térmicos, en la predicción de propiedades mecánicas
y en la formulación de modelos matemáticos para resolver los campos térmicos y micro-
estructurales durante la formación o descomposición de una fase [79, 80].

Muchos de estos estudios utilizan equipos comerciales de dilatometrı́a para determi-
nar la cinética de trasformación mediante probetas dilatométricas de distinta geometrı́a y
tamaño; de forma cilı́ndrica sólida, hueca o plana de dimensiones pequeñas, asegurando
que los cambios de volumen que se obtengan sean únicamente por la transformación de
fase o de los cambios internos del material y no por la distorsión originada por el choque
térmico durante las etapas de calentamiento y enfriamiento súbito. Asimismo, los equi-
pos de dilatometrı́a pueden emplear distintos medios de calentamiento como inducción
magnética (L78/RITA Linseis, Dilatronic III Theta), radiación térmica (L75V Linseis) y
efecto Joule (Gleeble) [77,81,82]. Este último, se caracteriza por proporcionar homogenei-
dad térmica en el material y un buen control de la rapidez de calentamiento (RC), la cual
puede permanecer constante durante toda la etapa de calentamiento. Otra caracterı́stica
del calentamiento por efecto Joule es que la generación de calor en el material es interna,
lo que proporciona una relación cuasi lineal entre la corriente y la temperatura, siempre
y cuando no exista transformación de fase [83], a diferencia del calentamiento por radia-
ción o inducción donde el comportamiento de la temperatura depende de la resistencia
eléctrica y del material refractario del horno (radiación) o de la frecuencia y magnitud
de la corriente eléctrica, ası́ como la forma del inductor (inducción). Otra ventaja de los
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métodos directos es que permiten una medición alterna de la temperatura más precisa
y exacta debido a que el material actúa como la resistencia de calentamiento eléctrica y
puede monitorearse en tiempo real en función del voltaje y la intensidad. Sin embargo,
debido a que el material es la resistencia eléctrica del circuito es difı́cil controlar el sis-
tema de forma eficiente. Para esto se requiere una caracterización termoeléctrica previa
antes de obtener los parámetros óptimos de control, ya que los materiales presentan di-
ferentes propiedades térmicas y eléctricas. El enfriamiento suele realizarse con inyección
de gas a alta presión como argón, helio o nitrógeno.

Modelo Matemático

Descripción del Problema

La Fig. 2 a) muestra las dimensiones de una probeta dilatométrica cilı́ndrica hueca de
acero inoxidable AISI 304, que se calienta por efecto Joule oara calibrar el sistema de
control de un dispositivo experimental de dilatometrı́a. La selección del material se debe
principalmente a que el acero AISI 304 no sufre cambios internos en su estructura co-
mo transformación de fase en el intervalo de temperaturas de trabajo (250-850 °C). La
probeta presenta un espesor de pared de 1 mm y se somete a calentamiento por efecto
Joule bajo condiciones de convección natural sobre la superficie externa de la probeta.
Bajo estas condiciones el número de Biot es de 4.5x10−4, por lo que el problema se consi-
dera como un sistema de calentamiento tipo Newtoniano en la dirección radial. Teniendo
en cuenta que se trata de un sistema Newtoniano, se espera que los gradientes de tem-
peratura en la dirección radial sean despreciables, generando una zona completamente
isotérmica en la dirección radial. Durante el calentamiento, la probeta se expande por la
dilatación térmica del material, la cual se asocia a la deformación térmica generada.

Por otro lado, la probeta se sujeta a un sistema de mordazas que son empleadas como
terminales de alimentación de corriente eléctrica (electrodos) que son enfriadas a través
de un flujo moderado de agua en el interior, esto provoca un perfil de temperaturas de
tipo parabólico y simétrico en la dirección axial, haciendo que la temperatura alcance
un valor máximo en la parte media de la probeta como se muestra en la Fig. 2 b). Esta
temperatura es representativa de la cantidad de energı́a que se genera en el sistema por
efecto Joule.

Modelo Termoeléctrico

Problema Newtoniano

El modelo clásico para el calentamiento o enfriamiento Newtoniano establece que la
cantidad de calor que se acumula en un sólido es igual al calor que se transfiere a través
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dz

z

r

ql=ho (T - To)

ql=hi (T - Ti)

Tmax

Tmin

I

I qz=-kdT
dz

b)

dz

S=π(ro - ri )2 2

Ao=2πrodz

Ai=2πridz

I
 

I

I

I
V=π(ro - ri )dz2 2

c)

 Ttp

Do=7 mm

Di=5 mm
Ttp

L=30 mm

z
r

dzS

a)

Figura 2. a) Cilindro hueco calentado por efecto Joule, b) Perfil térmico radial y transver-
sal del cilindro calentado y c) Elemento de volumen diferencial.

de sus paredes en contacto con un medio de calentamiento o enfriamiento. Por lo tanto,
el balance de energı́a global se expresa como:

Qa = −Ql . (1)

El calor que se acumula Qa se define a partir del cambio de temperatura respecto al
tiempo y las propiedades termofı́sicas del material como:

Qa = ρCpV
dT
dt
, (2)

donde T y t son la temperatura y tiempo de calentamiento o enfriamiento, ρ es la den-
sidad, Cp es el calor especı́fico y V es el volumen del sólido. En el caso de un cilindro
hueco, como el elemento diferencial que se muestra en la Fig. 2 c), el volumen se define
a través de la área transversal S, que es función del radio interior y exterior del cilindro
por su longitud L = dz:

V = S ·L = π
(
r2
o − r2

i

)
dz. (3)
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Se considera que la temperatura del medio en la superficie interior Ti es diferente a la
de la superficie exterior To esto se debe a que la superficie exterior está expuesta al medio
ambiente, permitiendo la radiación y convección libre, mientras que la superficie inte-
rior se considera como una cavidad en la cual el aire está confinado, provocando que la
transferencia de calor por convección se limite y que el mecanismo gobernante de trans-
ferencia de calor sea la radiación, por lo tanto, el calor que se pierde por convección Ql se
expresa a partir del coeficiente global de transferencia de calor (CGTC) sobre la superficie
interior y exterior de la probeta cilı́ndrica hueca, hi y ho, respectivamente,

Ql = hi (T − Ti)Ai + ho (T − To)Ao, (4)

donde Ai = 2πridz es el área de la superficie interior y Ao = 2πrodz es el área de la
superficie exterior.

Finalmente, al igualar los términosQa yQl se obtiene una expresión para calentamiento
o enfriamiento newtoniano en un cilindro hueco:

ρCpπ
(
r2
o − r2

i

)
dz
dT
dt

= −2π [hi (T − Ti)ri + ho (T − To)ro]dz, (5)

dividiendo la ec. (5) entre ρCpπ
(
r2
o − r2

i

)
dz se obtiene,

dT
dt

= − 2

ρCp
(
r2
o − r2

i

) [hi (T − Ti)ri + ho (T − To)ro] , (6)

La ec.( 6) es la ecuación que gobierna el problema newtoniano de transferencia de ca-
lor sin generación de calor, por lo que no describe a detalle el problema de una probeta
dilatométrica calentada por efecto Joule. Para esto, se requiere tomar en cuenta la contri-
bución de calor por efecto Joule como se describe en la siguiente sección.

Problema Newtoniano con Generación de Calor por Efecto Joule

A partir de la Fig. 2 c) se estableció un balance de energı́a dentro la zona isotérmica
señalada por el elemento de volumen dz, considerando los términos de acumulación y
generación de calor, ası́ como las pérdidas de calor por convección a través de las paredes
de la probeta:

Qa =Qg −Ql , (7)

donde Qg es el calor generado por efecto Joule [84], el cual se define a través de la Ley
de Watt como:
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Qg = I2Re, (8)

donde I es la intensidad de corriente eléctrica, Re es la resistencia eléctrica que se ex-
presa en términos de la resistividad ρe o la conductividad eléctrica del material σe, por
lo tanto, Re = ρe

L
S = 1

σe
L
S , donde L = dz la longitud del elemento y S el área de la sección

transversal.

Re =
(

1
σe

)
dz

π
(
r2
o − r2

i

) . (9)

Sustituyendo, las ecs. (2), (4) y (8) en el balance de energı́a de la ec. (7), se obtiene la
ecuación que gobierna el problema de calentamiento o enfriamiento newtoniano de una
probeta dilatométrica con generación de calor por efecto Joule:

πρCpdz
(
r2
o − r2

i

) dT
dt

=
I2

σe

 dz

π
(
r2
o − r2

i

)− 2π [hi (T − Ti)ri + ho (T − To)ro]dz, (10)

dividiendo la ec. (10) entre πρCp
(
r2
o − r2

i

)
dz se obtiene,

dT
dt

=
I2

σeρCp

 1

π
(
r2
o − r2

i

)
2

− 2

ρCp
(
r2
o − r2

i

) [hi (T − Ti)ri + ho (T − To)ro] . (11)

La ec. (11) es una ecuación diferencial no lineal debido a que las propiedades termofı́si-
cas y eléctricas dependen de la temperatura, esta ecuación describe la rapidez de calen-
tamiento o enfriamiento, considerando el calor por acumulación, generación por efecto
Joule y el disipado por convección hacia el medio de calentamiento o enfriamiento. En el
caso que se consideren las propiedades termofı́sicas y eléctricas del material como cons-
tantes, es factible obtener una solución analı́tica del modelo, ya que el problema pierde
su no linealidad.

Modelo Mecánico

Dilatación Térmica

Los cambios de temperatura producen dilataciones térmicas, en forma de expansiones
o contracciones en un material. Para la mayorı́a de los materiales, la deformación térmica
unitaria [72] εT se expresa en términos del cambio de temperatura como:

εT = α ·∆T , (12)
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donde α es el coeficiente de expansión térmica lineal y ∆T es el cambio de temperatura
respecto a una temperatura de referencia.

Deformación Real

La deformación térmica que se genera durante un ciclo de calentamiento o de enfria-
miento se relaciona con la deformación promedio lineal que sufre un material. Sin embar-
go, la ecuación ingenieril para el cálculo de la deformación promedio lineal se basa ente-
ramente en la dimensión original, longitud inicial, la cual cambia continuamente durante
el ciclo térmico. Sin embargo, en una prueba de dilatometrı́a, la medición del desplaza-
miento es vital para la correcta interpretación de una transformación de fase en estado
sólido, por lo que la medición de la dimensión instantánea es necesaria [74]. Ludwik fue
el primero en proponer la definición de deformación real o natural, ε, en la cual define a
la deformación en términos del cambio de longitud o desplazamiento instantáneo.

ε =
∑ L1 −Lo

Lo
+
L2 −L1

L1
+
L3 −L2

L2
+ · · · (13)

ε =
∫ L

Lo

dL
L

= ln
(
L
Lo

)
, (14)

en donde L es la longitud instantánea y Lo es la longitud inicial.

Ahora, por el principio de incompresibilidad de los sólidos, el cambio de volumen es
igual cero, ∆V = 0, por lo tanto,

∆V = V −Vo = 0, (15)

V = Vo, (16)

A ·L = Ao ·Lo, (17)

en donde A es el área instantánea y Ao es el área inicial. La ec. (14) se puede reescribir
en términos de el área como:

ε = ln
(Ao
A

)
. (18)

Analizando la deformación térmica del elemento de volumen de la Fig. 2 c) y conside-
rando la deformación real ε [74] en términos del área se tiene que:
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ε = ln
( A
A′

)
= ln

(
r2
o − r2

i

r ′2o − r ′2i

)
. (19)

Suponiendo que no existen gradientes de temperatura en la dirección radial, se espera
que la temperatura en el elemento de volumen sea uniforme y por consiguiente, la ex-
pansión térmica lineal también lo sea, manteniéndose la diferencia entre el radio exterior
e interior ∆r. De acuerdo a lo anterior, las ecs. (12) y (19) se pueden igualar a partir del
valor de la deformación, obteniéndose una expresión para el radio exterior instantáneo r ′o
en función del cambio de temperatura y el coeficiente de expansión térmica lineal:

r ′o =
2ro −∆r

2 · exp(−α ·∆T )
+
∆r
2
. (20)

La deformación por dilatación εd se calcula a partir de la relación del cambio diametral
instantáneo ∆D ′ y diámetro inicial Do,

εd =
∆D ′o
Do

=
r ′o − ro
ro

. (21)

Método de Solución

El modelo propuesto en la ec. (11) se puede resolver analı́ticamente considerando las
propiedades termofı́sicas y eléctricas constantes, sin embargo, en la realidad esto no ocu-
rre, por lo que, una solución de este tipo resultarı́a inexacta. Para dar una correcta solu-
ción al modelo es necesario tomar las propiedades termofı́sicas y eléctricas del material
en función de la temperatura: ρ(T ), Cp(T ) y σ (T ), haciendo que la ec. (11) tome la forma
de una ecuación diferencial no lineal, cuya solución analı́tica no puede obtenerse fácil-
mente, por lo que se propone el uso de una solución aproximada a partir del método de
diferencias finitas explı́cito (MDFE). En el MDFE, el perfil de temperaturas es función del
tiempo y la temperatura se calcula en un tiempo atrás. El método de solución se progra-
mo en el paquete de licencia libre Scilab®. Para esto, se utilizó la forma diferencial hacia
adelante de la rapidez de temperatura dT /dt [85] como,

dT
dt

=
T n+1 − T n

∆t
, (22)

donde T n+1 es la temperatura en el tiempo futuro tn+1 y T n la temperatura en el tiempo
actual tn. Sustituyendo la ec. (22) en la ec. (11) y empleando el MDFE se tiene que,

T n+1 =

 I2

σeρCp

 1

π
(
r2
o − r2

i

)
2

− 2

ρCp
(
r2
o − r2

i

) [ho (T n − To)ro + hi (T
n − Ti)ri]

∆t + T n. (23)
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La ec. (23) describe la evolución del campo de temperaturas en función de las propie-
dades termofı́sicas y eléctricas, el coeficiente de transferencia de calor y la intensidad de
corriente eléctrica, dependientes de la temperatura, el tiempo y las dimensiones de la
probeta.

Desarrollo Experimental

Para realizar las pruebas experimentales se utilizó un dispositivo de calentamiento por
efecto Joule mediante la instrumentación de una fuente de potencia de 2.25 kW aco-
plada a un sistema de mordazas conductoras de cobre para la alimentación de corriente
eléctrica. Las mordazas fueron enfriadas por medio de un flujo constante de agua con la
finalidad de mantener los extremos de la probeta a una temperatura aproximada de 40
°C; asegurando la concentración del campo térmico en la parte media de la probeta. La
temperatura se mide por medio de un pirómetro infrarrojo a partir de una temperatura de
250 °C. A su vez, la dilatación en la dirección radial se mide con un micrómetro láser que
proporciona una resolución de ±1.0µm. Los actuadores y sensores se controlan por un
sistema de adquisición de datos CompactRio NI cRIO 9075. El dispositivo experimental
se observa en la Fig. 3.

Probeta Micrómetro láser

Sistema de enfriamiento
Pirómetro

Mordazas de cobre

Figura 3. Sistema experimental de calentamiento por efecto Joule.

Para las pruebas de calentamiento se maquinaron probetas de acuerdo a la Fig.2 a) de
un acero inoxidable AISI 304. Las probetas se calentaron a una temperatura máxima de
850 °C con distinta rapidez de calentamiento: 0.75, 1.08 y 1.58 °C s−1. Posteriormente, se
enfriaron a temperatura ambiente bajo condiciones de convección natural con aire quieto
y sin paso de corriente eléctrica. Durante el calentamiento se midió y adquirió, el tiempo,
la respuesta térmica y la variación del diámetro.
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Resultados

Experimentación

Los resultados de las pruebas experimentales se presentan en las Figs. 4 a) y b): a)
historia térmica e intensidad de corriente eléctrica y b)% de deformación por dilatación
%∆D/Do. De la Fig. 4 a) se muestra la historia térmica medida en la sección media sobre
la superficie exterior de la probeta, de la cual se observa que la medición de temperatura
inicia cuando se alcanza una temperatura aproximada de 250 °C hasta una temperatura
de 850 °C, en un tiempo aproximado de 380 segundos, obteniéndose ası́ una rapidez de
calentamiento promedio de 1.58 °C s−1. En la misma Fig. 4 a) se muestra la intensidad de
corriente eléctrica que se alimentó a la probeta con respecto al tiempo. Se aprecia que la
intensidad de corriente eléctrica requerida para alcanzar una temperatura inicial de 250
°C es menor a 120 A, la cual se incrementa de manera proporcional a la temperatura hasta
alcanzar un valor aproximado de 260 A. El comportamiento de la corriente eléctrica es
similar al de la historia térmica, existiendo una relación lineal entre la corriente eléctrica
y la temperatura de la probeta.
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Figura 4. a) Historia térmica e intensidad de corriente como una función del tiempo y
b)% de deformación por dilatación como una función del cambio de temperatura, pa-
ra una probeta dilatométrica calentada por efecto Joule a una rapidez de calentamiento
promedio de 1.58 °C s−1.

Por otro lado, el porcentaje de deformación por dilatación se presenta en la Fig. 4 b)
como una función de la diferencia de temperatura con respecto a la temperatura inicial
∆T = T − 250. Al igual que la temperatura y la intensidad de corriente, el porcentaje de
deformación por dilatación presenta un comportamiento proporcional al cambio de ∆T
hasta alcanzar la temperatura de la prueba, (850 °C).
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Condición de Frontera Térmica (CFT)

Como se señaló en el modelo, las condiciones de frontera térmica en las superficies
exterior e interior con el medio ambiente se definieron a partir del coeficiente de trans-
ferencia de calor global, ho (T ) y hi (T ). En el caso de la superficie externa se requiere
determinar el valor del coeficiente en función de la temperatura, para esto se considera
que el flujo de calor de la probeta hacia el medio ambiente está dado por la contribución
del calor que se pierde por convección y radiación:

ho = hc + hr , (24)

donde hc es el coeficiente de transferencia de calor por convección y hr es el coeficiente
por radiación. El coeficiente de transferencia de calor por convección natural se obtiene a
partir del número adimensional de Nusselt, NuD como:

hc =
NuD · kair

Do
, (25)

donde kair es la conductividad térmica del aire y Do es el diámetro inicial exterior de la
probeta. El valor de NuD se obtiene a partir de la correlación empı́rica desarrollada por
Rebrov [86], para cilindros horizontales con diámetros entre 1.31 a 9.9 mm, sometidos a
convección natural,

NuD =
[
0.98− 0.01(logGrDPr)2

]
(GrDPr)x, (26)

donde GrD es el número adimensional de Grashof evaluado con el diámetro exterior de
la probeta y Pr es el número de Prandtl; el exponente x se expresa como,

x = 0.14 + 0.015log(GrDPr). (27)

Por otro lado, el coeficiente por radiación hr se define como [87],

hr = εσ
[
T 4 − T 4

o

T − To

]
, (28)

donde ε es la emisividad del material y σ es la constante de Stefan Boltzmann, las
temperaturas se expresan en Kelvin.

En la Fig. 5 se muestran los coeficientes de transferencia de calor en función de la tem-
peratura para la superficie exterior de la probeta. El coeficiente por convección natural se
mantiene prácticamente constante para casi todo el intervalo de temperaturas, mientras
que el coeficiente por radiación se incrementa al aumentar la temperatura de la probeta
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de forma exponencial, indicando que el mecanismo que gobierna la transferencia de calor
a alta temperatura es la radiación.

Figura 5. Comparación entre los coeficientes de transferencia de calor por convección hc,
radiación hr y el coeficiente global ho para estimar la condición de frontera convectiva en
la superficie exterior de la probeta.

Para obtener la CFT en el interior de la probeta hi , fue necesario determinar la tem-
peratura del medio interior Ti , Para esto, se midió la temperatura con un termopar en el
interior de la probeta, como se muestra en la Fig. 2 a).

Sin embargo, la temperatura que se registró con el termopar no sólo consideró la tras-
ferencia de calor por convección entre el termopar y el medio interior sino también la
radiación entre la superficie interior y la punta del termopar debido a la diferencia de
temperatura entre la superficie y el medio. Esto provocó que la temperatura registrada
por el termopar fuera una temperatura promedio entre la superficie interior y el medio.
Para esto, se calculó la temperatura del medio interior mediante un balance de energı́a en
la superficie del termopar, igualando la ganancia de calor por radiación con la pérdida de
calor por convección [88],

q̇conv−→tp = q̇rad←−tp, (29)

la flecha indica la dirección de flujo de calor, −→ tp hacia el termopar,←− tp desde el
termopar,

h
(
Ti − Ttp

)
= εtpσ

(
T 4
tp − T 4

)
, (30)

donde εtp es la emisividad del termopar. Al despejar la temperatura del interior Ti , se
obtiene,
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Ti = Ttp −
εtpσ

[
T 4 − T 4

tp

]
h

, (31)

donde Ttp es la temperatura registrada por el termopar, T es la temperatura de la pro-
beta y h es el coeficiente de transferencia de calor por convección entre la punta del ter-
mopar y la superficie interior de la probeta. Las Figs. 6 a) y b) muestran la comparación
entre las temperaturas de la probeta T , la del termopar Ttp y la del medio interior Ti ,
calculada a partir de la ec. (31); b) Temperatura del medio interior como una función de
la temperatura de la probeta.
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Figura 6. a) Comparación entre las temperaturas de la probeta T , la temperatura del
termopar Ttp y la temperatura del medio interior Ti calculada a partir de la ec. (31). b)
Temperatura del medio interior como una función de la temperatura de la probeta.

Finalmente, para estimar la CFT en el interior hi , se resolvió el Problema Inverso de
Conducción de Calor (IHCP: Inverse Heat Conduction Problem) [89, 90]. La ec. (23) se
resolvió para hi , alimentando la historia térmica de la probeta, la temperatura del me-
dio interior y exterior, la historia de corriente eléctrica y las propiedades termofı́sicas y
eléctricas dependientes de la temperatura para un acero inoxidable AISI 304. Estos datos
fueron obtenidos a partir de propiedades reportadas en la literatura [91, 92]. El IHCP se
resolvió mediante el método Beck no lineal [93, 94]; el resultado se muestra en la Fig. 7.

A partir de la Fig. 7, se observa comportamiento del coeficiente de transferencia de
calor global entre la superficie interior de la probeta y el medio interior. Al inicio del
calentamiento, el medio interior presenta una capacidad de extracción de calor creciente
hasta una temperatura de 550 °C, debido principalmente a la diferencia de temperaturas
entre el medio y la probeta. A partir de este punto, la extracción se mantiene práctica-
mente constante alrededor de 315 W/m2 °C hasta llegar a una temperatura cercana a los
800 °C, antes de alcanzar la temperatura máxima de la probeta, en este momento la capa-
cidad de extracción disminuye ligeramente por la saturación calorı́fica del medio interior
y por la pérdida de calor por convección-radiación en el lado opuesto de la probeta.
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Figura 7. Coeficiente de transferencia hi para la superficie interior como una función de
la temperatura de la probeta, calculado a partir de la solución del IHCP.

Coeficiente de Expansión Térmica Lineal

El coeficiente de expansión térmica lineal se determinó a partir de la deformación por
dilatación y la variación diametral medida experimentalmente, considerando que la de-
formación térmica εT es igual a la deformación por dilatación εd ,

α =
1
Do

∆D ′o
∆T

, (32)

donde ∆T es el cambio de temperatura, el cual se expresa como:

∆T = T n+1 − Tr , (33)

donde T n+1 es la temperatura instantánea en el tiempo futuro tn+1, para cada valor del
radio exterior instantáneo r ′o, mientras que Tr es la temperatura de referencia correspon-
diente al radio exterior inicial ro, Tr es una constante que coincide con la temperatura
inicial de la probeta. El coeficiente de expansión térmica lineal obtenido a partir de la ec.
(32) y los datos experimentales se muestra en la Fig. 8.

La Fig. 8 muestra que el coeficiente expansión térmica mantiene un comportamiento
lineal con respecto a la temperatura y debido a que se calculó a partir de la diferencia
de temperatura ∆T se tiene un valor diferente para cada una de las temperaturas futuras
T n+1. El coeficiente de expansión promedio α fue de 21.64 µ m/m °C, el cual corresponde
al de un acero inoxidable con estructura austenı́tica [133].
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Figura 8. Coeficiente de expansión térmica lineal α como una función de la temperatura
para un acero inoxidable AISI 304.

Verificación

Solución Analı́tica

Considerando propiedades termofı́sicas constanteses posible obtener una solución analı́ti-
ca para la ec. (23), la cual se expresa como:

T (t) = e
− 2(horo+hi ri )t
Cpρ(r2o −r2i )


e

2(horo+hi ri )t
Cpρ(r2o −r2i )


horoTo + hiriTi

horo + hiri
− I2

2π2σe (horo + hiri)
(
r2
i − r

2
o

)+C

 . (34)

Al aplicar la condición inicial en el t = 0 cuando la temperatura es T (0) = Tinicial , se
obtiene el valor de la constante C,

C = Tinicial +
I2

2π2σe (horo + hiri)
(
r2
i − r

2
o

) − horoTo + hiriTi
horo + hiri

, (35)

por lo que, la solución particular es:

T (t) = e
− 2(horo+hi ri )t
Cpρ(r2o −r2i )


e

2(horo+hi ri )t
Cpρ(r2o −r2i ) − 1


horoTo + hiriTi

horo + hiri
− I2

2π2σe (horo + hiri)
(
r2
i − r

2
o

)+ Tinicial

 . (36)

Sin embargo, la solución analı́tica de la ec. (36) está restringida a propiedades termofı́si-
cas constantes, ya que al introducir propiedades dependientes de la temperatura esta no
tiene estabilidad en su solución. Para el caso de un material con propiedades termofı́sicas
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dependientes de la temperatura se propone una solución alterna la cual se describió en la
sección de método de solución.

La verificación se realizó haciendo una comparación entre la historia térmica obtenida
por la solución analı́tica de la ec. (36) y la solución numérica de la ec. (23), para el caso de
una probeta de acero inoxidable AISI 304 y estableciendo las siguientes suposiciones:

Propiedades temofı́sicas constantes, Cp=485 J/kg °C, ρ=7450 kg/m3, σe= 1001994
S m

Intensidad de corriente eléctrica constante desde el inicio hasta el final de calenta-
miento, I=250 A

Coeficiente de transferencia de calor constante, ho=115 W/m2 °C y hi=315 W/m2

°C

Temperatura inicial, igual a la temperatura del medio exterior e interior, Tinicial =
To = Ti=25 °C

En la Fig. 9 se muestran las historias térmicas obtenidas por medio de la solución
analı́tica y la solución numérica. Se puede observar que los valores se encuentran sobre-
puestos, ya que el nivel de aproximación es muy bueno. Para tener una referencia aún más
clara de la aproximación entre los valores, se calculó el porcentaje de error de la solución
numérica respecto a la solución analı́tica que se muestra en la Fig. 9, en la que se aprecia
que se tiene un error máximo del 3.7% al inicio de la solución y un valor prácticamente
de cero cuando la temperatura se estabiliza y alcanza su valor máximo.
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Figura 9. Comparación entre la historia térmica analı́tica y numérica, ası́ como el porcen-
taje de error de la solución numérica respecto de la solución analı́tica.
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Validación

En la Fig. 10 se muestra la comparación entre la historia térmica experimental y la si-
mulada por el modelo matemático a una rapidez de calentamiento de: 0.75, 1.08 y 1.58 °C
s−1. Como se mencionó, el modelo se alimentó con las propiedades termofı́sicas y eléctri-
cas dependientes de la temperatura, y los coeficientes de transferencia de calor al exterior
e interior ho y hi , obtenidos por la correlación empı́rica de Rebrov y la solución del proble-
ma inverso IHCP, respectivamente. De la Fig. 10 se aprecia que el perfil térmico obtenido
con el modelo matemático concuerda aceptablemente con el perfil térmico experimental.
Esto valida satisfactoriamente las CFT establecidas para cada una de las superficies de la
probeta, confirmando que la suposición en cuanto a la contribución radiativa en el inte-
rior es importante y correcta, lo cual permite predecir de forma apropiada la evolución
del campo térmico durante el calentamiento por efecto Joule de una probeta dilatométri-
ca.
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Figura 10. Comparación entre la historia térmica experimental (sı́mbolos) y la historia
térmica simulada (lı́neas continuas) a una rapidez de calentamiento de: 0.75, 1.08 y 1.58
°C s−1 para un acero inoxidable AISI 304.

Las mediciones de dilatación del acero se utilizaron para validar el modelo matemático.
En la Fig. 11 se presenta la deformación por dilatación en función de la rapidez de calen-
tamiento para los valores experimentales (sı́mbolos) y simulados con el modelo (lı́nea
continua). La deformación por dilatación se referencia al valor del diámetro exterior a
una temperatura de 250 °C para cada rapidez de calentamiento. Al igual que el campo
térmico, se observa un comportamiento lineal, donde el ajuste entre los valores experi-
mentales y simulados es aceptable. De esta misma figura, se infiere que el coeficiente de
expansión térmica lineal es independiente de la rapidez de calentamiento.

Finalmente, en la Fig. 12 se muestran las historias térmicas experimental, simulada y
simulada con propiedades termofı́sicas constantes. Se puede observar que las historias
térmicas experimental y simulada están prácticamente sobrepuestas, mientras que la si-
mulada con propiedades termofı́sicas constantes se aprecia una desviación de la tempe-
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Figura 11. Deformación por dilatación experimental (sı́mbolos) y valores simulados con
el modelo (lı́nea) para las rapideces de calentamiento de: 0.75, 1.08 y 1.58 °C s−1 para un
acero inoxidable AISI 304.
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Figura 12. Comparación entre la historia térmica experimental, simulada y simulada con
propiedades fı́sicas constantes.

ratura por encima de la real hasta un tiempo de 150 segundos, después de este punto se
subestima la temperatura hasta al final de la simulación, generando una diferencia de 60
°C por debajo la temperatura experimental. Esto demuestra el efecto de las propiedades
termofı́sicas dependientes de la temperatura.

Análisis de Sensibilidad

Se realizó un análisis de sensibilidad del modelo matemático para determinar el efecto
de las variables crı́ticas de entrada sobre la historia térmica de la probeta. Para esto, se
empleó la función de la conductividad eléctrica σe (T ) cuya respuesta se denominó “esce-
nario medio”, modificando el valor de la función un ±20% y ±40% durante la validación
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del modelo, tratando de emular un material con mayor y menor conductividad, y ası́ de-
terminar su influencia sobre la historia térmica de la probeta. Asimismo, se usó el espesor
de la probeta dilatométrica, definido como la diferencia entre el diámetro exterior e in-
terior ∆r. Este parámetro se seleccionó debido al factor de masa y su influencia sobre
la historia térmica. Para esto, se modificó el diámetro exterior entre 2.9 y 4.1 mm, obte-
niendo diferentes espesores de pared para la probeta dilatométrica. Las demás variables
de entrada como; las propiedades termofı́sicas y la historia de corriente eléctrica se fija-
ron en el análisis de sensibilidad. La Fig. 13 a) y b) muestra la familia de curvas para la
función de conductividad eléctrica σe (T ) y la historia de corriente que se empleó en el
análisis de sensibilidad.
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Figura 13. a) Conductividad eléctrica para un acero inoxidable AISI 304 en función de
la temperatura. La figura muestra la familia de curvas que se emplearon en el análisis de
sensibilidad, variando un ±20% y ±40% el valor de la conductividad eléctrica original
σe. La lı́nea sólida indica la conductividad eléctrica utilizada en el escenario medio. b)
Historia de corriente eléctrica utilizada para el análisis de sensibilidad.

Variables de Entrada

La conductividad eléctrica es una variable de entrada importante en el modelo ya que
bajo el principio fı́sico del calentamiento por efecto Joule, la probeta dilatométrica funge
como la resistencia del circuito, por lo que, un pequeño cambio en su valor se refleja co-
mo un incremento o disminución en la intensidad de corriente requerida. Asimismo, el
espesor de la probeta restringe las condiciones de calentamiento debido a la cantidad de
masa que se requiere calentar y el área de contacto por donde circula la corriente. Ambas
variables se modificaron y analizaron con respecto a la historia térmica simulada, compa-
rando los resultados con la respuesta del escenario medio. Las Figs. 14 a) y b) muestran
el efecto de la conductividad eléctrica y el espesor de la probeta sobre la historia térmica
simulada.

A partir de la Fig. 14 a), se observa que al utilizar una conductividad inferior a σe, la
respuesta térmica se acelera súbitamente, alcanzando temperaturas elevadas en tiempos
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Figura 14. a) Respuesta térmica simulada de la probeta, empleando distintos valores para
la función de conductividad eléctrica para un acero inoxidable AISI 304. b) Respuesta
térmica simulada de la probeta empleando distintos valores de espesor de la probeta para
un acero inoxidable AISI 304. La lı́nea sólida muestra la respuesta térmica del escenario
medio; en ambas figuras la rapidez de calentamiento se fijó en 0.66 °C s−1.

cortos, en este sentido, la rapidez de calentamiento es mayor a la rapidez del escenario
medio. Posteriormente, la rapidez de calentamiento cambia aproximándose a la rapidez
del escenario medio de 0.66 °C s−1 hasta alcanzar una temperatura de 900 °C. Como se
habı́a señalado, al disminuir la conductividad eléctrica, la resistividad del material au-
menta; el cambio abrupto que se observa al inicio de las curvas con una conductividad
menor a σe se debe a la historia de corriente I(t), Fig. 13 b), la cual es la corriente empleada
en el escenario medio y en todos los casos de análisis; un material con mayor resistividad
requiere una menor cantidad de corriente para alcanzar una temperatura especı́fica, sin
embargo, al mantener la misma historia de corriente, el material tiende a calentarse con
una mayor rapidez como se observa. En este caso el modelo trata de mantener la res-
tricción en cuanto a la rapidez de calentamiento, estabilizando la respuesta térmica con
respecto a la respuesta del escenario medio.

En el caso opuesto, para una conductividad mayor a σe, la temperatura disminuye por
debajo de la temperatura inicial (350 °C), este ligero subenfriamiento se vuelve más evi-
dente cuando la conductividad eléctrica es más alta debido a que la resistividad eléctrica
disminuye sin oponer resistencia al paso de corriente, la cual es insuficiente para man-
tener y elevar la temperatura por arriba de los 350 °C. Asimismo, las condiciones de
frontera son esenciales para el calentamiento de la probeta, ya que la cantidad de calor
que se pierde por las fronteras es mayor a la cantidad de calor que se genera por efecto
Joule, disminuyendo la temperatura de la probeta hasta que la intensidad de corriente
se incremente para alcanzar y elevar la temperatura inicial. Sin embargo, para la misma
historia de corriente, los valores de conductividad por arriba de σe no permiten alcanzar
la temperatura del escenario medio, ya que al aumentar la conductividad, la resistividad
disminuye, haciendo que el sistema requiera una mayor cantidad de corriente para al-
canzar la temperatura de 900 °C. En el caso, cuando la conductividad es igual a 1.4σe, la
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temperatura que se alcanza en el mismo tiempo con la misma intensidad de corriente es
de apenas 734 °C.

Por otro lado, el espesor de pared influye sobre la respuesta térmica de la probeta co-
mo se muestra en la Fig. 14 b). En esta figura se indican espesores entre 0.4 y 1.6 mm,
considerando que el espesor de la probeta para el escenario medio es de 1 mm. Cuando
el espesor de la probeta se encuentra por debajo de 1 mm, la respuesta térmica es extre-
madamente rápida, en particular cuando ∆r es igual 0.4 mm, la temperatura en este caso
se incrementa súbitamente hasta 800 °C, en tanto sólo 18 segundos, promediando una
rapidez de calentamiento de 25 °C s−1, muy superior a la rapidez del escenario medio de
0.66 °C s−1. Posteriormente, la rapidez disminuye continuamente aproximándose a 0.66
°C s−1 hasta alcanzar una temperatura de 900 °C, este mismo efecto se observa para un
espesor de 0.8 mm, pero en menor grado. Estos cambios se asocian directamente con el
área de contacto; al disminuir el área la densidad de corriente se incrementa, haciendo
que la corriente se concentre y se incremente la temperatura de la probeta de manera
considerable. Por otro lado, cuando el espesor se incrementa por arriba de 1 mm, la co-
rriente que se suministra es insuficiente para mantener la temperatura inicial de 350 °C
e incrementarla. En este caso, el calor que se extrae por las superficies de la probeta es
mayor al calor que se genera y la temperatura disminuye hasta 250 °C para un espesor de
1.6 mm. Después de un tiempo, la corriente sigue incrementándose, Fig. 13 b), aumen-
tando la temperatura de la probeta por arriba de los 350 °C, sin embargo, con la misma
historia de corriente, la probeta no logra calentarse hasta la temperatura de 900 °C como
en el escenario medio. Cuando el espesor de la probeta aumenta, la densidad de corriente
disminuye, impidiendo que el material se caliente de la misma forma.

Como se observó, la conductividad eléctrica y el espesor de la probeta tienen una fuer-
te influencia sobre la respuesta térmica, ambas variables son crı́ticas para cumplir con
las condiciones térmicas del calentamiento por efecto Joule de una probeta dilatométrica.
Asimismo, tanto la selección de material como las dimensiones de la probeta son indis-
pensables para el diseño adecuado de un ciclo térmico.

Predicción

Finalmente, el modelo matemático se empleó para realizar una serie de predicciones
en una aleación metálica distinta al acero inoxidable AISI 304, una súper aleación base
nı́quel Hastelloy® C-276, la cual se caracteriza por ser empleada bajo condiciones de alta
resistencia mecánica a alta temperatura. La Fig. 15 muestran el comportamiento térmico
del Hastelloy® C-276 calentado por efecto Joule a una temperatura de 900 °C. En la Fig.
15 a), se indica la respuesta térmica, b) la historia de corriente eléctrica y c) el porcen-
taje de deformación por dilatación. Para la predicción del comportamiento térmico del
Hastelloy® C-276 se empleó la misma rapidez de calentamiento que en el acero inoxida-
ble (0.66 °C s−1), al igual que las dimensiones de la probeta con un espesor de pared ∆r
de 1 mm.
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La Fig. 15 a) muestra la comparación entre la historia térmica del Hastelloy y el acero
inoxidable, de la figura se aprecia que no existen diferencias en la respuesta térmica de
ambos materiales independientemente de las propiedades termofı́sicas y eléctricas, esto
se debe a que la rapidez de calentamiento se mantiene fija en 0.66 °C s−1 en ambos casos.
El modelo muestra que tiene la capacidad de ajustar la rapidez de calentamiento y cal-
cular simultáneamente la corriente eléctrica que se requiere para calentar una probeta a
una temperatura de 900 °C.

En la Fig. 15 b) se observa la comparación entre las historias de corriente predichas por
el modelo, en ambos materiales la temperatura inicial es de 250 °C. A diferencia de la
respuesta térmica, se aprecia que para calentar una probeta de Hastelloy hasta 900 °C, se
requiere una mayor cantidad de corriente y que el comportamiento es lineal para los dos
materiales.
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Figura 15. a) Predicción y comparación de la historia térmica, b) historia de corriente y c)
porcentaje de deformación por dilatación de una aleación base nı́quel Hastelloy® C-276
y un acero inoxidable AISI 304.

Por ultimo, la Fig. 15 c) muestra el comportamiento de la deformación por dilatación
de ambos materiales, se nota que el comportamiento no es completamente lineal, ge-
nerándose una curvatura a medida que la temperatura se incrementa. Aunque se consi-
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deran probetas con el mismo espesor, la respuesta es diferente debido al coeficiente de
expansión térmica; el acero inoxidable presenta una mayor deformación por dilatación al
alcanzar los 900 °C que el Hastelloy® C-276. Estas predicciones son útiles para estimar,
establecer y diseñar las condiciones de calentamiento para un material conductor, ası́ co-
mo especificar la cantidad de corriente eléctrica y el espesor requerido para alcanzar una
temperatura especı́fica con la finalidad de estudiar el comportamiento térmico-eléctrico-
mecánico del material.
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Austenita

Como se señalo, el acero inoxidable AISI 304 y el Hastelloy® C-276, no presentan trans-
formación de fase en el intervalo de temperaturas de 25 a 1200 °C, contrario a lo que
ocurre en los aceros al carbono durante algún tratamiento térmico. Esta condición sim-
plifica el modelo propuesto, ya que el término de generación de calor por transformación
de fase, referido a la entalpia de transformación (generación o absorción de calor) se eli-
mina. Por otro lado, en la mayorı́a de los tratamientos térmicos en un acero al carbono,
se considera una etapa previa de austenización, la cual no se considera en muchos de los
modelos de simulación en tratamientos térmicos. Sin embargo, es una etapa fundamental
que debe considerarse, ya que a partir de ésta, se determinan las condiciones térmicas y
microestructurales que rigen las transformaciones de fase subsecuentes. Como un primer
paso, para el acoplamiento de un modelo termo-eléctrico-mecánico-microestructural, se
propone la obtención de la cinética de formación de austenita y su modelación no con-
vencional a partir del modelo de Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov.

La formación de austenita durante calentamiento continuo de aceros depende de la ra-
pidez de calentamiento, la composición quı́mica y principalmente de la microestructura
inicial [96–99] (distribución de fases, tamaño de grano y composición de cada fase). Para
aceros hipoeutectoides, la formación de austenita consiste de dos etapas: 1) la descompo-
sición de perlita en austenita, a partir de la disolución de cementita y 2) la transformación
de ferrita proeutectoide en austenita [100]. En los aceros eutectoides la transformación
se presenta en una sola etapa de perlita a austenita y en los aceros hipereutectoides, la
transformación ocurre mediante la descomposición de perlita en austenita seguida de la
disolución de cementita [101].

Una de las herramientas importantes para el estudio de las transformaciones sólido-
sólido es el análisis dilatométrico. En los aceros hipoeutectoides, parmite determinar el
intervalo de temperaturas que limita la zona intercrı́tica, donde coexisten la ferrita y aus-
tenita, la cual es de gran interés por su uso en el diseño de tratamientos térmicos de aceros
multifásicos con aplicación automotriz [102–104]; por ejemplo, en el tratamiento térmico
intercrı́tico de un acero de doble fase, el acero se calienta desde la temperatura ambiente
hasta una temperatura dentro de la zona intercrı́tica y posteriormente se enfrı́a a tempera-
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tura ambiente nuevamente, para obtener una microestructura compuesta por martensita
y ferrita, esta mezcla genera una combinación óptima de propiedades mecánicas y un ex-
celente comportamiento mecánico. El resultado final del tratamiento intercrı́tico depende
en gran medida de la exactitud y el método con las que se determinaron las temperaturas
crı́ticas de transformación Ac1 y Ac3.

Debido a lo anterior, se han propuesto diversos métodos para determinar las tempera-
turas crı́ticas de transformación, ya sea en equilibrio o en calentamiento y enfriamiento
continuo; por ejemplo, a través de correlaciones empı́ricas Andrews, Hougardy, Kasat-
kin [105–107], propusieron una serie de ecuaciones en función de la composición para
calcular las temperaturas crı́ticas de equilibrio en aceros con un contenido de carbono
por debajo a 0.6% en peso de C. Sin embargo, las correlaciones empı́ricas no conside-
ran la microestructura inicial y están limitadas para un cierto intervalo de composición
quı́mica, por lo que pueden provocar una sobre o subestimación de las temperaturas de
transformación, como las temperaturas Ac1 y Ac3 de los aceros hipoeutectoides.

La predicción de las temperaturas crı́ticas mediante correlaciones empı́ricas ha mejora-
do a partir de los modelos de redes neuronales y los métodos de regresión lineal [108–110]
y múltiple [111, 112], empleando bases de datos experimentales de una gran variedad de
aceros y modificando las correlaciones de Andrews, Hougardy, Kasatkin y Trzaska. Sin
embargo, aún de este progreso se tiene un porcentaje de error en la predicción de las
temperaturas de transformación [108–112] y por consiguiente, en la determinación de
la fracción en volumen de austenita formada, por lo que es preferible utilizar métodos
convencionales para su obtención como la dilatometrı́a diferencial. A través de análisis
dilatométrico y modelos semi-empı́ricos de transformación de fase [113–115], se pue-
den determinar con mayor exactitud la fracción en volumen de austenita, las tempera-
turas crı́ticas de transformación Ac1 y Ac3, ası́ como el comportamiento dilatométrico
para un acero de composición quı́mica especı́fica bajo condiciones de calentamiento con-
tinuo [100, 114, 116–119].

Caballero et al. [116, 120], describe el comportamiento dilatométrico a partir del cam-
bio de volumen de la celda unidad y la fracción en volumen de las fases presentes me-
diante los parámetros de red dependientes de la composición quı́mica, el coeficiente de
expansión térmica lineal y la temperatura. Para esto emplea el modelo de Johnson-Mehl-
Avrami-Kolmogorov (JMAK) y considera que la formación de austenita es un proceso
difusivo en el que los parámetros cinéticos de nucleación y crecimiento pueden obtener-
se a partir de relaciones termodinámicas. Los resultados obtenidos muestran una buena
aproximación entre los valores experimentales y los calculados con el modelo para las
temperaturas crı́ticas y la magnitud promedio de la contracción, sin embargo, el compor-
tamiento dilatométrico no presenta la misma magnitud ni la forma de la transformación.

Surm et al. [101, 121] plantean un modelo basado en la ecuación de Johnson-Mehl-
Avrami (JMA), para describir la transformación de ferrita más perlita en austenita, en
aceros hipoeutectoides y de ferrita más carburos en austenita, en aceros hipereutectoides,
bajo dos condiciones de calentamiento, rapidez constante y variable. El modelo predi-
ce el comportamiento dilatométrico a partir de funciones de densidad dependientes de
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la temperatura para cada fase, tomando en cuenta la densidad, el coeficiente de expan-
sión térmica lineal y los parámetros de red de las fases implicadas, asimismo, el modelo
no considera las transformaciones de fase de ferrita más carburos o de ferrita más per-
lita en austenita de forma explı́cita, pero las considera de forma indirecta a través de
los parámetros cinéticos de transformación que son determinados a partir de un método
iterativo, considerando como criterio de convergencia la desviación cuadrática mı́nima
entre el comportamiento dilatométrico experimental y el calculado con el modelo.

Recientemente, se han desarrollado modelos matemáticos de tratamientos térmicos que
involucran la formación de austenita, acoplando el campo térmico y el microestructural,
para simular las etapas del tratamiento y determinar la fracción en volumen de austenita
a partir de modelos cinéticos, estimando con mayor exactitud la distribución de fases en
un acero multifásico con fines de diseño microestructural; por ejemplo, en el modelo pro-
puesto por Huiping Li et al. [122], se simula el tratamiento térmico de endurecimiento
superficial por inducción en un acero para herramienta 55CrMo, empleando la ecuación
no isotérmica de JMA para predecir la evolución del proceso de austenización superfi-
cial y consecuentemente, la dureza de la pieza. Por otro lado, Li et al. [123] propusieron
ecuaciones constitutivas para la formación de austenita a partir de una matriz ferrı́tica
durante el proceso de estampado o formado en caliente. Durante este proceso, el acero
se austeniza hasta alcanzar una cierta fracción de austenita bajo condiciones de calenta-
miento continuo, seguido de un tratamiento isotérmico hasta completar la transforma-
ción de ferrita en austenita, considerando los mecanismos de nucleación, crecimiento y
pigmentación para la formación de austenita.

De los trabajos mencionados anteriormente, se pueden clasificar los modelos conven-
cionales para la predicción de la fracción de austenita formada [113–117,120,124], como
aquellos modelos que se basan en relaciones termodinámicas para conocer los paráme-
tros cinéticos k y n del modelo de Avrami, JMAK o JMA, mientras que el comportamiento
dilatométrico se calcula mediante los parámetros de red dependientes de la composición
quı́mica y de la fracción de austenita formada. Por otro lado, se pueden definir los mo-
delos no convencionales [97–99, 101, 118, 121, 122], como los modelos que determinan
los parámetros cinéticos k y n del modelo de Avrami, JMAK o JMA, por medio de méto-
dos de iteración, regresión lineal o múltiple, a partir de datos experimentales obtenidos
generalmente por dilatometrı́a.

Modelo de Austenización

Modelo de Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov

Las transformaciones de fase que ocurren en los aceros que se someten a ciclos térmi-
cos, se han descrito mediante modelos semi-empı́ricos como el modelo de JMAK, el cual
se desarrolló para interpretar la cinética de trasformación bajo condiciones isotérmi-
cas [125–127]. A partir de este modelo, se ha logrado determinar la fracción en volumen
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transformada de una fase mediante la ecuación de Avrami:

f = 1− exp(−k · tn) , (37)

donde f es la fracción en volumen transformada, k es la constante de rapidez depen-
diente de la temperatura, n es el exponente de Avrami y t es el tiempo de transforma-
ción. A pesar de que el modelo de JMAK se planteo para describir una trasformación
isotérmica, se ha utilizado de forma directa para describir las transformaciones de fase
en aceros bajo condiciones de calentamiento y enfriamiento continuo con buenos resulta-
dos [97, 98, 118, 128], re-definiendo los parámetros cinéticos k y n como variables depen-
dientes de la rapidez de calentamiento o enfriamiento.

Modelo Rapidez de Transformación No Isotérmica de JMAK

Este modelo se basa en la ecuación de Avrami y la condición generalizada de Cahn [129]
suponiendo que la rapidez de transformación depende sólo de la fracción transformada
y la temperatura:

df

dt
= g (f ,T ) . (38)

A partir del modelo de Avrami ec. (37) y la condición de Cahn ec. (38), es posible deter-
minar la ecuación de rapidez de transformación, considerando la independencia explı́cita
del tiempo a través de la ecuación de Avrami [130] como:

df

dt
= nk

1
n [− ln(1− f )]

n−1
n (1− f ) . (39)

La ec. (39) se conoce como la ecuación de rapidez de transformación no isotérmica
de JMAK y cumple con la condición generalizada de Cahn, suponiendo que la rapidez de
transformación depende sólo de la fracción transformada y de la temperatura, a través del
parámetro cinético k = g(T ), haciendo que el valor del parámetro n se considere constante
e independiente de la temperatura y por ende, de la rapidez de calentamiento. Además,
debido a la independencia del tiempo, la ec. (39) se puede utilizar para analizar la fracción
en volumen transformada de una fase bajo condiciones no isotérmicas [131].

Deformación por Transformación de Fase

Durante las transformaciones de fase se presenta un reacomodo atómico en la estruc-
tura cristalina, que se manifiesta como un cambio de volumen, el cual se puede medir
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de forma directa a través de equipos convencionales de dilatometrı́a. De acuerdo a lo an-
terior, para realizar una adecuada caracterización del comportamiento dilatométrico du-
rante el calentamiento continuo de un acero, se define el coeficiente de expansión térmica
instantáneo (CETI) [132], que es una propiedad dependiente de la temperatura y se asocia
al cambio de longitud instantáneo y un valor de referencia, expresándose como:

α′ =
1
Ln

∆L
∆T

=
Ln+1 −Ln

(T n+1 − T n)Ln
, (40)

donde, Ln+1 y T n+1 es la longitud y la temperatura instantánea para el tiempo futuro
tn+1, Ln y T n es la longitud y temperatura para el tiempo actual tn. En el caso de las
aleaciones ferrosas, el CETI aumenta directamente proporcional con la temperatura y su
magnitud depende de la fase o mezcla de fases que se encuentren presentes, sin embargo,
durante una trasformación de fase se origina una perturbación en el comportamiento
debido a la transición de una fase a otra.

Procedimiento Experimental

Para determinar el comportamiento dilatométrico de un acero de medio carbono AISI
1045, se maquinaron probetas cilı́ndricas sólidas de 7 mm de diámetro y 20 mm de lon-
gitud, con una microestructura inicial de 68.28% de perlita y 31.72% de ferrita (Fig. 16).
La composición quı́mica se muestra en la Tabla 1.

F

P

Figura 16. Microestructura inicial del acero AISI 1045 compuesta por perlita-P (obscura)
y ferrita-F (clara), revelada con nital 3.
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Tabla 1. Composición quı́mica del acero AISI 1045 (% en peso).
C Si Mn Cr P S

0.46 0.26 0.60 0.30 <0.0006 <0.002

El análisis dilatométrico se realizó en un dilatómetro vertical Modelo L75 V (Linseis,
EE.UU). Para esto, las probetas se precalentaron a 35 °C durante 10 minutos, y posterior-
mente se calentaron a distinta rapidez: 0.083, 0.167, 0.250, 0.383, 0.533, 0.683, 0.833 y
1 °C s−1 hasta alcanzar una temperatura de 1150 °C, con un tiempo de permanencia de
10 minutos y enfriadas a temperatura ambiente con una rapidez de 0.833 °C s−1. Duran-
te el calentamiento, se adquirió el cambio de longitud de las probetas en función de la
temperatura y el tiempo.

Resultados y Análisis

Temperaturas Crı́ticas de Transformación

Las temperaturas crı́ticas de transformación se determinaron a partir del análisis de las
curvas dilatométricas; es decir, del cambio de longitud (∆L) con respecto a la temperatura
y su primera derivada (d(∆L)/dT ). En la Fig. 17 se muestra el cambio de longitud y la
rapidez del cambio de longitud con respecto a la temperatura (d(∆L)/dT ), en función de
la temperatura a una rapidez de calentamiento de 0.083 °C s−1. De esta figura se aprecian
las distintas etapas del proceso de austenización para un acero AISI 1045 bajo condiciones
de calentamiento continuo: 1) transformación de perlita en austenita, de la temperatura
de inicio de formación de austenita Ac1S a la temperatura de fin de la descomposición
de perlita Ac1F ; 2) etapa de formación de austenita a partir de la ferrita proeutectoide,
desde la temperatura Ac1F hasta la temperatura de fin de formación de austenita Ac3; y 3)
etapa de homogenización de carbono en austenita de la temperatura Ac3 hasta alcanzar
la temperatura de fin de homogenización en Ach, etapa similar a la reportada por Garcı́a
de Andrés et al. [117] y en algunos diagramas de austenización tiempo-temperatura [96].
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Figura 17. Temperaturas criticas de transformación Ac1S , Ac1F , Ac3 y Ach determinadas
a partir de las curvas dilatométricas (∆T vs. T ) y su primera derivada (d(∆L)/dT vs. T )
para un acero AISI 1045 a una rapidez de calentamiento de 0.383 °C s−1.

En la Fig. 18 a) se presentan las temperaturas crı́ticas de transformación experimentales
en función de la rapidez de calentamiento; de la figura se observa que las temperaturas
Ac1S , Ac1F y Ac3 tienden a aumentar al incrementar la rapidez de calentamiento, man-
teniendo una relación constante entre sı́, mientras que la temperatura Ach se incrementa
con mayor severidad respecto a la rapidez de calentamiento, probablemente por la difu-
sión de carbono a alta temperatura.
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Figura 18. a) Temperaturas crı́ticas de transformación Ac1S , Ac1F , Ac3 y Ach como una
función de la rapidez de calentamiento y b) el sobrecalentamiento ∆T P+F→γ y ∆T P→γ ,
como una función de la rapidez de calentamiento para un acero AISI 1045.

En la Fig. 18 b) se muestra la diferencia entre las temperaturas crı́ticas ∆T P+F→γ =
Ac3 −Ac1S y de la etapa de descomposición perlı́tica ∆T P→γ = Ac1F −Ac1S , definidas co-
mo el sobrecalentamiento requerido para completar la transformación en cada una de las
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etapas. En la figura también se observa que el sobrecalentamiento ∆T P+F→γ es directa-
mente proporcional a la rapidez de calentamiento en el intervalo de 0.083 a 0.533 °C s−1,
después de esta rapidez el sobrecalentamiento mantiene una tendencia constante hasta
alcanzar la máxima rapidez, a su vez, el sobrecalentamiento ∆T P→γ se incrementa lige-
ramente con respecto a la rapidez de calentamiento con valores entre 11.7 y 18.9 °C para
un intervalo de rapidez de calentamiento de 0.083 a 1 °C s−1, respectivamente.

En la Fig. 19 se muestra el sobrecalentamiento requerido en la etapa de homogeniza-
ción de carbono en austenita ∆T h = Ach−Ac3, como una función de la rapidez de calenta-
miento. En la figura se observa que el sobrecalentamiento de homogenización presenta un
comportamiento diferente a las otras etapas de formación de austenita, manteniendo una
tendencia creciente respecto a la rapidez de calentamiento con valores de hasta un orden
de magnitud de diferencia para el intervalo de rapidez de calentamiento entre 0.533 °C
s−1 y 1 °C s−1.

Rapidez de Calentamiento [°C s-1]

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

T
em

p
er

at
u

ra
 [

°C
]

30

60

90

120

150

180

210

Ach 3-AcDTh=

Figura 19. Sobrecalentamiento de homogenización de carbono en austenita ∆T h como
una función de la rapidez de calentamiento para un acero AISI 1045.

Fracción en Volumen de Austenita

La fracción en volumen de austenita se obtuvo al analizar la curva dilatométrica ∆L vs.
T y extrapolando el comportamiento lineal de la curva antes y después de la transforma-
ción, (∆Lext1 y ∆Lext2, respectivamente). En la Fig. 20 se muestra el procedimiento para
determinar la fracción en volumen de austenita empleando la extrapolación de los seg-
mentos lineales de la curva dilatométrica; es decir, el punto O denota la posición donde
se desea evaluar la fracción en volumen de austenita, a partir de este punto se proyecta
una isoterma hasta alcanzar las lı́neas de extrapolación ∆Lext1 y ∆Lext2, en los puntos A
y B, respectivamente, obteniendo los segmentos AO y AB, entonces se aplica la regla de
la palanca (ec. (41)) para obtener la fracción en volumen de austenita. En la Fig. 21 se
indica la fracción en volumen de austenita calculada como una función de la rapidez de
calentamiento.
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Figura 20. Esquema para calcular la fracción en volumen de austenita durante calenta-
miento continúo mediante el método de extrapolación de lı́neas y la regla de la palanca.
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Figura 21. Fracción en volumen de austenita calculada como una función de la rapidez de
calentamiento, empleando el método de extrapolación de lı́neas y la regla de la palanca
para un acero AISI 1045.

Parámetros Cinéticos de Transformación

A partir de la fracción en volumen de austenita se determinaron los parámetros cinéti-
cos k y n del modelo de JMAK como una función de la rapidez de calentamiento y ajustan-
do los datos experimentales con la ec. (37), para un intervalo de rapidez de calentamiento
entre 0.083 y 0.383 °C s−1. Los valores de los parámetros k y n se muestran en la Tabla 2.
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Tabla 2. Parámetros cinéticos k y n del modelo de JMAK para un acero AISI 1045 bajo
condiciones de calentamiento continuo en un intervalo de rapidez de calentamiento de
0.083 to 0.383 ◦C s−1.

Rapidez de Calentamiento [◦C s−1] k n

0.083 4.1106e-5 2.7422

0.167 2.1428e-5 2.8443

0.250 1.3581e-5 2.8844

0.383 1.7570e-5 2.8123

Para el intervalo de rapidez de calentamiento entre 0.383 y 1 °C s−1, los parámetros
cinéticos se deternimaron a partir del modelo rapidez de transformación no isotérmica de
JMAK [131], ya que el comportamiento de la transformación se hace independiente del
tiempo para una rapidez de calentamiento superior a 0.383 °C s−1. Para esto, se reescribió
la ec. (39) en términos del parámetro k:

k =

 df /dt

n (1− f ) [− ln(1− f )]
n−1
n


n

(42)

De la ec. (42) se calculó el valor de k, por medio de los datos experimentales mostra-
dos en la Fig. 21, estableciendo un valor constante para el parámetro n de modo que el
valor de k se vuelve independiente de la rapidez de calentamiento, obteniendo un com-
portamiento en función del sobrecalentamiento.El sobrecalentamiento se definió como la
diferencia entre la temperatura de transformación y la temperatura de borde (temperatu-
ra de inicio de descomposición de perlita, Ac1S). La Fig. 22 muestra el comportamiento del
parámetro k en función de la rapidez de calentamiento para un intervalo entre 0.383 y 1
°C s−1. Cabe aclarar, que al establecer un valor constante para el parámetro n y emplear la
ec. (42), el comportamiento de k se vuelve independiente de la rapidez de calentamiento
debido a que la ecuación de rapidez de transformación no isotérmica JMAK no considera
el tiempo de transformación de forma explı́cita.
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Figura 22. Comportamiento del parámetro cinético k como una función del sobrecalenta-
miento requerido para completar la formación de austenita a distinta rapidez de calenta-
miento en un acero AISI 1045.

Coeficiente de Expansión Térmica Instantáneo

En la Fig. 23 se presenta el coeficiente de expansión térmica instantáneo (CETI) calcu-
lado a partir de las curvas dilatométricas y la ec. (40), para una rapidez de calentamiento
de 0.383 °C s−1. En esta figura se muestran tres secciones cuasi-lineales del CETI: 1O- 2O,
2O- 3O, y 3O- 4O, seguidas de dos etapas de contracción y expansión debido a la formación

de austenita de 4O- 5O y 5O- 6O. La etapa de contracción de 4O- 5O se asocia con el inicio de
la transformación en 4O y la máxima rapidez de transformación en 5O, para una fracción
en volumen de austenita de aproximadamente 0.5, mientras que la etapa de 5O- 6O co-
rresponde nuevamente al punto de máxima rapidez de transformación en 5O y al fin de
la transformación en 6O, para una fracción en volumen de austenita de 1. Al finalizar la
transformación se observa un comportamiento exponencial decreciente de 6O- 7O, consi-
derado como la etapa de homogenización de carbono en austenita, después de esta etapa,
el CETI recupera su comportamiento lineal de 7O- 8O.

En la Fig. 24 se presenta el comportamiento de los CETI’s de acuerdo a los puntos
descritos en la Fig. 23. Se observa que el valor del CETI y la temperatura para cada punto
se incrementan al aumentar la rapidez de calentamiento en la mayorı́a de los puntos.
Además, se determinó que la etapa de homogenización indicada por los puntos 6O- 7O se
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Figura 23. Comportamiento del coeficiente de expansión térmica instantáneo para una
rapidez de calentamiento de 0.383 °C s−1 en un acero AISI 1045.
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Figura 24. Estimación del coeficiente de expansión térmica instantáneo indicando los
puntos que limitan las diferentes etapas de dilatación a distinta rapidez de calentamiento
en un acero AISI 1045.

incrementa en función de la temperatura y la rapidez de calentamiento, debido a que
se trata de un proceso controlado por la difusión en volumen de los átomos de carbono en
austenita; es decir, a medida que aumenta la rapidez de calentamiento, se produce un des-
plazamiento de la zona, la cual se recorre a temperaturas más altas y se extiende debido a
que los átomos de carbono tienen cada vez menos tiempo para ser difundidos y completar
la homogenización por efecto de la rapidez de calentamiento, generando ası́, una mayor
deformación que se manifiesta como una expansión de volumen en el material. Con base
en esto, se puede inferir que se requiere una mayor cantidad de energı́a para activar la
homogenización de carbono, la cual se obtiene por el incremento de temperatura.
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Cinética de Homogenización

El proceso de homogenización de carbono posterior a la austenización del acero AISI
1045, que se mostró en la Fig. 23 entre los puntos 6O- 7O, se aproximó por medio de un
modelo exponencial no convencional:

fh = exp
[
−b · (Ac3 − T )θ

]
, (43)

donde b y θ son los parámetros de ajuste en función de la rapidez de calentamiento y T
es la temperatura a la cual se evalúa una cierta fracción fh durante la etapa de homogeni-
zación. Los parámetros b y θ se determinaron a partir de un CETI equivalente en la zona
de homogenización, realizando una regresión lineal a partir de la ec. (43). Para esto, se
normalizó la zona de homogenización para cada rapidez de calentamiento (sección 6O- 7O
de la Fig. 23). Los parámetros de ajuste se muestran en la Fig. 25, a un valor constante de
θ = 1.1; el parámetro b tiene un comportamiento creciente hiperbólico dependiente de la
rapidez de calentamiento.

Rapidez de Calentamiento [°C s-1]
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Figura 25. Parámetros de ajuste del modelo de homogenización bajo condiciones de ca-
lentamiento continuo en un acero AISI 1045.

Formación de Austenita

La fracción en volumen de austenita durante el calentamiento continuo del acero AISI
1045 se estimó a partir de los parámetros cinéticos k y n de la ec. (37). La ecuación de
Avrami se puede aplicar de manera directa si se utiliza el modelo JMAK, sin embargo, se
utilizó el modelo de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK, por lo tanto, la
fracción en volumen se calculó como:

f j = 1− exp
[
−k

(
T j−1

)
·
(
tj
)n]
, (44)
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donde el parámetro k se encuentra en función de la temperatura, mientras que el tiem-
po de transformación t se define a partir del paso de tiempo ∆t y el tiempo transcurrido
desde el inicio de la transformación calculado a través de la fracción en volumen en el
paso de tiempo anterior j − 1:

tj = ∆t +

− ln
(
1− f (j−1)

)
k
(
T (j−1)

) 
1/n

. (45)

El procedimiento para calcular la fracción en volumen de austenita inicia con una frac-
ción igual a cero al tiempo t = 0 y se repite hasta completar la transformación de austenita,
tal como se muestra en el algoritmo de la Fig. 26.

j
t = Dt + 

1/n

-ln
(1 - f   )

j-1

k(T  )j-1

j
T = (Hr  Dt) + T. (j-1)

j = j + 1

j n
f = 1 - exp  - k(T ) (t ). jj

j
f  <  1

Fin
No

Si

Inicio de transformación
T = Ac  ,  f = 0,  j=1, Dt

0
1S

Figura 26. Algoritmo de solución para calcular la fracción en volumen de austenita bajo
condiciones de calentamiento continuo.

La fracción en volumen estimada se obtuvó al aplicar el modelo de JMAK de manera
directa para cada rapidez de calentamiento entre 0.083 y 0.383 °C s−1, ası́ como el modelo
de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK para el intervalo entre 0.383 y 1 °C
s−1. En la Fig. 27 a) se muestra la comparación entre la fracción en volumen de austenita
experimental (sı́mbolos) y estimada (lı́nea sólida), para el intervalo de rapidez de 0.083
a 0.383 °C s−1; la fracción de austenita se estimó a partir de la ec. (37) y los parámetros
cinéticos de la Tabla 2, indicada con una lı́nea continua negra para cada rapidez de calen-
tamiento. Por otro lado, en la Fig. 27 b) se muestra la fracción de austenita en el intervalo
de rapidez de 0.383 a 1 °C s−1, empleando las ecs. (44) y (45), ası́ como la función del ln
k promedio de la Fig. 22, al igual que los valores anteriores, estos se indicaron con una
lı́nea continua negra para cada rapidez entre 0.383 y 1 °C s−1.
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Figura 27. Comparación entre la fracción en volumen transformada experimental (sı́mbo-
los) y estimada (lı́nea continua) empleando: a) el modelo de JMAK y b) el modelo de
rapidez de transformación no-isotérmica de JMAK a diferente rapidez de calentamiento
para un acero AISI 1045.

De la Fig. 27 a), se observa una buena estimación de la fracción transformada a través
del modelo de JMAK para la rapidez de calentamiento de 0.083, 0.167 y 0.250 °C s−1,
mientras que para la rapidez de 0.383 °C s−1, el ajuste es menor. Sin embargo, tal como
se muestra en la Fig. 27 b), al realizar la predicción para esta misma rapidez, a partir del
modelo rapidez de transformación no isotérmica JMAK, la aproximación mejora. Para el
intervalo de rapidez de calentamiento entre 0.383 y 1 °C s−1, se observa la misma forma de
la curva de transformación con un desplazamiento hacia la temperatura correspondiente
para cada rapidez. A pesar de que la estimación de la fracción transformada a través
del modelo de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK presenta una buena
aproximación, la aplicación está restringida a que el sobrecalentamiento sea constante
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con respecto a la rapidez de calentamiento y que la forma de la curva de transformación
con respecto a la temperatura sea similar. Estas condiciones se cumplen para el acero AISI
1045 a partir de la rapidez de calentamiento de 0.383 °C s−1.

Estimación del Coeficiente de Expansión Térmica Instantáneo

El CETI está relacionado con la contracción en volumen por transformación de fase y
se puede relacionar con la fracción transformada y la regla de mezcla de fases durante las
distintas etapas de contracción de la curva dilatométrica,

1er Etapa de contracción de 4O- 5O:

α′ =

α′ i · 1−N
(
df

dT

)f =0.5

f =0

+

α′m · N(
df

dT

)f =0.5

f =0

 , (46)

2da Etapa de contracción de 5O- 6O,

α′ =

α′m · N(
df

dT

)f =1

f =0.5

+

α′j · 1−N
(
df

dT

)f =1

f =0.5

 , (47)

donde α′ i , α′m y α′j son los valores del CETI de la fase (i), de la mezcla (m) y (j),
respectivamente, N representa un valor normalizado. Finalmente, para la etapa de ho-
mogenización indicada por los puntos 6O- 7O de la Fig. 23, el CETI se puede aproximar a
partir de la fracción de la etapa,

α′ =
[
α′j · fh

]
+
[
α′γ · (1− fh)

]
, (48)

donde α′γ es el CETI de la austenita al término de la etapa de homogenización. En la
Fig. 28, se muestra la comparación entre el CETI experimental (sı́mbolos) y el estimado
(lı́nea sólida) a partir de las ecs. (46)-(48) durante el proceso de austenización.

En la Fig. 28 a) se muestra el CETI para el intervalo de rapidez de calentamiento de
0.083 a 0.383 °C s−1, a partir de la fracción transformada calculada con el modelo de
JMAK. De esta figura se aprecia que los valores experimentales y estimados para la ra-
pidez de calentamiento de 0.083 °C s−1 son similares. Por otro lado, en la Fig. 28 b), se
muestra el CETI para el intervalo de 0.383 a 1 °C s−1, utilizando la fracción transformada
calculada con el modelo de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK. Se observa
que a la rapidez de calentamiento de 0.383 °C s−1, se obtiene una mejor aproximación
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Figura 28. Coeficientes de expansión térmica lineal instantáneos, experimental (sı́mbolos)
y estimado (lı́nea sólida), bajo condiciones de calentamiento continuo en un acero AISI
1045.

para el CETI en comparación a la obtenida con el modelo de JMAK, y por consiguiente,
se genera una mejor aproximación del CETI para el intervalo de rapidez entre 0.383 y 1
°C s−1. Asimismo, se indican diferencias entre el comportamiento experimental y estima-
do para los puntos crı́ticos, pero a pesar de estas diferencias se puede considerar que el
modelo propuesto tiene una buena aproximación de los valores experimentales en ambos
intervalos de rapidez. Finalmente, para la etapa de homogenización se obtuvo una buena
estimación de los valores experimentales para cada rapidez de calentamiento analizada.
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Predicción del Comportamiento Dilatométrico

El comportamiento dilatométrico se estimó al resolver la ec. (40) para la longitud ins-
tantánea en el tiempo futuro, mientras que las variables T n+1, T n, tn+1, y tn se determi-
naron al considerar una rapidez de calentamiento constante, además de suponer que la
longitud instantánea en el tiempo t = 0 es igual a la longitud inicial de la probeta Lo, por
lo que, es posible calcular la deformación por dilatación a través de:

εD =
Ln+1 +Lo

Lo
(49)

En la Fig. 29 se compara la respuesta dilatométrica experimental (sı́mbolos) y simulada
(lı́nea continua) del acero AISI 1045 para una rapidez de calentamiento de: a) 0.300 °C
s−1 y b) 0.916 °C s−1. En esta figura, la lı́nea solida representa la respuesta dilatométrica
simulada a partir de las ecs. (19) y (28); el CETI se interpoló linealmente antes y después
de la transformación. Asimismo, durante la formación de austenita, el CETI se estimó a
partir de las ecs. (25)-(27). La fracción en volumen de austenita se predijo mediante el
modelo de JMAK y los parámetros cinéticos de la Tabla 2, para una rapidez de calenta-
miento de 0.300 °C s−1, Fig. 29 a). En cambio, para la Fig, 29 b) donde se empleó una
rapidez de calentamiento de 0.916 °C s−1, la fracción en volumen de austenita se estimó
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Figura 29. Simulación del comportamiento dilatométrico del acero AISI 1045 para una
rapidez de calentamiento de a) 0.300 °C s−1 y b) 0.916 °C s−1.

con el modelo de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK, tal como se mues-
tra en el algoritmo de solución de la Fig. 26.

Para ambos casos, el avance de la homogenización de carbono se calculó a partir del
modelo no convencional de la ec. (22) y se calculó el error cuadrático medio (ECM) para
comparar el grado de aproximación de ambos modelos. A partir de la Fig. 29, se aprecia
claramente que los valores para el porcentaje de deformación experimental y simulado,
concuerdan satisfactoriamente para ambos casos, además de presentar un ECM muy bajo,
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de 8.876e-05 y de 4.075e-04, para una rapidez de 0.300°C s−1 y 0.916 °C s−1, respectiva-
mente. Las pendientes antes y después de la transformación se mantuvieron durante la
dilatación térmica, las cuales se asociaron con los CTEI’s de mezcla entre la perlita y
ferrita (αP+F ≈ 15.724 µm/m ◦C) y austenita (αγ ≈ 22.516 µm/m ◦C) [133], respec-
tivamente.

Asimismo, en la primera parte de las curvas se notó una relación cuasi lineal con la
temperatura, esto se debe a que la microestructura inicial del acero permanece sin cam-
bios hasta que ocurre la transformación, aproximadamente a los 760 °C y 854 °C para la
rapidez de 0.300 °C s−1 y 0.916 °C s−1, respectivamente. En estas temperaturas inicia la
disolución de cementita presente en la perlita y la transformación de ferrita en austenita,
provocando que la deformación por dilatación de la probeta no siga el mismo comporta-
miento y se contraiga debido al reacomodo atómico de la microestructura. Al incrementar
la temperatura se alcanza una máxima contracción a una temperatura cercana a los 820
°C para la rapidez de 0.300 °C s−1 y a 917 °C para la rapidez de 0.916 °C s−1. A partir
de este punto se recupera el comportamiento cuasi lineal con la temperatura debido a la
presencia de una sola fase (austenita).
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Acoplamiento del Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el Modelo

Microestructural

Como se ha visto, la simulación de tratamientos térmicos permite optimizar los paráme-
tros del proceso y reducir la cantidad de experimentos requeridos para obtener compo-
nentes con las propiedades mecánicas y microestructurales deseadas. Además, la simula-
ción puede prever la obtención o generación de fases no deseadas que pueden decremen-
tar las propiedades del componente. También reduce los costos del diseño y de operación
de los tratamientos al mejorar la eficiencia de los ciclos térmicos, con un consecuente
ahorro de energı́a, reducción de material y trabajo mecánico por la fabricación de piezas
por el proceso de prueba y error. En los capı́tulos anteriores se describieron dos mode-
los matemáticos para predecir el historial térmico, la formación de austenita, ası́ como
el comportamiento dilatométrico de un acero inoxidable y un acero de medio carbono
calentados por efecto Joule. El planteamiento de ambos modelos tiene el objetivo de aco-
plar ambos modelos, (termo-eléctrico-mecánico-microestructural) y estimar el comporta-
miento dilatométrico de un acero al carbono calentado por efecto Joule. Para establecer el
modelo termo-eléctrico-mecánico en un acero al carbono se debe considerar el comporta-
miento microestructural influenciado por los cambios internos y de volumen generados
durante la transformación de fase. Además, durante los tratamientos térmicos se presen-
tan reacciones endotérmicas o exotérmicas debido a la entalpı́a de transformación; por
ejemplo, si se trata de una etapa de calentamiento, la reacción de transformación es en-
dotérmica, provocando la disminución de la rapidez de calentamiento y en algunos casos
un sub-enfriamiento severo; en el caso contrario, en una etapa de enfriamiento ocurre
una reacción exotérmica, disminuyendo nuevamente la rapidez de enfriamiento, causan-
do la recalescencia del material cuando el choque térmico es crı́tico. También, se presen-
tan cambios en las propiedades fı́sicas dependientes de la microestructura como en el
coeficiente de expansión térmica lineal, la resistividad eléctrica, calor especifico y con-
ductividad térmica. Los cambios en el coeficiente de expansión térmica lineal se reflejan
en la rapidez de deformación por dilatación, mientras que los cambios de la resistivi-
dad eléctrica, calor especifico y conductividad térmica se notan en la potencia o energı́a
eléctrica necesaria para alcanzar una temperatura especifica durante la etapa de calenta-
miento por efecto Joule.
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Campo de Temperaturas en un Acero con Transformación de Fase

La predicción de la historia térmica y la deformación por dilatación durante el calenta-
miento continuo por efecto Joule para un material que presente transformación de fase,
debe considerar la reacción de transformación en el balance de energı́a térmica a través
de un término de generación de calor y la entalpia de transformación. Este término se ha
establecido y empleado en distintos trabajos [134–137] en función de la transformación
de una fase y se expresa como:

QT = V ·∆HT ·
dfi
dt
, (50)

donde V es el volumen, ∆HT es la entalpia de transformación y dfi/dt es la rapidez de
transformación de la fase i. Realizando un balance de energı́a en el elemento diferencial
de volumen de la Fig. 2 y acoplado el término de generación por transformación de fase
en la ec. (7), se obtiene:

Qa =Qg +QT −Ql
πρCpdz

(
r2
o − r2

i

)
dT
dt = I2

σe

[
dz

π(r2
o−r2

i )

]
+
[(
πdz

(
r2
o − ri

))
·∆HT ·

dfi
dt

]
−2π [hi (T − Ti)ri + ho (T − To)ro]dz.

(51)

Aplicando el método de diferencias finitas explı́cito y usando la forma diferencial hacia
adelante de la rapidez de temperatura en la ecuación (51),

T n+1 =

 I2

σeρCp

 1

π
(
r2
o − r2

i

) 
2

− 2

ρCp
(
r2
o − r2

i

) [hi (T
n − Ti)ri + ho (T n − To)ro]

∆t +
[
∆HT ·∆fi
ρCp

]
+ T n. (52)

La ecuación (23) se utilizó para calcular la historia térmica durante el calentamiento
continuo sin trasformación de fase mientras que la ecuación (52) se utiliza para calcular
la historia térmica considerando la transformación de fase durante calentamiento por
efecto Joule.

Acoplamiento del Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el Modelo Mi-

croestructural

Para acoplar el Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el Modelo Microestructural se co-
dificó una rituna de de acoplamiento. En la Fig. 30 se muestra el algoritmo del código
de acoplamiento. En el primer módulo de la figura se indican los datos de entrada; las
propiedades termofı́sicas y electricas del material, la condición inicial y las dimensiones
de la probeta, para el acero AISI 1045. Las propiedades termofı́sicas se obtuvieron de la
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literatura para un modelo de simulacion de endurecimiento por inducción realizadó
por Kai Gao et al. [138–140].

En el segundo bloque del diagrama se determinan temperaturas crı́ticas, parámetros
cinéticos y puntos crı́ticos del CETI, todo en función de la rapidez de calentamiento. El
siguiente bloque es un ciclo repetitivo con incrementos de tiempo constante (0.01 a 0.1
s) hasta completar el tiempo de simulación. Dentro del ciclo de simulación se presentan
cuatro condicionales para el cálculo de la temperatura, la fracción en volumen de auste-
nita formada y la fracción de homogenización de carbono en austenita.

La primera condición se cumple cuando la temperatura es menor a la temperatura
de inicio de transformaciónAC1, entonces se solucionan las ecuaciones para calcular
la intensidad de corriente y temperatura sin considerar el termino de generación de
calor por transformación de fase.

La segunda condición se aplica para calcular la corriente y la temperatura intercrı́ti-
ca, ası́ como la fracción en volumen de austenita formada a partir de los modelos
cinéticos correspondientes, agregando el término de generación de calor por trans-
formación de fase.

La tercera condición se aplica para calcular la corriente y temperatura, ası́ como la
fracción de homogenización de carbono en austenita.

Finalmente, cuando la temperatura es mayor a la temperatura de homogenización,
el cálculo de corriente y temperatura regresa al modelo Termo-Eléctrico-Mecánico
sin considerar la generación de calor por transformación de fase.

Es importante observar que en cada paso de tiempo o cada ciclo de simulación se calcula
el CETI a partir de la temperatura y la fracción en volumen transformada para estimar el
comportamiento dilatométrico posteriormente. Al salir del ciclo y terminar la simulación
se muestran los resultados en forma de gráficos tanto para la historia térmica como el
comportamiento dilatométrico. En el Apéndice A se presenta el código de simulación
desarrollado en Scilab del modelo acoplado y de cada una de las subrutinas empleadas
en la simulación.

Comportamiento Dilatométrico de un Acero AISI 1045

Al analizar el comportamiento Termo-Eléctrico-Mecánico-Microestructural del calen-
tamiento por efecto Joule de una probeta de acero AISI 1045 se presentan tres efectos en
comparación con el acero inoxidable AISI 304, el cual no presenta transformación de fase.
A continuación se señalan los efectos involucrados.

1. El primer efecto que se observó es el aumento de potencia requerida para calentar
la probeta de acero AISI 1045 comparado con el AISI 304 durante el mismo ciclo térmi-
co. Este aumento de potencia para las mismas dimensiones de la probeta, se asocia con
la conductividad eléctrica del material, teniendo valores promedio de 1.002e+06 S·m y
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1.884e+0.6 S·m para el AISI 304 y AISI 1045, respectivamente. Debido a que el acero AI-
SI 1045 es un material más conductor se requiere de una mayor potencia para alcanzar la
misma temperatura en comparación con el acero AISI 304. Para compensar este efecto y
disminuir la potencia requerida en el acero AISI 1045, se rediseño la probeta de prueba
y se modificó por una cilı́ndrica hueca con muesca como se muestra en la Fig. 31. Al mo-
dificar el área transversal del centro de la probeta se incrementa la densidad de corriente
en esta sección generando el mismo efecto sobre la respuesta térmica que el mostrado
en el análisis de sensibilidad del capitulo 2, logrando los mismos ciclos térmicos entre la
cilı́ndrica hueca sin y con muesca, pero con una menor potencia suministrada cuando se
tiene la muesca.

34

Ø 7

Ø 5

Ø 6.5

24.5

9.5 Cotas en mm

Figura 31. Probeta cilı́ndrica hueca con muesca.

2. El segundo efecto que se observó fue la oxidación de la probeta de acero AISI 1045
a alta temperatura, provocando un mal control de la temperatura como se muestra en la
Fig. 32 (lı́nea sólida negra), la cual presentó oscilaciones entre 20°C y 50 °C a partir de
600 °C. Estos cambios de temperatura se asocian al cambio del área de contacto efectiva
para la conducción de corriente eléctrica debido a la perdida de material por la oxidación
y el consecuente cambio de las propiedades termofı́sicas y eléctricas del material durante
el calentamiento.

3. El tercer efecto que se observó es el comportamiento dilatométrico del material mos-
trado en la Fig. 33 (lı́nea con cı́rculos negros), este comportamiento es lineal hasta alcan-
zar una temperatura aproximada de 700 °C, en este punto inicia la transformación de fase
indicada por la contracción de volumen de la probeta, sin embargo, al terminar la trans-
formación se presenta un comportamiento errático de la deformación por dilatación, con
un incremento en la rapidez de deformación que hace que el comportamiento sea más
pronunciado. El comportamiento dilatométrico a partir del valor mı́nimo de contracción
(740 °C aprox.) se relaciona con un mal control de la temperatura debido a la oxidación y
la formación de una cascarilla de oxido en la parte media de la probeta, provocando que
la medición de la deformación por dilatación se incremente de manera considerable.

Una primera medida para reducir o inhibir la oxidación en la parte media de la probeta
fue inyectar una atmósfera inerte de argón de manera directa sobre la zona de interés de-
jando escapar el gas al medio ambiente. Su efecto en el control de temperatura se muestra
en la Fig. 32 (lı́nea solida roja), disminuyendo considerablemente las oscilaciones en un
intervalo de 20 °C, para temperaturas arriba de 600 °C. En cuanto al comportamiento
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dilatométrico mostrado en la Fig. 33 (lı́nea con cı́rculos rojos), se observan pendientes si-
milares antes y durante la transformación con y sin atmósfera inerte. Esta curva presenta
un comportamiento muy similar al que se obtuvo en el dilatómetro convencional, no obs-
tante, a partir de 885 °C se presenta un punto de inflexión, que hace que la pendiente se
incrementé probablemente a la presencia de la capa de oxido.
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Sin cámara y sin gas de protección
Sin cámara y con argón
Con cámara y argón

Figura 32. Comparación entre las historias térmicas experimentales de probetas de acero
AISI 1045 obtenidas durante el calentamiento continuo por efecto Joule para una rapidez
de calentamiento de 0.833 °C s−1 y con diferentes condiciones de calentamiento.
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Figura 33. Curvas dilatométricas experimentales de un acero AISI 1045 durante el calen-
tamiento continuo por efecto Joule para una rapidez de calentamiento de 0.833 °C s−1 y
diferentes condiciones de calentamiento.

Aunque, el uso de una atmósfera inerte mejoró la respuesta térmica durante el calen-
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tamiento, no fue suficiente para inhibir la oxidación a alta temperatura. Por lo que, fue
necesario rediseñar las mordazas conductoras (electrodos). Este rediseño se muestra en
la Fig. 34 para construir una cámara inerte alrededor de la probeta. Al realizar, el mismo
ciclo térmico con la cámara inerte el control de temperatura mejoró en comparación a
los dos casos anteriores con un intervalo de oscilación de temperatura de 15 °C como se
muestra en la Fig. 32 (lı́nea solida azul), mientras que el cambio más evidente se muestra
en el comportamiento dilatométrico con la serie azul de la Fig. 33. A partir de esta figu-
ra se puede apreciar un comportamiento muy similar a la respuesta dilatométrica en un
equipo convencional, mostrando un único valor para la pendiente de deformación antes
y después de la transformación la cual se asocia a la microestructura de las fases: ferrita-
perlita y austenita, respectivamente. Asimismo, se observa que la superficie de la probeta
no presenta la capa de óxido formada durante las pruebas sin la cámara inerte. De la mis-
ma figura, se puede observar un corrimiento de la temperatura de transformación hacia
valores más bajos para la prueba con la cámara inerte comparada con las pruebas ante-
riores, esta variación de la temperatura se atribuye a la pérdida de señal de pirómetro
infrarrojo.

Cotas en mm

4044

34

1.5

4.5
7

40 28

8

38 4.5

5

R3.18

R1.59

R3.5

6.35

3.4

R2.5

5

Corte A-AA

A

Figura 34. Mordazas de cobre para la colocación de una cámara inerte de gas argón.

Acondicionamiento de Señal Temperatura

En el caso particular del calentamiento de un acero por efecto Joule, la oxidación que
se presenta a alta temperatura tiene efectos negativos en la medición debido a la reduc-
ción del área de contacto para el paso de la corriente eléctrica. Esto provoca cambios en
los parámetros eléctricos del sistema durante el calentamiento a una cierta temperatura.
Para controlar o minimizar la oxidación se empleó una atmósfera inerte a través de una
cámara de aislamiento, la cual se fabricó a partir de un medio transparente para dejar pa-
sar la luz infrarroja. Sin embargo, esto genera errores de medición por la pérdida de señal
en el pirómetro debido a la transmitancia del medio transparente hacia el pirómetro co-
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mo se habı́a señalado anteriormente. Para corregir este problema se utilizó un segundo
sensor (termopar), con la finalidad de registrar la temperatura en un segundo plano, no
obstante, la medición fue errónea debido a las perturbaciones inducidas por la corrien-
te eléctrica durante el calentamiento por efecto Joule. Para rectificar estos problemas se
planteó el acondicionamiento de señal por medio de software para el pirómetro infrarrojo
y un termopar tipo K, que se emplearon en el sistema de medición y control de tempe-
ratura en el dilatómetro experimental. Para esto se planteo el siguiente procedimiento
experimental.

Para medir la temperatura de la probeta se utilizó el pirómetro infrarrojo integrado
con una cámara de video para alinear el punto de medición (spot) sobre la superficie de
la probeta en un intervalo de 270 ◦C a 1200 ◦C. Para el intervalo de temperatura inferior,
entre 25 ◦C a 270 ◦C, se utilizó el termopar tipo K, como se muestra en la Fig. 35. Debido
al principio de funcionamiento del dilatómetro, se induce un error durante la medición
de temperatura a través del termopar por la inducción de corriente eléctrica ya que un
termopar de este tipo trabaja en el orden de µV/◦C mientras que el calentamiento de una
probeta por efecto Joule requiere de 0 a 3 V, para alcanzar una temperatura alrededor de
1200 ºC con una corriente eléctrica entre 0 y 300 A.

34

30
22

12

4

Ø 3

R22
Ø 7.3

Barreno para Termopar
Ø 1.59

Cotas en mm

Figura 35. Probeta de cuello con barreno para la colocación del termopar tipo K.

En una primera etapa, se acondicionó la señal del pirómetro bajo las condiciones par-
ticulares del sistema experimental, una vez que se acondicionó la señal del pirómetro
se tomó como referencia para realizar el acondicionamiento de señal del termopar. Los
procedimientos realizados se mencionan a continuación:

Para realizar el acondicionamiento de señal del pirómetro infrarrojo, la probeta se ca-
lentó de manera indirecta por flama hasta una temperatura aproximada de 1000 ◦C y
posteriormente se enfrió dentro de la cámara de aislamiento. La historia térmica durante
el enfriamiento se registró con un termopar tipo K calibrado y colocado en el centro de
la probeta, ası́ como con el pirómetro infrarrojo. A partir de la historia térmica se obtuvo
el polinomio de acondicionamiento para compensar la pérdida de señal que se presenta
al colocar un medio transparente entre la superficie de medición y el pirómetro debido a
la transmitancia del vidrio. Las pruebas se realizaron por triplicado con una probeta de
acero inoxidable AISI 304 en una atmósfera inerte de argón.

Para acondicionar la señal del termopar se utilizó la medición del pirómetro como la
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temperatura de referencia durante el calentamiento por efecto Joule en un intervalo entre
270 ◦C y 450 ◦C. A partir de las historias térmicas medidas con el pirómetro y el termopar
se determinó el polinomio de acondicionamiento. Al igual que las pruebas de acondicio-
namiento del pirómetro, los ensayos se realizaron por triplicado bajo una atmósfera de
argón en un acero inoxidable AISI 304.

A partir de los resultados experimentales, se obtuvieron los polinomios de acondicio-
namiento, calculando el porcentaje de error como la diferencia de temperatura entre el
sensor de referencia y el sensor a compensar. En la Tabla 3, se muestran los polinomios
de acondicionamiento para compensar la pérdida de señal del pirómetro por la transmi-
tancia del vidrio y la sobreestimación de temperatura del termopar causada por el ruido
eléctrico inducido al calentar la probeta por efecto Joule.

Tabla 3. Polinomios de Acondicionamiento de Señal del Pirómetro Infrarrojo y Termopar
Tipo K

Sensor
Polinomio de Acondicionamineto

y = a3+bx2+cx+d
a b c d

Pirómetro -6.30428E-7 1.10525E-3 -5.17686E-1 89.89164
Termopar — 2.01680E-8 2.55500E-2 —

Una vez que los polinomios de acondicionamiento se determinaron, estos se implemen-
taron en el sistema de control por medio del software LabVIEWTM, tal como se indica en
el esquema de la Fig. 36.

+
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de Calentamiento o Enfriamiento

Figura 36. Implementación de los polinomios de compensación, pirómetro infrarrojo y
termopar tipo K, en el sistema de control de temperatura en LabViewTM.

La Fig. 37 muestra las historias térmicas medidas con el pirómetro infrarrojo y el ter-
mopar tipo K durante el enfriamiento continuo de la probeta, en la cámara de aislamiento
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después del calentamiento por flama. De la figura, se observa una separación entre la tem-
peratura medida por ambos sensores con una diferencia entre 25 ◦C y 65 ◦C. En este caso,
la señal del pirómetro subestima el valor de temperatura en comparación con la señal del
termopar debido a la transmitancia del vidrio.
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Figura 37. Historias térmicas medidas con el pirómetro infrarrojo y termopar tipo K du-
rante el enfriamiento continuo de la probeta después del calentamiento por flama.

Una vez que se detectó el error entre ambos sensores, se ajustó la señal del pirómetro
infrarrojo, empleando el polinomio de acondicionamiento de la Tabla 3. En la Fig. 38 se
presentan las historias térmicas medidas con ambos sensores después de acondicionar la
señal del pirómetro.
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Figura 38. Historias térmicas medidas con el pirómetro infrarrojo y termopar tipo K du-
rante el enfriamiento continuo de la probeta después del calentamiento por flama y em-
pleando el polinomio de acondicionamiento del pirómetro infrarrojo.
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De la Fig. 38 se observa que al utilizar el polinomio de acondicionamiento del piróme-
tro, las mediciones de temperatura se sobreponen para ambos sensores, registrando una
diferencia máxima de 10 ◦C en algunos puntos, disminuyendo ası́ el error mostrado en la
Fig. 37.

En la Fig. 39 se muestran las historias térmicas de la probeta durante el calentamiento
continúo medidas con el pirómetro y el termopar tipo K. Se observa una clara separa-
ción entre las mediciones de temperatura; con respecto a la medición del pirómetro, la
temperatura del termopar es superior por al menos 9 ◦C al inicio del calentamiento, esta
diferencia se incrementa ligeramente hasta 12 ◦C al alcanzar la temperatura de prueba de
450 ◦C.
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Figura 39. Historias térmicas medidas con el pirómetro infrarrojo y el termopar tipo K
durante el calentamiento continuo por efecto Joule.

Por otro lado, al realizar las pruebas de calentamiento por efecto Joule y aplicar los po-
linomios de acondicionamiento del termopar y pirómetro, se eliminó la sobreestimación
de temperatura del termopar debido a la inducción de corriente eléctrica. En la Fig. 40
se muestra la historia térmica de calentamiento de la probeta desde una temperatura de
270 ◦C hasta 450 ◦C y se observa que ambas mediciones se igualan para la mayorı́a de
los puntos con una diferencia máxima puntual de 5 ◦C. Esta diferencia de temperatura se
considera aceptable en comparación con los resultados que se obtuvieron sin emplear los
polinomios de acondicionamiento en la Fig. 39.

La finalidad de determinar los polinomios de acondicionamiento es controlar las ram-
pas de calentamiento desde temperatura ambiente hasta una temperatura elevada. Para
esto, se modificó el sistema de control de temperatura del dispositivo experimental, rea-
lizando mediciones con el termopar hasta 270 ◦C y tomándolas como referencia para
cambiar la señal del termopar al pirómetro. Sin embargo, como se indicó en la Fig. 39, al
calentar la probeta por efecto Joule se genera una diferencia de temperatura entre ambos
sensores, esto repercute directamente en el sistema de control durante el calentamien-
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Figura 40. Historias térmicas medidas con el pirómetro infrarrojo y el termopar tipo K
durante el calentamiento continuo por efecto Joule, empleando los polinomios de acon-
dicionamiento para ambos sensores.

to, como se muestra en la Fig. 41. De esta figura, se muestran las historias térmicas de
la probeta a una rapidez de calentamiento constante empleando ambos sensores, des-
de temperatura ambiente a 25 ◦C hasta una temperatura máxima de 450 ◦C, las lı́neas
rojas muestran las historias térmicas sin utilizar los polinomios de acondicionamiento.
Es claro observar que existe una discontinuidad en la señal de temperatura durante el
calentamiento en un intervalo entre 270 y 330 ◦C debido al cambio de señal.
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Figura 41. Historias térmicas de la probeta durante el calentamiento continuo por efecto
Joule de 25 a 450 °C a distinta rapidez de calentamiento: 0.5, 1.0, 1.5 °C/s. Las lı́neas rojas
muestran las historias térmicas de calentamiento sin emplear los polinomios de acondi-
cionamiento mientras que lı́neas negras indican las historias térmicas con los polinomios.
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El sistema de control del dispositivo trata de ajustar el paso de corriente de acuerdo
a la medición que se registra por el sensor en turno, teniendo como punto de cambio la
temperatura de referencia a 270 ◦C, sin embargo, al existir una diferencia entre ambos
sensores, el cambio de señal provoca oscilaciones en la medición de temperatura, ya que
existen momentos donde la temperatura se encuentra por abajo o por arriba de la tem-
peratura de referencia, perturbando ası́ la señal de salida como se muestra en la Fig. 41.
Por otro lado, se muestran las historias térmicas empleando los polinomios de acondi-
cionamiento (lı́neas negras) donde se igualan las mediciones de temperatura de ambos
sensores a la temperatura de referencia. En este caso la perturbación de la señal de salida
desaparece y el sistema de control logra cambiar de sensor correctamente, inhibiendo la
oscilación antes presentada. También se observa que al implementar los polinomios de
acondicionamiento es posible modificar la rapidez de calentamiento sin generar pertur-
baciones en el sistema de control, haciendo que se comporte como un sistema bimodal en
un amplio intervalo de temperaturas.

Verificación de la Reproducibilidad de los Ciclos Térmicos

De acuerdo a los resultados mostrados en las secciones anteriores se encontró que la
medición de temperatura es de gran importancia para obtener buenos resultados, por lo
que se realizó una verificación de la reproducibilidad térmica de los experimentos con
los sensores de temperatura calibrados. Para esto se realizaron cinco pruebas para cada
una de las probetas: cilı́ndrica hueca y de cuello ambas de acero inoxidable AISI 304. El
ciclo térmico propuesto se realizó con una rapidez de calentamiento de 1°C s−1 hasta una
temperatura de 1000°C y un enfriamiento de 1°C s−1, la probeta utilizada se recalentó
sucesivamente hasta completar cada serie de experimentos. El resultado de estas pruebas
se presenta en la Fig. 42, en esta figura se muestran las cinco pruebas para cada probeta
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Figura 42. Respuesta térmica de las probetas cilı́ndricas hueca y de cuello durante las
pruebas cicliclas de calentamiento.
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y se observa que la temperatura se sobrepone para las dos probetas y todas las repeti-
ciones, presentando una muy buena reproducibilidad del experimento.

Al realizar el análisis en esta serie de pruebas se notó que durante el recalentamiento
de la probeta para el mismo ciclo térmico, se necesita de una corriente eléctrica cada vez
mayor. Al examinar los datos de corriente eléctrica y voltaje se pudo determinar la energı́a
que se suministra a cada probeta durante el ciclo térmico, ası́ como la potencia requerida
para alcanzar una temperatura de 1000 °C.

La Fig. 43 muestra con puntos negros la energı́a suministrada a la probeta cilı́ndrica
hueca y con cı́rculos la energı́a suministrada a la probeta de cuello. La primera diferencia
que se observa es la magnitud de la energı́a suministrada a cada probeta; más del doble
de la energı́a suministrada a la probeta cilı́ndrica hueca en comparación a la probeta de
cuello. Esto se debe a la reducción de masa y del área transversal de contacto a través de la
cual circula la corriente en la probeta; la reducción del área de contacto o de transferencia
es de 18.85 mm2 a 7.07 mm2 para la probeta de cilı́ndrica y de cuello, respectivamente.
Al analizar el comportamiento de cada probeta se puede apreciar un incremento en la
energı́a necesaria para realizar el mismo ciclo térmico en cada repetición de la prueba,
indicando un cambio en las propiedades eléctricas del material, de modo que cada ciclo
de recalentamiento provoca un aumento en la conductividad eléctrica de este material,
requiriendo cada vez una mayor cantidad de energı́a para obtener el mismo ciclo de tem-
peratura.
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Figura 43. Energı́a suministrada a cada una de las probetas para cada ciclo térmico de la
Fig. 42.

Por otro lado, en la Fig. 44 se muestra la potencia requerida para mantener una tempe-
ratura de 1000 °C para la probeta cilı́ndrica hueca (puntos negros) y la probeta de cuello
(cı́rculos). Esta figura muestra el mismo comportamiento de la energı́a requerida Fig. 43,
es decir, entre cada ciclo de recalentamiento la probeta requiere una mayor potencia que
el ciclo anterior para alcanzar el mismo valor de temperatura. Sin embargo, en ambas Figs.
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Figura 44. Potencia requerida para alcanzar una temperatura de 1000 °C en la probeta
cilı́ndrica hueca y de cuello.

43 y 44, se observa la misma tendencia tanto para la energı́a como la potencia, indicando
que existe un valor máximo en el cual la potencia ya no cambia. El tipo de probeta que
muestra un mayor efecto por el número de ciclos de calentamiento es la probeta cilı́ndrica
hueca debido a que el área de contacto es mayor.

Este tipo de histéresis se asocia al proceso de sensibilización de los aceros inoxidables a
alta temperatura; es decir, por la precipitacion de carburos de Cr en los lı́mites de grano
de la austenita, teniendo una disminución de la resistivida electrica [141,142]. La sensibi-
lización de los aceros inoxidables se presenta cuando se calientan entre 400 y 900 °C por
un tiempo determinado, bajo estas condiciones se produce la precipitación de carburos
de cromo, reduciendo la concentración de cromo contiguo [142].

Por otro lado, la resistividad eléctrica es sensible a factores microestructurales, como
la concentración de huecos, solutos, dislocaciones, impurezas, concentración de precipi-
tados. Esta dependencia se debe a que estos factores provocan una mayor o menor dis-
persión de electrones de conducción y dependen directamente de la magnitud de estos
factores y la trayectoria libre media de los electrones de conducción. Otro caso es cuan-
do la resistividad eléctrica aumenta por la disolución de los elementos de aleación en
la sólución solida y disminuye cuando precipitan en la matriz, excepto para el tipo de
precipitación coherente, que implica un aumento en la resistividad eléctrica [143–146].

El grado de sensibilización de un acero inoxidable es función de la temperatura y del
tiempo. A una temperatura de sensibilización determinada, la fracción en volumen de
precipitados aumenta (o la concentración de elementos de aleación en la solución dismi-
nuye) y a aun tiempo determinado entre 4 y 6 horas la sensibilización permanece cons-
tante [143].

Con base en lo anterior, se sugiere que el continuo aumento de la potencia requerida se
debe a un proceso de sensibilización intermitente entre cada ciclo de calentamiento, de
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ahı́ el comportamiento de las Figs. 43 y 44.

Predicción del Comportamiento Dilatométrico de un Acero AISI 1045

Calentado por Efecto Joule

El comportamiento dilatométrico se simuló a partir del acoplamiento del Modelo Termo-
Eléctrico-Mecánico y el Modelo Microestructural. El comportamiento dilatométrico simu-
lado se comparó con la respuesta dilatométrica experimental de un acero AISI 1045 para
una rapidez de calentamiento de: a) 0.333, b) 0.550, c) 0.666 y d) 0.966 °C s−1, hasta alcan-
zar una temperatura de 1000 °C. La serie de experimentos se realizó bajo una atmósfera
inerte de argón concentrada a partir de la cámara de aislamiento y la probeta cilı́ndrica
hueca con muesca de la Fig. 31, mientras que el comportamiento dilatométrico se evaluó
mediante la deformación por dilatación.

La Fig. 45 muestra la comparación entre el comportamiento dilatométrico experimen-
tal (sı́mbolos) y simulado (lı́nea continua) de un acero AISI 1045, para una rapidez de
calentamiento de a) 0.333, b) 0.550 °C, c) 0.666 y d) 0.966 °C s−1. Para cada figura las
temperaturas de inicio y fin de transformación se indican con lı́nea punteada para la res-
puesta experimental y con lı́nea discontinua para el comportamiento simulado.

De las Figs. 45 a), b) y c) se observa el mismo orden de magnitud y forma del compor-
tamiento dilatométrico para la respuesta experimental y simulada; las pendientes asocia-
das a las fases y a la transformación en austenita también se muestran antes, durante y
después de la transformación. Sin embargo, se aprecia un desfase de la zona de transfor-
mación (contracción), lo que provoca que la transformación se adelante con respecto a la
deformación simulada por 30, 51, 66 °C para la rapidez de 0.333, 0.550 y 0.666 °C s−1,
respectivamente. Debido a la resolución de las mediciones del micrómetro láser, las tem-
peraturas de inicio y fin de transformación (Ac1 y Ac3), se indicaron a partir de los puntos
de inflexión de cada curva dilatométrica. Bajo este criterio, las temperaturas de inicio y
fin de transformación se indican en la Tabla 4. Además, se muestra el ∆T = Ac3 − Ac1
de sobrecalentamiento de transformación para cada rapidez de calentamiento. Por otro
lado, para la rapidez de 0.966 °C s−1 Fig. 45 d), el desfase de la transformación y de
la deformación por dilatación se hace más evidente recorriéndose 112 °C para el com-
portamiento experimental, sin embargo, las pendientes son muy similares entre ambos
comportamientos, manteniendo la forma de la dilatación y transformación.

Tabla 4. Temperaturas crı́ticas de transformación experimentales y simuladas para un
acero AISI 1045 calentado en el dispositivo experimental por efecto Joule

Rapidez de calentamiento
[°C/s]

Ac1
Experimental

Ac1
Simulada

Ac3
Experimental

Ac3
Simulada

∆T = Ac3 −Ac1
Experimental

∆T = Ac3 −Ac1
Simulado

0.333 745 775 794 820 49 45
0.550 751 802 805 858 54 56
0.666 752 818 810 875 58 57
0.966 752 864 810 922 58 58
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El análisis de las temperaturas crı́ticas de formación de austenita experimentales y si-
muladas, se realizó por comparación de las temperaturas de transformación Ac1 y Ac3
como una función de la rapidez de calentamiento, tal como se muestra en la Fig. 46 don-
de se muestran las temperaturas experimentales, simuladas y de equilibrio calculadas
mediante las correlaciones de Andrews [147], de estas últimas se indica la desviación
estándar (zona gris de la figura). De la figura se observa que las temperaturas simuladas
se desplazan por arriba de las temperaturas al equilibrio y se incrementan de manera
considerable al aumentar la rapidez de calentamiento, este comportamiento se esperaba
de acuerdo a los parámetros con los que se alimentó el modelo y que fueron obtenidos
de piezas calentadas de manera convencional, Por otro lado, al realizar el calentamiento
por efecto Joule, la influencia de la rapidez de calentamiento sobre las temperaturas de
transformación prácticamente desaparece y permaneces muy cercanas a las temperaturas
de equilibrio. Una posible explicación de este fenómeno, se ha reportado en la literatura
donde se indica el efecto de los campos magnéticos sobre transformaciones de fase en
aceros calentados por inducción magnética.
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Figura 46. Temperaturas crı́ticas de transformación Ac1 y Ac3, experimental, simulada y
al equilibrio para un acero AISI 1045 calentado por efecto joule como una función de la
rapidez de calentamiento.

Algunas consideraciones reportádas en la literatura [148–150], muestran que un campo
magnético pulsante o continuo de 10 Teslas o más, estimula la transformación martensı́ti-
ca de un acero. A partir de cálculos termodinámicos se puede demostrar que el campo
magnético incrementa la temperatura de equilibrio metaestable durante la transforma-
ción de austenita a martensita por varias decenas de grados Celsius. El efecto del campo
magnético en la transformación martensı́tica se explica por el aumento en la diferencia
entre los potenciales termodinámicos de la austenita y la martensita bajo la influencia
del campo magnético; es decir, el campo magnético incrementa la fuerza motriz de trans-
formación de fase. Por lo que, el cambio en la temperatura de transformación bajo la
influencia de campo magnético se puede expresar como:
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dT
dH

=
∆J · To
q

, (53)

dondeH es la intensidad del campo, ∆J es la diferencia de magnetización entre las fases
que intervienen en la transformación, To es la temperatura de equilibrio de la fase y q es la
entalpia de transformación. Esta ecuación es similar a la ecuación de Clausius-Clapeyron
para el cambio en la temperatura de transformación bajo la influencia de presión:

dT
dp

=
∆V · To
q

. (54)

En analogı́a a la ecuación de Clausius-Clapeyron, la presión promueve una transforma-
ción de fase acompañada de un incremento en el volumen; en el caso de la magnetización
el aumento del campo magnético deberı́a promover una transformación de fase, produ-
ciendo una fase con mayor magnetización y ampliando el dominio de su existencia.

Desde un punto de vista fı́sico una de las posibles razones del efecto de campo magnéti-
co sobre las transformaciones de fase considera la generación de esfuerzos internos por
el cambio de forma en la estructura debido a cambios fluctuantes del campo magnético
conocidos como esfuerzos por magnetostricción [151]. La magnetostricción aumenta los
esfuerzos o tensiones internas, provocando un incremento en el coeficiente de difusión,
acelerando ası́ el inicio de la nucleación y provocando deformaciones elásticas inclusive
plásticas.

Por otro lado, un campo magnético estacionario afecta la cinética de descomposición
de la austenita en perlita y bainita [150]. Bajo el efecto del campo magnético los tiempos
de incubación se acortan y la rapidez de transformación se incrementa, haciendo que
las curvas de transformación isotérmica se recorran hacia la izquierda. Por lo tanto, si
la descomposición de la austenita está acompañada de un cambio en la magnetización
de la fase inicial y de formación, el campo magnético producirá una aceleración en la
transformación.

De acuerdo a las posibles causas y efectos del campo magnético sobre las transforma-
ciones de fase en un acero calentado por inducción, se pueden relacionar los efectos gene-
rados por el paso de corriente a través de un acero calentado por efecto Joule. Si bien las
temperaturas de trasformación se vuelven independientes de la rapidez de calentamiento
y se recorren a temperaturas más bajas en comparación con un calentamiento convencio-
nal por radiación, no se presenta un incremento en la rapidez de transformación ya que el
∆T de temperatura de sobrecalentamiento se mantiene similar tanto para los resultados
experimentales como simulados que se presentan en la Tabla 4. En otras palabras, el paso
de la corriente eléctrica durante el calentamiento aporta energı́a para activar la transfor-
mación de perlita-ferrita en austenita sin afectar el proceso de nucleación y crecimiento
controlado por la difusión en volumen de átomos de carbono durante la transformación.

Al considerar el corrimiento de las temperaturas crı́ticas de transformación, durante el
calentamiento continuo de una probeta de acero por efecto Joule, en el modelo de simula-
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ción para estimar el comportamiento dilatométrico, se obtiene un comportamiento muy
similar entre los resultados experimentales y simulados, como se muestra en la Fig. 47. En
esta figura se muestran nuevamente las pruebas para una rapidez de calentamiento de: a)
0.333, b) 0.550, c) 0.666 y d) 0.966 °C s−1, apreciándose un comportamiento muy similar
en la respuesta experimental y simulada para cada rapidez de calentamiento. Este com-
portamiento se verifica, ya que la deformación por dilatación durante la transformación
se vuelve independiente, en este caso, del medio de calentamiento, sugiriendo que los
mecanismos de transformación no cambian. Por otro lado, una alteración debido al efecto
del campo eléctrico-magnético provocarı́a una modificación en la transformación de fase,
la cual se reflejarı́a como un incremento o disminución en la difusividad de los átomos de
carbono o de los elemento de aleación, cambiando la forma de la curva dilatométrica. Sin
embargo, en el caso de estudio no se muestra este tipo de alteración, ya que al corregir
el corrimiento de las temperaturas crı́ticas, el comportamiento dilatométrico evoluciona
de acuerdo a los resultados experimentales. Una posible explicación del corrimiento ob-
servado durante el calentamiento continuo por efecto Joule, se debe al estado de activación
que acorde a la teorı́a cinética, la probabilidad de alcanzar el estado de activación para
dar inicio a una transformación de fase esta dada por,

exp
(
−∆G

a

kT

)
, (55)

donde ∆Ga es la energı́a libre de activación y k es la constante de Boltzmann (R/Na).
El termino ∆Ga se refiere a la cantidad de energı́a que requiriere un átomo para vencer
la energı́a de barrera de un estado estable a un estado de mı́nima energı́a. En el caso del
calentamiento por efecto Joule, la generación del campo eléctrico favorece, hasta cierto
punto, la excitación de los átomos, lo que hace que un átomo alcance el estado de acti-
vación más rápido debido al suministro de energı́a eléctrica, que incrementa la energı́a
cinética de los átomos. Por lo contrario, al calentar un material de forma convencional (ra-
diación) como en el dilatometro, la forma de alcanzar el estado de activación es mediante
el suministro de energı́a térmica (activación térmica); es decir, cuando una transforma-
ción de fase requiere cierta energı́a de activación ∆Ga esta se alcanza al incrementar la
temperatura del sistema. Es por eso que, las temperaturas crı́ticas de transformación se
recorren a valores más bajos, ya que la activación térmica se ve reducida por la contribu-
ción de energı́a del campo eléctrico. Sin embargo, esta contribución no llega a modificar
los mecanismos durante la transformación, comportándose de la misma forma como en
un calentamiento convencional. De acuerdo a lo anterior, se puede apreciar que el modelo
acoplado tiene la capacidad de estimar el comportamiento dilatométrico de una probeta
bajo condiciones de calentamiento continuo por efecto Joule, validando el modelo a partir
de los parámetros cinéticos y los valores del CETI.
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Capı́tulo 4. Acoplamiento del Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el Modelo
Microestructural

Te
m

pe
ra

tu
ra

 [
°C

]
0

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

Deformación por Dilatación

0.
00

0

0.
00

1

0.
00

2

0.
00

3

0.
00

4

0.
00

5

0.
00

6

0.
00

7

E
xp

er
im

en
ta

l
S

im
ul

ad
a

0.
33

3 
°C

 s
-1

Te
m

pe
ra

tu
ra

 [
°C

]
0

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

Deformación por Dilatación

0.
00

0

0.
00

1

0.
00

2

0.
00

3

0.
00

4

0.
00

5

0.
00

6

0.
00

7

E
xp

er
im

en
ta

l
S

im
ul

ad
a

0.
55

0 
°C

 s
-1

Te
m

pe
ra

tu
ra

 [
°C

]
0

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

DeformaciónporDilatación

0.
00

0

0.
00

1

0.
00

2

0.
00

3

0.
00

4

0.
00

5

0.
00

6

0.
00

7

E
xp

er
im

en
ta

l
S

im
ul

ad
a

0.
66

6 
°C

 s
-1

Te
m

pe
ra

tu
ra

 [
°C

]
0

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

Deformación por Dilatación

0.
00

0

0.
00

1

0.
00

2

0.
00

3

0.
00

4

0.
00

5

0.
00

6

0.
00

7

E
xp

er
im

en
ta

l
S

im
ul

ad
a

0.
96

6 
°C

 s
-1

a)
b)

c)
d)

Fi
gu

ra
47

.
C

om
p

or
ta

m
ie

nt
o

d
il

at
om

ét
ri

co
d

e
u

n
ac

er
o

A
IS

I
10

45
,

ex
p

er
im

en
ta

l
(s

ı́m
bo

lo
s)

y
si

m
u

la
d

o
(l

ı́n
ea

co
nt

in
u

a)
co

ns
id

er
an

d
o

el
co

rr
im

ie
nt

o
d

e
la

s
te

m
p

er
at

u
ra

s
d

e
tr

an
sf

or
m

ac
ió
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Conclusiones

• Se mostró que es posible desarrollar un modelo matemático del calentamiento por
efecto Joule de una probeta dilatométrica, estimando la historia térmica, la intensidad
de corriente eléctrica y el porcentaje de deformación por dilatación, para una probeta
cilı́ndrica hueca con propiedades termofı́sicas y eléctricas dependientes de la temperatu-
ra.

• Se validó satisfactoriamente el Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico mediante la com-
paración de la historia térmica y el porcentaje de deformación por dilatación experimen-
tal con las respuestas simuladas con el modelo matemático a distinta rapidez de calenta-
miento.

• Se mostró el efecto de la conductividad eléctrica sobre la historia térmica, conclu-
yendo que el incremento de la conductividad dificulta el calentamiento debido a que la
resistencia eléctrica del sistema disminuye, requiriendo una mayor cantidad de corriente,
mientras que, el espesor de la probeta repercute fuertemente sobre la rapidez de calen-
tamiento ya que, al disminuir el espesor, la densidad de corriente aumenta la rapidez de
calentamiento.

• Se mostró que es posible estimar la fracción en volumen de austenita formada a partir
del modelo JMAK en un intervalo de baja rapidez de calentamiento, obteniendo paráme-
tros cinéticos dependientes de la rapidez de calentamiento, y que la aplicación del modelo
de rapidez de transformación no isotérmica de JMAK, para un intervalo de alta rapidez
de calentamiento, elimina la dependencia en el tiempo del modelo JMAK a través del
principio de Cahn y la ecuación de Avrami.

• Se mostró que la predicción de la fracción en volumen de austenita y el CETI, permite
estimar de manera correcta la contracción en volumen del comportamiento dilatométrico
durante la transformación.

• Se validó satisfactoriamente el Modelo Microestructural mediante la comparación del
comportamiento dilatométrico de un acero AISI 1045 durante calentamiento continuo
experimental con la respuesta simulada a partir de los modelos de transformación de
JMAK.

• Se mostró que es posible realizar el acoplamiento del Modelo Termo-Eléctrico-Mecáni-
co y el Modelo Microestructural a partir de un término de generación de calor en función
de la entalpia de transformación y la fracción en volumen de austenita.
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Conclusiones

• Se encontró que el calentamiento por efecto Joule produce cambios en las tempe-
raturas crı́ticas de transformación, adelantándolas en comparación a un calentamiento
convencional por radiación, sin afectar la cinética de la transformación de perlita-ferrita
en austenita.

• Finalmente, se mostró que al ajustar las temperaturas crı́ticas de transformación en
el acoplamiento del Modelo Termo-Eléctrico-Mecánico y el Modelo Microestructural se
logra predecir correctamente el comportamiento dilatométrico, ası́ como, la evolución
térmica y miroestructural.
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Apéndice A
Código de Simulación

Código General

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Lectura de las propiedades termofı́sicas del acero AISI 1045: densidad, dalor especifico,

donductividad eléctrica.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo\PropertyReading.sce’, -1)

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Condiciones iniciales y creación de matices de datos para guardar los resultados.

RC=20;//Rapidez de calentamoento (°C/min)

RC=RC+0.00001;//Para evitar fallo por interpolación con el valor de la rapidez

Ti=25;// Temperatura inicial (°C)

ts=3000;//Tiempo de simulación (s)

p=0.1;// Paso de tiempo(s)

np=ts/p;// Número de pasos

To=20.72;// Temperatura del medio ambiente (°C)

ro=0.0035;// Radio exterior (m)

roo=0.0035;//Radio inicial de referencia

ri=0.0025;// Radio interior (m)

mT=zeros(np,5);//Matriz de temperatura

MDFiN=zeros(np-1,9);//Matriz de fraccionen normalizada y para el cálculo del CETI

Dht=75000//Entalpia de transformación de ferrita + perlita a austenita

Melectric_current=zeros(np,3);//Matriz de corriente eléctrica

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Inicialización de variables de control.

t=0//Inicialización de tiempo de simulación

tavr=0;//Inicialización de tiempo virtual de transformación

Fi=0;//Inicialización de fracción transformada

Fii=0;

//Variables de la vc1i a vc4i para el control de las rutinas de transformación y estimación

del CETI.

vc1i=0;

vc1=0;

vc2=0;

vc3=0;

vc4=0;

vc5=0;

vc6=0;

vc7=0;
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Apéndice A. Código de Simulación

vc8=0;

vc9=0;

vc4i=0;

mT(1,1)=0;//Asignación de tiempo inicial

mT(1,2)=Ti;//Asignación de temperatura inicial

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Determinación de los puntos crı́ticos del valor del CETI

en función de la rapidez de calentamiento.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\CriticalPointsICTE.sce’, -1);

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Determinación de las temperaturas criticas en función de la rapidez de calentamiento.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\CriticalTransformationTemperatures.sce’, -1);

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Determinación de parámetros cinéticos dependientes de la rapidez de calentamiento.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\SelectionKineticParameters.sce’, -1);

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Ciclo general para el tiempo completo de simulación.

for M=2:1:np+1

pap=(M/np)*100;

disp(pap)//Presentación en monitor del porcentaje de avance de la simulación.

t=t+p;//Tiempo de simulación

T=mT(M-1,2);//Temperatura de Simulación

mT(M,1)=t;

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Cálculo del coeficiente global de transferencia de calor exterior.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\ConvectionCoefficient.sce’, -1);

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Interpolación de las propiedades termofı́sicas.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\PropertiesInterpolation.sce’, -1);

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Solución térmica sin transformación de fase antes del inicio de transformación.

if T<=Tstart & vc1i==0 then

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\ThermalSolutionWithoutPhaseTransformation.sce’, -1);

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Primera condición para el interruptor para el inicio de transformación,

en esta sección se le cambia el valor a la variable de control vc2 de 0 a 1

para entrar en la rutina de transformación de fase.

if T>=Tstart & vc1==0 then

vc1i=1

vc1=1

vc2=1

VI=M

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Se inicia la rutina de transformación de fase.

if vc2==1 & T<=Tend then
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exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\ThermalSolutionWithtPhaseTransformation.sce’, -1);

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

// Al cumplirse esta condición se detiene la rutina de transformación y se asignan

valores para el inicio de la etapa de homogenización.

if vc3==0 & T>Tend then

vc3=1

vc2=0

vc4=1

VII=M

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Se inicia la rutina de la etapa de homogenización.

if vc4==1 & T<=TendD then

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\ThermalSolutionInHomogenizationStage.sce’, -1)

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Al cumplirse esta condición se detiene la rutina de homogenización

y se asignan valores para regresar a la solución sin transformación de fase.

if vc4==1 & T>TendD then

vc4=0

VIV=M

vc4i=1

end

-----------------------------------------------------------------------------------------

//Continua el cálculo de la temperatura después de la transformación de fase.

if vc4i==1 & T>TendD then

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\ThermalSolutionWithoutPhaseTransformation.sce’, -1);

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Rutina para el cálculo del CETI.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\FractionNormalizationAndICTE.sce’, -1);

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Cálculo de la respuesta dilatométrica.

exec(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

\DilatometricResponse.sce’, -1);

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Se grafican los resultados del CETI y deformación por

dilatación térmica y de transformación de fase.

figure(1)

a=Mdtl(:,1)

b=Mdtl(:,2)

plot(a,b,5)//Ti

xlabel("Temparature [°C]");

ylabel("ICTe [1/°C]");

figure(2)

a2=mrdil(:,1)

b2=mrdil(:,2)
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plot(a2,b2,5)//Ti

xlabel("Temparature [°C]");

ylabel("ro [m]");

Lectura de Propiedades Termofı́sicas

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "PropertyReading.sce"

//Rutina para la lectura de las propiedades termofı́sicas del acero AISI 1045.

//Datos leı́dos a partir de archivos (.xls).

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Datos de conductividad cléctrica.

Sheets = readxls(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

/ElectricConductivity1045.xls’)

typeof(Sheets)

s=Sheets(1)

typeof(s)

sr= size(s, "r");

sc= size(s, "c");

ms=zeros(sr,sc);

for i=1:1:sr

for j=1:1:sc

ms(i,j)=s(i,j);

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Datos de densidad.

Sheets = readxls(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

/Density1045.xls’)

typeof(Sheets)

dd=Sheets(1)

typeof(dd)

dr= size(dd, "r");

dc= size(dd, "c");

md=zeros(dr,dc);

for i=1:1:dr

for j=1:1:dc

md(i,j)=dd(i,j);

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Datos de calor especı́fico.

Sheets = readxls(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo

/SpecificHeat1045.xls’)

typeof(Sheets)

cpd=Sheets(1)

typeof(cpd)

cpr= size(cpd, "r");

cpc= size(cpd, "c");

mcp=zeros(cpr,cpc);

for i=1:1:cpr

for j=1:1:cpc
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mcp(i,j)=cpd(i,j);

end

end

Determinación de Puntos Crı́ticos del CETI

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "CriticalPointsICTE.sce"

//Rutina para la determinación de los puntos crı́ticos del CETI.

//Datos leı́dos a partir de archivos (.xls).

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Datos de CETI dependientes de la rapidez da calentamiento y temperatura.

Sheets = readxls(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo/TCandCETL.xls’)

typeof(Sheets)

TandC=Sheets(1)

typeof(TandC)

TandCr= size(TandC, "r");

TandCc= size(TandC, "c");

mTandC=zeros(TandCr,TandCc);

for i=1:1:TandCr

for j=1:1:TandCc

mTandC(i,j)=TandC(i,j);

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Interpolacion de los puntos crı́ticos dependientes de la rapidez de calentamiento.

A1=zeros(1,16);

for j=1:1:(TandCr-1)

RCI=mTandC(j,1);

RCIII=mTandC(j+1,1);

if RCI<RC & RC<RCIII then

for y=1:1:16

A1(1,y)=mTandC(j,(y+1))+(((mTandC(j+1,(y+1))-mTandC(j,(y+1)))/(RCIII-RCI))*(RC-RCI));

end

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Acomodo de resultados de interpolación.

AA1=zeros(8,2);

for n=1:1:8

w=n-1;

AA1(n,1)=A1(1,n+w);

AA1(n,2)=A1(1,n+w+1);

end

Determinación de Temperaturas Criticas

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "CriticalTransformationTemperatures.sce"

//Rutina para la determinación de temperaturas criticas.
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//Datos leı́dos a partir de archivos (.xls).

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Datos temperatura de inicio, temperatura final de transformación

y temperatura de sobrecalentamiento.

Sheets = readxls(’C:\Users\Skuti\Desktop\Modelo_acoplado_sencillo_probeta_tubo/TsTeDT.xls’)

typeof(Sheets)

titfd=Sheets(1)

typeof(titfd)

titfr= size(titfd, "r");

titfc= size(titfd, "c");

mtitf=zeros(titfr,titfc);

for i=1:1:titfr

for j=1:1:titfc

mtitf(i,j)=titfd(i,j);

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Interpolación de temperaturas criticas.

A2=zeros(1,7);

for j=1:1:(TandCr-1)

RCI=mtitf(j,1);

RCIII=mtitf(j+1,1);

if RCI<RC & RC<RCIII then

for w=1:1:7

A2(1,w)=mtitf(j,(w+1))+(((mtitf(j+1,(w+1))-mtitf(j,(w+1)))/(RCIII-RCI))*(RC-RCI));

end

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Acomodo de los resultados de la interpolación.

//A2 [Tstar1 Tend2 DT3 DTdisolución4 Kdisolución5 Kavrami6 navrami7]

Tstart=A2(1,1)//Temperatura de inicio de transformación

Tend=A2(1,2)//Temperatura de final de transformación

Tsc=A2(1,4)//Temperatura de sobrecalentamiento para disolución final

TendD=Tend+Tsc//Temperatura final para el cálculo del CETI

Determinación de Parámetros Cinéticos

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "SelectionKineticParameters.sce"

//Rutina para la determinación de parámetros cinéticos dependientes

de la rapidez de calentamiento.

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Se toman los valores calculados en la rutina de temperaturas criticas.

if RC<23 then

navr=A2(1,7);//Parámetro cinético n de la ecuación de Avrami

Kavr=A2(1,6);//Parámetro cinético k de la ecuación de Avrami

navrD=1.1;//Parámetro Theta del modelo exponencial de la etapa de homogenización

KavrD=A2(1,5);//Parámetro b del modelo exponencial de la etapa de homogenización

else

navr=0.02//Parámetro cinético n de la ecuación de rapidez de transformación

//Kavr=exp(-(8.7513203642E-10*(DTemˆ6))+(2.5068375728043E-07*(DTemˆ5))
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-(0.0000286222611905196*(DTemˆ4))+(0.00167615320787728*(DTemˆ3))

-(0.0537286883280501*(DTemˆ2))+(0.971680509263251*(DTem))

-9.69438070200931)//Parámetro cinético k de la ecuación rapidez de transformación

navrD=1.1;//Parámetro Theta del modelo exponencial de la etapa de homogenización

KavrD=A2(1,5);//Parámetro b del modelo exponencial de la etapa de homogenización

end

Cálculo del Condiciones de Frontera Térmica

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "ConvectionCoefficient.sce"

//Cálculo del coeficiente global de transferencia de calor exterior.

de la rapidez de calentamiento.

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Coeficiente de transferencia de calor para la superficie interior

hi=-(0.0000000000000011132*(Tˆ6))+(3.77538511E-12*(Tˆ5))-(4.24011388322E-09*(Tˆ4))

+(1.35354658688921E-06*(Tˆ3))+(0.000459149717553211*(Tˆ2))-(0.232978314339089*T)

+310.006945249749;

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Coeficiente de transferencia de calor para la superficie exterior

Tcorr=To+273.15; //Temperatura del medio en kelvin

dairee= 348.74/Tcorr;//Densidad del aire

Tcrr=((T+273.15)+(To+273.15))/2;//Temperatura media = temperatura promedio de la pieza

y el ambiente

Tev=T+273.15;//Temperatura a la cual se evalúa el coeficiente

daire= 348.74/Tcrr;//Densidad del aire a la temperatura media

v=(1E-23*(Tcrrˆ6))-(3E-20*(Tcrrˆ5))+(0.00000000000000001*(Tcrrˆ4))-(0.000000000000004*(Tcrrˆ3))

+(0.0000000001*(Tcrrˆ2))+(0.00000004*Tcrr)-0.000005;//Viscosidad cinemática del aire

ka=(1.5E-19*(Tcrrˆ6))-(7.3721E-16*(Tcrrˆ5))+(1.48307592E-12*(Tcrrˆ4))

-(1.50628039874E-09*(Tcrrˆ3))+(7.7428014867173E-07*(Tcrrˆ2))-(0.000117417326611338*(Tcrr))

+0.0221877565204022;//Conductividad térmica del aire

diffu=(1.56521923E-22*(Tcrrˆ6))-(8.56820887798E-19*(Tcrrˆ5))+(1.95821161096803E-15*(Tcrrˆ4))

-(2.32123280010509E-12*(Tcrrˆ3))+(1.53804503013158E-09*(Tcrrˆ2))-(3.42534436669403E-07*(Tcrr))

+0.0000356696607575961;//Difusividad térmica

ex=-(1/daire)*((dairee-daire)/(Tcorr-Tev));//Coeficiente de expansión volumétrica

RaD=(9.81*ex*(Tev-Tcorr)*((2*roo)ˆ3))/(v*diffu);//Número de Rayleigh

x=0.14+(0.015*(log10(RaD)));

Nu=(0.98-(0.01*((log10(RaD))ˆ2)))*(RaDˆx);//Correlación de Rebrov

hc=(ka*Nu)/(2*roo);

hr=0.9*((0.00000005669*((Tevˆ4)-(Tcorrˆ4)))/(Tev-Tcorr));//CTC por radiación

ho=hc+hr;//Coeficiente global de transferencia de calor

mT(M,4)=ho;

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Coeficiente de transferencia de calor para la superficie exterior

Tr=-(0.000224285660807247*(Tˆ2))+(0.717657419310554*T)-12.4127045213821;//Temperatura ambiente

al interior como función de la temperatura de la probeta
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Interpolación de Propiedades Termofı́sicas

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "PropertiesInterpolation.sce"

//Interpolación de propiedades termofı́sicas en función de la temperatura.

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Interpolación de calor especı́fico

for j=1:1:(cpr-1)

Tcp1=mcp(j,1);

cp1=mcp(j,2);

Tcp3=mcp(j+1,1);

cp3=mcp(j+1,2);

if Tcp1<T & T<Tcp3 then

cp=cp1+(((cp3-cp1)/(Tcp3-Tcp1))*(T-Tcp1));

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Interpolación de la conductividad eléctrica

for j=1:1:(sr-1)

Ts1=ms(j,1);

s1=ms(j,2);

Ts3=ms(j+1,1);

s3=ms(j+1,2);

if Ts1<T & T<Ts3 then

Se=s1+(((s3-s1)/(Ts3-Ts1))*(T-Ts1));

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

// Interpolación de la densidad

for j=1:1:(dr-1)

Td1=md(j,1);

d1=md(j,2);

Td3=md(j+1,1);

d3=md(j+1,2);

if Td1<T & T<Td3 then

d=d1+(((d3-d1)/(Td3-Td1))*(T-Td1));

end

end

Solución del Campo Eléctrico-Térmico

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "ThermalSolutionWithoutPhaseTransformation.sce"

//Cálculo de campo eléctrico-térmico sin transformación de fase.

---------------------------------------------------------------------------------------------

I=sqrt((Se*%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))*((2*%pi*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+

(%pi*d*cp*((roˆ2)-(riˆ2))*(RC/60))));//Cálculo de corriente eléctrica sin transformación de

fase, para una rapidez de calentamiento constante

mT(M,3)=I;//Asignación de la corriente eléctrica a la columna 3 de la matriz de resultados

mT(M,2)=(((((Iˆ2)/(Se*d*cp))*((1/(%pi*((roˆ2)-(riˆ2))))ˆ2))-((2/(d*cp*((roˆ2)-(riˆ2))))

*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro))))*p)+T;//Calculo de la temperatura futura
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T2=mT(M,2);//Asignación de la temperatura futura a la columna 2 de la matriz de resultados

Solución del Campo Eléctrico-Térmico-Microestructural (Proceso de
Austenización)

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "ThermalSolutionWithtPhaseTransformation.sce"

//Rutina de transformación de fase, se realiza el cálculo de campo térmico con

transformación de fase calculando a la par la fracción en volumen de austenita formada.

---------------------------------------------------------------------------------------------

if RC<23 then //Si la rapidez de calentamiento es menor a 23 °C/min se realiza la rutina de

calculo de fracción transformada a partir del modelo de JMAK

Fj=Fi;//Almacenamiento de la fracción del paso anterior

DTem=T-Tstart;//Cálculo de la temperatura de transformación o sobrecalentamiento

Fi=1-exp(-Kavr*(DTemˆnavr));//Cálculo de la fracción en volumen de austenita formada

Dfi=Fi-Fj;//Diferencia entre la fracción actual y del paso anterior

mT(M,5)=Fi;//Asignación de la fracción actual a la matriz general de resultados

I=sqrt((Se*%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))*((2*%pi*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+(%pi*d*cp*((roˆ2)

-(riˆ2))*(RC/60))-(%pi*Dht*((roˆ2)-(riˆ2))*(Dfi/p))));//Calculo de corriente eléctrica sin

transformación de fase, rapidez de calentamiento constante

mT(M,3)=I;//Asignación de la corriente eléctrica a la columna 3

mT(M,2)=((p/(%pi*d*cp*((roˆ2)-(riˆ2))))*((((Iˆ2)/Se)*(1/(%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))))-(2*%pi*((hi*
(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+(%pi*((roˆ2)-(riˆ2))*Dht*(Dfi/p))))+T;//Cálculo de la

temperatura futura

T2=mT(M,2);//Asignación de la temperatura futura a la columna 2

---------------------------------------------------------------------------------------------

else //Si la rapidez de calentamiento es mayor a 23 °C/min se realiza la rutina de

calculo de fracción transformada a partir del modelo de rapidez de transformación JMAK

Fj=Fi;//Almacenamiento de la fracción del paso anterior

DTem=T-Tstart;//Cálculo de la temperatura de transformación o sobrecalentamiento

Kavr=exp(-(8.7513203642E-10*(DTemˆ6))+(2.5068375728043E-07*(DTemˆ5))-(0.0000286222611905196

*(DTemˆ4))+(0.00167615320787728*(DTemˆ3))-(0.0537286883280501*(DTemˆ2))+(0.971680509263251

*(DTem))-9.69438070200931)//Parámetro cinético k de la ecuación de rapidez

de transformación JMAK

tvj=p+((-log((1-Fj)/(Kavr)))ˆ(1/navr));//Tiempo virtual de transformación

Transj=((RC/60)*p)+T//Temperatura de corriente de transformación

DTemj=Transj-Tstart;//Calculo de la temperatura de transformación o sobrecalentamiento

Kavr=exp(-(8.7513203642E-10*(DTemjˆ6))+(2.5068375728043E-07*(DTemjˆ5))

-(0.0000286222611905196*(DTemjˆ4))+(0.00167615320787728*(DTemjˆ3))-(0.0537286883280501*
(DTemjˆ2))+(0.971680509263251*(DTemj))-9.69438070200931)

Fi=1-exp(-Kavr*(DTemjˆnavr));//Calculo de la fracción en volumen de austenita formada

Dfi=Fi-Fj;//Diferencia entre la fracción actual y del paso anterior

mT(M,5)=Fi;//Asignación de la fracción actual a la matriz general de resultados

I=sqrt((Se*%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))*((2*%pi*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+(%pi*d*cp*((roˆ2)

-(riˆ2))*(RC/60))-(%pi*Dht*((roˆ2)-(riˆ2))*(Dfi/p))));//Cálculo de corriente eléctrica

sin transformación de fase, rapidez de calentamiento constante

mT(M,3)=I;//Asignación de la corriente eléctrica a la columna 3 de la matriz de resultados

mT(M,2)=((p/(%pi*d*cp*((roˆ2)-(riˆ2))))*((((Iˆ2)/Se)*(1/(%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))))

-(2*%pi*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+(%pi*((roˆ2)-(riˆ2))*Dht*(Dfi/p))))+T;//Calculo

de la temperatura futura

T2=mT(M,2);//Asignación de la temperatura futura a la columna 2 de la matriz de resultados
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end

Solución del Campo Eléctrico-Térmico-Microestructural (Proceso de
Homogenización)

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "ThermalSolutionInHomogenizationStage.sce"

//Rutina de homogenización de carbono en austenita, se calcula la cinética y fracción de

homogenización de carbono.

---------------------------------------------------------------------------------------------

DTem=T-Tend;//Temperatura de sobrecalentamiento de la etapa de homogenización

Fih=exp(-KavrD*(DTemˆnavrD));//Fracción de homogenización

mT(M,6)=Fih;

I=sqrt((Se*%pi*((roˆ2)-(riˆ2)))*((2*%pi*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro)))+(%pi*d*cp*((roˆ2)

-(riˆ2))*(RC/60))));//Cálculo de corriente eléctrica sin transformación de fase, rapidez de

calentamiento constante

mT(M,3)=I;//Asignación de la corriente eléctrica a la columna 3 de la matriz de resultados

mT(M,2)=(((((Iˆ2)/(Se*d*cp))*((1/(%pi*((roˆ2)-(riˆ2))))ˆ2))-((2/(d*cp*((roˆ2)-(riˆ2))))

*((hi*(T-Tr)*ri)+(ho*(T-To)*ro))))*p)+T;//Cálculo de la temperatura futura

T2=mT(M,2);//Asignación de la temperatura futura a la columna 2 de la matriz de resultados

Estimación del CETI

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "FractionNormalizationAndICTE.sce"

//Rutina para la estimación del CETI.

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VI-1:1:VII//Toma los valores de temperatura y fracción transformada

MDFiN(i,1)=mT(i,2);//Toma el valor de la temperatura

MDFiN(i,2)=mT(i,5)/mT(VII-1,5);//Toma el valor de la fracción y lo normaliza

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VI:1:VII-1//Derivada de la traccion transformada respecto de la temperatura

MDFiN(i,3)=(MDFiN(i+1,2)-MDFiN(i,2))/(MDFiN(i+1,1)-MDFiN(i,1));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

MDFiN(VII-1,3)=0.95*(MDFiN(VII-2,3));//Modifica ligeramente el ultimo valor para evitar error

VN=max(MDFiN(:,3));//Encuentra el valor máximo de la derivada

for i=VI:1:VII-1

if MDFiN(i,3)==VN then

VIII=i;//Encuentra la posición dentro de la matriz del valor máximo de la derivada

end

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VI:1:VIII//Normaliza la primera mitad de la 1er etapa de contracción de la derivada

MDFiN(i,5)=(MDFiN(i,3)/MDFiN(VIII,3));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VIII:1:VII//Normaliza la segunda mitad de la 1er etapa de contracción de la derivada
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MDFiN(i,9)=(MDFiN(i,3)-MDFiN(VII-1,3));

MDFiN(i,6)=(MDFiN(i,9)/MDFiN(VIII,9));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VII:1:VIV-1//Toma los valores de temperatura y fracción de homogenización

MDFiN(i,1)=mT(i,2);

MDFiN(i,7)=mT(i,6);

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VII:1:VIV-1//Normaliza la la etapa de homogenización

MDFiN(i,9)=(MDFiN(i,7)-MDFiN(VIV-1,7));

MDFiN(i,7)=(MDFiN(i,9)/MDFiN(VII,9));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Valores del CETI en las etapas de transformación y homogenización

ceftl1=A1(1,8);

ceftl2=A1(1,10);

ceftl3=A1(1,12);

ceftl4=A1(1,14);

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VI:1:VIII//Valor del CETI 1era mitad

MDFiN(i,8)=(ceftl1*(1-MDFiN(i,5)))+(ceftl2*(MDFiN(i,5)));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VIII:1:VII//Valor del CETI 2da mitad

MDFiN(i,8)=(ceftl2*(MDFiN(i,6)))+(ceftl3*(1-MDFiN(i,6)));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

for i=VII:1:VIV//Valor del CETI etapa de disolución

MDFiN(i,8)=(ceftl3*(MDFiN(i,7)))+(ceftl4*(1-MDFiN(i,7)));

end

---------------------------------------------------------------------------------------------

tmc=(VIV-VI);//Separar datos del CETI

Mdtl=zeros(tmc,3);

j=0;

for i=VI:1:VIV-1

j=j+1;

Mdtl(j,1)=MDFiN(i,1);

Mdtl(j,2)=MDFiN(i,8);

Mdtl(j,3)=MDFiN(i,8)*1000000;

end

Estimación del Comportamiento Dilatométrico

---------------------------------------------------------------------------------------------

//Archivo "DilatometricResponse.sce"

//Rutina para la estimación del comportamiento dilatométrico.

---------------------------------------------------------------------------------------------

vc1i=0;//Usada en la primera condición como interruptor para el inicio de transformación

vc1=0;

vc2=0;

vc3=0;
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vc4=0;

vc5=0;

vc6=0;

vc7=0;

vc8=0;

vc9=0;

vc4i=0;

mrdil=zeros(np,4);//Matriz de respuesta dilatométrica

mrdil(1,1)=Ti;

mrdil(1,2)=roo*1000000;

---------------------------------------------------------------------------------------------

for M=2:1:np+1

T=mT(M-1,2);

Ti2=mT(M,2);

ros=roo;

if T<=Tstart & vc1i==0 then//Solución térmica sin transformación de fase antes del inicio

de transformación

if T<50 then

cietld=AA1(1,2);

roo=((rosˆ2)/(exp(-cietld*(Ti2-T))))ˆ(1/2);//Cálculo del radio instantáneo

Doo=2*roo;

Deformacion=(Doo-(2*ro))/(2*ro);//Cálculo de la deformación

mrdil(M,1)=Ti2;

mrdil(M,2)=roo*1000000;

mrdil(M,3)=Doo;

mrdil(M,4)=Deformacion*1000000;

end

if T>50 then//Cálculo de CETI para temperatura por debajo de 50°C

for j=1:1:(8-1)

Ts1=AA1(j,1);

cef1=AA1(j,2);

Ts3=AA1(j+1,1);

cef3=AA1(j+1,2);

if Ts1<Ti2 & Ti2<Ts3 then//interpolación lineal

cietld=cef1+(((cef3-cef1)/(Ts3-Ts1))*(Ti2-Ts1));

end

end

roo=((rosˆ2)/(exp(-cietld*(Ti2-T))))ˆ(1/2);

Doo=2*roo;

Deformacion=(Doo-(2*ro))/(2*ro);

mrdil(M,1)=Ti2;

mrdil(M,2)=roo*1000000;

mrdil(M,3)=Doo;

mrdil(M,4)=Deformacion*1000000;

end

end

if T>=Tstart & vc1==0 then//Primera condición Interruptor para el inicio de

transformación, en esta sección se le cambia el valor a la variable de control vc2

de 0 a 1 para entrar en la rutina de transformación de fase

vc1i=1

vc1=1

vc2=1

VI=M
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end

if vc2==1 & T<=Tend then//Se inicia la rutina de transformación de fase

cietld=MDFiN(M,8);

roo=((rosˆ2)/(exp(-cietld*(Ti2-T))))ˆ(1/2);

Doo=2*roo;

Deformacion=(Doo-(2*ro))/(2*ro);

mrdil(M,1)=Ti2;

mrdil(M,2)=roo*1000000;

mrdil(M,3)=Doo;

mrdil(M,4)=Deformacion*1000000;

end

if vc3==0 & T>Tend then///Segunda condición Interruptor para el fin de transformación,

se cambia el valor de la variable de control vc3 de 0 a 1 para salir en la rutina

de transformación de fase

vc3=1

vc2=0

vc4=1

VII=M

end

if vc4==1 & T<=TendD then

cietld=MDFiN(M,8);

roo=((rosˆ2)/(exp(-cietld*(Ti2-T))))ˆ(1/2);

Doo=2*roo;

Deformacion=(Doo-(2*ro))/(2*ro);

mrdil(M,1)=Ti2;

mrdil(M,2)=roo*1000000;

mrdil(M,3)=Doo;

mrdil(M,4)=Deformacion*1000000;

end

if vc4==1 & T>TendD then

vc4=0

VIV=M

vc4i=1

end

if vc4i==1 & T>TendD then

for j=1:1:(8-1)

Ts1=AA1(j,1);

cef1=AA1(j,2);

Ts3=AA1(j+1,1);

cef3=AA1(j+1,2);

if Ts1<Ti2 & Ti2<Ts3 then

cietld=cef1+(((cef3-cef1)/(Ts3-Ts1))*(Ti2-Ts1));

end

end

roo=((rosˆ2)/(exp(-cietld*(Ti2-T))))ˆ(1/2);

Doo=2*roo;

Deformacion=(Doo-(2*ro))/(2*ro);

mrdil(M,1)=Ti2;

mrdil(M,2)=roo*1000000;

mrdil(M,3)=Doo;

mrdil(M,4)=Deformacion*1000000;//Sólo multiplicar por 1000000 obtener el número

end

end
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