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초    록 

 
본 연구는 천연가스 생산 및 보관, 재기화에 관한 유닛 오퍼레이션 

시스템을 다룬다. 본 연구에서 다룬 주제는 총 4개로, 생산, 저장, 

재기화 공정 및 재기화에 활용된 열매체의 분리로 이루어져 있다. 

먼저 천연가스를 생산할 때, 컨덴세이트가 포함된 고압 

가스전으로부터 하이드레이트에 의한 플러깅없이 효율적으로 

탄화수소를 생산하는 방법을 연구했다. 열역학적 저해제 

(Thermodynamic Hydrate Inhibitor, THI)인 Mono-Ethylene 

Glycol과 동역학적 저해제(Kinetic Hydrate Inhibitor, KHI)인 

PVCap을 각각 10wt%와 0.4wt% 배합하여 하이드레이트의 생성을 

최대 30시간동안 억제할 수 있는 시너지 억제제를 만들고 그 성능과 

효율성을 연구하였다. 이렇게 생산된 천연가스는 -160℃로 단열 

탱크에 저장한다. LNG를 고단열 탱크에 저장하면 필연적으로 Boil-

off Gas(BOG)가 발생하는데, LNG의 보관기간이 길어지면서 BOG의 

발생이 길어지면 LNG와 BOG의 조성이 변하게 된다(LNG Aging or 

Weathering effect). BOG를 활용하는 LNG 추진선 혹은 BOG 재액화 

공정의 효율적이고 올바른 설계를 위해선 이 때 발생하는 BOG의 

질적 변화를 추적하는 것이 중요하다. 본 연구에선 50m3의 진공단열 

탱크에 담긴 LNG의 BOG 발생 조성을 측정하고, 그 변화과정을 

추적하였다. 또한, 이러한 변화과정을 열역학 시뮬레이션 

소프트웨어를 이용하여 구현하고 비교하였다. 그 결과, 동적 

시뮬레이션을 이용하여 실제 실험과 유사한 시뮬레이션 환경을 

만들었다. LNG를 실제로 사용하기 위해선 재기화 과정이 필요한데, 

육상에서 사용하는 공기 기화기는 대기와 열교환을 하여 구조가 

간단한 대신 부피가 매우 크다는 단점이 있다. 해상환경과 같이 

공간의 제약이 있는 곳에서는 이러한 열교환기를 사용하기 어려우므로, 

해상에서는 공기가 아닌 해수와의 직접 열교환을 통해 LNG를 

재기화하여 활용해왔다. 그러나 이 방법은 부식이나 관리 측면에서 
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여러 문제가 있기 때문에, LNG – 열매체 – 해수를 거치는 간접식 

재기화 공정에 관한 연구가 진행되어왔다. 본 연구에서는 LNG 

재기화에 적합한 R134a + CO2 혼합 열매체를 대상으로 하였고, 이 

혼합 열매체의 열역학적 물성 – 기포점 및 기액평형(VLE) 조성을 

측정하였다. 본 연구에서 Peng-Robinson 상태방정식(Peng-

Robinson Equation of State)를 사용하였으며, 실제값과 이론적인 

계산값이 잘 일치함을 보여주었다. 그리고, 이산화탄소의 농도를 8 ~ 

32 mol%로 변경하면서 Kij(Peng-Robinson 방정식의 열역학적 

매개변수)는 이산화탄소 농도의 식으로 나타내어 정확도를 더 

증가시켰다. 이 때 사용된 혼합 열매체인 R134a와 CO2는 모두 

온실가스이므로, 적절한 방법으로 분리 및 회수하는 것이 매우 

중요하다. 따라서 본 연구에서는 하이드레이트를 이용하여 두 성분을 

분리하는 방법에 대해 모색했고, R134a와 CO2로 만들어지는 

하이드레이트에 대한 분리효율, 하이드레이트 상평형 및 엑스선 회절 

분석을 통한 구조 분석등의 기본적인 분석을 수행하였고, 3단 

하이드레이트 형성을 통한 분리공정을 제안하였다. 

 

주요어 : Clathrate hydrate, Synergistic inhibition, LNG storage, 

LNG regasification, Mixed refrigerant, Separation process 

학   번 : 2016-30256 
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1. 서    론 
 

 

1.1. 연구의 배경 
 

최근 에너지의 생태계가 저유가 시장이 되면서 셰일가스를 필두로 

한 천연가스의 비중이 늘고 있다. 이는 2000년 이후로 꾸준히 셰일가스 

시추를 연구한 미국이 천연가스 생산 비중이 매우 크게 증가하는 데에 

있다. [1] 이에 따라 아시아에서는 2010년 경까지 해양플랫폼에 주력하던 

체제에서, 점차 LNG 관련 선박에 투자하는 트렌드로 바뀌어 가고 있는 

추세이다. [2] 이에 따라 국내 조선해양업계도 LNG 선박 관련 연구에 

집중하고 있다. 뿐만 아니라, 기존 해양 선박의 경우 중질유를 사용하여 

환경오염이 심각했지만, 국제적인 환경오염 규제가 강화되면서 선박에서 

사용할 수 있는 해양 수질, 해양 대기오염 등을 환경협약인 MARPOL 

73/78로 규제하고 있다. [3] 이에 대한 대응방안으로 LNG 추진선이 

떠오르고, 에너지 주체가 LNG로 옮겨오는 등 최근 LNG를 활용하는 

연구가 활발히 이루어지고 있다.  

 

생산에 관하여는, 천연가스를 대부분 하이드레이트 막힘(plugging)의 

위험도가 낮은 육상 셰일가스에서 채취하지만, 동해 가스전 등 해양에서 

시추하는 천연가스도 적지 않다. [4] 이러한 경우 천연가스 생산이 100 

bar 이상 고압에서 이루어지게 되고, 생산과정에서 물이 함께 

생산배관을 통해 생산되면서 슬러깅(slugging) 문제와 함께 저온 

고압에서 쉽게 생성되는 하이드레이트에 의한 막힘(plugging) 문제 또한 

무시할 수 없다. 정상상태 생산중에는 레저버(reservoir)에서 올라오는 

가스가 매우 뜨거우므로 가스 하이드레이트가 잘 생성되지 않을 수 

있으나, 안전점검 혹은 사고 등을 이유로 정지(shut-in) 후 콜드 

리스타트를 하는 경우 정상상태일 때 보다 하이드레이트의 생성속도가 

매우 클 수 있기 때문에 배관 파열 등의 위험이 높다. 이러한 상황을 

피하기 위해서 산업계에서는 MEG(Mono-Ethylene Glycol, 이하 MEG)를 

과량 주입하는 방법을 택한다. [5] 이 방법은 하이드레이트 위험을 

확실히 회피할 수 있지만, 그러기 위해 주입해야 하는 MEG의 양이 너무 

많아짐에 따라 MEG 재생 유닛 또한 필요 이상으로 거대 해져야 한다는 

단점이 있다. 이에 주입되는 MEG의 양을 줄이고자 하는 연구가 

지속되고 있고, 이러한 컨셉을 under-inhibition 컨셉이라고 부른다. Under-
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inhibition 컨셉은 MEG의 주입을 감소시켜 하이드레이트가 완전히 

생성이 되지 않는 양에서 일정 부분 생성을 허용하고, 대신 생성된 

하이드레이트를 처리하기 용이한 탑사이드(topside)로 이동시켜서 

처리하고자 하는 컨셉이다. [6] 

 

이렇게 생산된 메탄 위주의 천연가스는 액화하여 밀도가 600배 높은 

LNG의 형태로 저장된다. 이 때 천연가스의 온도는 상압에서 -160℃의 

극저온의 상태를 유지해야하기 때문에, 저장 탱크의 단열이 매우 

중요하다. [7] 아무리 단열 성능이 우수하더라도, 현재의 기술로 

BOG(Boil-off Gas)를 완전히 차단하는 것은 불가능하다. 그래서 BOG가 

발생된다. 일반적으로 LNG 캐리어의 경우 0.15 vol%/day의 BOG가 

발생한다. 본 연구에서 발생하는 BOG는 실험결과에 따르면 무시하기 

어려운 수치이다. 따라서 이렇게 발생하는 BOG를 회수하거나 이용하기 

위해 많은 연구가 이뤄졌고, 가장 많이 쓰이는 방법은 액체질소와의 

열교환을 통한 재액화이다. [8] 해상의 경우 기존의 방식은 재액화 

시스템이었지만, 최근 LNG 추진선의 개발과 함께 BOG를 LNG 추진선의 

연료로 활용하고자 하는 연구가 국내 조선업계에서도 활발히 연구되고 

있다. [9] LNG를 선박의 추진연료로 활용하면 질소산화물(NOx)와 

황산화물이 각각 90, 100%까지 저감이 가능하고, 대표적 온실가스인 

이산화탄소(CO2)의 배출이 15 ~ 20% 줄어든다고 알려져 있다. [10] LNG 

탱크에서 발생하는 BOG의 조성은 시간에 따라 변한다. 이러한 조성의 

변화는 공정 설계에서 압축기의 설계 등에 영향을 주므로, 불필요한 

과설계를 막기 위해 정확한 추적과 연구가 필요하다.  

 

이러한 LNG 추진선을 작동할 때, 자연적으로 발생하는 BOG 

발생량만으로는 충분한 열량이 되지 않기 때문에 추가적으로 LNG 

추진선에는 LNG 재기화장치가 필요하다. 이 재기화 장치의 열매체로서 

우수한 열전달 성능으로 프로판이 많이 사용되어 왔지만, [11] 해상에서 

프로판을 적용하기에는 폭발 위험도로 인해 사용하기 어렵다. 

해상에서는 해수와의 직접 열교환을 통한 직접 재기화를 사용하기도 

한다. 이러한 방법은 열교환기의 설계에 매우 주의해야 하며, 해수 

방출로 인한 환경 문제(해수의 배출구의 온도차)가 있다. 따라서 LNG와 

냉매와 열교환하여 재기화 시키고, 액화된 냉매를 해수와 열교환하는 

방식의 간접식 재기화장치에 대한 연구도 진행되어왔다. 이 간접식 

재기화 장치의 경우는 적절한 냉매가 선정되지 못하면 해수와 냉매의 
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열교환 과정에서 온도 교차 현상(temperature cross)가 형성되어 열교환이 

제대로 되지 않을 수 있다. 온도 교차 현상(temperature cross)란 뜨거운 

유체와 차가운 유체가 열교환을 할 때, 열교환 후 차가운 유체의 온도가 

뜨거운 유체보다 높은 상황을 의미한다. 이러한 상황을 피하기 위해 

산업계에서는 혼합 유체를 제작하여 열교환 선도에 일정한 기울기를 

부여하여 온도 교차 현상(temperature cross)이 없는 열교환기를 연구하고 

있다. 폭발성이 없고, 가격이 저렴하며, 그리고 유출되더라도 인체에 

무해한 특성을 지닌 R134a와 CO2 혼합물을 활용한 간접식 재기화 공정 

시스템에 대하여 연구하고자 한다. 

 

R134a와 CO2 혼합 열매체의 단점은 적절한 처리 없이 방출될 경우 

심각한 지구 온난화 문제를 초래할 수 있다. [12] 그래서 적절한 회수가 

필요하다. 적절한 회수기술로서 하이드레이트를 활용하고자 한다. 

하이드레이트를 이용하여 이산화탄소 혹은 R134a를 포집하는 기술은 

이전에도 많이 연구되어 왔고, 국내의 경우 동해 하이드레이트 가스전에 

메탄과 이산화탄소를 치환하는 연구가 활발히 진행되면서 많은 연구가 

되어왔다. [13] 가스 하이드레이트를 이용한 분리의 대표적인 이점으로는 

작동 온도와 압력이 낮아 운용비용이 상대적으로 저렴하다는 것이다. 

가스 하이드레이트(clathrate hydrate)는 물분자의 격자로 이루어진 방에 

객체 분자(guest molecule)로 존재하면서 생기는 고체 물질이다. 주로 저온, 

고압 환경에서 생성되고, [14] 객체 분자의 종류에 따라 크게 구조-I, II, 

H의 형태로 분류된다. [15] 메탄이나 이산화탄소 하이드레이트의 경우 

구조-I의 하이드레이트로 분류되는데, 구조-I 하이드레이트의 경우 

증기압이 높은 분자들로 구성되는 경우가 대부분이므로 비교적 상평형 

압력이 높아 하이드레이트가 잘 생성되지 않는다는 특징이 있다. [16] 

하이드레이트가 쉽게 생성되도록 프로모터(promoter)를 첨가하기도 

하는데, 실험실에서 많이 사용하는 대표적인 하이드레이트 

프로모터(promoter)로는 THF (Tetrahydrofuran)가 있다. [17] 본 연구의 경우, 

R134a가 하이드레이트 프로모터(promoter)의 역할을 할 것이다. 

하이드레이트 프로모터(promoter)의 특징은 하이드레이트 생성 압력이 

굉장히 낮기 때문에, 하이드레이트의 구조를 구조-II로 전이함과 동시에 

혼합물의 하이드레이트 생성 압력을 크게 떨어트린다. [18] Lee et al. 이 

연구한 바에 따르면 R134a와 CO2의 혼합물의 경우 R134a를 2 mol%만 

섞어도 하이드레이트 생성 압력을 40bar에서 18bar까지 떨어트릴 수 

있다(283K 기준). [18] R134a와 CO2의 혼합물을 객체 분자로 하는 
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하이드레이트에 관한 연구는 매우 부족하므로, 구조 분석, 상평형 측정 

등에 대한 기초 연구가 필요하다. 실제로 멀티플래시(Multiflash)와 같은 

하이드레이트용 열역학 시뮬레이터에서는 R134a를 포함한 하이드레이트 

정보를 얻을 수 없다.  

 

1.2. 연구의 내용 
 

본 연구는 LNG의 운용에 사용되는 시스템들을 다룬다. 크게 네가지 

연구 주제로 구성되어 있으며, NG의 생산, LNG 저장, 재기화 및 

재기화에 사용된 열매체의 분리이다. 첫번째 주제는 천연가스 생산에 

있어 하이드레이트에 의한 배관이 막히는 것을 최소화할 수 있는 

저해제에 대한 연구이다. MEG와 PVCap이 각각 농도에 따라 

하이드레이트 생성에 미치는 영향에 대해 평가하였다. 또한 두 저해제가 

함께 사용되었을 때 나타나는 시너지 억제 효과에 대해서도 연구하였다. 

본 주제에서는 하이드레이트 생성속도와 하이드레이트 생성에 따른 

교반기의 토크의 변화를 보면서, 하이드레이트가 생성됨에 따라 흐름 

유동성을 평가하였다. 특히 MEG와 PVCap이 섞이면서 일어나는 시너지 

효과와 PVCap에 의해 하이드레이트 생성속도가 억제되는 효과를 

알아보았다.  

 

두번째 주제에서는 LNG를 보관하는 50m3 진공단열 탱크에서 

BOG(Boil-off Gas)가 발생할 때 일어나는 조성 변화를 GC(Gas 

chromatography)를 사용하여 BOG의 조성을 실시간으로 확인하였다. 50m3 

탱크에 LNG를 주입한 직후부터 탱크의 압력을 0.08 barg로 고정하고, 

BOG의 조성변화(메탄과 질소)를 실시간 측정하였다. 또한, LNG의 

조성변화를 주기적으로 측정하였다. 측정된 조성 정보, 탱크 내부 온도, 

액체 수위의 변화를 분석하기 위해서 Aspen HYSYS를 이용하여 

모델링을 구성하였다. LNG의 조성 변화는 동적 시뮬레이션을 이용하여 

구현하여, 실제 실험결과와 모델링 결과를 비교ㆍ분석하였다.  

 

세번째 주제는 LNG 간접식 재기화 공정에 대하여 다룬 것이다. 

간접식 재기화 공정에 사용되는 열매체에 대하여 효율적인 열교환을 

일으키는 혼합 열매체의 조성비를 찾고, 다양한 조성비에서 

시뮬레이션의 정확도를 향상시키고자 하였다. R134a와 CO2를 혼합한 

열매체를 실험대상으로 하였고, CO2의 조성비를 기준으로 세가지 
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케이스로 나누어서 실험을 진행하였다. 각 실험에서는 30mL 밀폐 

반응기를 이용하여 VLE를 확보하기 위해 PTy를 측정하고, 동일 장비로 

기포점을 측정하였다. VLE의 경우 -35 ~ 15℃에서 10℃ 간격으로 

기체상의 조성을 측정하고, 기포점의 경우 동일 온도 범위에서 5℃ 

간격으로 측정하여 물성 데이터를 확보하였다. 확보된 VLE 및 기포점 

데이터를 활용하여 R134a + CO2 시스템에서 Peng-Robinson 상태방정식의 

BIP(Binary Interaction Parameter)인 Kij값을 찾았다.  

 

네번째 주제는 하이드레이트를 이용하여 R134a와 CO2를 분리하는 

방법에 대한 연구이다. R134a + CO2 시스템의 다양한 조성에서, 

하이드레이트 형성조건을 평가하였다. 저온 엑스선 회절 분석을 

수행하여 조성에 따른 하이드레이트의 구조를 연구하였다. 분리성능 

실험을 위해 360mL 배치 반응기에 물을 30mL 첨가한 뒤, R134a와 CO2를 

혼합한 열매체의 기체상을 가압하고 하이드레이트를 생성시킨 뒤, 남은 

기체상을 GC를 이용하여 측정함으로써 분리성능을 평가하였다. 

마지막으로 분리 곡선을 그리고, 최대 3단에서 분리가 가능한 분리 

공정의 개략도를 제안하였다.  
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2. NG 생산 : 콜드 리스타트 운영에

서 MEG와 KHI가 하이드레이트 생성

에 미치는 영향 연구 
 

2.1. 연구의 배경 
 

 가스 하이드레이트는 비화학량적 크리스탈 화합물(nonstoichiometric 

crystalline coumpounds)로, 주체 분자로 물 분자들이 격자를 이루고 그 

안에 객체 분자 – 주로 메탄, 에탄, 프로판, 부탄과 같은 석유 화합물 – 

이 객체 분자로 이루어져 있다. [15] 가스 하이드레이트는 객체 분자를 

포함하는 물분자를 저온 고압 환경에 노출시킬 때 수소결합을 통해 

고체형태로 형성된다. 이러한 조건은 해저 유정에서 해상 처리 시설로 

석유가스 유체를 운반하는 배관(flowline)에서 쉽게 나타난다. 해상 석유 

가스 개발이 심해지역에서도 활발히 이루어졌는데, 이 때 해저 배관의 

작동 조건이 가스 하이드레이트가 형성되기 쉬우므로 파이프라인이 막힐 

수 있다. 산업계에서는 이러한 상황을 회피하기 위해 관행적으로 

열역학적 하이드레이트 억제제(Thermodynamic hydrate inhibitors, 이하 

THI)를 주입하여, 유체가 하이드레이트 형성 조건에 다다르지 못하도록 

하였다. 이 방법은 하이드레이트의 형성조건을 변화시켜서 하이드레이트 

생성 위험도를 크게 완화하는 방법이다. 그러나 이 방법은 MEG 대형 

저장 탱크, 고압으로 주입하는 펌프, MEG 주입을 위한 해저 파이프라인 

및 고가의 MEG 재생 공정과 같은 THI 처리 시스템을 수용하기 위해 

상당한 투자가 필요한 실정이다. [19, 20]  

 

대용량의 MEG 주입에서 이 양을 감축하기 위해서 새로운 

하이드레이트 핵 형성 및 성장을 제어할 수 있는 하이드레이트 관리 

전략이 연구되어 왔다. 과량의 THI 주입의 대안으로 개발된 억제제가 

동역학적 하이드레이트 억제제(Kinetic hydrate inhibitors, KHI)이다. KHI는 

수용성 폴리머로, 하이드레이트와 수소 결합할 수 있는 펜던트 그룹과 

소수성 백본(backbone)구조를 가지고 있다. KHI는 하이드레이트 핵을 

형성하기 위한 최소에너지를 증가시키거나 수화물 결정의 표면에 

흡착함으로써 하이드레이트의 형성을 지연시킬 수 있다. [21] 대표적인 

KHI로는 homo-/co-polymers of N-vinyl carprolactam(VCap)과 N-isopropyl 

acrylamide(NIPAM)이 있다. KHI의 성능은 하이드레이트의 과냉각 온도의 
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영향을 크게 받는다. 여기서 과냉각 온도란 하이드레이트 평형 온도와 

실제 유체 온도 사이의 차이를 나타낸다. 그 외에도, Anti-

Algglomerants(AAs)는 하이드레이트 형성시 하이드레이트 입자들 

사이에서 상호 작용을 최소화하는 이온성 계면활성제로, 하이드레이트의 

핵 형성을 허용하지만, 입자간의 상호작용을 감소시킴으로써 

하이드레이트 입자끼리의 응집을 방지한다. 분산된 하이드레이트 입자는 

운반할 수 있는 하이드레이트 슬러리를 생성하나, 덩어리의 형성을 피할 

수 있다. 실제로 산업 현장에서 적용된 AA의 몇 가지 예가 있다. [21, 22] 

그러나, AA는 워터컷(watercut, 액체에서 물의 부피비)이 높은(>50%) 

환경에서는 액상의 점도를 높일 수 있기 때문에 사용이 어려울 뿐만 

아니라, 4차 암모늄을 기반으로 한 AA의 경우 생분해가 느리고 독성이 

있어 생체 축적을 유발할 수 있기 때문에 여전히 환경적인 문제가 

제기되고 있다. [21] 하이드레이트 억제제가 존재할 경우 하이드레이트 

생성 타이밍 및 성장 속도를 포함하는 하이드레이트 형성 특성을  

이해하는 것은 하이드레이트 위험 관리 전략의 효과성을 다루는데 

핵심적이다.  

 

해양 석유 및 가스 분야에서 KHI 와 AA를 많이 적용했지만, MEG는 

여전히 해양 배관 유동에서 하이드레이트에 의한 막힘을 방지하는 

신뢰할 만한 솔루션이다. 하이드레이트에 의한 배관 막힘을 피하기 위해 

요구되는 MEG의 농도는 심층수 혹은 극지방의 경우 50wt% 이상일 수 

있으므로, MEG 농도를 감소시킬 수 있다면 상당한 투자비용을 절감할 

수 있다. 이전 연구에서는 MEG의 under-inhibition 컨셉을 이용하여 

하이드레이트의 성장 속도는 하이드레이트의 형성을 완전히 피하는데 

필요한 양보다 소량의 MEG 농도에서 컨트롤이 가능하다고 제안하였다. 

[5, 6, 23] 하이드레이트 형성을 열역학적으로 완전히 피하기 위한 MEG 

농도는 42wt% 였지만, 20wt%의 MEG를 첨가한 결과 액상의 

하이드레이트 생성비율은 28 vol% 미만이었고 이 때 유동저항(resistance-

to-flow)은 무시할 만한 수준으로 떨어졌다. Hemmingsen et al., Li et al., 

Akhfash et al.에 의해서도 유사한 연구가 이루어졌다. [24-26] 그러나, under-

inhibition 상황이 정지(shut-in)와 콜드 리스타트(cold restart) 작동 

상황에서도 적합한지에 대한 연구는 아직 진행되지 않았다. 해저 

배관(flowline)의 정지(shut-in)가 진행되는 동안, 탄화수소 유체의 온도와 

압력은 하이드레이트 형성 조건으로 이동할 수 있다. 천연가스와 

컨덴세이트, 그리고 물이 공존하는 배관은 3상으로 존재하고, 멈춰있는 
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배관 안에서 층으로 분리될 것이다. 플로우룹(Flowloop) 실험에서는 

정지(shut-in)가 진행되는 동안 기름/컨덴세이트와 물 사이의 계면에 가스 

하이드레이트가 얇은 층으로 형성되었다고 제시했지만, 결국에는 

차가워진 유체의 콜드 리스타트(cold restart)는 액상에서 하이드레이트 

입자의 빠른 성장과 하이드레이트 막힘의 형성을 초래하였다. [27] Aman 

et al.은 유체를 섞으면서 온도를 천천히 낮추는 것보다 정지(shut-in)한 

상태에서 온도를 낮추고 리스타트하는 경우의 하이드레이트 생성 속도가 

최대 10배 빠르다는 것을 보여주었다. [28] 이 연구팀은 레이놀즈 수가 

증가함에 따라 동역학적으로 제한되었던 초기 성장속도가 증가했으며, 

하이드레이트 필름에 가해지는 초기 전단력이 증가할수록 하이드레이트 

입자의 빠른 성장을 촉진할 수 있는 작은 조각들로 나뉘는 경항이 

있었다고 제시했다. 산업계의 보고서에는 하이드레이트 막힘 형성 

위험은 형성 속도가 거의 즉각적이고 제한시간이 매우 짧기 때문에 콜드 

리스타트(cold restart) 상황에서 위험도가 훨씬 더 높을 것으로 예측했다. 

Mehta et al.은 정상 생산 작업 중에 하이드레이트 형성이 시작된 이후 

해저 배관(flowline)에서 거의 5일 동안 지속적인 압력증가를 보고하였다. 

[29] 배관(flowline)에 메탄올을 임시로 주입할 경우 하이드레이트 막힘이 

제거되고 정상적인 가스 생산이 가능했다. [30] Kashou et al.은 10인치 가스 

파이프라인에서 콜드 리스타트(cold restart)시 하이드레이트 막힘으로 

인해 1시간 이내에 배관 막힘 현상이 있었다고 보고했다. [30] 이 

연구팀은 하이드레이트에 의한 막힘을 해결하고 가스 생산을 재개하는데 

3일을 소모했다. 하이드레이트 막힘을 제거하기 위한 후속 절차는 

사전에 준비되어 있어야 하고, 신속하게 시작되어야 한다. [31-33] 따라서 

본 연구의 주된 목적은 콜드 리스타트(cold restart) 작동이 일어나는 동안 

MEG에 의한 저해 억제 효과를 검증하기 위해 하이드레이트 생성 시간, 

성장 속도, 하이드레이트 생성비율 및 유동 저항(resistance-to-flow)을 

포함 하이드레이트 형성 특성을 조사하고자하는 것이다.  

 

이전 연구에서는 탄화수소 유체와 하이드레이트 입자를 일정한 회전 

속도로 혼합하면, 그때 필요한 모터의 토크가 크게 증가하여 

하이드레이트 입자의 응집 혹은 침적이 있을 때 흐름 저항의 증가가 

일어남을 보였다. [5] 유동 저항은 워터컷(watercut) 60% 혼합물에서 가장 

심한 유동을 보였다. Aman et al.은 cyclopentane 상의 하이드레이트 

입자사이에 물이 존재할 때 응집력이 크게 높아지는 것을 입증했다. [34] 

이 원인은 입자들 사이에 하이드레이트-브릿지를 형성함으로써 
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하이드레이트 입자의 소결이 향상되어 유발된다. 최근 Akhfash et al.은 

부분적으로 분산된 시스템에서 상의 계면을 파괴함으로써 하이드레이트 

막힘 형성을 하는 새로운 개념적 메커니즘을 제안하였다. [35, 36] 또한, 

FBRM(Focused Beam Reflectance Measurement, 실시간 입자크기 분석) 

측정은 거시적 측정 기술로부터 추론된 것보다 훨씬 더 낮은 

하이드레이트 농도에서 이동하는 하이드레이트 베드의 개시가 발생할 수 

있음을 시사하였다. 슬러리의 밀도 및 입자 길이 분포의 변화는 슬러그 

흐름에서 응집이 가장 높았고, annular flow에서 침적이 가장 높음을 

보였다. [37] 고압 rocking 반응기 연구에서는 반응기의 벽에 대한 

하이드레이트의 상대 운동 및 하이드레이트 덩어리의 최종 형태가 유동 

시스템에서 하이드레이트 침착 특성의 2가지 중요한 요소로 밝혀졌다. 

[38] 따라서 본 연구에서는 층화, 부분 분산 및 완전 분산 시스템에서 

하이드레이트 막힘 형성 메커니즘을 이해하는 것이다. 고압 반응기를 

사용하여 서로 다른 혼합 속도에서, 탄화수소 유체의 상 분포를 

모사하고, 토크의 변화를 모니터링하면서 가스 하이드레이트의 

형성과정을 관찰하였다.  

 

이 연구는 상 분포 조건을 변화시키면서, 콜드 리스타트(cold restart) 

작업에서 하이드레이트 막힘 형성을 관리할 때 under-inhibition 효과를 

조사하기 위한 첫번째 연구이다. 하이드레이트가 형성되는 동안 가스의 

하이드레이트화 속도 및 토크 변화를 측정하여 수용액상에 하이드레이트 

억제제가 없는 경우와 MEG 및 KHI의 혼합물을 조합한 경우의 

하이드레이트 형성 과정에 대해 연구하였다.  
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2.2. 실험 과정 
2.2.1. 실험 장치 개요 

 

본 연구에서는 고압 반응기를 사용하였으며, 자석 형태의 교반기와 

임펠러가 부착되어있다. 부피 510mL인 반응기에 총 200mL 부피의 

액체를 주입하였으며, 반응기의 온도 제어를 액체 항온 수조에 넣었다. 

온도 측정은 백금 저항 온도계를 사용하고, 0.15 °C의 오차로 반응기 

내부의 온도를 관찰했다. 압력은 0-200 bar 범위에서 오차가 0.1 bar인 

압력계로 측정되었다. 액상의 활발한 혼합을 위해, BLDC 90 모터와 

결합된 단단한 샤프트(shaft)와 결합된 2날 임펠러가 사용되었으며, 

위치는는 샤프트의 바닥에 설치되었다. 백금 코팅 커넥터가 있는 토크 

센서(TRD-5KC)는 0.3%의 불확실도를 가지고 있다. 회전축에 적용된 

비틀림 정도와 이를 측정하고 신호를 전달하는 힘을 제공하기 위해 슬립 

링(slip ring)이 사용되었다. 하이드레이트가 형성되기 이전의 유체에 

걸리는 토크는 평균적으로 5 Nㆍcm이고, 하이드레이트 형성 후 10 ~ 40 

Nㆍcm로 증가하므로 토크센서의 용량은 가장 작고 정확도가 높은 

센서를 선택했다. Huo et al.은 고압 장치에서 하이드레이트 플러그의 형성 

지표로서 모터 전류를 제안하였다. [39] 일단 플러그가 형성되면, 

임펠러는 하이드레이트 플러그와 탄화수소 유체 사이의 마찰을 극복하기 

위해 더 높은 토크 혹은 모터 전류를 공급할 필요가 있다. Akhfash et al.과 

Aman et al.은 모터 전류의 변화를 측정하여, MEG 수용액의 유동학적 

특성 변화를 조사했다. [22, 35] 온도, 압력 및 토크 데이터는 DAQ 

시스템을 통해 기록되었다. 모터 및 토크 센서의 안정성을 확보하기 

위해, 하이드레이트 형성 과정에서 토크 값이 50 Nㆍcm보다 높아지면 

모터를 정지시키는 안전 잠금 장치가 설치되었다.  

 

2.2.2. 실험 재료와 실험 과정 
 

이 실험에 사용된 합성 천연 가스의 조성은 90.0 mol% 메탄, 6.0 mol% 

에탄, 3.0 mol% 프로판 및 1.0 mol% n-부탄으로 구성되었고, 스페셜 

가스사로부터 공급받았다. 순도 99.5 mol%의 MEG 및 순도 99.9 mol%의 

증류수는 Sigma-Aldrich제품이 사용되었다. Luvicap® EG HM은 MEG 

60wt%와 PVCap 40wt%로 구성되어 있으며, BASF에서 제공했다. 반응기에 

200mL의 액상을 주입하는 것으로 실험을 시작하였다. 천연 가스로 

반응기를 3회 퍼지(purge)한 후, 반응기를 600 rpm에서 교반하면서 
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24℃에서 110bar로 가압하여 액상을 가스로 포화시켰다. 압력 및 온도가 

정상상태에 도달하면, 혼합을 중단하고 반응기를 1시간 내에 4℃까지 

냉각시켰다. 하이드레이트 형성 조건에서 정지(shut-in) 상황을 모사하기 

위해 교반시키지 않은 상태에서 10시간 동안 유지하였다. 10시간의 

정지(shut-in) 후, 콜드 리스타트 작업 동안 다양한 상 조건을 모사하기 

위해 200, 400, 600 rpm으로 리스타트를 수행하였다. 이 3가지 실험은 

하이드레이트 생성 시간, 과냉각 온도 및 하이드레이트 전환율을 

측정하고, 하이드레이트 형성 및 수송 경향에 대한 일관된 통계를 얻기 

위해 실험이 반복되었다. 하이드레이트 막힘 형성을 완료하고 압력이 

정상상태에 도달할 때까지 충분한 시간을 기다렸다. Under-inhibition과 

시너지 억제를 실험하기 위해 20wt% MEG, 10wt% MEG, 0.4wt% PVCap 및 

10wt% MEG + 0.4wt% PVCap을 첨가하여 총 36번의 실험을 수행하였다. 

아래 Table 1은 본 연구에서 수행된 실험케이스들을 정리한 표이다. 

유체의 초기 레이놀즈 수(Re)는 아래수식을 사용하여 각각의 

혼합환경으로부터 계산되었다. 

 

 𝑅𝑒 =  
𝜌𝑉𝐷2

𝜇
                                                   (2.1) 

 

위 수식에서 𝜌  = 유체의 밀도, V = 교반 속도, D = 교반기의 반지름, 

𝜇  = 점도를 나타낸다. 600rpm에서, 물과 데칸이 균일한 에멀젼을 

형성한다고 가정하고 에멀젼의 점도는 Phan-Thien 및 Pham에 의해 

개발된 방정식으로부터 계산되었다. [40] Phan-Thien의 에멀젼 점도 계산 

모델은 아래와 같다. 

(1 − 𝑣)−1 =  (
2∙𝜂𝑟+(5∙

𝜂𝑤
𝜂𝑜

)

2+(5∙
𝜂𝑤
𝜂𝑜

)
)

3/5

∙ 𝜂𝑟
2/5        (2.2) 

 

여기서 v = 워터컷(watercut), 𝜂𝑟  = 에멀젼 상태의 기름과 기름의 

점도비(
𝜂𝑒𝑚𝑢𝑙𝑠𝑖𝑜𝑛

𝜂𝑜𝑖𝑙
 ),  𝜂𝑜  = 기름의 점도, 𝜂𝑤  = 물의 점도를 의미한다. 위 

방정식을 만족하는 𝜂𝑟  값을 계산하여, 완전 분산 상태의 에멀젼의 

점도를 계산하였다. 그 후, 평균 밀도와 함께 위 레이놀즈 수 방정식에 

대입하여 600 rpm에서의 레이놀즈 수를 계산하였다. 200과 400rpm에서는, 

상의 분리가 일어나기 때문에 물과 데칸에 대해서 각각 레이놀즈 수를 

계산하였다. [35] 
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Table 1. Various experimental conditions at watercut 60%. 

 

Systems 
Pinitial 

(bar) 

Tinitial 

(oC) 
RPM 

Phase 

distribution 

Initial Reynolds 

number 

(water/decane) 

Water + decane 

109.8 23.5 200 Stratified 12369/15934 

109.8 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

109.7 23.4 600 Fully dispersed 12704 

MEG 20.0 wt% 

solution + decane 

109.8 23.4 200 Stratified 12369/15934 

110.2 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

109.9 23.5 600 Fully dispersed 12704 

MEG 10.0 wt% 

solution + decane 

110.6 23.7 200 Stratified 12369/15934 

109.8 23 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.1 23.2 600 Fully dispersed 12704 

PVCap 0.4wt% 

solution + decane 

110.45 23.7 200 Stratified 12369/15934 

110.9 23.7 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.7 23.4 600 Fully dispersed 12704 

(MEG 10.0 wt% + 

PVCap 0.4 wt% 

solution) + decane 

110.4 23.6 200 Stratified 12369/15934 

110.5 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.5 23.5 600 Fully dispersed 12704 
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Figure 1. Example when the shut-in and cold restart operations are 

performed at 400 rpm. (a) Tracking changes in temperature and pressure. 

(b) The rate of hydrate formation and the torque applied to the stirrer. 

 

  



 

 14 

 

Figure 1은 400rpm의 교반속도에서 물 + 데칸 혼합물에 대한 

정지(shut-in) 및 콜드 리스타트(cold restart) 실험 중 압력, 온도 및 토크 

변화의 예를 보여준다. Figure 1.(a)의 0시간은 실험이 시작된 시간을 

나타내며, 냉각과정은 20분부터 시작되었다. 반응기의 온도가 목표 

온도인 4℃에 도달한 후, 10시간동안 기다린 후 400rpm의 속도로 콜드 

리스타트(cold restart)를 한 케이스다. 하이드레이트 형성은 가스의 소비와 

함께 하이드레이트 형성의 발열반응으로 인한 온도 ‘kick’과 함께 급격한 

압력의 감소를 동반한다. 이 현상에 대한 분석은 Figure 1.(b)에서 표시한 

것처럼 하이드레이트의 성장 및 토크 변화로 수행되었다. 액상에서 

하이드레이트 입자의 생성과 응집이 일어나고, 이것이 벽에 퇴적될 때, 

Figure 1.(b)에 나타난 것처럼 토크가 증가하고 파동이 발생하였다. 

하이드레이트 형성의 초기 단계에서 토크가 증가하고, 액상의 

하이드레이트 생성비율이 15%에 도달하면 모터가 정지함과 함께 

하이드레이트가 급증하였다. 액상에서 발생한 하이드레이트의 

생성비율은 하이드레이트가 형성되는 동안 소비된 기체의 양으로부터 

계산되었고, 액상의 하이드레이트 입자의 분리 (bedding), 

응집(agglomeration) 및 침착(deposition)의 영향은 하이드레이트의 

생성비율에 대한 토크 변화로부터 분석하였다. 소비된 가스는 

하이드레이트 형성이 없는 상태를 가정한 압력과 실제 측정된 압력과의 

차이로부터 계산되었으며, [41] 다음과 같은 식을 적용했다: 

 

Δ𝑛𝐻,𝑡 = (
𝑃𝑐𝑎𝑙𝑉𝑐𝑒𝑙𝑙

𝑧𝑅𝑇
)

𝑡
− (

𝑃𝑒𝑥𝑝𝑉𝑐𝑒𝑙𝑙

𝑧𝑅𝑇
)

𝑡
      (2.3) 

 

여기서 Δ𝑛𝐻,𝑡 는 특정 시간에 하이드레이트 형성을 위한 가스의 

몰수이며, Pcal은 하이드레이트 형성이 없는 상태에서 계산된 압력, Pexp는 

측정된 압력, Vcell은 반응기에서 기체 부분의 부피, z는 Cubic Plus 

Association 상태방정식에 의해 계산된 압축 인자다. 또한 R은 이상기체 

상수, T는 기체의 온도이다. Figure 1.(b)에서 볼 수 있듯, 하이드레이트 

생성비율은 증가하나 하이드레이트 생성비율 7% 및 15%에서 

변곡점들이 나타나는 것을 확인할 수 있다. 하이드레이트 성장속도는 

다음과 같이 하이드레이트 형성의 특성을 설명하기 위해 특정시간 

간격내에서 하이드레이트 생성 곡선의 기울기로 계산하였다:  

 



 

 15 

dϕ

𝑑𝑡
= (

𝜙𝑖+1−𝜙𝑖

𝑡𝑖+1−𝑡𝑖
)

𝑡=𝑖+1
   (2.4) 

액상에서 데칸과 물의 상 분포는 고압 반응기의 임펠러 속도에 따라 

달라진다. 아래 Figure 2에서 표시된 것처럼, 액상에서 워터컷(watercut) 

60%로 유지하면서 각 임펠러 속도에 대한 상 분포를 육안으로 

관찰하였다. 데칸을 녹색으로 염색한 후, 물과 데칸 혼합물을 200에서 

600rpm으로 혼합하는 동안 이미지를 촬영하였다. 200rpm의 경우 물과 

데칸은 분리되어 층류화하는 것을 관찰할 수 있었다. 400rpm으로 

교반속도를 증가하자 물과 데칸사이의 경계가 혼합되었지만, 여전히 

부분적으로 분산되는 데칸과 함께 혼합되지 않는 물/데칸이 존재했다. 

마지막으로 600rpm의 경우 물과 데칸 상이 모두 완전히 혼합되었고 

균질하고 완전하게 분산되는 것을 확인하였다. 육안 관찰에 기초하여 1) 

물 + 데칸 혼합물, 2) MEG 수용액 + 데칸 혼합물, 3) PVCap 용액 + 데칸 

혼합물, 4) MEG + PVCap 수용액 + 데칸 혼합물에 대해 200, 400, 600 

rpm에서 콜드 리스타트(cold restart) 실험을 수행하였다.  

 

 

 

Figure 2. Phase observation results when mixing at 200, 400, 600 rpm in a 

water + decane watercut 60% mixture. The liquid dyed in green is decane. 

 

  



 

 16 

2.3. 실험 결과 및 토의 
 

2.3.1. 콜드 리스타트 실험 동안의 하이드레이트 막

힘(blockage) 형성 
 

아래 Table 2와 Figure 3은 각 임펠러 속도에서 물과 데칸 혼합물에 

대한 실험 결과를 나타낸다. 혼합물이 이미 약 10시간 동안 100bar 및 

4℃에서 유지됨에 따라, 혼합된 유체에서는 빠른 하이드레이트 형성이 

일어났다. Table 2는 3번 반복 실험에 대한 평균값을 나타낸다. 아래 

표에서 각각 다음을 의미한다: i) tonset – 하이드레이트 생성시간, ii) Φtran – 

토크가 증가하기 시작하는 시점의 하이드레이트 전환율, iii) Φfinal - 실험 

종료 시점의 최종 하이드레이트 전환율, iv) tplug – 하이드레이트 플러그에 

의해 모터 안전장치가 작동하여 실험이 중단되는 데 걸리는 시간, v) 

dϕ/dt – 초기 하이드레이트의 성장 속도. 상대 토크값은 하이드레이트가 

없는 상황에서 측정된 토크에 대하여, 하이드레이트가 생성됐을 때 

토크값의 비율로 계산되었다. 평균 생성시간은 200, 400, 600 rpm에 대하여 

각각 0.58, 0.17, 0.08 분으로 점점 줄어들었다. 이와 같이 하이드레이트는 

리스타트 직후 1분안에 즉시 형성되어 빠르게 성장했다. 아래 표 및 

그림서 보여준 것처럼, 계산된 초기 성장속도는 200 rpm에서 1.49 hr-1이고, 

400 rpm 및 600 rpm에서 각각 1.91 및 2.18 hr-1로 증가하였다.  

 

Figure 3.(b)-(d)는 하이드레이트 전환율에 대한 하이드레이트 생성 

시작 후의 상대토크의 변화를 보여준다. 토크는 하이드레이트 형성의 

초기 단계에서 비교적 안정적이지만, 하이드레이트 전환율이 전이값보다 

커지는 순간 크게 상승하거나 흔들리기 시작했다. 토크의 증가는 전이가 

일어나는 하이드레이트 전환율을 의미하는 Φtran 에서부터 일어나기 

시작했다. 200 rpm의 경우 Φtran = 6% (층화됨)이었다. 전이가 일어난 후, 

모터가 정지하기 전까지 토크 값의 일정한 상승 및 하강이 두 번 

반복되는 것을 확인하였다. 최종 하이드레이트 전환율(Φfinal)이 11%일 때, 

유동에 대한 높은 저항으로 인해 모터가 안전장치를 통해 정지했으므로 

하이드레이트 슬러리를 더 이상 혼합할 수 없었다. 부분 분산이 일어난 

400 rpm의 경우, 토크는 전이 하이드레이트 전환율인 7%에서 일정한 

상승 및 하강이 아니라 펄스 형태를 보여주었다. 토크 피크의 크기는 

매우 심각하지는 않았지만, 하이드레이트 전환율 14%에서 상당한 

토크와 함께 모터가 갑자기 정지하였다. 600 rpm(완전 분산)의 경우 
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0.08보다 높은 하이드레이트 비율에서 토크 피크가 심해졌고, 

하이드레이트 비율이 0.21에 도달하면 토크 서지에 의해 모터가 

정지되었다. Table 2 및 Figure 3.(b)-(d)는 Figure 3.(a)의 하이드레이트 

생성곡선의 기울기에 해당하는 하이드레이트 생성속도 dФ/dt의 변화를 

나타낸다. 초기 성장 속도는 하이드레이트 생성이 시작된 직후가 가장 

높았고, 정상상태에 도달하기 전까지 선형으로 감소하였다. 흥미로운 

점은, 성장속도가 정상값에 도달한 후 토크가 상승하거나 변동하기 

시작했다는 점이다. 하이드레이트 형성의 초기 단계는 가스 분자가 

성장하는 하이드레이트 입자로의 물질 전달로 인해 점점 줄어드는 

것으로 보인다. 그러나, 하이드레이트 전환율이 전이 상태 Φtran에 

도달했을 때, 이들의 성장은 하이드레이트 입자의 응집 및 침착에 의해 

크게 영향을 받았으며, 이는 하이드레이트 형성을 둔화시키는 영향이 

되었다.  

 

이러한 결과는 하이드레이트 막힘 형성의 메커니즘이 임펠러 속도, 

즉 시스템의 난류 정도에 따라 크게 영향을 받았다는 것을 의미한다. 

Joshi et al.은 플로우룹(flow loop)의 실험결과에서, 유체상의 하이드레이트 

층의 형성이 반응기의 임펠러 속도와 동일한 수준만큼 유량을 

증가시킴으로써 지연되었음을 보여주었다. [27] Akhfash et al.은 고압 

반응기 내의 유동성 증가를 유발하는 하이드레이트 전환율을 보고했는데, 

이 때 임펠러의 속도를 300rpm에서 900rpm으로 증가시키면 Φrapid growth 가 

0.03에서 0.25로 증가했다. [26, 35] Aman et al. 또한 반응기를 사용한 콜드 

리스타트(cold restart) 실험에서 일관된 결과를 보고했다. [28] Figure 2에서 

보여주듯, 200 rpm에서 층화 흐름이 관찰되고, 400 rpm에서 부분분산 

흐름으로 발전했다. 이어서 600 rpm에서 완전 분산된 것을 확인할 수 

있었다. 하이드레이트 생성 및 성장은 데칸-물 계면에서 개시될 것이며, 

층화 및 부분 분산의 경우는 완전 분산보다 더 작은 계면 영역을 가질 

것이다. 더욱이, 높은 임펠러 속도는 수상에 분산된 데칸 방울에 더 높은 

전단 속도를 주고, 모세관 브릿지에 의해 데칸으로 끌어당겨지는 

하이드레이트 입자들 사이의 응집력을 효과적으로 분산시키는 효과를 

준다. 이 때문에 최종 하이드레이트 전환율은 완전 분산 시스템인 600 

rpm에서 21%로, 11% 이었던 층화 시스템(200 rpm)일 때 보다 더 높았다.  

 

하이드레이트 막힘은 200 rpm에서 13.9분안에 완료되었고, 400 

rpm에서 약간 늘어난 18.8분에 완료되었다. 600 rpm의 경우 2배가량 
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증가한 42.2분에 막힘으로 인해 모터가 멈췄다. 앞에서 언급했듯이, 

하이드레이트 입자 분산에 가해지는 높은 전단속도는 하이드레이트 

플러그의 형성을 지연시킬 수 있었지만, 액상에서 더 많은 

하이드레이트가 관찰되었다. 이전 연구에서는 하이드레이트 형성은 물과 

데칸 혼합물 – 워터컷(watercut) 60%에서 지속적인 교반 조건에 대하여 

연구했다. [5] 당시 임펠러 속도는 600 rpm으로 고정이었고, 이때 초기 

성장속도는 0.47 hr-1, Φtran = 7%, Φfinal = 27%이었다. 지속적인 교반을 한 

경우 하이드레이트 전환율은 콜드 리스타트(cold restart) 상황과 

비슷하지만 시간이 매우 다르게 나타난다. 지속적인 교반의 경우 

생성시간은 22.5분이었고 실험 지속시간의 경우 하이드레이트에 의한 

막힘없이 300분에 도달하였으며, 이 때 심한 토크 피크가 관찰되었다. 

그러나 콜드 리스타트(cold restart)의 경우, 생성시간은 0.08분이고 

하이드레이트에 의한 막힘현상은 42.2분 이내에 일어났다. 동일한 임펠러 

속도가 적용되었지만, 콜드 리스타트(cold restart) 조건에서 하이드레이트 

형성 및 성장이 훨씬 빨라 모터가 정지될 수 있는 높은 

유동저항(resistance-to-flow)을 가져왔다. 앞에서 언급하였듯 최대 

토크값이 49 Nㆍcm에 도달할 경우 정지하도록 세팅되었다. 
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Table 2. Hydrate growth results of water + decane mixture according to RPM. 

(Experimental results are averages of 3 experiments, and values in 

parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate (RPM) ΔTsub (oC) 
tonset 

(min) 
Фtran Ф final tplug(min) 

dФ/dt  

(hr-1) 
 

200 

13.3 

0.58 

(0.12) 

0.06 

(0.00) 

0.11 

(0.02) 

13.9 

(1.52) 

1.49 

(0.21) 

 

400 
0.17 

(0.02) 

0.07 

(0.01) 

0.14 

(0.05) 

18.8 

(1.01) 

1.91 

(0.11) 

 

600 
0.08 

(0.01) 

0.08 

(0.02) 

0.21 

(0.12) 

42.2 

(7.50) 

2.18 

(0.25) 

 

 

 

 

 

 

Figure 3.(a) Hydrate formation curves of water + decane mixture. Hydrate 

growth rate and relative torque according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, 

(c) 400 rpm, (d) 600 rpm.  
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2.3.2. MEG가 포함된 under-inhibition 조건이 하

이드레이트 막힘 형성에 미치는 영향 
 

콜드 리스타트(cold restart) 작업을 하기 전에 하이드레이트에 의한 

막힘을 피하기 위해 산업에서는 관행적으로 정지(shut-in)를 수행하기 

직전에 대량의 MEG 혹은 메탄올을 주입하거나, 하이드레이트 형성 온도 

이상으로 해저 배관을 예열하기 위해 dead oil을 순환시킨다. 많은 양의 

MEG를 사용하는 것은 많은 비용이 소요되며, dead oil의 순환을 위해서는 

해양 플랫폼의 정지(shut-in) 시간이 추가로 필요해지게 된다. 콜드 

리스타트(cold restart)는 탄화수소 유체를 해상 플랫폼으로 빠르게 

유동시키는 가장 쉬운 방법이지만, 콜드 리스타트(cold restart)에는 

하이드레이트의 생성속도가 빠르므로 하이드레이트에 의한 배관 막힘의 

위험도가 증가한다. 본 연구에서는 하이드레이트 막힘 형성을 관리하기 

위해, 먼저 하이드레이트 형성을 완전히 억제하는 것보다 적은 양의 

MEG를 주입하는 under-inhibition 컨셉을 적용하고자 한다. 하이드레이트 

평형 조건은 MEG의 농도에 따라 변할 수 있기 때문에, 하이드레이트 

형성을 위한 열적 구동력이 감소할 수 있고 하이드레이트 전환율 또한 

자체적인 억제 효과를 통해 일정 부분 감소할 수 있다. [6, 23] MEG의 

농도를 낮추면 주입량이 줄어들어 해양 플랫폼의 운영 비용이 절약된다. 

특히 갈색 산업에서 경제적 이점을 가져다준다. MEG를 이용한 full-

inhibition을 위해서는, 본 연구의 실험조건을 기준으로 아래 Figure 4에서 

보여준 것처럼 42.0 wt% 이상의 MEG를 주입해야한다. 그러나 본 

연구에서는 MEG 20.0 wt%와 10.0 wt%로 낮춰서 억제 성능 실험 및 

평가를 수행할 것이다.  
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Figure 4. Changes in the hydrate formation curve according to the 

temperature and pressure conditions of the fluid used in the experiment and 

the amount of MEG injection. 

Table 3은 임펠러의 속도에 따른 MEG 20.0 wt% 수용액 + 데칸 

혼합물의 하이드레이트 성장속도 실험 결과를 나타낸다. 20.0 wt% MEG 

수용액에서, 하이드레이트 생성시간은 완전 분산 시스템에서 3.3분으로 

측정되었으나, 부분분산 시스템에서는 645.7분으로 크게 증가하였다. 

층화 시스템의 경우 10시간 동안 하이드레이트의 형성이 관찰되지 

않았다. 수상에서의 MEG의 존재로 인해 과냉각 조건은 20.0wt% MEG 

용액에서 7.2℃ 였으며, 순수한 물에서 같은 조건인 13.3℃의 절반이었다. 

하이드레이트 결정의 핵 생성은 물과 가스 분자의 국소조직에 의해 

개시되므로, 난류의 정도는 핵 형성 확률에 영향을 미칠 수 있다. 핵 

형성이 일어나면 하이드레이트는 완전 분산 시스템의 경우 1.86 hr-1, 

부분 분산의 경우 2.23 hr-1의 속도로 빠르게 성장했다.  

 

MEG는 하이드레이트 핵 형성을 지연시킬 수 있지만, Figure 5.(a)에 

묘사된 것처럼 성장속도에 대한 영향은 크게 없다. 최종 하이드레이트 

생성 비율은 물 전환율 기준으로 25.1%이고, 이 때 MEG의 농도는 

24.1wt%까지 증가한다. Figure 5.(b)-(c)는 MEG 수용액과 데칸 혼합물에서 

하이드레이트 전환율에 대한 토크의 변화를 보여준다. 하이드레이트의 

성장속도는 빠르지만 각각의 교반속도에서 하이드레이트에 의한 토크 
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피크는 관찰되지 않았다. 수상에 20.0 wt% MEG의 첨가는 실험 내내 

하이드레이트 입자들간의 응집을 억제하는 모습을 보였다. 최종 

하이드레이트 전환율은 400 rpm에서 19%, 600 rpm에서 22%에 도달했다. 

이러한 결과는 임펠러 속도, 즉 난류의 정도가 하이드레이트 핵 형성에 

영향을 미치지만, 20.0 wt% MEG 수용액의 성장 속도 및 하이드레이트 

생성 비율에 대한 제한적인 효과를 나타냈다. 성장 속도는 하이드레이트 

형성 초기단계에서 선형적인 감소를 보였으나, 파동과 함께 일정한 

값으로 수렴하는 모습을 보였다. 이것을 전이 하이드레이트 전환율, 

Φtran라고 하고, 그 값은 부분 분산과 완전 분산에 대해 각각 9% 및 10% 

이었다.  

 

MEG의 주입과 함께 상대토크의 파동은 심각하지 않았기 때문에, 

증류수에 비해 성장률이 줄어드는 원인은 다를 수 있다. 성장하는 

하이드레이트 입자는 액상에서 물 분자를 하이드레이트화 시키고, 이로 

인해 MEG 농도의 국소적인 증가를 유도한 것으로 추정된다. 결국 

MEG가 존재할 경우 물질 전달의 제한 및 self-inhibition 효과는 

하이드레이트 성장속도를 함께 감소시키는 원인이 됨을 알 수 있다.  
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Table 3. Hydrate growth results of MEG 20.0 wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 
tonset (min) Фtran Фfinal 

tplug 

(min) 

dф/dt  

(hr-1) 

200 

7.2 

N/A N/A N/A N/A N/A 

400 
645.7 

(135.63) 

0.09 

(0.01) 

0.19 

(0.02) 
N/A 

2.23 

(0.19) 

600 
3.3 

(1.08) 

0.10 

(0.01) 

0.22 

(0.01) 
N/A 

1.93 

(0.02) 

 

 

 

 

Figure 5.(a) Hydrate formation curves for MEG 20.0 wt% aqueous solution 

+ decane mixture at 400, 600 rpm. Hydrate growth rate and relative torque 

according to hydrate fraction. (b) 400 rpm, (c) 600 rpm.  
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10.0 wt% MEG 수용액의 경우, 과냉각 조건은 10.6℃이다. 200 rpm의 

경우 하이드레이트 생성시간은 892.5분, 400 rpm의 경우 6.4분, 600 rpm의 

경우 0.7분만에 발생하였다. 층화 시스템인 200 rpm의 경우에서만 매우 

긴 하이드레이트 생성시간이 관측되었다. Table 4와 Figure 6에 정리했던 

내용과 같이, 하이드레이트 성장속도는 200 rpm의 경우 1.24 hr-1, 400 

rpm의 경우 2.32 hr-1, 600 rpm의 경우 1.98 hr-1이다. 임펠러의 교반 속도가 

증가함에 따라, 성장속도가 함께 증가하고 최종 하이드레이트 생성율도 

더 높게 나타났다. 임펠러 속도가 200에서 400rpm으로 증가함에 따라 

최종 하이드레이트 전환율은 19%에서 26%로 증가했고, 600 rpm으로 

증가시키자 35%에 도달하였다. 물 전환율은 38.7%였고 MEG 농도가 

14.4 wt%로 증가함에 따라 최종 워터컷(watercut)은 49.7%까지 감소하였다.  

 

Figure 6.(b)-(d)는 액상의 하이드레이트 비율이 증가함에 따른 상대 

토크값의 변화를 보여준다. MEG가 존재하는 경우에도 상대 토크는 400 

rpm의 경우 1.9, 600 rpm의 경우 2.5까지 증가했다. 최대 토크값은 600 

rpm의 경우 하이드레이트 생성량은 18%에 도달했지만, 곧 토크값이 

감소하는 모습을 보였다. 하이드레이트의 많은 생성이 일어났음에도 

불구하고, 하이드레이트는 모터를 정지시키는 일 없이 전환율 35%가 될 

때까지 10시간 동안 계속 생성되었다. 이러한 결과는 MEG의 첨가가 

콜드 리스타트(cold restart) 작업에서 하이드레이트 막힘 형성의 위험을 

감소시키지만, MEG 농도가 10 wt%로 감소되는 경우 긍정적인 효과가 

줄어들었다. 변이 하이드레이트 전환율은 200, 400, 600 rpm에서 각각 5%, 

8% 및 13%이었다. Figure 6.(b)-(d)에서 확인할 수 있듯이 성장 속도는 

선형으로 감소한 후, 상대 토크의 요동을 동반하면서 정상상태에 

도달했다.  
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Table 4. Hydrate growth results of MEG 10.0 wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 
tonset (min) Фtran Фfinal tplug (min) 

dф/dt  

(hr-1) 

200 

10.6 

892.5 

(84.52) 

0.05 

(0.01) 

0.19 

(0.01) 
N/A 

1.24 

(0.05) 

400 
6.4 

(1.89) 

0.08 

(0.00) 

0.26 

(0.02) 
N/A 

2.32 

(0.08) 

600 
0.7 

(0.16) 

0.13 

(0.01) 

0.35 

(0.02) 
N/A 

1.98 

(0.09) 

 

 

 
Figure 6.(a) Hydrate formation curves of MEG 10wt% aqueous solution + 

decane mixture. Hydrate growth rate and relative torque according to 

hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 600 rpm. 
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하이드레이트에 의한 막힘 형성은 하이드레이트 결정의 생성, 

물방울에서 하이드레이트의 성장, 이러한 입자들의 응집과 침착으로 

이루어지면서 궁극적으로는 하이드레이트 막힘에 이르게 하는 매우 

복잡한 과정이다. Joshi et al.에 따르면 물이 연속상을 이루는 시스템에서 

하이드레이트 막힘 형성을 이루는 메커니즘은 다음과 같다: 움직이는 

하이드레이드 베드가 물-가스 계면에서 발생하고, 이 때 이 베드는 국소 

유속을 지연시킴으로써 하이드레이트에 의한 막힘이 발생한다. [27] 

그러나, oil-dominant 시스템에서는, 기름 연속상에서 에멀젼화 된 

물방울로부터 하이드레이트가 형성되기 시작하고, 하이드레이트 셸과 

이를 둘러싼 입자들 사이의 응집 상호작용에 의해 다중 입자 응집체가 

형성되게 된다. [42] Aman et al.은 미세역학적 힘은 하이드레이트 입자가 

하이드레이트 코어의 셸(shell)이 평형온도 근처에서 액적상의 유사액체 

층을 통해, 핵으로부터 유출되는 액적들 사이의 액체 교량(bridge)에 의해 

생겨난 모세관 인력을 통해 주로 생성됨을 제안하였다. [43] 

 

본 연구에서 수행된 모든 실험은 워터컷(watercut) 60%에서 

수행되었고, 데칸 상은 200 rpm에서 물과 분리되어 층류화 되었다. 콜드 

리스타트(cold restart)를 시작하고 하이드레이트 생성이 일어나면, 물-데칸 

계면에서의 하이드레이트 입자 형성이 관찰되었으며, 이의 형성 과정은 

물 연속상에서 하이드레이트 형성 메커니즘을 따르고, 이어서 액체상의 

하이드레이트 전환율이 증가함에 따라 하이드레이트의 침착이 

일어나면서 유동저항(resistance-to-flow)이 증가하는 것을 확인하였다. 

수상에서 하이드레이트 입자가 많아지면 하이드레이트에서 분산된 

데칸의 액적이 존재하고, 이들 사이에서 두고 하이드레이트 입자들이 

응집하면서 토크 피크가 발생한다. 하이드레이트 막힘 형성은 침착이나 

입자간의 응집을 막으면 피할 수 있겠지만, 실험 결과에 따르면 

억제제가 없을 경우 하이드레이트 형성비율이 10% 이상일 때 

유동저항(resistance-to-flow)은 모터를 멈출 만큼 높았다. 

 

수상에서 MEG의 존재는 하이드레이트 전환율이 증가함에 따라 

상이한 토크의 변화를 보여준다. MEG 분자는 하이드레이트 입자들 

사이에 액상의 물이 존재하도록 하여, 하이드레이트 입자들 사이에 MEG 

존재할 경우 응집을 일으킬 수 있는 모세관 다리(bridge)의 형성을 

피하기 위한 윤활제 역할을 한 것으로 추정된다. 이들 액체상태의 물 

분자들은 MEG 분자와의 결합을 형성하여, 하이드레이트 형성 과정에 



 

 27 

참여하지 않았다. 10 wt% MEG 수용액 + 데칸 혼합물에 대한 

하이드레이트 전환율이 15.6%을 초과하는 경우, 하이드레이트 입자의 

응집으로 인해 상대토크가 증가하지만, 이내 안정되었으며, 다중 입자 

응집체가 전단속도로 인해 재배치되는 개연성이 있다. 실험 후, 

반응기로부터 하이드레이트 상을 채취하였고, 물+데칸 혼합물에서보다 

더 깨지기 쉬운 것을 확인하였다. 하이드레이트가 형성되는 동안 MEG 

분자의 역할을 조사하기 위해 더 많은 실험을 수행할 예정이다.  

 

MEG가 존재하면 아래 Figure 7의 개념적인 이미지에 묘사한 것처럼 

하이드레이트 입자를 MEG가 둘러쌓음으로써 하이드레이트 입자의 

응집을 억제할 수 있다. MEG 분자는 하이드레이트 결정 생성에 참여할 

수 없기 때문에, 하이드레이트가 생성되는 동안 국소적으로 MEG 농도 

증가를 초래한다. Mimachi et al.은 cyro-SEM 측정법으로 2.7 wt% NaCl의 

존재 하에 형성된 메탄 하이드레이트를 관찰하였고, 직경이 약 10 μm인 

메탄 하이드레이트 입자가 샘플 전체에 퍼져 있고, 메탄 하이드레이트 

입자 주위가 NaCl로 둘러쌓였음을 입증하였다. [44] 향후 MEG의 self-

inhibition 현상을 완전히 밝히기 위해서는 물과 MEG 분자사이의 상호 

작용 연구가 필요하다. 그럼에도 불구하고, 본 연구의 결과는 

하이드레이트 입자의 성장이 수상에 용해된 MEG에 의해 영향받고 

있음을 보여주고 있다. 
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Figure 7. Molecular structure changes that occur during hydrate formation 

(top) and molecular structure changes that occur when hydrates form in 

MEG aqueous solutions (bottom) 
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2.3.3. 콜드 리스타트 작업에서 KHI를 첨가했을 때 

나타나는 효과 
 

KHI는 하이드레이트 평형 조건을 변화시키지 않는 대신 

하이드레이트 핵 형성을 하기 위한 에너지의 장벽을 증가시키거나 

하이드레이트 결정의 표면에 흡착함으로써 하이드레이트의 형성을 

지연시킨다. PVCap은 펜던트 작용기를 갖는 소수성 백본(backbone)으로 

구성된 수용성 폴리머이며, 이는 하이드레이트 결정의 핵 형성을 

방해한다. 그러나, 과냉각 온도가 14℃ 이상일 경우 성능이 악화될 수 

있다. [21] 따라서 산업계에서는, 특히 콜드 리스타트(cold restart) 상황에서 

KHI를 사용하는 것을 꺼려왔다. 따라서 본 연구에서는 하이드레이트 

생성시간, 성장 속도 및 하이드레이트 전환율 증가에 따른 토크의 

변화를 모니터링함으로써 콜드 리스타트(cold restart)가 수행되는 동안 

KHI의 성능을 조사하기 위한 실험을 수행하였다. Table 5는 PVCap 0.4wt% 

수용액과 데칸 혼합물에 대한 실험결과를 교반속도에 따라 정리한 

내용이다. 혼합물은 10시간동안 하이드레이트 형성 가능 영역내에 

머물러 있었지만, 임펠러의 리스타트시 억제제를 넣지 않았던 

케이스처럼 즉시 하이드레이트가 생성되지 않았다.  

 

Table 5는 실험의 결과를 나타내고, Figure 8.(a)는 콜드 리스타트(cold 

restart) 실험 동안 PVCap이 존재할 때 하이드레이트의 성장을 나타낸다. 

층화 시스템(200rpm)의 경우, 하이드레이트 생성시간은 155.0분이었다. 

PVCap은 하이드레이트 핵 형성을 효과적으로 억제하고, 하이드레이트 

형성의 초기 단계의 성장속도 dϕinitial/dt값은 0.29hr-1로 나타났다. 이전 

실험결과에서는 하이드레이트 성장속도가 선형적인 감소를 나타낸 것과 

달리, PVCap을 첨가한 경우 하이드레이트 전환율이 7%에 도달할 때까지 

초기 하이드레이트 성장속도를 서서히 증가시켰으며, 이 때 최대 

성장속도는 dϕlat/dt = 1.13 hr-1를 기록하며 두번째 단계인 late growth stage가 

관찰되었다. 200 rpm의 경우 Figure 8.(b)에서 확인할 수 있듯이 최종 

하이드레이트 생성률 25%에서 높은 토크로 인한 모터의 정지가 

발생하였다. 이러한 결과는 PVCap이 200 rpm에서 하이드레이트 형성의 

초기단계에서는 핵 형성 및 성장을 억제하는데 효과적이었지만, 

하이드레이트 생성이 지속되면서 그 효능이 상실되었음을 시사한다.  

 

교반속도를 부분 분산 시스템인 400 rpm으로 증가시키면(Figure 8.(c)), 
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하이드레이트 생성시간이 56.5분으로 감소하고 성장속도가 크게 

느려지지 않았음을 확인했다. 초기의 성장속도는 0.46hr-1이었고 

하이드레이트 전환율이 6%보다 높아진 후 토크가 상승하기 시작했다. 

모터의 정지는 일어나지 않았고, 하이드레이트 전환율이 26%에 도달할 

때까지 상대토크값은 약 3으로 유지되었다. 교반속도를 증가시켜서 더 

많은 전단속도를 적용하는 것은 PVCap의 성능에 악영향을 미쳤던 

것으로 보인다. 하이드레이트 성장 속도는 지속적으로 증가하였고 

하이드레이트 전환율 6%에서 가장 높았다. 토크의 증가는 200 rpm에서와 

같이 성장속도가 감소하면서 일어났다.  

 

완전 분산 시스템인 600 rpm(Figure 8.(d))의 경우, 하이드레이트 

생성시간은 4.2분이었고, 초기 성장속도는 0.97 hr-1로 빠르게 성장하였다. 

하이드레이트의 형성이 빨라지면서 토크 증가 또한 빨라지고, 

하이드레이트 전환율이 14%에 도달할 때 토크값은 12에서 50Nㆍcm로 

높은 토크 피크가 관찰되었다. 흥미롭게도, 모터는 하이드레이트 

슬러리를 정상적으로 교반했고 하이드레이트 형성에 따른 긴급정지 

현상이 나타나지 않았다. 실험 종료시 최종 하이드레이트 전환율은 

30%이었다. 하이드레이트 성장 속도는 하이드레이트 형성의 초기 

단계에서 가장 높았으며, 하이드레이트 전환율이 14%에 도달했을 때 

late growth가 발생하는 것이 관찰되었다. 이러한 결과는 PVCap이 낮은 

전단 속도 및 층화 조건에서는 효과적으로 작용했지만, 하이드레이트 

생성이 계속되어 일정 생성율에 다다르면 하이드레이트에 의한 막힘이 

발생할 수 있음을 시사하였다. 또한 높은 전단속도를 가지는 완전 분산 

시스템에서는, PVCap은 하이드레이트 생성시간이 200 rpm에 비해 

단축되고 초기 성장속도가 빨라지기 때문에 기대하는 효능은 나타나지 

않았지만 하이드레이트에 의한 막힘은 일어나지 않을 수 있음을 

시사한다.  
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Table 5. Hydrate growth results of PVCap 0.4wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

 

 

 

 

Figure 8.(a) Hydrate formation curves of 0.4 wt% aqueous solution of 

PVCap + decane mixture at 200, 400, 600 rpm. Hydrate growth rate and 

relative torque according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 

600 rpm. 

  

Mixing 

rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 

tonset 

(min) 
Фtran Фfinal 

tplug 

(min) 

dфinitial/dt  

(hr-1) 

dфlat/dt  

(hr-1) 

200 

13.3 

155 

(71) 

0.08 

(0.02) 

0.25 

(0.02) 

312 

(121) 

0.29 

(0.05) 

1.13 

(0.12) 

400 
56.5 

(20.3) 

0.06 

(0.01) 

0.26 

(0.01) 
N/A 

0.46 

(0.00) 

0.13 

(0.13) 

600 
4.16 

(0.8) 

0.07 

(0.02) 

0.30 

(0.08) 
N/A 

0.97 

(0.01) 

0.47 

(0.16) 
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이전의 논문에서는 0.5 wt% PVCap 용액에 10.0 wt% MEG의 첨가가 

향상된 하이드레이트 억제 성능, 즉 하이드레이트 생성시간 증가 및 

억제된 토크를 보여주었다. [5] 본 연구에서, 우리는 MEG 10.0 wt%와 

PVCap 0.4 wt% 용액 및 데칸 혼합물에 대한 콜드 리스타트(cold restart) 

실험을 수행하였다. 하이드레이트 평형조건이 바뀌었기 때문에, 관찰된 

하이드레이트 생성시간은 Table 6에서 보여준 것처럼 200, 400, 600 

rpm에서 각각 194.8분, 206.6분 및 181.4분으로 MEG가 없는 시스템보다 

훨씬 길었다. 층화 (200 rpm)와 부분 분산 (400 rpm) 시스템은 Figure 

9(a)에서 묘사한 것처럼, late stage 성장속도 dϕlat/dt는 하이드레이트 형성의 

후기 단계에서 0.19 hr-1 및 0.18 hr-1로 각각 관측되었다.  

 

MEG + PVCap 수용액은 토크 증가가 거의 일어나지 않았고 

하이드레이트 전환율은 최종적으로 각각 27%, 23%에 도달하였다. Figure 

9.(b), (c)의 200, 400 rpm에서 약간의 토크 증가를 보이지만, 토크는 곧 

안정적인 값으로 돌아왔다. Figure 9.(d)의 완전 분산 (600 rpm)의 경우 

하이드레이트 성장의 초기 단계에서 30시간 동안 느린 성장이 

관찰되었으며, 하이드레이트 전환율이 4%에 도달할 때 late stage 성장이 

발생하였다. 이때 성장속도는 5%에서 0.11 hr-1로 두배가량 증가하였다. 

이 결과는 MEG 및 PVCap이 하이드레이트 생성 시간이 길어지고 

하이드레이트 플러그를 피하기위해 유동저항(resistance-to-flow)이 매우 

낮아지는 등 하이드레이트 막힘을 억제해주는 시너지 효과를 보였다. 

그러나, MEG + PVCap 수용액에서 하이드레이트 성장을 육안으로 관찰한 

결과 의도치 않은 하이드레이트 침적에 대한 위험이 있음을 보였다.  

 

Figure 10는 (MEG 10.0 wt% + PVCap 0.4 wt% 수용액) + 데칸 혼합물에 

대한 하이드레이트 생성과 침적 과정을 나타낸 사진들이다. 콜드 

리스타트(cold restart)를 시작하기 전에는, MEG + PVCap 수용액과 데칸은 

4.0℃와 100bar에서 층화되었다. 600 rpm으로 교반을 시작하자, 데칸 상이 

MEG + PVCap 수용액에 완전히 분산되면서 두꺼운 거품을 만들었다. 

하이드레이트 형성은 매우 느린 속도로 시작되었으며, 작은 

하이드레이트 입자만이 액상에 부유하거나 벽에 아주 얇게 침적되었다. 

Late growth가 일어나자, 하이드레이트 입자는 서로 응집하기 시작하면서 

벽에 붙은 입자 없이 반응기안에서 함께 교반하였다. 그 후, 

하이드레이트 막힘이 천천히 임펠러 위쪽 벽으로 운반되고 침적되면서 

임펠러 위에 큰 덩어리를 만들었다. 대부분의 하이드레이트 덩어리는 
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임펠러의 날 위에 침적되었으며, 하이드레이트의 재배치로 인해 기록된 

토크 데이터상으로는 안정적인 것처럼 보이게 되었다.  

 

이러한 현상은 200 과 400 rpm에서도 유사하게 관측되었다. 이 때 

하이드레이트를 채취한 결과 MEG 10wt%와 비슷하게 점도가 있지만 

완전히 고체화되지는 않은 것을 확인하였다. Figure 11과 같이 MEG과 

없는 PVCap 0.4 wt% 수용액의 경우, 마찬가지로 거품 층이 생기기는 

했지만 하이드레이트가 임펠러 위로 이동하는 일 없이 아래쪽 벽에 

형성되는 것을 확인할 수 있었다. 이 때 하이드레이트를 채취한 결과 

하이드레이트가 단단한 고체형태가 되었지만 억제제를 첨가하지 않은 

경우보다 단단한 정도가 낮았고, 하이드레이트를 분쇄할 때 높은 점도를 

느꼈다. 

 

이처럼 기체-액체 계면 위쪽에 침적된 하이드레이트 층은 액상으로 

휩쓸리지 않고 위 쪽 벽에 고정되어 있으므로, 탄화수소 유동을 

방해하는 원인이 될 수 있기 때문에 바람직한 현상은 아니다. MEG와 

PVCap을 혼합하면 하이드레이트 발생을 크게 지연시켜 동역학적 억제 

성능을 크게 향상시킬 수 있지만, 하이드레이트 막힘의 수송성을 

입증하기 위해서는 추가적인 연구가 필요할 것으로 보인다. 이에 관하여 

연구실에서는 하이드레이트 위험 관리 전략에 대한 MEG와 KHI 혼합의 

영향을 설명하기 위한 더 많은 실험이 수행되어야 한다. 
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Table 6. Hydrate growth results of (MEG 10.0 wt% +PVCap 0.4 wt% aqueous 

solution) + decane mixture according to RPM. (Experimental results are 

averages of 3 experiments, and values in parentheses are standard 

deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 

tonset 

(min) 
Фtran Фfinal 

dфinitial/dt  

(hr-1) 

dфcat/dt  

(hr-1) 

200 

10.6 

194.8 

(121.3) 

0.15 

(0.04) 

0.26 

(0.07) 

0.11 

(0.03) 

0.19 

(0.02) 

400 
206.6 

(132.5) 
N/A 

0.23 

(0.01) 

0.07 

(0.01) 

0.18 

(0.04) 

600 
181.4 

(25.1) 
N/A 

0.25 

(0.03) 

0.05 

(0.01) 

0.11 

(0.05) 

 

 

 

Figure 9.(a) Hydrate formation curves of MEG 10.0 wt% + PVCap 0.4 wt% 

aqueous solution + decane mixture. Hydrate growth rate and relative torque 

according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 600 rpm. 
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Figure 10. Visual observation of cold restart at 600 rpm. (MEG 10.0 wt% + 

PVCap 0.4 wt% aqueous solution) + decane mixture was used. 

 

 

 

Figure 11. Visual observation of cold restart at 600 rpm. PVCap 0.4 wt% + 

decane mixture was used. 
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2.4. 천연가스 생산 막힘 위험도 관리 요약 
 

본 주제에서는 200, 400 및 600 rpm의 일정한 교반속도로 유체를 

혼합하면서 콜드 리스타트(cold restart)를 수행하였을 때 하이드레이트 

막힘 형성을 막을 수 있는 하이드레이트 억제제를 필요양보다 적게 

첨가할 때의 효과에 대한 연구를 수행했다. 교반속도에 따라 액상은 

층화되거나 (stratified, 200 rpm), 부분적으로 분산되거나(partial dispersing, 

400 rpm), 완전히 분산되는 것을 확인했다(full dispersing, 600 rpm). 

하이드레이트 억제제가 첨가되지 않은 물 + 데칸 혼합물의 경우, 혼합 

즉시 하이드레이트가 형성되어 층화, 부분 분산 및 완전 분산된 액상에 

대해 각각 13.9, 18.8 및 42.2분만에 하이드레이트에 의한 모터 정지 

현상이 일어났다. 유동저항(resistance-to-flow)은 하이드레이트가 형성되는 

동안 토크 측정의 변화로부터 추정되었다. 하이드레이트 억제제가 없는 

물 + 데칸 혼합물에 대한 심각한 토크 피크가 관찰되었다. 하이드레이트 

성장 속도는 초기에 가장 높았으나 액상에서 하이드레이트 전환율이 

증가함에 따라 점점 감소하다가 이내 거의 일정한 값으로 수렴하였다. 

정상상태에 도달하면 하이드레이트 입자의 응집과 침착으로 인해 토크가 

급상승하기 시작했다. 

 

 20 wt%의 MEG를 첨가하자, 하이드레이트 형성이 진행되는 내내 

토크의 증가가 억제됐으며, 이는 MEG가 모든 유동 영역에 대한 

하이드레이트 입자의 응집 및 침착을 방지할 수 있음을 시사한다. 

그러나 MEG 10 wt%에서 그 성능이 다소 감소하였다. 유동저항(resistance-

to-flow)이 유체의 흐름을 막기에 충분하지는 않지만, 상대토크의 

서지(surge)가 관찰되는 모습을 보였다.  

 

0.4 wt%의 PVCap을 첨가하자 200 rpm에서 155분동안 하이드레이트의 

생성을 억제했으나, 교반속도를 400 및 600 rpm으로 증가시키자 그 

효능을 곧 상실하는 모습을 보였다. 하이드레이트 전환율이 약 7%에 

도달할 때까지 성장 속도를 낮게 유지하였고, late growth가 일어나면서 

토크를 크게 증가시키는 모습을 보였다. 이러한 결과는 콜드 

리스타트(cold restart) 중 하이드레이트 형성 메커니즘이 교반 속도 및 

그에 따른 유동 형태에 따라 크게 바뀔 수 있으므로, 위험을 관리하기 

위해선 적절한 하이드레이트 억제 전략을 개발해야 한다. PVCap은 층화 

조건에서 의도한 효과를 보였지만, 높은 수준의 난류에서는 오히려 
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막힘을 유발할 수 있다.  

 

 MEG + PVCap 수용액의 경우, 물과 데칸 사이의 계면에서 

하이드레이트 형성이 시작한 후, 유동저항(resistance-to-flow)에 영향을 

주지 않으면서 기상에 침적이 진행되었다. 층화와 부분 분산의 경우 큰 

억제효과를 보이진 않았지만, 완전 분산인 600 rpm에서 큰 효과를 

보였다. 아래 Figure 12은 600 rpm에서 억제제를 첨가하지 않은 케이스와 

첨가한 케이스를 모두 시간에 따른 하이드레이트 생성 곡선으로 표시한 

결과이다. 아래 그래프는 THI와 KHI, 그리고 두 억제제를 섞은 결과의 

차이를 보다 명확히 보인다. MEG는 생성량을 줄이고, PVCap은 생성 

속도를 늦추며, 두 억제제를 섞을경우 30시간동안 하이드레이트 생성을 

최소로 억제할 수 있는 것을 확인할 수 있었다. MEG + PVCap을 혼합한 

경우 600 rpm에서 거품을 생성하였고, 이 거품이 물 + MEG – PVCap 

lactam기- PVCap 백본(backbone) – oil의 layer를 이루는 것으로 추정된다. 

Ke et al.에 의하면 중앙의 H2O 입자에서 하이드레이트의 핵 형성이 

일어나면, 하이드레이트 입자를 중심으로 PVCap의 lactam기가 

흡착을하면서 하이드레이트의 생성을 억제한다. [45] 이 때 PVCap사이의 

빈 공간을 MEG가 수소결합을 통해 채워주면서 기체 molecule의 물질 

전달을 방해하여 하이드레이트 생성을 위한 Gibbs 에너지 장벽을 크게 

높이는 것으로 추정된다. 하이드레이트 억제제의 성능은 하이드레이트 

형성 메커니즘을 보다 더 잘 설명하기 위해 관련 데이터의 측정 및 

시각적인 관찰에 기초하여 규명되어야할 필요가 있다.  
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Figure 12. Hydrate formation curves for all test cases at 600 rpm.  
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3. LNG 저장 : LNG에서 발생하는 

Boil-off 가스에 의한 LNG 에이징

(aging) 현상에 관한 연구 
 

3.1. 연구의 배경 
 

탄화수소는 다양한 분야에서 사용되는 전통적인 에너지원이며, 

기존의 에너지 생태계에서는 석유위주로 생산과 소비가 이루어져왔다. 

특히 선박의 경우, 지난 50년간 배를 가동하기 위한 에너지원으로 

벙커C유를 사용할 뿐만 아니라, 에너지의 운반 또한 원유를 이송하는 

유조선이 주를 이루었다. 하지만 최근 국제해사기구(IMO)가 친환경 

선박연료 사용은 장려하기 위해 규제를 도입하면서, 2020년부터 

선박연료유의 황산화물(SOx) 함유량의 상한선을 현행 3.5%에서 

0.5%까지 줄여야 하게 되었다. [3] 벙커C유 등 중질유는 황산화물 

함유량이 매우 높기 때문에, 해당 규제를 지키기 위해서 높은 비용을 

들여 탈황화 공정을 거친 연료를 사용하거나, 혹은 천연가스를 연료로 

사용하는 배를 새로 만드는 추세이다. [46] 천연가스(NG, Natural Gas)는 

친환경 에너지로 각광받는 친환경 에너지로서, 최근 그 수요가 아시아를 

중심으로 크게 늘고 있는 추세이고, [47] 최근 중동에서도 LNG 생산량을 

크게 증대하는 추세를 보이면서, 대량의 LNG 선박을 국내 조선사에 

발주하는 것을 추진하고 있다.  

 

천연가스는 상온 상압에서 에너지 밀도가 높지 않지만, -162℃에서 

액화한다면 부피가 1/600로 줄어들면서 에너지밀도가 크게 높아지는 

에너지원이다. 또한, 액체상태로 보관 시 무독성, 비부식성이므로 보관이 

용이하다. [48, 49] 하지만 LNG 보관에 있어 단열에 의한 열유입을 

완벽히 막는 것은 불가능하기 때문에, LNG의 증발을 완전히 막는 것은 

불가능하다. 이 때 발생하는 NG 가스를 boil-off gas(BOG)라고 하는데, 

컨트롤하지 않을 경우 BOG에 의해 잃는 LNG의 유량이 매우 커지게 

된다. [50] BOG를 배출하지 않으면 탱크 압력이 상승하므로 폭발 

위험성이 증가하게 되므로, BOG에 대한 제어가 반드시 필요하다. BOG를 

처리하는 방법은 크게 세가지가 있는데, 첫째로 태워서 없애는 방식이 

있다(flare). 이 방법은 후처리를 통해 BOG를 회수하는 것 보다 버리는 

것이 더 경제적일 때 사용하는 방법이나, 상업적인 손해가 발생하기 
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때문에 플레어(flare)를 줄이기 위한 많은 연구가 수행되어왔다. [51]  

 

두번째로는 발생하는 BOG를 재액화하는 방법이 있다. 발생하는 

BOG를 회수하여 프리쿨러(Pre-cooler), BOG 압축기, 콜드박스(Cold Box) 

등을 거쳐 압축 및 냉각을 통해 LNG 저장소로 재주입한다. [52] 

마지막으로 LNG 추진선에서 bog를 연료로 사용하는 방법이 있다. 

2000년대 이전에는 LNG를 연료추진에 사용할 때 NG를 태워 증기를 

발생시키고, 이 증기 터빈을 이용한 추진을 이용했으나, BOG가 많이 

필요하고 에너지 효율이 낮아 최근에는 쓰이지 않는다. [53] 2000년대 

중반부터 현재까지 이중연료 발전기(DFDE, Dual Fuel Diesel-Electirc)를 

이용하여 NG와 디젤을 이용하여 발전을 하여 생산한 전기로 모터를 

구동하여 프로펠러를 회전시키는 방법이 주류가 되어왔다. 최근에는 

고효율ㆍ고압의 ME-GI(Main engine Electronic control Gas Injection, MAN 

D&T) 엔진, 저압 2행정 X-DF(eXtra long stroke Dual Fuel, Wartsila) 엔진 등 

가스 터빈 방식의 엔진에 대한 연구가 되고 있다. [54] 이처럼 LNG 

추진선에서 BOG를 다양하게 활용하는 만큼, LNG로부터 발생하는 

BOG에 대한 면밀한 연구가 필요하다.  

 

LNG를 저장할 때, LNG는 순물질이 아니므로 발생하는 BOG의 

조성이 일정하지 않게 된다. 특히 질소가 LNG에 혼합되어있을 경우, 

LNG에서 발생하는 BOG의 가스 조성은 시시각각 달라지게 된다. 이로 

인해 LNG의 조성이 변하게 되는데, 이를 LNG 에이징(aging) 혹은 LNG 

웨더링(weathering) 현상이라고 부른다. [55] BOG의 가스 조성이 바뀌면 

가스를 압축하는 압축기의 성능에 영향을 미칠 수 있으므로, LNG를 

저장할 때 LNG 에이징(aging) 현상을 예측할 수 있는 기술이 매우 

중요하다고 할 수 있다. 따라서, 본 연구에서는 실제 LNG를 보관하는 

진공단열 50m3 C-타입 탱크를 이용하여 LNG를 보관하면서, 외부 열 

유입으로 인해 발생하는 BOG 및 LNG의 조성 변화, BOG 발생량, LNG 

온도 변화, 액체 수위 등을 위주로 추적하였다. 또한, 열역학 공정 

시뮬레이터를 이용하여 같은 상황을 시뮬레이션하고 비교하여 같은 

시스템에서 BOG 발생 상황을 시뮬레이션 할 수 있도록 디자인하였다.  
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3.2. 실험 및 시뮬레이션 과정 
3.2.1. 실험 장치 개요 

 

실험에 사용한 저장 탱크는 실린더형 C-타입 탱크로, 전체 용량은 

50m3이며 진공 단열을 사용하였다. 저장 탱크의 전체 열전달 계수는 

6.9ㆍ10-3 kcal/m2h℃로 주어졌다. 아래 Figure 13에서 확인할 수 있듯 

탱크의 높이는 8.4m, 지름은 2.8m이며, 온도계는 바닥으로부터 

0.95m(전체 높이의 11% 위치), 상부로부터 0.85m 위치에 설치되어있다. 

열유입을 최소화하기 위해 온도계의 삽입을 최소화하였으며, 온도계는 

±0.15℃의 정확도를 가지고 있다.  

 

탱크의 압력은 압력 조절 밸브를 이용하여 0.08 barg로 일정하게 

컨트롤하고, Figure 13의 NG 채취 라인을 통하여 GC 시스템으로 상시 

BOG가 유입되었다. GC로 유입되는 BOG는 정유량 주입기를 이용하여 

30 sccm(standard cubic centimeter per minute)으로 주입하였다. 가스 

크로마토그래피 시스템은 Agilent사의 7890A 시스템을 사용하였다. 분리 

칼럼은 모세관 칼럼을 사용하였고, 측정기는 TCD(Thermal Conductivity 

Detector)를 사용하여 질소, 메탄, 에탄, 프로판, i-부탄, n-부탄을 측정할 수 

있도록 하였다. GC의 보정을 위한 표준가스는 아래 Table 7와 같이 메탄 

함량에 따라 조성 측정의 정확도를 높이기 위해 메탄 90, 94, 98 mol%의 

세가지를 사용하여 GC의 정확도를 최대화하였다. BOG의 조성은 매 

2시간마다 한 번씩 자동으로 측정하여  기록하였고, LNG는 일주일에 한 

번씩 LNG 증발기를 통해 채취하였다. LNG를 채취하는 동안에는 BOG는 

측정되지 않았다. 

 

LNG를 처음 탱크에 주입한 상황을 재현하기 위해, 실험을 시작하기 

앞서 펌프를 이용하여 탱크의 LNG를 교반하였다. 교반 직후, LNG 

채취를 통해 측정한 초기조성은 아래 Table 8과 같다. LNG 탱크에서 

기록되는 데이터는 액상/기상/대기 온도, 탱크 압력, 수두압(hydrostatic 

pressure, liquid level%)이다. LNG 탱크의 압력은 수행중인 다른 실험에 

의한 오염을 피하기 위해 불가피하게 Figure 14과 같이 운용되었다. 

초반에는 0.3 barg에서 0.02barg까지 천천히 감압하였고, 그 후 밸브를 

닫아 0.14barg까지 승압하였다. 그리고 그 이후부터 압력을 0.08barg로 

PID 컨트롤하였다. 
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Figure 13. Overview of BOG, LNG sampling system for 50m3 LNG storage 

tank. 

 

 

Figure 14. Changes in tank pressure over time in the experiment. 
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Table 7. Mole fraction of standard gases used in GC calibration. 

 

Component Std gas 1 Std gas 2 Std gas 3 

N2 0.0104 0.0042 0.0012 

C1 0.8976 0.9391 0.9795 

C2 0.0503 0.0301 0.0102 

C3 0.0203 0.0106 0.0051 

iC4 0.0107 0.0803 0.0020 

nC4 0.0107 0.0803 0.0020 

 

 

 

 

 

Table 8. LNG initial composition used in the experiment. 

 

Component Fraction 

N2 0.0062 

C1 0.9230 

C2 0.0439 

C3 0.0154 

iC4 0.0051 

nC4 0.0066 
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3.2.2. 공정열역학 동적 시뮬레이션 
 

본 실험을 수행하면서 탱크로 유입하는 열에 의한 BOG 발생효과를 

확인하고, 다양한 상황에서 BOG 발생량과 탱크 조건 변화에 대한 

시뮬레이션을 수행할 수 있도록 실제 상황과 유사하게 작동하는 

간소화된 디지털 트윈을 구현하였다. 구현에 사용한 시뮬레이터는 Aspen 

tech 사의 HYSYS V10을 사용하였고, 동적 시뮬레이션을 이용하였다. 

실험기간동안 측정한 온도, 압력, 가스 조성, LNG 조성 및 액체 수위 

데이터를 이용하여 실제와 같은 환경으로 동작하는 시뮬레이터를 

제작하였다.  

 

동적 시뮬레이션의 개형은 아래 Figure 15와 같다. 실제 탱크와 

유사한 실린더 타입을 적용하고, 높이 8.4m, 지름 2.8m를 입력한 간단한 

탱크 모델이다. 저장 탱크와 같은 상황을 만들기 위해 주입구(inlet)는 

입력하지 않았고, 배출구(outlet)는 밸브를 이용하여 정압으로 컨트롤했다. 

또한 Figure 14과 같은 압력 컨트롤을 위해 3단계로 나누어 실제와 

유사한 압력 변화를 입력하였다. 본 시뮬레이션을 통해 추적한 값은 

탱크의 온도, 압력, LNG와 BOG 배출구(outlet)의 조성 변화, 유량, 액체 

수위(liquid level)%이다. 

 

 

Figure 15. Schematic diagram of dynamic simulation. 

공정열역학 동적 시뮬레이션을 위해 탱크에 적용된 모델은 

시뮬레이터에서 제공하는 액체 홀드업 모델(liquid holdup model)이다. 

통상적인 정상상태 시뮬레이션에서 사용하는 평형모델은 사용이 어렵기 

때문에, 비평형 플래시 모델을 사용하였다. 본 시뮬레이션에 사용된 
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비평형 플래시의 개념적 개형도는 아래 Figure 16와 같다. [56] 비평형 

플래시에서 주로 다루는 변수는 재사용 효율 η이다. 이 모델에서는 

LNG에서 일부는 플래시 계산을 수행하고 일부는 계산하지 않고 

우회하는 방법으로 비평형 플래시 계산을 수행한다. 이러한 계산을 위해 

시뮬레이터에서는 각 상이 잘 섞여있어 균일하다는 가정을 한다. 만약 

비평형 플래시 계산 효율 η = 0.3이라면, 탱크 내 유체의 30%는 

정상적인 플래시 계산을 수행하고, 70%는 계산하지 않고 그대로 우회한 

후 플래시 계산을 한 결과와 섞어서 결과값을 도출한다. 즉, η값이 

작을수록 더 많은 양의 BOG가 발생하는 것으로 시뮬레이션이 된다. 

이러한 효율 값 η를 정하는 것에 특별한 규칙이 있는 것은 아니다. 

η값은, 만약 실험값이 존재한다면, 실험값과 매칭을 통해 경험적인 

η값을 찾아 실험과 시뮬레이션 간의 매칭을 해주는 역할이다. 

 

 

Figure 16. Conceptual diagram of non-equilibrium model used in dynamic 

simulator. [56] 

 

동적 모델에서 사용하는 열손실 모델은 아래 식과 같은 간략화된 열 

균형 모델을 사용한다:  

 

 

𝑄 = 𝑈𝐴(𝑇𝑓 − 𝑇𝑎𝑚𝑏)    (3.1) 

 

 

여기서 Q = 열 유입량, U = 전체 열전달 계수, A = 열유입 면적(벽의 

면적), Tf = 탱크 내부 유체의 온도, Tamb = 외부 온도이다. 이때 Tamb = 실험 

당시 평균 온도인 15℃로 고정하였다. U 값은 탱크 구조분석 결과부터 
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6.9e-3 kcal/m2h℃를 도출하여 입력하였다. A 값은 탱크 부피로부터 

자동으로 계산되었다. 열손실 모델을 위해 동적 시뮬레이터에서 하는 

가정은 다음 세가지가 있다: 첫째, 탱크의 벽에는 열 용량이 존재한다. 

둘째, 벽과 단열을 통과하는 온도는 일정하다. 셋째, 탱크 내부와 벽의 

열전달 계수는 액체와 기체상 모두 같다. 본 가정으로부터 열손실을 

계산하였다. 

 

 

3.3. 실험 결과 및 동적 시뮬레이션 결과 비교 
3.3.1. 시뮬레이션 및 실험에 사용된 가정 

 

LNG 보관에 있어 반드시 고려해야하는 요소 중 하나는 LNG의 

성층화 및 그에 의한 roll-over 현상이다. LNG를 저장할 때, 벤트(vent)를 

수행하지 않고 밸브를 닫으면 상 변이가 잘 일어나지 않고 정체됨에 

따라 온도가 성층화가 일어나고, 내부의 압력이 점차 증가하면서 액체의 

포화온도가 상승한다. [57] 하지만 벤트(vent)를 하여 BOG를 배출한다면, 

액체상 내에 대류가 일어나면서 성층화가 해소된다. 본 실험 및 

시뮬레이션에서는 0.08 barg로 압력을 유지하며 BOG를 연속적으로 

배출하였기 때문에, 탱크 내부의 온도 분포는 일정하고 homogeneous 

하다고 가정하였다.  

 

Boil-off gas가 액체 표면에서 발생하면, 메탄과 질소와 같은 가벼운 

조성이 먼저 증발하고 액체의 상부(topside)는 무거운 조성만 남으면서 

상대적으로 밀도가 증가한다. 만약 성층화가 일어나면서 상부(topside)의 

액체가 아래로 가라앉지 않고  아래 Figure 17과 같이 층이 분리가 

된다면, 층이 나뉜 상태가 유지되다가 성층화가 무너지면서 탱크 내부에 

큰 대류가 일어나고, 이로 인해 BOG가 대량 발생하게 된다. 이러한 

현상을 roll-over라고 한다. [58] Roll-over 현상의 대표적인 징후는 BOG가 

갑작스럽게 발생하면서 온도와 압력에 파동이 생기는 것이다. [59] Figure 

18은 실험이 진행되는 동안 LNG의 온도변화와 BOG 발생량을 계산한 

값이다. 실험을 시작한 직후 Figure 14과 같이 압력이 0.3 barg에서 

하락하면서 포화온도가 하락하고, 0.08 barg로 고정하면서 포화온도가 

수렴하는 것을 확인할 수 있다. 또한 BOG 발생량을 살펴보면 초기 

0.3barg에서 최대량의 BOG가 발생하였다. 이는 높은 압력으로 인해 

벤트(vent)되는 bog의 유량이 많은 것이 영향을 미쳤던 것으로 보인다. 
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이후 0.08 barg로 수렴하면서, BOG 발생량은 크게 감소하였다. 온도와 

BOG 발생량에서 모두 roll-over 현상의 징후는 관측되지 않았으므로, 

동적 시뮬레이션에서는 LNG의 성층화 현상과 roll-over는 고려하지 

않았다.  

 

 

Figure 17. Diagram when BOG and LNG stratification occurs in LNG. [58] 

 

 

Figure 18. Changes in LNG temperature and BOG generation according to 

the experiment period. 
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3.3.2. 실험 결과 및 시뮬레이션 비교 
 

BOG의 조성변화를 관찰하는 것이 본 실험의 주된 목적이므로, 

실험과 시뮬레이션의 매칭(matching)은 BOG의 조성을 기반으로 

이루어졌다. 주어진 초기 조성(Table 8)과 초기 온도 -152℃, 압력 0.3 

barg를 입력하여 초기 조건을 구성하였다. 그 후, Figure 14과 같이 압력 

조절을 통해 탱크의 압력거동이 실제 실험을 따라가도록 하였다. 그 후 

압력 컨트롤을 0.08barg로 고정하고, 외부에서 유입되는 열유입으로부터 

BOG가 어떠한 조성으로 얼마나 발생하고, 탱크 내부 LNG의 액체 수위 

및 온도, 조성은 어떠한 변화가 있는지 살펴보았다.  

 

먼저 Figure 16에서 표현한 것처럼 효율을 30%로 고정하고 아래 

Figure 19과 같이 시뮬레이션 하였다. Figure 19과 Figure 21은 LNG의 

에이징(aging)에 의한 BOG 조성비의 변화를 관찰한 결과와 시뮬레이션 

결과를 비교한 그래프이다. 각 그래프에서 원형 점은 실험을 통해 

측정된 BOG의 조성 중 메탄의 조성비를 의미하고, 삼각형 점은 질소의 

조성비를 의미한다. 또한 붉은색 실선은 동적 시뮬레이션을 통해 계산된 

메탄의 조성비 변화를 의미하고, 푸른색 실선은 질소의 조성비 변화를 

의미한다. Figure 19과 Figure 20은 시뮬레이션을 진행하는 내내 전체 

열전달 계수를 변화하지 않고 6.9ㆍ10-3 kcal/m2h℃ 조건으로 계산한 

결과이다. Figure 19과 Figure 20를 살펴보면, 중반 이후로 실험과 

시뮬레이션 간의 차이가 생기면서 실험과 시뮬레이션 사이의 오차가 

점점 커지는 것을 확인할 수 있다. Figure 19에서 실험 후반의 

시뮬레이션과 실험의 메탄 조성을 비교하면, 메탄과 질소 조성 실험값이 

시뮬레이션보다 0.48%p 만큼의 차이가 발생하였다. Figure 20는 같은 

조건에서 LNG의 액체 조성의 변화와 LNG의 온도 변화를 추적한 

그래프이다. Figure 19과 마찬가지로 중반 이후로 점차 오차가 생기기 

시작하면서, 최종장에서 시뮬레이션과 실험 간의 오차가 1.49%p 

발생하였다.  
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Figure 19. BOG composition change result when U-value is unchanged. 

 

 

Figure 20. LNG liquid level and temperature results when U-value is 

unchanged. 

 

Figure 21과 Figure 22의 경우 parametric study를 이용하여 

시뮬레이션과 실험값이 일치하는 조건을 찾은 결과이다. 본 

케이스에서는 실험/시뮬레이션 시작 중반 이후에 전체 열전달 계수를 약 

2배 증가시킨 U = 1.5ㆍ10-2 kcal/m2h℃와 재사용 효율 η = 0.01을 

입력하여 BOG의 발생량을 증가시킨 케이스다. U 값과 재사용 효율을 
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변화한 결과, 오차가 다소 발생하였던 BOG 조성과 액체 수위가 비교적 

정확히 일치하는 것을 확인할 수 있다. BOG의 조성의 차이는 최종장 

기준 0.48%p에서 0.005%p 차이로 개선하였고, 액체 수위의 경우 

최종장에서 1.49%p의 차이를 보이던 것에서 0.17%p로 개선하였다. 또한 

LNG 온도 분포의 경우 실험과 시뮬레이션의 차이가 0.5℃ 발생하였으나 

U 값 수정 후 0.3℃ 차이로 줄어들었다. 본 parametric study를 토대로, 

실험 현장의 탱크 저장고에서 사용되고 있는 진공단열이 중반 이후 

진공에 리크가 생긴 것으로 추정된다. 

 

Figure 21. Results of BOG composition with U-value doubled. 

 

 

Figure 22. Results of LNG level and temperature with U-value doubled. 
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BOG 측정을 수행한 1주차는 LNG의 교반 과정에서 생긴 배관 

오염으로 인해 데이터 측정이 제대로 이루어지지 않아 결과에서 

제외했다. Figure 21을 살펴보면, 시뮬레이션 결과 초기의 BOG에서는 

질소가 비교적 많이 검출되었다. 주목할 점은 BOG가 질소와 메탄 외에 

다른 물질이 거의 검출되지 않는다는 것과, 질소의 몰분율이 매우 빠른 

속도로 줄어든다는 것이다. 그 결과, 실험 중반 이후 BOG에서 발생하는 

메탄의 몰분율은 매우 크게 증가하였다. 이와 함께 질소의 몰분율은 

크게 떨어졌고, 후반에는 질소가 거의 검출되지 않았다. Figure 22은 액체 

수위와 액체 온도를 추적한 결과이다. Figure 14과 같이 압력이 

변화하면서 포화온도가 변화하였고, 이로 인해 액체의 부피가 

변화하면서 BOG가 지속적으로 발생함에도 불구하고 초반에 액체 

수위가 소폭 상승한 것을 확인할 수 있다. 이는 실험과 시뮬레이션 

모두에서 관측이 가능하였다. 온도의 경우 실험과 시뮬레이션 간의 

오차라 0.3℃만큼 지속적으로 발생하였는데, 그 원인은 상하로 원통 

형태를 띄는 실린더 타입 탱크의 영향으로 바닥부분에 온도 성층화가 

일어난 것으로 추정된다. 열역학 시뮬레이터의 경우 액체의 온도 분포가 

균일하다고 가정하고 시뮬레이션을 수행하지만, 실제로는 탱크의 

바닥부위(온도계가 있는 위치)에 수두압이 부여되기 때문에 액체의 

압력이 증가하고, 이로 인해 포화온도가 소폭 상승한 것으로 추정된다.  

 

아래 Figure 23은 열역학 시뮬레이터로 질소와 메탄의 누적 배출량을 

계산한 값이다. 아래 그림을 살펴보면, 질소의 경우 초반의 질소 유량이 

가장 크고 시간이 경과할 수록 조금씩 줄어들어, 누적 질소 배출량이 

100Nkg(Nkg : normalized kg, 실제값에서 특정 배수를 곱함)에 수렴하는 

것을 확인할 수 있다. Table 9는 Figure 23의 BOG 누적 생산 시뮬레이션의 

데이터를 표로 정리한 내용이다. 초기 질소 배출 유량 FN2은 초반에 0.95 

Nkg/h였고, 중반에 0.028 Nkg/h로 감소한 후 후반에 0.005 Nkg/h로 크게 

감소하였다. 초반 탱크 내부 압력이 0.3barg로 비교적 고압이었기 때문에 

BOG의 발생량이 다소 많았고, 이로 인해 초반의 메탄과 질소 발생량이 

비교적 컸다.  

 

Boil-off가 지속됨에 따라 LNG의 질소 몰분율이 지속적으로 

감소하였고, 이로 인해 Table 9에서 확인할 수 있듯이 증발속도가 점차 

줄어들었다. 하지만 메탄의 경우, 질소의 배출량이 줄어들면서 메탄의 
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배출량이 조금씩 증가하는 것을 확인할 수 있다. Figure 23에서 확인되는 

바로는 메탄의 누적 boil-off gas 발생량이 선형으로 증가하는 것으로 

보이나, Table 9에서 시간당 메탄 발생유량 FC1값을 살펴보면, 초반의 경우 

초기 고압환경으로 인해 BOG의 발생량이 매우 큰 8.85 Nkg/h였다. 이후 

0.08 barg로 안정화한 이후를 살펴보면, 질소 BOG의 발생량이 비교적 

높았던 초반에는 메탄의 발생량이 후반에 비해 작은 2.38 Nkg/h였다. 

중반 이후 BOG의 질소의 몰분율이 줄어들면서, 메탄 BOG의 발생량은 

2.62 Nkg/h로 수렴하였다. 

 

Figure 24는 LNG의 조성을 측정(점)하고, 시뮬레이션(선)으로 조성의 

변화를 추적한 결과이다. Figure 24에서 확인할 수 있듯 LNG의 질소 

조성을 측정한 결과, 실험이 진행됨에 따라 중반 이후 질소의 대부분이 

증발하였고, 후반을 지나는 시점에서는 측정 최소값인 300ppm이하로 

감소하여 측정이 불가하였다. 시뮬레이션에서 질소의 조성도 마지막에 

0%에 수렴하였다. LNG 조성 측정의 경우 실험과 시뮬레이션 결과의 

차이가 다소 나타났는데, 이는 LNG 채취 과정에서 LNG 기화가 완전히 

되지 않고 액체의 일부가 탱크 내부 배관에 고여서 발생한 문제이다. 

LNG 탱크 내부의 압력이 저압인 관계로 채취를 완벽히 하는게 매우 

어려운 문제가 있었다. 

 

 

 

Figure 23. Cumulative BOG generation of nitrogen and methane. 
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Table 9. Cumulative BOG generation of nitrogen and methane. 

 
Normalized 

Day 

Accumulated 

Nitrogen(Nkg) 

FN2(Nkg/h) Accumulated 

Methane(Nkg) 

FC1(Nkg/h) 

0.016 26.086 0.949 162.560 8.852 

0.180 71.757 0.195 829.197 2.381 

0.344 83.910 0.067 1495.834 2.513 

0.508 91.237 0.028 2154.999 2.579 

0.672 96.318 0.021 2776.891 2.601 

0.836 98.810 0.010 3402.581 2.612 

1.000 100.000 0.005 4030.103 2.617 

 

 

 

 

Figure 24. Comparison of LNG composition change and simulation 

calculation result with BOG generation. 
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3.4. LNG 에이징(aging) 연구 요약 
 

본 주제에서는 C-타입 탱크에 LNG를 주입하고, 특정 기간동안 

압력을 0.08 barg로 컨트롤하며 BOG를 발생시켰다. 이 BOG의 조성을 

분석하고, LNG 온도와 액체 수위의 변화를 관측하여 LNG 에이징(aging) 

현상에 대해 연구하였다. 또한 시뮬레이션 소프트웨어를 이용하여 

실험환경과 유사한 상황을 만들고, 실제와 유사하게 작동하는 동적 

시뮬레이터를 제작하였다. 시뮬레이션에서는 실험의 압력거동을 

따라가는 시뮬레이션 시스템을 세팅하고, 대기의 열유입에 의한 BOG의 

발생과 조성의 변화, BOG 누적 발생량과 시간당 발생량을 추적하였다.  

 

질소의 경우 메탄보다 끓는점이 낮으므로 증발하려는 경향성이 더 

강했고, 이 때문에 초반 질소의 BOG 발생량 0.95 Nkg/h 로 LNG feed 

조성에 비해 비교적 크게 나타났다. 하지만 LNG의 질소 함량 100 Nkg 

중 83 Nkg이 실험 진행률 30%만에 boil-off 하면서, BOG 발생량 0.067 

Nkg/h로 크게 감소하였다. 메탄의 경우 초반 발생량 8.85 Nkg/h에서 탱크 

압력이 감소함에 따라 발생속도도 함께 감소하였고, 0.08 barg로 

컨트롤하기 시작하자 메탄의 발생량이 2.38 Nkg/h로 줄어들었다. 이후 

LNG 내 질소의 농도가 크게 감소하면서, BOG내 메탄의 발생량이 2.51 

Nkg/h로 증가하였다. 질소가 거의 모두 증발하여 BOG의 메탄 조성이 

증가하면서, 메탄의 발생량은 2.6 Nkg/h 대로 수렴하여 실험이 종료할 

때까지 거의 변화없이 유지되었다.  

 

결론적으로, LNG의 품질에 질소의 함량이 초기 BOG의 조성에 큰 

영향을 주나, 이는 본 연구와 같은 에이징(aging)을 수행한다면 질소를 

대부분 증발시키고 메탄이 대부분인 조성의 BOG를 얻는 것이 가능하다. 

본 주제에서 구축한 시뮬레이터를 바탕으로, 같은 시스템에 대하여 

열역학 공정 시뮬레이터를 이용하여 LNG 에이징(aging)에 대한 

시뮬레이션이 가능하다. 뿐만 아니라, 실험에서 얻기 어려웠던 누적 

BOG 발생량을 쉽게 추적할 수 있게 되었다. 따라서 추후 압력, 

외기온도, 초기 액체 수위 조건 등의 변화를 통해 다양한 시나리오에서 

정확한 시뮬레이션을 수행하는 것이 가능할 것이다. 이를 통해, 목표 

조성의 LNG에서 발생하는 BOG를 압축하기 위한 압축기, 응축기 등의 

설계에 대해 더욱 정밀한 시스템 설계가 가능할 것이다. 

 



 

 55 

 

4. LNG 재기화 : LNG 재기화 공정용 

신열매체 개발 및 시뮬레이션 최적화를 

위한 물성 측정 연구 
 

4.1. 연구의 배경 
 

최근 IMO의 환경규제에 의해 NOX, SOX, CO2 등 다양한 종류의 

오염물질 및 온실가스에 관한 규제가 전 지구적으로 적용되고 강화됨에 

따라, 청정 에너지원인 액화천연가스(LNG, Liquefied Natural Gas)가 새로운 

에너지 공급원으로 주목받고 있다. [3] 특히 2015년도 유엔기후변화협약 

(UNFCCC, United Nations Framework Convention on Climate Change)에서는 

파리기후협약에 동의하고 이 협약에 강제성을 부여하여 196개의 

회원국이 규제를 이행하도록 하는 데 동력을 부여한 바 있다. [60] 

액화천연가스의 경우 일반 가정이나 공업단지에서 사용되기 위해서는 

기체 상태이어야 하므로, 천연가스 재기화 설비가 갖춰진 LNG 터미널이 

필요하다. [61] 그러나 이런 설비를 육상에 짓기 위해서는 대규모 자본이 

필요하고, 이 설비가 경제적으로 사용될 수 있을 정도의 고정된 

수요처가 필요하다. 이를 보완하기 위해 이동성이 있는 선박 위에 

재기화 설비를 설치하는 방법이 제안되었고, 이에 액화천연가스 재기화 

선박(LNG RV, LNG Regasification Vessel)또는 부유식 천연가스 저장 및 

재기화 설비(LNG FSRU, LNG Floating Storage and Regasification Unit) 등이 

개발되고 있다. [62] 위 선박들이 개발되고 발주되면서, 재기화 시스템의 

효율을 높일 방안의 연구 필요성이 대두되고 있다. EMA(Energy Maritime 

Association)에 의하면, 2016년부터 2021년 사이 5년간 FSRU 및 LNG 

FPSO와 관련해 약 40건의 프로젝트가 생겨날 것으로 예측하고 있다. [63] 

 

간접식 재기화 공정은 Intermediate Fluid Vaporizers(IFV)로써, LNG를 

재기화하기 위해 직접적인 열교환이 아닌 열매체를 거쳐 간접적인 

재기화과정을 거치는 것을 의미한다. 이것은 육상에서 많이 사용하는 

대기 기화기에 비해 증발기의 부피를 크게 줄일 수 있어 해상 환경에서 

많이 사용된다. [64] IFV 시스템에 사용되는 중간 열매체는 크게 세가지 

종류로, 글리콜-증류수 혼합물, 열수(Hot water), 탄화수소(propane, butane 

혹은 mixed refrigerant)이다. 글리콜-증류수 혼합물의 경우 열매체의 
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가격이 저렴하지만 LNG 재기화 및 해수 열교환을 위해서 굉장히 많은 

양의 유량이 필요하다. 이 때문에 프로판 등 탄화수소 열매체의 증발 및 

응축 잠열(latent heat)을 이용해서 필요 열매체 유량을 크게 줄이는 

방법도 많이 사용된다. [65] 현재 운용중인 LNG RV 혹은 FSRU는 

프로판을 열매체로 사용중인 경우가 많지만, 폭발 위험도가 크기 때문에 

국내 조선 3사는 글리콜-증류수 혹은 폭발성이 없는 혼합 열매체를 

이용한 IFV 시스템을 개발하고 있다.  

 

열매체를 이용하여 액화천연가스를 기화하는 간접식 재기화 

시스템의 경우, 이미 개발은 되어 있으나 해당 공정에서 사용되는 

열매체의 종류에 관한 최적화가 충분히 이루어진 것은 아니다. 이 

시스템의 효율은 대부분 열매체의 물성치에 달려있고, 효율을 높일 수 

있는 열매체에 관한 연구가 필요하다. FSRU에서 사용하는 LNG 재기화 

공정은 기존의 경우 해수 직접 열교환을 통해 LNG를 재기화한다. 

하지만 이 경우 해수의 염 성분으로 인해 LNG 열교환기의 수명이 짧고, 

수리, 교체 비용 또한 높다. [63] 이를 개선하기 위해 간접식 LNG 재기화 

공정을 도입하였다. 기존에는 프로판 등 단물질을 사용하였으나, [66] 

프로판의 폭발성문제로 인해 해상 플랜트에서 사용을 지양하고있다. 

이러한 문제를 해결하기 위해 폭발성이 없고, 인체에 무해하며, 가격이 

저렴한 R134a와 CO2를 혼합한 신열매체를 제작하였다. 

 

재기화 유닛의 정확한 공정 모사를 위해서는 혼합 열매체의 정확한 

물성값이 필요하며, 이는 상태방정식 등을 통한 예측치 및 실험값을 

통해서 얻을 수 있다. 아래 Figure 26은 Figure 25의 실험장치를 이용하여 

얻은 기포점과 시뮬레이션 값을 직관적으로 비교한 그래프이다. CO2를 

포함하는 저온 열매체의 경우 아래 그래프와 같이 기존의 상태방정식을 

통해 얻은 물성치와 실제 물성치 간에 차이가 있으므로 새로운 조성의 

열매체를 개발할 경우 해당 열매체의 정확한 물성치를 얻기 위해서는 

실험을 통한 측정이 필요하다. 또한 재기화 시스템의 경우 압력이 높기 

때문에 예측이 더 어려워지고, 실험적으로 물성치를 측정하는 것의 

난이도 또한 높아진다. R134a + CO2의 혼합 열매체의 경우 실험 문헌값이 

부족하므로 RefProp, HYSYS, Multiflash 등 열역학 시뮬레이터 에서의 

BIP에 대한 보정이 어렵고, 이에 따라 아래 그래프에 나타난 것처럼 

시뮬레이션 결과를 전적으로 신뢰할 수 없는 상황이다. 따라서 기포점 

및 VLE 등의 실험결과를 통해 시뮬레이션에 사용되는 BIP를 보정하여 
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계산값을 실제에 맞게 보정하고자 한다. 

 

 

 
 

Figure 25. 30 mL reactor for VLE and bubble point measurements. Ethanol 

bath for low temperature experiments. 

 

 
Figure 26. R134a:CO2 31.6 mol% Bubble point measurement result – The 

difference between the experimental value (point) and the simulation (solid 

line). 
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공정 열역학 시뮬레이터 HYSYS 에서는 RefProp에서 사용하는 

GERG-2008 EoS를 이용한 보정된 BIP 적용이 불가능하기 때문에, Peng-

Robinson78 EoS를 이용하여 BIP의 최적값을 찾고자 한다. 기본이 되는 

Peng-Robinson의 수식은 아래와 같다. [67] 

 

P(T, v)   =  
RT

v−bi
 −  

ai(T)

v(v−bi)+bi(v−bi)
        (4.2) 

 

ai(T)   =   ac • α(T) ;  b  =  
ΩbRTc

Pc
 ;  ac   =  

ΩaR2Tc
2

Pc
 ;  α(T)   =   [1 + m(1 − √

T

Tc
)]2 

(4.3) 

 

ai와 bi는 순수한 물질 i의 분자간의 상호작용을 보정하기 위한 

인자와 분자가 가지는 부피를 바로잡기 위한 인자를 나타낸다. Tc와 Pc는 

각각 순물질의 임계 온도 및 압력을 의미한다. PR78은 분자량이 커져 

acentric factor ω가 0.491보다 커지는 경우, α(T)식의 m항에 해당하는 값을 

아래와 같이 보정한다. 

 

m  =  0.37464 + 1.54226ω − 0.26992ω2                                    (if ω ≤ 0.491) 

m  =  0.37964 + 1.487503ω − 0.164423ω2 + 0.01667ω3     (if ω〉 0.491) 

(4.4, 4.5) 

위 수식에서 설명한 PR78 EoS를 혼합물에 적용한다면, 아래와 같이 

mixing rule이 추가된다. 

a(T, z)   = ∑ ∑ zi

N

j=1

N

i=1

zj√ai(T) • aj(T)[1 − kij(T)]                  (4.6) 

b(z)   = ∑ zi

N

i=1

bi                                                 (4.7) 

 

z는 혼합물의 몰분율을 나타내고, Kij(T)는 조성 i 와 j 사이의 

BIP(Binary Interaction Parameter)를 의미한다. Multiflash와 같은 열역학 

시뮬레이션 소프트웨어에서는 Kij(T)를 아래 수식과 같이 표현하고, 

BIP로서 각 항의 계수를 입력할 수 있다. 
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𝐾𝑖𝑗(𝑇) =  𝐾1 + 𝐾2𝑇 +  𝐾3/𝑇    (4.8) 

 

 

공정에 대한 시뮬레이션을 수행하는 HYSYS 프로그램에서는 

𝐾𝑖𝑗(𝑇)값에 대하여 상수 𝐾1값만 입력할 수 있도록 지원한다. 따라서 본 

주제에서 공정 시뮬레이션을 다룰 때는 Kij값이 상수라 가정하고, low, mid, 

high-CO2 케이스의 각 조성에 적합한 Kij 상수값을 찾는 것에 주력하였다. 

하지만 추가적으로 Multiflash에 보정 BIP를 적용할 수 있도록 모든 실험 

데이터값에 대한 상수 및 계수 K1, K2, K3 값 또한 계산하였다.  

 

BIP tuning 알고리즘은 확보한 실험값과 시뮬레이션 결과의 오차값을 

이용하여 Root Sum of Squares Error 값이 최소를 나타내는 BIP값을 찾았다. 

[68] 코드는 Matlab 2018b 버전으로 작성하여 API를 통해 HYSYS와 

연동하였고, HYSYS 10버전으로 시뮬레이션을 수행하였다. 아래 Figure 

27의 순서도는 본연구에 사용된 코드 수행 알고리즘을 나타낸다. 먼저 

실험값 데이터베이스를 Matlab으로 불러온 후, 하이시스와 매트랩 간의 

연결을 수행하였다. 그 후 임의의 Kij값을 정해주고, 이를 HYSYS에 

입력하였다. 그 후 실험값과 같은 온도, 압력에서 기포점과 VLE를 

계산하고, 실험값과 시뮬레이션 결과의 오차율을 계산하였다. 오차율 

계산을 마친 후, 기포점 및 VLE 결과를 Root Sum of Squares Error(RSSE) 

방법을 이용하여 전체의 오차율을 계산하였다. RSSE 방법은 최적화 

과정에서 대중적으로 활용되는 방법으로, 그 수식은 아래와 같다:  

 

ERSS = √∑(𝑒𝑠)2                                           (4.9) 

 

여기서,                  𝑒𝑠 =  
�⃗�𝑒𝑥𝑝−�⃗�𝑐𝑎𝑙𝑐

 �⃗�𝑒𝑥𝑝
× 100                                 (4.10) 

 

 

RSSE 방법의 장점은 오차율의 값이 커질 경우 ERSS의 값이 매우 

커지기 때문에, 여러 실험 데이터를 이용하여 보정할 경우 최적화가 

한쪽 데이터에 쏠리는 현상을 방지할 수 있다는 점이다. 이러한 방법을 

이용하여 각 조성에서 최적 Kij 값을 찾았다. 
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Figure 27. Flowchart of BIP calibration algorithm 
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4.2. 실험 과정 
4.2.1. 혼합 열매체의 제작 

 

본 연구에서 VLE와 기포점 측정은 대량의 액체 혼합 열매체가 

필요하므로, 순물질을 이용하여 직접 혼합 열매체를 제작하였다. 혼합 

열매체는 연구실에서 보유한 2대의 ISCO 펌프를 이용하여 제작하였다. 

저압의 기상 R134a를 ISCO 펌프로 쉽게 이동하기 위해선 ISCO 펌프의 

온도가 상온보다 크게 낮을 필요가 있다. 따라서 냉각 재킷을 이용해 

ISCO 펌프의 온도를 -15℃로 강하하고 펌프 내부의 이물질을 

제거해주는 퍼지(purge) 작업을 수행하였다. 그후 R134a를 주입, 

냉각하고, 40bar로 유지하여 액체 단상으로 존재하도록 하였다. 순물질에 

대한 온도/압력에 따른 밀도 정보 등은 문헌 혹은 RefProp을 통해 

확보하였다. 이를 통해 -15℃, 40bar의 무게를 정확히 계산하여 2번째 

펌프에 정량 주입하였다. 

 

그 후 첫 번째 펌프에 다시 CO2를 주입하고, 같은 방법으로 두 번째 

펌프에 정량 주입하였다. 주입 시, 순물질이 있는 첫 번째 펌프는 고정 

압력, 혼합물이 있는 두 번째 펌프는 고정 유량을 유지하여 일정압력의 

열매체가 일정속도로 천천히 혼합물이 있는 두 번째 펌프에 주입되게끔 

하였다. 이 때 유량은 5mL/min 이하로 매우 느린 속도로 주입하여, 

주입하는 중 온도와 압력의 변화에 대한 영향을 최소화하였다. 아래 

Figure 28는 열매체 주입을 수행할 때 컨트롤 패널의 모습이다. 

 

Figure 28. Controlling ISCO pump using Labview. 
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첫번째 펌프에서 온도, 압력과 주입된 순물질의 부피를 계산할 수 

있기 때문에, 두번째 펌프에 주입된 순물질 열매체들의 주입 중량을 

정확히 계산이 가능하다. 하지만 이렇게 제작된 혼합 열매체는 아직 

homogeneous 하지 않기 때문에, homogeneous 상으로 만들어주는 작업이 

필요하다. 그렇게 하기 위해서 혼합물의 주입이 끝나고 난 후, 실린더의 

온도를 50℃로 가열하였고, 최소 하루 이상 포화시켰다. -15℃의 혼합 

열매체를 50℃로 가열하면 아래 Figure 29와 같이 일시적으로 부피가 

크게 늘어난다. 그 후 수 시간 동안 고정 압력으로 유지시키면, 혼합물의 

분자들이 서로 섞이며 부피가 줄어들기 시작한다. 이러한 상태를 최소 

24시간 이상 유지하고, 부피가 변하지 않음을 확인하였다. 이 혼합물을 

채취하고 GC를 이용하여 제작된 혼합 열매체의 조성을 측정하여 조성을 

확정한 후, 제작된 혼합 열매체를 사용하였다.  

 

 

Figure 29. Volume change of syringe pump after mixing of heat medium 

 

혼합 열매체를 채취하여 GC를 이용하여 조성을 측정한 결과, 

R134a:CO2 = 0.8158:0.1842의 몰분율로 측정되었다. 이는 20번 측정한 

평균값이며, 표준편차는 0.000386으로 나타났다. 이러한 방법으로 총 

네종류의 몰분율로 R134a + CO2 혼합 열매체를 제작하였다. 혼합 

열매체의 조성은 각각 8.3 mol%, 16.6 mol%, 18.4 mol%, 31.6 mol%이었고, 

제작된 혼합 열매체의 기포점 및 VLE 데이터를 확보하였다. 데이터는 
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크게 세 종류로 분류하여 데이터 분석을 진행하였다. 8.3 mol%의 경우 

low-CO2, 16.6과 18.4 mol%를 묶어서 mid-CO2, 31.6 mol%를 high-CO2 

케이스로 분류하였다.  

 

4.2.2. 혼합 열매체의 기포점 측정 
 

기포점 측정의 경우 Figure 25의 반응기를 활용하였다. 30 mL 

반응기는 상단에 강화유리 창이 있어 내부를 관찰할 수 있고, 최대 100 

bar까지 가압이 가능한 고압 반응기이다. 실험에 사용한 백금 저항 

온도계는 0.15 °C의 오차로, 반응기 내부의 액체의 온도를 모니터링했다. 

압력계는 Wika 사에서 제작한 -1 ~ 15 barg를 0.016bar의 오차로 측정 

가능하고, -50℃까지 측정이 가능한 압력계를 사용하였다. 기포점 측정 

시 유체가 모두 항온수조에 담겨서 일정한 온도에서 정확한 기포점을 

측정할 수 있도록 실험을 수행하였다.  

 

본 연구에서 수행되는 온도 범위는 -35℃ ~ 15℃이므로, -35℃에서 

먼저 반응기가 액체 100%가 되도록 혼합 열매체를 주입하였다. 이 때 

30mL 반응기의 온도는 -35℃, 압력은 기포점 보다 높은 값이 되어 

반응기 내부는 액체가 100%인 포화 액체 상태가 된다. 이 상태에서 

반응기의 온도를 1℃ 강하하면, 기포가 발생하면서 반응기의 압력이 

기포점보다 낮은 값을 갖게 된다. -36℃에서 5시간 이상 안정화한 후, 

30분에 0.1℃씩 상승하며 온도에 따른 반응기 내 압력 변화를 

관측하였다. 아래 그래프 Figure 30은 혼합 열매체의 기포점을 측정하는 

과정을 온도에 대한 압력값으로 표시한 그래프이다. 그래프에서 확인할 

수 있듯이 액체 + 기체상의 2상에서 온도를 상승시킬 때는 압력이 

서서히 오르다가, 기포점을 지나는 순간 액체가 100%로 되면서 압력이 

급상승하게 되는 모습을 확인할 수 있다. 이 과정을 최소 3번 반복한 후, 

확보한 기포점 데이터의 평균값을 구한 후, 5℃ 높은 –30℃에서 다음 

실험 수행하는 것을 반복하여 15℃까지 수행하였다. 
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Figure 30. Measurement of bubble point using pressure change according to 

temperature change at isochoric condition. 

 

4.2.3. 혼합 열매체의 VLE 측정 
 

VLE 측정의 경우 기포점 측정과 마찬가지로 Figure 25에서 사용된 

총 용량이 30mL인 반응기를 사용하였다. 먼저 에탄올을 열매체로 

사용하는 항온 저온 순환수조를 이용하여 30mL 반응기의 온도를 

조절하였다. 혼합 열매체를 액체 수위의 40%까지 주입하고, 온도를 -

35℃로 일정하게 유지시키면서 최소 1시간 이상 포화시켰다. 이 때 

온도와 압력값은 DAQ 시스템을 이용하여 기록하였고, 기체상 측정을 

수행하기 전 압력값의 변화가 없음을 확인하였다. 그 후 반응기에서 

GC까지 이어지는 채취 배관을 헬륨과 진공펌프를 이용하여 

플러시(flush)하였다. 플러시와 진공을 완료한 후 반응기 내부의 기체상 

부분을 채취하였고, 채취한 기체상을 GC를 이용하여 최소 6번 이상 

측정하여 평균값을 사용하였다.  

 

측정 범위는 혼합 열매체의 작동 온도인 –35 ~ 15℃까지 수행하였고, 

10℃ 간격으로 측정하였다. -15℃이하의 낮은 온도의 경우 GC를 

측정하기 어려울 정도로 낮은 증기압이 형성되는 경우가 있었는데, 이 

경우 위 방법으로 채취를 수행하면 1 ~ 2 bar 이내로 샘플 압력이 

형성되고 GC의 측정을 수행할 경우 1 ~ 2번 측정이 가능했다. 이러한 

경우 채취 라인에 GC의 이동상인 헬륨을 5bar까지 보충하여 측정을 
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수행하였다. 이렇게 함으로써 샘플이 희석되면서 검출되는 기체의 양은 

다소 작아졌지만, 안정적인 측정이 가능해지면서 더 정확한 측정값을 

얻는 것이 가능하다. 아래 Figure 31은 R134a + CO2 혼합물의 채취를 

수행한 후 GC로 분석한 예시이다. GC 분석은 porapak Q – 6ft 칼럼을 오븐 

온도 150℃에서 수행하였고, TCD(Thermal Conductivity Detector)를 

이용하여 분석하였다. 본 조건에서 두 성분은 완전히 분리되어 CO2의 

경우 retention time이 0.372분, R134a의 경우 0.646분으로 나타났다. 보정의 

경우 CO2 및 R134a의 순물질을 각각 사용하였다. 먼저 위 오븐 

조건에서 CO2 순물질을 측정한 후, 측정된 CO2 순물질의 TCD 측정량을 

보정 테이블에 입력하였다. 같은 방법으로 R134a 순물질의 TCD 

측정량을 입력하고, 혼합물을 측정했을 때 각각의 성분에서 검출된 

측정량과 순물질의 측정량이 기록된 보정 테이블을 비교분석하여 정량 

분석을 수행하였다. 

 

 

 

Figure 31. Example of R134a + CO2 35 mol% mixture analyzed by GC. 
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4.3. 열역학 공정 simulator를 이용한 LNG 재기

화공정 
 

실험을 수행하기에 앞서 필요한 실험조건을 정확히 파악하기 위해, 

ASPEN tech사의 열역학 공정 시뮬레이터 HYSYS를 이용하여 LNG 

재기화 공정을 수행하였다. 혼합 열매체는 실험에서 사용한 조성 중 

하나인 R134a + CO2 18 mol%를 사용하였고, LNG는 문헌을 참고하여 아래 

Table 10과 같이 조성을 입력하였다. [69] 재기화 공정 순환도는 아래 

Figure 32와 같이 구성하였다. -155 ℃, 1.6 bar의 LNG를 100 ton/hr의 

유량으로 재기화하는 상황을 가정하고, 이를 위해 필요한 혼합 열매체의 

유량을 계산하였다. 혼합 열매체의 경우 9.08 bar, 4.5 bar의 기체상태 혼합 

열매체가 LNG와 열교환하면서, LNG는 NG로 기화하고 혼합 열매체는 -

30 ℃, 4 bar의 액체로 액화한다. 이 때 LNG를 기화하기 위해 필요한 

열매체의 유량은 266.8 ton/hr로 계산되었다. 해수 온도의 경우 지역마다 

다르지만 일반적으로 사용하는 해수의 온도를 7℃이상 강하할 수 없도록 

되어있다. 따라서 문헌을 참고하여 14℃의 해수를 7℃까지 강하하는 

시스템으로 설계하였다. [70]  

 

Figure 32의 LNG 재기화 열교환기 E-100의 경우 LNG와 열매체의 

온도차가 크므로 온도 교차 현상(temperature cross)의 우려가 거의 없는 

시스템이다. 하지만 열매체 - 해수 열교환기 E-101의 경우 온도 교차 

현상(temperature cross)의 우려가 있는 만큼 신중한 접근이 필요하다. 

Figure 33은 열교환기 E-101에서 해수와 열매체가 교환할 때 나타나는 

열교환 선도이다. 해수의 경우 14℃에서 열교환을 시작하여 열매체와 

열교환을 진행하여 7도까지 온도가 낮아지고, 6.8e+7 kJ/h의 열교환을 

수행한다. 이 때 필요한 해수의 유량은 2244 ton/hr로 계산되었다. 혼합 

열매체의 경우 -30℃에서 14℃의 해수와 열교환을 시작하고, 액체에서 

기체로 상변화를 일으키면서 상변화 에너지를 이용하여 열교환을 

수행한다. 혼합물의 상변화로 인해 혼합 열매체가 기화하는 동안 

열매체의 온도는 서서히 오르고, 이를 temperature glide라고 부른다. 

R134a와 CO2의 배합비율에 따라 temperature glide의 기울기가 달라지게 

된다.  
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Table 10. LNG composition used in simulation. 

 
Component Mole Fractions 

Methane 0.9100 

Ethane 0.0500 

Propane 0.0250 

i-Butane 0.0100 

n-Butane 0.0000 

i-Pentane 0.0010 

n-Pentane 0.0000 

Nitrogen 0.0040 

 

 

 

 

 

Table 11. Required flow rate of heat medium to vaporize same condition of 

LNG. 

 
Heat medium Required Mass Flow rate 

(ton/hr) 

Water+glycol(30 mol%) 545.4 

Water+glycol(70 mol%) 686.2 

R134a+CO2(18 mol%) 266.8 
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Figure 32. Diagram of LNG regasification system using a process 

thermodynamic simulator. 

 

 

Figure 33. R134a:CO2 18 mol% heat flow diagram for seawater – Mixed 

Heat Medium heat exchanger. 
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같은 LNG 재기화 조건 하에서, 열매체를 글리콜-증류수로 바꾼 

경우도 함께 비교하였다. 글리콜-증류수의 조성은 문헌을 참고하여 

글리콜 30 mol%를 적용하였다. [71] 위 Table 11은 열매체의 종류에 따라 

LNG를 시간당 100톤 기화시키기 위해 필요한 열매체의 유량을 계산한 

값이다. 통상적인 글리콜-증류수 열매체는 글리콜 기준 30 mol%를 

사용하지만, LNG와 열교환을 수행하며 발생할 수 있는 아이싱(icing) 

현상을 막기 위해선 MEG를 70 mol%까지 증가시켜야 한다. 이렇게 될 

경우 필요한 글리콜-증류수 열매체의 유량은 최대 686.2 ton/hr가 될 

것이다. 하지만 R134a + CO2 18mol% 혼합 열매체를 사용할 경우, 상변화 

잠열을 이용하여 열교환에 필요한 유량을 266.8 ton으로 61% 

감소시키면서도 물은 사용하지 않기 때문에 아이싱(icing)의 위험도를 

배제할 수 있고, 유량이 크게 줄기 때문에 열교환기의 규모를 크게 

감소시킬 수 있다는 장점이 있다.  
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4.4. 실험 결과 및 토의 
4.4.1. Low-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

Low-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 혼합 열매체를 CO2 기준 8.375 

mol% 혼합한 혼합 열매체에 대한 실험 결과이다. 실험 과정 절에서 

설명한 것처럼 30 mL의 밀폐된 등적 반응기에 액체 단상이 되도록 

유체를 채우고, 온도를 1K 강하하여 액체 + 기체상 2상이 되도록 

하였다. 그 후, 온도를 30분에 0.1K씩 서서히 증가시켰다. Figure 30에서 

도시한 것처럼 액체 + 기체상 상에서는 압력이 서서히 증가하다가, 

기포점을 통과하여 액체 단상이 되는 순간 반응기 내부의 압력이 빠른 

속도로 증가하는 현상을 이용하여 기포점을 측정하였다. 이렇게 -

30.5℃부터 4.6℃까지 측정한 기포점은 최소 3번이상 반복하여 

측정하였고, 그 측정값의 차이는 0.01bar이내였다. Table 12에서 특정 

온도에서 측정된 기포점의 값을 Pexp로 표시하였고, 같은 온도조건에서 

BIP 보정을 하지 않은 Peng-Robinson 상태방정식을 사용하는 열역학 

시뮬레이터를 통해 계산한 값은 PHYSYS-PR로 표시하였다. 또한 실험값과 

시뮬레이션 사이에서 나타나는 차이는 deviation 값으로써 Dev(%)로 

계산하여 표시하였다. 또한 아래 Figure 34은 이를 그래프로 도시화한 

내용이다. 측정 결과, low-CO2 케이스에서는 대체로 시뮬레이터 계산 

결과보다 측정된 기포점의 값이 낮게 나타났고, 또한 온도가 낮아질수록 

시뮬레이션 값과 시뮬레이션 차이가 조금씩 증가하는 경향을 보였다. 

보정을 수행하기전 기포점의 deviation의 절댓값의 평균은 3.19%로 

계산되었다. 

 

위 기포점 및 VLE 측정결과를 Figure 27의 알고리즘을 이용하여 

R134a + CO2 8.38 mol%에 대하여 열역학 시뮬레이터에서 사용할 수 있는 

BIP를 찾는 작업을 수행하였다. 열역학 공정 시뮬레이터의 경우 BIP를 

상수의 형태로 받기 때문에, 조성에 따라 다른 BIP 값이 필요하였다. 

최적화 결과, 최적 BIP값은 -0.01156으로 계산되었다. 최적화된 BIP를 

적용한 기포점의 데이터는 아래 Table 12에 PPR,tuned로 표시하였다. 또한 

이 때 실험값과 보정된 계산값과의 차이는 DevPR,tuned로 표시하였다. 

오차율의 절대값의 평균은 기존 3.19%에서 0.55%로 개선하였다.  
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Table 12. R134a:CO2 (8.38 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) 
PHYSYS-PR 

(bara) 
PPR,tuned(bara) 

DevHYSYS-PR 

(%) 
DevPR,tuned(%) 

-30.5 1.72 1.787 1.726 -3.90 -0.34 

-25.1 2.1 2.181 2.113 -3.86 -0.61 

-20.4 2.47 2.577 2.502 -4.32 -1.30 

-15.4 2.95 3.057 2.976 -3.63 -0.87 

-10.5 3.48 3.593 3.505 -3.24 -0.72 

-5.6 4.11 4.199 4.104 -2.16 0.14 

-0.9 4.75 4.851 4.751 -2.13 -0.01 

4.6 5.58 5.711 5.603 -2.34 -0.41 

 

 

 

 
Figure 34. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (8.38 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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VLE의 측정은 위 기포점 측정결과와 같은 30mL 반응기를 

사용하였고, -35℃ 부터 15℃까지 각 고정된 온도에서 기체상을 채취하고 

GC를 이용하여 농도를 측정하였다. 액체 수위는 40 ~ 60%사이가 되도록 

혼합 열매체를 주입하였으며, 의도적으로 주입하는 액체 수위의 양을 

변화시켜 평형에 도달하였을 때 압력을 변화시켰다. 각 목표 온도에서 

최소 1시간이상 포화시키고, 압력이 변화하지 않는 것을 확인한 후 

기체상 채취를 수행하였다. 본 케이스의 경우 이산화탄소의 양이 

적으므로 저온에서 증기압이 대체적으로 매우 낮았다. 이 때문에 기체상 

채취가 어려운 경우가 있었고, 이런 경우 기체상 채취를 수행한 후 

GC의 이동상인 He 가스로 부족한 압력을 보충하였다. 만약 채취된 

기체상의 양이 너무 적어 조성 분석이 제대로 되지 않은 경우, 즉 분석 

결과의 표준편차값이 0.01보다 큰 경우는 데이터에서 제외했다.  

 

아래 Table 13은 PTy의 형태로 측정결과를 정리한 표이다. 고정된 

압력에서 온도와 압력이 일정한 값으로 포화가 되는 것을 확인한 후, 

기체상의 채취를 진행하였다. GC를 통하여 측정된 이산화탄소의 

몰농도를 표시한 값이 YCO2(exp)값이고, 같은 조건인 온도, 압력값에서 

열역학 시뮬레이터를 이용하여 기체상의 조성값을 조사한 결과가 

YCO2(HYSYS-PR)이다. 상태방정식은 기존과 동일하게 Peng-Robinson을 

사용하였고, BIP 보정은 하지 않은 값이다. 실험값과 시뮬레이션 값의 

차이를 계산한 Dev(%)값 또한 아래 표에 계산하여 표시하였다. 보정을 

수행하기전 VLE 측정결과의 deviation의 절댓값의 평균은 0.94%로 

계산되었다. 

 

기포점과 마찬가지로 최적화된 BIP Kij = -0.01156을 입력하여 

시뮬레이션을 재수행한 결과는 아래 Table 13에 YCO2(PR, tuned)로 

표시하고, 이와 실험값의 차이는 DevPR,tuned로 계산하였다. 보정 결과, 

오차율의 절댓값의 평균은 0.94%에서 1.42%로 소폭 증가하였다. Kij의 

상수만을 이용한 보정을 수행할 경우 Kij 변화량에 대하여 기포점이 더 

민감하게 작용하여 기포점에 맞춰 최적화가 되었다.  
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Table 13. R134a:CO2 (8.38 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-33 1.38 0.4882 0.4907 0.4937 -0.52 -1.12 

-33.1 1.42 0.5129 0.5090 0.5120 0.76 0.17 

-32.7 1.47 0.5174 0.5172 0.5203 0.05 -0.55 

-25 1.98 0.4876 0.4845 0.4876 0.65 0.00 

-15.1 2.87 0.4437 0.4531 0.4563 -2.11 -2.84 

-5 3.99 0.4062 0.4102 0.4135 -0.99 -1.78 

5.2 5.38 0.3538 0.3622 0.3654 -2.40 -3.28 

15.3 6.58 0.2624 0.2608 0.2633 0.60 -0.35 

15.2 6.71 0.2785 0.2784 0.2810 0.04 -0.91 

15.2 7.12 0.3166 0.3222 0.3252 -1.78 -2.73 

15.2 7.15 0.3208 0.3252 0.3283 -1.38 -2.32 

15.3 7.21 0.3287 0.3289 0.3319 -0.05 -0.99 
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4.4.2. Mid-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

Mid-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 18.41 mol%의 기포점 및 VLE 

실험결과와 함께, R134a + CO2 16.6 mol%의 VLE결과를 추가적으로 

확보하여 함께 데이터베이스에 삽입하여 최적화를 수행하였다. 

실험과정은 이전 실험과 같은 방법으로 30 mL 반응기에서 진행하였다. 

먼저 16.6mol%의 VLE 측정결과는 아래 Table 14에 정리한 바와 같다. 30 

mL 반응기 내부에 R134a + CO2 16.6 mol%의 혼합 열매체를 기체상 + 

액체의 2상이 되도록 채운 후, 목표 온도에서 포화를 시켜주었다. 그 후, 

시스템의 압력이 변하지 않는 것을 확인하고 기체상의 채취를 

수행하였다. 아래 Table 14은 PTy의 형태로 측정결과를 정리한 표이다. 

GC를 통하여 측정된 이산화탄소의 몰농도를 표시한 값이 

YCO2(exp)값이고, 같은 조건인 온도, 압력값에서 열역학 시뮬레이터를 

이용하여 기체상의 조성값을 계산한 결과가 YCO2(HYSYS-PR)이다. 

상태방정식은 기존과 동일하게 Peng-Robinson을 사용하였고, BIP 보정은 

하지 않은 값이다. 실험값과 시뮬레이션 값의 차이를 계산한 Dev(%)값 

또한 아래 표에 계산하여 표시하였다. 보정을 수행하기전 VLE 

측정결과의 deviation의 절댓값의 평균은 3.01 %로 계산되었다. 대체로 

실험값의 이산화탄소 몰분율이 시뮬레이션값보다 낮게 나타나는 경향을 

보였다. 각 몰분율 분석 결과는 GC 측정을 최소 5번이상 수행한 후 

평균값을 사용하였고, 표준편차는 최대 0.0049로 계산되었다.  

 

Mid-CO2 케이스의 모든 데이터를 취합하여 최적화를 수행한 결과 

최적 Kij = 0.009421로 나타났다. 시뮬레이션을 재수행한 결과는 아래 

Table 14에 YCO2(PR, tuned)로 표시하고, 이와 실험값의 차이는 DevPR,tuned로 

계산하였다. BIP 보정 후, 실험값과 시뮬레이션 값의 차이의 절댓값의 

평균은 3.01%에서 2.42%로 개선되었다. 16.6 mol%만으로 보정을 수행할 

경우 결과가 크게 왜곡될 우려가 있으므로, 18.4 mol%와 함께 

시뮬레이션을 수행했다.  
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Table 14. R134a:CO2 (16.6 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration.  

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-34.1 2.06 0.6905 0.7183 0.6909 -0.65 -0.06 

-34.5 2.17 0.7137 0.6939 0.7152 -0.49 -0.22 

-25 2.93 0.6493 0.6682 0.6651 -2.91 -2.42 

-15.1 3.99 0.6012 0.6217 0.6184 -3.41 -2.87 

5 7.4 0.5284 0.5541 0.5505 -4.85 -4.18 

5.1 7.82 0.5538 0.5794 0.5757 -4.61 -3.95 

15 8.65 0.4452 0.4539 0.4507 -1.96 -1.24 

15 9.86 0.5009 0.5271 0.5234 -5.22 -4.49 

 

 

R134a + CO2 18.41 mol%의 경우 -32℃ ~ 14.8℃까지 기포점 실험을 

진행하였으며, 그 결과는 아래 Table 15 및 Figure 35와 같다. 대체로 

열역학 시뮬레이션에서 계산한 기포점 PHYSYS-PR보다 실험으로 측정된 

기포점 Pexp가 더 높게 나타났고, 온도가 낮아질 수록 시뮬레이션값과 

실험값의 차이가 증가하는 경향을 보였다. 실험값과 시뮬레이션값의 

차이 DevHYSYS-PR의 절댓값의 평균은 BIP 보정을 수행하기 전 2.71%로 

계산되었다. Kij = 0.009421을 입력하여 기포점의 계산을 다시 수행한 

결과는 아래 Table 15의 PPR,tuned로 표시하였다. 기존에 비해 기포점의 

계산이 크게 개선된 것을 확인할 수 있다. 오차율의 절댓값의 평균은 

2.71%에서 0.63%로 개선하였다. 이러한 성능개선은 Figure 35를 통하여도 

확인이 가능하다. Figure 35의 검은 실선은 보정을 수행하기 전 열역학 

시뮬레이터로 기포점을 계산한 결과이고, 빨간색 실선은 보정을 수행한 

후 열역학 시뮬레이터로 기포점을 계산한 결과이다. 보정을 수행하기 

전에는 실험값보다 시뮬레이션 값이 더 낮은 것을 확인할 수 있으나, 

보정 후 실험값과 시뮬레이션 값이 매우 가까워진 것을 확인할 수 있다.  
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Table 15. R134a:CO2(18.4 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) 
PHYSYS-

PR(bara) 
PPR,tuned(bara) 

DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-32 2.93 2.812 2.9397 4.03 -0.33 

-25.4 3.66 3.522 3.6692 3.77 -0.25 

-20.2 4.32 4.169 4.3334 3.50 -0.31 

-15.5 4.97 4.828 5.0074 2.86 -0.75 

-10.7 5.75 5.577 5.7731 3.01 -0.40 

-5.8 6.6 6.428 6.6406 2.61 -0.62 

-0.5 7.68 7.452 7.6831 2.97 -0.04 

4.9 8.73 8.613 8.8635 1.34 -1.53 

9.9 9.94 9.802 10.0693 1.39 -1.30 

14.8 11.27 11.08 11.3622 1.69 -0.82 

 

 

 

Figure 35. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (18.4 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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R134a + CO2 18.4 mol%에서 VLE를 측정한 결과는 아래 Table 16에 

정리하였다. 18.4 mol%의 경우 제작한 feed의 양이 다소 부족하여 VLE 

실험결과 데이터가 다른 케이스에 비해 부족했다. 따라서 16.6 mol% 

케이스의 VLE 측정결과를 함께 데이터베이스에 삽입하여 최적화하였다. 

최적화 결과인 BIP Kij = 0.009421을 열역학 시뮬레이터에 입력하여 계산한 

결과는 Table 16의 YCO2(PR, tuned)에 표시하였다. 계산값과 실험값 사이 

차이 DevHYSYS-PR과 DevPR,tuned를 비교하면 계산성능을 다소 개선했으나 

이전과 큰 차이가 없었다. Dev값의 절댓값의 평균은 기존 4%에서 보정을 

수행한 후 3.34%로 개선하였다.  

 

 

 

Table 16. R134a:CO2(18.4 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-24.5 3.37 0.6840 0.7110 0.7077 -3.95 -3.46 

-14.5 4.54 0.6395 0.6648 0.6614 -3.96 -3.41 

-4.5 6.06 0.5956 0.6224 0.6188 -4.49 -3.89 

5.5 8.18 0.5734 0.5939 0.5902 -3.58 -2.93 

15.5 10.02 0.5072 0.5269 0.5233 -3.88  -3.16 
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4.4.3. High-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

R134a + CO2 혼합 열매체에서 이산화탄소의 비율이 31.6 mol%였던 

본 케이스의 경우 10℃ 이상에서 기포점이 14.8 bar를 초과하였다. 

이산화탄소의 비율이 증가하고 기포점이 증가하면서, 기포점 실험 중에 

기포점 이하로 온도가 내려가도 기포가 생기지 않고 액체 1상이 되는 

과냉각 현상이 나타났다. 이로 인해 기포점 측정이 불가해 10℃이상의 

기포점 실험결과는 데이터베이스에서 제외했다. 실험결과는 아래 Table 

17에서 실험온도 T에 대한 기포점 Pexp로 표시하였다. Figure 36에서 같은 

결과를 점으로 표시하였다. 열역학 시뮬레이터로 같은 온도 지점에서 

Peng-Robinson 상태방정식으로 기포점을 계산한 결과는 PHYSYS-PR이다. 

실험값 Pexp에대한 PHYSYS-PR의 차이를 계산한 값은 DevHYSYS-PR이다. Figure 

36의 실험값(점)과 BIP 보정 전 시뮬레이션 값인 검은 실선, 그리고 

Table 17의 DevHYSYS-PR값에서 확인할 수 있듯 실험값은 전체적으로 

시뮬레이션값보다 높게 측정되었고, 오차율의 절대값의 평균은 

5.12%이다. 

 

기포점과 VLE 결과를 이용하여 최적화된 BIP Kij를 계산한 결과 Kij 

= 0.015295로 계산되었다. 개선된 Kij로 시뮬레이션한 기포점값은 

PPR,tuned로 표시하고, 이 값과 실험값과의 차이는 DevPR,tuned에 표시하였다. 

본 케이스에서는 BIP 보정에 의한 기포점의 보정효과가 크게 나타났다. 

BIP 보정 후 기포점의 실험값과 시뮬레이션 값의 오차 절댓값의 평균은 

0.57%로 크게 개선하였다. 
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Table 17. R134a:CO2(31.6 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) PHYSYS-PR(bara) PPR,tuned(bara) DevHYSYS-PR(%) DevPR,tuned(%) 

-32.9 4.51 4.195 4.4925 6.98 0.39 

-24.9 5.80 5.454 5.8108 5.97 -0.19 

-19.9 6.70 6.367 6.7640 4.97 -0.95 

-14.8 7.81 7.407 7.8461 5.16 -0.46 

-5.2 10.12 9.683 10.2057 4.32 -0.85 

0.0 11.61 11.1 11.6710 4.39 -0.53 

4.9 13.10 12.57 13.1788 4.05 -0.60 

 

 

 

 
 

Figure 36. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (31.6 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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VLE 실험 결과는 PTy의 형태로, 특정 압력, 온도 조건에서 

기체상을 채취하고 그것을 GC로 측정하여 몰분율을 도출하였다. 실험을 

수행한 온도와 압력은 각각 T, P로 표시하였고, 기체상의 이산화탄소 

조성비를 YCO2(Exp)로 표시하였다. 각 VLE 온도, 압력 별로 GC 채취를 

수행한 후 최소 5번 이상 측정을 수행하였고, 측정된 조성값의 평균을 

사용했다. 평균한 조성의 표준편차는 최대 0.0035이내였다.  BIP 보정 전 

열역학 시뮬레이션값 YCO2(HYSYS-PR)값을 확인하면 대체로 실험값보다 

시뮬레이션에서 몰분율의 값이 높게 계산되는 것을 확인할 수 있다. 

액체 수위가 다소 높았던 -34.4℃, 4.21bar/ -14.5℃, 7.79bar/ -4.6℃, 

10.12bar의 경우 시뮬레이터 상에서 압력-온도 플래시 계산을 수행할 

경우 기포점보다 높은 값으로 인식하여 액체 단상으로 인식하였다. 

따라서 YCO2의 값이 계산되지 않았다. 계산되지 않은 케이스를 제외하고, 

BIP 보정을 수행하기 전 오차의 절대값의 평균은 2.94%이다. 

 

기포점과 VLE PTy 데이터로 BIP의 최적값을 구한결과, Kij = 

0.015295로 계산되었다. 기포점의 보정으로 기존에 액상으로 인식했던 

온도, 압력값이 정상적으로 YCO2(PR, tuned)에 계산이 되는 것을 확인할 

수 있다. BIP 보정을 수행한 후, 오차율의 절대값의 평균은 2.28%로 

개선하였다. 

 

Table 18. R134a:CO2(31.6 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-34.4 3.83 0.8332 0.86156 0.8561 -3.41 -2.75 

-34.4 4.21 0.8568 - 0.8734 - -1.94 

-14.4 6.65 0.7761 0.7891 0.7827 -1.66 -0.85 

-14.4 6.89 0.7830 0.7986 0.7922 -2.00 -1.18 

-14.5 7.79 0.8012 - 0.8237 - -2.81 

-4.6 9.19 0.7462 0.7733 0.7665 -3.63 -2.72 

-4.6 10.12 0.7709 - 0.7934 - -2.92 

5.3 11.16 0.6922 0.7176 0.7143 -3.68 -3.19 

15.2 13.84 0.6555 0.6771 0.6699 -3.29 -2.20 
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4.5. LNG 재기화공정의  최적화를 위한 물성측정 

요약 
 

본 주제에서는 LNG 재기화공정에 적용 가능한 Intermediate fluid 

vaporizer(IFV) 시스템을 혼합 열매체 R134a + CO2를 중간 열전달 매체로 

활용하여 구성하였다. 혼합 열매체를 사용하는 IFV 시스템을 열역학 

공정 시뮬레이션 HYSYS로 구성하면서 시뮬레이션이 실제와 일치하는 

지에 대한 확신을 얻고, 만약 시뮬레이션과 실제가 일치하지 않는다면 

실험을 통해 측정한 물성값을 이용하여 시뮬레이션을 보정해주었다. 

연구에 사용한 상태방정식은 일반적으로 많이 통용되는 상태방정식은 

Peng-Robinson 상태방정식을 사용하였다. 공정 시뮬레이터의 경우 PR 

상태방정식의 BIP를 상수만으로 보정할 수 있기 때문에, 여러 조성에서 

측정한 물성치를 조성에 따라 low, mid, high – CO2 세가지 케이스로 

분류하여 각각 케이스에 대한 BIP Kij 값을 계산하였다. 조성은 low-

CO2의 경우 R134a + CO2 8.3 mol%에서 -30.5℃ ~ 4.6℃ 범위에서 기포점 

측정을 완료하였고, -33.1℃ ~ 15.4℃에서 VLE – PTy 측정을 완료하였다. 

여기서 확보한 데이터를 이용하여 계산한 최적 BIP Kij = -0.01156으로 

계산되었다. BIP 적용 전 기포점 및 VLE 실험값과 시뮬레이션 값의 

오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 1.84%에서, Kij = -0.01156을 적용하고 

0.99%로 개선하였다.  

 

Mid-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 16.6 mol%과 18.4 mol% 조성을 

사용하였다. 16.6 mol% 케이스에서 -34.1℃ ~ 15℃ 범위에서 10℃간격으로 

VLE를 측정하여 PTy 물성치를 확보하고, 18.4 mol%에서 -32℃ ~ 14.8℃ 

범위에서 5℃ 간격으로 기포점을 측정하고 -24.5℃ ~ 14.5℃ 범위에서 10℃ 

간격으로 VLE를 측정하였다. 확보한 데이터를 이용하여 BIP를 계산한 

결과 최적 Kij = 0.009421로 계산되었고, BIP 적용 전 기포점과 VLE 

실험값과 시뮬레이션 값의 오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 3.08%에서, 

Kij = 0.009421을 적용하고 1.55%로 개선하였다. High-CO2 케이스의 경우 

R134a + CO2 31.6 mol%에서 물성 측정을 수행하였다. High-CO2 

케이스에서는 10℃이상에서 기포점이 측정가능 범위인 16 bar를 

초과하였으므로 -32.9℃ ~ 4.9℃ 범위에서 5℃ 간격으로 측정을 

수행하였다. 또한 VLE는 -34.4℃ ~ 15.2℃ 범위에서 10℃ 간격으로 

측정하여 PTy 측정결과를 확보했다. High-CO2 에서는 BIP 보정을 
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수행하기 전 실험값의 기포점이 시뮬레이션 값보다 높게 나타나는 

경향을 보였는데, 이로인해 VLE 실험이 수행된 point에서 시뮬레이션을 

통한 플래시 계산이 수행되지 않는 경우가 있었다. 이는 확보한 

실험값을 이용하여 Kij = 0.015295로 보정한 결과 개선되었고, BIP 적용 전 

기포점과 VLE 실험값과 시뮬레이션 값의 오차율의 절댓값의 평균 

∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 3.15%에서 보정을 수행한 후 1.53%로 개선하였다.  

 

개선된 BIP를 실제 공정 시뮬레이션에 적용하기 위해, Mid-CO2 

케이스에 대하여 4.3절에서 수행한 공정 시뮬레이션을 BIP Kij = 

0.009421을 적용하고 시뮬레이션을 재수행하였다. LNG를 기화시키면서 

액화한 혼합 열매체는 해수와 열교환하며 다시 기화한다. 열교환기를 

통과한 해수를 7℃ 강하시키면서 온도 교차 현상(temperature cross) 

현상이 일어나지 않아야 하므로 해수와의 열교환 선도가 매우 중요하다. 

아래 Figure 37는 BIP 보정 전 PR, GERG-2008(REFPROP), BIP 보정 후 

PR의 세가지 상태방정식에서 열교환 선도를 계산한 결과이다. 보정을 

수행하면서 기포점에 변화가 있었기 때문에, 열교환 선도에 변화가 

생겼다. 혼합 열매체는 -30℃에서 액체상으로 온도 상승을 시작하고, 

해수는 14℃에서 점점 온도 강하를 시작한다. 혼합 열매체가 기포점을 

지나며 상변화를 시작하고, 이로인해 잠열을 통한 상변화가 시작된다. 

열교환에 총 66017 kJ/h만큼 에너지가 교환된다는 조건 하에 열교환에 

필요한 유량은 아래와 같이 계산된다. 

 

�̇� =  �̇�𝐶(𝑇𝑜𝑢𝑡 − 𝑇𝑖𝑛)                                         (4.11) 

 

여기서 �̇� = 시간당 열교환 열량, �̇� = 시간당 유량, C = 비열, 𝑇𝑜𝑢𝑡 = 

열교환 후 열매체 온도, 𝑇𝑖𝑛  = 열교환 전 열매체 온도를 의미한다. 각 

케이스에서 𝑇𝑜𝑢𝑡 과 유량 �̇�를 Table 19에 정리했다. Figure 37의 열교환 

선도에서 확인할 수 있듯이 GERG-2008과 tuned PR이 비슷한 선도를 

보이는 것을 확인할 수 있었다. Table 19을 살펴보면 PR이 보정되면서 

𝑇𝑜𝑢𝑡이 0.04℃ 증가했고, 이로 인해 유량 �̇�가 소폭 증가한 것을 확인할 

수 있다.  
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Figure 37. R134a:CO2 18.4 mol% results of heat flow diagram on seawater-

Mixed Heat Medium heat exchanger. Comparison on PR, GERG-2008 

(REFPROP) and PR-tuned. 

 

 

 

Table 19. R134a:CO2 mixed heat medium at 18.4 mol% – required flow rate 

and temperature change of each EoS for seawater heat exchange diagram. 

 
EoS Tout(℃) �̇�(kg/h) 

PR 9.84 259.7 

GERG-2008 9.66 262.1 

PR_tuned 9.88 260.2 

 

본 주제에서는 혼합열매체 R134a + CO2 8 ~ 32 mol%에 대한 BIP 

보정을 수행하였다. 실험을 수행한 8.3 mol%, 16.6 mol%, 18.4 mol%, 31.6 

mol% 이외의 조성에서도 BIP를 적용할 수 있도록 mol 농도에 대한 

Kij의 회귀식을 Figure 38와 같이 구하였다. 회귀식 𝑦 = 0.0296 −

0.0122𝑥 − 0.0033/𝑥을 사용하면 8.3 ~ 32 mol%에 대하여 다양한 조성에 

대한 Kij값을 구하여 공정 시뮬레이션에 적용할 수 있을 것이다. Figure 

39은 측정한 모든 물성값과 보정 후 시뮬레이션 값을 비교한 그래프이다. 

대부분의 실험값보다 시뮬레이션이 근소하게 높게 계산되었고, 최대 
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오차율 절댓값 4.5%이내에서 실험값과 시뮬레이션 값이 일치하는 것을 

확인할 수 있다. 

 

 

 

Figure 38. Change and regression of BIP according to the molar fraction of 

mixed heat medium R134a:CO2 

 

Figure 39. Error rate of all physical property measured values and 

experimental values according to temperature after performing calibration 

in HYSYS 

𝑦 = 0.0296 − 0.0122𝑥 − 0.0033/𝑥 

CO
2
 mole fraction 
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열역학 공정 시뮬레이터에서는 BIP를 상수로만 입력할 수 있기 

때문에, 몰분율에 대하여 BIP 값을 조정해야만 했다. 하지만 실제로 

Peng-Robinson 상태방정식의 BIP는 4.1절에서 설명한 것처럼 온도에 대한 

함수로, 그 형태는 아래와 같다. 

 

𝐾𝑖𝑗(𝑇) =  𝐾1 + 𝐾2𝑇 +
𝐾3

𝑇
                                       (4.8) 

 

따라서 본 연구에서 수행한 물성 측정 결과로부터 위 온도에 대한 

함수의 계수를 찾는 것이 중요하다. 이를 위해 열역학 시뮬레이터 

Multiflash를 활용하였다. HYSYS와 같은 공정 시뮬레이션은 불가하기 

때문에 본 주제에서 주요하게 다루지 않았지만, Multiflash는 다양한 

API를 제공하여 확보한 데이터베이스에 대한 Kij 계수를 구하는 것이 

가능하다. Visual Basic을 활용하여 Multiflash에서 전체 실험값에 대응하는 

시뮬레이션 값을 계산하고, 이에 대한 최적 계수는 아래와 같다: 

 

𝐾𝑖𝑗(𝑇) = (−5.917639 ∗ 10−3) − (8.4911 ∗ 10−5)𝑇 + (4.80732 ∗ 10−7)/𝑇 

(4.12) 

 

위 계수를 입력하여 계산된 값과, 실험값과의 차이를 온도에 따라 

나타낸 그래프는 아래 Figure 40과 같다. Multiflash의 경우 BIP 보정 전 

전체 오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
=  2.08%에서 보정 후 ∑

|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
=

1.83% 로 개선하였다. 최대 오차율은 Low-CO2 케이스의 -6.21%로 

계산되었다. Figure 39과 비교할 때, 공정 시뮬레이션에서 고정된 조성을 

사용한다면 그 조성에 대한 BIP를 독립적으로 사용하는 것이 더 정확한 

시뮬레이션 결과를 기대할 수 있을 것이다. 
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Figure 40. Error rate of all physical property measured values and 

experimental values according to temperature after performing calibration 

in Multiflash 
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5. 폐열매체 분리 : 하이드레이트를 활

용한 R134a + CO2의 분리 및 R134a 

+ CO2 하이드레이트의 기초 물성 연구 
 

5.1. 연구의 배경 
 

본 연구의 4절에서, R134a와 CO2를 혼합한 신열매체를 이용한 LNG 

재기화 공정을 구축하고, 시뮬레이션과 실제사이의 오차를 최소화하고 

공정모사의 최적화를 위한 기포점 및 VLE의 물성값 측정을 수행하였다. 

R134a와 CO2를 혼합한 신열매체와 같은 열매체는 비폭발성이므로 

폭발성 열매체인 프로판 등을 대체해야하는 LNG 재액화 공정과 재기화 

공정에서 사용하는 연구가 활발히 진행되고 있다. [72] R134a는 

HFC(수소불화탄소 화합물)계열로, 1980년대에 오존층 파괴물질로 알려진 

프레온가스(CFC) 계열의 대체제로 널리 쓰여왔다. 비폭발성 열매체 

계열에서 상대적으로 가격이 저렴하여 냉장고 등을 위한 열매체로 많이 

사용되어왔으나, 지구 온난화 지수가 CO2의 1,430배에 달하는 물질이다. 

[73] 이 때문에 전 세계적으로 HFC 계열 열매체의 사용규제가 강해지고 

있고, 이로인해 HFO 계열의 저폭발성 열매체를 사용하는 연구도 수행된 

바 있다. [74, 75] HFO 계열의 대표적인 열매체는 R1234ze가 있으나, 국내 

유통사 기준 kg당 7,000원인 R134a에 비해 R1234ze는 kg당 100,000원에 

달하기 때문에 대량의 열매체를 사용해야하는 산업계에서는 아직 

도입하기 어려운 실정이다(2018년 가격 기준). 때문에 추후 R134a + CO2 

혼합 열매체를 열역학뿐만 아니라 경제적으로 대체가능한 HFO 계열 

혼합 열매체가 개발된다면, 4절의 LNG 재기화 공정에 사용한 R134a와 

CO2는 회수될 필요가 있다. 이 때 반드시 안전하고 효율적인 방법으로 

회수해야 할 것이다. 

 

열매체의 후처리를 위해서는 회수 후 재사용을 위해 분리과정을 

통한 정제과정이 필수적이다. CO2의 경우 엔진에서 연소한 후 

배가스에서 발생하는 경우가 많은데, 선박의 경우 이를 포집하기 위한 

연구가 활발히 진행되어왔다. [76] 하지만 CO2의 상평형 압력이 매우 

높기 때문에, 증류와 같은 방법으로 분리를 하고 보관하기 위해선 -

50 ℃이하의 저온 공정이 필요하다. [77, 78] 특히 수소와 같은 고압 

가스가 혼합된 경우에는 저온 고압 조건이 필요한 VLE(Vapor-liquid 
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Equilibrium) 분리보다 하이드레이트를 활용하는 HVE(Hydrate-vapor 

Equilibrium)을 활용한 분리방법도 많이 연구되고 제안되고 있다. Xu et 

al.은 이산화탄소와 수소를 효율적으로 분리하기 위한 방법으로 

하이드레이트의 사용을 제안했고, 3단 하이드레이트 형성 시스템을 통해 

CO2와 H2를 95%까지 분리하는 방법을 연구하였다. 

 

가스 하이드레이트는 비화학량적 크리스탈 화합물(nonstoichiometric 

crystalline coumpounds)로, 주체 분자로 물 분자들이 수소결합을 통한 

격자를 이루고 그 안에 객체 분자 – 주로 메탄, 에탄, 프로판, 부탄과 

같은 석유 화합물 – 이 객체 분자로 이루어져 있다. [15] 객체분자의 

종류에 따라 하이드레이트의 구조가 바뀌게 되는데, 이산화탄소 

단일개체가 객체분자로 참여하는 경우 구조-I(Structure-I)의 형태를 

띄운다. [16] S-I의 구조를 갖는 하이드레이트는 대부분 하이드레이트 

형성을 위한 압력조건이 높고, 이 때문에 비교적 하이드레이트 생성이 

어렵다. 따라서 하이드레이트를 이용하여 CO2를 분리하고자 하는 경우 

하이드레이트 형성을 돕는 프로모터(promoter)를 첨가하는 경우가 많다. 

[79, 80] R134a 하이드레이트는 구조-II의 구조를 갖는 하이드레이트 

프로모터(promoter)이다. 특히 CO2와 R134a의 하이드레이트를 만들 경우 

하이드레이트 상평형 압력이 매우 낮아지는 것이 Lee et al.에 의해 

확인된 바 있다. [18] 또한 폐가전과 같은 곳에서 R134a를 회수하면 

질소가 섞이는 경우가 있는데, R134a와 질소의 분리를 위해 

하이드레이트를 이용하는 방법도 개발되어왔다. [81] Nagata et al.은 

R134a와 질소의 분리에 있어 액화를 통한 VLE 분리 방법과 

하이드레이트를 이용한 HVE 분리 방법을 비교하였고, 회수율을 

계산하여 R134a와 질소의 분리에 있어 하이드레이트를 사용하는 것이 

더 유리하다고 제안하였다. [82]  

 

R134a와 CO2의 하이드레이트를 이용한 분리를 위해서 

하이드레이트의 물성을 정확히 알 필요가 있다. 하지만 현재 R134a + 

CO2 하이드레이트는 연구가 부족하여 열역학 시뮬레이터에서 계산이 

어려운 상황이고, 실제로 Lee et al.이 R134a + CO2 92%이상 고압 CO2에 

대한 하이드레이트 상평형 연구 외 R134a + CO2에 대한 연구가 거의 

없다. 따라서 하이드레이트 상평형, 구조 분석 및 분리 성능 시험에 대한 

연구가 절실한 실정이다. 본 주제에서는 R134a + CO2 하이드레이트의 

다양한 조성에 대한 상평형을 측정하고, 저온 XRD(X-ray diffraction) 
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분석을 통해 생성된 하이드레이트의 구조를 분석하여 R134a + CO2 

하이드레이트의 구조를 밝혀냈다. 또한 HVE(Hydrate-Vapor Equilibrium) 

평형을 이룬 후 기상 조성을 GC를 이용하여 측정함으로써 

하이드레이트를 이용한 분리의 효율을 회수율로 계산하였다.   
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5.2. 실험 과정 
5.2.1. 실험 장치 개요 

 

본 연구에서는 고압 반응기를 사용하였으며, 여기에는 자석 

교반기와 임펠러가 장착되어있다. 본 실험에서는 억제제를 사용하지 

않기 때문에, 생성되는 하이드레이트의 응집이 매우 크다. 따라서 

하이드레이트에 의한 모터, 토크센서, 임펠러의 파괴를 막기 위해, 

가능한 한 적은 양의 액체를 사용하였다. 따라서 부피 360mL인 

반응기에 총 30mL 부피의 증류수를 주입하였다. 반응기는 아래 Figure 

41과 같이 외부 냉동/히터에 연결된 온도 제어 액체 수조에 담갔다. 

백금 저항 온도계는 0.15 °C의 오차로 반응기 내부의 액체의 온도를 

모니터링했다. 압력계는 -1 ~ 16 barg 범위에서 오차가 0.02 bar인 압력 

변환기로 측정되었다. 액상의 활발한 혼합을 위해, BLDC 90 모터와 

결합된 단단한 샤프트와 결합된 2날 임펠러가 사용되었다. 임펠러는 

샤프트의 바닥에 위치해 있다. 하이드레이트 제작에 사용된 혼합가스는 

4.2.1.절에서 사용한 방법과 동일하게 사용하였고, 반응기에 주입하는 

과정에서 대기중의 공기가 섞이지 않도록 5번이상 플러싱을 수행하였다. 

목표한 압력으로 기체 주입을 완료하면, 증류수와 가스가 완전히 

섞이도록 600 rpm으로 임펠러를 교반하였다. 

 

 

Figure 41. Schematic diagram of the 360 mL reactor used in the 

experiment. 
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5.2.2. 하이드레이트 상평형 측정 
 

하이드레이트 상평형 측정을 위해 사용된 가스는 R134a + CO2 33.2, 

49.8, 86.4 mol%로, 4.2.1.절의 혼합 열매체 제작방법을 이용하여 제작한 후, 

GC 시스템을 이용하여 조성을 확인하였다. 제작된 혼합 열매체는 

증류수를 30 mL만큼 주입한 반응기에 가압하였다. 이 때 반응기 내부에 

액화가 일어나지 않도록 이슬점보다 낮은 압력으로 혼합물을 주입하였다. 

주입 조건은 수조의 온도를 23℃로 고정하여 수행하였다. CO2 33.2 

mol%의 경우 9 bar, 49.8 mol%의 경우 11bar, 86.4 mol%의 경우 

15.4bar주입하였다. H-LW-V 상평형은 매우 정교하게 실험이 수행되어야 

한다. 아래 Figure 42은 상평형 실험 과정에서 온도와 압력의 이동 

경로를 나타낸다. 먼저 LW-V 상의 혼합물에서, 4℃이하로 온도를 

강하한다. 하이드레이트 생성이 시작되면, 아래 Figure 42의 2번과정과 

같이 하이드레이트가 생성되면서 압력이 강하한다. 그 후, 3번과 같이 

온도를 천천히 올리면서 하이드레이트를 해리하는 과정을 거친다. 이 때, 

하이드레이트가 완전히 녹아 H-LW-V 상이 LW-V상이 되는 순간이 

하이드레이트 상평형 지점이 되므로, 정교하고 정확한 상평형 지점을 

찾기 위해 해리는 0.1K/hr의 가열율로 수행되었다. 

 

Figure 42. Hydrate formation and dissociation curves during the H-LW-V 

phase equilibrium experiment of a R134a + CO2 86.4 mol% mixed gas. 
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하이드레이트 상평형 측정이 완료된 후, 같은 조성에서 다른 

온도/압력조건의 상평형점을 찾기 위해 감압을 수행하였다. 

하이드레이트를 완전히 녹여 LW-V의 2상으로 만들고, 반응기에 설치된 

관측용 창을 통해 하이드레이트가 없는 것을 확인하였다. 감압은 1 bar씩 

감압하였고, 감압하는 과정에서 배출된 기체상은 회수되어 GC 측정을 

수행함으로써 기체상의 조성에 변화가 없는 것을 확인하였다. 그 후, 

Figure 42의 실험과정을 반복하였다. 해당 실험을 반복하여 각 조성에서 

상평형점을 5개씩 총 15개의 상평형점을 확보하였다. 

 

5.2.3. 저온 엑스선 회절을 통한 하이드레이트 구조 

측정 
 

하이드레이트의 기초 물성 측정에 있어 가스 하이드레이트의 구조를 

아는 것은 매우 중요하다. 본 실험에서는 R134a + CO2 가스가 

조성변화에 따른 구조의 변화가 있는지 확인하기 위해, 혼합가스의 

조성을 CO2의 함량이 적은 경우, 중간인 경우, 많은 경우의 세가지로 

나누어 하이드레이트를 제작하고, 그 샘플을 채취하였다. 혼합 열매체는 

4.2.1.절의 방법으로 제작하였고, CO2 함량을 22, 55, 89 mol%로 변화하여 

총 세가지 케이스에서 XRD 측정을 수행하였다. 360 mL 반응기에 물을 

30mL 주입하고, 혼합가스를 이슬점보다 낮은 압력으로 충전하였다. 그 

후, 에탄올을 사용한 항온 수조의 온도를 -20℃까지 강하하며, 교반기는 

600rpm으로 교반하여 가스와 증류수가 완전히 섞이도록 하여 

하이드레이트를 생성시켰다. 생성된 하이드레이트는 채취되어 

드라이아이스에서 냉각된 막자를 이용하여 분말형태로 만들어진 후, 

바이알에 담아 드라이아이스에 보관하였다. 제작된 분말형태의 

하이드레이트 샘플은 X선 회절 분석기 시스템의 모세관 반응기에서 

측정되었다. 저온 XRD는 대기압 조건에서 측정되었고, 액체질소를 

이용하여 200K에서 측정되었다. X선 감도 측정은 Cu K 𝛼1  튜브( 40kV, 

40mA)를 1.5406 Å 파장에서 측정하였다. X선 발생기를 회전하여 

하이드레이트의 격자구조를 측정하였다. 
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5.2.4. 하이드레이트를 이용한 R134a와 CO2의 분

리 성능 실험 
 

하이드레이트의 분리 실험은 5.2.2.절의 하이드레이트 상평형을 

측정하는 과정과 동일하게 수행하였다. 4.2.1.절의 과정으로 R134a + CO2 

혼합 열매체를 CO2 기준 22.3, 47.0, 75.0, 83.2 mol%의 네가지 조성으로 

제작하여 하이드레이트 분리 실험을 수행하였다. 360 mL 반응기에 물을 

30 mL 주입한 후, LW-V의 2상을 이루도록 이슬점보다 낮은 압력을 

가압했다. 초기 압력은 CO2가 적은 케이스 부터 각각 6.74 bar, 9.89 bar, 

16.27 bar, 23.18 bar로 주입하였다. 22.3 mol%와 47 mol%는 -1 ~ 16 barg에서 

측정가능하고 오차가 0.02 bar인 압력계를 사용하였고, 75.0 mol%과 83.2 

mol%의 경우 0 ~ 50 bar가 측정범위이고 오차가 0.05 bar인 압력계를 

사용하여 압력의 측정을 수행하였다. 23℃에서 혼합가스의 가압을 수행한 

후, 저온 항온수조의 온도를 1℃로 강하하였다. LW-H-V의 3상을 만든 후, 

최소 3일동안 등온상태를 유지하여 평형에 이르도록 하였다. 

하이드레이트가 생성된 후 기체상을 채취하여 GC 시스템에서 조성을 

측정하였다. 측정에 사용된 칼럼은 porapak-Q 6ft packed 칼럼이었고, 

TCD(Thermal Conductivity Detector)를 이용하여 아래 Figure 43와 같이 

정량분석 하였다. 분석된 데이터를 바탕으로 하이드레이트화된 객체 

분자의 조성을 분석하였고, 그 데이터를 토대로 압력-조성 다이어그램을 

그리고 회수율을 계산하였다.  

 

 

Figure 43. Feed composition measurement example of R134a + CO2 35 

mol%. 
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5.3. 실험 결과 및 토의 
5.3.1. 하이드레이트 상평형 측정 결과 

 

본 연구에서는 하이드레이트의 기본 물성 파악을 위해 다양한 

조성에서 H-LW-V 3상 하이드레이트의 상평형 측정을 수행하였다. 아래 

Table 20은 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 상평형을 측정한 

결과이고, Figure 44은 이를 그래프로 나타낸 결과이다. Figure 44에서 순수 

CO2 하이드레이트 상평형은 하이드레이트 열역학 시뮬레이터 Multiflash 

7.1을 이용하여 계산한 값이고, 순수 R134a 하이드레이트의 경우 열역학 

시뮬레이션을 이용한 계산이 지원되지 않아 Hashimoto et al.의 문헌을 

인용하였다. [83] Lee et al.은 CO2 하이드레이트의 프로모터(promoter)로써 

R134a 가스를 사용하는 방법에 대해 연구했고, CO2가 92% 이상의 

고농도인 경우에 대하여 상평형을 측정하였다. 따라서 본 연구와 비교를 

위해 Figure 44에 인용하여 추가하였다. [18] 

 

Table 20에 본 물성측정에서 다양한 온도ㆍ압력 범위인 5.7 ~ 11.6℃와 

3.783 ~ 15.393 bar 범위에서 CO2 농도에 따른 R134a + CO2 하이드레이트 

상평형의 측정을 완료하였다. Figure 44을 살펴보면, 증류수 + CO2 

하이드레이트의 상평형은 4℃ 기준 약 20 bar로 R134a가 혼합된 

케이스에 비해 매우 높은 것을 확인할 수 있다. 반면 R134a가 13.6%의 

매우 적은 양이 혼합되더라도, 하이드레이트의 상평형 압력이 약 

8.5bar로 매우 낮아지면서 R134a가 하이드레이트 프로모터의 역할을 

하는 것을 증명하였다. Lee et al. 또한 CO2 92%이상의 농도에서 R134a의 

첨가가 하이드레이트 상평형 압력을 크게 낮추는 것을 보였다. [18] 

이러한 현상은 R134a의 농도가 50%이상이 되었을 때 두드러지게 

나타났다. CO2의 농도가 49.8%인 경우와 33.2%인 경우를 살펴보면, CO2의 

농도가 감소하면서 하이드레이트 상평형 조건의 압력이 크게 하락하는 

것을 확인할 수 있었다. 10℃의 순수 CO2 상평형 압력이 약 40bar인 것과 

비교하면, CO2 49.8%의 경우 10.6℃에서 7.993bar, 33.2%의 경우 5.653bar로 

상평형 조건을 최대 35bar 감소시켜 하이드레이트가 생성되기 쉬운 

조건을 갖출 수 있었다. Seo et al.의 연구에서 이는 구조-II 

하이드레이트의 큰 셀을 R134a가, 작은 셀을 CO2가 점유하는데, CO2는 

큰 셀과 작은 셀 모두 들어갈 수 있는 반면 R134a의 경우 큰 셀만 

점유할 수 있기 때문에 R134a의 존재가 하이드레이트가 생성되기 쉬운 

환경을 만들어주고 이로인해 하이드레이트의 상평형 압력이 크게 
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낮아지는 것이라고 제시하였다. [81] 

 

Table 20. Water + R134a + CO2 phase equilibrium data of hydrate. 

 

CO2 농도(mol%) T(℃) P(bar) 

86.4 11.6 15.393 
 

10.3 12.363 
 

9 10.083 
 

7.4 7.283 
 

5.7 5.643 

49.8 11.4 10.213 
 

11.1 9.093 
 

10.6 7.993 
 

9.6 6.833 
 

8.2 5.863 

33.2 10.6 6.613 
 

10.4 6.213 
 

10 5.653 
 

9 4.613 
 

8.3 3.783 

 

Figure 44. Results of Water + R134a + CO2 hydrate phase equilibrium. For 

comparison, literature data of Lee et al. was cited. 
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5.3.2. 저온 엑스선 회절을 통한 구조 측정 
 

본 연구에서 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 구조를 알기위해, 

저온 분말 XRD를 사용하여 하이드레이트의 구조 측정을 수행하였다. 

증류수 + CO2 하이드레이트의 경우 구조-I 하이드레이트 구조이고, 

증류수 + R134a 하이드레이트의 경우 구조-II 구조를 띄운다. [84, 85] 

하이드레이트를 이용한 분리를 위해선 하이드레이트의 구조를 파악하는 

것이 설계에 매우 중요하다. 때문에 R134a와 CO2가 모두 존재하는 

하이드레이트의 구조를 파악하고, CO2의 몰분율에 따라 하이드레이트의 

구조가 변화하는지 확인하는 것이 필요하다.  

 

5.3.1.절의 하이드레이트 상평형 측정 결과로부터 R134a에 의한 

하이드레이트 프로모터 효과를 관찰하였기 때문에 증류수 + R134a + 

CO2의 하이드레이트 구조는 구조-II의 가능성이 높다. 하지만, 직접 

XRD를 통해 구조를 분석함으로써 구조-I과 구조-II사이의 전이(transition) 

현상이 있는지 확인하였다. 아래 Figure 45.(a) ~ (c)는 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트에서 R134a + CO2 혼합가스를 CO2 기준 22, 55, 89 mol%의 

세가지 케이스의 하이드레이트를 제작하여 채취한 후, 저온 분말 XRD를 

이용하여 구조측정을 수행한 결과이다. 

 

그래프에서 점은 실제 XRD를 통해 측정된 값이고, Ycalc의 검은선은 

측정된 값을 선으로 프로파일링한 결과, Yobs-Ycalc의 파란 선은 측정값과 

프로파일 값의 차이를 나타낸 결과이다.파란색 선으로 표시한 

차이(difference)값은 일종의 노이즈를 의미하는데, 이는 XRD 

측정과정에서 장비의 문제로 온도가 제대로 고정되지 않아 생긴 문제일 

가능성이 있다. 파란색 피크 표시( | 표시)는 구조-II 하이드레이트의 

구조를 나타내는 피크이고, 빨간색 피크 표시( | 표시)는 얼음 구조의 

피크를 의미한다. Figure 45.(a) ~ (c)의 결과는 모두 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트가 CO2의 몰농도와 관계없이 구조-II 하이드레이트 구조를 

이룬다는 것을 보였다.  
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Figure 45. XRD structure analysis results of R134a + CO2 hydrate. (a) CO2 

22 mol%, (b) 55 mol%, (c) 89 mol% 
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5.3.3. 하이드레이트를 이용한 R134a + CO2 가스 

분리 성능 실험 결과 
 

R134a + CO2의 하이드레이트에 의한 분리성능을 측정하기 위해, 

4.2.1.절의 방법으로 제작한 R134a + CO2 (CO2 22.3, 47.0, 75.0, 83.2 

mol%)혼합 가스를 30 mL의 물이 담겨있는 360 mL 반응기에 기체상 

상태로 주입한 후, 온도를 1℃로 강하하여 하이드레이트를 만들었다. 

최소 3일 등온상태를 유지하여 H-LW-V 평형을 만들어 준 뒤 

하이드레이트가 존재하는 상태에서 기체상의 조성을 측정하였다. 조성의 

측정은 GC system을 이용하였으며, porapak-Q packed 칼럼(6ft)와 

TCD(Theraml Conductivity Detector)를 통해 측정하였다. 기상의 조성을 

측정한 뒤, 하이드레이트의 조성을 역산하였다. Feed의 조성과 초기 압력, 

온도를 통하여 초기 가스의 몰수는 아래와 같이 계산하였다.  

 

𝑛 =
𝑉𝑝

𝑧𝑅𝑇
                                                           (5.1) 

 

여기서 n = 가스의 총 mol 수, V = 기체상의 부피, p = 물질의 부분 

압력, R = 기체상수, T = 온도, z = 압축 인자(Multiflash 7.1로 계산됨)이다. 

위 수식을 통해 반응기에 주입된 총 가스의 총 몰수를 계산하는 것이 

가능하다. 부분압력은 Dalton’s law에 의해 측정된 압력에 feed 조성을 

곱해준 값으로써 각 물질이 몇 몰씩 주입되었는지 계산하는 것이 

가능하다. 하이드레이트로 소비된 기체의 몰수는 하이드레이트가 생성된 

뒤 기상의 조성을 측정함으로써 이루어졌다. 각 물질에 대하여 계산된 

조성은 아래 수식과 같다. 

 

∆𝑛 = (
𝑉𝑝𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑛𝑒𝑛𝑡

𝑧𝑅𝑇
)

𝑖𝑛𝑖𝑡
− (

𝑉𝑝𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑛𝑒𝑛𝑡

𝑧𝑅𝑇
)

𝐻𝑦𝑑𝑟𝑎𝑡𝑒,𝑉𝑎𝑝𝑜𝑟
       (5.2) 

 

하이드레이트의 기상조성을 측정함으로써, H-LW-V 평형에 이른 

상태의 기체상 조성을 얻었다. 또한 위 수식으로부터 하이드레이트화한 

가스의 조성 또한 얻을 수 있었다. 그 결과는 아래 Table 21에 

정리하였다. Table 21에서 정리한 실험값은 각각 다음과 같다: 23℃에서 

가스 주입 압력 Initial pressure, 1℃에서 평형상태에 다다른 후 가스 압력 

Hydrate pressure, 초기 CO2 조성 feed CO2 fraction, 하이드레이트 

평형상태에 다다른 후 기체 조성 Residual CO2 fraction, 마지막으로 
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하이드레이트로 소비된 CO2 조성 Hydrate CO2 fraction이다. Figure 46는 

초기 압력에 대하여 feed의 CO2 조성과 하이드레이트 생성 후 남아있는 

기체상의 CO2 조성을 비교한 그래프이다. R134a는 하이드레이트 상평형 

압력이 낮아 하이드레이트로 존재하려는 성향이 강하므로, R134a + CO2 

혼합 가스를 하이드레이트로 제작하면 feed 조성에 비해 하이드레이트의 

R134a 함량이 높았고, 잔여 조성의 경우 반대로 CO2의 함량이 높았다. 

CO2의 분율이 83.16%의 경우에는 남아있는 기체의 CO2 몰분율이 99%로 

나타났다. 따라서 CO2의 몰분율이 높을 수록 하이드레이트를 이용하여 

CO2의 purification을 하는 것이 유리해진다. 

 

 

Table 21. Compositional analysis results of R134a + CO2 hydrate. 

 
Initial 

Pressure(bar) 

Hydrate 

Pressure(bar) 

Feed CO2 

Fraction 

Residual CO2 

Fraction 

Hydrate CO2 

Fraction 

23.2 12.9 0.8316 0.9903 0.6436 

16.3 8.1 0.7497 0.9697 0.5494 

9.9 2.7 0.4701 0.8284 0.3321 

6.7 1.3 0.2228 0.5318 0.1447 

 

 

 

Figure 46. CO2 composition of feed and hydrate residual CO2 composition 

measurement result 
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아래 Figure 47은 위 결과로부터 McCabe-Thiele 그래프를 그린 

결과이다. 하이드레이트 생성온도는 1℃를 기준으로 하였고, 23℃의 feed 

조성을 하이드레이트화 시킨 후 남아있는 기체 CO2 조성을 기반으로 

만들었다. 아래 결과로부터 회귀식을 구한 결과 아래와 같았다.  

 

𝑦 = 1.0837𝑥3 − 3.0554𝑥2 + 2.9723𝑥 + 0.0021                  (5.3) 

 

R2 = 0.9999로 회귀식과 실험값사이의 정확도가 매우 높은 수식이다. 

위 수식으로부터 CO2 22.27 mol%의 혼합가스를 분리하는 과정은 다음과 

같이 3단계로 분리하는 것이 가능하다. 먼저, 첫번째 단계에서 

하이드레이트를 만들고 기상조성으로부터 CO2 52.46 mol%의 혼합가스를 

얻는다. 그 후, 두번째 단계에서 CO2 52.46 mol%의 혼합가스를 다시 

하이드레이트화 함으로써 CO2 87.69 mol%의 혼합가스를 얻는다. 

마지막으로, 이 가스를 다시 하이드레이트화 하여 98.97%의 CO2 가스를 

얻는 것이 가능하다. 이와 같이 도출된 McCabe-Thiele 수식을 이용하여 

초기조성으로부터 몇 회의 하이드레이트 분리를 거쳐야 목표 순도의 

CO2를 얻는 것이 가능한지 확인하고 설계할 수 있을 것이다. 

 

 

Figure 47. McCabe-Thiele graph showing the separation performance of 

R134a + CO2 hydrate at 1°C. 
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Figure 48. Pressure-composition (p-x) diagram of R134a + CO2 hydrate at 

1°C. 

위 Figure 48는 1℃에서의 압력-조성(p-x) 다이어그램을 나타낸 

결과이다. Y축은 평형에 도달했을 때 압력값을 나타내고, 왼쪽의 선은 

기체상의 R134a 조성, 오른쪽 선은 하이드레이트로 소비된 R134a의 

조성을 나타낸다. 본 실험에서 사용한 구성 요소는 증류수, R134a, CO2의 

세가지이고 상 또한 하이드레이트, 수상 그리고 기체상의 세가지이므로 

자유도는 아래 Gibbs 상률 공식에 의해 2로 정해진다. 

 

𝐹 = 𝐶 − 𝑃 + 2                                                  (5.4) 

 

여기서 F는 자유도(degree of freedom), C는 혼합물의 구성 

요소(component), P는 상(phase)를 의미하며, 2는 온도와 압력을 의미한다. 

따라서 본 시스템은 온도와 압력이 정해진다면 Gibbs 상률에 의해 

조성을 결정할 수 있을 것이다.   
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5.4. R134a + CO2의 하이드레이트에 의한 분리와 

액화에 의한 분리 효율 비교 
 

Nagata et al.은 R134a와 N2의 분리방법에 있어 하이드레이트를 

이용한 방법과 액화를 이용한 분리방법을 비교하여 회수율을 계산하였고, 

하이드레이트를 이용한 분리 효율이 더 유리하다는 사실을 밝혔다. [82] 

본 주제에서는 이 문헌에서 사용한 방법으로부터 R134a + CO2 혼합물의 

분리효율을 조사하고자 한다. Nagata et al.에 따르면 평형 회수율 R은 아래 

수식과 같이 표현할 수 있다.  

 

𝑅 =  
𝑥𝑅𝑛𝑅

𝑥0𝑛0

                                                             (5.5) 

 

여기서 n0 = feed 기체의 총 몰수 [mol], x0 = 목표 가스의 

몰분율(여기에선 R134a), nR은 분리과정을 통해 회수된 전체 몰수, xR은 

그중 타겟 물질(R134a)의 몰수이다. 아래 Figure 49는 R134a와 CO2를 

1℃에서 액화과정을 통해 분리할 때, 압력-조성 다이어그램을 

Multiflash로 계산하여 그린 것이다. R134a의 초기 feed 조성 x0 = a이고, 

feed 가스의 압력을 P라고 하면, 기체상 y의 조성은 b, 액체상 x의 

조성은 c가 될 것이다. 여기서 lever rule에 의해 액체상과 기체상의 

몰비(molar ratio)는 아래와 같다: 

 

𝑛𝑙

𝑛𝑣
=  

𝑎 − 𝑏

𝑐 − 𝑎
                                                    (5.6) 

 

이로부터 R134a의 액화 분리공정에 의한 회수율 RL은 아래와 같다. 

 

𝑅𝐿 =
𝑐 ∙ 𝑛𝑙

𝑎 ∙ (𝑛𝑙 + 𝑛𝑣)
                                                 (5.7) 

 

위 두 수식을 연립함으로써 아래와 같은 회수율 수식을 얻을 수 

있다. 

 

𝑅𝐿 =
(𝑎 − 𝑏)

(𝑐 − 𝑏)
∙

𝑐

𝑎
                                            (5.8) 

 

위 수식으로부터 같은 조건에서 액화 과정을 거치는 R134a + CO2 

분리과정과 하이드레이트화 과정을 거치는 분리과정의 분리효율을 
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비교하였다. 위와 같은 과정을 Figure 48에 동일하게 적용하여 

하이드레이트 공정 회수율 RH 값을 계산하였다. 

 

 

Figure 49. Pressure-composition phase diagram for liquid-gas equilibrium 

of R134a + CO2 mixture at 1°C. 

Table 21로부터 하이드레이트 형성 압력은 총 4가지 케이스가 있으나, 

2.7bar과 1.3 bar의 경우 R134a + CO2의 액화가 일어나는 조건이 아니므로 

12.9 bar와 8.1 bar 조건에서 액화과정과 하이드레이트에 의한 분리 효율을 

계산하였다. 아래 Figure 50는 1℃에서 8.1 bar(삼각형 점), 12.9 bar(원형 점) 

조건일 때 액화과정과 하이드레이트화 과정의 분리 회수율을 R134a의 

feed 조성에 대하여 표시한 값이다. 검은 선은 하이드레이트를 이용한 

분리방법의 회수율을 나타내고, 빨간 선은 액화 공정에 의한 회수율을 

나타낸다.  

 

아래 Figure 50로부터 1℃에서 R134a와 CO2의 분리과정을 수행하면 

같은 압력, 온도조건일 때 모든 경우에서 하이드레이트를 이용한 분리가 

회수율이 더 유리한 것을 확인할 수 있다. 또한 아래 Figure 50의 

데이터로부터 각 압력조건에서 하이드레이트의 분리가 가능한 조성 

범위를 쉽게 확인하고, 어느 조성에서 회수율이 가장 높은 지 확인하여 

분리 공정 설계 시 가장 효율적인 설계를 하는 것이 가능하다. Figure 
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51과 Figure 52는 각각 12.9bar과 8.1bar 조건에서 R134a와 CO2를 분리할 

때, 액화분리 공정과 하이드레이트 공정의 효율을 각각 비교한 

그래프이다. 두 그래프 모두 R134a의 몰분율이 0.4이하로 적을 경우 

하이드레이트를 이용한 분리가 정화에 매우 효율적임을 보인다. 

 

 

 

Figure 50. Comparison of recovery ratio at various pressure conditions 

when separating the R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and 

liquefaction. 
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Figure 51. Comparison of recovery ratio at 12.9 bar when separating the 

R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and liquefaction. 

 

 

Figure 52. Comparison of recovery ratio at 8.1 bar when separating the 

R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and liquefaction. 
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5.5. 하이드레이트를 이용한 폐열매체 분리 요약 
 

본 주제에서는 R134a + CO2를 하이드레이트를 이용하여 분리하고, 

그 효율성에 대해 확인하였다. 먼저 증류수 + R134a + CO2의 기본 물성 

정보를 확보하기 위해 상평형 데이터를 5.7 ~ 11.6℃와 3.783 ~ 15.393 bar 

범위에서 CO2 33.2, 49.8, 86.4 mol%의 H-LW-V 상의 상평형을 측정하였다. 

또한 이 측정결과를 Lee et al.과 Hashimoto et al.의 문헌값과 함께 

비교하였다. [18, 83] 또한 상평형 측정 실험으로부터 R134a가 

하이드레이트 프로모터로 작용하고, 그 효과는 R134a의 농도가 

높아질수록 더 커진다는 사실을 확인하였다. 또한 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트의 구조를 확인하기 위해, 저온 분말 XRD 실험을 통하여 

CO2 22, 55, 89 mol%의 구조를 측정하였다. 구조 측정을 통해 증류수 + 

R134a + CO2 하이드레이트는 구조-II의 구조를 가진다는 것을 확인하였고, 

CO2의 조성에 따라 하이드레이트의 구조가 변화하지 않는다는 것을 

확인하였다. 

   

마지막으로 R134a + CO2 혼합가스의 CO2 조성을 22, 47, 75, 83%로 

변화하여 1℃에서 H-LW-V 평형을 만들고, 이 때 기체의 조성을 GC를 

이용해 측정하여 하이드레이트에 의한 분리성능을 실험하였다. 그 결과, 

CO2 조성이 작은 순서대로 1.3, 2.7, 8.1, 12.9 bar에서 조성을 확보했고, 이 

때 온도와 압력조건을 바탕으로 하이드레이트로 소비된 혼합물의 조성을 

계산하였다. 이를 바탕으로 R134a + CO2의 압력-조성 다이어그램을 Figure 

48과 같이 확보했다. 또한, R134a + CO2를 액화하여 분리하는 경우와 

비교하기 위해 Lever rule을 이용하여 회수율을 계산하고, 같은 조건에서 

액화를 이용한 분리보다 하이드레이트를 이용한 분리가 더 분리효율이 

높다는 것을 밝혔다. 또한, Figure 47의 McCabe-Thiele 그래프로부터 3단 

하이드레이트 형성 시스템을 통해 효율적인 고순도 CO2의 확보 방법을 

제시하였다. 이러한 과정을 아래 Figure 53에서 개략도로 제안하는 

바이다. 
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Figure 53. Schematic diagram of separation via hydrate of R134a + CO2 

mixture. 
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6. 결론 및 제언 
 

본 연구에서 천연가스 관리의 전반을 총 4개의 주제로 나누어 

다루었다. 먼저 첫번째 주제에서는 천연가스의 생산과정에서 발생할 수 

있는 문제를 해결하고자 하였다. 해양에서 탄화수소를 생산하는 경우 

하이드레이트에 의해 막힘 현상이 발생할 수 있고, 특히 이러한 현상은 

정지(shut-in) 후 해저 배관이 바닷물과 열교환을 통해 4℃로 차갑게 식은 

뒤가 가장 심각했다. 정지(shut-in) 후 리스타트(restart)를 수행할 경우, 

배관 내는 하이드레이트 형성조건 상태에 존재하는 물 + 천연가스 

혼합물에 일종의 ‘kick’을 가하는 효과를 가져오고, 이는 하이드레이트의 

급격한 성장으로 야기된다. 이는 하이드레이트에 의한 막힘(plugging)으로 

배관 막힘을 초래하여 배관 파열과 같은 큰 사고를 불러일으킬 수 있다. 

이러한 상황을 막기 위해선 열역학적 저해제인 MEG(Mono-ethylene 

glycol)를 과량 주입을 해야만 하이드레이트에 의한 막힘을 완전히 

회피할 수 있고, 과한 MEG의 주입은 과도한 MEG 재생 공정의 설계로 

귀결된다. 이러한 상황을 막기 위해 MEG를 의도적으로 소량 주입하는 

under-inhibition 컨셉에 대한 연구를 수행하였다.  

 

본 주제에서는 MEG를 20, 10 wt%로 소량 넣고, PVCap을 0.4wt%를 

첨가하여 4℃, 100 bar 조건에서 10시간 동안 정지(shut-in) 후 리스타트를 

교반속도를 200, 400, 600rpm으로 변화하여 수행하였다. 이 때 각각의 

조건에서 하이드레이트의 생성시간, 전환율, 생성속도 및 토크센서를 

통한 유동저항(resistance-to-flow)을 측정하였다. 그 결과, 억제제가 

첨가되지 않은 경우 교반속도가 증가함에 따라 하이드레이트에 의한 

모터 정지 현상이 점점 늦게 일어났다. 이러한 현상은 억제제를 

첨가하여 최소화하는 것이 가능하였다. MEG를 10, 20 wt% 첨가한 경우 

하이드레이트 막힘(plugging)에 의한 모터 정지 현상은 일어나지 않았고, 

MEG의 양이 증가하면서 전체 하이드레이트 생성량이 줄어들고 토크의 

억제가 눈에 띄게 늘어났다.  

 

PVCap을 0.4 wt% 첨가한 경우 하이드레이트의 생성속도에 변화가 

생겼다. PVCap이 하이드레이트의 생성을 억제하는 작용을 하면서 

하이드레이트의 생성속도가 감소하였다가 다시 증가하는 모습을 보였다. 

하이드레이트 생성시간은 층화 흐름에서 오랜 시간 동안 억제되었고, 

이는 다른 경우와 비교할 때 가장 억제시간이 길었다. 완전 분산 
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흐름에서는 하이드레이트 생성시간이 크게 줄었으나, 하이드레이트의 

생성을 억제하여 late growth의 발현 시간이 억제되는 효과를 가져왔다. 

하지만 late growth가 일어나면서 하이드레이트에 의한 유동저항 

(resistance-to-flow)이 크게 증가하기 때문에, PVCap을 단독으로 

사용하고자 할 때는 적절한 전략이 필요할 것이다. 

 

MEG 10 wt%와 PVCap 0.4 wt%를 첨가하여 시너지 억제 효과를 

실험한 경우 그 효과가 두드러지게 나타났다. 600 rpm에서 완전 분산을 

일으킬 때, 데칸과 MEG 수용액, 그리고 PVCap이 거품을 일으키면서 그 

계면에 하이드레이트가 얇게 생성되기 시작했고, 이 하이드레이트 

필름에 PVCap의 lactam기가 흡착하고, PVCap의 사이에 존재하는 

하이드레이트 벽면에 MEG가 수소결합하게 되면서 하이드레이트 생성 

에너지 장벽을 크게 높이는 효과를 가져온 것으로 추정된다. 다만 

이러한 효과를 규명하기 위해선 더 정밀한 입자 분석이 필요할 것으로 

보인다. 

 

두번째 주제에서는 생산된 NG를 액화하여 LNG로 저장하는 

과정에서, LNG 주입 후 BOG와 LNG의 조성을 측정하여 LNG 

에이징(aging) 현상에 대해 연구하였다. 질소가 소량 첨가된 LNG를 C-

타입 탱크에 주입한 후, 외부의 열유입에 의해 발생하는 BOG에서 

질소와 메탄의 조성을 측정하여 시간의 흐름에 따라 추적하고, LNG의 

온도, 압력과 수두압으로부터 계산한 액체 수위를 측정하였다. 또한 해당 

탱크를 모사하는 열역학 동적 시뮬레이터를 HYSYS로 제작하여, 실제 

실험과 유사하게 작동하는 간소화된 디지털 트윈을 완성하는데 

성공하였다. 이 시뮬레이터를 이용하여 BOG의 각 조성 별 총 발생량을 

열역학 시뮬레이터를 이용하여 계산하였다. 그 결과, 질소의 경우 초반 

발생량이 비교적 컸다. 하지만 이는 LNG에 존재하는 질소의 증발과 

함께 지속적으로 줄어들어 실험 중반부에 매우 작은 양으로 감소하고, 

실험 종반에는 0으로 수렴하였다. 반면 메탄의 경우 실험 초반부터 

후반까지 거의 일정한 BOG 발생량을 보였다. 본 모델로부터 LNG 

탱크에서 발생하는 BOG의 조성을 비교적 정확하게 시뮬레이션하는 

것이 가능하므로, 추후 본 시뮬레이터를 이용하여 BOG 압축기와 응축기 

등의 설계에 대해 더욱 정밀한 시스템 설계가 가능할 것이라고 제안한다. 

 

세번째 주제에서는 LNG를 재기화하여 벙커링 등의 작업을 수행할 
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때, 해상에서 효율적으로 재기화하기 위한 수단으로 Intermediate fluid 

vaporizer 시스템을 선택하였고, 열전달 매체로써 열매체 두개를 섞는 

R134a와 CO2의 혼합 열매체를 사용하였다. 본 연구에서 Peng-Robinson 

방정식을 사용하여 열역학 시뮬레이터로부터 계산을 수행하였다. 하지만 

시뮬레이션이 실제값과 정확히 일치한다는 보장이 없기 때문에, 실제 

물성 측정을 통한 시뮬레이션값의 보정이 필요하다. 이를 위해 Low, Mid, 

High-CO2의 혼합 열매체를 제작하여 각 조성에 대하여 -35℃ ~ 15℃ 

범위에서 기포점 및 VLE를 측정하여 PTy값을 확보했다. 확보한 

물성값은 Matlab을 이용하여 시뮬레이터와 API를 통해 연결하였고, BIP 

Kij의 값을 보정하여 시뮬레이션값을 실험값에 매칭하였다. 그 결과, 

각각의 조성에서 오차율의 절댓값의 평균을 절반으로 개선하는데 

성공하였다. 

 

또한 개선된 BIP Kij로부터 실제 공정에 적용하여 변화를 알아보았다. 

Peng-Robinson 상태방정식을 BIP 적용 전/후와 비교하고, GERG-2008 

상태방정식을 적용한 경우와 비교하였다. 그 결과, GERG-2008과 BIP 

tuned PR의 경향이 거의 일치하는 것을 확인하였다. 또한, 열역학 

시뮬레이터 Multiflash와 Visual Basic을 이용하여 전체 실험값에 대응하는 

Kij(T)의 수식을 계산하였다. 이로부터 전체 실험값의 오차율의 절댓값의 

평균을 개선하는 것에 성공하였다. 전체 조성에 대한 보정결과보다 각 

조성에서 독립적으로 BIP 값을 보정하는 편이 시뮬레이션 결과 개선에 

더 유용하였으므로, 사용하고자 하는 조성에 대한 물성값을 확보하는 

것이 가능하다면 조성에 따라 독립적인 보정 BIP 매개변수를 사용하는 

것이 더 유리할 것으로 판단된다. 

 

마지막 주제에서는 폐열매체 R134a + CO2를 하이드레이트를 분리 

회수하는 방법에 대해 연구하였다. 먼저 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트의 기초연구가 부족하므로 다양한 CO2 조성의 H-LW-V 

상평형을 측정하였다. 또한 이 결과로부터 R134a의 하이드레이트 

프로모터 성능이 R134a의 농도 증가와 함께 크게 증가하는 것을 

확인하였다. 또한 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 가스 농도 

변화에 따른 하이드레이트 구조 변화 여부를 측정하기 위해, 다양한 CO2 

조성의 하이드레이트를 채취하여 저온 분말 엑스선 회절 측정을 

수행하였다. 그 결과, 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 구조는 구조-

II를 이루며 이는 농도의 변화에 관계가 없음을 밝혔다. 마지막으로 
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R134a + CO2 혼합가스의 CO2 조성을 변화하여 1℃에서 하이드레이트 

평형 상태를 만들고, 기체를 채취하여 GC로 측정하였다. 또한 이 때 

압력조건을 바탕으로 하이드레이트로 소비된 가스의 조성을 계산하였다. 

이로부터 압력-조성 다이어그램을 확보하였고, 이 결과를 기반으로 Lever 

rule을 계산하여 다양한 feed 조성에 대한 회수율을 계산하였다. 비교를 

위해 같은 조건에서 액화과정을 통한 VLE 분리와 비교분석 하였고, 

하이드레이트를 이용한 저압 분리의 회수율이 더 높게 나타나는 것을 

확인하였다. 또한 이로부터 3단 하이드레이트 형성 시스템을 통해 

효율적인 고순도 CO2의 확보 방법을 제시하였다. 

  

본 연구로부터, 천연가스 산업의 생산부터 보관, 사용뿐만 아니라 

유지 보수 등을 위해 사용이 완료된 폐열매체 회수방법까지 산업 전반에 

대한 내용을 다룸으로써 천연가스에 대한 통찰을 제시하고자 하였다. 

현재 MEG + PVCap의 시너지 억제에 대한 연구는 다양한 방법으로 

진행되고 있으나 그 매커니즘에 대한 규명은 아직 완전히 되지 않은 

실정이다. 따라서 추가적인 연구과제로써 입자 크기 분석 등을 통한 

MEG + PVCap의 시너지 억제 효과에 대한 연구를 추가로 진행한다면 

시너지 억제 효과를 최대로 활용하는 것이 가능할 것이다.  

 

LNG 에이징(aging) 연구의 경우 실제 해양에서 LNG 보관을 한다면 

슬로싱(sloshing) 현상에 의해 BOG 발생 양상이 다소 변화할 수 

있으므로, 이에 대한 실험연구를 하는 것을 제안하는 바이다. 또한 LNG 

재기화 공정의 경우 R134a + CO2의 경우 가격적으로 저렴하고 

비폭발성이라는 커다란 장점이 있으나 R134a는 HFC 계열 열매체로 

지구 온난화 효과가 매우 크므로 규제를 크게 받는 실정이다. 따라서 

저폭발성이면서 지구온난화에 비교적 적은 양항을 미치지만 가격이 

저렴하지 않은 HFO 계열 열매체의 경제성 확보를 위한 연구도 활발히 

하는 것이 좋을 것으로 사료된다.  

 

마지막으로 현재 Multiflash와 같은 하이드레이트 열역학 

시뮬레이터에서 증류수 + R134a + CO2 혼합물의 하이드레이트 

시뮬레이션이 지원되지 않으므로, 하이드레이트를 이용한 분리실험을 

통해 확보한 물성 데이터를 바탕으로, 하이드레이트 열역학 

시뮬레이션을 개발함으로써 시뮬레이션의 성능을 높이는 것이 가능할 

것이다.  
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This study deals with the unit operation system for natural gas production, 

storage, and regasification. A total of four topics were covered in this study, which 

consisted of production, storage, regasification process, and separation of heat 

medium used for regasification. First, when producing natural gas from offshore, a 

method of efficiently producing hydrocarbons without plugging by clathrate hydrate 

from a high-pressure gas field containing condensate was studied. The 

thermodynamic inhibitor (Thermodynamic Hydrate Inhibitor, THI) Mono-Ethylene 

Glycol and the kinetic inhibitor (Kinetic Hydrate Inhibitor, KHI) PVCap are 

combined with 10wt% and 0.4wt%, respectively. Inhibitors were made and their 

performance and efficiency were studied. The produced natural gas was stored in a 

vacuum insulating tank at -160°C. When LNG is stored in a high-insulation tank, 

inevitably, boil-off gas (BOG) is generated. As the storage period of LNG increases 

and the generation of BOG increases, the composition of LNG and BOG changes 

(LNG Aging or Weathering effect). For efficient and correct design of an LNG fueled 

ship or BOG reliquefaction process that utilizes BOG, it is important to track the 

quality change of the BOG. In this study, BOG composition of LNG contained in a 

50m3 vacuum insulated tank was measured, and the process of change was traced. 

In addition, these changes were implemented and compared using thermodynamic 

simulation software. As a result, a simulation environment like an actual experiment 

was created using dynamic simulation. To use LNG, a regasification process is 

required, and the air vaporizer used on onshore has a disadvantage of having a very 

large volume instead of simple structure by exchanging heat with the atmosphere. 

Since it is difficult to use such a heat exchanger in a space-constrained place such as 
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an offshore environment, LNG has been vaporized through direct heat exchange with 

sea water rather than air. However, because this method has several problems in 

terms of corrosion, icing and management, studies have been conducted on the 

indirect regasification process through LNG-heat medium-seawater. In this study, 

R134a + CO2 mixed heat medium suitable for LNG regasification was targeted, and 

the thermodynamic properties of this mixed heat medium – bubble point and VLE 

composition were measured. In addition, based on this physical property data, tuning 

of the binary interaction parameter used in the simulator was performed, so that the 

simulation was operated close to the experiment in CO2 8 to 32 mol%. Currently, 

since the mixed heating mediums R134a and CO2 are both severe greenhouse gases, 

recovery is especially important. Therefore, this study sought to separate two 

components using hydrate, and performed fundamental analysis such as separation 

efficiency for hydrates made of R134a and CO2, hydrate phase equilibrium, and 

structural analysis through X-ray diffraction analysis. And proposed a separation 

process through 3-stage hydrate formation. 

 

Keywords: Gas hydrates, Flow Assurance, Monoethylene Glycol, Process 

Design, Mixed refrigerant, Separation, LNG Storage 
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초    록 

 
본 연구는 천연가스 생산 및 보관, 재기화에 관한 유닛 오퍼레이션 

시스템을 다룬다. 본 연구에서 다룬 주제는 총 4개로, 생산, 저장, 

재기화 공정 및 재기화에 활용된 열매체의 분리로 이루어져 있다. 

먼저 천연가스를 생산할 때, 컨덴세이트가 포함된 고압 

가스전으로부터 하이드레이트에 의한 플러깅없이 효율적으로 

탄화수소를 생산하는 방법을 연구했다. 열역학적 저해제 

(Thermodynamic Hydrate Inhibitor, THI)인 Mono-Ethylene 

Glycol과 동역학적 저해제(Kinetic Hydrate Inhibitor, KHI)인 

PVCap을 각각 10wt%와 0.4wt% 배합하여 하이드레이트의 생성을 

최대 30시간동안 억제할 수 있는 시너지 억제제를 만들고 그 성능과 

효율성을 연구하였다. 이렇게 생산된 천연가스는 -160℃로 단열 

탱크에 저장한다. LNG를 고단열 탱크에 저장하면 필연적으로 Boil-

off Gas(BOG)가 발생하는데, LNG의 보관기간이 길어지면서 BOG의 

발생이 길어지면 LNG와 BOG의 조성이 변하게 된다(LNG Aging or 

Weathering effect). BOG를 활용하는 LNG 추진선 혹은 BOG 재액화 

공정의 효율적이고 올바른 설계를 위해선 이 때 발생하는 BOG의 

질적 변화를 추적하는 것이 중요하다. 본 연구에선 50m3의 진공단열 

탱크에 담긴 LNG의 BOG 발생 조성을 측정하고, 그 변화과정을 

추적하였다. 또한, 이러한 변화과정을 열역학 시뮬레이션 

소프트웨어를 이용하여 구현하고 비교하였다. 그 결과, 동적 

시뮬레이션을 이용하여 실제 실험과 유사한 시뮬레이션 환경을 

만들었다. LNG를 실제로 사용하기 위해선 재기화 과정이 필요한데, 

육상에서 사용하는 공기 기화기는 대기와 열교환을 하여 구조가 

간단한 대신 부피가 매우 크다는 단점이 있다. 해상환경과 같이 

공간의 제약이 있는 곳에서는 이러한 열교환기를 사용하기 어려우므로, 

해상에서는 공기가 아닌 해수와의 직접 열교환을 통해 LNG를 

재기화하여 활용해왔다. 그러나 이 방법은 부식이나 관리 측면에서 



 

 ii 

여러 문제가 있기 때문에, LNG – 열매체 – 해수를 거치는 간접식 

재기화 공정에 관한 연구가 진행되어왔다. 본 연구에서는 LNG 

재기화에 적합한 R134a + CO2 혼합 열매체를 대상으로 하였고, 이 

혼합 열매체의 열역학적 물성 – 기포점 및 기액평형(VLE) 조성을 

측정하였다. 본 연구에서 Peng-Robinson 상태방정식(Peng-

Robinson Equation of State)를 사용하였으며, 실제값과 이론적인 

계산값이 잘 일치함을 보여주었다. 그리고, 이산화탄소의 농도를 8 ~ 

32 mol%로 변경하면서 Kij(Peng-Robinson 방정식의 열역학적 

매개변수)는 이산화탄소 농도의 식으로 나타내어 정확도를 더 

증가시켰다. 이 때 사용된 혼합 열매체인 R134a와 CO2는 모두 

온실가스이므로, 적절한 방법으로 분리 및 회수하는 것이 매우 

중요하다. 따라서 본 연구에서는 하이드레이트를 이용하여 두 성분을 

분리하는 방법에 대해 모색했고, R134a와 CO2로 만들어지는 

하이드레이트에 대한 분리효율, 하이드레이트 상평형 및 엑스선 회절 

분석을 통한 구조 분석등의 기본적인 분석을 수행하였고, 3단 

하이드레이트 형성을 통한 분리공정을 제안하였다. 

 

주요어 : Clathrate hydrate, Synergistic inhibition, LNG storage, 

LNG regasification, Mixed refrigerant, Separation process 

학   번 : 2016-30256 
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1. 서    론 
 

 

1.1. 연구의 배경 
 

최근 에너지의 생태계가 저유가 시장이 되면서 셰일가스를 필두로 

한 천연가스의 비중이 늘고 있다. 이는 2000년 이후로 꾸준히 셰일가스 

시추를 연구한 미국이 천연가스 생산 비중이 매우 크게 증가하는 데에 

있다. [1] 이에 따라 아시아에서는 2010년 경까지 해양플랫폼에 주력하던 

체제에서, 점차 LNG 관련 선박에 투자하는 트렌드로 바뀌어 가고 있는 

추세이다. [2] 이에 따라 국내 조선해양업계도 LNG 선박 관련 연구에 

집중하고 있다. 뿐만 아니라, 기존 해양 선박의 경우 중질유를 사용하여 

환경오염이 심각했지만, 국제적인 환경오염 규제가 강화되면서 선박에서 

사용할 수 있는 해양 수질, 해양 대기오염 등을 환경협약인 MARPOL 

73/78로 규제하고 있다. [3] 이에 대한 대응방안으로 LNG 추진선이 

떠오르고, 에너지 주체가 LNG로 옮겨오는 등 최근 LNG를 활용하는 

연구가 활발히 이루어지고 있다.  

 

생산에 관하여는, 천연가스를 대부분 하이드레이트 막힘(plugging)의 

위험도가 낮은 육상 셰일가스에서 채취하지만, 동해 가스전 등 해양에서 

시추하는 천연가스도 적지 않다. [4] 이러한 경우 천연가스 생산이 100 

bar 이상 고압에서 이루어지게 되고, 생산과정에서 물이 함께 

생산배관을 통해 생산되면서 슬러깅(slugging) 문제와 함께 저온 

고압에서 쉽게 생성되는 하이드레이트에 의한 막힘(plugging) 문제 또한 

무시할 수 없다. 정상상태 생산중에는 레저버(reservoir)에서 올라오는 

가스가 매우 뜨거우므로 가스 하이드레이트가 잘 생성되지 않을 수 

있으나, 안전점검 혹은 사고 등을 이유로 정지(shut-in) 후 콜드 

리스타트를 하는 경우 정상상태일 때 보다 하이드레이트의 생성속도가 

매우 클 수 있기 때문에 배관 파열 등의 위험이 높다. 이러한 상황을 

피하기 위해서 산업계에서는 MEG(Mono-Ethylene Glycol, 이하 MEG)를 

과량 주입하는 방법을 택한다. [5] 이 방법은 하이드레이트 위험을 

확실히 회피할 수 있지만, 그러기 위해 주입해야 하는 MEG의 양이 너무 

많아짐에 따라 MEG 재생 유닛 또한 필요 이상으로 거대 해져야 한다는 

단점이 있다. 이에 주입되는 MEG의 양을 줄이고자 하는 연구가 

지속되고 있고, 이러한 컨셉을 under-inhibition 컨셉이라고 부른다. Under-
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inhibition 컨셉은 MEG의 주입을 감소시켜 하이드레이트가 완전히 

생성이 되지 않는 양에서 일정 부분 생성을 허용하고, 대신 생성된 

하이드레이트를 처리하기 용이한 탑사이드(topside)로 이동시켜서 

처리하고자 하는 컨셉이다. [6] 

 

이렇게 생산된 메탄 위주의 천연가스는 액화하여 밀도가 600배 높은 

LNG의 형태로 저장된다. 이 때 천연가스의 온도는 상압에서 -160℃의 

극저온의 상태를 유지해야하기 때문에, 저장 탱크의 단열이 매우 

중요하다. [7] 아무리 단열 성능이 우수하더라도, 현재의 기술로 

BOG(Boil-off Gas)를 완전히 차단하는 것은 불가능하다. 그래서 BOG가 

발생된다. 일반적으로 LNG 캐리어의 경우 0.15 vol%/day의 BOG가 

발생한다. 본 연구에서 발생하는 BOG는 실험결과에 따르면 무시하기 

어려운 수치이다. 따라서 이렇게 발생하는 BOG를 회수하거나 이용하기 

위해 많은 연구가 이뤄졌고, 가장 많이 쓰이는 방법은 액체질소와의 

열교환을 통한 재액화이다. [8] 해상의 경우 기존의 방식은 재액화 

시스템이었지만, 최근 LNG 추진선의 개발과 함께 BOG를 LNG 추진선의 

연료로 활용하고자 하는 연구가 국내 조선업계에서도 활발히 연구되고 

있다. [9] LNG를 선박의 추진연료로 활용하면 질소산화물(NOx)와 

황산화물이 각각 90, 100%까지 저감이 가능하고, 대표적 온실가스인 

이산화탄소(CO2)의 배출이 15 ~ 20% 줄어든다고 알려져 있다. [10] LNG 

탱크에서 발생하는 BOG의 조성은 시간에 따라 변한다. 이러한 조성의 

변화는 공정 설계에서 압축기의 설계 등에 영향을 주므로, 불필요한 

과설계를 막기 위해 정확한 추적과 연구가 필요하다.  

 

이러한 LNG 추진선을 작동할 때, 자연적으로 발생하는 BOG 

발생량만으로는 충분한 열량이 되지 않기 때문에 추가적으로 LNG 

추진선에는 LNG 재기화장치가 필요하다. 이 재기화 장치의 열매체로서 

우수한 열전달 성능으로 프로판이 많이 사용되어 왔지만, [11] 해상에서 

프로판을 적용하기에는 폭발 위험도로 인해 사용하기 어렵다. 

해상에서는 해수와의 직접 열교환을 통한 직접 재기화를 사용하기도 

한다. 이러한 방법은 열교환기의 설계에 매우 주의해야 하며, 해수 

방출로 인한 환경 문제(해수의 배출구의 온도차)가 있다. 따라서 LNG와 

냉매와 열교환하여 재기화 시키고, 액화된 냉매를 해수와 열교환하는 

방식의 간접식 재기화장치에 대한 연구도 진행되어왔다. 이 간접식 

재기화 장치의 경우는 적절한 냉매가 선정되지 못하면 해수와 냉매의 
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열교환 과정에서 온도 교차 현상(temperature cross)가 형성되어 열교환이 

제대로 되지 않을 수 있다. 온도 교차 현상(temperature cross)란 뜨거운 

유체와 차가운 유체가 열교환을 할 때, 열교환 후 차가운 유체의 온도가 

뜨거운 유체보다 높은 상황을 의미한다. 이러한 상황을 피하기 위해 

산업계에서는 혼합 유체를 제작하여 열교환 선도에 일정한 기울기를 

부여하여 온도 교차 현상(temperature cross)이 없는 열교환기를 연구하고 

있다. 폭발성이 없고, 가격이 저렴하며, 그리고 유출되더라도 인체에 

무해한 특성을 지닌 R134a와 CO2 혼합물을 활용한 간접식 재기화 공정 

시스템에 대하여 연구하고자 한다. 

 

R134a와 CO2 혼합 열매체의 단점은 적절한 처리 없이 방출될 경우 

심각한 지구 온난화 문제를 초래할 수 있다. [12] 그래서 적절한 회수가 

필요하다. 적절한 회수기술로서 하이드레이트를 활용하고자 한다. 

하이드레이트를 이용하여 이산화탄소 혹은 R134a를 포집하는 기술은 

이전에도 많이 연구되어 왔고, 국내의 경우 동해 하이드레이트 가스전에 

메탄과 이산화탄소를 치환하는 연구가 활발히 진행되면서 많은 연구가 

되어왔다. [13] 가스 하이드레이트를 이용한 분리의 대표적인 이점으로는 

작동 온도와 압력이 낮아 운용비용이 상대적으로 저렴하다는 것이다. 

가스 하이드레이트(clathrate hydrate)는 물분자의 격자로 이루어진 방에 

객체 분자(guest molecule)로 존재하면서 생기는 고체 물질이다. 주로 저온, 

고압 환경에서 생성되고, [14] 객체 분자의 종류에 따라 크게 구조-I, II, 

H의 형태로 분류된다. [15] 메탄이나 이산화탄소 하이드레이트의 경우 

구조-I의 하이드레이트로 분류되는데, 구조-I 하이드레이트의 경우 

증기압이 높은 분자들로 구성되는 경우가 대부분이므로 비교적 상평형 

압력이 높아 하이드레이트가 잘 생성되지 않는다는 특징이 있다. [16] 

하이드레이트가 쉽게 생성되도록 프로모터(promoter)를 첨가하기도 

하는데, 실험실에서 많이 사용하는 대표적인 하이드레이트 

프로모터(promoter)로는 THF (Tetrahydrofuran)가 있다. [17] 본 연구의 경우, 

R134a가 하이드레이트 프로모터(promoter)의 역할을 할 것이다. 

하이드레이트 프로모터(promoter)의 특징은 하이드레이트 생성 압력이 

굉장히 낮기 때문에, 하이드레이트의 구조를 구조-II로 전이함과 동시에 

혼합물의 하이드레이트 생성 압력을 크게 떨어트린다. [18] Lee et al. 이 

연구한 바에 따르면 R134a와 CO2의 혼합물의 경우 R134a를 2 mol%만 

섞어도 하이드레이트 생성 압력을 40bar에서 18bar까지 떨어트릴 수 

있다(283K 기준). [18] R134a와 CO2의 혼합물을 객체 분자로 하는 
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하이드레이트에 관한 연구는 매우 부족하므로, 구조 분석, 상평형 측정 

등에 대한 기초 연구가 필요하다. 실제로 멀티플래시(Multiflash)와 같은 

하이드레이트용 열역학 시뮬레이터에서는 R134a를 포함한 하이드레이트 

정보를 얻을 수 없다.  

 

1.2. 연구의 내용 
 

본 연구는 LNG의 운용에 사용되는 시스템들을 다룬다. 크게 네가지 

연구 주제로 구성되어 있으며, NG의 생산, LNG 저장, 재기화 및 

재기화에 사용된 열매체의 분리이다. 첫번째 주제는 천연가스 생산에 

있어 하이드레이트에 의한 배관이 막히는 것을 최소화할 수 있는 

저해제에 대한 연구이다. MEG와 PVCap이 각각 농도에 따라 

하이드레이트 생성에 미치는 영향에 대해 평가하였다. 또한 두 저해제가 

함께 사용되었을 때 나타나는 시너지 억제 효과에 대해서도 연구하였다. 

본 주제에서는 하이드레이트 생성속도와 하이드레이트 생성에 따른 

교반기의 토크의 변화를 보면서, 하이드레이트가 생성됨에 따라 흐름 

유동성을 평가하였다. 특히 MEG와 PVCap이 섞이면서 일어나는 시너지 

효과와 PVCap에 의해 하이드레이트 생성속도가 억제되는 효과를 

알아보았다.  

 

두번째 주제에서는 LNG를 보관하는 50m3 진공단열 탱크에서 

BOG(Boil-off Gas)가 발생할 때 일어나는 조성 변화를 GC(Gas 

chromatography)를 사용하여 BOG의 조성을 실시간으로 확인하였다. 50m3 

탱크에 LNG를 주입한 직후부터 탱크의 압력을 0.08 barg로 고정하고, 

BOG의 조성변화(메탄과 질소)를 실시간 측정하였다. 또한, LNG의 

조성변화를 주기적으로 측정하였다. 측정된 조성 정보, 탱크 내부 온도, 

액체 수위의 변화를 분석하기 위해서 Aspen HYSYS를 이용하여 

모델링을 구성하였다. LNG의 조성 변화는 동적 시뮬레이션을 이용하여 

구현하여, 실제 실험결과와 모델링 결과를 비교ㆍ분석하였다.  

 

세번째 주제는 LNG 간접식 재기화 공정에 대하여 다룬 것이다. 

간접식 재기화 공정에 사용되는 열매체에 대하여 효율적인 열교환을 

일으키는 혼합 열매체의 조성비를 찾고, 다양한 조성비에서 

시뮬레이션의 정확도를 향상시키고자 하였다. R134a와 CO2를 혼합한 

열매체를 실험대상으로 하였고, CO2의 조성비를 기준으로 세가지 
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케이스로 나누어서 실험을 진행하였다. 각 실험에서는 30mL 밀폐 

반응기를 이용하여 VLE를 확보하기 위해 PTy를 측정하고, 동일 장비로 

기포점을 측정하였다. VLE의 경우 -35 ~ 15℃에서 10℃ 간격으로 

기체상의 조성을 측정하고, 기포점의 경우 동일 온도 범위에서 5℃ 

간격으로 측정하여 물성 데이터를 확보하였다. 확보된 VLE 및 기포점 

데이터를 활용하여 R134a + CO2 시스템에서 Peng-Robinson 상태방정식의 

BIP(Binary Interaction Parameter)인 Kij값을 찾았다.  

 

네번째 주제는 하이드레이트를 이용하여 R134a와 CO2를 분리하는 

방법에 대한 연구이다. R134a + CO2 시스템의 다양한 조성에서, 

하이드레이트 형성조건을 평가하였다. 저온 엑스선 회절 분석을 

수행하여 조성에 따른 하이드레이트의 구조를 연구하였다. 분리성능 

실험을 위해 360mL 배치 반응기에 물을 30mL 첨가한 뒤, R134a와 CO2를 

혼합한 열매체의 기체상을 가압하고 하이드레이트를 생성시킨 뒤, 남은 

기체상을 GC를 이용하여 측정함으로써 분리성능을 평가하였다. 

마지막으로 분리 곡선을 그리고, 최대 3단에서 분리가 가능한 분리 

공정의 개략도를 제안하였다.  
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2. NG 생산 : 콜드 리스타트 운영에

서 MEG와 KHI가 하이드레이트 생성

에 미치는 영향 연구 
 

2.1. 연구의 배경 
 

 가스 하이드레이트는 비화학량적 크리스탈 화합물(nonstoichiometric 

crystalline coumpounds)로, 주체 분자로 물 분자들이 격자를 이루고 그 

안에 객체 분자 – 주로 메탄, 에탄, 프로판, 부탄과 같은 석유 화합물 – 

이 객체 분자로 이루어져 있다. [15] 가스 하이드레이트는 객체 분자를 

포함하는 물분자를 저온 고압 환경에 노출시킬 때 수소결합을 통해 

고체형태로 형성된다. 이러한 조건은 해저 유정에서 해상 처리 시설로 

석유가스 유체를 운반하는 배관(flowline)에서 쉽게 나타난다. 해상 석유 

가스 개발이 심해지역에서도 활발히 이루어졌는데, 이 때 해저 배관의 

작동 조건이 가스 하이드레이트가 형성되기 쉬우므로 파이프라인이 막힐 

수 있다. 산업계에서는 이러한 상황을 회피하기 위해 관행적으로 

열역학적 하이드레이트 억제제(Thermodynamic hydrate inhibitors, 이하 

THI)를 주입하여, 유체가 하이드레이트 형성 조건에 다다르지 못하도록 

하였다. 이 방법은 하이드레이트의 형성조건을 변화시켜서 하이드레이트 

생성 위험도를 크게 완화하는 방법이다. 그러나 이 방법은 MEG 대형 

저장 탱크, 고압으로 주입하는 펌프, MEG 주입을 위한 해저 파이프라인 

및 고가의 MEG 재생 공정과 같은 THI 처리 시스템을 수용하기 위해 

상당한 투자가 필요한 실정이다. [19, 20]  

 

대용량의 MEG 주입에서 이 양을 감축하기 위해서 새로운 

하이드레이트 핵 형성 및 성장을 제어할 수 있는 하이드레이트 관리 

전략이 연구되어 왔다. 과량의 THI 주입의 대안으로 개발된 억제제가 

동역학적 하이드레이트 억제제(Kinetic hydrate inhibitors, KHI)이다. KHI는 

수용성 폴리머로, 하이드레이트와 수소 결합할 수 있는 펜던트 그룹과 

소수성 백본(backbone)구조를 가지고 있다. KHI는 하이드레이트 핵을 

형성하기 위한 최소에너지를 증가시키거나 수화물 결정의 표면에 

흡착함으로써 하이드레이트의 형성을 지연시킬 수 있다. [21] 대표적인 

KHI로는 homo-/co-polymers of N-vinyl carprolactam(VCap)과 N-isopropyl 

acrylamide(NIPAM)이 있다. KHI의 성능은 하이드레이트의 과냉각 온도의 



 

 7 

영향을 크게 받는다. 여기서 과냉각 온도란 하이드레이트 평형 온도와 

실제 유체 온도 사이의 차이를 나타낸다. 그 외에도, Anti-

Algglomerants(AAs)는 하이드레이트 형성시 하이드레이트 입자들 

사이에서 상호 작용을 최소화하는 이온성 계면활성제로, 하이드레이트의 

핵 형성을 허용하지만, 입자간의 상호작용을 감소시킴으로써 

하이드레이트 입자끼리의 응집을 방지한다. 분산된 하이드레이트 입자는 

운반할 수 있는 하이드레이트 슬러리를 생성하나, 덩어리의 형성을 피할 

수 있다. 실제로 산업 현장에서 적용된 AA의 몇 가지 예가 있다. [21, 22] 

그러나, AA는 워터컷(watercut, 액체에서 물의 부피비)이 높은(>50%) 

환경에서는 액상의 점도를 높일 수 있기 때문에 사용이 어려울 뿐만 

아니라, 4차 암모늄을 기반으로 한 AA의 경우 생분해가 느리고 독성이 

있어 생체 축적을 유발할 수 있기 때문에 여전히 환경적인 문제가 

제기되고 있다. [21] 하이드레이트 억제제가 존재할 경우 하이드레이트 

생성 타이밍 및 성장 속도를 포함하는 하이드레이트 형성 특성을  

이해하는 것은 하이드레이트 위험 관리 전략의 효과성을 다루는데 

핵심적이다.  

 

해양 석유 및 가스 분야에서 KHI 와 AA를 많이 적용했지만, MEG는 

여전히 해양 배관 유동에서 하이드레이트에 의한 막힘을 방지하는 

신뢰할 만한 솔루션이다. 하이드레이트에 의한 배관 막힘을 피하기 위해 

요구되는 MEG의 농도는 심층수 혹은 극지방의 경우 50wt% 이상일 수 

있으므로, MEG 농도를 감소시킬 수 있다면 상당한 투자비용을 절감할 

수 있다. 이전 연구에서는 MEG의 under-inhibition 컨셉을 이용하여 

하이드레이트의 성장 속도는 하이드레이트의 형성을 완전히 피하는데 

필요한 양보다 소량의 MEG 농도에서 컨트롤이 가능하다고 제안하였다. 

[5, 6, 23] 하이드레이트 형성을 열역학적으로 완전히 피하기 위한 MEG 

농도는 42wt% 였지만, 20wt%의 MEG를 첨가한 결과 액상의 

하이드레이트 생성비율은 28 vol% 미만이었고 이 때 유동저항(resistance-

to-flow)은 무시할 만한 수준으로 떨어졌다. Hemmingsen et al., Li et al., 

Akhfash et al.에 의해서도 유사한 연구가 이루어졌다. [24-26] 그러나, under-

inhibition 상황이 정지(shut-in)와 콜드 리스타트(cold restart) 작동 

상황에서도 적합한지에 대한 연구는 아직 진행되지 않았다. 해저 

배관(flowline)의 정지(shut-in)가 진행되는 동안, 탄화수소 유체의 온도와 

압력은 하이드레이트 형성 조건으로 이동할 수 있다. 천연가스와 

컨덴세이트, 그리고 물이 공존하는 배관은 3상으로 존재하고, 멈춰있는 
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배관 안에서 층으로 분리될 것이다. 플로우룹(Flowloop) 실험에서는 

정지(shut-in)가 진행되는 동안 기름/컨덴세이트와 물 사이의 계면에 가스 

하이드레이트가 얇은 층으로 형성되었다고 제시했지만, 결국에는 

차가워진 유체의 콜드 리스타트(cold restart)는 액상에서 하이드레이트 

입자의 빠른 성장과 하이드레이트 막힘의 형성을 초래하였다. [27] Aman 

et al.은 유체를 섞으면서 온도를 천천히 낮추는 것보다 정지(shut-in)한 

상태에서 온도를 낮추고 리스타트하는 경우의 하이드레이트 생성 속도가 

최대 10배 빠르다는 것을 보여주었다. [28] 이 연구팀은 레이놀즈 수가 

증가함에 따라 동역학적으로 제한되었던 초기 성장속도가 증가했으며, 

하이드레이트 필름에 가해지는 초기 전단력이 증가할수록 하이드레이트 

입자의 빠른 성장을 촉진할 수 있는 작은 조각들로 나뉘는 경항이 

있었다고 제시했다. 산업계의 보고서에는 하이드레이트 막힘 형성 

위험은 형성 속도가 거의 즉각적이고 제한시간이 매우 짧기 때문에 콜드 

리스타트(cold restart) 상황에서 위험도가 훨씬 더 높을 것으로 예측했다. 

Mehta et al.은 정상 생산 작업 중에 하이드레이트 형성이 시작된 이후 

해저 배관(flowline)에서 거의 5일 동안 지속적인 압력증가를 보고하였다. 

[29] 배관(flowline)에 메탄올을 임시로 주입할 경우 하이드레이트 막힘이 

제거되고 정상적인 가스 생산이 가능했다. [30] Kashou et al.은 10인치 가스 

파이프라인에서 콜드 리스타트(cold restart)시 하이드레이트 막힘으로 

인해 1시간 이내에 배관 막힘 현상이 있었다고 보고했다. [30] 이 

연구팀은 하이드레이트에 의한 막힘을 해결하고 가스 생산을 재개하는데 

3일을 소모했다. 하이드레이트 막힘을 제거하기 위한 후속 절차는 

사전에 준비되어 있어야 하고, 신속하게 시작되어야 한다. [31-33] 따라서 

본 연구의 주된 목적은 콜드 리스타트(cold restart) 작동이 일어나는 동안 

MEG에 의한 저해 억제 효과를 검증하기 위해 하이드레이트 생성 시간, 

성장 속도, 하이드레이트 생성비율 및 유동 저항(resistance-to-flow)을 

포함 하이드레이트 형성 특성을 조사하고자하는 것이다.  

 

이전 연구에서는 탄화수소 유체와 하이드레이트 입자를 일정한 회전 

속도로 혼합하면, 그때 필요한 모터의 토크가 크게 증가하여 

하이드레이트 입자의 응집 혹은 침적이 있을 때 흐름 저항의 증가가 

일어남을 보였다. [5] 유동 저항은 워터컷(watercut) 60% 혼합물에서 가장 

심한 유동을 보였다. Aman et al.은 cyclopentane 상의 하이드레이트 

입자사이에 물이 존재할 때 응집력이 크게 높아지는 것을 입증했다. [34] 

이 원인은 입자들 사이에 하이드레이트-브릿지를 형성함으로써 
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하이드레이트 입자의 소결이 향상되어 유발된다. 최근 Akhfash et al.은 

부분적으로 분산된 시스템에서 상의 계면을 파괴함으로써 하이드레이트 

막힘 형성을 하는 새로운 개념적 메커니즘을 제안하였다. [35, 36] 또한, 

FBRM(Focused Beam Reflectance Measurement, 실시간 입자크기 분석) 

측정은 거시적 측정 기술로부터 추론된 것보다 훨씬 더 낮은 

하이드레이트 농도에서 이동하는 하이드레이트 베드의 개시가 발생할 수 

있음을 시사하였다. 슬러리의 밀도 및 입자 길이 분포의 변화는 슬러그 

흐름에서 응집이 가장 높았고, annular flow에서 침적이 가장 높음을 

보였다. [37] 고압 rocking 반응기 연구에서는 반응기의 벽에 대한 

하이드레이트의 상대 운동 및 하이드레이트 덩어리의 최종 형태가 유동 

시스템에서 하이드레이트 침착 특성의 2가지 중요한 요소로 밝혀졌다. 

[38] 따라서 본 연구에서는 층화, 부분 분산 및 완전 분산 시스템에서 

하이드레이트 막힘 형성 메커니즘을 이해하는 것이다. 고압 반응기를 

사용하여 서로 다른 혼합 속도에서, 탄화수소 유체의 상 분포를 

모사하고, 토크의 변화를 모니터링하면서 가스 하이드레이트의 

형성과정을 관찰하였다.  

 

이 연구는 상 분포 조건을 변화시키면서, 콜드 리스타트(cold restart) 

작업에서 하이드레이트 막힘 형성을 관리할 때 under-inhibition 효과를 

조사하기 위한 첫번째 연구이다. 하이드레이트가 형성되는 동안 가스의 

하이드레이트화 속도 및 토크 변화를 측정하여 수용액상에 하이드레이트 

억제제가 없는 경우와 MEG 및 KHI의 혼합물을 조합한 경우의 

하이드레이트 형성 과정에 대해 연구하였다.  
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2.2. 실험 과정 
2.2.1. 실험 장치 개요 

 

본 연구에서는 고압 반응기를 사용하였으며, 자석 형태의 교반기와 

임펠러가 부착되어있다. 부피 510mL인 반응기에 총 200mL 부피의 

액체를 주입하였으며, 반응기의 온도 제어를 액체 항온 수조에 넣었다. 

온도 측정은 백금 저항 온도계를 사용하고, 0.15 °C의 오차로 반응기 

내부의 온도를 관찰했다. 압력은 0-200 bar 범위에서 오차가 0.1 bar인 

압력계로 측정되었다. 액상의 활발한 혼합을 위해, BLDC 90 모터와 

결합된 단단한 샤프트(shaft)와 결합된 2날 임펠러가 사용되었으며, 

위치는는 샤프트의 바닥에 설치되었다. 백금 코팅 커넥터가 있는 토크 

센서(TRD-5KC)는 0.3%의 불확실도를 가지고 있다. 회전축에 적용된 

비틀림 정도와 이를 측정하고 신호를 전달하는 힘을 제공하기 위해 슬립 

링(slip ring)이 사용되었다. 하이드레이트가 형성되기 이전의 유체에 

걸리는 토크는 평균적으로 5 Nㆍcm이고, 하이드레이트 형성 후 10 ~ 40 

Nㆍcm로 증가하므로 토크센서의 용량은 가장 작고 정확도가 높은 

센서를 선택했다. Huo et al.은 고압 장치에서 하이드레이트 플러그의 형성 

지표로서 모터 전류를 제안하였다. [39] 일단 플러그가 형성되면, 

임펠러는 하이드레이트 플러그와 탄화수소 유체 사이의 마찰을 극복하기 

위해 더 높은 토크 혹은 모터 전류를 공급할 필요가 있다. Akhfash et al.과 

Aman et al.은 모터 전류의 변화를 측정하여, MEG 수용액의 유동학적 

특성 변화를 조사했다. [22, 35] 온도, 압력 및 토크 데이터는 DAQ 

시스템을 통해 기록되었다. 모터 및 토크 센서의 안정성을 확보하기 

위해, 하이드레이트 형성 과정에서 토크 값이 50 Nㆍcm보다 높아지면 

모터를 정지시키는 안전 잠금 장치가 설치되었다.  

 

2.2.2. 실험 재료와 실험 과정 
 

이 실험에 사용된 합성 천연 가스의 조성은 90.0 mol% 메탄, 6.0 mol% 

에탄, 3.0 mol% 프로판 및 1.0 mol% n-부탄으로 구성되었고, 스페셜 

가스사로부터 공급받았다. 순도 99.5 mol%의 MEG 및 순도 99.9 mol%의 

증류수는 Sigma-Aldrich제품이 사용되었다. Luvicap® EG HM은 MEG 

60wt%와 PVCap 40wt%로 구성되어 있으며, BASF에서 제공했다. 반응기에 

200mL의 액상을 주입하는 것으로 실험을 시작하였다. 천연 가스로 

반응기를 3회 퍼지(purge)한 후, 반응기를 600 rpm에서 교반하면서 
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24℃에서 110bar로 가압하여 액상을 가스로 포화시켰다. 압력 및 온도가 

정상상태에 도달하면, 혼합을 중단하고 반응기를 1시간 내에 4℃까지 

냉각시켰다. 하이드레이트 형성 조건에서 정지(shut-in) 상황을 모사하기 

위해 교반시키지 않은 상태에서 10시간 동안 유지하였다. 10시간의 

정지(shut-in) 후, 콜드 리스타트 작업 동안 다양한 상 조건을 모사하기 

위해 200, 400, 600 rpm으로 리스타트를 수행하였다. 이 3가지 실험은 

하이드레이트 생성 시간, 과냉각 온도 및 하이드레이트 전환율을 

측정하고, 하이드레이트 형성 및 수송 경향에 대한 일관된 통계를 얻기 

위해 실험이 반복되었다. 하이드레이트 막힘 형성을 완료하고 압력이 

정상상태에 도달할 때까지 충분한 시간을 기다렸다. Under-inhibition과 

시너지 억제를 실험하기 위해 20wt% MEG, 10wt% MEG, 0.4wt% PVCap 및 

10wt% MEG + 0.4wt% PVCap을 첨가하여 총 36번의 실험을 수행하였다. 

아래 Table 1은 본 연구에서 수행된 실험케이스들을 정리한 표이다. 

유체의 초기 레이놀즈 수(Re)는 아래수식을 사용하여 각각의 

혼합환경으로부터 계산되었다. 

 

 𝑅𝑒 =  
𝜌𝑉𝐷2

𝜇
                                                   (2.1) 

 

위 수식에서 𝜌  = 유체의 밀도, V = 교반 속도, D = 교반기의 반지름, 

𝜇  = 점도를 나타낸다. 600rpm에서, 물과 데칸이 균일한 에멀젼을 

형성한다고 가정하고 에멀젼의 점도는 Phan-Thien 및 Pham에 의해 

개발된 방정식으로부터 계산되었다. [40] Phan-Thien의 에멀젼 점도 계산 

모델은 아래와 같다. 

(1 − 𝑣)−1 =  (
2∙𝜂𝑟+(5∙

𝜂𝑤
𝜂𝑜

)

2+(5∙
𝜂𝑤
𝜂𝑜

)
)

3/5

∙ 𝜂𝑟
2/5        (2.2) 

 

여기서 v = 워터컷(watercut), 𝜂𝑟  = 에멀젼 상태의 기름과 기름의 

점도비(
𝜂𝑒𝑚𝑢𝑙𝑠𝑖𝑜𝑛

𝜂𝑜𝑖𝑙
 ),  𝜂𝑜  = 기름의 점도, 𝜂𝑤  = 물의 점도를 의미한다. 위 

방정식을 만족하는 𝜂𝑟  값을 계산하여, 완전 분산 상태의 에멀젼의 

점도를 계산하였다. 그 후, 평균 밀도와 함께 위 레이놀즈 수 방정식에 

대입하여 600 rpm에서의 레이놀즈 수를 계산하였다. 200과 400rpm에서는, 

상의 분리가 일어나기 때문에 물과 데칸에 대해서 각각 레이놀즈 수를 

계산하였다. [35] 
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Table 1. Various experimental conditions at watercut 60%. 

 

Systems 
Pinitial 

(bar) 

Tinitial 

(oC) 
RPM 

Phase 

distribution 

Initial Reynolds 

number 

(water/decane) 

Water + decane 

109.8 23.5 200 Stratified 12369/15934 

109.8 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

109.7 23.4 600 Fully dispersed 12704 

MEG 20.0 wt% 

solution + decane 

109.8 23.4 200 Stratified 12369/15934 

110.2 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

109.9 23.5 600 Fully dispersed 12704 

MEG 10.0 wt% 

solution + decane 

110.6 23.7 200 Stratified 12369/15934 

109.8 23 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.1 23.2 600 Fully dispersed 12704 

PVCap 0.4wt% 

solution + decane 

110.45 23.7 200 Stratified 12369/15934 

110.9 23.7 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.7 23.4 600 Fully dispersed 12704 

(MEG 10.0 wt% + 

PVCap 0.4 wt% 

solution) + decane 

110.4 23.6 200 Stratified 12369/15934 

110.5 23.4 400 Partially dispersed 24731/37906 

110.5 23.5 600 Fully dispersed 12704 
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Figure 1. Example when the shut-in and cold restart operations are 

performed at 400 rpm. (a) Tracking changes in temperature and pressure. 

(b) The rate of hydrate formation and the torque applied to the stirrer. 
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Figure 1은 400rpm의 교반속도에서 물 + 데칸 혼합물에 대한 

정지(shut-in) 및 콜드 리스타트(cold restart) 실험 중 압력, 온도 및 토크 

변화의 예를 보여준다. Figure 1.(a)의 0시간은 실험이 시작된 시간을 

나타내며, 냉각과정은 20분부터 시작되었다. 반응기의 온도가 목표 

온도인 4℃에 도달한 후, 10시간동안 기다린 후 400rpm의 속도로 콜드 

리스타트(cold restart)를 한 케이스다. 하이드레이트 형성은 가스의 소비와 

함께 하이드레이트 형성의 발열반응으로 인한 온도 ‘kick’과 함께 급격한 

압력의 감소를 동반한다. 이 현상에 대한 분석은 Figure 1.(b)에서 표시한 

것처럼 하이드레이트의 성장 및 토크 변화로 수행되었다. 액상에서 

하이드레이트 입자의 생성과 응집이 일어나고, 이것이 벽에 퇴적될 때, 

Figure 1.(b)에 나타난 것처럼 토크가 증가하고 파동이 발생하였다. 

하이드레이트 형성의 초기 단계에서 토크가 증가하고, 액상의 

하이드레이트 생성비율이 15%에 도달하면 모터가 정지함과 함께 

하이드레이트가 급증하였다. 액상에서 발생한 하이드레이트의 

생성비율은 하이드레이트가 형성되는 동안 소비된 기체의 양으로부터 

계산되었고, 액상의 하이드레이트 입자의 분리 (bedding), 

응집(agglomeration) 및 침착(deposition)의 영향은 하이드레이트의 

생성비율에 대한 토크 변화로부터 분석하였다. 소비된 가스는 

하이드레이트 형성이 없는 상태를 가정한 압력과 실제 측정된 압력과의 

차이로부터 계산되었으며, [41] 다음과 같은 식을 적용했다: 

 

Δ𝑛𝐻,𝑡 = (
𝑃𝑐𝑎𝑙𝑉𝑐𝑒𝑙𝑙

𝑧𝑅𝑇
)

𝑡
− (

𝑃𝑒𝑥𝑝𝑉𝑐𝑒𝑙𝑙

𝑧𝑅𝑇
)

𝑡
      (2.3) 

 

여기서 Δ𝑛𝐻,𝑡 는 특정 시간에 하이드레이트 형성을 위한 가스의 

몰수이며, Pcal은 하이드레이트 형성이 없는 상태에서 계산된 압력, Pexp는 

측정된 압력, Vcell은 반응기에서 기체 부분의 부피, z는 Cubic Plus 

Association 상태방정식에 의해 계산된 압축 인자다. 또한 R은 이상기체 

상수, T는 기체의 온도이다. Figure 1.(b)에서 볼 수 있듯, 하이드레이트 

생성비율은 증가하나 하이드레이트 생성비율 7% 및 15%에서 

변곡점들이 나타나는 것을 확인할 수 있다. 하이드레이트 성장속도는 

다음과 같이 하이드레이트 형성의 특성을 설명하기 위해 특정시간 

간격내에서 하이드레이트 생성 곡선의 기울기로 계산하였다:  
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dϕ

𝑑𝑡
= (

𝜙𝑖+1−𝜙𝑖

𝑡𝑖+1−𝑡𝑖
)

𝑡=𝑖+1
   (2.4) 

액상에서 데칸과 물의 상 분포는 고압 반응기의 임펠러 속도에 따라 

달라진다. 아래 Figure 2에서 표시된 것처럼, 액상에서 워터컷(watercut) 

60%로 유지하면서 각 임펠러 속도에 대한 상 분포를 육안으로 

관찰하였다. 데칸을 녹색으로 염색한 후, 물과 데칸 혼합물을 200에서 

600rpm으로 혼합하는 동안 이미지를 촬영하였다. 200rpm의 경우 물과 

데칸은 분리되어 층류화하는 것을 관찰할 수 있었다. 400rpm으로 

교반속도를 증가하자 물과 데칸사이의 경계가 혼합되었지만, 여전히 

부분적으로 분산되는 데칸과 함께 혼합되지 않는 물/데칸이 존재했다. 

마지막으로 600rpm의 경우 물과 데칸 상이 모두 완전히 혼합되었고 

균질하고 완전하게 분산되는 것을 확인하였다. 육안 관찰에 기초하여 1) 

물 + 데칸 혼합물, 2) MEG 수용액 + 데칸 혼합물, 3) PVCap 용액 + 데칸 

혼합물, 4) MEG + PVCap 수용액 + 데칸 혼합물에 대해 200, 400, 600 

rpm에서 콜드 리스타트(cold restart) 실험을 수행하였다.  

 

 

 

Figure 2. Phase observation results when mixing at 200, 400, 600 rpm in a 

water + decane watercut 60% mixture. The liquid dyed in green is decane. 
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2.3. 실험 결과 및 토의 
 

2.3.1. 콜드 리스타트 실험 동안의 하이드레이트 막

힘(blockage) 형성 
 

아래 Table 2와 Figure 3은 각 임펠러 속도에서 물과 데칸 혼합물에 

대한 실험 결과를 나타낸다. 혼합물이 이미 약 10시간 동안 100bar 및 

4℃에서 유지됨에 따라, 혼합된 유체에서는 빠른 하이드레이트 형성이 

일어났다. Table 2는 3번 반복 실험에 대한 평균값을 나타낸다. 아래 

표에서 각각 다음을 의미한다: i) tonset – 하이드레이트 생성시간, ii) Φtran – 

토크가 증가하기 시작하는 시점의 하이드레이트 전환율, iii) Φfinal - 실험 

종료 시점의 최종 하이드레이트 전환율, iv) tplug – 하이드레이트 플러그에 

의해 모터 안전장치가 작동하여 실험이 중단되는 데 걸리는 시간, v) 

dϕ/dt – 초기 하이드레이트의 성장 속도. 상대 토크값은 하이드레이트가 

없는 상황에서 측정된 토크에 대하여, 하이드레이트가 생성됐을 때 

토크값의 비율로 계산되었다. 평균 생성시간은 200, 400, 600 rpm에 대하여 

각각 0.58, 0.17, 0.08 분으로 점점 줄어들었다. 이와 같이 하이드레이트는 

리스타트 직후 1분안에 즉시 형성되어 빠르게 성장했다. 아래 표 및 

그림서 보여준 것처럼, 계산된 초기 성장속도는 200 rpm에서 1.49 hr-1이고, 

400 rpm 및 600 rpm에서 각각 1.91 및 2.18 hr-1로 증가하였다.  

 

Figure 3.(b)-(d)는 하이드레이트 전환율에 대한 하이드레이트 생성 

시작 후의 상대토크의 변화를 보여준다. 토크는 하이드레이트 형성의 

초기 단계에서 비교적 안정적이지만, 하이드레이트 전환율이 전이값보다 

커지는 순간 크게 상승하거나 흔들리기 시작했다. 토크의 증가는 전이가 

일어나는 하이드레이트 전환율을 의미하는 Φtran 에서부터 일어나기 

시작했다. 200 rpm의 경우 Φtran = 6% (층화됨)이었다. 전이가 일어난 후, 

모터가 정지하기 전까지 토크 값의 일정한 상승 및 하강이 두 번 

반복되는 것을 확인하였다. 최종 하이드레이트 전환율(Φfinal)이 11%일 때, 

유동에 대한 높은 저항으로 인해 모터가 안전장치를 통해 정지했으므로 

하이드레이트 슬러리를 더 이상 혼합할 수 없었다. 부분 분산이 일어난 

400 rpm의 경우, 토크는 전이 하이드레이트 전환율인 7%에서 일정한 

상승 및 하강이 아니라 펄스 형태를 보여주었다. 토크 피크의 크기는 

매우 심각하지는 않았지만, 하이드레이트 전환율 14%에서 상당한 

토크와 함께 모터가 갑자기 정지하였다. 600 rpm(완전 분산)의 경우 
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0.08보다 높은 하이드레이트 비율에서 토크 피크가 심해졌고, 

하이드레이트 비율이 0.21에 도달하면 토크 서지에 의해 모터가 

정지되었다. Table 2 및 Figure 3.(b)-(d)는 Figure 3.(a)의 하이드레이트 

생성곡선의 기울기에 해당하는 하이드레이트 생성속도 dФ/dt의 변화를 

나타낸다. 초기 성장 속도는 하이드레이트 생성이 시작된 직후가 가장 

높았고, 정상상태에 도달하기 전까지 선형으로 감소하였다. 흥미로운 

점은, 성장속도가 정상값에 도달한 후 토크가 상승하거나 변동하기 

시작했다는 점이다. 하이드레이트 형성의 초기 단계는 가스 분자가 

성장하는 하이드레이트 입자로의 물질 전달로 인해 점점 줄어드는 

것으로 보인다. 그러나, 하이드레이트 전환율이 전이 상태 Φtran에 

도달했을 때, 이들의 성장은 하이드레이트 입자의 응집 및 침착에 의해 

크게 영향을 받았으며, 이는 하이드레이트 형성을 둔화시키는 영향이 

되었다.  

 

이러한 결과는 하이드레이트 막힘 형성의 메커니즘이 임펠러 속도, 

즉 시스템의 난류 정도에 따라 크게 영향을 받았다는 것을 의미한다. 

Joshi et al.은 플로우룹(flow loop)의 실험결과에서, 유체상의 하이드레이트 

층의 형성이 반응기의 임펠러 속도와 동일한 수준만큼 유량을 

증가시킴으로써 지연되었음을 보여주었다. [27] Akhfash et al.은 고압 

반응기 내의 유동성 증가를 유발하는 하이드레이트 전환율을 보고했는데, 

이 때 임펠러의 속도를 300rpm에서 900rpm으로 증가시키면 Φrapid growth 가 

0.03에서 0.25로 증가했다. [26, 35] Aman et al. 또한 반응기를 사용한 콜드 

리스타트(cold restart) 실험에서 일관된 결과를 보고했다. [28] Figure 2에서 

보여주듯, 200 rpm에서 층화 흐름이 관찰되고, 400 rpm에서 부분분산 

흐름으로 발전했다. 이어서 600 rpm에서 완전 분산된 것을 확인할 수 

있었다. 하이드레이트 생성 및 성장은 데칸-물 계면에서 개시될 것이며, 

층화 및 부분 분산의 경우는 완전 분산보다 더 작은 계면 영역을 가질 

것이다. 더욱이, 높은 임펠러 속도는 수상에 분산된 데칸 방울에 더 높은 

전단 속도를 주고, 모세관 브릿지에 의해 데칸으로 끌어당겨지는 

하이드레이트 입자들 사이의 응집력을 효과적으로 분산시키는 효과를 

준다. 이 때문에 최종 하이드레이트 전환율은 완전 분산 시스템인 600 

rpm에서 21%로, 11% 이었던 층화 시스템(200 rpm)일 때 보다 더 높았다.  

 

하이드레이트 막힘은 200 rpm에서 13.9분안에 완료되었고, 400 

rpm에서 약간 늘어난 18.8분에 완료되었다. 600 rpm의 경우 2배가량 
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증가한 42.2분에 막힘으로 인해 모터가 멈췄다. 앞에서 언급했듯이, 

하이드레이트 입자 분산에 가해지는 높은 전단속도는 하이드레이트 

플러그의 형성을 지연시킬 수 있었지만, 액상에서 더 많은 

하이드레이트가 관찰되었다. 이전 연구에서는 하이드레이트 형성은 물과 

데칸 혼합물 – 워터컷(watercut) 60%에서 지속적인 교반 조건에 대하여 

연구했다. [5] 당시 임펠러 속도는 600 rpm으로 고정이었고, 이때 초기 

성장속도는 0.47 hr-1, Φtran = 7%, Φfinal = 27%이었다. 지속적인 교반을 한 

경우 하이드레이트 전환율은 콜드 리스타트(cold restart) 상황과 

비슷하지만 시간이 매우 다르게 나타난다. 지속적인 교반의 경우 

생성시간은 22.5분이었고 실험 지속시간의 경우 하이드레이트에 의한 

막힘없이 300분에 도달하였으며, 이 때 심한 토크 피크가 관찰되었다. 

그러나 콜드 리스타트(cold restart)의 경우, 생성시간은 0.08분이고 

하이드레이트에 의한 막힘현상은 42.2분 이내에 일어났다. 동일한 임펠러 

속도가 적용되었지만, 콜드 리스타트(cold restart) 조건에서 하이드레이트 

형성 및 성장이 훨씬 빨라 모터가 정지될 수 있는 높은 

유동저항(resistance-to-flow)을 가져왔다. 앞에서 언급하였듯 최대 

토크값이 49 Nㆍcm에 도달할 경우 정지하도록 세팅되었다. 
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Table 2. Hydrate growth results of water + decane mixture according to RPM. 

(Experimental results are averages of 3 experiments, and values in 

parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate (RPM) ΔTsub (oC) 
tonset 

(min) 
Фtran Ф final tplug(min) 

dФ/dt  

(hr-1) 
 

200 

13.3 

0.58 

(0.12) 

0.06 

(0.00) 

0.11 

(0.02) 

13.9 

(1.52) 

1.49 

(0.21) 

 

400 
0.17 

(0.02) 

0.07 

(0.01) 

0.14 

(0.05) 

18.8 

(1.01) 

1.91 

(0.11) 

 

600 
0.08 

(0.01) 

0.08 

(0.02) 

0.21 

(0.12) 

42.2 

(7.50) 

2.18 

(0.25) 

 

 

 

 

 

 

Figure 3.(a) Hydrate formation curves of water + decane mixture. Hydrate 

growth rate and relative torque according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, 

(c) 400 rpm, (d) 600 rpm.  
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2.3.2. MEG가 포함된 under-inhibition 조건이 하

이드레이트 막힘 형성에 미치는 영향 
 

콜드 리스타트(cold restart) 작업을 하기 전에 하이드레이트에 의한 

막힘을 피하기 위해 산업에서는 관행적으로 정지(shut-in)를 수행하기 

직전에 대량의 MEG 혹은 메탄올을 주입하거나, 하이드레이트 형성 온도 

이상으로 해저 배관을 예열하기 위해 dead oil을 순환시킨다. 많은 양의 

MEG를 사용하는 것은 많은 비용이 소요되며, dead oil의 순환을 위해서는 

해양 플랫폼의 정지(shut-in) 시간이 추가로 필요해지게 된다. 콜드 

리스타트(cold restart)는 탄화수소 유체를 해상 플랫폼으로 빠르게 

유동시키는 가장 쉬운 방법이지만, 콜드 리스타트(cold restart)에는 

하이드레이트의 생성속도가 빠르므로 하이드레이트에 의한 배관 막힘의 

위험도가 증가한다. 본 연구에서는 하이드레이트 막힘 형성을 관리하기 

위해, 먼저 하이드레이트 형성을 완전히 억제하는 것보다 적은 양의 

MEG를 주입하는 under-inhibition 컨셉을 적용하고자 한다. 하이드레이트 

평형 조건은 MEG의 농도에 따라 변할 수 있기 때문에, 하이드레이트 

형성을 위한 열적 구동력이 감소할 수 있고 하이드레이트 전환율 또한 

자체적인 억제 효과를 통해 일정 부분 감소할 수 있다. [6, 23] MEG의 

농도를 낮추면 주입량이 줄어들어 해양 플랫폼의 운영 비용이 절약된다. 

특히 갈색 산업에서 경제적 이점을 가져다준다. MEG를 이용한 full-

inhibition을 위해서는, 본 연구의 실험조건을 기준으로 아래 Figure 4에서 

보여준 것처럼 42.0 wt% 이상의 MEG를 주입해야한다. 그러나 본 

연구에서는 MEG 20.0 wt%와 10.0 wt%로 낮춰서 억제 성능 실험 및 

평가를 수행할 것이다.  
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Figure 4. Changes in the hydrate formation curve according to the 

temperature and pressure conditions of the fluid used in the experiment and 

the amount of MEG injection. 

Table 3은 임펠러의 속도에 따른 MEG 20.0 wt% 수용액 + 데칸 

혼합물의 하이드레이트 성장속도 실험 결과를 나타낸다. 20.0 wt% MEG 

수용액에서, 하이드레이트 생성시간은 완전 분산 시스템에서 3.3분으로 

측정되었으나, 부분분산 시스템에서는 645.7분으로 크게 증가하였다. 

층화 시스템의 경우 10시간 동안 하이드레이트의 형성이 관찰되지 

않았다. 수상에서의 MEG의 존재로 인해 과냉각 조건은 20.0wt% MEG 

용액에서 7.2℃ 였으며, 순수한 물에서 같은 조건인 13.3℃의 절반이었다. 

하이드레이트 결정의 핵 생성은 물과 가스 분자의 국소조직에 의해 

개시되므로, 난류의 정도는 핵 형성 확률에 영향을 미칠 수 있다. 핵 

형성이 일어나면 하이드레이트는 완전 분산 시스템의 경우 1.86 hr-1, 

부분 분산의 경우 2.23 hr-1의 속도로 빠르게 성장했다.  

 

MEG는 하이드레이트 핵 형성을 지연시킬 수 있지만, Figure 5.(a)에 

묘사된 것처럼 성장속도에 대한 영향은 크게 없다. 최종 하이드레이트 

생성 비율은 물 전환율 기준으로 25.1%이고, 이 때 MEG의 농도는 

24.1wt%까지 증가한다. Figure 5.(b)-(c)는 MEG 수용액과 데칸 혼합물에서 

하이드레이트 전환율에 대한 토크의 변화를 보여준다. 하이드레이트의 

성장속도는 빠르지만 각각의 교반속도에서 하이드레이트에 의한 토크 
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피크는 관찰되지 않았다. 수상에 20.0 wt% MEG의 첨가는 실험 내내 

하이드레이트 입자들간의 응집을 억제하는 모습을 보였다. 최종 

하이드레이트 전환율은 400 rpm에서 19%, 600 rpm에서 22%에 도달했다. 

이러한 결과는 임펠러 속도, 즉 난류의 정도가 하이드레이트 핵 형성에 

영향을 미치지만, 20.0 wt% MEG 수용액의 성장 속도 및 하이드레이트 

생성 비율에 대한 제한적인 효과를 나타냈다. 성장 속도는 하이드레이트 

형성 초기단계에서 선형적인 감소를 보였으나, 파동과 함께 일정한 

값으로 수렴하는 모습을 보였다. 이것을 전이 하이드레이트 전환율, 

Φtran라고 하고, 그 값은 부분 분산과 완전 분산에 대해 각각 9% 및 10% 

이었다.  

 

MEG의 주입과 함께 상대토크의 파동은 심각하지 않았기 때문에, 

증류수에 비해 성장률이 줄어드는 원인은 다를 수 있다. 성장하는 

하이드레이트 입자는 액상에서 물 분자를 하이드레이트화 시키고, 이로 

인해 MEG 농도의 국소적인 증가를 유도한 것으로 추정된다. 결국 

MEG가 존재할 경우 물질 전달의 제한 및 self-inhibition 효과는 

하이드레이트 성장속도를 함께 감소시키는 원인이 됨을 알 수 있다.  
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Table 3. Hydrate growth results of MEG 20.0 wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 
tonset (min) Фtran Фfinal 

tplug 

(min) 

dф/dt  

(hr-1) 

200 

7.2 

N/A N/A N/A N/A N/A 

400 
645.7 

(135.63) 

0.09 

(0.01) 

0.19 

(0.02) 
N/A 

2.23 

(0.19) 

600 
3.3 

(1.08) 

0.10 

(0.01) 

0.22 

(0.01) 
N/A 

1.93 

(0.02) 

 

 

 

 

Figure 5.(a) Hydrate formation curves for MEG 20.0 wt% aqueous solution 

+ decane mixture at 400, 600 rpm. Hydrate growth rate and relative torque 

according to hydrate fraction. (b) 400 rpm, (c) 600 rpm.  
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10.0 wt% MEG 수용액의 경우, 과냉각 조건은 10.6℃이다. 200 rpm의 

경우 하이드레이트 생성시간은 892.5분, 400 rpm의 경우 6.4분, 600 rpm의 

경우 0.7분만에 발생하였다. 층화 시스템인 200 rpm의 경우에서만 매우 

긴 하이드레이트 생성시간이 관측되었다. Table 4와 Figure 6에 정리했던 

내용과 같이, 하이드레이트 성장속도는 200 rpm의 경우 1.24 hr-1, 400 

rpm의 경우 2.32 hr-1, 600 rpm의 경우 1.98 hr-1이다. 임펠러의 교반 속도가 

증가함에 따라, 성장속도가 함께 증가하고 최종 하이드레이트 생성율도 

더 높게 나타났다. 임펠러 속도가 200에서 400rpm으로 증가함에 따라 

최종 하이드레이트 전환율은 19%에서 26%로 증가했고, 600 rpm으로 

증가시키자 35%에 도달하였다. 물 전환율은 38.7%였고 MEG 농도가 

14.4 wt%로 증가함에 따라 최종 워터컷(watercut)은 49.7%까지 감소하였다.  

 

Figure 6.(b)-(d)는 액상의 하이드레이트 비율이 증가함에 따른 상대 

토크값의 변화를 보여준다. MEG가 존재하는 경우에도 상대 토크는 400 

rpm의 경우 1.9, 600 rpm의 경우 2.5까지 증가했다. 최대 토크값은 600 

rpm의 경우 하이드레이트 생성량은 18%에 도달했지만, 곧 토크값이 

감소하는 모습을 보였다. 하이드레이트의 많은 생성이 일어났음에도 

불구하고, 하이드레이트는 모터를 정지시키는 일 없이 전환율 35%가 될 

때까지 10시간 동안 계속 생성되었다. 이러한 결과는 MEG의 첨가가 

콜드 리스타트(cold restart) 작업에서 하이드레이트 막힘 형성의 위험을 

감소시키지만, MEG 농도가 10 wt%로 감소되는 경우 긍정적인 효과가 

줄어들었다. 변이 하이드레이트 전환율은 200, 400, 600 rpm에서 각각 5%, 

8% 및 13%이었다. Figure 6.(b)-(d)에서 확인할 수 있듯이 성장 속도는 

선형으로 감소한 후, 상대 토크의 요동을 동반하면서 정상상태에 

도달했다.  
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Table 4. Hydrate growth results of MEG 10.0 wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 
tonset (min) Фtran Фfinal tplug (min) 

dф/dt  

(hr-1) 

200 

10.6 

892.5 

(84.52) 

0.05 

(0.01) 

0.19 

(0.01) 
N/A 

1.24 

(0.05) 

400 
6.4 

(1.89) 

0.08 

(0.00) 

0.26 

(0.02) 
N/A 

2.32 

(0.08) 

600 
0.7 

(0.16) 

0.13 

(0.01) 

0.35 

(0.02) 
N/A 

1.98 

(0.09) 

 

 

 
Figure 6.(a) Hydrate formation curves of MEG 10wt% aqueous solution + 

decane mixture. Hydrate growth rate and relative torque according to 

hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 600 rpm. 
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하이드레이트에 의한 막힘 형성은 하이드레이트 결정의 생성, 

물방울에서 하이드레이트의 성장, 이러한 입자들의 응집과 침착으로 

이루어지면서 궁극적으로는 하이드레이트 막힘에 이르게 하는 매우 

복잡한 과정이다. Joshi et al.에 따르면 물이 연속상을 이루는 시스템에서 

하이드레이트 막힘 형성을 이루는 메커니즘은 다음과 같다: 움직이는 

하이드레이드 베드가 물-가스 계면에서 발생하고, 이 때 이 베드는 국소 

유속을 지연시킴으로써 하이드레이트에 의한 막힘이 발생한다. [27] 

그러나, oil-dominant 시스템에서는, 기름 연속상에서 에멀젼화 된 

물방울로부터 하이드레이트가 형성되기 시작하고, 하이드레이트 셸과 

이를 둘러싼 입자들 사이의 응집 상호작용에 의해 다중 입자 응집체가 

형성되게 된다. [42] Aman et al.은 미세역학적 힘은 하이드레이트 입자가 

하이드레이트 코어의 셸(shell)이 평형온도 근처에서 액적상의 유사액체 

층을 통해, 핵으로부터 유출되는 액적들 사이의 액체 교량(bridge)에 의해 

생겨난 모세관 인력을 통해 주로 생성됨을 제안하였다. [43] 

 

본 연구에서 수행된 모든 실험은 워터컷(watercut) 60%에서 

수행되었고, 데칸 상은 200 rpm에서 물과 분리되어 층류화 되었다. 콜드 

리스타트(cold restart)를 시작하고 하이드레이트 생성이 일어나면, 물-데칸 

계면에서의 하이드레이트 입자 형성이 관찰되었으며, 이의 형성 과정은 

물 연속상에서 하이드레이트 형성 메커니즘을 따르고, 이어서 액체상의 

하이드레이트 전환율이 증가함에 따라 하이드레이트의 침착이 

일어나면서 유동저항(resistance-to-flow)이 증가하는 것을 확인하였다. 

수상에서 하이드레이트 입자가 많아지면 하이드레이트에서 분산된 

데칸의 액적이 존재하고, 이들 사이에서 두고 하이드레이트 입자들이 

응집하면서 토크 피크가 발생한다. 하이드레이트 막힘 형성은 침착이나 

입자간의 응집을 막으면 피할 수 있겠지만, 실험 결과에 따르면 

억제제가 없을 경우 하이드레이트 형성비율이 10% 이상일 때 

유동저항(resistance-to-flow)은 모터를 멈출 만큼 높았다. 

 

수상에서 MEG의 존재는 하이드레이트 전환율이 증가함에 따라 

상이한 토크의 변화를 보여준다. MEG 분자는 하이드레이트 입자들 

사이에 액상의 물이 존재하도록 하여, 하이드레이트 입자들 사이에 MEG 

존재할 경우 응집을 일으킬 수 있는 모세관 다리(bridge)의 형성을 

피하기 위한 윤활제 역할을 한 것으로 추정된다. 이들 액체상태의 물 

분자들은 MEG 분자와의 결합을 형성하여, 하이드레이트 형성 과정에 
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참여하지 않았다. 10 wt% MEG 수용액 + 데칸 혼합물에 대한 

하이드레이트 전환율이 15.6%을 초과하는 경우, 하이드레이트 입자의 

응집으로 인해 상대토크가 증가하지만, 이내 안정되었으며, 다중 입자 

응집체가 전단속도로 인해 재배치되는 개연성이 있다. 실험 후, 

반응기로부터 하이드레이트 상을 채취하였고, 물+데칸 혼합물에서보다 

더 깨지기 쉬운 것을 확인하였다. 하이드레이트가 형성되는 동안 MEG 

분자의 역할을 조사하기 위해 더 많은 실험을 수행할 예정이다.  

 

MEG가 존재하면 아래 Figure 7의 개념적인 이미지에 묘사한 것처럼 

하이드레이트 입자를 MEG가 둘러쌓음으로써 하이드레이트 입자의 

응집을 억제할 수 있다. MEG 분자는 하이드레이트 결정 생성에 참여할 

수 없기 때문에, 하이드레이트가 생성되는 동안 국소적으로 MEG 농도 

증가를 초래한다. Mimachi et al.은 cyro-SEM 측정법으로 2.7 wt% NaCl의 

존재 하에 형성된 메탄 하이드레이트를 관찰하였고, 직경이 약 10 μm인 

메탄 하이드레이트 입자가 샘플 전체에 퍼져 있고, 메탄 하이드레이트 

입자 주위가 NaCl로 둘러쌓였음을 입증하였다. [44] 향후 MEG의 self-

inhibition 현상을 완전히 밝히기 위해서는 물과 MEG 분자사이의 상호 

작용 연구가 필요하다. 그럼에도 불구하고, 본 연구의 결과는 

하이드레이트 입자의 성장이 수상에 용해된 MEG에 의해 영향받고 

있음을 보여주고 있다. 
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Figure 7. Molecular structure changes that occur during hydrate formation 

(top) and molecular structure changes that occur when hydrates form in 

MEG aqueous solutions (bottom) 
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2.3.3. 콜드 리스타트 작업에서 KHI를 첨가했을 때 

나타나는 효과 
 

KHI는 하이드레이트 평형 조건을 변화시키지 않는 대신 

하이드레이트 핵 형성을 하기 위한 에너지의 장벽을 증가시키거나 

하이드레이트 결정의 표면에 흡착함으로써 하이드레이트의 형성을 

지연시킨다. PVCap은 펜던트 작용기를 갖는 소수성 백본(backbone)으로 

구성된 수용성 폴리머이며, 이는 하이드레이트 결정의 핵 형성을 

방해한다. 그러나, 과냉각 온도가 14℃ 이상일 경우 성능이 악화될 수 

있다. [21] 따라서 산업계에서는, 특히 콜드 리스타트(cold restart) 상황에서 

KHI를 사용하는 것을 꺼려왔다. 따라서 본 연구에서는 하이드레이트 

생성시간, 성장 속도 및 하이드레이트 전환율 증가에 따른 토크의 

변화를 모니터링함으로써 콜드 리스타트(cold restart)가 수행되는 동안 

KHI의 성능을 조사하기 위한 실험을 수행하였다. Table 5는 PVCap 0.4wt% 

수용액과 데칸 혼합물에 대한 실험결과를 교반속도에 따라 정리한 

내용이다. 혼합물은 10시간동안 하이드레이트 형성 가능 영역내에 

머물러 있었지만, 임펠러의 리스타트시 억제제를 넣지 않았던 

케이스처럼 즉시 하이드레이트가 생성되지 않았다.  

 

Table 5는 실험의 결과를 나타내고, Figure 8.(a)는 콜드 리스타트(cold 

restart) 실험 동안 PVCap이 존재할 때 하이드레이트의 성장을 나타낸다. 

층화 시스템(200rpm)의 경우, 하이드레이트 생성시간은 155.0분이었다. 

PVCap은 하이드레이트 핵 형성을 효과적으로 억제하고, 하이드레이트 

형성의 초기 단계의 성장속도 dϕinitial/dt값은 0.29hr-1로 나타났다. 이전 

실험결과에서는 하이드레이트 성장속도가 선형적인 감소를 나타낸 것과 

달리, PVCap을 첨가한 경우 하이드레이트 전환율이 7%에 도달할 때까지 

초기 하이드레이트 성장속도를 서서히 증가시켰으며, 이 때 최대 

성장속도는 dϕlat/dt = 1.13 hr-1를 기록하며 두번째 단계인 late growth stage가 

관찰되었다. 200 rpm의 경우 Figure 8.(b)에서 확인할 수 있듯이 최종 

하이드레이트 생성률 25%에서 높은 토크로 인한 모터의 정지가 

발생하였다. 이러한 결과는 PVCap이 200 rpm에서 하이드레이트 형성의 

초기단계에서는 핵 형성 및 성장을 억제하는데 효과적이었지만, 

하이드레이트 생성이 지속되면서 그 효능이 상실되었음을 시사한다.  

 

교반속도를 부분 분산 시스템인 400 rpm으로 증가시키면(Figure 8.(c)), 
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하이드레이트 생성시간이 56.5분으로 감소하고 성장속도가 크게 

느려지지 않았음을 확인했다. 초기의 성장속도는 0.46hr-1이었고 

하이드레이트 전환율이 6%보다 높아진 후 토크가 상승하기 시작했다. 

모터의 정지는 일어나지 않았고, 하이드레이트 전환율이 26%에 도달할 

때까지 상대토크값은 약 3으로 유지되었다. 교반속도를 증가시켜서 더 

많은 전단속도를 적용하는 것은 PVCap의 성능에 악영향을 미쳤던 

것으로 보인다. 하이드레이트 성장 속도는 지속적으로 증가하였고 

하이드레이트 전환율 6%에서 가장 높았다. 토크의 증가는 200 rpm에서와 

같이 성장속도가 감소하면서 일어났다.  

 

완전 분산 시스템인 600 rpm(Figure 8.(d))의 경우, 하이드레이트 

생성시간은 4.2분이었고, 초기 성장속도는 0.97 hr-1로 빠르게 성장하였다. 

하이드레이트의 형성이 빨라지면서 토크 증가 또한 빨라지고, 

하이드레이트 전환율이 14%에 도달할 때 토크값은 12에서 50Nㆍcm로 

높은 토크 피크가 관찰되었다. 흥미롭게도, 모터는 하이드레이트 

슬러리를 정상적으로 교반했고 하이드레이트 형성에 따른 긴급정지 

현상이 나타나지 않았다. 실험 종료시 최종 하이드레이트 전환율은 

30%이었다. 하이드레이트 성장 속도는 하이드레이트 형성의 초기 

단계에서 가장 높았으며, 하이드레이트 전환율이 14%에 도달했을 때 

late growth가 발생하는 것이 관찰되었다. 이러한 결과는 PVCap이 낮은 

전단 속도 및 층화 조건에서는 효과적으로 작용했지만, 하이드레이트 

생성이 계속되어 일정 생성율에 다다르면 하이드레이트에 의한 막힘이 

발생할 수 있음을 시사하였다. 또한 높은 전단속도를 가지는 완전 분산 

시스템에서는, PVCap은 하이드레이트 생성시간이 200 rpm에 비해 

단축되고 초기 성장속도가 빨라지기 때문에 기대하는 효능은 나타나지 

않았지만 하이드레이트에 의한 막힘은 일어나지 않을 수 있음을 

시사한다.  
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Table 5. Hydrate growth results of PVCap 0.4wt% aqueous solution + decane 

mixture according to RPM. (Experimental results are averages of 3 

experiments, and values in parentheses are standard deviations.) 

 

 

 

 

Figure 8.(a) Hydrate formation curves of 0.4 wt% aqueous solution of 

PVCap + decane mixture at 200, 400, 600 rpm. Hydrate growth rate and 

relative torque according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 

600 rpm. 

  

Mixing 

rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 

tonset 

(min) 
Фtran Фfinal 

tplug 

(min) 

dфinitial/dt  

(hr-1) 

dфlat/dt  

(hr-1) 

200 

13.3 

155 

(71) 

0.08 

(0.02) 

0.25 

(0.02) 

312 

(121) 

0.29 

(0.05) 

1.13 

(0.12) 

400 
56.5 

(20.3) 

0.06 

(0.01) 

0.26 

(0.01) 
N/A 

0.46 

(0.00) 

0.13 

(0.13) 

600 
4.16 

(0.8) 

0.07 

(0.02) 

0.30 

(0.08) 
N/A 

0.97 

(0.01) 

0.47 

(0.16) 
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이전의 논문에서는 0.5 wt% PVCap 용액에 10.0 wt% MEG의 첨가가 

향상된 하이드레이트 억제 성능, 즉 하이드레이트 생성시간 증가 및 

억제된 토크를 보여주었다. [5] 본 연구에서, 우리는 MEG 10.0 wt%와 

PVCap 0.4 wt% 용액 및 데칸 혼합물에 대한 콜드 리스타트(cold restart) 

실험을 수행하였다. 하이드레이트 평형조건이 바뀌었기 때문에, 관찰된 

하이드레이트 생성시간은 Table 6에서 보여준 것처럼 200, 400, 600 

rpm에서 각각 194.8분, 206.6분 및 181.4분으로 MEG가 없는 시스템보다 

훨씬 길었다. 층화 (200 rpm)와 부분 분산 (400 rpm) 시스템은 Figure 

9(a)에서 묘사한 것처럼, late stage 성장속도 dϕlat/dt는 하이드레이트 형성의 

후기 단계에서 0.19 hr-1 및 0.18 hr-1로 각각 관측되었다.  

 

MEG + PVCap 수용액은 토크 증가가 거의 일어나지 않았고 

하이드레이트 전환율은 최종적으로 각각 27%, 23%에 도달하였다. Figure 

9.(b), (c)의 200, 400 rpm에서 약간의 토크 증가를 보이지만, 토크는 곧 

안정적인 값으로 돌아왔다. Figure 9.(d)의 완전 분산 (600 rpm)의 경우 

하이드레이트 성장의 초기 단계에서 30시간 동안 느린 성장이 

관찰되었으며, 하이드레이트 전환율이 4%에 도달할 때 late stage 성장이 

발생하였다. 이때 성장속도는 5%에서 0.11 hr-1로 두배가량 증가하였다. 

이 결과는 MEG 및 PVCap이 하이드레이트 생성 시간이 길어지고 

하이드레이트 플러그를 피하기위해 유동저항(resistance-to-flow)이 매우 

낮아지는 등 하이드레이트 막힘을 억제해주는 시너지 효과를 보였다. 

그러나, MEG + PVCap 수용액에서 하이드레이트 성장을 육안으로 관찰한 

결과 의도치 않은 하이드레이트 침적에 대한 위험이 있음을 보였다.  

 

Figure 10는 (MEG 10.0 wt% + PVCap 0.4 wt% 수용액) + 데칸 혼합물에 

대한 하이드레이트 생성과 침적 과정을 나타낸 사진들이다. 콜드 

리스타트(cold restart)를 시작하기 전에는, MEG + PVCap 수용액과 데칸은 

4.0℃와 100bar에서 층화되었다. 600 rpm으로 교반을 시작하자, 데칸 상이 

MEG + PVCap 수용액에 완전히 분산되면서 두꺼운 거품을 만들었다. 

하이드레이트 형성은 매우 느린 속도로 시작되었으며, 작은 

하이드레이트 입자만이 액상에 부유하거나 벽에 아주 얇게 침적되었다. 

Late growth가 일어나자, 하이드레이트 입자는 서로 응집하기 시작하면서 

벽에 붙은 입자 없이 반응기안에서 함께 교반하였다. 그 후, 

하이드레이트 막힘이 천천히 임펠러 위쪽 벽으로 운반되고 침적되면서 

임펠러 위에 큰 덩어리를 만들었다. 대부분의 하이드레이트 덩어리는 
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임펠러의 날 위에 침적되었으며, 하이드레이트의 재배치로 인해 기록된 

토크 데이터상으로는 안정적인 것처럼 보이게 되었다.  

 

이러한 현상은 200 과 400 rpm에서도 유사하게 관측되었다. 이 때 

하이드레이트를 채취한 결과 MEG 10wt%와 비슷하게 점도가 있지만 

완전히 고체화되지는 않은 것을 확인하였다. Figure 11과 같이 MEG과 

없는 PVCap 0.4 wt% 수용액의 경우, 마찬가지로 거품 층이 생기기는 

했지만 하이드레이트가 임펠러 위로 이동하는 일 없이 아래쪽 벽에 

형성되는 것을 확인할 수 있었다. 이 때 하이드레이트를 채취한 결과 

하이드레이트가 단단한 고체형태가 되었지만 억제제를 첨가하지 않은 

경우보다 단단한 정도가 낮았고, 하이드레이트를 분쇄할 때 높은 점도를 

느꼈다. 

 

이처럼 기체-액체 계면 위쪽에 침적된 하이드레이트 층은 액상으로 

휩쓸리지 않고 위 쪽 벽에 고정되어 있으므로, 탄화수소 유동을 

방해하는 원인이 될 수 있기 때문에 바람직한 현상은 아니다. MEG와 

PVCap을 혼합하면 하이드레이트 발생을 크게 지연시켜 동역학적 억제 

성능을 크게 향상시킬 수 있지만, 하이드레이트 막힘의 수송성을 

입증하기 위해서는 추가적인 연구가 필요할 것으로 보인다. 이에 관하여 

연구실에서는 하이드레이트 위험 관리 전략에 대한 MEG와 KHI 혼합의 

영향을 설명하기 위한 더 많은 실험이 수행되어야 한다. 
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Table 6. Hydrate growth results of (MEG 10.0 wt% +PVCap 0.4 wt% aqueous 

solution) + decane mixture according to RPM. (Experimental results are 

averages of 3 experiments, and values in parentheses are standard 

deviations.) 

Mixing rate 

(RPM) 

ΔTsub 

(oC) 

tonset 

(min) 
Фtran Фfinal 

dфinitial/dt  

(hr-1) 

dфcat/dt  

(hr-1) 

200 

10.6 

194.8 

(121.3) 

0.15 

(0.04) 

0.26 

(0.07) 

0.11 

(0.03) 

0.19 

(0.02) 

400 
206.6 

(132.5) 
N/A 

0.23 

(0.01) 

0.07 

(0.01) 

0.18 

(0.04) 

600 
181.4 

(25.1) 
N/A 

0.25 

(0.03) 

0.05 

(0.01) 

0.11 

(0.05) 

 

 

 

Figure 9.(a) Hydrate formation curves of MEG 10.0 wt% + PVCap 0.4 wt% 

aqueous solution + decane mixture. Hydrate growth rate and relative torque 

according to hydrate fraction. (b) 200 rpm, (c) 400 rpm, (d) 600 rpm. 
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Figure 10. Visual observation of cold restart at 600 rpm. (MEG 10.0 wt% + 

PVCap 0.4 wt% aqueous solution) + decane mixture was used. 

 

 

 

Figure 11. Visual observation of cold restart at 600 rpm. PVCap 0.4 wt% + 

decane mixture was used. 
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2.4. 천연가스 생산 막힘 위험도 관리 요약 
 

본 주제에서는 200, 400 및 600 rpm의 일정한 교반속도로 유체를 

혼합하면서 콜드 리스타트(cold restart)를 수행하였을 때 하이드레이트 

막힘 형성을 막을 수 있는 하이드레이트 억제제를 필요양보다 적게 

첨가할 때의 효과에 대한 연구를 수행했다. 교반속도에 따라 액상은 

층화되거나 (stratified, 200 rpm), 부분적으로 분산되거나(partial dispersing, 

400 rpm), 완전히 분산되는 것을 확인했다(full dispersing, 600 rpm). 

하이드레이트 억제제가 첨가되지 않은 물 + 데칸 혼합물의 경우, 혼합 

즉시 하이드레이트가 형성되어 층화, 부분 분산 및 완전 분산된 액상에 

대해 각각 13.9, 18.8 및 42.2분만에 하이드레이트에 의한 모터 정지 

현상이 일어났다. 유동저항(resistance-to-flow)은 하이드레이트가 형성되는 

동안 토크 측정의 변화로부터 추정되었다. 하이드레이트 억제제가 없는 

물 + 데칸 혼합물에 대한 심각한 토크 피크가 관찰되었다. 하이드레이트 

성장 속도는 초기에 가장 높았으나 액상에서 하이드레이트 전환율이 

증가함에 따라 점점 감소하다가 이내 거의 일정한 값으로 수렴하였다. 

정상상태에 도달하면 하이드레이트 입자의 응집과 침착으로 인해 토크가 

급상승하기 시작했다. 

 

 20 wt%의 MEG를 첨가하자, 하이드레이트 형성이 진행되는 내내 

토크의 증가가 억제됐으며, 이는 MEG가 모든 유동 영역에 대한 

하이드레이트 입자의 응집 및 침착을 방지할 수 있음을 시사한다. 

그러나 MEG 10 wt%에서 그 성능이 다소 감소하였다. 유동저항(resistance-

to-flow)이 유체의 흐름을 막기에 충분하지는 않지만, 상대토크의 

서지(surge)가 관찰되는 모습을 보였다.  

 

0.4 wt%의 PVCap을 첨가하자 200 rpm에서 155분동안 하이드레이트의 

생성을 억제했으나, 교반속도를 400 및 600 rpm으로 증가시키자 그 

효능을 곧 상실하는 모습을 보였다. 하이드레이트 전환율이 약 7%에 

도달할 때까지 성장 속도를 낮게 유지하였고, late growth가 일어나면서 

토크를 크게 증가시키는 모습을 보였다. 이러한 결과는 콜드 

리스타트(cold restart) 중 하이드레이트 형성 메커니즘이 교반 속도 및 

그에 따른 유동 형태에 따라 크게 바뀔 수 있으므로, 위험을 관리하기 

위해선 적절한 하이드레이트 억제 전략을 개발해야 한다. PVCap은 층화 

조건에서 의도한 효과를 보였지만, 높은 수준의 난류에서는 오히려 
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막힘을 유발할 수 있다.  

 

 MEG + PVCap 수용액의 경우, 물과 데칸 사이의 계면에서 

하이드레이트 형성이 시작한 후, 유동저항(resistance-to-flow)에 영향을 

주지 않으면서 기상에 침적이 진행되었다. 층화와 부분 분산의 경우 큰 

억제효과를 보이진 않았지만, 완전 분산인 600 rpm에서 큰 효과를 

보였다. 아래 Figure 12은 600 rpm에서 억제제를 첨가하지 않은 케이스와 

첨가한 케이스를 모두 시간에 따른 하이드레이트 생성 곡선으로 표시한 

결과이다. 아래 그래프는 THI와 KHI, 그리고 두 억제제를 섞은 결과의 

차이를 보다 명확히 보인다. MEG는 생성량을 줄이고, PVCap은 생성 

속도를 늦추며, 두 억제제를 섞을경우 30시간동안 하이드레이트 생성을 

최소로 억제할 수 있는 것을 확인할 수 있었다. MEG + PVCap을 혼합한 

경우 600 rpm에서 거품을 생성하였고, 이 거품이 물 + MEG – PVCap 

lactam기- PVCap 백본(backbone) – oil의 layer를 이루는 것으로 추정된다. 

Ke et al.에 의하면 중앙의 H2O 입자에서 하이드레이트의 핵 형성이 

일어나면, 하이드레이트 입자를 중심으로 PVCap의 lactam기가 

흡착을하면서 하이드레이트의 생성을 억제한다. [45] 이 때 PVCap사이의 

빈 공간을 MEG가 수소결합을 통해 채워주면서 기체 molecule의 물질 

전달을 방해하여 하이드레이트 생성을 위한 Gibbs 에너지 장벽을 크게 

높이는 것으로 추정된다. 하이드레이트 억제제의 성능은 하이드레이트 

형성 메커니즘을 보다 더 잘 설명하기 위해 관련 데이터의 측정 및 

시각적인 관찰에 기초하여 규명되어야할 필요가 있다.  
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Figure 12. Hydrate formation curves for all test cases at 600 rpm.  
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3. LNG 저장 : LNG에서 발생하는 

Boil-off 가스에 의한 LNG 에이징

(aging) 현상에 관한 연구 
 

3.1. 연구의 배경 
 

탄화수소는 다양한 분야에서 사용되는 전통적인 에너지원이며, 

기존의 에너지 생태계에서는 석유위주로 생산과 소비가 이루어져왔다. 

특히 선박의 경우, 지난 50년간 배를 가동하기 위한 에너지원으로 

벙커C유를 사용할 뿐만 아니라, 에너지의 운반 또한 원유를 이송하는 

유조선이 주를 이루었다. 하지만 최근 국제해사기구(IMO)가 친환경 

선박연료 사용은 장려하기 위해 규제를 도입하면서, 2020년부터 

선박연료유의 황산화물(SOx) 함유량의 상한선을 현행 3.5%에서 

0.5%까지 줄여야 하게 되었다. [3] 벙커C유 등 중질유는 황산화물 

함유량이 매우 높기 때문에, 해당 규제를 지키기 위해서 높은 비용을 

들여 탈황화 공정을 거친 연료를 사용하거나, 혹은 천연가스를 연료로 

사용하는 배를 새로 만드는 추세이다. [46] 천연가스(NG, Natural Gas)는 

친환경 에너지로 각광받는 친환경 에너지로서, 최근 그 수요가 아시아를 

중심으로 크게 늘고 있는 추세이고, [47] 최근 중동에서도 LNG 생산량을 

크게 증대하는 추세를 보이면서, 대량의 LNG 선박을 국내 조선사에 

발주하는 것을 추진하고 있다.  

 

천연가스는 상온 상압에서 에너지 밀도가 높지 않지만, -162℃에서 

액화한다면 부피가 1/600로 줄어들면서 에너지밀도가 크게 높아지는 

에너지원이다. 또한, 액체상태로 보관 시 무독성, 비부식성이므로 보관이 

용이하다. [48, 49] 하지만 LNG 보관에 있어 단열에 의한 열유입을 

완벽히 막는 것은 불가능하기 때문에, LNG의 증발을 완전히 막는 것은 

불가능하다. 이 때 발생하는 NG 가스를 boil-off gas(BOG)라고 하는데, 

컨트롤하지 않을 경우 BOG에 의해 잃는 LNG의 유량이 매우 커지게 

된다. [50] BOG를 배출하지 않으면 탱크 압력이 상승하므로 폭발 

위험성이 증가하게 되므로, BOG에 대한 제어가 반드시 필요하다. BOG를 

처리하는 방법은 크게 세가지가 있는데, 첫째로 태워서 없애는 방식이 

있다(flare). 이 방법은 후처리를 통해 BOG를 회수하는 것 보다 버리는 

것이 더 경제적일 때 사용하는 방법이나, 상업적인 손해가 발생하기 
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때문에 플레어(flare)를 줄이기 위한 많은 연구가 수행되어왔다. [51]  

 

두번째로는 발생하는 BOG를 재액화하는 방법이 있다. 발생하는 

BOG를 회수하여 프리쿨러(Pre-cooler), BOG 압축기, 콜드박스(Cold Box) 

등을 거쳐 압축 및 냉각을 통해 LNG 저장소로 재주입한다. [52] 

마지막으로 LNG 추진선에서 bog를 연료로 사용하는 방법이 있다. 

2000년대 이전에는 LNG를 연료추진에 사용할 때 NG를 태워 증기를 

발생시키고, 이 증기 터빈을 이용한 추진을 이용했으나, BOG가 많이 

필요하고 에너지 효율이 낮아 최근에는 쓰이지 않는다. [53] 2000년대 

중반부터 현재까지 이중연료 발전기(DFDE, Dual Fuel Diesel-Electirc)를 

이용하여 NG와 디젤을 이용하여 발전을 하여 생산한 전기로 모터를 

구동하여 프로펠러를 회전시키는 방법이 주류가 되어왔다. 최근에는 

고효율ㆍ고압의 ME-GI(Main engine Electronic control Gas Injection, MAN 

D&T) 엔진, 저압 2행정 X-DF(eXtra long stroke Dual Fuel, Wartsila) 엔진 등 

가스 터빈 방식의 엔진에 대한 연구가 되고 있다. [54] 이처럼 LNG 

추진선에서 BOG를 다양하게 활용하는 만큼, LNG로부터 발생하는 

BOG에 대한 면밀한 연구가 필요하다.  

 

LNG를 저장할 때, LNG는 순물질이 아니므로 발생하는 BOG의 

조성이 일정하지 않게 된다. 특히 질소가 LNG에 혼합되어있을 경우, 

LNG에서 발생하는 BOG의 가스 조성은 시시각각 달라지게 된다. 이로 

인해 LNG의 조성이 변하게 되는데, 이를 LNG 에이징(aging) 혹은 LNG 

웨더링(weathering) 현상이라고 부른다. [55] BOG의 가스 조성이 바뀌면 

가스를 압축하는 압축기의 성능에 영향을 미칠 수 있으므로, LNG를 

저장할 때 LNG 에이징(aging) 현상을 예측할 수 있는 기술이 매우 

중요하다고 할 수 있다. 따라서, 본 연구에서는 실제 LNG를 보관하는 

진공단열 50m3 C-타입 탱크를 이용하여 LNG를 보관하면서, 외부 열 

유입으로 인해 발생하는 BOG 및 LNG의 조성 변화, BOG 발생량, LNG 

온도 변화, 액체 수위 등을 위주로 추적하였다. 또한, 열역학 공정 

시뮬레이터를 이용하여 같은 상황을 시뮬레이션하고 비교하여 같은 

시스템에서 BOG 발생 상황을 시뮬레이션 할 수 있도록 디자인하였다.  
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3.2. 실험 및 시뮬레이션 과정 
3.2.1. 실험 장치 개요 

 

실험에 사용한 저장 탱크는 실린더형 C-타입 탱크로, 전체 용량은 

50m3이며 진공 단열을 사용하였다. 저장 탱크의 전체 열전달 계수는 

6.9ㆍ10-3 kcal/m2h℃로 주어졌다. 아래 Figure 13에서 확인할 수 있듯 

탱크의 높이는 8.4m, 지름은 2.8m이며, 온도계는 바닥으로부터 

0.95m(전체 높이의 11% 위치), 상부로부터 0.85m 위치에 설치되어있다. 

열유입을 최소화하기 위해 온도계의 삽입을 최소화하였으며, 온도계는 

±0.15℃의 정확도를 가지고 있다.  

 

탱크의 압력은 압력 조절 밸브를 이용하여 0.08 barg로 일정하게 

컨트롤하고, Figure 13의 NG 채취 라인을 통하여 GC 시스템으로 상시 

BOG가 유입되었다. GC로 유입되는 BOG는 정유량 주입기를 이용하여 

30 sccm(standard cubic centimeter per minute)으로 주입하였다. 가스 

크로마토그래피 시스템은 Agilent사의 7890A 시스템을 사용하였다. 분리 

칼럼은 모세관 칼럼을 사용하였고, 측정기는 TCD(Thermal Conductivity 

Detector)를 사용하여 질소, 메탄, 에탄, 프로판, i-부탄, n-부탄을 측정할 수 

있도록 하였다. GC의 보정을 위한 표준가스는 아래 Table 7와 같이 메탄 

함량에 따라 조성 측정의 정확도를 높이기 위해 메탄 90, 94, 98 mol%의 

세가지를 사용하여 GC의 정확도를 최대화하였다. BOG의 조성은 매 

2시간마다 한 번씩 자동으로 측정하여  기록하였고, LNG는 일주일에 한 

번씩 LNG 증발기를 통해 채취하였다. LNG를 채취하는 동안에는 BOG는 

측정되지 않았다. 

 

LNG를 처음 탱크에 주입한 상황을 재현하기 위해, 실험을 시작하기 

앞서 펌프를 이용하여 탱크의 LNG를 교반하였다. 교반 직후, LNG 

채취를 통해 측정한 초기조성은 아래 Table 8과 같다. LNG 탱크에서 

기록되는 데이터는 액상/기상/대기 온도, 탱크 압력, 수두압(hydrostatic 

pressure, liquid level%)이다. LNG 탱크의 압력은 수행중인 다른 실험에 

의한 오염을 피하기 위해 불가피하게 Figure 14과 같이 운용되었다. 

초반에는 0.3 barg에서 0.02barg까지 천천히 감압하였고, 그 후 밸브를 

닫아 0.14barg까지 승압하였다. 그리고 그 이후부터 압력을 0.08barg로 

PID 컨트롤하였다. 
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Figure 13. Overview of BOG, LNG sampling system for 50m3 LNG storage 

tank. 

 

 

Figure 14. Changes in tank pressure over time in the experiment. 
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Table 7. Mole fraction of standard gases used in GC calibration. 

 

Component Std gas 1 Std gas 2 Std gas 3 

N2 0.0104 0.0042 0.0012 

C1 0.8976 0.9391 0.9795 

C2 0.0503 0.0301 0.0102 

C3 0.0203 0.0106 0.0051 

iC4 0.0107 0.0803 0.0020 

nC4 0.0107 0.0803 0.0020 

 

 

 

 

 

Table 8. LNG initial composition used in the experiment. 

 

Component Fraction 

N2 0.0062 

C1 0.9230 

C2 0.0439 

C3 0.0154 

iC4 0.0051 

nC4 0.0066 
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3.2.2. 공정열역학 동적 시뮬레이션 
 

본 실험을 수행하면서 탱크로 유입하는 열에 의한 BOG 발생효과를 

확인하고, 다양한 상황에서 BOG 발생량과 탱크 조건 변화에 대한 

시뮬레이션을 수행할 수 있도록 실제 상황과 유사하게 작동하는 

간소화된 디지털 트윈을 구현하였다. 구현에 사용한 시뮬레이터는 Aspen 

tech 사의 HYSYS V10을 사용하였고, 동적 시뮬레이션을 이용하였다. 

실험기간동안 측정한 온도, 압력, 가스 조성, LNG 조성 및 액체 수위 

데이터를 이용하여 실제와 같은 환경으로 동작하는 시뮬레이터를 

제작하였다.  

 

동적 시뮬레이션의 개형은 아래 Figure 15와 같다. 실제 탱크와 

유사한 실린더 타입을 적용하고, 높이 8.4m, 지름 2.8m를 입력한 간단한 

탱크 모델이다. 저장 탱크와 같은 상황을 만들기 위해 주입구(inlet)는 

입력하지 않았고, 배출구(outlet)는 밸브를 이용하여 정압으로 컨트롤했다. 

또한 Figure 14과 같은 압력 컨트롤을 위해 3단계로 나누어 실제와 

유사한 압력 변화를 입력하였다. 본 시뮬레이션을 통해 추적한 값은 

탱크의 온도, 압력, LNG와 BOG 배출구(outlet)의 조성 변화, 유량, 액체 

수위(liquid level)%이다. 

 

 

Figure 15. Schematic diagram of dynamic simulation. 

공정열역학 동적 시뮬레이션을 위해 탱크에 적용된 모델은 

시뮬레이터에서 제공하는 액체 홀드업 모델(liquid holdup model)이다. 

통상적인 정상상태 시뮬레이션에서 사용하는 평형모델은 사용이 어렵기 

때문에, 비평형 플래시 모델을 사용하였다. 본 시뮬레이션에 사용된 
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비평형 플래시의 개념적 개형도는 아래 Figure 16와 같다. [56] 비평형 

플래시에서 주로 다루는 변수는 재사용 효율 η이다. 이 모델에서는 

LNG에서 일부는 플래시 계산을 수행하고 일부는 계산하지 않고 

우회하는 방법으로 비평형 플래시 계산을 수행한다. 이러한 계산을 위해 

시뮬레이터에서는 각 상이 잘 섞여있어 균일하다는 가정을 한다. 만약 

비평형 플래시 계산 효율 η = 0.3이라면, 탱크 내 유체의 30%는 

정상적인 플래시 계산을 수행하고, 70%는 계산하지 않고 그대로 우회한 

후 플래시 계산을 한 결과와 섞어서 결과값을 도출한다. 즉, η값이 

작을수록 더 많은 양의 BOG가 발생하는 것으로 시뮬레이션이 된다. 

이러한 효율 값 η를 정하는 것에 특별한 규칙이 있는 것은 아니다. 

η값은, 만약 실험값이 존재한다면, 실험값과 매칭을 통해 경험적인 

η값을 찾아 실험과 시뮬레이션 간의 매칭을 해주는 역할이다. 

 

 

Figure 16. Conceptual diagram of non-equilibrium model used in dynamic 

simulator. [56] 

 

동적 모델에서 사용하는 열손실 모델은 아래 식과 같은 간략화된 열 

균형 모델을 사용한다:  

 

 

𝑄 = 𝑈𝐴(𝑇𝑓 − 𝑇𝑎𝑚𝑏)    (3.1) 

 

 

여기서 Q = 열 유입량, U = 전체 열전달 계수, A = 열유입 면적(벽의 

면적), Tf = 탱크 내부 유체의 온도, Tamb = 외부 온도이다. 이때 Tamb = 실험 

당시 평균 온도인 15℃로 고정하였다. U 값은 탱크 구조분석 결과부터 
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6.9e-3 kcal/m2h℃를 도출하여 입력하였다. A 값은 탱크 부피로부터 

자동으로 계산되었다. 열손실 모델을 위해 동적 시뮬레이터에서 하는 

가정은 다음 세가지가 있다: 첫째, 탱크의 벽에는 열 용량이 존재한다. 

둘째, 벽과 단열을 통과하는 온도는 일정하다. 셋째, 탱크 내부와 벽의 

열전달 계수는 액체와 기체상 모두 같다. 본 가정으로부터 열손실을 

계산하였다. 

 

 

3.3. 실험 결과 및 동적 시뮬레이션 결과 비교 
3.3.1. 시뮬레이션 및 실험에 사용된 가정 

 

LNG 보관에 있어 반드시 고려해야하는 요소 중 하나는 LNG의 

성층화 및 그에 의한 roll-over 현상이다. LNG를 저장할 때, 벤트(vent)를 

수행하지 않고 밸브를 닫으면 상 변이가 잘 일어나지 않고 정체됨에 

따라 온도가 성층화가 일어나고, 내부의 압력이 점차 증가하면서 액체의 

포화온도가 상승한다. [57] 하지만 벤트(vent)를 하여 BOG를 배출한다면, 

액체상 내에 대류가 일어나면서 성층화가 해소된다. 본 실험 및 

시뮬레이션에서는 0.08 barg로 압력을 유지하며 BOG를 연속적으로 

배출하였기 때문에, 탱크 내부의 온도 분포는 일정하고 homogeneous 

하다고 가정하였다.  

 

Boil-off gas가 액체 표면에서 발생하면, 메탄과 질소와 같은 가벼운 

조성이 먼저 증발하고 액체의 상부(topside)는 무거운 조성만 남으면서 

상대적으로 밀도가 증가한다. 만약 성층화가 일어나면서 상부(topside)의 

액체가 아래로 가라앉지 않고  아래 Figure 17과 같이 층이 분리가 

된다면, 층이 나뉜 상태가 유지되다가 성층화가 무너지면서 탱크 내부에 

큰 대류가 일어나고, 이로 인해 BOG가 대량 발생하게 된다. 이러한 

현상을 roll-over라고 한다. [58] Roll-over 현상의 대표적인 징후는 BOG가 

갑작스럽게 발생하면서 온도와 압력에 파동이 생기는 것이다. [59] Figure 

18은 실험이 진행되는 동안 LNG의 온도변화와 BOG 발생량을 계산한 

값이다. 실험을 시작한 직후 Figure 14과 같이 압력이 0.3 barg에서 

하락하면서 포화온도가 하락하고, 0.08 barg로 고정하면서 포화온도가 

수렴하는 것을 확인할 수 있다. 또한 BOG 발생량을 살펴보면 초기 

0.3barg에서 최대량의 BOG가 발생하였다. 이는 높은 압력으로 인해 

벤트(vent)되는 bog의 유량이 많은 것이 영향을 미쳤던 것으로 보인다. 
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이후 0.08 barg로 수렴하면서, BOG 발생량은 크게 감소하였다. 온도와 

BOG 발생량에서 모두 roll-over 현상의 징후는 관측되지 않았으므로, 

동적 시뮬레이션에서는 LNG의 성층화 현상과 roll-over는 고려하지 

않았다.  

 

 

Figure 17. Diagram when BOG and LNG stratification occurs in LNG. [58] 

 

 

Figure 18. Changes in LNG temperature and BOG generation according to 

the experiment period. 
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3.3.2. 실험 결과 및 시뮬레이션 비교 
 

BOG의 조성변화를 관찰하는 것이 본 실험의 주된 목적이므로, 

실험과 시뮬레이션의 매칭(matching)은 BOG의 조성을 기반으로 

이루어졌다. 주어진 초기 조성(Table 8)과 초기 온도 -152℃, 압력 0.3 

barg를 입력하여 초기 조건을 구성하였다. 그 후, Figure 14과 같이 압력 

조절을 통해 탱크의 압력거동이 실제 실험을 따라가도록 하였다. 그 후 

압력 컨트롤을 0.08barg로 고정하고, 외부에서 유입되는 열유입으로부터 

BOG가 어떠한 조성으로 얼마나 발생하고, 탱크 내부 LNG의 액체 수위 

및 온도, 조성은 어떠한 변화가 있는지 살펴보았다.  

 

먼저 Figure 16에서 표현한 것처럼 효율을 30%로 고정하고 아래 

Figure 19과 같이 시뮬레이션 하였다. Figure 19과 Figure 21은 LNG의 

에이징(aging)에 의한 BOG 조성비의 변화를 관찰한 결과와 시뮬레이션 

결과를 비교한 그래프이다. 각 그래프에서 원형 점은 실험을 통해 

측정된 BOG의 조성 중 메탄의 조성비를 의미하고, 삼각형 점은 질소의 

조성비를 의미한다. 또한 붉은색 실선은 동적 시뮬레이션을 통해 계산된 

메탄의 조성비 변화를 의미하고, 푸른색 실선은 질소의 조성비 변화를 

의미한다. Figure 19과 Figure 20은 시뮬레이션을 진행하는 내내 전체 

열전달 계수를 변화하지 않고 6.9ㆍ10-3 kcal/m2h℃ 조건으로 계산한 

결과이다. Figure 19과 Figure 20를 살펴보면, 중반 이후로 실험과 

시뮬레이션 간의 차이가 생기면서 실험과 시뮬레이션 사이의 오차가 

점점 커지는 것을 확인할 수 있다. Figure 19에서 실험 후반의 

시뮬레이션과 실험의 메탄 조성을 비교하면, 메탄과 질소 조성 실험값이 

시뮬레이션보다 0.48%p 만큼의 차이가 발생하였다. Figure 20는 같은 

조건에서 LNG의 액체 조성의 변화와 LNG의 온도 변화를 추적한 

그래프이다. Figure 19과 마찬가지로 중반 이후로 점차 오차가 생기기 

시작하면서, 최종장에서 시뮬레이션과 실험 간의 오차가 1.49%p 

발생하였다.  
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Figure 19. BOG composition change result when U-value is unchanged. 

 

 

Figure 20. LNG liquid level and temperature results when U-value is 

unchanged. 

 

Figure 21과 Figure 22의 경우 parametric study를 이용하여 

시뮬레이션과 실험값이 일치하는 조건을 찾은 결과이다. 본 

케이스에서는 실험/시뮬레이션 시작 중반 이후에 전체 열전달 계수를 약 

2배 증가시킨 U = 1.5ㆍ10-2 kcal/m2h℃와 재사용 효율 η = 0.01을 

입력하여 BOG의 발생량을 증가시킨 케이스다. U 값과 재사용 효율을 
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변화한 결과, 오차가 다소 발생하였던 BOG 조성과 액체 수위가 비교적 

정확히 일치하는 것을 확인할 수 있다. BOG의 조성의 차이는 최종장 

기준 0.48%p에서 0.005%p 차이로 개선하였고, 액체 수위의 경우 

최종장에서 1.49%p의 차이를 보이던 것에서 0.17%p로 개선하였다. 또한 

LNG 온도 분포의 경우 실험과 시뮬레이션의 차이가 0.5℃ 발생하였으나 

U 값 수정 후 0.3℃ 차이로 줄어들었다. 본 parametric study를 토대로, 

실험 현장의 탱크 저장고에서 사용되고 있는 진공단열이 중반 이후 

진공에 리크가 생긴 것으로 추정된다. 

 

Figure 21. Results of BOG composition with U-value doubled. 

 

 

Figure 22. Results of LNG level and temperature with U-value doubled. 
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BOG 측정을 수행한 1주차는 LNG의 교반 과정에서 생긴 배관 

오염으로 인해 데이터 측정이 제대로 이루어지지 않아 결과에서 

제외했다. Figure 21을 살펴보면, 시뮬레이션 결과 초기의 BOG에서는 

질소가 비교적 많이 검출되었다. 주목할 점은 BOG가 질소와 메탄 외에 

다른 물질이 거의 검출되지 않는다는 것과, 질소의 몰분율이 매우 빠른 

속도로 줄어든다는 것이다. 그 결과, 실험 중반 이후 BOG에서 발생하는 

메탄의 몰분율은 매우 크게 증가하였다. 이와 함께 질소의 몰분율은 

크게 떨어졌고, 후반에는 질소가 거의 검출되지 않았다. Figure 22은 액체 

수위와 액체 온도를 추적한 결과이다. Figure 14과 같이 압력이 

변화하면서 포화온도가 변화하였고, 이로 인해 액체의 부피가 

변화하면서 BOG가 지속적으로 발생함에도 불구하고 초반에 액체 

수위가 소폭 상승한 것을 확인할 수 있다. 이는 실험과 시뮬레이션 

모두에서 관측이 가능하였다. 온도의 경우 실험과 시뮬레이션 간의 

오차라 0.3℃만큼 지속적으로 발생하였는데, 그 원인은 상하로 원통 

형태를 띄는 실린더 타입 탱크의 영향으로 바닥부분에 온도 성층화가 

일어난 것으로 추정된다. 열역학 시뮬레이터의 경우 액체의 온도 분포가 

균일하다고 가정하고 시뮬레이션을 수행하지만, 실제로는 탱크의 

바닥부위(온도계가 있는 위치)에 수두압이 부여되기 때문에 액체의 

압력이 증가하고, 이로 인해 포화온도가 소폭 상승한 것으로 추정된다.  

 

아래 Figure 23은 열역학 시뮬레이터로 질소와 메탄의 누적 배출량을 

계산한 값이다. 아래 그림을 살펴보면, 질소의 경우 초반의 질소 유량이 

가장 크고 시간이 경과할 수록 조금씩 줄어들어, 누적 질소 배출량이 

100Nkg(Nkg : normalized kg, 실제값에서 특정 배수를 곱함)에 수렴하는 

것을 확인할 수 있다. Table 9는 Figure 23의 BOG 누적 생산 시뮬레이션의 

데이터를 표로 정리한 내용이다. 초기 질소 배출 유량 FN2은 초반에 0.95 

Nkg/h였고, 중반에 0.028 Nkg/h로 감소한 후 후반에 0.005 Nkg/h로 크게 

감소하였다. 초반 탱크 내부 압력이 0.3barg로 비교적 고압이었기 때문에 

BOG의 발생량이 다소 많았고, 이로 인해 초반의 메탄과 질소 발생량이 

비교적 컸다.  

 

Boil-off가 지속됨에 따라 LNG의 질소 몰분율이 지속적으로 

감소하였고, 이로 인해 Table 9에서 확인할 수 있듯이 증발속도가 점차 

줄어들었다. 하지만 메탄의 경우, 질소의 배출량이 줄어들면서 메탄의 
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배출량이 조금씩 증가하는 것을 확인할 수 있다. Figure 23에서 확인되는 

바로는 메탄의 누적 boil-off gas 발생량이 선형으로 증가하는 것으로 

보이나, Table 9에서 시간당 메탄 발생유량 FC1값을 살펴보면, 초반의 경우 

초기 고압환경으로 인해 BOG의 발생량이 매우 큰 8.85 Nkg/h였다. 이후 

0.08 barg로 안정화한 이후를 살펴보면, 질소 BOG의 발생량이 비교적 

높았던 초반에는 메탄의 발생량이 후반에 비해 작은 2.38 Nkg/h였다. 

중반 이후 BOG의 질소의 몰분율이 줄어들면서, 메탄 BOG의 발생량은 

2.62 Nkg/h로 수렴하였다. 

 

Figure 24는 LNG의 조성을 측정(점)하고, 시뮬레이션(선)으로 조성의 

변화를 추적한 결과이다. Figure 24에서 확인할 수 있듯 LNG의 질소 

조성을 측정한 결과, 실험이 진행됨에 따라 중반 이후 질소의 대부분이 

증발하였고, 후반을 지나는 시점에서는 측정 최소값인 300ppm이하로 

감소하여 측정이 불가하였다. 시뮬레이션에서 질소의 조성도 마지막에 

0%에 수렴하였다. LNG 조성 측정의 경우 실험과 시뮬레이션 결과의 

차이가 다소 나타났는데, 이는 LNG 채취 과정에서 LNG 기화가 완전히 

되지 않고 액체의 일부가 탱크 내부 배관에 고여서 발생한 문제이다. 

LNG 탱크 내부의 압력이 저압인 관계로 채취를 완벽히 하는게 매우 

어려운 문제가 있었다. 

 

 

 

Figure 23. Cumulative BOG generation of nitrogen and methane. 
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Table 9. Cumulative BOG generation of nitrogen and methane. 

 
Normalized 

Day 

Accumulated 

Nitrogen(Nkg) 

FN2(Nkg/h) Accumulated 

Methane(Nkg) 

FC1(Nkg/h) 

0.016 26.086 0.949 162.560 8.852 

0.180 71.757 0.195 829.197 2.381 

0.344 83.910 0.067 1495.834 2.513 

0.508 91.237 0.028 2154.999 2.579 

0.672 96.318 0.021 2776.891 2.601 

0.836 98.810 0.010 3402.581 2.612 

1.000 100.000 0.005 4030.103 2.617 

 

 

 

 

Figure 24. Comparison of LNG composition change and simulation 

calculation result with BOG generation. 
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3.4. LNG 에이징(aging) 연구 요약 
 

본 주제에서는 C-타입 탱크에 LNG를 주입하고, 특정 기간동안 

압력을 0.08 barg로 컨트롤하며 BOG를 발생시켰다. 이 BOG의 조성을 

분석하고, LNG 온도와 액체 수위의 변화를 관측하여 LNG 에이징(aging) 

현상에 대해 연구하였다. 또한 시뮬레이션 소프트웨어를 이용하여 

실험환경과 유사한 상황을 만들고, 실제와 유사하게 작동하는 동적 

시뮬레이터를 제작하였다. 시뮬레이션에서는 실험의 압력거동을 

따라가는 시뮬레이션 시스템을 세팅하고, 대기의 열유입에 의한 BOG의 

발생과 조성의 변화, BOG 누적 발생량과 시간당 발생량을 추적하였다.  

 

질소의 경우 메탄보다 끓는점이 낮으므로 증발하려는 경향성이 더 

강했고, 이 때문에 초반 질소의 BOG 발생량 0.95 Nkg/h 로 LNG feed 

조성에 비해 비교적 크게 나타났다. 하지만 LNG의 질소 함량 100 Nkg 

중 83 Nkg이 실험 진행률 30%만에 boil-off 하면서, BOG 발생량 0.067 

Nkg/h로 크게 감소하였다. 메탄의 경우 초반 발생량 8.85 Nkg/h에서 탱크 

압력이 감소함에 따라 발생속도도 함께 감소하였고, 0.08 barg로 

컨트롤하기 시작하자 메탄의 발생량이 2.38 Nkg/h로 줄어들었다. 이후 

LNG 내 질소의 농도가 크게 감소하면서, BOG내 메탄의 발생량이 2.51 

Nkg/h로 증가하였다. 질소가 거의 모두 증발하여 BOG의 메탄 조성이 

증가하면서, 메탄의 발생량은 2.6 Nkg/h 대로 수렴하여 실험이 종료할 

때까지 거의 변화없이 유지되었다.  

 

결론적으로, LNG의 품질에 질소의 함량이 초기 BOG의 조성에 큰 

영향을 주나, 이는 본 연구와 같은 에이징(aging)을 수행한다면 질소를 

대부분 증발시키고 메탄이 대부분인 조성의 BOG를 얻는 것이 가능하다. 

본 주제에서 구축한 시뮬레이터를 바탕으로, 같은 시스템에 대하여 

열역학 공정 시뮬레이터를 이용하여 LNG 에이징(aging)에 대한 

시뮬레이션이 가능하다. 뿐만 아니라, 실험에서 얻기 어려웠던 누적 

BOG 발생량을 쉽게 추적할 수 있게 되었다. 따라서 추후 압력, 

외기온도, 초기 액체 수위 조건 등의 변화를 통해 다양한 시나리오에서 

정확한 시뮬레이션을 수행하는 것이 가능할 것이다. 이를 통해, 목표 

조성의 LNG에서 발생하는 BOG를 압축하기 위한 압축기, 응축기 등의 

설계에 대해 더욱 정밀한 시스템 설계가 가능할 것이다. 
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4. LNG 재기화 : LNG 재기화 공정용 

신열매체 개발 및 시뮬레이션 최적화를 

위한 물성 측정 연구 
 

4.1. 연구의 배경 
 

최근 IMO의 환경규제에 의해 NOX, SOX, CO2 등 다양한 종류의 

오염물질 및 온실가스에 관한 규제가 전 지구적으로 적용되고 강화됨에 

따라, 청정 에너지원인 액화천연가스(LNG, Liquefied Natural Gas)가 새로운 

에너지 공급원으로 주목받고 있다. [3] 특히 2015년도 유엔기후변화협약 

(UNFCCC, United Nations Framework Convention on Climate Change)에서는 

파리기후협약에 동의하고 이 협약에 강제성을 부여하여 196개의 

회원국이 규제를 이행하도록 하는 데 동력을 부여한 바 있다. [60] 

액화천연가스의 경우 일반 가정이나 공업단지에서 사용되기 위해서는 

기체 상태이어야 하므로, 천연가스 재기화 설비가 갖춰진 LNG 터미널이 

필요하다. [61] 그러나 이런 설비를 육상에 짓기 위해서는 대규모 자본이 

필요하고, 이 설비가 경제적으로 사용될 수 있을 정도의 고정된 

수요처가 필요하다. 이를 보완하기 위해 이동성이 있는 선박 위에 

재기화 설비를 설치하는 방법이 제안되었고, 이에 액화천연가스 재기화 

선박(LNG RV, LNG Regasification Vessel)또는 부유식 천연가스 저장 및 

재기화 설비(LNG FSRU, LNG Floating Storage and Regasification Unit) 등이 

개발되고 있다. [62] 위 선박들이 개발되고 발주되면서, 재기화 시스템의 

효율을 높일 방안의 연구 필요성이 대두되고 있다. EMA(Energy Maritime 

Association)에 의하면, 2016년부터 2021년 사이 5년간 FSRU 및 LNG 

FPSO와 관련해 약 40건의 프로젝트가 생겨날 것으로 예측하고 있다. [63] 

 

간접식 재기화 공정은 Intermediate Fluid Vaporizers(IFV)로써, LNG를 

재기화하기 위해 직접적인 열교환이 아닌 열매체를 거쳐 간접적인 

재기화과정을 거치는 것을 의미한다. 이것은 육상에서 많이 사용하는 

대기 기화기에 비해 증발기의 부피를 크게 줄일 수 있어 해상 환경에서 

많이 사용된다. [64] IFV 시스템에 사용되는 중간 열매체는 크게 세가지 

종류로, 글리콜-증류수 혼합물, 열수(Hot water), 탄화수소(propane, butane 

혹은 mixed refrigerant)이다. 글리콜-증류수 혼합물의 경우 열매체의 
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가격이 저렴하지만 LNG 재기화 및 해수 열교환을 위해서 굉장히 많은 

양의 유량이 필요하다. 이 때문에 프로판 등 탄화수소 열매체의 증발 및 

응축 잠열(latent heat)을 이용해서 필요 열매체 유량을 크게 줄이는 

방법도 많이 사용된다. [65] 현재 운용중인 LNG RV 혹은 FSRU는 

프로판을 열매체로 사용중인 경우가 많지만, 폭발 위험도가 크기 때문에 

국내 조선 3사는 글리콜-증류수 혹은 폭발성이 없는 혼합 열매체를 

이용한 IFV 시스템을 개발하고 있다.  

 

열매체를 이용하여 액화천연가스를 기화하는 간접식 재기화 

시스템의 경우, 이미 개발은 되어 있으나 해당 공정에서 사용되는 

열매체의 종류에 관한 최적화가 충분히 이루어진 것은 아니다. 이 

시스템의 효율은 대부분 열매체의 물성치에 달려있고, 효율을 높일 수 

있는 열매체에 관한 연구가 필요하다. FSRU에서 사용하는 LNG 재기화 

공정은 기존의 경우 해수 직접 열교환을 통해 LNG를 재기화한다. 

하지만 이 경우 해수의 염 성분으로 인해 LNG 열교환기의 수명이 짧고, 

수리, 교체 비용 또한 높다. [63] 이를 개선하기 위해 간접식 LNG 재기화 

공정을 도입하였다. 기존에는 프로판 등 단물질을 사용하였으나, [66] 

프로판의 폭발성문제로 인해 해상 플랜트에서 사용을 지양하고있다. 

이러한 문제를 해결하기 위해 폭발성이 없고, 인체에 무해하며, 가격이 

저렴한 R134a와 CO2를 혼합한 신열매체를 제작하였다. 

 

재기화 유닛의 정확한 공정 모사를 위해서는 혼합 열매체의 정확한 

물성값이 필요하며, 이는 상태방정식 등을 통한 예측치 및 실험값을 

통해서 얻을 수 있다. 아래 Figure 26은 Figure 25의 실험장치를 이용하여 

얻은 기포점과 시뮬레이션 값을 직관적으로 비교한 그래프이다. CO2를 

포함하는 저온 열매체의 경우 아래 그래프와 같이 기존의 상태방정식을 

통해 얻은 물성치와 실제 물성치 간에 차이가 있으므로 새로운 조성의 

열매체를 개발할 경우 해당 열매체의 정확한 물성치를 얻기 위해서는 

실험을 통한 측정이 필요하다. 또한 재기화 시스템의 경우 압력이 높기 

때문에 예측이 더 어려워지고, 실험적으로 물성치를 측정하는 것의 

난이도 또한 높아진다. R134a + CO2의 혼합 열매체의 경우 실험 문헌값이 

부족하므로 RefProp, HYSYS, Multiflash 등 열역학 시뮬레이터 에서의 

BIP에 대한 보정이 어렵고, 이에 따라 아래 그래프에 나타난 것처럼 

시뮬레이션 결과를 전적으로 신뢰할 수 없는 상황이다. 따라서 기포점 

및 VLE 등의 실험결과를 통해 시뮬레이션에 사용되는 BIP를 보정하여 
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계산값을 실제에 맞게 보정하고자 한다. 

 

 

 
 

Figure 25. 30 mL reactor for VLE and bubble point measurements. Ethanol 

bath for low temperature experiments. 

 

 
Figure 26. R134a:CO2 31.6 mol% Bubble point measurement result – The 

difference between the experimental value (point) and the simulation (solid 

line). 
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공정 열역학 시뮬레이터 HYSYS 에서는 RefProp에서 사용하는 

GERG-2008 EoS를 이용한 보정된 BIP 적용이 불가능하기 때문에, Peng-

Robinson78 EoS를 이용하여 BIP의 최적값을 찾고자 한다. 기본이 되는 

Peng-Robinson의 수식은 아래와 같다. [67] 

 

P(T, v)   =  
RT

v−bi
 −  

ai(T)

v(v−bi)+bi(v−bi)
        (4.2) 

 

ai(T)   =   ac • α(T) ;  b  =  
ΩbRTc

Pc
 ;  ac   =  

ΩaR2Tc
2

Pc
 ;  α(T)   =   [1 + m(1 − √

T

Tc
)]2 

(4.3) 

 

ai와 bi는 순수한 물질 i의 분자간의 상호작용을 보정하기 위한 

인자와 분자가 가지는 부피를 바로잡기 위한 인자를 나타낸다. Tc와 Pc는 

각각 순물질의 임계 온도 및 압력을 의미한다. PR78은 분자량이 커져 

acentric factor ω가 0.491보다 커지는 경우, α(T)식의 m항에 해당하는 값을 

아래와 같이 보정한다. 

 

m  =  0.37464 + 1.54226ω − 0.26992ω2                                    (if ω ≤ 0.491) 

m  =  0.37964 + 1.487503ω − 0.164423ω2 + 0.01667ω3     (if ω〉 0.491) 

(4.4, 4.5) 

위 수식에서 설명한 PR78 EoS를 혼합물에 적용한다면, 아래와 같이 

mixing rule이 추가된다. 

a(T, z)   = ∑ ∑ zi

N

j=1

N

i=1

zj√ai(T) • aj(T)[1 − kij(T)]                  (4.6) 

b(z)   = ∑ zi

N

i=1

bi                                                 (4.7) 

 

z는 혼합물의 몰분율을 나타내고, Kij(T)는 조성 i 와 j 사이의 

BIP(Binary Interaction Parameter)를 의미한다. Multiflash와 같은 열역학 

시뮬레이션 소프트웨어에서는 Kij(T)를 아래 수식과 같이 표현하고, 

BIP로서 각 항의 계수를 입력할 수 있다. 

 



 

 59 

𝐾𝑖𝑗(𝑇) =  𝐾1 + 𝐾2𝑇 +  𝐾3/𝑇    (4.8) 

 

 

공정에 대한 시뮬레이션을 수행하는 HYSYS 프로그램에서는 

𝐾𝑖𝑗(𝑇)값에 대하여 상수 𝐾1값만 입력할 수 있도록 지원한다. 따라서 본 

주제에서 공정 시뮬레이션을 다룰 때는 Kij값이 상수라 가정하고, low, mid, 

high-CO2 케이스의 각 조성에 적합한 Kij 상수값을 찾는 것에 주력하였다. 

하지만 추가적으로 Multiflash에 보정 BIP를 적용할 수 있도록 모든 실험 

데이터값에 대한 상수 및 계수 K1, K2, K3 값 또한 계산하였다.  

 

BIP tuning 알고리즘은 확보한 실험값과 시뮬레이션 결과의 오차값을 

이용하여 Root Sum of Squares Error 값이 최소를 나타내는 BIP값을 찾았다. 

[68] 코드는 Matlab 2018b 버전으로 작성하여 API를 통해 HYSYS와 

연동하였고, HYSYS 10버전으로 시뮬레이션을 수행하였다. 아래 Figure 

27의 순서도는 본연구에 사용된 코드 수행 알고리즘을 나타낸다. 먼저 

실험값 데이터베이스를 Matlab으로 불러온 후, 하이시스와 매트랩 간의 

연결을 수행하였다. 그 후 임의의 Kij값을 정해주고, 이를 HYSYS에 

입력하였다. 그 후 실험값과 같은 온도, 압력에서 기포점과 VLE를 

계산하고, 실험값과 시뮬레이션 결과의 오차율을 계산하였다. 오차율 

계산을 마친 후, 기포점 및 VLE 결과를 Root Sum of Squares Error(RSSE) 

방법을 이용하여 전체의 오차율을 계산하였다. RSSE 방법은 최적화 

과정에서 대중적으로 활용되는 방법으로, 그 수식은 아래와 같다:  

 

ERSS = √∑(𝑒𝑠)2                                           (4.9) 

 

여기서,                  𝑒𝑠 =  
�⃗�𝑒𝑥𝑝−�⃗�𝑐𝑎𝑙𝑐

 �⃗�𝑒𝑥𝑝
× 100                                 (4.10) 

 

 

RSSE 방법의 장점은 오차율의 값이 커질 경우 ERSS의 값이 매우 

커지기 때문에, 여러 실험 데이터를 이용하여 보정할 경우 최적화가 

한쪽 데이터에 쏠리는 현상을 방지할 수 있다는 점이다. 이러한 방법을 

이용하여 각 조성에서 최적 Kij 값을 찾았다. 
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Figure 27. Flowchart of BIP calibration algorithm 
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4.2. 실험 과정 
4.2.1. 혼합 열매체의 제작 

 

본 연구에서 VLE와 기포점 측정은 대량의 액체 혼합 열매체가 

필요하므로, 순물질을 이용하여 직접 혼합 열매체를 제작하였다. 혼합 

열매체는 연구실에서 보유한 2대의 ISCO 펌프를 이용하여 제작하였다. 

저압의 기상 R134a를 ISCO 펌프로 쉽게 이동하기 위해선 ISCO 펌프의 

온도가 상온보다 크게 낮을 필요가 있다. 따라서 냉각 재킷을 이용해 

ISCO 펌프의 온도를 -15℃로 강하하고 펌프 내부의 이물질을 

제거해주는 퍼지(purge) 작업을 수행하였다. 그후 R134a를 주입, 

냉각하고, 40bar로 유지하여 액체 단상으로 존재하도록 하였다. 순물질에 

대한 온도/압력에 따른 밀도 정보 등은 문헌 혹은 RefProp을 통해 

확보하였다. 이를 통해 -15℃, 40bar의 무게를 정확히 계산하여 2번째 

펌프에 정량 주입하였다. 

 

그 후 첫 번째 펌프에 다시 CO2를 주입하고, 같은 방법으로 두 번째 

펌프에 정량 주입하였다. 주입 시, 순물질이 있는 첫 번째 펌프는 고정 

압력, 혼합물이 있는 두 번째 펌프는 고정 유량을 유지하여 일정압력의 

열매체가 일정속도로 천천히 혼합물이 있는 두 번째 펌프에 주입되게끔 

하였다. 이 때 유량은 5mL/min 이하로 매우 느린 속도로 주입하여, 

주입하는 중 온도와 압력의 변화에 대한 영향을 최소화하였다. 아래 

Figure 28는 열매체 주입을 수행할 때 컨트롤 패널의 모습이다. 

 

Figure 28. Controlling ISCO pump using Labview. 



 

 62 

 

첫번째 펌프에서 온도, 압력과 주입된 순물질의 부피를 계산할 수 

있기 때문에, 두번째 펌프에 주입된 순물질 열매체들의 주입 중량을 

정확히 계산이 가능하다. 하지만 이렇게 제작된 혼합 열매체는 아직 

homogeneous 하지 않기 때문에, homogeneous 상으로 만들어주는 작업이 

필요하다. 그렇게 하기 위해서 혼합물의 주입이 끝나고 난 후, 실린더의 

온도를 50℃로 가열하였고, 최소 하루 이상 포화시켰다. -15℃의 혼합 

열매체를 50℃로 가열하면 아래 Figure 29와 같이 일시적으로 부피가 

크게 늘어난다. 그 후 수 시간 동안 고정 압력으로 유지시키면, 혼합물의 

분자들이 서로 섞이며 부피가 줄어들기 시작한다. 이러한 상태를 최소 

24시간 이상 유지하고, 부피가 변하지 않음을 확인하였다. 이 혼합물을 

채취하고 GC를 이용하여 제작된 혼합 열매체의 조성을 측정하여 조성을 

확정한 후, 제작된 혼합 열매체를 사용하였다.  

 

 

Figure 29. Volume change of syringe pump after mixing of heat medium 

 

혼합 열매체를 채취하여 GC를 이용하여 조성을 측정한 결과, 

R134a:CO2 = 0.8158:0.1842의 몰분율로 측정되었다. 이는 20번 측정한 

평균값이며, 표준편차는 0.000386으로 나타났다. 이러한 방법으로 총 

네종류의 몰분율로 R134a + CO2 혼합 열매체를 제작하였다. 혼합 

열매체의 조성은 각각 8.3 mol%, 16.6 mol%, 18.4 mol%, 31.6 mol%이었고, 

제작된 혼합 열매체의 기포점 및 VLE 데이터를 확보하였다. 데이터는 
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크게 세 종류로 분류하여 데이터 분석을 진행하였다. 8.3 mol%의 경우 

low-CO2, 16.6과 18.4 mol%를 묶어서 mid-CO2, 31.6 mol%를 high-CO2 

케이스로 분류하였다.  

 

4.2.2. 혼합 열매체의 기포점 측정 
 

기포점 측정의 경우 Figure 25의 반응기를 활용하였다. 30 mL 

반응기는 상단에 강화유리 창이 있어 내부를 관찰할 수 있고, 최대 100 

bar까지 가압이 가능한 고압 반응기이다. 실험에 사용한 백금 저항 

온도계는 0.15 °C의 오차로, 반응기 내부의 액체의 온도를 모니터링했다. 

압력계는 Wika 사에서 제작한 -1 ~ 15 barg를 0.016bar의 오차로 측정 

가능하고, -50℃까지 측정이 가능한 압력계를 사용하였다. 기포점 측정 

시 유체가 모두 항온수조에 담겨서 일정한 온도에서 정확한 기포점을 

측정할 수 있도록 실험을 수행하였다.  

 

본 연구에서 수행되는 온도 범위는 -35℃ ~ 15℃이므로, -35℃에서 

먼저 반응기가 액체 100%가 되도록 혼합 열매체를 주입하였다. 이 때 

30mL 반응기의 온도는 -35℃, 압력은 기포점 보다 높은 값이 되어 

반응기 내부는 액체가 100%인 포화 액체 상태가 된다. 이 상태에서 

반응기의 온도를 1℃ 강하하면, 기포가 발생하면서 반응기의 압력이 

기포점보다 낮은 값을 갖게 된다. -36℃에서 5시간 이상 안정화한 후, 

30분에 0.1℃씩 상승하며 온도에 따른 반응기 내 압력 변화를 

관측하였다. 아래 그래프 Figure 30은 혼합 열매체의 기포점을 측정하는 

과정을 온도에 대한 압력값으로 표시한 그래프이다. 그래프에서 확인할 

수 있듯이 액체 + 기체상의 2상에서 온도를 상승시킬 때는 압력이 

서서히 오르다가, 기포점을 지나는 순간 액체가 100%로 되면서 압력이 

급상승하게 되는 모습을 확인할 수 있다. 이 과정을 최소 3번 반복한 후, 

확보한 기포점 데이터의 평균값을 구한 후, 5℃ 높은 –30℃에서 다음 

실험 수행하는 것을 반복하여 15℃까지 수행하였다. 
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Figure 30. Measurement of bubble point using pressure change according to 

temperature change at isochoric condition. 

 

4.2.3. 혼합 열매체의 VLE 측정 
 

VLE 측정의 경우 기포점 측정과 마찬가지로 Figure 25에서 사용된 

총 용량이 30mL인 반응기를 사용하였다. 먼저 에탄올을 열매체로 

사용하는 항온 저온 순환수조를 이용하여 30mL 반응기의 온도를 

조절하였다. 혼합 열매체를 액체 수위의 40%까지 주입하고, 온도를 -

35℃로 일정하게 유지시키면서 최소 1시간 이상 포화시켰다. 이 때 

온도와 압력값은 DAQ 시스템을 이용하여 기록하였고, 기체상 측정을 

수행하기 전 압력값의 변화가 없음을 확인하였다. 그 후 반응기에서 

GC까지 이어지는 채취 배관을 헬륨과 진공펌프를 이용하여 

플러시(flush)하였다. 플러시와 진공을 완료한 후 반응기 내부의 기체상 

부분을 채취하였고, 채취한 기체상을 GC를 이용하여 최소 6번 이상 

측정하여 평균값을 사용하였다.  

 

측정 범위는 혼합 열매체의 작동 온도인 –35 ~ 15℃까지 수행하였고, 

10℃ 간격으로 측정하였다. -15℃이하의 낮은 온도의 경우 GC를 

측정하기 어려울 정도로 낮은 증기압이 형성되는 경우가 있었는데, 이 

경우 위 방법으로 채취를 수행하면 1 ~ 2 bar 이내로 샘플 압력이 

형성되고 GC의 측정을 수행할 경우 1 ~ 2번 측정이 가능했다. 이러한 

경우 채취 라인에 GC의 이동상인 헬륨을 5bar까지 보충하여 측정을 
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수행하였다. 이렇게 함으로써 샘플이 희석되면서 검출되는 기체의 양은 

다소 작아졌지만, 안정적인 측정이 가능해지면서 더 정확한 측정값을 

얻는 것이 가능하다. 아래 Figure 31은 R134a + CO2 혼합물의 채취를 

수행한 후 GC로 분석한 예시이다. GC 분석은 porapak Q – 6ft 칼럼을 오븐 

온도 150℃에서 수행하였고, TCD(Thermal Conductivity Detector)를 

이용하여 분석하였다. 본 조건에서 두 성분은 완전히 분리되어 CO2의 

경우 retention time이 0.372분, R134a의 경우 0.646분으로 나타났다. 보정의 

경우 CO2 및 R134a의 순물질을 각각 사용하였다. 먼저 위 오븐 

조건에서 CO2 순물질을 측정한 후, 측정된 CO2 순물질의 TCD 측정량을 

보정 테이블에 입력하였다. 같은 방법으로 R134a 순물질의 TCD 

측정량을 입력하고, 혼합물을 측정했을 때 각각의 성분에서 검출된 

측정량과 순물질의 측정량이 기록된 보정 테이블을 비교분석하여 정량 

분석을 수행하였다. 

 

 

 

Figure 31. Example of R134a + CO2 35 mol% mixture analyzed by GC. 
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4.3. 열역학 공정 simulator를 이용한 LNG 재기

화공정 
 

실험을 수행하기에 앞서 필요한 실험조건을 정확히 파악하기 위해, 

ASPEN tech사의 열역학 공정 시뮬레이터 HYSYS를 이용하여 LNG 

재기화 공정을 수행하였다. 혼합 열매체는 실험에서 사용한 조성 중 

하나인 R134a + CO2 18 mol%를 사용하였고, LNG는 문헌을 참고하여 아래 

Table 10과 같이 조성을 입력하였다. [69] 재기화 공정 순환도는 아래 

Figure 32와 같이 구성하였다. -155 ℃, 1.6 bar의 LNG를 100 ton/hr의 

유량으로 재기화하는 상황을 가정하고, 이를 위해 필요한 혼합 열매체의 

유량을 계산하였다. 혼합 열매체의 경우 9.08 bar, 4.5 bar의 기체상태 혼합 

열매체가 LNG와 열교환하면서, LNG는 NG로 기화하고 혼합 열매체는 -

30 ℃, 4 bar의 액체로 액화한다. 이 때 LNG를 기화하기 위해 필요한 

열매체의 유량은 266.8 ton/hr로 계산되었다. 해수 온도의 경우 지역마다 

다르지만 일반적으로 사용하는 해수의 온도를 7℃이상 강하할 수 없도록 

되어있다. 따라서 문헌을 참고하여 14℃의 해수를 7℃까지 강하하는 

시스템으로 설계하였다. [70]  

 

Figure 32의 LNG 재기화 열교환기 E-100의 경우 LNG와 열매체의 

온도차가 크므로 온도 교차 현상(temperature cross)의 우려가 거의 없는 

시스템이다. 하지만 열매체 - 해수 열교환기 E-101의 경우 온도 교차 

현상(temperature cross)의 우려가 있는 만큼 신중한 접근이 필요하다. 

Figure 33은 열교환기 E-101에서 해수와 열매체가 교환할 때 나타나는 

열교환 선도이다. 해수의 경우 14℃에서 열교환을 시작하여 열매체와 

열교환을 진행하여 7도까지 온도가 낮아지고, 6.8e+7 kJ/h의 열교환을 

수행한다. 이 때 필요한 해수의 유량은 2244 ton/hr로 계산되었다. 혼합 

열매체의 경우 -30℃에서 14℃의 해수와 열교환을 시작하고, 액체에서 

기체로 상변화를 일으키면서 상변화 에너지를 이용하여 열교환을 

수행한다. 혼합물의 상변화로 인해 혼합 열매체가 기화하는 동안 

열매체의 온도는 서서히 오르고, 이를 temperature glide라고 부른다. 

R134a와 CO2의 배합비율에 따라 temperature glide의 기울기가 달라지게 

된다.  
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Table 10. LNG composition used in simulation. 

 
Component Mole Fractions 

Methane 0.9100 

Ethane 0.0500 

Propane 0.0250 

i-Butane 0.0100 

n-Butane 0.0000 

i-Pentane 0.0010 

n-Pentane 0.0000 

Nitrogen 0.0040 

 

 

 

 

 

Table 11. Required flow rate of heat medium to vaporize same condition of 

LNG. 

 
Heat medium Required Mass Flow rate 

(ton/hr) 

Water+glycol(30 mol%) 545.4 

Water+glycol(70 mol%) 686.2 

R134a+CO2(18 mol%) 266.8 
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Figure 32. Diagram of LNG regasification system using a process 

thermodynamic simulator. 

 

 

Figure 33. R134a:CO2 18 mol% heat flow diagram for seawater – Mixed 

Heat Medium heat exchanger. 
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같은 LNG 재기화 조건 하에서, 열매체를 글리콜-증류수로 바꾼 

경우도 함께 비교하였다. 글리콜-증류수의 조성은 문헌을 참고하여 

글리콜 30 mol%를 적용하였다. [71] 위 Table 11은 열매체의 종류에 따라 

LNG를 시간당 100톤 기화시키기 위해 필요한 열매체의 유량을 계산한 

값이다. 통상적인 글리콜-증류수 열매체는 글리콜 기준 30 mol%를 

사용하지만, LNG와 열교환을 수행하며 발생할 수 있는 아이싱(icing) 

현상을 막기 위해선 MEG를 70 mol%까지 증가시켜야 한다. 이렇게 될 

경우 필요한 글리콜-증류수 열매체의 유량은 최대 686.2 ton/hr가 될 

것이다. 하지만 R134a + CO2 18mol% 혼합 열매체를 사용할 경우, 상변화 

잠열을 이용하여 열교환에 필요한 유량을 266.8 ton으로 61% 

감소시키면서도 물은 사용하지 않기 때문에 아이싱(icing)의 위험도를 

배제할 수 있고, 유량이 크게 줄기 때문에 열교환기의 규모를 크게 

감소시킬 수 있다는 장점이 있다.  
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4.4. 실험 결과 및 토의 
4.4.1. Low-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

Low-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 혼합 열매체를 CO2 기준 8.375 

mol% 혼합한 혼합 열매체에 대한 실험 결과이다. 실험 과정 절에서 

설명한 것처럼 30 mL의 밀폐된 등적 반응기에 액체 단상이 되도록 

유체를 채우고, 온도를 1K 강하하여 액체 + 기체상 2상이 되도록 

하였다. 그 후, 온도를 30분에 0.1K씩 서서히 증가시켰다. Figure 30에서 

도시한 것처럼 액체 + 기체상 상에서는 압력이 서서히 증가하다가, 

기포점을 통과하여 액체 단상이 되는 순간 반응기 내부의 압력이 빠른 

속도로 증가하는 현상을 이용하여 기포점을 측정하였다. 이렇게 -

30.5℃부터 4.6℃까지 측정한 기포점은 최소 3번이상 반복하여 

측정하였고, 그 측정값의 차이는 0.01bar이내였다. Table 12에서 특정 

온도에서 측정된 기포점의 값을 Pexp로 표시하였고, 같은 온도조건에서 

BIP 보정을 하지 않은 Peng-Robinson 상태방정식을 사용하는 열역학 

시뮬레이터를 통해 계산한 값은 PHYSYS-PR로 표시하였다. 또한 실험값과 

시뮬레이션 사이에서 나타나는 차이는 deviation 값으로써 Dev(%)로 

계산하여 표시하였다. 또한 아래 Figure 34은 이를 그래프로 도시화한 

내용이다. 측정 결과, low-CO2 케이스에서는 대체로 시뮬레이터 계산 

결과보다 측정된 기포점의 값이 낮게 나타났고, 또한 온도가 낮아질수록 

시뮬레이션 값과 시뮬레이션 차이가 조금씩 증가하는 경향을 보였다. 

보정을 수행하기전 기포점의 deviation의 절댓값의 평균은 3.19%로 

계산되었다. 

 

위 기포점 및 VLE 측정결과를 Figure 27의 알고리즘을 이용하여 

R134a + CO2 8.38 mol%에 대하여 열역학 시뮬레이터에서 사용할 수 있는 

BIP를 찾는 작업을 수행하였다. 열역학 공정 시뮬레이터의 경우 BIP를 

상수의 형태로 받기 때문에, 조성에 따라 다른 BIP 값이 필요하였다. 

최적화 결과, 최적 BIP값은 -0.01156으로 계산되었다. 최적화된 BIP를 

적용한 기포점의 데이터는 아래 Table 12에 PPR,tuned로 표시하였다. 또한 

이 때 실험값과 보정된 계산값과의 차이는 DevPR,tuned로 표시하였다. 

오차율의 절대값의 평균은 기존 3.19%에서 0.55%로 개선하였다.  

 

 



 

 71 

 

Table 12. R134a:CO2 (8.38 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) 
PHYSYS-PR 

(bara) 
PPR,tuned(bara) 

DevHYSYS-PR 

(%) 
DevPR,tuned(%) 

-30.5 1.72 1.787 1.726 -3.90 -0.34 

-25.1 2.1 2.181 2.113 -3.86 -0.61 

-20.4 2.47 2.577 2.502 -4.32 -1.30 

-15.4 2.95 3.057 2.976 -3.63 -0.87 

-10.5 3.48 3.593 3.505 -3.24 -0.72 

-5.6 4.11 4.199 4.104 -2.16 0.14 

-0.9 4.75 4.851 4.751 -2.13 -0.01 

4.6 5.58 5.711 5.603 -2.34 -0.41 

 

 

 

 
Figure 34. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (8.38 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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VLE의 측정은 위 기포점 측정결과와 같은 30mL 반응기를 

사용하였고, -35℃ 부터 15℃까지 각 고정된 온도에서 기체상을 채취하고 

GC를 이용하여 농도를 측정하였다. 액체 수위는 40 ~ 60%사이가 되도록 

혼합 열매체를 주입하였으며, 의도적으로 주입하는 액체 수위의 양을 

변화시켜 평형에 도달하였을 때 압력을 변화시켰다. 각 목표 온도에서 

최소 1시간이상 포화시키고, 압력이 변화하지 않는 것을 확인한 후 

기체상 채취를 수행하였다. 본 케이스의 경우 이산화탄소의 양이 

적으므로 저온에서 증기압이 대체적으로 매우 낮았다. 이 때문에 기체상 

채취가 어려운 경우가 있었고, 이런 경우 기체상 채취를 수행한 후 

GC의 이동상인 He 가스로 부족한 압력을 보충하였다. 만약 채취된 

기체상의 양이 너무 적어 조성 분석이 제대로 되지 않은 경우, 즉 분석 

결과의 표준편차값이 0.01보다 큰 경우는 데이터에서 제외했다.  

 

아래 Table 13은 PTy의 형태로 측정결과를 정리한 표이다. 고정된 

압력에서 온도와 압력이 일정한 값으로 포화가 되는 것을 확인한 후, 

기체상의 채취를 진행하였다. GC를 통하여 측정된 이산화탄소의 

몰농도를 표시한 값이 YCO2(exp)값이고, 같은 조건인 온도, 압력값에서 

열역학 시뮬레이터를 이용하여 기체상의 조성값을 조사한 결과가 

YCO2(HYSYS-PR)이다. 상태방정식은 기존과 동일하게 Peng-Robinson을 

사용하였고, BIP 보정은 하지 않은 값이다. 실험값과 시뮬레이션 값의 

차이를 계산한 Dev(%)값 또한 아래 표에 계산하여 표시하였다. 보정을 

수행하기전 VLE 측정결과의 deviation의 절댓값의 평균은 0.94%로 

계산되었다. 

 

기포점과 마찬가지로 최적화된 BIP Kij = -0.01156을 입력하여 

시뮬레이션을 재수행한 결과는 아래 Table 13에 YCO2(PR, tuned)로 

표시하고, 이와 실험값의 차이는 DevPR,tuned로 계산하였다. 보정 결과, 

오차율의 절댓값의 평균은 0.94%에서 1.42%로 소폭 증가하였다. Kij의 

상수만을 이용한 보정을 수행할 경우 Kij 변화량에 대하여 기포점이 더 

민감하게 작용하여 기포점에 맞춰 최적화가 되었다.  
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Table 13. R134a:CO2 (8.38 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-33 1.38 0.4882 0.4907 0.4937 -0.52 -1.12 

-33.1 1.42 0.5129 0.5090 0.5120 0.76 0.17 

-32.7 1.47 0.5174 0.5172 0.5203 0.05 -0.55 

-25 1.98 0.4876 0.4845 0.4876 0.65 0.00 

-15.1 2.87 0.4437 0.4531 0.4563 -2.11 -2.84 

-5 3.99 0.4062 0.4102 0.4135 -0.99 -1.78 

5.2 5.38 0.3538 0.3622 0.3654 -2.40 -3.28 

15.3 6.58 0.2624 0.2608 0.2633 0.60 -0.35 

15.2 6.71 0.2785 0.2784 0.2810 0.04 -0.91 

15.2 7.12 0.3166 0.3222 0.3252 -1.78 -2.73 

15.2 7.15 0.3208 0.3252 0.3283 -1.38 -2.32 

15.3 7.21 0.3287 0.3289 0.3319 -0.05 -0.99 
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4.4.2. Mid-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

Mid-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 18.41 mol%의 기포점 및 VLE 

실험결과와 함께, R134a + CO2 16.6 mol%의 VLE결과를 추가적으로 

확보하여 함께 데이터베이스에 삽입하여 최적화를 수행하였다. 

실험과정은 이전 실험과 같은 방법으로 30 mL 반응기에서 진행하였다. 

먼저 16.6mol%의 VLE 측정결과는 아래 Table 14에 정리한 바와 같다. 30 

mL 반응기 내부에 R134a + CO2 16.6 mol%의 혼합 열매체를 기체상 + 

액체의 2상이 되도록 채운 후, 목표 온도에서 포화를 시켜주었다. 그 후, 

시스템의 압력이 변하지 않는 것을 확인하고 기체상의 채취를 

수행하였다. 아래 Table 14은 PTy의 형태로 측정결과를 정리한 표이다. 

GC를 통하여 측정된 이산화탄소의 몰농도를 표시한 값이 

YCO2(exp)값이고, 같은 조건인 온도, 압력값에서 열역학 시뮬레이터를 

이용하여 기체상의 조성값을 계산한 결과가 YCO2(HYSYS-PR)이다. 

상태방정식은 기존과 동일하게 Peng-Robinson을 사용하였고, BIP 보정은 

하지 않은 값이다. 실험값과 시뮬레이션 값의 차이를 계산한 Dev(%)값 

또한 아래 표에 계산하여 표시하였다. 보정을 수행하기전 VLE 

측정결과의 deviation의 절댓값의 평균은 3.01 %로 계산되었다. 대체로 

실험값의 이산화탄소 몰분율이 시뮬레이션값보다 낮게 나타나는 경향을 

보였다. 각 몰분율 분석 결과는 GC 측정을 최소 5번이상 수행한 후 

평균값을 사용하였고, 표준편차는 최대 0.0049로 계산되었다.  

 

Mid-CO2 케이스의 모든 데이터를 취합하여 최적화를 수행한 결과 

최적 Kij = 0.009421로 나타났다. 시뮬레이션을 재수행한 결과는 아래 

Table 14에 YCO2(PR, tuned)로 표시하고, 이와 실험값의 차이는 DevPR,tuned로 

계산하였다. BIP 보정 후, 실험값과 시뮬레이션 값의 차이의 절댓값의 

평균은 3.01%에서 2.42%로 개선되었다. 16.6 mol%만으로 보정을 수행할 

경우 결과가 크게 왜곡될 우려가 있으므로, 18.4 mol%와 함께 

시뮬레이션을 수행했다.  
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Table 14. R134a:CO2 (16.6 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration.  

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-34.1 2.06 0.6905 0.7183 0.6909 -0.65 -0.06 

-34.5 2.17 0.7137 0.6939 0.7152 -0.49 -0.22 

-25 2.93 0.6493 0.6682 0.6651 -2.91 -2.42 

-15.1 3.99 0.6012 0.6217 0.6184 -3.41 -2.87 

5 7.4 0.5284 0.5541 0.5505 -4.85 -4.18 

5.1 7.82 0.5538 0.5794 0.5757 -4.61 -3.95 

15 8.65 0.4452 0.4539 0.4507 -1.96 -1.24 

15 9.86 0.5009 0.5271 0.5234 -5.22 -4.49 

 

 

R134a + CO2 18.41 mol%의 경우 -32℃ ~ 14.8℃까지 기포점 실험을 

진행하였으며, 그 결과는 아래 Table 15 및 Figure 35와 같다. 대체로 

열역학 시뮬레이션에서 계산한 기포점 PHYSYS-PR보다 실험으로 측정된 

기포점 Pexp가 더 높게 나타났고, 온도가 낮아질 수록 시뮬레이션값과 

실험값의 차이가 증가하는 경향을 보였다. 실험값과 시뮬레이션값의 

차이 DevHYSYS-PR의 절댓값의 평균은 BIP 보정을 수행하기 전 2.71%로 

계산되었다. Kij = 0.009421을 입력하여 기포점의 계산을 다시 수행한 

결과는 아래 Table 15의 PPR,tuned로 표시하였다. 기존에 비해 기포점의 

계산이 크게 개선된 것을 확인할 수 있다. 오차율의 절댓값의 평균은 

2.71%에서 0.63%로 개선하였다. 이러한 성능개선은 Figure 35를 통하여도 

확인이 가능하다. Figure 35의 검은 실선은 보정을 수행하기 전 열역학 

시뮬레이터로 기포점을 계산한 결과이고, 빨간색 실선은 보정을 수행한 

후 열역학 시뮬레이터로 기포점을 계산한 결과이다. 보정을 수행하기 

전에는 실험값보다 시뮬레이션 값이 더 낮은 것을 확인할 수 있으나, 

보정 후 실험값과 시뮬레이션 값이 매우 가까워진 것을 확인할 수 있다.  
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Table 15. R134a:CO2(18.4 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) 
PHYSYS-

PR(bara) 
PPR,tuned(bara) 

DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-32 2.93 2.812 2.9397 4.03 -0.33 

-25.4 3.66 3.522 3.6692 3.77 -0.25 

-20.2 4.32 4.169 4.3334 3.50 -0.31 

-15.5 4.97 4.828 5.0074 2.86 -0.75 

-10.7 5.75 5.577 5.7731 3.01 -0.40 

-5.8 6.6 6.428 6.6406 2.61 -0.62 

-0.5 7.68 7.452 7.6831 2.97 -0.04 

4.9 8.73 8.613 8.8635 1.34 -1.53 

9.9 9.94 9.802 10.0693 1.39 -1.30 

14.8 11.27 11.08 11.3622 1.69 -0.82 

 

 

 

Figure 35. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (18.4 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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R134a + CO2 18.4 mol%에서 VLE를 측정한 결과는 아래 Table 16에 

정리하였다. 18.4 mol%의 경우 제작한 feed의 양이 다소 부족하여 VLE 

실험결과 데이터가 다른 케이스에 비해 부족했다. 따라서 16.6 mol% 

케이스의 VLE 측정결과를 함께 데이터베이스에 삽입하여 최적화하였다. 

최적화 결과인 BIP Kij = 0.009421을 열역학 시뮬레이터에 입력하여 계산한 

결과는 Table 16의 YCO2(PR, tuned)에 표시하였다. 계산값과 실험값 사이 

차이 DevHYSYS-PR과 DevPR,tuned를 비교하면 계산성능을 다소 개선했으나 

이전과 큰 차이가 없었다. Dev값의 절댓값의 평균은 기존 4%에서 보정을 

수행한 후 3.34%로 개선하였다.  

 

 

 

Table 16. R134a:CO2(18.4 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-24.5 3.37 0.6840 0.7110 0.7077 -3.95 -3.46 

-14.5 4.54 0.6395 0.6648 0.6614 -3.96 -3.41 

-4.5 6.06 0.5956 0.6224 0.6188 -4.49 -3.89 

5.5 8.18 0.5734 0.5939 0.5902 -3.58 -2.93 

15.5 10.02 0.5072 0.5269 0.5233 -3.88  -3.16 
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4.4.3. High-CO2 케이스의 기포점 및 VLE 측정 결

과 및 BIP 보정 결과 
 

R134a + CO2 혼합 열매체에서 이산화탄소의 비율이 31.6 mol%였던 

본 케이스의 경우 10℃ 이상에서 기포점이 14.8 bar를 초과하였다. 

이산화탄소의 비율이 증가하고 기포점이 증가하면서, 기포점 실험 중에 

기포점 이하로 온도가 내려가도 기포가 생기지 않고 액체 1상이 되는 

과냉각 현상이 나타났다. 이로 인해 기포점 측정이 불가해 10℃이상의 

기포점 실험결과는 데이터베이스에서 제외했다. 실험결과는 아래 Table 

17에서 실험온도 T에 대한 기포점 Pexp로 표시하였다. Figure 36에서 같은 

결과를 점으로 표시하였다. 열역학 시뮬레이터로 같은 온도 지점에서 

Peng-Robinson 상태방정식으로 기포점을 계산한 결과는 PHYSYS-PR이다. 

실험값 Pexp에대한 PHYSYS-PR의 차이를 계산한 값은 DevHYSYS-PR이다. Figure 

36의 실험값(점)과 BIP 보정 전 시뮬레이션 값인 검은 실선, 그리고 

Table 17의 DevHYSYS-PR값에서 확인할 수 있듯 실험값은 전체적으로 

시뮬레이션값보다 높게 측정되었고, 오차율의 절대값의 평균은 

5.12%이다. 

 

기포점과 VLE 결과를 이용하여 최적화된 BIP Kij를 계산한 결과 Kij 

= 0.015295로 계산되었다. 개선된 Kij로 시뮬레이션한 기포점값은 

PPR,tuned로 표시하고, 이 값과 실험값과의 차이는 DevPR,tuned에 표시하였다. 

본 케이스에서는 BIP 보정에 의한 기포점의 보정효과가 크게 나타났다. 

BIP 보정 후 기포점의 실험값과 시뮬레이션 값의 오차 절댓값의 평균은 

0.57%로 크게 개선하였다. 
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Table 17. R134a:CO2(31.6 mol%) results of bubble point before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) Pexp(bara) PHYSYS-PR(bara) PPR,tuned(bara) DevHYSYS-PR(%) DevPR,tuned(%) 

-32.9 4.51 4.195 4.4925 6.98 0.39 

-24.9 5.80 5.454 5.8108 5.97 -0.19 

-19.9 6.70 6.367 6.7640 4.97 -0.95 

-14.8 7.81 7.407 7.8461 5.16 -0.46 

-5.2 10.12 9.683 10.2057 4.32 -0.85 

0.0 11.61 11.1 11.6710 4.39 -0.53 

4.9 13.10 12.57 13.1788 4.05 -0.60 

 

 

 

 
 

Figure 36. Graph comparing the bubble point experiment (point) and the 

simulation result (solid red line) after BIP calibration of R134a:CO2 (31.6 

mol%). The solid black line is a graph of the simulation results before 

calibration. 
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VLE 실험 결과는 PTy의 형태로, 특정 압력, 온도 조건에서 

기체상을 채취하고 그것을 GC로 측정하여 몰분율을 도출하였다. 실험을 

수행한 온도와 압력은 각각 T, P로 표시하였고, 기체상의 이산화탄소 

조성비를 YCO2(Exp)로 표시하였다. 각 VLE 온도, 압력 별로 GC 채취를 

수행한 후 최소 5번 이상 측정을 수행하였고, 측정된 조성값의 평균을 

사용했다. 평균한 조성의 표준편차는 최대 0.0035이내였다.  BIP 보정 전 

열역학 시뮬레이션값 YCO2(HYSYS-PR)값을 확인하면 대체로 실험값보다 

시뮬레이션에서 몰분율의 값이 높게 계산되는 것을 확인할 수 있다. 

액체 수위가 다소 높았던 -34.4℃, 4.21bar/ -14.5℃, 7.79bar/ -4.6℃, 

10.12bar의 경우 시뮬레이터 상에서 압력-온도 플래시 계산을 수행할 

경우 기포점보다 높은 값으로 인식하여 액체 단상으로 인식하였다. 

따라서 YCO2의 값이 계산되지 않았다. 계산되지 않은 케이스를 제외하고, 

BIP 보정을 수행하기 전 오차의 절대값의 평균은 2.94%이다. 

 

기포점과 VLE PTy 데이터로 BIP의 최적값을 구한결과, Kij = 

0.015295로 계산되었다. 기포점의 보정으로 기존에 액상으로 인식했던 

온도, 압력값이 정상적으로 YCO2(PR, tuned)에 계산이 되는 것을 확인할 

수 있다. BIP 보정을 수행한 후, 오차율의 절대값의 평균은 2.28%로 

개선하였다. 

 

Table 18. R134a:CO2(31.6 mol%) results of VLE(PTy) before and after BIP 

calibration. 

 

T(℃) P(bara) Yco2(Exp) 
Yco2 

(HYSYS-PR) 
Yco2 

(PR,tuned) 
DevHYSYS-

PR(%) 
DevPR,tuned(%) 

-34.4 3.83 0.8332 0.86156 0.8561 -3.41 -2.75 

-34.4 4.21 0.8568 - 0.8734 - -1.94 

-14.4 6.65 0.7761 0.7891 0.7827 -1.66 -0.85 

-14.4 6.89 0.7830 0.7986 0.7922 -2.00 -1.18 

-14.5 7.79 0.8012 - 0.8237 - -2.81 

-4.6 9.19 0.7462 0.7733 0.7665 -3.63 -2.72 

-4.6 10.12 0.7709 - 0.7934 - -2.92 

5.3 11.16 0.6922 0.7176 0.7143 -3.68 -3.19 

15.2 13.84 0.6555 0.6771 0.6699 -3.29 -2.20 
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4.5. LNG 재기화공정의  최적화를 위한 물성측정 

요약 
 

본 주제에서는 LNG 재기화공정에 적용 가능한 Intermediate fluid 

vaporizer(IFV) 시스템을 혼합 열매체 R134a + CO2를 중간 열전달 매체로 

활용하여 구성하였다. 혼합 열매체를 사용하는 IFV 시스템을 열역학 

공정 시뮬레이션 HYSYS로 구성하면서 시뮬레이션이 실제와 일치하는 

지에 대한 확신을 얻고, 만약 시뮬레이션과 실제가 일치하지 않는다면 

실험을 통해 측정한 물성값을 이용하여 시뮬레이션을 보정해주었다. 

연구에 사용한 상태방정식은 일반적으로 많이 통용되는 상태방정식은 

Peng-Robinson 상태방정식을 사용하였다. 공정 시뮬레이터의 경우 PR 

상태방정식의 BIP를 상수만으로 보정할 수 있기 때문에, 여러 조성에서 

측정한 물성치를 조성에 따라 low, mid, high – CO2 세가지 케이스로 

분류하여 각각 케이스에 대한 BIP Kij 값을 계산하였다. 조성은 low-

CO2의 경우 R134a + CO2 8.3 mol%에서 -30.5℃ ~ 4.6℃ 범위에서 기포점 

측정을 완료하였고, -33.1℃ ~ 15.4℃에서 VLE – PTy 측정을 완료하였다. 

여기서 확보한 데이터를 이용하여 계산한 최적 BIP Kij = -0.01156으로 

계산되었다. BIP 적용 전 기포점 및 VLE 실험값과 시뮬레이션 값의 

오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 1.84%에서, Kij = -0.01156을 적용하고 

0.99%로 개선하였다.  

 

Mid-CO2 케이스의 경우 R134a + CO2 16.6 mol%과 18.4 mol% 조성을 

사용하였다. 16.6 mol% 케이스에서 -34.1℃ ~ 15℃ 범위에서 10℃간격으로 

VLE를 측정하여 PTy 물성치를 확보하고, 18.4 mol%에서 -32℃ ~ 14.8℃ 

범위에서 5℃ 간격으로 기포점을 측정하고 -24.5℃ ~ 14.5℃ 범위에서 10℃ 

간격으로 VLE를 측정하였다. 확보한 데이터를 이용하여 BIP를 계산한 

결과 최적 Kij = 0.009421로 계산되었고, BIP 적용 전 기포점과 VLE 

실험값과 시뮬레이션 값의 오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 3.08%에서, 

Kij = 0.009421을 적용하고 1.55%로 개선하였다. High-CO2 케이스의 경우 

R134a + CO2 31.6 mol%에서 물성 측정을 수행하였다. High-CO2 

케이스에서는 10℃이상에서 기포점이 측정가능 범위인 16 bar를 

초과하였으므로 -32.9℃ ~ 4.9℃ 범위에서 5℃ 간격으로 측정을 

수행하였다. 또한 VLE는 -34.4℃ ~ 15.2℃ 범위에서 10℃ 간격으로 

측정하여 PTy 측정결과를 확보했다. High-CO2 에서는 BIP 보정을 
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수행하기 전 실험값의 기포점이 시뮬레이션 값보다 높게 나타나는 

경향을 보였는데, 이로인해 VLE 실험이 수행된 point에서 시뮬레이션을 

통한 플래시 계산이 수행되지 않는 경우가 있었다. 이는 확보한 

실험값을 이용하여 Kij = 0.015295로 보정한 결과 개선되었고, BIP 적용 전 

기포점과 VLE 실험값과 시뮬레이션 값의 오차율의 절댓값의 평균 

∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
= 3.15%에서 보정을 수행한 후 1.53%로 개선하였다.  

 

개선된 BIP를 실제 공정 시뮬레이션에 적용하기 위해, Mid-CO2 

케이스에 대하여 4.3절에서 수행한 공정 시뮬레이션을 BIP Kij = 

0.009421을 적용하고 시뮬레이션을 재수행하였다. LNG를 기화시키면서 

액화한 혼합 열매체는 해수와 열교환하며 다시 기화한다. 열교환기를 

통과한 해수를 7℃ 강하시키면서 온도 교차 현상(temperature cross) 

현상이 일어나지 않아야 하므로 해수와의 열교환 선도가 매우 중요하다. 

아래 Figure 37는 BIP 보정 전 PR, GERG-2008(REFPROP), BIP 보정 후 

PR의 세가지 상태방정식에서 열교환 선도를 계산한 결과이다. 보정을 

수행하면서 기포점에 변화가 있었기 때문에, 열교환 선도에 변화가 

생겼다. 혼합 열매체는 -30℃에서 액체상으로 온도 상승을 시작하고, 

해수는 14℃에서 점점 온도 강하를 시작한다. 혼합 열매체가 기포점을 

지나며 상변화를 시작하고, 이로인해 잠열을 통한 상변화가 시작된다. 

열교환에 총 66017 kJ/h만큼 에너지가 교환된다는 조건 하에 열교환에 

필요한 유량은 아래와 같이 계산된다. 

 

�̇� =  �̇�𝐶(𝑇𝑜𝑢𝑡 − 𝑇𝑖𝑛)                                         (4.11) 

 

여기서 �̇� = 시간당 열교환 열량, �̇� = 시간당 유량, C = 비열, 𝑇𝑜𝑢𝑡 = 

열교환 후 열매체 온도, 𝑇𝑖𝑛  = 열교환 전 열매체 온도를 의미한다. 각 

케이스에서 𝑇𝑜𝑢𝑡 과 유량 �̇�를 Table 19에 정리했다. Figure 37의 열교환 

선도에서 확인할 수 있듯이 GERG-2008과 tuned PR이 비슷한 선도를 

보이는 것을 확인할 수 있었다. Table 19을 살펴보면 PR이 보정되면서 

𝑇𝑜𝑢𝑡이 0.04℃ 증가했고, 이로 인해 유량 �̇�가 소폭 증가한 것을 확인할 

수 있다.  
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Figure 37. R134a:CO2 18.4 mol% results of heat flow diagram on seawater-

Mixed Heat Medium heat exchanger. Comparison on PR, GERG-2008 

(REFPROP) and PR-tuned. 

 

 

 

Table 19. R134a:CO2 mixed heat medium at 18.4 mol% – required flow rate 

and temperature change of each EoS for seawater heat exchange diagram. 

 
EoS Tout(℃) �̇�(kg/h) 

PR 9.84 259.7 

GERG-2008 9.66 262.1 

PR_tuned 9.88 260.2 

 

본 주제에서는 혼합열매체 R134a + CO2 8 ~ 32 mol%에 대한 BIP 

보정을 수행하였다. 실험을 수행한 8.3 mol%, 16.6 mol%, 18.4 mol%, 31.6 

mol% 이외의 조성에서도 BIP를 적용할 수 있도록 mol 농도에 대한 

Kij의 회귀식을 Figure 38와 같이 구하였다. 회귀식 𝑦 = 0.0296 −

0.0122𝑥 − 0.0033/𝑥을 사용하면 8.3 ~ 32 mol%에 대하여 다양한 조성에 

대한 Kij값을 구하여 공정 시뮬레이션에 적용할 수 있을 것이다. Figure 

39은 측정한 모든 물성값과 보정 후 시뮬레이션 값을 비교한 그래프이다. 

대부분의 실험값보다 시뮬레이션이 근소하게 높게 계산되었고, 최대 
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오차율 절댓값 4.5%이내에서 실험값과 시뮬레이션 값이 일치하는 것을 

확인할 수 있다. 

 

 

 

Figure 38. Change and regression of BIP according to the molar fraction of 

mixed heat medium R134a:CO2 

 

Figure 39. Error rate of all physical property measured values and 

experimental values according to temperature after performing calibration 

in HYSYS 

𝑦 = 0.0296 − 0.0122𝑥 − 0.0033/𝑥 

CO
2
 mole fraction 
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열역학 공정 시뮬레이터에서는 BIP를 상수로만 입력할 수 있기 

때문에, 몰분율에 대하여 BIP 값을 조정해야만 했다. 하지만 실제로 

Peng-Robinson 상태방정식의 BIP는 4.1절에서 설명한 것처럼 온도에 대한 

함수로, 그 형태는 아래와 같다. 

 

𝐾𝑖𝑗(𝑇) =  𝐾1 + 𝐾2𝑇 +
𝐾3

𝑇
                                       (4.8) 

 

따라서 본 연구에서 수행한 물성 측정 결과로부터 위 온도에 대한 

함수의 계수를 찾는 것이 중요하다. 이를 위해 열역학 시뮬레이터 

Multiflash를 활용하였다. HYSYS와 같은 공정 시뮬레이션은 불가하기 

때문에 본 주제에서 주요하게 다루지 않았지만, Multiflash는 다양한 

API를 제공하여 확보한 데이터베이스에 대한 Kij 계수를 구하는 것이 

가능하다. Visual Basic을 활용하여 Multiflash에서 전체 실험값에 대응하는 

시뮬레이션 값을 계산하고, 이에 대한 최적 계수는 아래와 같다: 

 

𝐾𝑖𝑗(𝑇) = (−5.917639 ∗ 10−3) − (8.4911 ∗ 10−5)𝑇 + (4.80732 ∗ 10−7)/𝑇 

(4.12) 

 

위 계수를 입력하여 계산된 값과, 실험값과의 차이를 온도에 따라 

나타낸 그래프는 아래 Figure 40과 같다. Multiflash의 경우 BIP 보정 전 

전체 오차율의 절댓값의 평균 ∑
|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
=  2.08%에서 보정 후 ∑

|𝑒𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙|

𝑛
=

1.83% 로 개선하였다. 최대 오차율은 Low-CO2 케이스의 -6.21%로 

계산되었다. Figure 39과 비교할 때, 공정 시뮬레이션에서 고정된 조성을 

사용한다면 그 조성에 대한 BIP를 독립적으로 사용하는 것이 더 정확한 

시뮬레이션 결과를 기대할 수 있을 것이다. 
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Figure 40. Error rate of all physical property measured values and 

experimental values according to temperature after performing calibration 

in Multiflash 
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5. 폐열매체 분리 : 하이드레이트를 활

용한 R134a + CO2의 분리 및 R134a 

+ CO2 하이드레이트의 기초 물성 연구 
 

5.1. 연구의 배경 
 

본 연구의 4절에서, R134a와 CO2를 혼합한 신열매체를 이용한 LNG 

재기화 공정을 구축하고, 시뮬레이션과 실제사이의 오차를 최소화하고 

공정모사의 최적화를 위한 기포점 및 VLE의 물성값 측정을 수행하였다. 

R134a와 CO2를 혼합한 신열매체와 같은 열매체는 비폭발성이므로 

폭발성 열매체인 프로판 등을 대체해야하는 LNG 재액화 공정과 재기화 

공정에서 사용하는 연구가 활발히 진행되고 있다. [72] R134a는 

HFC(수소불화탄소 화합물)계열로, 1980년대에 오존층 파괴물질로 알려진 

프레온가스(CFC) 계열의 대체제로 널리 쓰여왔다. 비폭발성 열매체 

계열에서 상대적으로 가격이 저렴하여 냉장고 등을 위한 열매체로 많이 

사용되어왔으나, 지구 온난화 지수가 CO2의 1,430배에 달하는 물질이다. 

[73] 이 때문에 전 세계적으로 HFC 계열 열매체의 사용규제가 강해지고 

있고, 이로인해 HFO 계열의 저폭발성 열매체를 사용하는 연구도 수행된 

바 있다. [74, 75] HFO 계열의 대표적인 열매체는 R1234ze가 있으나, 국내 

유통사 기준 kg당 7,000원인 R134a에 비해 R1234ze는 kg당 100,000원에 

달하기 때문에 대량의 열매체를 사용해야하는 산업계에서는 아직 

도입하기 어려운 실정이다(2018년 가격 기준). 때문에 추후 R134a + CO2 

혼합 열매체를 열역학뿐만 아니라 경제적으로 대체가능한 HFO 계열 

혼합 열매체가 개발된다면, 4절의 LNG 재기화 공정에 사용한 R134a와 

CO2는 회수될 필요가 있다. 이 때 반드시 안전하고 효율적인 방법으로 

회수해야 할 것이다. 

 

열매체의 후처리를 위해서는 회수 후 재사용을 위해 분리과정을 

통한 정제과정이 필수적이다. CO2의 경우 엔진에서 연소한 후 

배가스에서 발생하는 경우가 많은데, 선박의 경우 이를 포집하기 위한 

연구가 활발히 진행되어왔다. [76] 하지만 CO2의 상평형 압력이 매우 

높기 때문에, 증류와 같은 방법으로 분리를 하고 보관하기 위해선 -

50 ℃이하의 저온 공정이 필요하다. [77, 78] 특히 수소와 같은 고압 

가스가 혼합된 경우에는 저온 고압 조건이 필요한 VLE(Vapor-liquid 
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Equilibrium) 분리보다 하이드레이트를 활용하는 HVE(Hydrate-vapor 

Equilibrium)을 활용한 분리방법도 많이 연구되고 제안되고 있다. Xu et 

al.은 이산화탄소와 수소를 효율적으로 분리하기 위한 방법으로 

하이드레이트의 사용을 제안했고, 3단 하이드레이트 형성 시스템을 통해 

CO2와 H2를 95%까지 분리하는 방법을 연구하였다. 

 

가스 하이드레이트는 비화학량적 크리스탈 화합물(nonstoichiometric 

crystalline coumpounds)로, 주체 분자로 물 분자들이 수소결합을 통한 

격자를 이루고 그 안에 객체 분자 – 주로 메탄, 에탄, 프로판, 부탄과 

같은 석유 화합물 – 이 객체 분자로 이루어져 있다. [15] 객체분자의 

종류에 따라 하이드레이트의 구조가 바뀌게 되는데, 이산화탄소 

단일개체가 객체분자로 참여하는 경우 구조-I(Structure-I)의 형태를 

띄운다. [16] S-I의 구조를 갖는 하이드레이트는 대부분 하이드레이트 

형성을 위한 압력조건이 높고, 이 때문에 비교적 하이드레이트 생성이 

어렵다. 따라서 하이드레이트를 이용하여 CO2를 분리하고자 하는 경우 

하이드레이트 형성을 돕는 프로모터(promoter)를 첨가하는 경우가 많다. 

[79, 80] R134a 하이드레이트는 구조-II의 구조를 갖는 하이드레이트 

프로모터(promoter)이다. 특히 CO2와 R134a의 하이드레이트를 만들 경우 

하이드레이트 상평형 압력이 매우 낮아지는 것이 Lee et al.에 의해 

확인된 바 있다. [18] 또한 폐가전과 같은 곳에서 R134a를 회수하면 

질소가 섞이는 경우가 있는데, R134a와 질소의 분리를 위해 

하이드레이트를 이용하는 방법도 개발되어왔다. [81] Nagata et al.은 

R134a와 질소의 분리에 있어 액화를 통한 VLE 분리 방법과 

하이드레이트를 이용한 HVE 분리 방법을 비교하였고, 회수율을 

계산하여 R134a와 질소의 분리에 있어 하이드레이트를 사용하는 것이 

더 유리하다고 제안하였다. [82]  

 

R134a와 CO2의 하이드레이트를 이용한 분리를 위해서 

하이드레이트의 물성을 정확히 알 필요가 있다. 하지만 현재 R134a + 

CO2 하이드레이트는 연구가 부족하여 열역학 시뮬레이터에서 계산이 

어려운 상황이고, 실제로 Lee et al.이 R134a + CO2 92%이상 고압 CO2에 

대한 하이드레이트 상평형 연구 외 R134a + CO2에 대한 연구가 거의 

없다. 따라서 하이드레이트 상평형, 구조 분석 및 분리 성능 시험에 대한 

연구가 절실한 실정이다. 본 주제에서는 R134a + CO2 하이드레이트의 

다양한 조성에 대한 상평형을 측정하고, 저온 XRD(X-ray diffraction) 
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분석을 통해 생성된 하이드레이트의 구조를 분석하여 R134a + CO2 

하이드레이트의 구조를 밝혀냈다. 또한 HVE(Hydrate-Vapor Equilibrium) 

평형을 이룬 후 기상 조성을 GC를 이용하여 측정함으로써 

하이드레이트를 이용한 분리의 효율을 회수율로 계산하였다.   
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5.2. 실험 과정 
5.2.1. 실험 장치 개요 

 

본 연구에서는 고압 반응기를 사용하였으며, 여기에는 자석 

교반기와 임펠러가 장착되어있다. 본 실험에서는 억제제를 사용하지 

않기 때문에, 생성되는 하이드레이트의 응집이 매우 크다. 따라서 

하이드레이트에 의한 모터, 토크센서, 임펠러의 파괴를 막기 위해, 

가능한 한 적은 양의 액체를 사용하였다. 따라서 부피 360mL인 

반응기에 총 30mL 부피의 증류수를 주입하였다. 반응기는 아래 Figure 

41과 같이 외부 냉동/히터에 연결된 온도 제어 액체 수조에 담갔다. 

백금 저항 온도계는 0.15 °C의 오차로 반응기 내부의 액체의 온도를 

모니터링했다. 압력계는 -1 ~ 16 barg 범위에서 오차가 0.02 bar인 압력 

변환기로 측정되었다. 액상의 활발한 혼합을 위해, BLDC 90 모터와 

결합된 단단한 샤프트와 결합된 2날 임펠러가 사용되었다. 임펠러는 

샤프트의 바닥에 위치해 있다. 하이드레이트 제작에 사용된 혼합가스는 

4.2.1.절에서 사용한 방법과 동일하게 사용하였고, 반응기에 주입하는 

과정에서 대기중의 공기가 섞이지 않도록 5번이상 플러싱을 수행하였다. 

목표한 압력으로 기체 주입을 완료하면, 증류수와 가스가 완전히 

섞이도록 600 rpm으로 임펠러를 교반하였다. 

 

 

Figure 41. Schematic diagram of the 360 mL reactor used in the 

experiment. 

  



 

 91 

5.2.2. 하이드레이트 상평형 측정 
 

하이드레이트 상평형 측정을 위해 사용된 가스는 R134a + CO2 33.2, 

49.8, 86.4 mol%로, 4.2.1.절의 혼합 열매체 제작방법을 이용하여 제작한 후, 

GC 시스템을 이용하여 조성을 확인하였다. 제작된 혼합 열매체는 

증류수를 30 mL만큼 주입한 반응기에 가압하였다. 이 때 반응기 내부에 

액화가 일어나지 않도록 이슬점보다 낮은 압력으로 혼합물을 주입하였다. 

주입 조건은 수조의 온도를 23℃로 고정하여 수행하였다. CO2 33.2 

mol%의 경우 9 bar, 49.8 mol%의 경우 11bar, 86.4 mol%의 경우 

15.4bar주입하였다. H-LW-V 상평형은 매우 정교하게 실험이 수행되어야 

한다. 아래 Figure 42은 상평형 실험 과정에서 온도와 압력의 이동 

경로를 나타낸다. 먼저 LW-V 상의 혼합물에서, 4℃이하로 온도를 

강하한다. 하이드레이트 생성이 시작되면, 아래 Figure 42의 2번과정과 

같이 하이드레이트가 생성되면서 압력이 강하한다. 그 후, 3번과 같이 

온도를 천천히 올리면서 하이드레이트를 해리하는 과정을 거친다. 이 때, 

하이드레이트가 완전히 녹아 H-LW-V 상이 LW-V상이 되는 순간이 

하이드레이트 상평형 지점이 되므로, 정교하고 정확한 상평형 지점을 

찾기 위해 해리는 0.1K/hr의 가열율로 수행되었다. 

 

Figure 42. Hydrate formation and dissociation curves during the H-LW-V 

phase equilibrium experiment of a R134a + CO2 86.4 mol% mixed gas. 
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하이드레이트 상평형 측정이 완료된 후, 같은 조성에서 다른 

온도/압력조건의 상평형점을 찾기 위해 감압을 수행하였다. 

하이드레이트를 완전히 녹여 LW-V의 2상으로 만들고, 반응기에 설치된 

관측용 창을 통해 하이드레이트가 없는 것을 확인하였다. 감압은 1 bar씩 

감압하였고, 감압하는 과정에서 배출된 기체상은 회수되어 GC 측정을 

수행함으로써 기체상의 조성에 변화가 없는 것을 확인하였다. 그 후, 

Figure 42의 실험과정을 반복하였다. 해당 실험을 반복하여 각 조성에서 

상평형점을 5개씩 총 15개의 상평형점을 확보하였다. 

 

5.2.3. 저온 엑스선 회절을 통한 하이드레이트 구조 

측정 
 

하이드레이트의 기초 물성 측정에 있어 가스 하이드레이트의 구조를 

아는 것은 매우 중요하다. 본 실험에서는 R134a + CO2 가스가 

조성변화에 따른 구조의 변화가 있는지 확인하기 위해, 혼합가스의 

조성을 CO2의 함량이 적은 경우, 중간인 경우, 많은 경우의 세가지로 

나누어 하이드레이트를 제작하고, 그 샘플을 채취하였다. 혼합 열매체는 

4.2.1.절의 방법으로 제작하였고, CO2 함량을 22, 55, 89 mol%로 변화하여 

총 세가지 케이스에서 XRD 측정을 수행하였다. 360 mL 반응기에 물을 

30mL 주입하고, 혼합가스를 이슬점보다 낮은 압력으로 충전하였다. 그 

후, 에탄올을 사용한 항온 수조의 온도를 -20℃까지 강하하며, 교반기는 

600rpm으로 교반하여 가스와 증류수가 완전히 섞이도록 하여 

하이드레이트를 생성시켰다. 생성된 하이드레이트는 채취되어 

드라이아이스에서 냉각된 막자를 이용하여 분말형태로 만들어진 후, 

바이알에 담아 드라이아이스에 보관하였다. 제작된 분말형태의 

하이드레이트 샘플은 X선 회절 분석기 시스템의 모세관 반응기에서 

측정되었다. 저온 XRD는 대기압 조건에서 측정되었고, 액체질소를 

이용하여 200K에서 측정되었다. X선 감도 측정은 Cu K 𝛼1  튜브( 40kV, 

40mA)를 1.5406 Å 파장에서 측정하였다. X선 발생기를 회전하여 

하이드레이트의 격자구조를 측정하였다. 
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5.2.4. 하이드레이트를 이용한 R134a와 CO2의 분

리 성능 실험 
 

하이드레이트의 분리 실험은 5.2.2.절의 하이드레이트 상평형을 

측정하는 과정과 동일하게 수행하였다. 4.2.1.절의 과정으로 R134a + CO2 

혼합 열매체를 CO2 기준 22.3, 47.0, 75.0, 83.2 mol%의 네가지 조성으로 

제작하여 하이드레이트 분리 실험을 수행하였다. 360 mL 반응기에 물을 

30 mL 주입한 후, LW-V의 2상을 이루도록 이슬점보다 낮은 압력을 

가압했다. 초기 압력은 CO2가 적은 케이스 부터 각각 6.74 bar, 9.89 bar, 

16.27 bar, 23.18 bar로 주입하였다. 22.3 mol%와 47 mol%는 -1 ~ 16 barg에서 

측정가능하고 오차가 0.02 bar인 압력계를 사용하였고, 75.0 mol%과 83.2 

mol%의 경우 0 ~ 50 bar가 측정범위이고 오차가 0.05 bar인 압력계를 

사용하여 압력의 측정을 수행하였다. 23℃에서 혼합가스의 가압을 수행한 

후, 저온 항온수조의 온도를 1℃로 강하하였다. LW-H-V의 3상을 만든 후, 

최소 3일동안 등온상태를 유지하여 평형에 이르도록 하였다. 

하이드레이트가 생성된 후 기체상을 채취하여 GC 시스템에서 조성을 

측정하였다. 측정에 사용된 칼럼은 porapak-Q 6ft packed 칼럼이었고, 

TCD(Thermal Conductivity Detector)를 이용하여 아래 Figure 43와 같이 

정량분석 하였다. 분석된 데이터를 바탕으로 하이드레이트화된 객체 

분자의 조성을 분석하였고, 그 데이터를 토대로 압력-조성 다이어그램을 

그리고 회수율을 계산하였다.  

 

 

Figure 43. Feed composition measurement example of R134a + CO2 35 

mol%. 
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5.3. 실험 결과 및 토의 
5.3.1. 하이드레이트 상평형 측정 결과 

 

본 연구에서는 하이드레이트의 기본 물성 파악을 위해 다양한 

조성에서 H-LW-V 3상 하이드레이트의 상평형 측정을 수행하였다. 아래 

Table 20은 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 상평형을 측정한 

결과이고, Figure 44은 이를 그래프로 나타낸 결과이다. Figure 44에서 순수 

CO2 하이드레이트 상평형은 하이드레이트 열역학 시뮬레이터 Multiflash 

7.1을 이용하여 계산한 값이고, 순수 R134a 하이드레이트의 경우 열역학 

시뮬레이션을 이용한 계산이 지원되지 않아 Hashimoto et al.의 문헌을 

인용하였다. [83] Lee et al.은 CO2 하이드레이트의 프로모터(promoter)로써 

R134a 가스를 사용하는 방법에 대해 연구했고, CO2가 92% 이상의 

고농도인 경우에 대하여 상평형을 측정하였다. 따라서 본 연구와 비교를 

위해 Figure 44에 인용하여 추가하였다. [18] 

 

Table 20에 본 물성측정에서 다양한 온도ㆍ압력 범위인 5.7 ~ 11.6℃와 

3.783 ~ 15.393 bar 범위에서 CO2 농도에 따른 R134a + CO2 하이드레이트 

상평형의 측정을 완료하였다. Figure 44을 살펴보면, 증류수 + CO2 

하이드레이트의 상평형은 4℃ 기준 약 20 bar로 R134a가 혼합된 

케이스에 비해 매우 높은 것을 확인할 수 있다. 반면 R134a가 13.6%의 

매우 적은 양이 혼합되더라도, 하이드레이트의 상평형 압력이 약 

8.5bar로 매우 낮아지면서 R134a가 하이드레이트 프로모터의 역할을 

하는 것을 증명하였다. Lee et al. 또한 CO2 92%이상의 농도에서 R134a의 

첨가가 하이드레이트 상평형 압력을 크게 낮추는 것을 보였다. [18] 

이러한 현상은 R134a의 농도가 50%이상이 되었을 때 두드러지게 

나타났다. CO2의 농도가 49.8%인 경우와 33.2%인 경우를 살펴보면, CO2의 

농도가 감소하면서 하이드레이트 상평형 조건의 압력이 크게 하락하는 

것을 확인할 수 있었다. 10℃의 순수 CO2 상평형 압력이 약 40bar인 것과 

비교하면, CO2 49.8%의 경우 10.6℃에서 7.993bar, 33.2%의 경우 5.653bar로 

상평형 조건을 최대 35bar 감소시켜 하이드레이트가 생성되기 쉬운 

조건을 갖출 수 있었다. Seo et al.의 연구에서 이는 구조-II 

하이드레이트의 큰 셀을 R134a가, 작은 셀을 CO2가 점유하는데, CO2는 

큰 셀과 작은 셀 모두 들어갈 수 있는 반면 R134a의 경우 큰 셀만 

점유할 수 있기 때문에 R134a의 존재가 하이드레이트가 생성되기 쉬운 

환경을 만들어주고 이로인해 하이드레이트의 상평형 압력이 크게 
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낮아지는 것이라고 제시하였다. [81] 

 

Table 20. Water + R134a + CO2 phase equilibrium data of hydrate. 

 

CO2 농도(mol%) T(℃) P(bar) 

86.4 11.6 15.393 
 

10.3 12.363 
 

9 10.083 
 

7.4 7.283 
 

5.7 5.643 

49.8 11.4 10.213 
 

11.1 9.093 
 

10.6 7.993 
 

9.6 6.833 
 

8.2 5.863 

33.2 10.6 6.613 
 

10.4 6.213 
 

10 5.653 
 

9 4.613 
 

8.3 3.783 

 

Figure 44. Results of Water + R134a + CO2 hydrate phase equilibrium. For 

comparison, literature data of Lee et al. was cited. 
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5.3.2. 저온 엑스선 회절을 통한 구조 측정 
 

본 연구에서 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 구조를 알기위해, 

저온 분말 XRD를 사용하여 하이드레이트의 구조 측정을 수행하였다. 

증류수 + CO2 하이드레이트의 경우 구조-I 하이드레이트 구조이고, 

증류수 + R134a 하이드레이트의 경우 구조-II 구조를 띄운다. [84, 85] 

하이드레이트를 이용한 분리를 위해선 하이드레이트의 구조를 파악하는 

것이 설계에 매우 중요하다. 때문에 R134a와 CO2가 모두 존재하는 

하이드레이트의 구조를 파악하고, CO2의 몰분율에 따라 하이드레이트의 

구조가 변화하는지 확인하는 것이 필요하다.  

 

5.3.1.절의 하이드레이트 상평형 측정 결과로부터 R134a에 의한 

하이드레이트 프로모터 효과를 관찰하였기 때문에 증류수 + R134a + 

CO2의 하이드레이트 구조는 구조-II의 가능성이 높다. 하지만, 직접 

XRD를 통해 구조를 분석함으로써 구조-I과 구조-II사이의 전이(transition) 

현상이 있는지 확인하였다. 아래 Figure 45.(a) ~ (c)는 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트에서 R134a + CO2 혼합가스를 CO2 기준 22, 55, 89 mol%의 

세가지 케이스의 하이드레이트를 제작하여 채취한 후, 저온 분말 XRD를 

이용하여 구조측정을 수행한 결과이다. 

 

그래프에서 점은 실제 XRD를 통해 측정된 값이고, Ycalc의 검은선은 

측정된 값을 선으로 프로파일링한 결과, Yobs-Ycalc의 파란 선은 측정값과 

프로파일 값의 차이를 나타낸 결과이다.파란색 선으로 표시한 

차이(difference)값은 일종의 노이즈를 의미하는데, 이는 XRD 

측정과정에서 장비의 문제로 온도가 제대로 고정되지 않아 생긴 문제일 

가능성이 있다. 파란색 피크 표시( | 표시)는 구조-II 하이드레이트의 

구조를 나타내는 피크이고, 빨간색 피크 표시( | 표시)는 얼음 구조의 

피크를 의미한다. Figure 45.(a) ~ (c)의 결과는 모두 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트가 CO2의 몰농도와 관계없이 구조-II 하이드레이트 구조를 

이룬다는 것을 보였다.  
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Figure 45. XRD structure analysis results of R134a + CO2 hydrate. (a) CO2 

22 mol%, (b) 55 mol%, (c) 89 mol% 
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5.3.3. 하이드레이트를 이용한 R134a + CO2 가스 

분리 성능 실험 결과 
 

R134a + CO2의 하이드레이트에 의한 분리성능을 측정하기 위해, 

4.2.1.절의 방법으로 제작한 R134a + CO2 (CO2 22.3, 47.0, 75.0, 83.2 

mol%)혼합 가스를 30 mL의 물이 담겨있는 360 mL 반응기에 기체상 

상태로 주입한 후, 온도를 1℃로 강하하여 하이드레이트를 만들었다. 

최소 3일 등온상태를 유지하여 H-LW-V 평형을 만들어 준 뒤 

하이드레이트가 존재하는 상태에서 기체상의 조성을 측정하였다. 조성의 

측정은 GC system을 이용하였으며, porapak-Q packed 칼럼(6ft)와 

TCD(Theraml Conductivity Detector)를 통해 측정하였다. 기상의 조성을 

측정한 뒤, 하이드레이트의 조성을 역산하였다. Feed의 조성과 초기 압력, 

온도를 통하여 초기 가스의 몰수는 아래와 같이 계산하였다.  

 

𝑛 =
𝑉𝑝

𝑧𝑅𝑇
                                                           (5.1) 

 

여기서 n = 가스의 총 mol 수, V = 기체상의 부피, p = 물질의 부분 

압력, R = 기체상수, T = 온도, z = 압축 인자(Multiflash 7.1로 계산됨)이다. 

위 수식을 통해 반응기에 주입된 총 가스의 총 몰수를 계산하는 것이 

가능하다. 부분압력은 Dalton’s law에 의해 측정된 압력에 feed 조성을 

곱해준 값으로써 각 물질이 몇 몰씩 주입되었는지 계산하는 것이 

가능하다. 하이드레이트로 소비된 기체의 몰수는 하이드레이트가 생성된 

뒤 기상의 조성을 측정함으로써 이루어졌다. 각 물질에 대하여 계산된 

조성은 아래 수식과 같다. 

 

∆𝑛 = (
𝑉𝑝𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑛𝑒𝑛𝑡

𝑧𝑅𝑇
)

𝑖𝑛𝑖𝑡
− (

𝑉𝑝𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑛𝑒𝑛𝑡

𝑧𝑅𝑇
)

𝐻𝑦𝑑𝑟𝑎𝑡𝑒,𝑉𝑎𝑝𝑜𝑟
       (5.2) 

 

하이드레이트의 기상조성을 측정함으로써, H-LW-V 평형에 이른 

상태의 기체상 조성을 얻었다. 또한 위 수식으로부터 하이드레이트화한 

가스의 조성 또한 얻을 수 있었다. 그 결과는 아래 Table 21에 

정리하였다. Table 21에서 정리한 실험값은 각각 다음과 같다: 23℃에서 

가스 주입 압력 Initial pressure, 1℃에서 평형상태에 다다른 후 가스 압력 

Hydrate pressure, 초기 CO2 조성 feed CO2 fraction, 하이드레이트 

평형상태에 다다른 후 기체 조성 Residual CO2 fraction, 마지막으로 
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하이드레이트로 소비된 CO2 조성 Hydrate CO2 fraction이다. Figure 46는 

초기 압력에 대하여 feed의 CO2 조성과 하이드레이트 생성 후 남아있는 

기체상의 CO2 조성을 비교한 그래프이다. R134a는 하이드레이트 상평형 

압력이 낮아 하이드레이트로 존재하려는 성향이 강하므로, R134a + CO2 

혼합 가스를 하이드레이트로 제작하면 feed 조성에 비해 하이드레이트의 

R134a 함량이 높았고, 잔여 조성의 경우 반대로 CO2의 함량이 높았다. 

CO2의 분율이 83.16%의 경우에는 남아있는 기체의 CO2 몰분율이 99%로 

나타났다. 따라서 CO2의 몰분율이 높을 수록 하이드레이트를 이용하여 

CO2의 purification을 하는 것이 유리해진다. 

 

 

Table 21. Compositional analysis results of R134a + CO2 hydrate. 

 
Initial 

Pressure(bar) 

Hydrate 

Pressure(bar) 

Feed CO2 

Fraction 

Residual CO2 

Fraction 

Hydrate CO2 

Fraction 

23.2 12.9 0.8316 0.9903 0.6436 

16.3 8.1 0.7497 0.9697 0.5494 

9.9 2.7 0.4701 0.8284 0.3321 

6.7 1.3 0.2228 0.5318 0.1447 

 

 

 

Figure 46. CO2 composition of feed and hydrate residual CO2 composition 

measurement result 
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아래 Figure 47은 위 결과로부터 McCabe-Thiele 그래프를 그린 

결과이다. 하이드레이트 생성온도는 1℃를 기준으로 하였고, 23℃의 feed 

조성을 하이드레이트화 시킨 후 남아있는 기체 CO2 조성을 기반으로 

만들었다. 아래 결과로부터 회귀식을 구한 결과 아래와 같았다.  

 

𝑦 = 1.0837𝑥3 − 3.0554𝑥2 + 2.9723𝑥 + 0.0021                  (5.3) 

 

R2 = 0.9999로 회귀식과 실험값사이의 정확도가 매우 높은 수식이다. 

위 수식으로부터 CO2 22.27 mol%의 혼합가스를 분리하는 과정은 다음과 

같이 3단계로 분리하는 것이 가능하다. 먼저, 첫번째 단계에서 

하이드레이트를 만들고 기상조성으로부터 CO2 52.46 mol%의 혼합가스를 

얻는다. 그 후, 두번째 단계에서 CO2 52.46 mol%의 혼합가스를 다시 

하이드레이트화 함으로써 CO2 87.69 mol%의 혼합가스를 얻는다. 

마지막으로, 이 가스를 다시 하이드레이트화 하여 98.97%의 CO2 가스를 

얻는 것이 가능하다. 이와 같이 도출된 McCabe-Thiele 수식을 이용하여 

초기조성으로부터 몇 회의 하이드레이트 분리를 거쳐야 목표 순도의 

CO2를 얻는 것이 가능한지 확인하고 설계할 수 있을 것이다. 

 

 

Figure 47. McCabe-Thiele graph showing the separation performance of 

R134a + CO2 hydrate at 1°C. 
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Figure 48. Pressure-composition (p-x) diagram of R134a + CO2 hydrate at 

1°C. 

위 Figure 48는 1℃에서의 압력-조성(p-x) 다이어그램을 나타낸 

결과이다. Y축은 평형에 도달했을 때 압력값을 나타내고, 왼쪽의 선은 

기체상의 R134a 조성, 오른쪽 선은 하이드레이트로 소비된 R134a의 

조성을 나타낸다. 본 실험에서 사용한 구성 요소는 증류수, R134a, CO2의 

세가지이고 상 또한 하이드레이트, 수상 그리고 기체상의 세가지이므로 

자유도는 아래 Gibbs 상률 공식에 의해 2로 정해진다. 

 

𝐹 = 𝐶 − 𝑃 + 2                                                  (5.4) 

 

여기서 F는 자유도(degree of freedom), C는 혼합물의 구성 

요소(component), P는 상(phase)를 의미하며, 2는 온도와 압력을 의미한다. 

따라서 본 시스템은 온도와 압력이 정해진다면 Gibbs 상률에 의해 

조성을 결정할 수 있을 것이다.   
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5.4. R134a + CO2의 하이드레이트에 의한 분리와 

액화에 의한 분리 효율 비교 
 

Nagata et al.은 R134a와 N2의 분리방법에 있어 하이드레이트를 

이용한 방법과 액화를 이용한 분리방법을 비교하여 회수율을 계산하였고, 

하이드레이트를 이용한 분리 효율이 더 유리하다는 사실을 밝혔다. [82] 

본 주제에서는 이 문헌에서 사용한 방법으로부터 R134a + CO2 혼합물의 

분리효율을 조사하고자 한다. Nagata et al.에 따르면 평형 회수율 R은 아래 

수식과 같이 표현할 수 있다.  

 

𝑅 =  
𝑥𝑅𝑛𝑅

𝑥0𝑛0

                                                             (5.5) 

 

여기서 n0 = feed 기체의 총 몰수 [mol], x0 = 목표 가스의 

몰분율(여기에선 R134a), nR은 분리과정을 통해 회수된 전체 몰수, xR은 

그중 타겟 물질(R134a)의 몰수이다. 아래 Figure 49는 R134a와 CO2를 

1℃에서 액화과정을 통해 분리할 때, 압력-조성 다이어그램을 

Multiflash로 계산하여 그린 것이다. R134a의 초기 feed 조성 x0 = a이고, 

feed 가스의 압력을 P라고 하면, 기체상 y의 조성은 b, 액체상 x의 

조성은 c가 될 것이다. 여기서 lever rule에 의해 액체상과 기체상의 

몰비(molar ratio)는 아래와 같다: 

 

𝑛𝑙

𝑛𝑣
=  

𝑎 − 𝑏

𝑐 − 𝑎
                                                    (5.6) 

 

이로부터 R134a의 액화 분리공정에 의한 회수율 RL은 아래와 같다. 

 

𝑅𝐿 =
𝑐 ∙ 𝑛𝑙

𝑎 ∙ (𝑛𝑙 + 𝑛𝑣)
                                                 (5.7) 

 

위 두 수식을 연립함으로써 아래와 같은 회수율 수식을 얻을 수 

있다. 

 

𝑅𝐿 =
(𝑎 − 𝑏)

(𝑐 − 𝑏)
∙

𝑐

𝑎
                                            (5.8) 

 

위 수식으로부터 같은 조건에서 액화 과정을 거치는 R134a + CO2 

분리과정과 하이드레이트화 과정을 거치는 분리과정의 분리효율을 



 

 103 

비교하였다. 위와 같은 과정을 Figure 48에 동일하게 적용하여 

하이드레이트 공정 회수율 RH 값을 계산하였다. 

 

 

Figure 49. Pressure-composition phase diagram for liquid-gas equilibrium 

of R134a + CO2 mixture at 1°C. 

Table 21로부터 하이드레이트 형성 압력은 총 4가지 케이스가 있으나, 

2.7bar과 1.3 bar의 경우 R134a + CO2의 액화가 일어나는 조건이 아니므로 

12.9 bar와 8.1 bar 조건에서 액화과정과 하이드레이트에 의한 분리 효율을 

계산하였다. 아래 Figure 50는 1℃에서 8.1 bar(삼각형 점), 12.9 bar(원형 점) 

조건일 때 액화과정과 하이드레이트화 과정의 분리 회수율을 R134a의 

feed 조성에 대하여 표시한 값이다. 검은 선은 하이드레이트를 이용한 

분리방법의 회수율을 나타내고, 빨간 선은 액화 공정에 의한 회수율을 

나타낸다.  

 

아래 Figure 50로부터 1℃에서 R134a와 CO2의 분리과정을 수행하면 

같은 압력, 온도조건일 때 모든 경우에서 하이드레이트를 이용한 분리가 

회수율이 더 유리한 것을 확인할 수 있다. 또한 아래 Figure 50의 

데이터로부터 각 압력조건에서 하이드레이트의 분리가 가능한 조성 

범위를 쉽게 확인하고, 어느 조성에서 회수율이 가장 높은 지 확인하여 

분리 공정 설계 시 가장 효율적인 설계를 하는 것이 가능하다. Figure 
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51과 Figure 52는 각각 12.9bar과 8.1bar 조건에서 R134a와 CO2를 분리할 

때, 액화분리 공정과 하이드레이트 공정의 효율을 각각 비교한 

그래프이다. 두 그래프 모두 R134a의 몰분율이 0.4이하로 적을 경우 

하이드레이트를 이용한 분리가 정화에 매우 효율적임을 보인다. 

 

 

 

Figure 50. Comparison of recovery ratio at various pressure conditions 

when separating the R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and 

liquefaction. 
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Figure 51. Comparison of recovery ratio at 12.9 bar when separating the 

R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and liquefaction. 

 

 

Figure 52. Comparison of recovery ratio at 8.1 bar when separating the 

R134a+CO2 mixture into hydrate at 1°C and liquefaction. 
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5.5. 하이드레이트를 이용한 폐열매체 분리 요약 
 

본 주제에서는 R134a + CO2를 하이드레이트를 이용하여 분리하고, 

그 효율성에 대해 확인하였다. 먼저 증류수 + R134a + CO2의 기본 물성 

정보를 확보하기 위해 상평형 데이터를 5.7 ~ 11.6℃와 3.783 ~ 15.393 bar 

범위에서 CO2 33.2, 49.8, 86.4 mol%의 H-LW-V 상의 상평형을 측정하였다. 

또한 이 측정결과를 Lee et al.과 Hashimoto et al.의 문헌값과 함께 

비교하였다. [18, 83] 또한 상평형 측정 실험으로부터 R134a가 

하이드레이트 프로모터로 작용하고, 그 효과는 R134a의 농도가 

높아질수록 더 커진다는 사실을 확인하였다. 또한 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트의 구조를 확인하기 위해, 저온 분말 XRD 실험을 통하여 

CO2 22, 55, 89 mol%의 구조를 측정하였다. 구조 측정을 통해 증류수 + 

R134a + CO2 하이드레이트는 구조-II의 구조를 가진다는 것을 확인하였고, 

CO2의 조성에 따라 하이드레이트의 구조가 변화하지 않는다는 것을 

확인하였다. 

   

마지막으로 R134a + CO2 혼합가스의 CO2 조성을 22, 47, 75, 83%로 

변화하여 1℃에서 H-LW-V 평형을 만들고, 이 때 기체의 조성을 GC를 

이용해 측정하여 하이드레이트에 의한 분리성능을 실험하였다. 그 결과, 

CO2 조성이 작은 순서대로 1.3, 2.7, 8.1, 12.9 bar에서 조성을 확보했고, 이 

때 온도와 압력조건을 바탕으로 하이드레이트로 소비된 혼합물의 조성을 

계산하였다. 이를 바탕으로 R134a + CO2의 압력-조성 다이어그램을 Figure 

48과 같이 확보했다. 또한, R134a + CO2를 액화하여 분리하는 경우와 

비교하기 위해 Lever rule을 이용하여 회수율을 계산하고, 같은 조건에서 

액화를 이용한 분리보다 하이드레이트를 이용한 분리가 더 분리효율이 

높다는 것을 밝혔다. 또한, Figure 47의 McCabe-Thiele 그래프로부터 3단 

하이드레이트 형성 시스템을 통해 효율적인 고순도 CO2의 확보 방법을 

제시하였다. 이러한 과정을 아래 Figure 53에서 개략도로 제안하는 

바이다. 
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Figure 53. Schematic diagram of separation via hydrate of R134a + CO2 

mixture. 
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6. 결론 및 제언 
 

본 연구에서 천연가스 관리의 전반을 총 4개의 주제로 나누어 

다루었다. 먼저 첫번째 주제에서는 천연가스의 생산과정에서 발생할 수 

있는 문제를 해결하고자 하였다. 해양에서 탄화수소를 생산하는 경우 

하이드레이트에 의해 막힘 현상이 발생할 수 있고, 특히 이러한 현상은 

정지(shut-in) 후 해저 배관이 바닷물과 열교환을 통해 4℃로 차갑게 식은 

뒤가 가장 심각했다. 정지(shut-in) 후 리스타트(restart)를 수행할 경우, 

배관 내는 하이드레이트 형성조건 상태에 존재하는 물 + 천연가스 

혼합물에 일종의 ‘kick’을 가하는 효과를 가져오고, 이는 하이드레이트의 

급격한 성장으로 야기된다. 이는 하이드레이트에 의한 막힘(plugging)으로 

배관 막힘을 초래하여 배관 파열과 같은 큰 사고를 불러일으킬 수 있다. 

이러한 상황을 막기 위해선 열역학적 저해제인 MEG(Mono-ethylene 

glycol)를 과량 주입을 해야만 하이드레이트에 의한 막힘을 완전히 

회피할 수 있고, 과한 MEG의 주입은 과도한 MEG 재생 공정의 설계로 

귀결된다. 이러한 상황을 막기 위해 MEG를 의도적으로 소량 주입하는 

under-inhibition 컨셉에 대한 연구를 수행하였다.  

 

본 주제에서는 MEG를 20, 10 wt%로 소량 넣고, PVCap을 0.4wt%를 

첨가하여 4℃, 100 bar 조건에서 10시간 동안 정지(shut-in) 후 리스타트를 

교반속도를 200, 400, 600rpm으로 변화하여 수행하였다. 이 때 각각의 

조건에서 하이드레이트의 생성시간, 전환율, 생성속도 및 토크센서를 

통한 유동저항(resistance-to-flow)을 측정하였다. 그 결과, 억제제가 

첨가되지 않은 경우 교반속도가 증가함에 따라 하이드레이트에 의한 

모터 정지 현상이 점점 늦게 일어났다. 이러한 현상은 억제제를 

첨가하여 최소화하는 것이 가능하였다. MEG를 10, 20 wt% 첨가한 경우 

하이드레이트 막힘(plugging)에 의한 모터 정지 현상은 일어나지 않았고, 

MEG의 양이 증가하면서 전체 하이드레이트 생성량이 줄어들고 토크의 

억제가 눈에 띄게 늘어났다.  

 

PVCap을 0.4 wt% 첨가한 경우 하이드레이트의 생성속도에 변화가 

생겼다. PVCap이 하이드레이트의 생성을 억제하는 작용을 하면서 

하이드레이트의 생성속도가 감소하였다가 다시 증가하는 모습을 보였다. 

하이드레이트 생성시간은 층화 흐름에서 오랜 시간 동안 억제되었고, 

이는 다른 경우와 비교할 때 가장 억제시간이 길었다. 완전 분산 



 

 109 

흐름에서는 하이드레이트 생성시간이 크게 줄었으나, 하이드레이트의 

생성을 억제하여 late growth의 발현 시간이 억제되는 효과를 가져왔다. 

하지만 late growth가 일어나면서 하이드레이트에 의한 유동저항 

(resistance-to-flow)이 크게 증가하기 때문에, PVCap을 단독으로 

사용하고자 할 때는 적절한 전략이 필요할 것이다. 

 

MEG 10 wt%와 PVCap 0.4 wt%를 첨가하여 시너지 억제 효과를 

실험한 경우 그 효과가 두드러지게 나타났다. 600 rpm에서 완전 분산을 

일으킬 때, 데칸과 MEG 수용액, 그리고 PVCap이 거품을 일으키면서 그 

계면에 하이드레이트가 얇게 생성되기 시작했고, 이 하이드레이트 

필름에 PVCap의 lactam기가 흡착하고, PVCap의 사이에 존재하는 

하이드레이트 벽면에 MEG가 수소결합하게 되면서 하이드레이트 생성 

에너지 장벽을 크게 높이는 효과를 가져온 것으로 추정된다. 다만 

이러한 효과를 규명하기 위해선 더 정밀한 입자 분석이 필요할 것으로 

보인다. 

 

두번째 주제에서는 생산된 NG를 액화하여 LNG로 저장하는 

과정에서, LNG 주입 후 BOG와 LNG의 조성을 측정하여 LNG 

에이징(aging) 현상에 대해 연구하였다. 질소가 소량 첨가된 LNG를 C-

타입 탱크에 주입한 후, 외부의 열유입에 의해 발생하는 BOG에서 

질소와 메탄의 조성을 측정하여 시간의 흐름에 따라 추적하고, LNG의 

온도, 압력과 수두압으로부터 계산한 액체 수위를 측정하였다. 또한 해당 

탱크를 모사하는 열역학 동적 시뮬레이터를 HYSYS로 제작하여, 실제 

실험과 유사하게 작동하는 간소화된 디지털 트윈을 완성하는데 

성공하였다. 이 시뮬레이터를 이용하여 BOG의 각 조성 별 총 발생량을 

열역학 시뮬레이터를 이용하여 계산하였다. 그 결과, 질소의 경우 초반 

발생량이 비교적 컸다. 하지만 이는 LNG에 존재하는 질소의 증발과 

함께 지속적으로 줄어들어 실험 중반부에 매우 작은 양으로 감소하고, 

실험 종반에는 0으로 수렴하였다. 반면 메탄의 경우 실험 초반부터 

후반까지 거의 일정한 BOG 발생량을 보였다. 본 모델로부터 LNG 

탱크에서 발생하는 BOG의 조성을 비교적 정확하게 시뮬레이션하는 

것이 가능하므로, 추후 본 시뮬레이터를 이용하여 BOG 압축기와 응축기 

등의 설계에 대해 더욱 정밀한 시스템 설계가 가능할 것이라고 제안한다. 

 

세번째 주제에서는 LNG를 재기화하여 벙커링 등의 작업을 수행할 
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때, 해상에서 효율적으로 재기화하기 위한 수단으로 Intermediate fluid 

vaporizer 시스템을 선택하였고, 열전달 매체로써 열매체 두개를 섞는 

R134a와 CO2의 혼합 열매체를 사용하였다. 본 연구에서 Peng-Robinson 

방정식을 사용하여 열역학 시뮬레이터로부터 계산을 수행하였다. 하지만 

시뮬레이션이 실제값과 정확히 일치한다는 보장이 없기 때문에, 실제 

물성 측정을 통한 시뮬레이션값의 보정이 필요하다. 이를 위해 Low, Mid, 

High-CO2의 혼합 열매체를 제작하여 각 조성에 대하여 -35℃ ~ 15℃ 

범위에서 기포점 및 VLE를 측정하여 PTy값을 확보했다. 확보한 

물성값은 Matlab을 이용하여 시뮬레이터와 API를 통해 연결하였고, BIP 

Kij의 값을 보정하여 시뮬레이션값을 실험값에 매칭하였다. 그 결과, 

각각의 조성에서 오차율의 절댓값의 평균을 절반으로 개선하는데 

성공하였다. 

 

또한 개선된 BIP Kij로부터 실제 공정에 적용하여 변화를 알아보았다. 

Peng-Robinson 상태방정식을 BIP 적용 전/후와 비교하고, GERG-2008 

상태방정식을 적용한 경우와 비교하였다. 그 결과, GERG-2008과 BIP 

tuned PR의 경향이 거의 일치하는 것을 확인하였다. 또한, 열역학 

시뮬레이터 Multiflash와 Visual Basic을 이용하여 전체 실험값에 대응하는 

Kij(T)의 수식을 계산하였다. 이로부터 전체 실험값의 오차율의 절댓값의 

평균을 개선하는 것에 성공하였다. 전체 조성에 대한 보정결과보다 각 

조성에서 독립적으로 BIP 값을 보정하는 편이 시뮬레이션 결과 개선에 

더 유용하였으므로, 사용하고자 하는 조성에 대한 물성값을 확보하는 

것이 가능하다면 조성에 따라 독립적인 보정 BIP 매개변수를 사용하는 

것이 더 유리할 것으로 판단된다. 

 

마지막 주제에서는 폐열매체 R134a + CO2를 하이드레이트를 분리 

회수하는 방법에 대해 연구하였다. 먼저 증류수 + R134a + CO2 

하이드레이트의 기초연구가 부족하므로 다양한 CO2 조성의 H-LW-V 

상평형을 측정하였다. 또한 이 결과로부터 R134a의 하이드레이트 

프로모터 성능이 R134a의 농도 증가와 함께 크게 증가하는 것을 

확인하였다. 또한 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 가스 농도 

변화에 따른 하이드레이트 구조 변화 여부를 측정하기 위해, 다양한 CO2 

조성의 하이드레이트를 채취하여 저온 분말 엑스선 회절 측정을 

수행하였다. 그 결과, 증류수 + R134a + CO2 하이드레이트의 구조는 구조-

II를 이루며 이는 농도의 변화에 관계가 없음을 밝혔다. 마지막으로 
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R134a + CO2 혼합가스의 CO2 조성을 변화하여 1℃에서 하이드레이트 

평형 상태를 만들고, 기체를 채취하여 GC로 측정하였다. 또한 이 때 

압력조건을 바탕으로 하이드레이트로 소비된 가스의 조성을 계산하였다. 

이로부터 압력-조성 다이어그램을 확보하였고, 이 결과를 기반으로 Lever 

rule을 계산하여 다양한 feed 조성에 대한 회수율을 계산하였다. 비교를 

위해 같은 조건에서 액화과정을 통한 VLE 분리와 비교분석 하였고, 

하이드레이트를 이용한 저압 분리의 회수율이 더 높게 나타나는 것을 

확인하였다. 또한 이로부터 3단 하이드레이트 형성 시스템을 통해 

효율적인 고순도 CO2의 확보 방법을 제시하였다. 

  

본 연구로부터, 천연가스 산업의 생산부터 보관, 사용뿐만 아니라 

유지 보수 등을 위해 사용이 완료된 폐열매체 회수방법까지 산업 전반에 

대한 내용을 다룸으로써 천연가스에 대한 통찰을 제시하고자 하였다. 

현재 MEG + PVCap의 시너지 억제에 대한 연구는 다양한 방법으로 

진행되고 있으나 그 매커니즘에 대한 규명은 아직 완전히 되지 않은 

실정이다. 따라서 추가적인 연구과제로써 입자 크기 분석 등을 통한 

MEG + PVCap의 시너지 억제 효과에 대한 연구를 추가로 진행한다면 

시너지 억제 효과를 최대로 활용하는 것이 가능할 것이다.  

 

LNG 에이징(aging) 연구의 경우 실제 해양에서 LNG 보관을 한다면 

슬로싱(sloshing) 현상에 의해 BOG 발생 양상이 다소 변화할 수 

있으므로, 이에 대한 실험연구를 하는 것을 제안하는 바이다. 또한 LNG 

재기화 공정의 경우 R134a + CO2의 경우 가격적으로 저렴하고 

비폭발성이라는 커다란 장점이 있으나 R134a는 HFC 계열 열매체로 

지구 온난화 효과가 매우 크므로 규제를 크게 받는 실정이다. 따라서 

저폭발성이면서 지구온난화에 비교적 적은 양항을 미치지만 가격이 

저렴하지 않은 HFO 계열 열매체의 경제성 확보를 위한 연구도 활발히 

하는 것이 좋을 것으로 사료된다.  

 

마지막으로 현재 Multiflash와 같은 하이드레이트 열역학 

시뮬레이터에서 증류수 + R134a + CO2 혼합물의 하이드레이트 

시뮬레이션이 지원되지 않으므로, 하이드레이트를 이용한 분리실험을 

통해 확보한 물성 데이터를 바탕으로, 하이드레이트 열역학 

시뮬레이션을 개발함으로써 시뮬레이션의 성능을 높이는 것이 가능할 

것이다.  
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This study deals with the unit operation system for natural gas production, 

storage, and regasification. A total of four topics were covered in this study, which 

consisted of production, storage, regasification process, and separation of heat 

medium used for regasification. First, when producing natural gas from offshore, a 

method of efficiently producing hydrocarbons without plugging by clathrate hydrate 

from a high-pressure gas field containing condensate was studied. The 

thermodynamic inhibitor (Thermodynamic Hydrate Inhibitor, THI) Mono-Ethylene 

Glycol and the kinetic inhibitor (Kinetic Hydrate Inhibitor, KHI) PVCap are 

combined with 10wt% and 0.4wt%, respectively. Inhibitors were made and their 

performance and efficiency were studied. The produced natural gas was stored in a 

vacuum insulating tank at -160°C. When LNG is stored in a high-insulation tank, 

inevitably, boil-off gas (BOG) is generated. As the storage period of LNG increases 

and the generation of BOG increases, the composition of LNG and BOG changes 

(LNG Aging or Weathering effect). For efficient and correct design of an LNG fueled 

ship or BOG reliquefaction process that utilizes BOG, it is important to track the 

quality change of the BOG. In this study, BOG composition of LNG contained in a 

50m3 vacuum insulated tank was measured, and the process of change was traced. 

In addition, these changes were implemented and compared using thermodynamic 

simulation software. As a result, a simulation environment like an actual experiment 

was created using dynamic simulation. To use LNG, a regasification process is 

required, and the air vaporizer used on onshore has a disadvantage of having a very 

large volume instead of simple structure by exchanging heat with the atmosphere. 

Since it is difficult to use such a heat exchanger in a space-constrained place such as 
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an offshore environment, LNG has been vaporized through direct heat exchange with 

sea water rather than air. However, because this method has several problems in 

terms of corrosion, icing and management, studies have been conducted on the 

indirect regasification process through LNG-heat medium-seawater. In this study, 

R134a + CO2 mixed heat medium suitable for LNG regasification was targeted, and 

the thermodynamic properties of this mixed heat medium – bubble point and VLE 

composition were measured. In addition, based on this physical property data, tuning 

of the binary interaction parameter used in the simulator was performed, so that the 

simulation was operated close to the experiment in CO2 8 to 32 mol%. Currently, 

since the mixed heating mediums R134a and CO2 are both severe greenhouse gases, 

recovery is especially important. Therefore, this study sought to separate two 

components using hydrate, and performed fundamental analysis such as separation 

efficiency for hydrates made of R134a and CO2, hydrate phase equilibrium, and 

structural analysis through X-ray diffraction analysis. And proposed a separation 

process through 3-stage hydrate formation. 

 

Keywords: Gas hydrates, Flow Assurance, Monoethylene Glycol, Process 

Design, Mixed refrigerant, Separation, LNG Storage 
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