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RESUMEN 

En el presente trabajo se realiza un estudio relacionado con el comportamiento de los 

parámetros operacionales y de diseño en la instalación semi-industrial de 

hidrotransporte del Instituto Superior Minero Metalúrgico de Moa, con el empleo de 

pulpa laterítica cruda a temperatura de 27 ºC y concentración de sólidos en peso de 

41,93 %. Se efectuaron experimentos de estrangulación con la válvula en la descarga 

de la bomba, con el objetivo de obtener las curvas características del sistema para 

varios números de revoluciones, se tomaron mediciones de la caída de presión en un 

tramo recto de tubería horizontal con el fin de validar la metodología aplicada. Los 

resultados revelaron el comportamiento polinómico de orden dos de las ecuaciones 

matemáticas que describen las curvas características de la bomba centrífuga лG 

(carga-capacidad, potencia-capacidad y eficiencia-capacidad). Se precisa una 

metodología de cálculo para la evaluación del proceso de hidrotransporte de la pulpa 

laterítica cruda en régimen de flujo laminar, con un comportamiento plástico real que 

responde al modelo Herschel-Bulkley, el error relativo promedio asociado a su uso es 

inferior al 0,98 %, clasificándola como una pulpa homogénea. El análisis de la red de 

tuberías y accesorios junto con las curvas características arrojaron los puntos de 

operación del sistema de bombeo, determinándose que para un número de 

revoluciones de 1 400 r/min se encuentra el punto operacional de máxima eficiencia y 

el más económico. 
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ABSTRACT 

In the present work a study is carried out related to the behavior in the operational and 

design parameters in the semi-industrial installation of hydrotransport in Higher Mining 

Metallurgical Institute of Moa, with the use of crude lateritic slurry at temperature 27 ºC 

and solids concentration by weight of 41,93 %. Strangulation experiments were carried 

out with the valve in the discharge of the pump, in order to obtain the characteristic 

curves of the system for several numbers of revolutions, measurements of the pressure 

drop were taken in a straight section of horizontal pipeline in order to validate the 

applied methodology. The results revealed the polynomial behavior in order two to the 

mathematical equations that describe the characteristic curves in the centrifugal pump 

лG (load-capacity, power-capacity and efficiency-capacity). A calculation methodology 

is required for the evaluation of the hydrotransport process with the use of lateritic slurry 

in laminar flow, with a real plastic behavior that responds to the Herschel-Bulkley model, 

the average relative error associated with its use is less than 0,98 %, classifying it as a 

homogeneous slurry. The analysis of the network of pipes and fittings together with the 

characteristic curves showed the operating points of the pumping system, determining 

that for 1 400 r/min number of revolutions is the operational point of maximum efficiency 

and the most economical. 
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INTRODUCCIÓN 

A nivel mundial, el hidrotransporte de mineral laterítico a través de conductos tubulares 

cerrados mediante la implementación de bombas es muy común como consecuencia 

de los adelantos tecnológicos en la industria. Para alcanzar un crecimiento notable en 

el proceso productivo es necesario el perfeccionamiento de los equipos de bombeo, 

además de un amplio conocimiento del funcionamiento y explotación de estos. A pesar 

que este proceso posee algunas ventajas con respecto a otros tipos de transporte tiene 

como defecto, el rápido deterioro de las instalaciones producto a la cavitación y las 

vibraciones presentes en las bombas, además de un elevado consumo energético 

(Rodríguez 2013). 

En el contexto actual el transporte hidráulico de pulpa desempeña un papel primordial 

en la industria por su efectividad económica y ecológica con respecto a otros tipos de 

transporte. En este el consumo energético depende en gran medida de las pérdidas 

de carga a lo largo de la tubería, las que a su vez están determinadas por el diámetro 

de la conductora, su estado de explotación, el material de la tubería, el régimen de 

trabajo de la instalación y las propiedades físico-mecánicas de las suspensiones (Turro 

2002; Turro et al. 2008; Martínez 2009). 

Por otra parte, la selección de cualquier sistema de bombeo debería considerar el 

análisis reológico del fluido a ser transportado. Numerosos autores han abordado la 

inexactitud en los métodos de cálculo de los sistemas de trasiego de pulpas al 

considerar como fluidos newtonianos aquellos materiales que no cumplen con la ley 

de la viscosidad de Newton (fluidos no newtonianos), por lo cual los resultados que se 

tienen no pueden generalizarse para todo tipo de suspensiones por la variabilidad de 

sus respectivos comportamientos reológicos (Laurencio & Delgado 2008; Turro et al. 

2008; Martínez et al. 2014; Martínez & Hernández 2015). 

En los casos prácticos de cálculo y selección de los sistemas de transporte para la 

industria cubana productora de níquel y cobalto de la región oriental de Cuba, la pulpa 

laterítica (mezcla de agua industrial + mineral laterítico) ha sido considerada 

generalmente como un fluido newtoniano, lo que incurre perjudicialmente en los 
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indicadores económicos y en la eficiencia del proceso tecnológico (Rodríguez et al. 

2016; Delgado 2017; Rodríguez 2017). Estos factores provocan dificultades en la 

evaluación y el rendimiento en el sistema de trasiego por tuberías de la hidromezcla 

laterítica, dado a que es un fluido de comportamiento complejo (fluidos no 

newtonianos), insuficientemente estudiado en la actualidad. 

En el Instituto Superior Minero Metalúrgico de Moa (ISMMM), existen áreas e 

instalaciones destinadas al estudio y comportamiento de los fluidos industriales, en 

especial de las empresas productoras de níquel + cobalto, así como los elementos y 

equipos que componen dichas instalaciones. Dirigidos por profesores investigadores 

del área de la Mecánica de los Fluidos. 

La instalación semi-industrial de hidrotransporte construida alrededor de los años 1985 

y 1986 es una de estas áreas destinadas para la investigación y la docencia, la misma 

consta de bombas con variador de velocidad instalado, tuberías, accesorios e 

instrumentación y control (por un autómata programable) con el objetivo de evaluar y 

registrar los parámetros de funcionamiento de estos equipos en el bombeo de 

diferentes fluidos. Se dispone de un sistema de redes de tuberías en circuito cerrado 

y semi-abierto por el cual se trasiegan los fluidos en estudio (agua y pulpas 

principalmente). Esta instalación se ha encontrado en los últimos años sometida a una 

reparación y modernización de su equipamiento tecnológico, para una mayor eficiencia 

y grado de confiabilidad de los estudios que se realizan en la misma. 

Los sistemas de hidrotransporte de la pulpa laterítica a escala industrial y  

semi-industrial presentan las deficiencias relacionadas a continuación: 

 Los sistemas de hidrotransporte consumen gran cantidad de energía, lo que 

depende en gran parte de las cargas que se pierden a lo largo de toda la red del 

sistema de tubería. 

 La selección incorrecta de los sistemas de bombeo al considerar la pulpa laterítica 

como un fluido newtoniano es un problema que ocasiona la ineficiencia energética 

de estos equipos. 
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 Insuficiente conocimiento de los parámetros de trabajo o de operación del sistema 

de bombeo instalado en la estación semi-industrial para el transporte de la pulpa 

laterítica. 

A partir de estas deficiencias se define como situación problemática: 

En la actualidad, la selección de los sistemas de bombeo al considerar la pulpa en 

cuestión como un fluido newtoniano trae como consecuencia una ineficiencia 

energética del sistema operacional que afecta el flujo productivo. Para confirmar la 

selección correcta del equipamiento tecnológico, el análisis reológico debe ser probado 

científicamente. Si el análisis investigativo muestra que la pulpa es un fluido no 

newtoniano, la selección de las bombas debe ser revisada por un personal técnico 

calificado. 

Por lo anteriormente expuesto en el presente trabajo se define como problema a 

investigar: 

Insuficiente conocimiento de los parámetros de funcionamiento del sistema de bombeo 

de la instalación semi-industrial para el hidrotransporte de la pulpa laterítica. 

Se establece como objeto de la investigación: 

Selección de bombas centrífugas en el hidrotransporte de pulpa laterítica. 

El campo de acción de la investigación se enmarca en la obtención de las curvas 

características de una bomba centrífuga y el comportamiento del gradiente de presión 

por tuberías horizontales. 

Dado el problema a resolver se plantea la siguiente hipótesis: 

Al realizar los ensayos en la instalación con el empleo de una válvula de 

estrangulación, en la descarga de la bomba, para varios números de revoluciones del 

motor, se puede obtener el comportamiento de las curvas características de la bomba 

como son: carga-capacidad (H-Q), potencia-capacidad (P-Q), eficiencia-capacidad  

(ƞ-Q) para la pulpa laterítica. Por último, a partir de las propiedades que presenta la 

pulpa laterítica como la granulometría, la densidad, la sedimentación y su reología, 

además del comportamiento de las velocidades críticas, se podrán determinar los 
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parámetros de hidrotransporte como son los gradientes de presión requeridos para 

lograr flujos volumétricos en tuberías horizontales y garantizar una selección adecuada 

de los sistemas de bombeo al considerar el régimen de flujo analizado. 

Se define como objetivo del trabajo: 

Establecer los parámetros operacionales y de diseño en la instalación semi-industrial 

de hidrotransporte del Instituto Superior Minero Metalúrgico de Moa con el empleo de 

la pulpa laterítica. 

Para cumplir el objetivo central, se desarrollaron los siguientes objetivos específicos: 

1. Obtener las curvas características de la bomba centrífuga лG perteneciente a la 

instalación semi-industrial de hidrotransporte. 

2. Determinar el gradiente de presión de forma experimental y teórica para el 

transporte de pulpa laterítica en un tramo recto de tubería horizontal. 

3. Determinar el punto de operación de la bomba centrífuga лG para diferentes 

condiciones de trabajo en función de la característica de la red de tuberías y 

accesorios. 

De acuerdo a los objetivos propuestos, se plantean las siguientes tareas del trabajo: 

1. Análisis de las limitaciones en las teorías y expresiones empíricas desarrolladas en 

la literatura actualizada para el cálculo de la caída de presión al ser aplicadas a la 

pulpa laterítica.  

2. Ensayos y monitoreo de las mediciones relacionadas a la obtención de las curvas 

características de la bomba centrífuga лG, con empleo de pulpa laterítica cruda. 

3. Validación de la metodología de cálculo del gradiente de presión en un tramo recto 

de tubería horizontal, con empleo de pulpa laterítica cruda. 

4. Determinación del punto de operación de la bomba para diferentes condiciones de 

trabajo. 
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1. CAPÍTULO 1. MARCO DE REFERENCIA DE LA INVESTIGACIÓN 

1.1. Introducción 

El transporte hidráulico de sólidos constituye una operación ampliamente difundida en 

la industria minero metalúrgica cubana, este debe asegurar un aprovechamiento de 

los recursos naturales y reducir el consumo de energía eléctrica para lograr una mayor 

eficiencia en el proceso productivo. El análisis minucioso de estudios en este campo, 

permite mostrar de forma preliminar las disímiles características y diferencias que se 

manifiestan entre las investigaciones realizadas, las teorías existentes y los variados 

elementos relacionados con el transporte de pulpa laterítica por sistemas de tuberías. 

En tal sentido, se declara como objetivo del capítulo: 

Realizar una revisión bibliográfica mostrando fundamentos teóricos en la aplicación de 

la reología para la modelación y simulación de los parámetros de hidrotransporte de la 

pulpa en un tramo de tubería recto horizontal, en los sistemas de bombeo. 

En el desarrollo de la investigación se han consultado diferentes trabajos y estudios 

realizados; la revisión bibliográfica ha estado dirigida en dos líneas fundamentales: 

- La información relacionada con el enfoque teórico-metodológico del transporte de 

fluidos no newtonianos por tuberías. 

- Los trabajos sobre el tema de flujo de fluidos no Newtonianos que consiste 

fundamentalmente en determinar los gradientes de presión y las velocidades 

críticas de sedimentación en los sistemas de tuberías. 

1.2. Revisión bibliográfica 

El interés por la Hidrodinámica se remonta a las aplicaciones más antiguas de los 

fluidos en ingeniería. Euler fue el primero en reconocer que las leyes dinámicas para 

los fluidos sólo se pueden expresar de forma relativamente sencilla si se supone que 

el fluido es no viscoso (fluido ideal), en donde se desprecian los efectos disipativos 

internos por transporte de cantidad de movimiento entre partículas. Sin embargo, como 

esto no es así en el caso de los fluidos reales en movimiento, los resultados con las 
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ecuaciones de Euler sólo pueden servir de estimación para flujos en los que los efectos 

de la viscosidad son pequeños (Aguirre et al. 2008). 

En cuanto al problema del flujo de fluidos densos, parte de la energía mecánica se 

disipa como consecuencia del rozamiento viscoso, lo que provoca una caída de 

presión a lo largo de la tubería; las ecuaciones de Navier-Stokes sugieren que la caída 

de presión es proporcional a la velocidad media (Betancourt 1991). Los experimentos 

llevados a cabo a mediados del siglo XIX demostraron que esto sólo era cierto para 

velocidades bajas; para velocidades altas, la caída de presión era más bien 

proporcional al cuadrado de la velocidad (Granados 2009). 

Este problema se resolvió con las investigaciones de Reynolds (1883) acerca de las 

condiciones en las que la circulación de un fluido en el interior de una tubería 

experimenta una transición del régimen laminar al régimen turbulento. Para estudiar el 

cambio de flujo, utilizó tuberías de vidrio de diferentes diámetros conectadas a un 

tanque de agua grande; en la línea central de las tuberías, inyectó tinta con el fin de 

visualizar los cambios que experimentaba el movimiento del fluido; obteniéndose como 

resultado una línea coloreada que era continua para flujos bajos y que vibraba al utilizar 

altos flujos (Shames 1995; Calderón et al. 2017). 

Como resultado del experimento anteriormente descrito, Reynolds precisó de forma 

arbitraria, basado en la información visual, tres clasificaciones de los fluidos: flujo 

laminar, de transición y turbulento (Méndez & López 1984). La clasificación de los flujos 

en laminar y turbulento es resultado propiamente de las viscosidades del fluido; no 

habría distinción entre estos tipos de flujo en ausencia de la misma (Calderón et al. 

2017). 

La viscosidad es una propiedad física característica de todos los fluidos que emerge 

de las colisiones entre las partículas que se mueven a diferentes velocidades, y emite 

una resistencia a su movimiento (Hatschek 1928; Massey & Ward 2011). El balance 

entre las fuerzas viscosas e inerciales en los fluidos newtonianos se caracteriza por el 

valor del número de Reynolds, aceptándose generalmente 2 100 en presencia de un 

flujo laminar estable. En el caso de los fluidos independientes del tiempo, el valor del 
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número de Reynolds crítico depende del tipo y grado del comportamiento no 

Newtoniano (Chhabra & Richardson 1999, 2008). 

El análisis realizado por Viktorovitsj (2015) y Singh et al. (2016), basado en el estudio 

de la deformación y el fluir de la materia, muestra la importancia de la reología en la 

predicción del gradiente de presión para el flujo de fluidos en tuberías. En este aspecto, 

Rodríguez (2016; 2017; 2019) presenta resultados de estudios del comportamiento 

reológico de pulpas lateríticas con 41; 42,5 y 44 % de sólidos en peso a temperatura 

de 27 ºC, donde define la marcada influencia del incremento de la concentración de 

los sólidos en la hidromezcla laterítica. 

Haldenwang et al. (2012) al aplicar una correlación basado en las ecuaciones del 

número de Reynolds propuestas por Metzner & Reed (1955) y Slatter & Lazarus 

(1993), comprueba que los mismos expresan los valores más bajos de errores en la 

analogía con los resultados empíricos para todos los regímenes de flujo. El trabajo 

experimental reveló que las ecuaciones pueden ser utilizadas para predecir la caída 

de presión para un 20 % de máximo error, a partir del empleo de pulpas con diferentes 

concentraciones en peso, caracterizándola como plástico Bingham. 

En las revisiones bibliográficas realizadas resultaron significativos los estudios 

precedentes dedicados al hidrotransporte, los que han servido de aporte a la 

comprensión de los métodos que describen el comportamiento del flujo de fluidos en 

tuberías. Dentro de estos trabajos se destacan los resultados de Hanks (1963), Govier 

& Aziz (1972) y Wilson (1996) donde sobre la base de las investigaciones teóricas y 

experimentales, formularon criterios en dependencia del modelo específico del fluido. 

Análogamente, Slatter (1996) establece el régimen de flujo laminar y de transición al 

proponer un criterio para determinar el número de Reynolds con un fluido del tipo 

Herschel-Bulkley. Su argumentación se avala en el hecho de que las fuerzas inerciales 

y viscosas son definidas solamente por la parte del fluido que se encuentra sometida 

a deformación, y descarta la proporción atribuible a la zona tapón que se encuentra 

presente en el centro de la tubería. Las condiciones del flujo laminar dejan de existir 
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para Re = 2 100; por lo tanto, el cálculo de la velocidad crítica requiere un procedimiento 

iterativo. 

Investigadores como Frigaard et al. (1994); Draad et al. (1998); Nouar &  

Frigaard (2001); Peixinho et al. (2005) y Rudman & Blackburn (2006), han demostrado 

que para regímenes de flujo de laminar a transición turbulenta a través de tuberías de 

diámetros pequeños, no son afectados por el valor del esfuerzo cortante; y manifiesta 

además, que parámetros como el índice de flujo (n) y el esfuerzo cortante en la pared 

de la tubería (τw) son determinantes para delimitar el punto de transición al incrementar 

el diámetro. Esto se manifiesta con la intervención unida del gradiente de velocidad y 

el esfuerzo cortante para estabilizar el flujo, que provoca la demora de la transición de 

las condiciones del flujo laminar. 

Rudman & Blackburn (2006) sugiere que a medida que el índice de flujo disminuye, el 

número de Reynolds aumenta. Sus experimentos indican que esa transición ocurre 

para un número de Reynolds modificado de 1 300 y 3 000. Los experimentos de  

Slatter (1997, 1999a, 1999b; 2000) establecen un criterio simple, con el objetivo de 

demarcar como se evidencia la transición para los fluidos Newtonianos que son 

conducidos por tuberías al utilizar un Re = 2 300, con la peculiaridad de que las 

investigaciones se efectúan para diámetros de tuberías pequeños. Estos resultados 

fueron ratificados considerándose otros tipos de fluidos con características 

seudoplásticas (Escudier et al. 2009). 

Un problema a considerar en el diseño de plantas que trasiegan pulpas, radica en el 

comportamiento de la hidromezcla. Cada vez se presiona a reducir la cantidad de agua 

y operar a altas concentraciones directamente, lo cual afecta el comportamiento del 

flujo de fluido. Slatter (2004, 2005, 2006) y Haldenwang et al.  (2000; 2006) al emplear 

fluidos con diferentes características reológicas, en especial ajustándose al modelo 

plástico Bingham, determinan el impacto de esta reología en el régimen de flujo en 

transición, y demuestran que las partículas sedimentan en régimen laminar. 

En las últimas décadas se han realizado varios estudios relacionados con el desarrollo 

de metodologías en la predicción de las pérdidas de presión por fricción en régimen 
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de flujo turbulento por tuberías, especialmente con fluidos puramente viscosos que se 

ajustan a modelos seudoplásticos, plásticos Bingham y Herschel-Bulkley; se 

encuentran además los trabajos de Govier & Aziz (1972); Cho & Hartnett (1982);  

Sellin et al. (1982a, 1982b); Rudman et al. (2001); Rudman & Blackburn (2012) 

referentes al flujo turbulento de fluidos visco-elásticos. 

En los estudios realizados por Govier & Aziz (1972); Heywood & Cheng (1984) se 

presentan numerosas ecuaciones para predecir el factor de fricción para fluidos  

no newtonianos independientes del tiempo; la mayoría basadas en consideraciones 

dimensionales combinadas con las observaciones experimentales. Por otra parte, 

resultados reportados por Tomita (1959); Wilson & Thomas (1985); Bartosik (2011) 

muestran la existencia de una preponderancia de correlaciones fundamentada en los 

fluidos con comportamiento seudoplástico y algunas expresiones disponibles para los 

fluidos plásticos Bingham. 

Se señala como principal limitación de estos trabajos, la escasa información acerca de 

expresiones que faciliten el cálculo del número de Reynolds en fluidos del tipo 

Herschel-Bulkley, que delimiten las zonas de transición de los regímenes de flujo 

laminar, transición y turbulenta. 

El comportamiento del flujo es el resultado de interacciones complejas entre la 

dinámica del fluido, la reología y la ciencia de las partículas, y puede ir de la corriente 

laminar simple de materiales homogéneos a flujos granulares donde los sólidos se 

llevan como una cama estacionaria. 

Todas estas investigaciones realizan un gran esfuerzo por diseñar sistemas de 

tuberías y predecir el comportamiento de la suspensión basado en metodologías con 

las cuáles es difícil de tener éxito, sobre todo si se considera el escalado en estos 

sistemas. Sin embargo, modelos mecánicos que usan la reología de los fluidos y las 

propiedades de las partículas para predecir el comportamiento de la suspensión son 

utilizados con precisión para una variedad de tipos de materiales y regímenes de flujo. 

Paterson (2011) efectúa una revisión bibliográfica de los principales sistemas de 

bombeo de pulpas industriales de la minería, pastas y colas de desechos; con el 
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objetivo de comprender los problemas esenciales que han surgido y proponer 

soluciones en la dirección de perfeccionar la tecnología de los sistemas de tuberías y 

sistemas de bombeo de fluidos de altas densidades y viscosidad. 

Los sistemas de tuberías analizados presentaron problemas de sedimentación en las 

líneas después de algunos días de operación debido a las bajas velocidades de 

transportación en flujo laminar (Cooke 2002; Houman & Jhonson 2003; Jhonson & 

Vietti 2003; Cowper et al. 2010) al trasegar pulpas. 

Estos resultados confirman que el transporte de pulpas y otros fluidos viscosos a largas 

distancias en régimen laminar y velocidades bajas no es factible (Slatter 2004). 

Consideran que, a falta de una comprensión definitiva, o un análisis mecánico bien 

justificado de este fenómeno; el hidrotransporte de lodos, pulpas y otros fluidos no 

newtonianos a concentraciones altas en flujo laminar constituye un problema industrial 

urgente. Evidencian un efecto más pronunciado en los fluidos con altas densidades al 

aumentar la concentración de los sólidos. En particular, los materiales con altos 

porcentajes de partículas finas, tienden a ser significativamente más viscosos. 

Los sistemas descritos operaban en régimen laminar y el bloqueo en la tubería ocurría 

con la presencia del material con partículas grandes. Confirmándose en 

investigaciones realizadas por Izquierdo et al. (1995a; 1995b), el cual plantea que la 

sedimentación de la pulpa laterítica en la tubería ocurre principalmente por impurezas 

o partículas de diámetros mayores al establecido por diseño de la planta. 

Entre otros trabajos Aziz & Mohamed (2013) y Turian & Yuan (1971) realizan una 

investigación experimental con transporte de pulpas de arena y de lodo. La 

investigación se centró en determinar los parámetros principales de hidrotransporte de 

estos fluidos, los cuáles se deducen al aplicar métodos de cálculos teóricos y 

experimentales que incluyen el número de Reynolds, el número de Froude, la 

concentración de sólidos en la pulpa, la gravedad específica y la relación del radio de 

la partícula y el diámetro de la tubería. 

Los resultados preliminares aplicados a pulpas heterogéneas mostraron que a medida 

que se incrementa la concentración del fluido aumenta la pendiente hidráulica, y a la 
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vez decrece la eficiencia en el transporte de los sólidos, así mismo sucedía con la 

gravedad específica de los sólidos, demostrándose la diferencia de transportar fluidos 

más pesados con respecto a otros más ligeros. Otro resultado que deja claro el autor 

es la preferencia por transportar mezclas con partículas finas que aquellas que 

contienen partículas grandes, desde el punto de vista del gradiente de presión y la 

eficiencia del transporte. 

Estos estudios se encaminan a determinar los factores que afectan el trasporte 

hidráulico de pulpas por tuberías, pero no se define una metodología específica para 

establecer la dependencia funcional de los mismos en los sistemas hidráulicos. Por lo 

general, no se trata experimentalmente como el transporte de la pulpa afecta las 

características de las bombas. 

Martínez (2009) y Laurencio (2007, 2012) mediante la determinación del 

comportamiento reológico y granulométrico establecen métodos de cálculo para el 

hidrotransporte de las suspensiones del cieno carbonatado y el crudo mejorado 650. 

Presentan correlaciones del gradiente de presión en función de la velocidad del fluido 

experimental y teóricamente obtienen errores en la predicción por debajo del  

10 %. El autor considera que los métodos son aplicables a fluidos con comportamiento 

plástico Bingham y seudoplásticos respectivamente, no ajustándose a la pulpa 

laterítica la cual presenta un comportamiento Herschel-Bulkley. 

A partir de estudios experimentales y mediante procedimientos estadísticos y 

estimadores, Hernández (2016) modela el comportamiento de la viscosidad aparente, 

esfuerzo cortante inicial, índice de consistencia e índice de flujo, en función de la 

temperatura, contenido de sólidos y composición química de la pulpa laterítica. Se 

observa que los modelos matemáticos propuestos, integrados a un algoritmo de 

optimización combinatoria, permiten configurar la operación del sistema de bombeo de 

pulpa cruda con criterios de eficiencia energética; de manera semejante, se presenta 

un algoritmo de optimización de búsqueda total discreta que permite establecer en el 

sistema de bombeo de pulpa precalentada, el valor de la presión de descarga de la 

bomba volumétrica que garantiza, eficientemente, el caudal y presión demandados en 

el proceso tecnológico. 
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Rodríguez (2017) realiza un estudio en la instalación de hidrotransporte de la planta 

de Espesadores de Pulpa de la fábrica “Comandante Pedro Sotto Alba”, al analizar las 

propiedades físico-mecánicas y reológicas de la pulpa laterítica con el objetivo de 

determinar la caída de presión durante el hidrotransporte en régimen laminar en un 

tramo recto de tubería, propone modelos de gradientes de presión con errores en las 

predicciones menores en todos los casos del 10 %. El autor utiliza en su investigación 

diámetros de tuberías relativamente grande (16 pulgadas) y encontrándose la 

hidromezcla en régimen laminar. 

Entre otros trabajos, Rosa (2018) efectúa un análisis a escala semi-industrial en la 

instalación de hidrotransporte del Instituto Superior Minero Metalúrgico de Moa. A partir 

de estudios experimentales y mediante procedimientos estadísticos se modela el 

comportamiento de carga, potencia y rendimiento de la bomba al trasegar hidromezcla 

laterítica. Con la aplicación del procedimiento propuesto en el sistema de bombeo de 

pulpa cruda garantiza un caudal de 1 600 m3/h a la concentración de sólidos 

demandados en el proceso tecnológico, incrementándose la eficiencia energética del 

sistema de forma general en 5 %. Se concluye que la utilización de un modelo 

matemático del coeficiente de corrección que relaciona los parámetros reológicos de 

la pulpa laterítica y los energéticos del sistema de bombeo, garantizan un proceso de 

lixiviación ácida, energéticamente eficiente. 

En las referencias bibliográficas examinadas se aprecia la tendencia de analizar la 

fenomenología de los fluidos no newtonianos, las cuales presentan la limitante de no 

describir en su totalidad el fenómeno de transporte de fluidos Herschel-Bulkley en 

función de su heterogeneidad y las irregularidades del flujo en régimen originado, 

condición en la cual existe la posibilidad de la ocurrencia de la sedimentación en las 

líneas ya sea en régimen laminar o la posibilidad de la no sedimentación en el régimen 

de transición de laminar a turbulento. 

Teniendo en cuenta la bibliografía consultada se plantea la necesidad de dedicar este 

trabajo investigativo a la determinación en correspondencia con las propiedades de la 

hidromezcla laterítica, los parámetros de hidrotransporte (gradiente de presión 
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requeridos para lograr flujos volumétricos) a escala semi-industrial de la pulpa laterítica 

para otras condiciones no analizadas en las investigaciones anteriores. 

1.3. Reología de las pulpas 

La reología es una disciplina científica que estudia los principios físicos que regulan el 

movimiento de los fluidos y su deformación (Garcell et al. 2011; López 2014; Rodríguez 

2017; Antuna 2018; Arias et al. 2018; Romero 2018). Estos principios están ligados al 

comportamiento que tienen los fluidos en movimiento, con respecto al gradiente de 

velocidad, al esfuerzo de corte aplicado y a la viscosidad. Si se considera un fluido 

contenido entre dos láminas planas y paralelas, separadas entre sí por una distancia 

muy pequeña tal como se muestra en la figura 1.1; la fuerza de cizallamiento aplicada 

generará una deformación, mientras que el flujo de cantidad de movimiento se 

transmitirá capa por capa en estado estacionario y será dependiente del gradiente de 

velocidad. 

 

Figura 1.1. Perfil de velocidad de un fluido entre dos láminas planas paralelas (Fernández 2002; López 

2014; Rodríguez 2017). 

Así, la viscosidad será determinada por la dependencia existente entre el esfuerzo de 

corte y el gradiente de velocidad (Barnes 2000). Esta dependencia genera una 

clasificación entre pulpas que obedecen la ley de viscosidad de Newton y las que no 

la obedecen. 

1.3.1. Pulpas Newtonianas 

Las pulpas newtonianas cumplen con el modelo de viscosidad enunciado por Newton 

(ecuación 1.1), son fluidos que carecen de propiedades elásticas, incompresibles, 

isotrópicos y tienen origen en la existencia de un gradiente de velocidad que se 

incrementa linealmente mientras mayor sea el esfuerzo cortante aplicado. En estos 

fluidos el coeficiente de proporcionalidad es una propiedad que se denomina 
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coeficiente de viscosidad dinámica, que es constante respecto al esfuerzo de corte 

aplicado y su alteración solo depende de la presión y temperatura del fluido (Chhabra 

& Richardson 2008; Carrillo 2011; López 2014; Antuna 2018). 

   . . . . . . . . . .   (1.1) 

Donde τ es el esfuerzo cortante, el cual es proporcional al cambio de la deformación 

con el tiempo conocido también como velocidad de deformación   , y   es la 

viscosidad dinámica del fluido (Garcell et al. 2011). 

1.3.2. Pulpas no Newtonianas 

En este caso, las pulpas no obedecen la ley de viscosidad de Newton, es decir, la 

viscosidad no permanece constante y el esfuerzo de corte aplicado no es lineal con el 

gradiente de velocidad, pero se mantiene la dependencia (Bird et al. 2001; Carrillo 

2011; López 2014; Antuna 2018). La variación del comportamiento de estas 

propiedades dependerá de la naturaleza del fluido, las cuales se encuentran 

categorizadas en la figura 1.2. 

 

Figura 1.2. Clasificación de las pulpas (Abulnaga 2002; López 2014). 

1.4. Flujo de dos fases líquido-sólidos 

El transporte de partículas sólidas en un medio líquido es ampliamente usado en 

muchas industrias como la minería, farmacéutica, de alimentos, la petrolera e 

industrias químicas. 

En la industria, las velocidades altas son normalmente asociadas al transportar flujos 

multifásicos, en el caso del transporte de la pulpa no hay ninguna diferencia, pues a 
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bajas velocidades llevaría a las partículas sólidas a salir de la suspensión y a su vez 

puedan llegar a obstaculizar las tuberías, con una variación de las condiciones de flujo, 

disminuyen los índices de producción y afectan los requisitos de consumo de energía 

en el transporte de la hidromezcla. Esto puede atribuirse a los diferentes regímenes 

de flujo que pueden ocurrir para ocasionar el fluir de la pulpa, demandándose una 

velocidad lo suficientemente superior a la velocidad crítica de deposición y la velocidad 

de transición viscosa, diferenciándose de un flujo homogéneo, en una sola fase e 

independiente de la velocidad de flujo experimentada. 

Sin embargo, debe notarse que una elevada velocidad puede causar el choque de las 

partículas contra la pared de la tubería, ocasionándose la abrasión y así conducir a la 

corrosión bajo condiciones específicas (Brown & Heywood 1991; Abulnaga 2002; Hu 

2006). 

1.4.1. Regímenes de flujo en la pulpa 

En la circulación de fluidos incompresibles existe un rozamiento interior que origina 

tensiones tangenciales entre las capas del fluido. Bajo esta consideración, los fluidos 

pueden circular en régimen laminar, turbulento o transitorio, en dependencia del valor 

del número de Reynolds; que es una medida de la razón entre las fuerzas de inercia y 

las viscosas en cada punto de un fluido en movimiento, y se define mediante la 

siguiente ecuación 1.2 (Cárcamo 2005; Gallegos 2011; López 2014; Villarroel 2015; 

López 2017; Olán 2018): 



 Dv 
Re  . . . . . . . . .   (1.2) 

Donde   es la densidad del fluido (kg/m3), v  la velocidad promedio (m/s),   es la 

viscosidad dinámica del fluido (Pa·s) y D  el diámetro interior de la tubería (m). 

Régimen laminar 

Se entiende por régimen laminar, al desplazamiento de un fluido en forma de lámina, 

donde todas las micro partículas siguen un solo sentido de dirección paralela. Este 

régimen es típico a bajas velocidades o viscosidades altas. El perfil de velocidades 
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para este régimen es bastante pronunciado como se observa en la figura 1.3a, donde 

la velocidad de las capas adheridas a las paredes será nula, mientras que en el centro 

la velocidad es mucho mayor, lo que propicia la formación de un perfil tipo paraboloide 

(Garcell et al. 2011; López 2014; Villarroel 2015; Albán 2016). 

Régimen turbulento 

El régimen turbulento es mucho más común que el anterior en sistemas hidráulicos, 

se caracteriza por la forma caótica en que se da el movimiento de un fluido; en el cual, 

las partículas se mueven desordenadamente y las trayectorias de las mismas se 

encuentran en la formación de pequeños remolinos periódicos. Se caracteriza por su 

baja difusión de momento, alta convección y cambios espacio-temporales rápidos de 

presión y velocidad. De esta manera, las capas se entrecruzan sin conservar su 

individualidad, entonces si se mide la velocidad instantánea en varios puntos de una 

sección, se observa la variación tanto en magnitud como en dirección sin ninguna 

regularidad, como se muestra en la figura 1.3b, lo mismo sucederá con la presión 

(Garcell et al. 2011; López 2014; García 2015; Villarroel 2015; Albán 2016). 

 

Figura 1.3. Regímenes de flujo (Fernández 2002; López 2014). 

Tanto para el caso de flujo laminar o turbulento se definen valores medios de velocidad 

y presión que generan un régimen ficticio conocido como movimiento o régimen medio 

como se muestra en la figura 1.4. Este modelo no es aplicable a zonas próximas a las 

paredes, donde prevalece la teoría de la capa límite (López 2014). 

 

Figura 1.4. Régimen medio de flujo (Fernández 2002; López 2014). 
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Régimen de transición 

Para estudios técnicos, el régimen de flujo en tuberías se considera como laminar si el 

número de Reynolds es menor que 2 100 y turbulento si es superior a 4 000. Entre 

estos dos valores está la zona denominada “crítica” donde el régimen de flujo es 

impredecible, y puede ser laminar, turbulento o de transición, en dependencia de 

muchas condiciones con posibilidad de variación. La experimentación cuidadosa ha 

determinado que la zona laminar puede acabar en números de Reynolds tan bajos 

como 1 200 o extenderse hasta los 40 000 (Reza 2000); pero estas condiciones no se 

presentan en la práctica. 

1.4.2. Tipos de flujo de pulpas 

El flujo de pulpas por tuberías es complejo, este es afectado por muchas variables, en 

particular las propiedades de las partículas sólidas en relación con el líquido. Debido a 

esta complejidad y las incertidumbres asociadas con las teorías y los modelos de flujo 

de la pulpa, se han dirigido significativas investigaciones para diversas 

concentraciones de las partículas, orientación de la tubería, y condiciones 

operacionales, las cuáles han producido varios tipos de flujo ya identificados (Abulnaga 

2002; Hu 2006).  

Inicialmente, una clasificación se desarrolló por Durand & Condolios (1952) y 

posteriormente fue refinado por otros investigadores en el transcurso de los años. Si 

las partículas mayores que 50 μm están presentes en el movimiento del fluido a bajas 

concentraciones, el flujo puede ser clasificado como heterogéneo. Si el diámetro medio 

de las partículas es menor que 50 μm el flujo exhibirá propiedades homogéneas. Sin 

embargo, otras investigaciones han notado que las pulpas de diferentes 

concentraciones y composiciones exhiben disímiles propiedades de flujo y así mismo 

distintos modelos de flujo (Abulnaga 2002). No obstante, se acepta ampliamente que 

el flujo de pulpas puede ser clasificado en cuatro modelos de flujo principales, como 

se muestra en la figura 1.5 (Newitt et al. 1955; Doron & Barnea 1996; Bartosik 2010; 

Aziz & Mohamed 2013). 
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Figura 1.5. Clasificación de los regímenes de flujo para pulpas en tuberías horizontales (Hu 2006). 

Flujo Homogéneo: Como se muestra en la figura anterior, los sólidos son 

uniformemente distribuidos en el medio líquido a través de la sección horizontal de la 

tubería. La mayoría de los flujos de pulpas son considerados homogéneos si los 

mismos poseen partículas de diámetros menores de 40 μm, sin embargo, este también 

depende de las densidades de los sólidos y el líquido. También, para que el flujo 

homogéneo persista, la velocidad media de flujo debe ser lo suficientemente alta para 

mantener las finas partículas sólidas de bajas densidades en la suspensión uniforme, 

incluso a las concentraciones altas de las partículas de hasta 60 % de sólidos en peso. 

Para una concentración de las partículas sólidas por encima de un 40 % de sólidos en 

peso, la mezcla empieza a ser más viscosa y desarrolla propiedades no newtonianas, 

pero todavía puede ser considerada y descrita por un modelo de una sola fase. Típicas 

pulpas que exhiben flujo homogéneo son las pulpas de lodos y arcillas (Abulnaga 2002; 

Hu 2006). 

Flujo Heterogéneo: A medida que el flujo decrece, o si hay una disminución en la 

velocidad de la pulpa, las partículas sólidas más grandes y densas se separan del 

líquido y forman un gradiente de concentración en el plano vertical, es decir la no 

uniformidad de sólidos en el plano horizontal (Lahiri & Ghanta 2010). 

Al existir una distribución de la concentración en la sección transversal de la tubería y 

considerar el flujo como heterogéneo, no quiere decir que las partículas sólidas son 

depositadas en el fondo de la tubería, manteniéndose la mayoría de las partículas 

todavía en suspensión. A medida que la concentración de los sólidos aumente, se 

espera que el gradiente de concentración de sólidos persista con las partículas más 
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densas en la parte inferior de la tubería. Sin embargo, debe notarse que el flujo 

heterogéneo tiene típicamente las concentraciones de sólidos bajas, pero pueden 

alcanzar valores altos como 35 % de sólidos en peso (Abulnaga 2002). 

Flujo con lecho o cama móvil: Como la velocidad en régimen de flujo heterogéneo 

se reduce por debajo de la velocidad mínima de deposición, las partículas más grandes 

y densas se depositan en el fondo de la tubería. Un gradiente de concentración todavía 

existe, donde las partículas menos densas (más finas) están en suspensión en el 

medio dispersante (homogéneo) y como hay un gradiente de concentración 

desarrollado por las partículas más densas, entonces este se incrementa acercándose 

al fondo de la tubería (flujo heterogéneo). Por debajo de la velocidad mínima de 

deposición, las partículas sólidas salen de la suspensión y se depositan en la tubería 

en forma de una cama. Sin embargo, el esfuerzo cortante ejercido por el fluido todavía 

es capaz de transportar esta cama de material con el uso del término de flujo con lecho 

o cama móvil. Este flujo de cama móvil se utiliza mucho en los sistemas de tuberías 

(Hu 2006; Peker 2007). 

Flujo con lecho o cama estacionaria: Para un régimen de flujo que disminuye muy 

por debajo de la velocidad crítica, las partículas sólidas más densas empiezan a 

permanecer estacionarias y al mismo tiempo la altura de la cama aumenta con el 

movimiento debido a que las partículas presentan una menor velocidad de 

sedimentación por encima de la cama estacionaria a la parte superior de la tubería. El 

movimiento de las partículas en la parte superior de la tubería es tal que las partículas 

sólidas se mueven sobre otras (flujo por salto), y provoca que el fluido trate de mover 

los sólidos, originándose una suspensión asimétrica. 

El flujo con cama estacionaria puede llegar a conducir el bloqueo en la tubería, pues 

las fuerzas que se resisten al movimiento son mayores que las que causan que las 

partículas se muevan, es decir, la presión requerida para continuar el movimiento del 

fluido empieza a aumentar (Hu 2006; Peker 2007; Lahiri & Ghanta 2010).  

Es importante para los operadores identificar los tipos de flujo de pulpas que se 

presentan en las tuberías, más aún al considerar que estos pueden afectar la caída de 
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presión y otras características de flujo, sin dejar de mencionar la influencia de estos 

flujos en la corrosión de la tubería. 

1.4.3. Velocidad de transición y velocidad crítica 

Los diferentes tipos o regímenes de flujo afectan la velocidad media del fluido, lo que 

a su vez afecta la caída de presión. Las velocidades de transición son las velocidades 

que definen un cambio de un flujo a otro. Los tipos de flujos de pulpas descritos 

anteriormente pueden ser representados en un gráfico de gradiente de presión en 

función de la velocidad media de la mezcla como se muestra en la figura 1.6. 

 

Figura 1.6. Gráfico de gradiente de presión en función de la velocidad de la mezcla (Abulnaga 2002). 

Las velocidades de transición son definidas según (Abulnaga 2002; Hu 2006) como: 

v1- Esta es la velocidad a la cual prevalece el flujo estacionario, situándose las 

partículas en la parte más baja de la tubería.  

v2- Es la velocidad donde la mezcla fluye como una pulpa asimétrica con partículas 

grandes y densas que forman una cama móvil.  

v3- Es la región de velocidad donde las partículas se mueven como una suspensión 

asimétrica y también está definida justamente en el momento que los sólidos 

comienzan a sedimentarse y formar una cama móvil.  
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 v4- Es la velocidad donde los sólidos se mueven como una suspensión simétrica. Esto 

también puede definirse como la región donde el flujo homogéneo prevalece. 

La velocidad crítica, vD, es definida como la “velocidad media de flujo requerida para 

prevenir acumulación de una capa de partículas estacionarias o corredizas en el fondo 

de una tubería horizontal recta” (Hu 2006). Esta definición también puede extenderse 

a la velocidad de transición entre el flujo estacionario y el flujo con cama móvil conocida 

como la velocidad crítica de deposición vD o v3 como se muestra en la figura 1.6.  

Numerosos experimentos se han dirigido en el orden de determinar y predecir la 

velocidad crítica, y los resultados basados en correlaciones empíricas son los más 

utilizados. Sin embargo, fueron usados muchos enfoques por los diferentes 

investigadores, trayendo discrepancia entre estas correlaciones. No obstante, la 

velocidad crítica es un importante parámetro, esta representa la mínima velocidad de 

flujo que puede ser transportada la pulpa en tuberías sin causar la obstrucción en las 

mismas. La velocidad crítica también corresponde a la caída de presión más baja, 

como se muestra en la figura 1.6 (Abulnaga 2002; Hu 2006; Wilson et al. 2006). 

1.4.4. Velocidad de sedimentación (vs) 

Un concepto básico complementario, del cual depende directamente la velocidad 

crítica de deposición es la velocidad terminal o de sedimentación. Para una partícula, 

inmersa en un fluido estático, que cae bajo la sola influencia de la gravedad, se acelera 

hasta que su peso quede balanceado por la fuerza de empuje y de arrastre viscoso 

que actúan hacia arriba. La velocidad que adquiere la partícula a partir de ese 

momento se denomina velocidad terminal, de caída o de sedimentación y se puede 

considerar como la mínima necesaria para que una partícula se mantenga en 

suspensión (López 2014; Rodríguez 2017). 

1.4.5. Velocidad crítica de transición viscosa (vc) para pulpas homogéneas 

La velocidad crítica de transición viscosa para fluidos homogéneos, se utiliza al 

considerar la viscosidad como un parámetro importante a tener en cuenta. Esta 

velocidad define el límite para determinar si un flujo se encuentra en régimen laminar 

o turbulento. De esta manera si la velocidad supera con un factor de seguridad 
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determinado la velocidad crítica de transición entre laminar y turbulento, se logra 

asegurar que una pulpa fluya en régimen turbulento, en el cuál se garantiza la no 

sedimentación de los sólidos (López 2014). 

En la figura 1.7 se muestra la relación entre el gradiente de presión y la velocidad 

media de la pulpa para fluidos homogéneos, donde se enmarca el punto de transición 

viscosa. Los diseñadores y operadores de los sistemas hidráulicos intentan mantener 

un flujo ligeramente superior sobre el punto de transición laminar-turbulento. Esto 

obviamente es una estrategia algo arriesgada ya que es difícil establecer el punto 

crítico de transición y trae como consecuencia un alto riesgo de bloqueo en la tubería 

(Mitchell et al. 2007). 

 

Figura 1.7. Velocidad crítica de transición viscosa (Mitchell et al. 2007). 

1.5. Caída de presión 

La caída de presión es uno de los parámetros más importantes a considerar por los 

operadores, esta aporta información necesaria acerca de las condiciones de flujo en 

la tubería, sobre el perfil de concentración de sólidos, la velocidad de la suspensión, si 

la tubería está por bloquearse o no (debido al aumento del lecho); además, puede 

también proporcionar información relacionada sobre la selección de la bomba más 

conveniente, diseñar bombas que puedan superar las pérdidas por fricción 

anticipadamente y determinar la potencia consumida (Hu 2006; Wilson et al. 2006; 

Peker 2007). 
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Debido a la complejidad del flujo de fluidos de dos fases sólidos-líquido, varios 

investigadores han propuesto una amplia gama de ecuaciones empíricas encaminadas 

a determinar la caída de presión bajo diferentes condiciones operacionales. Wilson et 

al. (2006) incluye algunos factores que afectan la pérdida de presión en una tubería 

horizontal, pero no se limitan para los diferentes tipos de regímenes presentes en la 

sección transversal de la tubería, el efecto de la gravedad actúa perpendicularmente 

en las partículas en tuberías horizontales, la concentración de las partículas, el 

diámetro de la partícula y la velocidad de la partícula. 

La caída de presión es principalmente debida a las interacciones de las partículas 

sólidas con la pared de la tubería, la colisión entre partícula-partícula y la fricción del 

fluido que actúa en la pared de la tubería (esfuerzo cortante en la pared de la tubería), 

es decir la caída de presión producto a la fuerza de fricción es debido a la estructura 

del flujo (Peker 2007). 

Con el flujo de pulpas en tuberías, un gradiente hidráulico de fricción (im) es observado 

a lo largo de la tubería si existen pérdidas por fricción. El gradiente de fricción hidráulico 

o gradiente de presión representa la caída de presión por unidad de longitud de tubería 

debido a la fricción. Adicionalmente, el gradiente de fricción hidráulico para la pulpa 

(im) es más grande que el gradiente de fricción hidráulico para el fluido dispersante, a 

lo que se refiere al volumen equivalente de agua (il) (Hu 2006; Wilson et al. 2006; Peker 

2007). 

1.6. Bombas centrífugas y factores hidráulicos del sistema 

Todos los procesos industriales que sostienen nuestra civilización incluyen la 

transferencia de líquidos desde un nivel de presión o energía estática a otro y, como 

resultado de ello, las bombas se han convertido en una parte esencial de los mismos 

(Carnicer & Mainar 2004). A su vez, el crecimiento y perfeccionamiento de los procesos 

están ligados con las mejoras en el equipo de bombeo y con un aventajado 

conocimiento de cómo funcionan las bombas y cómo se deben aplicar. Las bombas 

centrífugas constituyen no menos del 80 % de la producción mundial de bombas, 
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porque es la más adecuada para manejar más cantidad de líquido que la bomba de 

desplazamiento positivo (Karassik et al. 2001). 

La bomba centrífuga o bomba rotodinámica son máquinas rotatorias que transforman 

la energía mecánica de un impulsor en energía cinética o de presión de un fluido 

incompresible. El líquido penetra axialmente por la tubería de aspiración hasta el 

centro del rodete, que es accionado por un motor, este experimenta un cambio de 

dirección más o menos brusco, pasa a radial, adquiere una aceleración y absorbe un 

trabajo (Braulio 2016). 

En estos equipos la fuerza centrífuga producida depende tanto de la velocidad en la 

punta de los álabes o periferia del impulsor y de la densidad del líquido, y la cantidad 

de energía que se aplica por libra de líquido es independiente de la densidad del fluido. 

Por tanto, en una bomba dada que funcione a cierta velocidad y que maneje un 

volumen definido de líquido, la energía que se aplica y transfiere al fluido, es la misma 

para cualquier líquido sin que importe su densidad. 

1.7. Descripción de la instalación semi-industrial de hidrotransporte del ISMMM 

La instalación semi-industrial de hidrotransporte del ISMMM está prevista para la 

investigación y la docencia en el campo de la Mecánica de los Fluidos, con el objetivo 

de profundizar en el estudio del comportamiento de los fluidos industriales. Este 

sistema está dotado de equipos, dispositivos eléctricos y accesorios mecánicos, que 

permiten realizar corridas de agua y pulpa para llevar a cabo investigaciones 

científicas, posibilita la ejecución de mediciones de diferentes variables como: presión, 

temperatura, densidad, nivel y flujo; registra sus valores para un mejor análisis del 

proceso; según se muestra en la figura 1 del anexo 1 se presenta un esquema de la 

instalación. 

La misma cuenta con: 

 Un tanque con un volumen de 5,187 m3 en el que se deposita el material a 

transportar. 

 Un agitador para homogenizar la mezcla. 
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 Una moto bomba centrífuga лG 126/25 que es la encargada de bombear el fluido 

de forma continua. 

 Un motor reductor que es el que mueve el agitador. 

La instalación semi-industrial está compuesta por una tubería DN 100, con extensión 

de tubería recta de 75 m; nueve codos de 90 grados DN 100; dos codos DN 150 de 90 

grados; nueve válvulas de compuerta DN 100 emplantillada clase 150 lb, donde la 

mayoría de ellas son de vástago elevable con rosca externa y solo una en la descarga 

al tanque que tiene el vástago no elevable con rosca interna, y tres válvulas de la 

misma clase y denominación DN 150 en la tubería trasera y en la salida del tanque; 

cuatro válvulas de globo DN 60 de la misma clase y una válvula de bola  

DN 32; además se cuenta con una válvula de venteo; un reducido; cuatro 

ensanchamientos; diez acoplamientos de platillos; dos Y y siete T. 

El sistema de instrumentación y control consta de ocho puntos de toma de presión; un 

flujómetro magnético para conocer la cantidad de material que circula por la tubería; 

seis puntos para medir la temperatura a partir de termo-resistencias  

PT-100; tres tramos de tubería para determinar las pérdidas hidráulicas, los cuales 

poseen un diámetro de 75 mm, 100 mm y 150 mm; un medidor de nivel por radar, para 

mantener una determinada cantidad de material dentro del tanque, mientras se realiza 

la corrida; además un densímetro, para medir la densidad con diferentes porcientos de 

sólidos. 

Las pérdidas de presión en la zona a investigar se miden con transmisores de  

0-5 mA, los cuales captan la presión, la transforman en energía eléctrica, y envían la 

señal para el controlador lógico programable (PLC), el cual registra la información de 

los valores de presión medido en cada punto. Las mediciones realizadas llegan a un 

autómata programable Simatic S7 300 que se muestra en la figura 1 del anexo 2, el 

cual se encarga de procesar los datos y enviarlo por una red de comunicación Ethernet 

a una PC, donde se visualizan y registran por medio de un Software de Scada Citect. 

La limpieza se logra con el trabajo de la instalación en circuito abierto (succión, 

impulsión y drenaje) mediante la válvula de drenaje. 
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1.7.1. Características del equipamiento de la instalación según la condición de 

diseño 

Los datos técnicos del accionamiento fueron referenciados por Carcassés (2018) y se 

muestran a continuación: 

Características técnicas del grupo Motor-Bomba лG de arena: 

Caudal: 160 m3/h 

Altura: 40 m 

Altura neta de succión positiva requerida (NPSH)r = 5 m 

Eficiencia: 56 % 

Velocidad de rotación: 1 740 r/min 

Zona de utilización de la bomba: 80-175 m3/h del caudal 

Densidad de la pasta admisible (en servicio nominal): 1,7 kg/dm3 

Transmisión: 

Motor eléctrico de tipo 4A225 U4T2 N0 de fábrica 3315 

Electromotores asincrónicos de jaula de ardilla serie 4 A 

Potencia: 55 kW 

Tensión: 440 V 

Frecuencia: 60 Hz 

Dimensiones principales y peso: 

Impulsor: Diámetro exterior 354 mm 

Ancho del alabe del impulsor en aspiración: 35 mm 

Diámetro de la tubuladura: 

Aspiración: 260 mm 

Entrada: 235 mm 

De presión: 245 mm 

Dimensiones exteriores del grupo eléctrico: 

Longitud: 2 010 mm 
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Ancho: 768 mm 

Alto: 890 mm 

Peso del grupo eléctrico de la bomba 1 050 kg 

1.7.2. Conjunto Bomba-Motor y condiciones actuales 

Se le realizó a la bomba la prueba de resistencia y hermeticidad bajo presión de prueba 

de 60 MPa, y el rodaje de la misma se comprobó durante el funcionamiento con agua 

en el régimen normal durante 60 min, los resultados de las pruebas se muestran en la 

tabla 1.1, para un número de revoluciones del motor de 1 740 r/min. 

Tabla 1.1. Control de caudal-volumen y carga. 

Caudal-volumen (m3/h) 80 160 180 

Carga (m) 49,6 42 40,4 

Las bombas centrífugas de arena лG están destinadas a bombear hidromezclas (agua 

con arena, grava, productos de flotación de mena) de pH de 6 a 8, con la temperatura 

no más que 60 ºC. Según catálogo facilitado por el fabricante. “Grupo Eléctrico de 

Bomba лG”. Certificado лG 160/40-cn-T2. Catálogo: Las bombas de arena лG¨ 

Descripción técnica e instrucciones para explotación. En el anexo 3 se da una 

descripción de la instrumentación existente en la instalación experimental. 

1.8. Conclusiones del capítulo 

 Se hace referencia en general, a la teoría y la experimentación existente sobre el 

transporte de fluidos no Newtonianos, en particular pulpas con características 

homogéneas y heterogéneas. 

 Se realiza una revisión bibliográfica referente al gradiente de presión en tuberías 

horizontales especialmente para pulpas industriales y las velocidades críticas de 

deposición y transición viscosa. 

 Es insuficiente la información acerca del flujo de la pulpa laterítica en lo que respecta 

fundamentalmente a su comportamiento a través de sistemas de tuberías, de ahí la 

necesidad del estudio teórico y experimental a escala semi-industrial. 
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CAPÍTULO 2. MATERIALES Y MÉTODOS 

2.1. Introducción 

Los conocimientos acerca del comportamiento y propiedades del flujo de la pulpa 

laterítica permite seleccionar métodos más apropiados y económicos relacionados con 

el hidrotransporte de dicho fluido, además de la correcta elección de los modelos 

matemáticos más adecuados en la evaluación técnica de esta permitirá determinar 

sucesivamente los parámetros de trabajo de la instalación de bombeo. 

En tal sentido el objetivo del capítulo es: establecer la investigación teórica y 

experimental en función del modelo de flujo asociado a la clasificación reológico del 

fluido estudiado, que describa el comportamiento según las propiedades de 

hidrotransporte de la pulpa laterítica por tuberías a escala semi-industrial. 

2.2. Material a transportar 

En la instalación semi-industrial se pretende determinar de forma experimental el 

comportamiento de los parámetros de trabajo de la bomba y el sistema de tuberías al 

transportar pulpa laterítica con un 41,93 % de sólidos en peso a la temperatura 

ambiente de 27 ºC, por lo que es necesario conocer las propiedades de este material 

a partir del análisis de su densidad y reología principalmente. 

2.2.1. Análisis reológico de la pulpa laterítica 

En la tabla A1 del anexo 4 se relacionan los valores del esfuerzo cortante y el gradiente 

de velocidad reportados por Rosa (2018), obtenidos de las pruebas realizadas a la 

pulpa laterítica para un 41,93 % de sólidos en peso, con una densidad de 1 426 kg/m3 

a la temperatura ambiente de 27 ºC. 

La curva de flujo de la hidromezcla laterítica ilustrada en la figura 1 anexo 4 se obtuvo 

mediante el ajuste realizado en la aplicación auxiliar de la tesis doctoral de  

Hernández (2016). Al considerar que el coeficiente de determinación para el ajuste de 

la curva adquiere un valor próximo a la unidad (R2 = 0,995), se estableció que los 

resultados experimentales responden al modelo reológico de Herschel-Bulkley, 

comportamiento similar al reportado en la literatura (Avramidis & Turian 1991; Garcell 
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1991; Cerpa et al. 1996; Pérez 2004; Pérez et al. 2008; Pérez 2010; Hernández et al. 

2017; Rodríguez 2017), las cuales evidencian estos resultados para concentraciones 

entre un 25 y un 47 % de sólidos a temperatura ambiente. En la tabla A2 del anexo 4 

se resumen los parámetros reológicos y el modelo resultante del análisis experimental.  

2.2.2. Determinación de la velocidad de sedimentación 

En la tabla A1 del anexo 5 se muestra la máxima velocidad de sedimentación en 

función de la concentración de la suspensión y del porciento de sólidos en peso, 

obtenidas en la experimentación, según Rodríguez (2017). 

2.3. Deducción analítica de las curvas características de la bomba  

centrífuga лG 

El comportamiento hidráulico de una bomba viene especificado en sus curvas 

características, que representan las interrelaciones de capacidad, carga, fuerza y 

eficiencia. Estas curvas constituyen el comportamiento de la máquina bajo diferentes 

condiciones de trabajo, las cuales son definidas por la altura total del sistema contra la 

cual opera, es decir, por el punto de intersección de las curvas de la bomba y del 

sistema. 

Para la obtención de las curvas características de la bomba centrífuga лG se instalaron 

manómetros en la entrada y la salida de la misma, y con ayuda de un variador de 

velocidad y un flujómetro se controló el caudal de la bomba para varios números de 

revoluciones (800 r/min, 1 000 r/min, 1 400 r/min) figura 1 anexo 1. 

Se considera Ps la presión en la brida de aspiración de la bomba y Pd la presión en la 

brida de impulsión. Primeramente se arranca la bomba con la válvula de descarga 

totalmente cerrada, es decir Q = 0, obteniéndose la presión entregada por la misma, 

que será la presión de descarga (Pd) menos la presión de aspiración (Ps). Con esta 

presión diferencial y el peso específico del líquido bombeado, se obtiene la altura 

manométrica entregada por la bomba en metros de columna líquida a través de la 

fórmula 2.1 (Ltd 2001): 


sd PP

H


  . . . . . . . . . .   (2.1) 
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Donde γ es el peso específico del fluido (N/m3), Pd la presión de descarga (Pa),  

Ps es la presión en la brida de impulsión (Pa). 

Esta altura, conocida normalmente como altura “shut-off”, es la altura desarrollada por 

la bomba con caudal nulo Q0, la que se denomina H0. Seguidamente se abre 

parcialmente la válvula reguladora de caudal y se obtiene un nuevo valor en el 

transmisor de caudal Q1, igualmente las nuevas presiones a la entrada y salida de la 

bomba. Después se puede calcular el nuevo valor para la altura desarrollada por la 

bomba que se denomina H1. Se abre un poco más la válvula, obteniéndose un nuevo 

caudal Q2 y una altura H2 de la misma forma anteriormente descrita. 

Si se realiza el proceso varias veces, se obtiene una serie de puntos que permitirán 

graficar la primera curva característica de la bomba. Con todos estos puntos se traza 

una curva Q-H característica de la bomba ensayada, para una velocidad de giro 

constante y diámetro de impulsor determinado. Esta curva (figura 2.1) facilita 

determinar la altura manométrica total (H), suministrada por la misma, al bombear un 

caudal (Q) determinado. 

 

Figura 2.1. Curva Q-H de una bomba cntrífuga. 

Se debe tener en cuenta que esta curva es sólo para un número de revolución del 

motor de la bomba, si se usa otro número de revoluciones del motor, la curva obtenida 
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será distinta. Normalmente, en una bomba se puede variar la velocidad angular del 

motor si se emplea un variador de velocidad, así, el fabricante debería suministrar junto 

con la bomba, no una curva, sino una familia de curvas en función de las características 

de la misma como se muestra en la siguiente figura 2.2. 

 

Figura 2.2. Familia de curvas Q-H. 

Igualmente, se puede conocer en todo momento el consumo del motor que acciona la 

bomba centrífuga, monitorizándolo sobre el armario eléctrico con los instrumentos de 

medida adecuados. Así, se tiene la potencia consumida por la bomba (P). De esta 

forma, se puede obtener la curva de potencia consumida en función del caudal 

suministrado. Al trasladar todos estos puntos sobre los ejes de coordenadas se obtiene 

una nueva gráfica, en el eje de abscisas se representan los valores del caudal (Q) y 

en el eje de ordenadas los valores de la potencia consumida, como se muestra en la 

figura 2.3. 

 

Figura 2.3. Curva de potencia consumida P en función del Q. 

En el caso de las bombas centrífugas de flujo radial, la potencia aumenta 

continuamente con el caudal. El motor deberá estar dimensionado para que su 

potencia cubra todo el rango de caudales a utilizar con la bomba. En sistemas con 

alturas variables en los que el caudal es regulado mediante una válvula, se debe 
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verificar que, para grandes caudales existen alturas manométricas mínimas (recordar 

la forma de la curva Q-H), la potencia suministrada por el motor debe ser mayor que 

la potencia consumida por la bomba, de manera que se eviten sobrecargas. 

La potencia hidráulica (Ph) es el trabajo útil realizado por la bomba centrífuga por 

unidad de tiempo (Mott 2006; White 2011; Guato 2016), y se determina por la  

expresión 2.2: 

HQPh    . . . . . . . . . .   (2.2) 

Esta potencia hidráulica no es igual a la potencia consumida por la bomba ya que 

existen pérdidas ocasionadas por rozamientos. 

El término eficiencia se utiliza para denotar la relación de la potencia transmitida por la 

bomba al fluido y la potencia que se suministra a la bomba. Debido a las pérdidas de 

energía por fricción mecánica en los componentes de la bomba, fricción del fluido y 

turbulencia excesiva en ésta, no toda la potencia de entrada se trasmite al fluido (Mott 

2006). Entonces, si se denota la eficiencia con el símbolo η, se tiene la siguiente 

ecuación 2.3 (Mott 2006; Góngora 2011; Guato 2016): 

P

Ph  . . . . . . . . . .   (2.3) 

El rendimiento es el cociente entre dos potencias conocidas y que son función del 

caudal, por tanto, la curva del rendimiento en función del caudal tiene la forma 

mostrada en la siguiente figura 2.4. 

 

Figura 2.4. Curva de rendimiento de una bomba centrífuga. 

Donde Q óptimo es el punto de mejor eficiencia de la bomba para el diámetro de rodete 

y velocidad considerados en el ensayo. 
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2.4. Características de los elementos constructivos de la instalación  

semi-industrial de hidrotransporte del ISMMM 

Las características constructivas de la instalación, específicamente los diámetros 

interiores de tubería y longitudes equivalentes se encuentran en la tabla A1 anexo 6. 

2.5. Clasificación del flujo de la pulpa laterítica por tuberías 

Para la clasificación del flujo de la hidromezcla laterítica por tuberías se propone la 

siguiente ecuación 2.4 (Wasp et al. 1977; Shashi 2004): 

s

s

A

T

uK

v

C

C


 8,1log  . . . . . . . . .   (2.4) 

Donde: 

log  Logaritmo de base 10; 

AC  Concentración de sólidos en volumen en el centro de la tubería; 

TC  Concentración de sólidos en volumen en la parte superior de la tubería a un  

92 % de distancia del fondo de la tubería; 

sv  Velocidad de sedimentación (m/s), (Anexo 5); 

K  Constante de Von Karman (0,35÷0,40); 

su  Velocidad de corte en la pared de la tubería (m/s). 

Donde us se determina por la siguiente expresión matemática 2.5: 

m

rz
su




  . . . . . . . . . .   (2.5) 

Donde rz  es el esfuerzo cortante en la pared de la tubería (Pa), y m  es la densidad 

de la hidromezcla laterítica (kg/m3). 

De la ecuación 2.4, la relación 
A

T

C
C

 es conocido como el radio de concentración y 

puede calcularse si la velocidad del fluido, el factor de fricción, y otros parámetros son 

conocidos. Una vez que esta relación es conocida, el flujo de la pulpa puede 
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categorizarse aproximadamente basado en los siguientes rangos para la proporción 

del radio de concentración: 

Flujo Homogéneo: 8,0
A

T

C

C
 

Flujo Heterogéneo: 1,0
A

T

C

C
 

Flujo Intermedio: 8,01,0 
A

T

C

C
 

En ocasiones el término sedimentación y no sedimentación se emplean, para distinguir 

el comportamiento entre diferentes pulpas. Una pulpa que sedimenta puede 

comportarse homogénea a alta velocidad y alta concentración de sólidos. Igualmente, 

a las velocidades bajas y las concentraciones bajas, podría comportarse heterogénea. 

2.6. Determinación de la caída de presión en una sección de tubería 

Para el caso de la instalación de los manómetros, se tuvo en cuenta que se deberían 

situar a 60 veces el diámetro nominal de la tubería a la entrada y 40 a la salida (ver 

figura 2.5) de cualquier accesorio, dimensiones que se consideran las recomendadas 

para disminuir los errores en la medición (Williams 2016; Rodríguez et al. 2019), 

obteniéndose como resultado de las mediciones una longitud de 15,4 m de tubería 

recta horizontal. 

 

Figura 2.5. Flujo de un líquido a través de un tubo circular. 

Listos todos estos instrumentos se procedió a realizar las mediciones, toma de muestra 

de la caída de presión después de lavada la línea, llenada y presurizada bajo 

condiciones específicas del fluido en régimen operacional. 
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2.7. Modelo matemático de pérdidas de presión en el hidrotransporte de fluidos 

Herschel-Bulkley 

La metodología de cálculo propuesta (Skelland 1970; Slatter 1995a; Chen et al. 1997; 

Abulnaga 2002; Ntamba 2011; Fan et al. 2014) para determinar la distribución de la 

densidad de flujo de cantidad de movimiento de un fluido isotérmico en régimen laminar 

y estacionario en un tubo circular de radio y longitud, como se muestra en la figura 2.6, 

viene dada por la siguiente ecuación 2.6: 

 
r

L

P
rz






2
  . . . . . . . . . .   (2.6) 

Donde: 

P  Caída de presión medida por los manómetros P0 y P1 (Pa); 

rz  Esfuerzo cortante en la pared de la tubería (Pa); 

r  Radio interior de la tubería (m); 

L  Longitud de la tubería (m). 

 

Figura 2.6. Flujo de un fluido Herschel-Bulkley en régimen laminar a través de un tubo circular (Bird et 

al. 2001; Garcell et al. 2011; Rodríguez et al. 2016). 

El gradiente de velocidad para un fluido Herschel-Bulkley es cero mientras la densidad 

de flujo de cantidad de movimiento sea menor de un cierto valor 0  (esfuerzo cortante 

inicial). Como es de esperar el perfil de velocidad es parabólico y dependiente del valor 

n ˃ 0 (índice de flujo) (figura 2.6), para n = 0 existe una región de flujo de tapón que se 

ajusta muy bien a un plástico Bingham, mientras que para n = ∞ se convierte en un 

triángulo isósceles.  
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Para este tipo de fluido la densidad de flujo de cantidad de movimiento y el gradiente 

de velocidad están relacionados por el modelo propuesto por Herschel & Bulkley 

(1926); el mismo ha sido probado con éxito por numerosos investigadores, entre los 

que se encuentran: Huang & Garcia (1998); Slatter (2004); Sochi (2007, 2010); 

Kelessidis et al. (2011); Haldenwang et al. (2012); Håøy (2015); May (2016) y Mehta 

et al. (2018). Este modelo está determinado por la siguiente expresión matemática 2.7: 

n

rz
dr

dv
k 








 0  . . . . . . . . .   (2.7) 

Donde: 

0  Esfuerzo cortante inicial (Pa); 

k  Índice de consistencia (adimensional); 

n  Índice de flujo (adimensional); 

rz  Densidad de flujo de cantidad de movimiento (Pa); 











dr

dv
  Gradiente de velocidad (s-1). 

El perfil de velocidad para una sección transversal circular de una tubería, es la 

representación gráfica que resulta de la variación de la velocidad puntual del fluido con 

respecto al radio de la tubería (figura 2.6). Para un flujo laminar que se ajuste al modelo 

Herschel-Bulkley, el perfil de velocidad está determinado por la siguiente expresión 2.8 

(Chhabra & Richardson 1999; Nayyar 2000; Moraga et al. 2013; Kotzé et al. 2015): 

 

   











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
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
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
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




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



n

n

rz

n

n

rz

n
rz

z
R

r

Kn

nR
v

1

0

1

0

1

1
1 






 . . . . .   (2.8) 

La velocidad del flujo tapón (zona central) puede ser determinada con el empleo de la 

ecuación 2.8, al igualar el r = r0. 

El flujo volumétrico para un fluido Herschel-Bulkley, se determina al aplicar el mismo 

método descrito para el plástico Bingham mediante la ecuación 2.9 (Steffe 1996; 

Rodríguez 2017): 
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


ddrrvQ

R

z   
2

0 0

 . . . . . . . . .   (2.9) 

Donde: 

d  Integral definida en función del ángulo (coordenadas cilíndricas); 

dr  Integral definida en función del radio (coordenadas cilíndricas); 

R  Distancia del centro a la pared interior de la tubería (radio interior de la  

tubería) (m); 

zv  Perfil de velocidad (componente de la velocidad en z para coordenadas 

cilíndricas) (m/s); 

Q  Flujo volumétrico (m3/s). 

Por lo tanto, si se inserta en esta definición la ecuación 2.8, y se integra, el flujo 

volumétrico puede calcularse por la siguiente expresión matemática 2.10 (Skelland 

1970; Govier & Aziz 1972; Bird et al. 1982; 1987; Slatter 1995b; Chhabra & Richardson 

1999), la cual se diferencia de investigaciones anteriores aplicadas a la pulpa laterítica 

(Steffe 1996; Rodríguez et al. 2016; Rodríguez 2017): 

 
     

112
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1
1

221
1

3
















n

x
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xx

n

x
x

K
nRQ n

nn
rz

  . . . . (2.10) 

Donde el parámetro x es el cociente resultante de la siguiente ecuación 2.11: 

rz

x


 0  . . . . . . . . . . (2.11) 

En los cálculos de ingeniería no es práctico diseñar sistemas de flujo con el uso de los 

valores de las velocidades puntuales. En estos casos resulta conveniente usar un valor 

medio, representativo del perfil de velocidad, que se conoce como velocidad media o 

velocidad promedio (Garcell et al. 2011). 
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La expresión de la velocidad promedio puede obtenerse a partir de la siguiente 

ecuación 2.12: 

2R

Q
vz





 . . . . . . . . . . (2.12) 

Sustituyendo la expresión matemática 2.10 en la ecuación 2.12, y a partir de las 

prestaciones de cálculo numérico y simbólico del entorno de documentación técnica 

Mathcad, se determinó la velocidad promedio para un fluido plástico real, definiéndose 

esta magnitud física por la siguiente ecuación 2.13: 

      
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Para la comprobación de la caída de presión en el tramo de tubería recta desde P0 

hasta P1 (figura 2.6), se realizaron las pruebas experimentales, que arrojaron 

resultados de las presiones puntuales para varios caudales, con la utilización de la 

regulación de la bomba por un variador de velocidad. Posteriormente, sustituyendo la 

ecuación de velocidad promedio en la ecuación de Darcy Weisbach (Garcell et al. 

2011), se determinaron los cálculos teóricos de las pérdidas por la siguiente  

ecuación 2.14: 
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Donde: 

f  Factor de fricción para fluidos Herschel-Bulkley en régimen laminar 

(adimensional); 

D  Diámetro interior de la tubería (m); 

m  Densidad de la hidromezcla laterítica (kg/m3); 

L  Longitud de la tubería (m). 
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El número de Hedstrom (He) propuesto se determina a partir de la expresión 

matemática 2.15 (Nayyar 2000; Shashi 2004; Moraga et al. 2013): 

    
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Para el régimen de flujo laminar, con fluidos que se clasifican como plástico real, el 

número de Reynolds modificado (Rem) se determina por la siguiente ecuación 2.16 

(Nayyar 2000; Shashi 2004; Moraga et al. 2013): 
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El parámetro   se determina por la siguiente ecuación 2.17 (Malin 1998; Nayyar 2000; 

Abulnaga 2002; Swamee & Aggarwal 2011; Antunes 2013; Moraga et al. 2013): 
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Shashi (2004) propone determinar el factor de fricción correlacionándolo con el número 

de Reynolds modificado y el parámetro  , según la ecuación 2.18: 
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  . . . . . . . . . . (2.18) 

El parámetro   se determina por la siguiente fórmula 2.19 (Nayyar 2000; Shashi 2004; 

Moraga et al. 2013): 
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El Reynolds crítico para la transición del régimen laminar al turbulento se determina 

por la siguiente ecuación 2.20 (Nayyar 2000; Shashi 2004; Moraga et al. 2013): 
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Para tuberías de diámetros pequeños, observaciones experimentales indican que la 

velocidad crítica de transición viscosa (vc) empieza a ser independiente del esfuerzo 

cortante en la pared de la tubería y dependiente del diámetro. En estos límites, análisis 

dimensionales mostraron resultados que permitieron establecer la ecuación 2.21 para 

calcular la vc (Shashi 2004; Mitchell et al. 2007; Myers et al. 2017). 
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Donde: 

cv  Velocidad crítica de transición viscosa (m/s); 

mcRe  Número de Reynolds crítico, y se determina por la ecuación 2.20 

(adimensional). 

2.7.1. Gradiente de presión durante el hidrotransporte 

El gradiente de presión teórico (Pa/m) para el flujo de la pulpa, se determinó por la 

siguiente ecuación 2.22, al despejar la longitud de la ecuación 2.14 de pérdida de 

presión se obtiene: 
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 . . (2.22) 




L

Pteó  Pendiente hidráulica (gradiente de presión teórico) (Pa/m). 

La pendiente hidráulica experimental se determina por la siguiente ecuación 2.23: 

L

PP

L

P 10exp 



 . . . . . . . . . (2.23) 

Donde 0P  es la presión puntual a la entrada (Pa), y 1P  es la presión puntual a la  

salida (Pa). 
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2.7.2. Modelación matemática para la determinación del gradiente de velocidad 

El gradiente de velocidad puede considerase como una fuerza impulsora del transporte 

de cantidad de movimiento (Bird et al. 2001). De acuerdo con la ecuación 2.7, la 

velocidad de deformación viene dada por la expresión matemática 2.24: 
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Si la velocidad media para fluidos del tipo Herschel-Bulkley se expresa mediante la 

ecuación 2.13, considerándose que: 
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La ecuación de la velocidad media para este tipo de fluido puede mostrarse de una 

forma más simplificada: 
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Por consiguiente, al despejar K de la ecuación 2.27 se llega a la siguiente expresión 

matemática 2.28, 
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Si se combinan las ecuaciones 2.24 y 2.28, se obtiene la expresión 2.29: 
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Al sustituir en esta última, las expresiones 2.25 y 2.26 respectivamente, se obtiene la 

siguiente ecuación 2.30, que permite determinar el gradiente de velocidad aplicado a 

fluidos con comportamiento plástico real que responden al modelo Herschel-Bulkley. 
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2.7.3. Validación de los modelos matemáticos para el gradiente de presión 

La validación de los modelos tiene gran importancia porque permite conocer con qué 

precisión los mismos se corresponden con la realidad física del proceso investigado 

(Viera et al. 1988; Columbié 2001; Bombino et al. 2010; Brito et al. 2011). Dicha 

validación puede realizarse al comparar los resultados obtenidos con el uso del modelo 

con los datos experimentales sobre el objeto de estudio, comparándolos con los datos 

reportados por otros modelos ya validados o valorar las conclusiones que se obtienen 

al usar el modelo en cuestión (Legrá & Silva 2011). 

En este trabajo, la validación de los modelos se realiza con la comparación de los 

resultados experimentales obtenidos del gradiente de presión Xexp, con los teóricos 

calculados con el modelo para las mismas condiciones del experimento Xteó. Luego, 

se calculan los errores relativos puntuales y promedios entre los resultados 

experimentales y los teóricos, considerándose como criterio de aceptación que el error 

relativo promedio sea inferior al 10 %. Para el cálculo de los errores se emplean las 

expresiones 2.31 y 2.32; propuestas por Montgomery (2004) y Miller et al. (2005). 
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Donde: 

expX Valor experimental del gradiente de presión (Pa/m); 

teóX  Valor teórico del gradiente de presión (Pa/m); 

dN  Número de determinación (adimensional); 

pE  Error relativo promedio entre los valores experimentales y teóricos del gradiente 

de presión (%). 

2.8. Metodología empleada para el cálculo hidráulico en la instalación  

semi-industrial de hidrotransporte 

Obtenidas las curvas características de la bomba centrífuga лG se procede a calcular 

las pérdidas lineales y locales, con el hidrotransporte de pulpa laterítica cruda a una 

concentración de sólidos en peso de 41,93 %. 

2.8.1. Ecuación fundamental de pérdidas de presión por rozamiento 

Las pérdidas de carga por rozamiento son debidas a las tensiones cortantes de origen 

viscoso que aparecen entre el fluido y las paredes de la tubería. Debido a los orígenes 

no empíricos, la ecuación de Darcy-Weisbach es considerada por muchos ingenieros 

como el método más preciso para modelar pérdidas de fricción y se describe 

comúnmente a partir de la ecuación 2.33 (Streeter 1970; Karassik et al. 2001; Abulnaga 

2002; Shashi 2004; Mott 2006; Slatter 2006; López 2017): 

g

v

D

L
fh

z

f
2

2

  . . . . . . . . . (2.33) 

Donde: 

f  Factor de fricción para fluidos Herschel-Bulkley en régimen laminar 

(adimensional), el cual se determina por la ecuación 2.18; 

L  Longitud de la tubería de succión (m); 



Capítulo 2 

44 
 

D  Diámetro interior de la tubería de succión (m); 

zv  Velocidad media de transportación de la pulpa laterítica (m/s); 

g  Aceleración de la gravedad (9,81 m/s2). 

2.8.2. Ecuación fundamental de pérdidas de presión por resistencias locales 

Los trabajos realizados por Skelland (1970); Garcell (2001) y Darby (2001), tanto en 

flujo laminar como turbulento, con materiales seudoplásticos y plásticos Bingham, 

demuestran que las pérdidas por fricción ocasionadas por el flujo de estos fluidos a 

través de accesorios y válvulas son prácticamente similares a las obtenidas con los 

fluidos newtonianos. En la literatura especializada (Skelland 1970; Streeter 1970; 

Nekrasov 1986; Darby 2001; Garcell 2001; Abulnaga 2002) para la estimación de las 

pérdidas de presión por resistencias locales se utiliza fundamentalmente la  

expresión 2.34: 

g

v
h

z

tloc
2

2

   . . . . . . . . . (2.34) 

Donde t  es el coeficiente de fricción de pérdidas locales total (adimensional). 

2.8.3. Coeficientes de pérdidas locales en la impulsión para la descarga al 

tanque 

En la tabla A1 del anexo 7 se muestran los valores de los coeficientes de pérdidas 

locales para los accesorios instalados en el sistema de tuberías perteneciente a la 

línea de DN 100 (Reza 2000). 

La sumatoria de los coeficientes de pérdidas locales se calcula por la ecuación 2.35, 

al considerar los accesorios existentes en el sistema de tuberías. 

enstefdeyeecodovalt   84  . . . . . . . (2.35) 

El cálculo de las pérdidas totales en ese tramo de tubería y accesorios se realiza por 

la siguiente ecuación: 

locf hhh   . . . . . .  . . . (2.36) 
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En la tabla A2 del anexo 7 se muestran los valores de los coeficientes de pérdidas 

locales para los accesorios instalados en el sistema de tuberías perteneciente a la 

línea de DN 150 (Reza 2000). 

Teniéndose en cuenta que la sumatoria de los coeficientes de pérdidas locales en la 

línea de DN 150, varía con relación a la línea de DN 100, se calcula este coeficiente 

por la siguiente ecuación: 

tefdecodovalt   22  . . . . . . . . (2.37) 

Las pérdidas totales en ese tramo de tubería y accesorios se calculan por la siguiente 

ecuación: 

locf hhh   . . . . . . . . . . (2.38) 

Las pérdidas totales en la tubería de impulsión se calculan por la siguiente expresión: 

537150100 hhhhimp   . . . . . . . . (2.39) 

2.8.4. Cálculo de la altura estática 

El cálculo de la altura estática se realizó por la siguiente ecuación: 

succimp HHZ   . . . . . . . . . (2.40) 

Para la condición del máximo nivel del líquido en el tanque se emplearon las siguientes 

alturas estáticas: 

mHimp 435,2   mH succ 135,2  

El cálculo de las pérdidas totales en el sistema se realizó por la siguiente ecuación 

2.41: 

Zhh dint   . . . . . . . . . . (2.41) 

2.8.5. Característica de la red 

La característica de la red del sistema de tuberías en la instalación de hidrotransporte 

se recomienda calcular por la siguiente ecuación 2.42 (Alexandro 1986). 
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2QRZH cred   . . . . . . . . . (2.42) 

Donde cR  es el coeficiente generalizado de resistencia de la red exterior de la 

instalación de transporte hidráulico (s2/m5); Z  es la altura estática (m) y Q  es el 

caudal transportado por la bomba (m3/s). 

La resistencia mecánica de la línea se determina según Nekrasov (1986) por la 

siguiente ecuación 2.43: 

42
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
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



 


  . . . . . . . (2.43) 

Donde: 

f  Factor de fricción para fluidos Herschel-Bulkley en régimen laminar 

(adimensional); 

L  Longitud de la tubería (m); 

D  Diámetro interior (m); 

 t  Coeficiente de resistencia total en la instalación. 

Para realizar los cálculos con mayor facilidad se realizó un análisis de las longitudes 

equivalentes de tuberías y accesorios. Se cuenta con un tramo de conducto 

rectangular, el cual se utiliza para descargar el fluido al tanque, por lo que es necesario 

llevarlo a un coeficiente de pérdida local, equivalente a cierto valor de longitud de 

tubería recta como se muestra en la siguiente tabla 2.1 (Rodríguez 2013). 

Tabla 2.1. Equivalencia de longitud de tubería recta existente en la instalación semi-industrial a un 

coeficiente de pérdida local. 

Tramos de tubería 
Diámetro 

(mm) 
Longitud 

(m) 
Coeficiente 

ξ 

Conducto rectangular de drenaje al 
tanque 

537 1,61 0,0365 
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2.9. Expresiones para la determinación de costos asociados al sistema 

hidráulico 

El costo unitario de consumo energético en que se incurre al trasegar un metro cúbico 

de pulpa laterítica se expresa mediante la siguiente ecuación (Laurencio 2007): 

LQ

G
C b

T


  . . . . . . . . . . (2.44) 

Donde: 

TC  Costo unitario de transportación (CUC); 

bG  Gasto horario de la bomba (CUC); 

Q  Caudal del fluido transportado para el punto de mayor eficiencia (m3/s); 

L  Longitud de la línea (m). 

2.9.1. Gasto horario de la bomba (costo variable) 

En este análisis solo se tiene en cuenta los gastos por consumo de energía eléctrica 

(Kenneth 2000). 

eléctb CG   . . . . . . . . . . (2.45) 

Donde Celéct es el costo por el consumo de energía eléctrica expresado en CUP, y se 

determina por la siguiente ecuación: 

bm

tna
eléct

tNT
C

 


  . . . . . . . . . (2.46) 

Donde: 

aT  Tarifa de corriente eléctrica del ISMMM; 0,31 CUP/kW·h; 

nN  Potencia necesaria para transportar el fluido por la bomba (kW); 

tt  Cantidad de horas de funcionamiento (h); 

m  Rendimiento del motor eléctrico, 0,9 %; 

b  Rendimiento de la bomba. 
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2.10. Conclusiones del capítulo 

 Los procedimientos y técnicas experimentales utilizados para el análisis están 

fundamentados a partir de la necesidad de la caracterización de la pulpa laterítica y 

su comportamiento en el hidrotransporte por tuberías semi-industriales. 

 Se concretaron los procedimientos para la obtención de las curvas características 

de la bomba centrífuga лG en la instalación semi-industrial de hidrotransporte del 

Instituto Superior Minero Metalúrgico de Moa. 

 Se planteó la metodología de cálculo para el hidrotransporte de la pulpa laterítica 

ajustándose al modelo reológico Herschel-Bulkley, con el objetivo de validarla y el 

posterior análisis de la característica de la red, obteniéndose los puntos 

operacionales de la bomba. 
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CAPÍTULO 3. ANÁLISIS DE LOS RESULTADOS 

3.1. Introducción 

La correcta selección del equipamiento y los instrumentos que se emplean en las 

diferentes instalaciones industriales, garantiza el adecuado funcionamiento de la 

empresa, para ello es necesario determinar y analizar el régimen de trabajo de las 

bombas, para asegurar una eficiente operación del sistema y disminución de los 

consumos innecesarios de energía. 

El objetivo de este capítulo es mostrar los resultados obtenidos en esta investigación, 

el comportamiento de las variables de diseño, como son las curvas características de 

la bomba лG, así como la comparación de los resultados teóricos con los resultados 

de las pruebas experimentales. 

3.2. Curvas características de la bomba centrífuga лG 

Las curvas características de la bomba centrífuga лG para pulpa laterítica cruda a una 

concentración de sólidos en peso de 41,93 % se determinaron en función de la 

deducción analítica empleada en el capítulo 2, a partir de la puesta en funcionamiento 

del motor de la máquina con ayuda de un variador de velocidad a los números de 

revoluciones siguientes: 800 r/min; 1 000 r/min y 1 400 r/min. 

3.2.1. Curvas características carga-capacidad 

En las tablas 3.1, 3.2, y 3.3 se muestran los valores de la energía suministrada por la 

bomba al fluido en función de la cantidad de líquido que desplaza la máquina en la 

unidad de tiempo (H-Q). 

Tabla 3.1. Parámetros para la curva carga-capacidad de la bomba лG a 800 r/min. 

Carga (m) 11,4 9 3,8 0,9 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 

Tabla 3.2. Parámetros para la curva carga-capacidad de la bomba лG a 1 000 r/min. 

Carga (m) 13,6 13,4 12,9 12,5 11,8 10,8 9,7 8,5 5,5 3,8 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 
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Tabla 3.3. Parámetros para la curva carga-capacidad de la bomba лG a 1 400 r/min. 

Carga (m) 31,8 31,4 30,6 30,2 29,2 28,2 27,1 25,9 23,3 21,9 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Estos valores de carga y capacidad obtenidos, para las diferentes condiciones de 

trabajo de la bomba, se deducen a partir del ploteo de los datos derivados de la prueba 

experimental, con el empleo de la técnica de análisis numérico de los mínimos 

cuadrados en el software Microsoft Excel. La siguiente tabla 3.4 muestra los modelos 

de las curvas carga-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

Tabla 3.4. Modelos de las curvas carga-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

r/min Modelo carga-capacidad (H-Q) 
Coeficiente de 

determinación (R2) 

800   2

800 0009,02246,035,11 QQQH p   0,997 

1 000   2

1000 0002,00185,0598,13 QQQH p   0,999 

1 400   2

1400 0001,0037,0813,31 QQQH p   0,999 

En la tabla 3.4 se aprecia que la energía suministrada por la máquina al fluido puede 

ser determinada a partir del ajuste a la curva con un modelo polinómico de orden dos, 

puesto que R2 alcanza un valor próximo a la unidad; confirmándose así lo planteado 

en investigaciones anteriores (Turiño 1996; Kenneth 2000; Barrera 2010; Martínez 

2011; Carcassés 2018; Martínez & Riaño 2018), las cuales aseveran que esta relación 

n-aria de monomios es la que se aplica para modelar las curvas carga-capacidad de 

las bombas rotodinámicas. 

El gráfico de la figura 3.1 relaciona los valores de la altura de elevación en función del 

caudal de la bomba centrífuga лG con pulpa laterítica cruda, y las curvas de  

carga-capacidad derivadas de la investigación realizada por Carcassés (2018) para el 

agua cruda a temperatura ambiente. La curva característica H-Q es una función 

decreciente que tiene dos puntos singulares: el punto de máxima altura de elevación 

(Hmáx), con caudal nulo, y el punto de máximo caudal (Qmáx), con altura de elevación 

nula. Entre estos dos puntos la bomba puede proporcionar cualquier caudal 
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comprendido entre 0 y Qmáx, a cualquier altura de elevación comprendida entre 0 y 

Hmáx (Skelland 1970). 

 
Figura 3.1. Curvas características de carga-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

De la figura 3.1 se deduce que a medida que aumenta el número de revoluciones del 

motor de la bomba, tiende a aumentar la presión y el caudal, valores que son 

directamente proporcionales. Se corroboró lo planteado en la literatura (Esquerre 

2005; Mott 2006; Fernandes 2008; Rosa 2018), las cuales aseveran que para fluidos 

viscosos, disminuye el flujo entregado contra una carga dada. Este fenómeno se debe 

a que las mayores pérdidas de una bomba centrífuga son ocasionadas por la fricción 

del fluido dentro del cuerpo de la bomba (Álvarez & Quezada 2008). 

3.2.2. Curvas características potencia-capacidad 

En las tablas 3.5, 3.6, y 3.7 se relacionan los valores de la potencia hidráulica en 

función de la cantidad de líquido que desplaza la máquina en la unidad de tiempo  

(P-Q). 

Tabla 3.5. Parámetros para la curva potencia-capacidad de la bomba лG a 800 r/min. 

Potencia (kW) 4,9 5,3 6,1 6,4 7,1 7,7 8,2 8,6 9,2 9,4 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 
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Tabla 3.6. Parámetros para la curva potencia-capacidad de la bomba лG a 1 000 r/min. 

Potencia (kW) 8,8 9,4 10,4 10,9 11,6 12,3 12,7 13 13,2 13 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Tabla 3.7. Parámetros para la curva potencia-capacidad de la bomba лG a 1 400 r/min. 

Potencia (kW) 24,2 26 29,1 30,3 32,4 33,9 34,7 34,9 33,3 31,6 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Estos valores de potencia y capacidad obtenidos, para las diferentes condiciones de 

trabajo de la bomba, se deducen a partir del ploteo de los datos derivados de la prueba 

experimental y con la aplicación de la instrucción de línea de tendencia programada 

en el software Microsoft Excel. La siguiente tabla 3.8 muestra los modelos de las 

curvas potencia-capacidad de la bomba centrífuga лG, obtenidas en el análisis 

realizado. 

Tabla 3.8. Modelos de las curvas potencia-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

r/min Modelo potencia-capacidad (P-Q) 
Coeficiente de 

determinación (R2) 

800   2

800 0001,00431,08593,4 QQQPp   0,998 

1 000   2

1000 0002,00593,08064,8 QQQPp   0,999 

1 400   2

1400 0008,01848,0228,24 QQQPp   0,999 

En la tabla 3.8 se aprecia que el trabajo útil realizado por la bomba centrífuga por 

unidad de tiempo puede ser determinado a partir del ajuste a la curva con un modelo 

polinómico de orden dos, puesto que R2 adquiere un valor cercano a la unidad. Este 

resultado permite corroborar la eficiencia en el uso de ecuaciones cuadráticas de una 

sola variable para modelar las curvas potencia-capacidad, semejante a lo reportado 

por investigaciones previas (Turiño 1996; Barrera 2010; Martínez 2011; Carcassés 

2018; Martínez & Riaño 2018). 

En la siguiente figura 3.2 se muestran las curvas características de  

potencia-capacidad de la bomba centrífuga лG con pulpa laterítica cruda, y las curvas 

de potencia-capacidad derivadas de la investigación realizada por Carcassés (2018) 

para el agua cruda a temperatura ambiente. En el eje de la abscisa se representa la 
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cantidad de fluido que circula a través de una sección del ducto por unidad de tiempo 

y en la ordenada la potencia hidráulica.  

 
Figura 3.2. Curvas características de potencia-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

En la figura 3.2 se puede constatar que la demanda de potencia activa por el motor 

tiende a aumentar a medida que se incrementa el número de revoluciones, valores que 

son directamente proporcionales; lo que indica que a mayor caudal la potencia se 

acrecienta a medida que disminuye la altura de carga de la bomba, y así se aumenta 

la tensión del motor que influye en la carga total (Pérez et al. 2016). Estos resultados 

corroboran lo investigado por Pérez (2010), donde se demostró que las bombas que 

manejan fluidos no newtonianos requieren de una mayor potencia para garantizar el 

mismo flujo que las bombas que manejan un fluido con características newtonianas. 

Del comportamiento mostrado en la figura 3.2 se infiere que, para valores altos de 

viscosidad, se incrementa la potencia requerida para impulsar el fluido, confirmándose 

lo planteado en la literatura especializada (Mott 2006), que asevera que el bombeo de 

fluidos de alta viscosidad trae consigo efectos como el incremento de la potencia 

requerida para la impulsión de los mismos y la disminución del flujo entregado contra 

una carga dada. 

0

5

10

15

20

25

30

35

40

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200

P
o

te
n

c
ia

 (
k

W
)

Capacidad (m3/h)

Pa800

Pa1000

Pa1400

Pp800

Pp1000

Pp1400



Capítulo 3 

54 
 

3.2.3. Curvas características rendimiento-capacidad 

En las tablas 3.9, 3.10, y 3.11 se muestran los valores de rendimiento en función de la 

cantidad de líquido que desplaza la máquina en la unidad de tiempo (η-Q). 

Tabla 3.9. Parámetros para la curva rendimiento-capacidad de la bomba лG a 800 r/min. 

Rendimiento (%) 0 6,8 8,4 3,2 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 

Tabla 3.10. Parámetros para la curva rendimiento-capacidad de la bomba лG a 1 000 r/min. 

Rendimiento (%) 0 5,5 14,7 18,4 24 27,2 28 26,4 16 7,2 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Tabla 3.11. Parámetros para la curva rendimiento-capacidad de la bomba лG a 1 400 r/min. 

Rendimiento (%) 0 4,3 12,1 15,7 22,3 28,1 33,1 37,3 43,3 45,1 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Estos valores de rendimiento y capacidad obtenidos, para las diferentes condiciones 

de trabajo de la bomba, se deducen a partir del ploteo de los datos derivados de la 

prueba experimental y con el uso de la instrucción de línea de tendencia programada 

en el software Microsoft Excel. La siguiente tabla 3.12 muestra los modelos de las 

curvas rendimiento-capacidad de la bomba лG, obtenidas en el análisis realizado. 

Tabla 3.12. Modelos de las curvas rendimiento-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

r/min Modelo rendimiento-capacidad (η-Q) 
Coeficiente de 

determinación (R2) 

800   26

800 0002,00088,0108 QQQp    0,999 

1 000   25

1000 1030058,00001,0 QQQp    0,999 

1 400   25

1400 1010043,00007,0 QQQp    0,999 

En la tabla 3.12 se aprecia que el rendimiento de la bomba centrífuga se puede 

determinar a partir del ajuste de curva con un modelo polinómico de orden dos, puesto 

que el coeficiente de determinación fue de 0,99. Estos resultados muestran 

correspondencia a los reflejados en la bibliografía (Turiño 1996; Barrera 2010; 
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Martínez 2011; Carcassés 2018; Martínez & Riaño 2018), las cuales afirman que este 

modelo es aplicable a este tipo de curvas rendimiento-capacidad. 

En la siguiente figura 3.3 se muestran las curvas características de  

rendimiento-capacidad de la bomba centrífuga лG con pulpa laterítica cruda, y las 

curvas de rendimiento-capacidad derivadas de la investigación realizada por 

Carcassés (2018) para el agua cruda a temperatura ambiente. En el eje de la abscisa 

se representa la cantidad de fluido que circula a través de una sección del ducto por 

unidad de tiempo y en la ordenada el rendimiento.  

 
Figura 3.3. Curvas características de rendimiento-capacidad de la bomba centrífuga лG. 

En la figura 3.3 se muestra el comportamiento creciente de la curva de rendimiento en 

función del caudal, corroborándose lo planteado por la literatura (Kasatkin 1985; 

Karassik et al. 2001; Acosta 2018), que plantea que a medida que se acrecienta el 

caudal de la bomba aumenta el rendimiento hasta llegar a un punto óptimo donde la 

eficiencia tiende a decrecer. También se pudo comprobar que a medida que se le 

incrementa el número de revoluciones al motor de la bomba tiende a aumentar el 

rendimiento de la misma. 

A partir de las curvas características (η-Q) mostradas en la figura anterior, se corroboró 

que para el agua la eficiencia es mayor (67,3 %) que para la pulpa laterítica (45,1 %); 
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debido a que la laterita ferroniquelífera es un fluido con una viscosidad alta, por lo que 

el rozamiento entre capas adyacentes lo sería también, lo que significa que éstas se 

moverían muy poco unas respecto de otras. Al considerar el comportamiento de estos 

dos fluidos se puede deducir que el rendimiento es también función de la viscosidad, 

la cual se considera inversamente proporcional a este, es decir, a medida que aumenta 

la viscosidad disminuye el rendimiento (Kenneth 2000; Álvarez & Quezada 2008; 

Torabi & Nourbakhsh 2016). 

3.3. Comportamiento del flujo de la pulpa laterítica por tuberías horizontales 

Para clasificar el tipo de flujo experimentado de la pulpa laterítica en una tubería 

horizontal se determinó la caída de presión experimental del fluido en un tramo de 

longitud recta como se muestra en el capítulo 2. Se analiza el fluido con una 

concentración de sólidos en peso de 41,93 %, determinándose el esfuerzo cortante en 

la pared de la tubería por la ecuación 2.6, y con el empleo del procedimiento descrito 

por las ecuaciones 2.4 y 2.5 se determina el radio de concentración en la sección 

transversal de la tubería como se muestra en la tabla 3.13. 

Tabla 3.13. Clasificación del flujo de la pulpa laterítica por tuberías horizontales. 

Velocidad 

media,  sm /  

Esfuerzo cortante en la 

pared de la tubería,  Pa  

Radio, 

A

T

C
C

 

0,135 25,848 0,999 

0,274 34,451 0,999 

0,375 39,827 0,999 

0,708 55,295 0,999 

1,023 67,992 0,999 

1,049 68,984 0,999 

Según se muestra en la tabla 3.13, el flujo de la pulpa laterítica para las velocidades 

experimentadas se comportó de forma homogéneo. Se pudo comprobar que el radio 

de concentración de sólidos en la sección transversal de la tubería es superior en todos 

los casos que 0,8, confirmándose con los resultados de otras investigaciones 

(Abulnaga 2002; Shashi 2004; Hu 2006; Wilson et al. 2006; Mitchell et al. 2007; 

Bartosik 2010; Moraga et al. 2013; Rodríguez 2017). 
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El comportamiento homogéneo de la pulpa laterítica se debe a que la concentración 

de las partículas sólidas se mantiene relativamente constante a lo largo de la sección 

transversal de la tubería. Esto sucede porque la inercia de la partícula suspendida es 

bastante despreciable y estas permanecen dispersas uniformemente a lo largo del 

líquido (Shashi 2004; Rodríguez 2017). 

3.4. Resultados de los cálculos del gradiente de presión 

En la tabla 3.14 se muestran los valores escogidos de presiones puntuales en los 

manómetros a partir de las pruebas experimentales de gradiente de presión realizadas 

en la instalación semi-industrial del ISMMM, al tener en cuenta la cantidad de fluido 

por unidad de tiempo que circula en el conducto de diámetro nominal de 150 mm para 

distintos números de revoluciones del motor de la bomba. 

Tabla 3.14. Resultados de los cálculos del gradiente de presión. 

Q 

(m3/s) 

V 

(m/s) 

‹vz› 

(m/s) 

P0 

(kPa) 

P1 

(kPa) 

∆Pexp/L 

(Pa/m) 

∆Pteó/L 

(Pa/m) 

γ 

(s-1) 
fΨ Rem 

Er 

(%) 

Remc vc 

(m/s) 

0,0028 0,15 0,13 66,5 55,8 665,7 671,4 9,4 7,9 15,7 0,85 4 314,6 9,87 

0,0055 0,3 0,27 74,4 60,1 895,4 894,8 17,5 2,6 39,4 0,06 3 621,2 8,64 

0,0075 0,4 0,38 74,6 58,1 1 036,7 1 034,5 23,3 1,6 59 0,21 3 385,9 8,22 

0,0142 0,76 0,71 148,8 125,8 1 422,2 1 436,2 42,8 0,6 135,8 0,98 3 015,9 7,53 

0,0201 1,08 1,02 241,7 213,4 1 767 1 766,1 60,6 0,4 215,9 0,06 2 858,4 7,23 

0,0207 1,11 1,05 243,7 215 1 783,4 1 791,8 62,3 0,3 224,2 0,47 2 848,9 7,21 

Según los resultados del número de Reynolds modificado en la tabla 3.14, el régimen 

de flujo experimentado para la pulpa laterítica cruda a una concentración de sólidos en 

peso de 41,93 % se comporta de forma laminar, demostrándose que el mismo se 

puede extender hasta valores de 224,2. Este comportamiento permite confirmar los 

resultados de otras investigaciones, las cuáles plantean que para el caso de pulpas 

viscosas del tipo Herschel-Bulkley es muy difícil establecer el número de Reynolds 

crítico en el cuál el fluido deja de experimentar el régimen laminar para entrar a la zona 

de transición turbulenta  (Metzner & Park 1964; Escudier & Presti 1996; Rodríguez 

2017). 

Como puede apreciarse en la tabla 3.14 las velocidades críticas son superiores en 

gran medida a las velocidades medias registradas en la sección transversal de la 

tubería, lo que confirma el régimen de flujo laminar de la pulpa laterítica. Este 
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comportamiento se atribuye al elevado porciento de sólidos en peso de la pulpa, el 

predominio de partículas finas que trae como consecuencia un aumento de la 

viscosidad aparente y la densidad de la pulpa. Estos resultados son corroborados por 

investigaciones en otros sistemas, los cuáles plantean que el régimen de flujo laminar 

en pulpas homogéneas no es factible (Cooke 2002; Slatter 2004, 2005, 2006; Mitchell 

et al. 2007; Cowper et al. 2010; Paterson 2011; Myers et al. 2017; Rodríguez 2017). 

Como otro resultado del trabajo, en la tabla 3.14 se muestran los valores del gradiente 

de velocidad, calculados con el modelo establecido en el tópico 2.7.2, evidenciándose 

una correspondencia satisfactoria con los resultados experimentales expuestos por 

Rosa (2018), obtenidos en un viscosímetro rotacional de cilindros concéntricos.  

Al considerar el esfuerzo de corte del fluido con la pared de la tubería se determinó, 

de forma experimental y teórica, el gradiente de presión por cada un metro de longitud 

de tubería recta para la pulpa laterítica cruda como se muestra en la figura 3.4. 

 
Figura 3.4. Comportamiento del gradiente de presión experimental y teórico. 
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con el modelo establecido. Los resultados de la metodología aplicada demuestran 

mayor efectividad que investigaciones anteriores realizadas por Rodríguez (2016; 

2017; 2019), donde el error relativo promedio en la predicción es de un valor de 4,6 %. 

Los comportamientos mostrados por los valores expuestos en la tabla 3.14 indican una 

probabilidad de efectividad de 99,57 %; lo cual está en correspondencia con los 

criterios expuestos en la literatura (Legrá & Silva 2011; Retirado 2012; Rodríguez 

2017), que abordan la modelación matemática de procesos industriales, donde se 

especifica que para cálculos de ingeniería una aproximación del 90 % es satisfactoria, 

debido a que los resultados siempre están influenciados por los errores inherentes al 

proceso de experimentación. 

3.4.1. Comportamiento del Reynolds en función del factor de fricción 

Uno de los parámetros importantes en el diseño, al considerar las pérdidas de energía 

mecánica en el transporte de fluidos a través de tuberías, es el coeficiente o factor de 

fricción, ya sea para evaluar la potencia necesaria del sistema en el transporte de los 

fluidos, o para estimar el diámetro del conducto (Bandala 2001; Ibarz & Barbosa 2001; 

Vélez 2003; Davidson & Nguyen 2007; Laurencio 2012; Martínez et al. 2014).  

El coeficiente de fricción y el número de Reynolds se calculó a partir de las ecuaciones 

establecidas en el capítulo 2 para un 41,93 % de concentración de sólidos en peso, en 

función de la pérdida de carga en un segmento de tubería, como se muestra en la 

figura 3.5. 

 
Figura 3.5. Factor de fricción de Darcy en función del número de Reynolds modificado para la pulpa 

laterítica. 
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Como se muestra en la figura 3.5 a medida que aumenta el número de Reynolds 

modificado el factor de fricción tiende a disminuir, parámetros que son inversamente 

proporcionales. Esta condición se alcanza para una acción viscosa que prevalece en 

toda la sección transversal del flujo, desarrollándose un perfil de velocidad no variable 

en la dirección radial, con líneas de corrientes rectas y paralelas (Shames 1995). 

En régimen laminar la rugosidad de las paredes no afecta al factor de fricción; en 

cambio, en régimen turbulento la rugosidad si influye sobre la distribución de velocidad 

y el factor de fricción. Esta influencia depende de la relación existente entre la 

profundidad media de los salientes eR y el espesor de la subcapa laminar Δ. Si el grosor 

de la subcapa laminar es mayor que la profundidad de los salientes (Δ > eR), el fluido 

fluye suavemente sobre estos sin que se origine perturbaciones algunas, y la influencia 

de la rugosidad sobre la magnitud f no se manifiesta. Esto es lo que ocurre en régimen 

totalmente laminar o en tubos considerados lisos en régimen turbulento  

(Garcell et al. 2011; Rodríguez 2017). 

Rodríguez (2017) al aplicar correlaciones del factor de fricción en función de la 

ecuación del número de Reynolds modificado para fluidos seudoplásticos propuesta 

por Shashi (2004), comprueba que el modelo expresa valores de 5,08 % a 8,8 % de 

error máximo relativo puntual para el régimen de flujo laminar, sin embargo, el trabajo 

experimental reveló que las ecuaciones pueden ser utilizadas para predecir la caída 

de presión ajustable a los porcientos de sólidos en peso de la pulpa 41; 42,5 y 44 % 

respectivamente, caracterizándola como un fluido seudoplástico que obedece a la ley 

de potencia, no ajustándose a la hidromezcla laterítica la cual presenta un 

comportamiento plástico real que responde al modelo Herschel-Bulkley. 

A diferencia de la investigación de Rodríguez (2017), se obtuvo como aplicación 

práctica fundamental del modelo establecido en el presente trabajo, la posibilidad de 

calcular eficazmente el coeficiente de resistencia en función del Reynolds modificado 

y el parámetro Ψ que depende del número de Hedstrom y el índice de flujo, lo cual es 

válido para la evaluación y selección eficiente de los sistemas de hidrotransporte de la 

pulpa laterítica en régimen de flujo laminar, ajustándose a un comportamiento plástico 

real que responda al modelo Herschel-Bulkley (Shashi 2004). De esta forma se precisa 
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la validez del método obtenido y su importancia científica, que permite diseñar y 

explotar racionalmente las instalaciones de hidrotransporte del mineral laterítico en la 

industria del níquel. 

3.5. Análisis del sistema de bombeo de la instalación semi-industrial de 

hidrotransporte del ISMMM 

El análisis del sistema de bombeo de la instalación semi-industrial de hidrotransporte 

del ISMMM se realizó con el circuito cerrado, trasiego de pulpa laterítica cruda a una 

concentración de sólidos en peso de 41,93 %; con la bomba лG, cierre de la válvula 

de recirculación y la toma del densímetro, con el empleo de la descarga al tanque. En 

la siguiente tabla 3.15 se muestran los resultados de las velocidades que alcanza la 

hidromezcla laterítica en el momento de su transporte, las áreas de la sección interna 

transversal, el Reynolds modificado y el factor de fricción en correspondencia con los 

valores del diámetro en los conductos de la instalación. Los cálculos teóricos se 

realizaron para un caudal de 79,59 m3/h y 1 400 r/min. 

Tabla 3.15. Resultados de los cálculos de las áreas, velocidades, número de Reynolds modificado y el 

factor de fricción en los conductos de la instalación. 

Líneas 
Velocidades 

(m/s) 
Áreas 
(m2) 

Rem f 

Tubería de DN 100 2,536 0,008 502,672 0,251 

Tubería de DN 150 1,112 0,018 224,182 0,419 

Tramo del conducto rectangular de 
drenaje al tanque DN 537 

0,284 0,073 86,388 0,745 

Los valores del número de Reynolds modificado (Rem < 2 100) obtenidos para las 

velocidades experimentales confirman que la pulpa laterítica en la tubería se encuentra 

en régimen laminar; es decir, las partículas del fluido se mueven a lo largo de 

trayectorias lisas en láminas, deslizándose una capa sobre la otra adyacente, 

constituyéndose la velocidad del fluido máxima en el eje de la tubería y, disminuyendo 

rápidamente hasta anularse en la pared de la misma (Daily & Harleman 1975; McCabe 

et al. 1991; Mataix 1993; Karassik et al. 2001; Calderón & Pozo 2011; López 2014). Al 

tener en cuenta que a medida que aumenta el Reynolds disminuye el factor de fricción, 

se puede afirmar que no existen pérdidas notables de energía, debido a que las 
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variaciones en las condiciones iniciales del fluido no implican grandes diferencias en 

su futuro comportamiento (Sablón & Rodríguez 2018). 

En la tabla 3.16 se presentan los resultados derivados del cálculo de las pérdidas por 

rozamiento lineal y local para la tubería (succión e impulsión) y accesorios empleados 

en la instalación semi-industrial de hidrotransporte del ISMMM. 

Tabla 3.16. Resultados de los cálculos de las pérdidas por rozamiento y locales en la tubería de succión 

y la tubería de impulsión. 

Tubería de DN 100 

Parámetros (m) Impulsión Succión 

Pérdidas por rozamiento (h1) 23,152 1,256 

Pérdidas locales (h2) 2,096 0,628 

Sumatoria del coeficiente de pérdidas locales (Σξt) 6,394 1,916 

Tubería de DN 150 

Parámetros (m) Impulsión Succión 

Pérdidas por rozamiento (h1) 4,749 0,233 

Pérdidas locales (h2) 0,131 0,149 

Sumatoria del coeficiente de pérdidas locales (Σξt) 2,077 2,37 

Total 

Parámetros (m) Impulsión Succión 

Pérdidas totales del sistema (himp y hsucc) 30,128 2,267 

Pérdidas dinámicas (hdin) 32,396 

Altura estática para el máximo nivel del líquido en el tanque (ΔZmáx) 0,3 

Pérdidas totales para el máximo nivel del líquido en el tanque (htmáx) 32,696 

De la tabla 3.16 se infiere que para mayor valor de diámetro se manifiesta un 

considerable cambio de las pérdidas de carga por rozamiento, comportamiento 

análogo a los reportados por la literatura (Ocón 2005; Hechavarría 2009; Balcazar 

2013; Braulio 2016), las cuales aseveran que las pérdidas primarias son directamente 

proporcionales al cuadrado de la velocidad media en la tubería, a la longitud de la 

sección e inversamente proporcional al diámetro de la misma. 

La estimación de las pérdidas de presión por resistencias locales se realizó 

considerándose el coeficiente de fricción en válvulas y accesorios; evidenciándose 

para la misma que a medida que incrementa la carga de velocidad del fluido, aumentan 

las pérdidas locales, valores que son directamente proporcionales; lo cual está en 

correspondencia a lo reportado por otros autores (Martínez 2016). 



Capítulo 3 

63 
 

Características de la red para el sistema en la condición del máximo nivel del 

líquido en el tanque 

En la tabla 3.17 se relacionan los valores de la característica de la red de tuberías y 

accesorios en función del caudal de trabajo de la bomba, que depende 

fundamentalmente de la resistencia que existe en la misma. 

Tabla 3.17. Característica de la red para el sistema con el máximo nivel del líquido en el tanque. 

Carga (m) 0,3 7,8 16,6 20,4 27,6 34,6 41,6 48,7 63,5 71,3 

Capacidad (m3/h) 0 10 30 40 60 80 100 120 160 180 

Con el empleo de las curvas características (H-Q, P-Q, η-Q) presentadas en el tópico 

3.2 y los resultados expuestos en la tabla 3.17, se graficaron las curvas características 

del sistema y la bomba лG para la condición de la descarga al tanque, como se 

muestra en la figura 3.6. 

 
Figura 3.6. Curvas características del sistema y la bomba лG para la condición de la descarga al tanque. 
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En este caso para la condición de descarga al tanque especificado en la figura 3.6, se 

tiene la relación entre la altura, potencia, eficiencia y el caudal alcanzado durante el 

período de explotación, determinándose que para una potencia de la bomba de  

32,78 kW, con un rendimiento de 23,5 %, el punto de operación de la bomba лG se 

encuentra a los 29,04 m de alturas y a un valor de 0,018 m3/s del caudal, 

considerándose el punto de máxima eficiencia. 

Al analizar los parámetros de operación de la bomba лG para pulpa laterítica cruda a 

una concentración de sólidos en peso de 41,93 % en comparación con los resultados 

reportados por Carcassés (2018) para agua cruda a temperatura ambiente, se verificó 

que los valores altura y rendimiento descienden en función del caudal. Este 

comportamiento se le atribuye a que la altura de elevación y la eficiencia son 

inversamente proporcionales a la viscosidad de la hidromezcla laterítica. El presente 

resultado permite confirmar lo planteado en la literatura (Kenneth 2000; Mott 2006; 

Álvarez & Quezada 2008; Matos 2016), que afirman que el movimiento a diferentes 

velocidades que emerge de las colisiones entre las partículas del fluido provoca una 

resistencia a su movimiento, disminuyendo el flujo entregado contra una carga dada y 

requiriéndose de una mayor potencia para el bombeo del fluido. 

La consecuencia inmediata de la reducción del gasto es que se producirán dificultades 

en el funcionamiento de las bombas y de la tubería. Además, al disminuir la velocidad 

del flujo, existe la posibilidad de que aparezcan sedimentaciones, esto trae como 

consecuencia una disminución en el diámetro interior de la tubería, obteniéndose un 

diámetro equivalente que es irregular en toda la línea repercutiéndose en la caída de 

presión y en los consumos energéticos de la bomba; esto se pudo corroborar en 

investigaciones anteriores como Gardea (2008). 

3.6. Valoración económica 

Los gastos de energía eléctrica constituyen la mayor parte de los gastos capitales en 

el proceso de hidrotransporte. Con la correcta selección y organización en la 

explotación del equipamiento de bombeo en régimen económico, permite el ahorro de 
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la energía eléctrica y aumentar la efectividad del transporte hidráulico, al considerar 

siempre los problemas que esta puede causarle al medio circundante. 

En la tabla 3.18, se resume el análisis del costo energético en el que se incurre al 

transportarse pulpa laterítica cruda a una concentración de sólidos en peso de  

41,93 % a diferentes caudales que corresponden a los puntos de operación de la 

bomba, para una longitud de tubería recta horizontal de 61 metros, en una hora de 

trabajo con el uso de la descarga al tanque. Para el cálculo se utilizaron los siguientes 

números de revoluciones experimentados en la instalación (800 r/min; 1 000 r/min;  

1 400 r/min), con el empleo de la metodología presentada en el tópico 2.9 del  

capítulo 2. 

Tabla 3.18. Costo energético para transportar un m3 de pulpa laterítica cruda. 

r/min Caudal (m3/h) Costo energético (CUP) 
Costo unitario de 

transportación (CUP) 

800 11 1,514 8,126 

1 000 23 1,768 4,537 

1 400 64 2,883 2,658 

Como se muestra en la tabla anterior los costos energéticos de transportación 

aumentan a medida que se incrementa el flujo de la bomba. Para tener una mejor idea 

de lo que influye el flujo en la bomba con respecto al consumo de energía eléctrica, se 

grafica en la siguiente figura 3.7 el comportamiento de los costos por electricidad en 

función del caudal de pulpa laterítica transportado. 

 
Figura 3.7. Comportamiento del costo por electricidad en función del caudal transportado de pulpa 

laterítica cruda. 
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Como se muestra en la figura anterior a medida que se aumenta el número de 

revoluciones del motor de la bomba aumenta el flujo y así mismo incrementa el 

consumo eléctrico del motor, que esto equivale a un aumento de los costos por 

electricidad (Carcassés 2018). 

Con respecto a los costos unitarios de transportación sucede lo contrario, a medida 

que aumenta el número de revoluciones del motor de la bomba se pudo comprobar 

que los costos disminuyen, obteniéndose el punto operacional de máxima eficiencia el 

más económico. 

3.7. Conclusiones del capítulo 

 Se determinaron los modelos matemáticos de parámetros energéticos que 

condicionan la eficiencia del sistema de bombeo de pulpa laterítica cruda como 

flujos, cargas, potencia y rendimiento para varios números de revoluciones del 

motor de la bomba лG. 

 De acuerdo con los resultados de caída de presión experimental y teórico en la 

tubería, el gradiente de presión en el hidrotransporte de la pulpa laterítica para las 

condiciones estudiadas demostró una probabilidad de efectividad de un 99,56 % y 

su error relativo promedio asociado a su uso es inferior a 0,98 %, lo cual permite 

validar la metodología empleada. 

 Mediante la simulación experimental del hidrotransporte de pulpa laterítica a escala 

semi-industrial, se determinó que el aumento del número de revoluciones incide de 

forma significativa en la disminución de los costos unitarios de transportación, 

obteniéndose el punto operacional de máxima eficiencia el más económico. 
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CONCLUSIONES GENERALES 

 Se precisaron los modelos matemáticos de parámetros energéticos que 

condicionan la eficiencia del sistema de bombeo de pulpa laterítica cruda como 

flujos, cargas, potencia y rendimiento para varios números de revoluciones del 

motor de la bomba лG, con un valor de coeficiente de determinación cercano a la 

unidad, que determina la efectividad del modelo para replicar los resultados. 

 De acuerdo con los resultados de caída de presión experimental y teórico en la 

tubería, el gradiente de presión en el hidrotransporte de la pulpa laterítica para las 

condiciones estudiadas demostró una probabilidad de efectividad de un 99,56 % y 

su error relativo promedio asociado a su uso es inferior al 0,98 %, lo cual permite 

validar la metodología empleada. 

 Se determinó el punto de operación de la bomba лG para diferentes condiciones de 

trabajo (800 r/min, 1 000 r/min, 1 400 r/min), demostrándose que el punto de mayor 

eficiencia se encuentra para 1 400 r/min, obteniéndose 29,04 m y 0,018 m3/s de 

carga-capacidad, con una potencia de 32,78 kW a un rendimiento de 23,5 %. 
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RECOMENDACIONES 

Las recomendaciones que se muestran a continuación se plantean en función de 

extender las investigaciones referentes al transporte de la pulpa laterítica a escala 

semi-industrial: 

1. Profundizar en la validación de la metodología del gradiente de presión en el 

hidrotransporte de pulpa laterítica con varias concentraciones de sólidos, 

específicamente de 40-46 %. 

2. A partir de las leyes de semejanza validar los resultados obtenidos a escala 

industrial. 

3. Considerar en futuras investigaciones, la obtención de regímenes de flujo cercanos 

a la velocidad de transición viscosa. 
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ANEXOS 

Anexo 1. Estación experimental de hidrotransporte del Instituto Superior Minero 

Metalúrgico de Moa. 

 

Figura 1. Esquema de la instalación semi-industrial de hidrotransporte del ISMMM. 
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Anexo 2. Autómata programable Simatic S7 300 conectado a una red de comunicación 

Ethernet. 

 

Figura 1. Medios para procesar la información de las corridas a una PC. 
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Anexo 3. Instrumentación de la instalación semi-industrial del ISMMM. 

 

Figura 1. Instalación semi-industrial del ISMMM. 

 

Figura 2. Bomba centrífuga лG. 
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Sensor de presión SITRANS P PED: SEP CЄ 

Este transmisor capta la variable de proceso, la transforma en eléctrica y la transmiten 

en corriente a un autómata programable. Tiene una precisión de 0,2 % del alcance de 

medida. 

Marca: SIEMENS, Made in France 

Tipo: D-76181 Karisruhe 

Nr. Fab. N1-T926-9532239 

Un: DC 10,5…...45V (no Ex) Salida 4…20 mA 

Alcance de medida: 0,01….1 bar 

Límites de sobrecarga: -1….6 bar 

Class de protección IP65 

(Catálogo facilitado por el fabricante ¨ SITRANS P measuring instruments for pressure. 

Transmitters for pressure y datos sacados de la Chapilla Técnica del Equipo). 

Termo Resistencia PT-100 ¨sa TERMIBEL N.V¨ 

Cuya medición está basada en la propiedad que poseen todos los conductores de 

variar su resistencia en función de la temperatura. La resistencia eléctrica aumenta 

con el crecimiento de la temperatura y entonces hablamos de coeficiente de 

temperatura positivo PTC (Positive Temperature Coeficient), esto por ejemplo con las 

termo resistencias de platino. 

Réf: T Co 61- 2009 

PAVE. DU ROEULX Z.1. 

B-7110 STREPY-BRACQUEGNIES Marca: ISO 9001 

Type: Pt 100 

Range: 0/100 ºC 

s.n.: T-40 

(Catálogo facilitado por el fabricante ¨ USM- Instrumentación y Automatización-Sem. I 

2005 y datos sacados de la Chapilla Técnica del Equipo). 
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Flujómetro 

 

Está diseñado para medir un flujo máximo de 200 m3/h. 

Densímetro DT 301 (Density Transmitter) 

Con una exactitud de ± 0,1 %. Este transmisor es un instrumento desarrollado para la 

medición continua, en una línea de concentración líquida y densa, directamente en el 

proceso industrial. Está diseñado para las aplicaciones de mando de proceso, los 

transmisores generan una señal de 4-20 mA proporcional a la concentración de la 

densidad. 

Marca: Smar 

Tipo: DT 301  

Serial No: 3794-08    

Temp. 60 ºC máx 

Vmáx. 30 Vdc 

Imáx. 110 mA 
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(Catálogo facilitado por el fabricante ¨ DT301 SMART CONCENTRATION/DENSITY 

TRANSMITTER y datos sacados de la Chapilla Técnica del Equipo). 

Medidor de nivel BM 700 (Level-Radar) 

Sirve exclusivamente para la medición del nivel, de la distancia, del volumen y para la 

medición por reflexión de líquidos, pastas, lodos, mercancías a granel y cuerpos 

sólidos en recipientes. El instrumento tiene una exactitud de ± 0,05 %, con clase de 

protección IP 67. Marca: KROHNE. 

Fabricado: Duesburg Germany 

Altura del tanque (rango medio) 0,5 m a 20 m (1,64 pies a 65,6 pies) 

Precisión de la medida (distancia) desde 1 m (3,3 pies): ± 1 cm, hasta 3,3 m (10,8 

pies): ± 0,3 % 

Código: C Є 0682 

Versión: 5.05 

Vk-Auftrag: 886085/010 

Serien-Nr: 8/348465.002 

Baujahr: 2008 

Manufact: 160120080623 

Hilfsenergie: 24V DC/AC 

Ausgangssignale: 4…20 mA HART 

(Catálogo facilitado por el fabricante ¨ Installation and operating instructions Level-

Radar BM 700 y datos sacados de la Chapilla Técnica del Equipo). 
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Anexo 4. Análisis reológico de la pulpa laterítica cruda. 

Tabla A1. Resultados reológicos de la muestra de pulpa laterítica (Rosa 2018). 

Gradiente de velocidad (s-1) Esfuerzo cortante (Pa) 

231,6 152,89 

139 115,9 

83,3 88,24 

58,43 71,96 

29,92 52,11 

17,93 39,48 

10,7 29,07 

6,45 21,48 

 

Figura 1. Curva de flujo de la pulpa laterítica (Rosa 2018). 

Tabla A2. Parámetros reológicos según el modelo Herschel-Bulkley (Rosa 2018). 

% Sólidos 
τrz = τ0 + Kγn 

τ0 (Pa) K n R 

41,93 9,96 3,7 0,68 0,995 
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Anexo 5. Velocidad de sedimentación de la pulpa laterítica cruda. 

Tabla A1. Velocidad de sedimentación en función del porciento de sólido de la pulpa 

laterítica (Rodríguez 2017). 

Porciento de sólidos 
en peso Wp, (%) 

Concentración de la 
suspensión, (g/l) 

Velocidad de 
sedimentación (m/s) 

41 582,8 4,63 · 10-6 
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Anexo 6. Características constructivas de la instalación semi-industrial de 

hidrotransporte del ISMMM. 

Tabla A1. Características de los elementos constructivos de la instalación semi-

industrial. 

Líneas fundamentales (diámetros interiores) 

Diámetros en impulsión 
de la bomba лG 126/25 

Tubería de impulsión predominante 102 mm 

Tubería del flujómetro 102 mm 

Conducto rectangular de drenaje al tanque 537 mm 

Diámetros en la succión 
de la bomba лG 126/25 

Tubería de succión 102 mm 

Tubería de la salida del tanque 154 mm 

Longitudes de tuberías 

Longitudes en la 
impulsión de la bomba 

лG 126/25 

Tubería de impulsión de DN 100 con la descarga en la 
succión de la bomba 

31,3 m 

Tubería de impulsión de DN 100 con la descarga al 
tanque 

28,75 m 

Conducto rectangular de drenaje al tanque de diámetro 
equivalente 537 

1,61 m 

Tubería de impulsión de DN 150 con la descarga en la 
succión de la bomba 

27,69 m 

Tubería de impulsión de DN 150 con la descarga al 
tanque 

25,16 

Longitudes en la 
succión de la bomba лG 

126/25 

Tubería de succión DN 100 2,115 m 

Tubería de salida del tanque de DN 150 1,36 m 

Tubería de succión 3,475 m 
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Anexo 7. Coeficientes de pérdidas locales en la impulsión para la descarga al tanque. 

Tabla A1. Coeficientes de pérdidas locales para la línea de impulsión de DN 100. 

Accesorios en la línea de 
impulsión de DN 100 

Cantidad 
Coeficiente de 
resistencia ξ 

Válvula de compuerta DN 100 2 0,136 

Codo 90º DN 100 9 0,51 

Ye DN 100 1 0,5 

Te flujo desviado a 90º 1 1,02 

Ensanchamiento 1 0,25 

Tabla A2. Coeficientes de pérdidas locales para la línea de impulsión de DN 150. 

Accesorios en la línea de 
impulsión de DN 150 

Cantidad 
Coeficiente de 
resistencia ξ 

Válvula de compuerta DN 150 2 0,12 

Codo 90º DN 150 2 0,45 

Te flujo desviado a 90º 1 0,9 

 


