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Resumo da Dissertação apresentada à COPPE/UFRJ como parte dos requisitos
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DETERMINAÇÃO DA CURVA DE PRECIPITAÇÃO DE PARAFINAS VIA
MODELAGEM TERMODINÂMICA

Gabriel Bosser Klug
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Orientadores: Papa Matar Ndiaye
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Programa: Engenharia Química

A deposição de parafinas em processos petroquímicos é um obstáculo para a in-
dústria que pode gerar alto custo econômico. Portanto, o estudo deste fenômeno
através da modelagem termodinâmica pode ajudar na escolha de parâmetros de
operação que buscam evitar a precipitação de parafinas. Neste trabalho, foram
realizados cálculos de equilíbrio de fases para determinar o ponto de precipitação
(WAT) e a quantidade de parafinas precipitadas em misturas sintéticas em função da
temperatura. A equação de estado de Peng-Robinson é uma das mais utilizadas na
indústria, porém seus resultados não são tão bons para misturas muito assimétricas.
Como uma alternativa, propôs-se o uso da equação PC-SAFT para a modelagem
da fase líquida e vapor. A fase sólida foi calculada através da combinação do uso
de equação de estado para a condição de líquido de referência, com propriedades
de fusão e com o modelo UNIQUAC modificado seguindo o conceito de múltiplas
soluções sólidas. Cálculos de análise de estabilidade baseados em especificações de
temperatura, pressão e composição foram realizados para determinar a condição de
fases do sistema (L, L+S ou L+S+S), e cálculos de flash para determinação da com-
posição e quantidade de cada fase em equilíbrio. Em seguida, cálculos de entalpia
foram realizados para contabilizar a variação de energia em função da tempera-
tura das misturas. Ajustes de parâmetro de interação binária kij foram realizados
com base nos dados de massa precipitada. A comparação entre o desempenho dos
modelos teóricos e dados experimentais revelou uma maior acurácia dos resultados
obtidos utilizando o modelo PC-SAFT em todas as misturas avaliadas. Em relação
ao cálculo de WAT, em geral, o modelo PC-SAFT apresentou um desvio menor que
o modelo PR.

vi



Abstract of Dissertation presented to COPPE/UFRJ as a partial fulfillment of the
requirements for the degree of Master of Science (M.Sc.)

DETERMINATION OF THE WAX PRECIPITATION CURVE BY
THERMODYNAMIC MODELING

Gabriel Bosser Klug

November/2023

Advisors: Papa Matar Ndiaye
Iuri Soter Viana Segtovich

Department: Chemical Engineering

The deposition of paraffin in petrochemical processes is an obstacle for the in-
dustry that can generate high economic costs. Therefore, studying this phenomenon
through thermodynamic modeling can help choose operating parameters that seek
to avoid paraffin precipitation. In this work, phase equilibrium calculations were
carried out to determine the precipitation point (WAT) and the amount of paraffins
precipitated in synthetic mixtures as a function of temperature. The Peng-Robinson
equation of state is one of the most used in industry, but its results are not so good
for very asymmetric mixtures. As an alternative, we proposed using the PC-SAFT
equation to model the liquid and vapor phases. The solid phase was calculated by
combining the use of the equation of state for the reference liquid condition, with
melting properties and with the modified UNIQUAC model following the concept
of multiple solid solutions. Stability analysis calculations based on temperature,
pressure, and composition specifications were carried out to determine the phase
condition of the system (L, L+S, or L+S+S), and flash calculations were performed
to determine the composition and quantity of each phase in equilibrium. Then, en-
thalpy calculations were carried out to account for the energy variation depending
on the temperature of the mixtures. Binary interaction parameter adjustments kij

were performed based on the precipitate mass data. The comparison between the
performance of theoretical models and experimental data revealed greater accuracy
of the results obtained using the PC-SAFT model in all mixtures evaluated. Re-
garding the WAT calculation, the PC-SAFT model generally presented a smaller
deviation than the PR model.
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Capítulo 1

Introdução

1.1 Contextualização

A deposição de parafinas em tubos de produção marítimos é considerada um dos
grandes problemas da indústria de petróleo. Geralmente, o óleo sai dos reservató-
rios em alta temperatura (70 – 120ºC) e passa a escoar pelos tubos de produção
que estão em temperaturas menores. A temperatura do fundo do oceano é, em mé-
dia 4ºC, logo as paredes dos tubos estão em temperatura muito mais baixa que o
óleo. Esta diferença de temperatura pode causar queda de temperatura do óleo e,
consequentemente, levar à precipitação de parafinas (HUANG et al., 2011).

A precipitação gera um problema hidráulico, pois, com a precipitação, o esco-
amento do óleo fica comprometido, levando à perdas de produção. Para remediar
ou resolver este problema, é necessário intervir no sistema via pigging ou injeção de
inibidores (AL-YAARI, 2013; JARAMILLO et al., 2020; MAITHUFI et al., 2011;
SOUSA et al., 2019). Neste contexto, o conhecimento do comportamento de fases do
óleo é crucial para as operações, principalmente para óleos parafínicos (DO CARMO,
2016).

O estudo e o desenvolvimento de modelos termodinâmicos capazes de predizer
as condições de temperatura, de pressão e de composição para a formação de sóli-
dos ganharam destaque (PEDERSEN et al., 1991).Porém, uma parte significativa
dos modelos propostos não tem uma boa capacidade preditiva, especialmente, en
condições onde dados experimentais são escassos (LIRA-GALEANA et al., 1996).
Ao mesmo tempo, os modelos aplicados na indústria do petróleo superestimam a
quantidade de parafina precipitada (SHAHSENOV et al., 2021). Adicionalmente, os
dados experimentais disponíveis na literatura, em sua grande maioria, são obtidos a
partir de óleo cru, possui um comportamento bem diferente daquele observado em
óleos vivos, durante a produção.

Trabalhos recentes (DO CARMO, 2023) apresentaram metodologias com resul-

1



tados promissores para a modelagem de amostras de diesel e sistemas de alcanos
pesados e a substituição das equações de estado tipo cúbicas por equações de estado
mais complexas, como a PC-SAFT, vem sendo testada por outros autores. SHAH-
SENOV et al. (2021) relatam uma maior acurácia da equação PC-SAFT no cálculo
da fugacidade de componentes pesados, como as parafinas.

1.2 Objetivos

Como objetivo global, este trabalho pretende reproduzir a curva de precipitação
de parafinas de misturas sintéticas através da modelagem termodinâmica. Especifi-
camente, este trabalho objetiva:

1. Utilizar o modelo PC-SAFT para o cálculo de equilíbrio de fases, e adaptá-lo
para o cálculo de entalpia residual de gás e líquido, utilizando um coeficiente
de interação binária (kij) dependente da temperatura.

2. Implementar um modelo de solução sólida tipo UNIQUAC modificado.

3. Implementar algoritmos de flash e de estabilidade capazes de prever o surgi-
mento de diferentes fases sólidas em equilíbrio com fluidos para dadas condições
de temperatura, pressão e composição global.

4. Realizar o cálculo de porcentagem mássica precipitada em função da tempe-
ratura, para múltiplas soluções sólidas, a partir de líquido parafínico.

5. Realizar o cálculo da curva de calorimetria diferencial em função da tempera-
tura e comparar a dados experimentais da literatura.

1.3 Estrutura da Dissertação

Este trabalho está dividido em seis capítulos: O capítulo dois apresenta a revisão
bibliográfica sobre equilíbrio de fases, equações de estado, análise de estabilidade de
fases e o uso do DSC para estimação de parâmetros do modelo UNIQUAC modi-
ficado para sólidos. No capitulo três, a descrição da modelagem termodinâmica é
feita. O capítulo quatro descreve a metodologia de implementação dos algoritmos
desenvolvidos. O capítulo cinco apresenta os resultados obtidos e alguns comentários
sob a consistência dos dados. O capítulo seis apresenta as conclusões e as sugestões
para trabalhos futuros.
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Capítulo 2

Revisão Bibliográfica

2.1 Equilíbrio de Fases

O tratamento dos precipitados sólidos em tubulações envolve custos relativa-
mente altos e, em consequência disso, é fundamental avaliar as condições de operação
que podem evitar tais precipitações. Nesse sentido, o conhecimento do comporta-
mento de fases, incluindo transições do tipo sólido-líquido e vapor-líquido é uma
ferramenta valiosa para a industria de petróleo (PAULY et al., 2012). A modela-
gem termodinâmica de equilíbrio de fases consiste em determinar as condições de
temperatura e de pressão para as quais uma determinada mistura com composição
global conhecida apresenta duas ou mais fases, através do uso dos critérios de igual-
dade da fugacidade de um determinado componente, distribuído entre as fases2.1,
(ENIOLORUNDA et al., 2021).

f̂Liq
i = f̂V ap

i = f̂Sol
i ∀ i = 1 , 2 , · · · , n (2.1)

As fugacidades dos componentes presentes nas fases líquida e vapor são obtidas
à partir de equações de estado (EdE) (SHAHSENOV et al., 2021), enquanto a
fugacidade de cada a componente presente na fase sólida é obtida a partir de modelos
de energia de Gibbs em excesso.

2.2 Equações de Estado

Para o cálculo da fugacidade de cada componente das fases líquida e vapor pode-
se utilizar equações de estado. Tal abordagem é amplamente empregada devido à
boa previsão do comportamento de tais fases por parte dos modelos de equação
de estado já desenvolvidos. Portanto, para obter as fugacidades de líquido e vapor
utilizam-se as Equações 2.2 e 2.3.
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f̂Liq
i (T, P, x̂Liq) = xLiq

i φ̂Liq
i P ∀ i = 1 , 2 , · · · , n (2.2)

f̂V ap
i (T, P, x̂V ap) = xV ap

i φ̂V ap
i P ∀ i = 1 , 2 , · · · , n (2.3)

Para moléculas com alto peso molecular, as EdE cúbicas apresentam baixo de-
sempenho, principalmente devido ao erro observado no cálculo da densidade. Pro-
postas mais recentes têm utilizado equações de estado baseadas na termodinâmica
estátistica como a PC-SAFT (Perturbed Chain form of Statistical Associating Fluid
Theory) (AFTAB et al., 2015; ASBAGHI et al., 2022).

2.2.1 Equação de Estado PC-SAFT

Na equação de estado PC-SAFT as moléculas são considerados como uma cadeia
de segmentos que podem interagir, levando a contribuições de formação cadeia, de
dispersão e de associação, em termos de energia livre de Helmholtz.

Ã = ÃId + Ãhc + Ãdisp (2.4)

Ã =
A

RT
(2.5)

Desta forma da equação são derivadas outras propriedades como o fator de com-
pressibilidade (Z), pressão (P ) e o coeficiente de fugacidade (φ) como descrevem as
Equações de 2.6 a 2.8.

Z =
PV̄

RT
= ZId + Zhc + Zdisp (2.6)

P = ZkBTρ (2.7)

lnφk =
µres
k

kT
− lnZ (2.8)

O termo de cadeia Ãhc foi desenvolvido a partir da teoria de perturbação de
primeira ordem desenvolvida por WERTHEIM (1984) e adaptada por CHAPMAN
et al. (1988). De acordo com a teoria da pertubação, as interações entre as moléculas
podem ser divididas entre um termo de referência e um termo de pertubação. Para
calcular a primeira parte, um fluido de referência que não gere atração é utilizado.
A acurácia desse termo indica um bom desempenho da equação.

O uso da equação PC-SAFT requer três parâmetros para fluidos não associativos:
o diâmetro do segmento independente da temperatura (σ), o potencial de interação
entre segmentos (ϵ) e o número de segmentos por cadeia (m). Estes parâmetros
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são comumente obtidos ajustando dados experimentais de pressão de vapor e de
densidade ou através de correlação para uma dada família de compostos (alcanos,
álcoois, alcenos etc). GROSS e SADOWSKI (2001) propuseram formas alternativas
(Equações 2.9, 2.10 e 2.11) para o cálculo desses parâmetros utilizando constantes
expressas na tabela 2.1.

σ = q01 +
MW −MWCH4

MW
q11 +

MW −MWCH4

MW

MW − 2MWCH4

MW
q21 (2.9)

m

MW
= q02 +

MW −MWCH4

MW
q12 +

MW −MWCH4

MW

MW − 2MWCH4

MW
q22 (2.10)

ϵ

k
= q03 +

MW −MWCH4

MW
q13 +

MW −MWCH4

MW

MW − 2MWCH4

MW
q23 (2.11)

Tabela 2.1: Constantes para séries de n-alcanos(GROSS e SADOWSKI, 2001)

j Unidades 0 1 2

qj1 Å 3,7039 -0,3226 0,6907
qj2 gmol/g 0,06233 -0,02236 -0,01563
qj3 K 150,03 80,68 38,96

A busca por novas formas de obter esses parâmetros para os componentes puros
motivou trabalhos subsequentes. Ampliando a série com alcanos de até 36 carbonos
TIHIC et al. (2006) utilizaram as Equações 2.12 , 2.13 e 2.14 para propor uma
nova forma de calcular os parâmetros dos componentes puros da PC-SAFT para
compostos mais pesados.

m = 0, 0249MW + 0, 9711 (2.12)

m
ϵ

k
= 6, 5446MW + 177, 92 (2.13)

mσ3 = 1, 6947MW + 23, 27 (2.14)

Os parâmetros para os pares de segmentos diferentes são obtidos a partir das
regras de combinação de Lorentz-Berthelot, conforme as Equações 2.15 e 2.16.

σij =
1

2
(σi + σj) (2.15)
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ϵij =
√
ϵiϵj (1− kij) (2.16)

2.3 Modelos de Sólidos Parafínicos

Os modelos existentes na literatura para a precipitação de parafinas utilizam
estratégias diferentes, como ilustra a Figura 2.1. A primeira delas considera que as
parafinas precipitam como uma solução sólida de parafinas (SS). Além disso, tal so-
lução sólida pode ainda apresentar um comportamento ideal ou não ideal, variando,
portanto, os efeitos de mistura. Partindo da mesma premissa, existe ainda a hipó-
tese da formação de múltiplas soluções sólidas (MSS), que considera que diferentes
soluções podem se formar entre as parafinas precipitadas. Outra hipótese é a de que
ao solidificar-se cada parafina forma uma fase pura e independente das demais com-
pondo a hipótese de modelo multi-sólido (MS) (COUTINHO e RUFFIER-MÉRAY,
1997; COUTINHO et al., 1996; LIRA-GALEANA et al., 1996). A Figura 2.2 des-
creve como é a divisão entre as moléculas de hidrocarbonetos dos diferentes modelos
SS, MSS e MS.

Figura 2.1: Classificação dos modelos para precipitação de parafinas, adaptado de
DA SILVA (2013)
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Figura 2.2: Modelo de Solução Sólida (SS), Multi-sólido (MS) e Múltiplas Soluções
Sólidas (MSS).

2.3.1 Modelo de Pedersen (1995)

Em seu trabalho publicado em 1995, PEDERSEN (1995) aborda o equilíbrio
trifásico (sólido/líquido/vapor). O modelo proposto descreve as fases líquida e va-
por usando a EdE de Soave-Redlich-Kwong. Para o equilibrio entre fase líquida e
sólida, atendendo o critério exposto na Equação 2.1, a fugacidade da fase líquida
é expressa como a Equação 2.2. A fase sólida é proposta como uma solução só-
lida ideal, portanto a fugacidade de um componente na fase sólida é descrita pela
Equação 2.17.

f̂Sol
i (T, P, x̂Sol) = xSol

i fSol
i,Puro ∀ i = 1 , 2 , · · · , n (2.17)

Tal proposta torna necessária a obtenção da fugacidade do sólido puro, que pode ser
obtida pela relação com a fugacidade do líquido puro através da variação da energia
de Gibbs de fusão, como demonstra a Equação 2.18.

∆G
f

i = RT ln

(
fSol
i,Puro

fLiq
i,Puro

)
(2.18)

Sabendo que, em um ponto de equilíbrio em Pi e T f
i e ∆G = 0, a energia de Gibbs

molar do líquido puro é igual a do sólido puro. Seguindo esta premissa e utilizando
a Equação 2.19 pode-se avaliar as variações de propriedade tanto para o líquido
quanto para o vapor a partir da Equação 2.20.
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d

(
G

RT

)
= − H

RT 2
dT (2.19)

d

(
∆G

RT

)
= −∆H

RT 2
dT (2.20)

Pode-se integrar as equações expressas acima do ponto de temperatura de fusão(
T f
)

até um ponto de temperatura inferior de interesse (T ). Deste modo, aplicando
este passo ao conceito de fugacidade de sólido puro e considerando que, a entalpia
de fusão

(
∆H

f

i

)
, é constante, é possível obter a Equação 2.21.

fSol
i,Puro = fLiq

i,Puro exp

[
−∆H

f

i

RT

(
1− T

T f
i

)]
(2.21)

A fugacidade do líquido puro pode ser expressa em termos de coeficiente de fuga-
cidade como na Equação 2.22, atentando-se que o coeficiente de fugacidade para
o componente puro utilizado deve estar nas mesmas condições de temperatura e
pressão que a fugacidade que se deseja obter. Combinando então as Equações 2.22
e 2.21 obtêm-se a Equação 2.23.

fLiq
i,Puro = φLiq

i,PuroP (2.22)

fSol
i,Puro = φLiq

i,PuroP exp

[
−∆H

f

i

RT

(
1− T

T f
i

)]
(2.23)

Incluindo a fugacidade de um componente "i"puro em fase sólida, Equação 2.23, na
expressão para as misturas 2.17, é possível chegar à expressão para a fugacidade do
sólido em mistura expressa na Equação 2.24.

f̂i = xSol
i φLiq

i,PuroP exp

[
−∆H

f

i

RT

(
1− T

T f
i

)]
(2.24)

O coeficiente de fugacidade para o componente puro em fase líquida (φLiq
i,Puro) pode ser

obtido a partir de modelos de equação de estado cúbicas. Portanto, tanto o equilíbrio
de fases entre líquido e vapor como sólido e líquido pode ser representado por esta
modelagem. A partir disso, torna-se necessário detectar quais os componentes são
candidatos a compor a fase sólida e como estimar suas propriedades termodinâmicas,
(PEDERSEN, 1995)

2.3.2 Modelo de Lira-Galeana (1996)

Em seu trabalho, LIRA-GALEANA et al. (1996) apresentou um modelo de pre-
cipitação com a premissa de que, ao solidificar-se, as parafinas assumem o compor-
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tamento multi-sólido. Alguns trabalhos que tratam do fenômeno de solidificação
assumem que o sistema possui o comportamento de uma solução sólida. Porém,
a mesma tem carácter instável e, após certo tempo, uma separação espontânea
ocorre levando a um estado final composto predominantemente por componentes
puros. LIRA-GALEANA et al. (1996) destacam que estudos independentes mos-
traram que a solidificação de parafinas forma uma massa sólida de componentes
imiscíveis. Portanto o modelo de solução sólida pode superestimar a quantidade de
parafina precipitada por considerar que todos os componentes podem compor uma
fase sólida. Desse modo, o procedimento mais coerente para o cálculo de precipitação
de parafinas, segundo LIRA-GALEANA et al. (1996), segue as premissas:

• As espécies precipitadas a partir do óleo cru são formadas por componentes
puros que não se misturam com as demais fases sólidas precipitadas

• A identidade das fases precipitadas e número de fases que precipitarão serão
determinadas através de análises de estabilidade de fases.

A deposição de parafinas proposta pelo modelo multisólido relaciona a quantidade
de parafinas precipitada e a temperatura do sistema como ilustra a Figura 2.3.

Figura 2.3: Ilustração do conceito de deposição de parafinas proposto pelo modelo
MS após a WAT, adaptado de ASBAGHI e ASSAREH (2021)

LIRA-GALEANA et al. (1996) definem que abaixo da temperatura inicial de
aparecimento de cristais (TIAC) ou em inglês (WAT ), em um processo de resfria-
mento ocorre a deposição sucessiva de fases sólidas de modo que, em dado valor de
temperatura, a quantia de parafina precipitada no sistema é dada pela soma de todas
as fases sólidas precipitadas até aquele ponto. A modelagem do equilíbrio de fases
segue a Equação 2.25 onde o número de fases sólidas (Nsol) deve ser determinado de
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acordo com critérios de estabilidade de fases, como o apresentado por MICHELSEN
(1982). Portanto, atendendo a condição de equilíbrio e o número de fases o sistema
passa a exibir Nsol+2n−1 equações simultâneas, que podem ser resolvidas como um
flash multifásico utilizando o método de Newton (LIRA-GALEANA et al., 1996).

f̂V ap
i = f̂Liq

i = f̂Sol
i,Puro i = iSol + 1, · · · , n (2.25)

f̂V ap
i = f̂Liq

i i = 1, 2, · · · , iSol (2.26)

O cálculo de flash é descrito por LIRA-GALEANA et al. (1996) e deve seguir os
seguintes passos:

1. Separar o petróleo a ser avaliado em frações específicas, cujas propriedades
críticas e fatores acêntricos podem ser obtidos via correlações.

2. Calcular os parâmetros de interação binária para os pares de hidrocarbonetos
utilizando o volume crítico νci .

3. Realizar a análise de estabilidade, obedecendo o critério da Equação 2.27, para
as condições de temperatura e pressão do sistema. O objetivo deste passo é
obter o número de fases favoráveis a surgir e suas composições.

fi (P, T, z)− fSol
i,Puro (P, T ) ≥ 0 i = 1, 2, . . . , n (2.27)

4. Resolver o sistema de equações obtido a partir de um método adequado,
atentando-se para o número de variáveis especificadas e o número de equa-
ções independentes.

2.3.3 Modelo de Múltiplas Soluções Sólidas

Na tentativa de abordar os problemas de precipitação de parafinas já conhecidos
da indústria, COUTINHO (1998) apresenta uma versão preditiva do modelo UNI-
QUAC para misturas de até 15 n-alcanos complexos. Os resultados mostraram-se
promissores e o modelo descreve melhor o comportamento do que o modelo de Wil-
son, que era considerado o melhor modelo até então. Um dos grandes avanços em
termos de previsão era a capacidade de descrever a formação de outras fases sólidas,
ou seja, múltiplas soluções sólidas poderiam ser descritas através deste modelo. A
modelagem do equilíbrio entre sólido e liquido já era conhecida e bastante utilizada
(COUTINHO, 1998) com a correlação dada pela Equação 2.28 entre a composição
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de ambas as fases, incluindo o efeito da não idealidade.[
ln

xSolγSol

xLiqγLiq
=

∆H
f

RT f

(
T f

T
− 1

)
+

∆H
tr

RT tr

(
T tr

T
− 1

)

−∆CpLS

R

(
ln

T

T f
+

T f

T
− 1

)]
i

(2.28)

Com base em correlações da literatura, é possível calcular a composição e a quan-
tidade de cada uma das fases presentes em função da temperatura. Segundo COU-
TINHO (1998), nas misturas líquidas de hidrocarbonetos, a não idealidade da fase
líquida é resultado de dois efeitos: diferenças de tamanho entre as moléculas e efeito
energético entre moléculas diferentes como as aromáticas e alifáticas. Portanto, para
contabilizar ambos, propõe-se pela Equação 2.29 um modelo para obter o coeficiente
de atividade. As contribuições energéticas entre as moléculas são representadas pela
parcela relativa a ln γres que pode ser obtida pelo modelo de UNIFAC modificado
(LARSEN et al., 1987). O efeito da diferença dos tamanhos de molécula e volume
livre (Flory Free Volume - fv)é representado pela Equação 2.30 e Equação 2.31.

ln γ = ln γres + ln γcomb−fv (2.29)

ln γcomb−fv = ln
ϕi

xi

+ 1− ϕi

xi

(2.30)

ϕi =
xi

(
V

1/3
i − V

1/3
wi

)3.3
∑

j xj

(
V

1/3
j − V

1/3
wj

)3.3 (2.31)

As parafinas cristalizam formando diferentes arranjos cristalinos dependendo das
condições. WANG e CHEN (2020) discute a modelagem de parafinas utilizando qua-
tro fases distintas: a fase hexagonal "rotator", monoclínica, triclínica e ortorrômbica.
(COUTINHO e STENBY, 1996; COUTINHO et al., 1996) adotaram a fase ortor-
rômbica como referência e sua não idealidade foi descrita com sucesso utilizando um
modelo preditivo através da equação de Wilson para sistemas multicomponentes. O
conceito de predição da composição local permite uma estimação dos parâmetros
energéticos de interação, (λii) como ilustra a Equação 2.32, para interação entre
pares de moléculas idênticas utilizando valores de entalpia de sublimação da fase
cristalina ortorrômbica. Atribui-se o valor de coordenação 6 para os cristais.

λii = − 2

Z

(
∆Hsub

i −RT
)

(2.32)

Apesar dos bons resultados obtidos com essa abordagem, com a equação de
Wilson, algumas limitações do modelo foram observadas por COUTINHO (1998).
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Na tentativa de superar essas limitações, uma versão modificada do UNIQUAC
(ABRAMS e PRAUSNITZ, 1975) foi proposta por COUTINHO (1998). Os parâ-
metros estruturais r e q originalmente propostos para o UNIQUAC derivam de uma
proporção ao volume de van der Waals e área do grupo metileno. Portanto, foi
necessário redefinir tais parâmetros para representar uma fase estruturada, com me-
nor mobilidade que a fase fluida. Para um intervalo entre moléculas de C15 a C30,
COUTINHO (1998) define uma interação relativa como mostra a Equação 2.33. Tais
parâmetros são relativos a 10 unidades de parâmetros de metileno como referência.

ri =
riorg
6, 744

qi =
qiorg
5, 40

(2.33)

A maior vantagem sobre os modelos já existentes, segundo COUTINHO (1998),
é a possibilidade de abordar o surgimento de novas fases sólidas. Cálculos de flash
multifásicos mostram que o maior número de fases para as misturas abordadas
foram três fases (sólido/sólido/líquido). Os resultados obtidos mostraram uma boa
acurácia quando comparados a dados experimentais de calorimetria diferencial, com
destaque para os pontos de inflexão que marcam o surgimento das novas fases sólidas.

2.4 Análise de Estabilidade

Cálculos flash, são capazes de determinar as composições das fases existentes em
um sistema em equilíbrio e as quantidades destas fases, MICHELSEN e MOLLERUP
(2007). Para determinar se uma fase ou um conjunto de fases é estável, e inicializar o
cálculo para novas fases, Michelsen utilizou o método da distância ao plano tangente
(TPD) .

2.4.1 Critério do plano tangente (TPD)

O uso do critério de plano tangente foi proposto por MICHELSEN (1982). Con-
siderando um sistema a dadas condições de temperatura, pressão (T0, P0) e compo-
sição molar (z1, z2, ..., zm). A energia de Gibbs dessa mistura pode ser descrita de
acordo com a Equação 2.34:

G0 =
∑
i

niµ
0
i (2.34)

Considerando o surgimento de uma nova fase infinitesimal (II) de tamanho molar
ϵ o número de mols da fase original (I) torna-se então N − ϵ. Portanto a variação
da energia de Gibbs do sistema ∆G será descrita por:

∆G = GI +GII −G0 = G (N − ϵ) +G (ϵ)−G0 (2.35)
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Expandindo a energia de Gibbs da fase original em termos de uma série de Taylor
em relação a ϵ e descartando os termos de segunda ordem ou maior, obtém-se:

G (N − ϵ) = G (N)− ϵ
∑
i

yi

(
∂G

∂ni

)
N

= G0 − ϵ
∑
i

yiµ
0
i (2.36)

∆G = G (ϵ)− ϵ
∑
i

yiµ
0
i = ϵ

∑
i

yi
(
µi

(
y
)
− µ0

i

)
(2.37)

Considerando uma mistura de C componentes com pressão e temperatura espe-
cificadas, a condição necessária e suficiente para a estabilidade da mistura é que a
função TPD seja não negativa para qualquer composição da fase teste (y).

TPD
(
y
)
=
∑
i

yi
(
µi

(
y
)
− µi (z)

)
(2.38)

Geometricamente, a função 2.38 é equivalente a distância vertical entre o plano
tangente a superfície de energia de Gibbs molar da mistura com composição z.
Além disso, é possível demonstrar, conforme MICHELSEN (1982), que a função 2.38
é válida para um sistema multifásico de modo que o valor da função independente
do número de fases do sistema.

Por conveniência, para efeitos de cálculo, é recorrente a escrita dos modelos em
termos de coeficiente de fugacidade. Portanto, partindo da expressão de potencial
químico, Equação 2.39, define-se a expressão para a distância ao plano tangente
reduzida, Equação2.40.

µi

(
T, P, y

)
= µ∗

i (T, P0) +RT ln
f̂i
(
T, P, y

)
P0

=

µ∗
i (T, P0) +RT

[
ln yi + ln

P

P0

+ ln φ̂i

(
T, P, y

)] (2.39)

tpd
(
y
)
=

TPD
(
y
)

RT
=
∑
i

yi
[
ln yi + ln φ̂i

(
y
)
− ln zi − ln φ̂i (z)

]
=∑

i

yi
(
ln yi + ln φ̂i

(
y
)
− di

) (2.40)

di = ln zi + ln φ̂i (z) (2.41)

2.4.2 Minimização local da TPD

Buscando os pontos de mínimo para a TPD reduzida, Equação 2.40, certas res-
trições de composição devem ser cumpridas, como mostrado por MICHELSEN e
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MOLLERUP (2007) com as Equações 2.42 e 2.43.

wi > 0 i = 1, 2, . . . , C (2.42)∑
i

wi − 1 = 0 (2.43)

A dependência logarítmica das composições na função garante que as composi-
ções sejam sempre positivas, portanto a restrição 2.42 é atendida com facilidade
no método. Para atender a restrição adicional e alcançar o mínimo para a tpd MI-
CHELSEN e MOLLERUP (2007) sugere o uso da função Lagrangeana, expressa na
Equação 2.44. Os pontos estacionários podem ser obtidos pela derivação da função
Lagrangeana em relação as composições, Equação 2.45, e ao multiplicador de La-
grange (λ), Equação 2.46. Portanto o conjunto de equações possui C + 1 variáveis
a serem determinadas.

L
(
y, λ
)
=
∑
i

yi (ln yi + ln φ̂i − di)− λ

(∑
i

yi − 1

)
(2.44)

∂L
∂yi

= ln yi + ln φ̂i − di + 1− λ = 0 i = 1, 2, . . . , C (2.45)

∂L
∂λ

= −
∑
i

yi + 1 = 0 (2.46)

Resolvendo o sistema de equações, o valor para o ponto estacionário da TPD equivale
a Equação 2.47, o que infere que para todos os pontos estacionários o valor do
multiplicador de Langrange deve ser sempre maior ou igual a 1. MICHELSEN
e MOLLERUP (2007) destacam ainda que as condições estacionárias podem ser
expressas pela Equação 2.48. Tal fato demonstra que os pontos estacionários podem
ser representados por uma diferença constante de acordo com a diferença entre os
potenciais químicos das fases calculados com composição z e w.

tpdPE =
∑
i

wi (lnwi + ln φ̂i − di) =
∑
i

wi (λ− 1) = λ− 1 (2.47)

µi (w) = µi (z) +RT (λ− 1) (2.48)

Portanto a inclinação da tangente à curva de energia de Gibbs para uma mistura
binária é obtida através da diferença de potenciais químicos entre dois componentes,
µ2−µ1. Nos pontos estacionários a distância ao plano tangente pode ser obtida pela
Equação 2.49. Os pontos estacionários são aqueles cuja curva tangente à curva de
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energia de Gibbs é paralela à curva tangente do sistema com composição igual a z.

µ1

(
y
)
− µ2

(
y
)
= µ1 (z)− µ2 (z) (2.49)

2.4.3 Métodos de Solução

O método de resolução para os pontos estacionários da TPD modificada é pro-
posto por MICHELSEN e MOLLERUP (2007), por meio de substituição sucessiva,
mostrado na Equação 2.50. Dado que l+1 é o passo seguinte, as propriedades serão
calculadas baseadas no passo anterior e atualizadas ao longo do método.

lnY
[l+1]
i = di − ln φ̂i

(
Y [l]
)

(2.50)

Quando a influência do coeficiente de fugacidade na composição é baixa o resultado
para esse método foi satisfatório para mínimos locais. Porém em sistemas com
condições próximas ao ponto crítico da mistura MICHELSEN e MOLLERUP (2007)
recomendam métodos mais robustos, como os métodos de convergência de segunda
ordem.

2.4.4 Resultados da TPD

Após a minimização da função TPD os resultados obtidos podem inferir di-
ferentes características e cenários ao sistema. Portanto, é conveniente avaliar os
resultados para determinar se estes traduzem corretamente o comportamento espe-
rado do sistema. Desse modo, DO CARMO (2016) relaciona os possíveis resultados
para a minimização das funções com seus significados físicos da seguinte maneira:

• Solução Trivial

A solução para a TPD é dita trivial quando o valor encontrado para a função
(TPD) é zero. Se essa condição for encontrada, significa que o vetor das novas
variáveis Y convergiu para o próprio vetor z. Ou seja, a composição para a
fase teste encontrada é idêntica à composição da fase de referência, portanto,
o sistema já se encontra em um mínimo da energia de Gibbs.

• Fase Sombra

Caso o valor da função seja positivo. É preciso cuidado com este resultado
segundo DO CARMO (2016) pois apesar de representar um sistema estável,
ele é dito como um ponto de fase sombra. Ou seja, representa um ponto de
mínimo local para a função que com composições de uma possível fase estável.
As fases sombra normalmente encontram-se próximas das curvas de saturação,

15



portanto seu surgimento pode ser interpretado como uma aproximação da
região de surgimento de uma nova fase estável.

• Instabilidade do Sistema

Quando a minimização da função desejada retornar um valor negativo ou YT

maior que 1, o sistema original é dito instável. Portanto, para alcançar o mí-
nimo da energia de Gibbs, a fase proposta deve ser adicionada ao sistema. As
composições encontradas, sejam y ou Yi normalizada, dependendo da função
escolhida, serão boas estimativas iniciais para o cálculo do equilíbrio de fa-
ses. Uma vez que a minimização tenha ocorrido sem falhas as estimativas de
composição, em geral, conferem boa convergência ao cálculo de equilíbrio.

2.5 Precipitação de Parafinas e o uso de DSC

2.5.1 Precipitação de Parafinas

A parafina precipitada do petróleo é formada de diversos hidrocarbonetos em
fase sólida com diferentes arranjos cristalinos (HAMMAMI e MEHROTRA, 1995).
Porém, apesar de alguns trabalhos apresentarem a existência de arranjos cristalinos
polimórficas, como monoclínico e triclínico, os mais encontrados são o ortorrômbico
e hexagonal. Através de estudos com DSC, GIAVARINI e POCHETTI (1973) mos-
traram que uma transição sólido-sólido é observada da estrutura ortorrômbica para
a hexagonal devido ao ganho de mobilidade rotacional.

Em termos de processamento, acredita-se que as parafinas precipitadas em tubu-
lações e equipamentos sejam compostas majoritariamente por n-alcanos, e portanto,
denomina-se tal fenômeno como precipitação de parafinas (WESOŁOWSKI, 1981).

Segundo CRAIG et al. (1968), a formação da fase sólida em baixas temperatu-
ras poderia indicar certa instabilidade na fase sólida. Portanto, espera-se que ocorra
uma transição sólido-sólido para que o sistema tenha maior estabilidade energética.
Isso justificaria também o fato de parafinas precipitadas de petróleo e que não apre-
sentam transição sólido sólido possuírem maior temperatura de fusão, justamente
por serem mais estáveis.

A análise térmica via DSC segundo, KHOSHOOEI et al. (2019), além de grande
quantidade de dados em relação a pequenas amostras necessárias, é capaz de gerar di-
ferentes dados simultaneamente. Além disso, estudos mostraram que equipamentos
de DSC produzidos por fábricas diferentes tiveram resultados semelhantes na carac-
terização de petróleo. O uso do DSC busca reproduzir o comportamento fenomeno-
lógico do óleo em alguns processos, como exploração, transporte ou processamento.
Isso porque, a técnica pode ser aplicada em microcélulas de pressão, micro-reatores,
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microcolunas e micro-tubulações. Porém, KHOSHOOEI et al. (2019) destacam que
é importante otimizar os parâmetros do experimento e condições de operações para
representar da melhor forma possível o fenômeno. Como relatam KHOSHOOEI
et al. (2019), estudos recentes de ROBUSTILLO et al. (2012) demostram justa-
mente essa versatilidade da técnica de DSC para tratar diferentes tipos de óleos,
desde os naftênicos até os aromáticos. Porém, KOK et al. (1996) destacam que a
natureza complexa do petróleo torna difícil a comparação entre os métodos de aná-
lise e sugere que a técnica de DSC seja utilizada acoplada a outra técnica, como a
miscroscopia, para melhor reprodutibilidade de resultados.

É importante que o experimento determine o ponto de aparecimento dos cristas
(TIAC ou WAT) e também o ponto de desaparecimento, ou ponto de dissolução
(WDT) pois as condições experimentais e parâmetros do ensaio dependem desses
pontos. Frequentemente, a TIAC é obtida considerando o ponto de desvio da linha de
base após o inicio do resfriamento do sistema. Portanto, a definição da linha de base
é de muita importância e alguns desvios podem surgir em sua determinação. Para
obter o WDT é importante que este seja determinado imediatamente após o retorno
da curva de entalpia à curva de base. No entanto, quando se trata de temperatura
de fusão, esta é considerada, assim como nos polímeros, no pico da curva de entalpia.
Alguns trabalhos consideram ainda que a WDT é obtida no ponto de intersecção
entre a linha de base e uma linha tangente a curva de entalpia descendente após o
pico GIMZEWSKI e AUDLEY (1993); KHOSHOOEI et al. (2019).

2.5.2 Fatores de influência

Segundo KHAN et al. (2008) o estudo dos termogramas e análise cromatográ-
fica em casos de precipitação de parafinas indicaram que a taxa de deposição é
dependente de diversos fatores. Dentre eles a temperatura, pressão, quantidade de
hidrocarbonetos leves no óleo e a composição de parafinas.

Além disso, o teor de umidade do óleo foi objeto de estudo de diversos pesquisa-
dores, principalmente acerca da influência na WAT. A presença de água emulsificada
no óleo pode alterar o ponto de WAT e, portanto, o estudo de óleos sem presença
de água não representaria bem o comportamento real pois, em diversos casos, como
na produção em poços, o óleo escoa com certa quantidade de água emulsionada.
A presença de água emulsionada fornece os sítios de nucleação necessários para a
precipitação das parafinas facilitando o processo (SUN et al., 2017). Tal hipótese é
predita por LI e GONG (2010) que detectaram a alteração da WAT em sistemas de
emulsão água em óleo cru e atribuíram tal fenômeno à grande capacidade calorífica
da água.

Analisando os envelopes de fases para óleo cru, é natural perceber que, à medida

17



que a pressão do sistema aumenta, a WAT acompanha a mesma tendência. Por-
tanto, esse comportamento do óleo é esperado desde o reservatório até a refinaria,
expressando então a relevância da pressão sob o fenômeno (KHOSHOOEI et al.,
2019). Logo, o uso de técnicas convencionais de DSC poderia levar à interpretação
incorreta do efeito de altas pressões visto que grande parte do processo produtivo de
óleo trabalha com altas pressões. JUYAL et al. (2011), em seu trabalho, apresentam
a técnica de micro DSC em altas pressões (HP − µDSC) para avaliar sistemas de
óleo em condições de óleo vivo. Avaliando também, óleo sintético e óleo morto, os re-
sultados apresentaram boa acurácia. Os efeitos de pressão não foram tão expressivos
quanto esperado, porém o efeito do gás dissolvido para pressurizar o sistema foi con-
siderável. Portanto, observou-se um decréscimo da WAT à medida de a quantidade
de gases dissolvidos na amostra aumenta.

KUTCHEROV et al. (2017) reforçam que o comportamento do óleo vivo e de
seus componentes deve receber uma atenção especial em altas pressões. Desse modo,
foi demonstrado que pode-se dividir os óleos em duas classes quanto a seu compor-
tamento. A primeira delas é a classe com alta viscosidade inicial, onde observou-se
um início do processo de vitrificação de não equilíbrio ao diminuir a temperatura ou
aumentar a pressão. A segunda classe, de baixa viscosidade, sofre um processo de
cristalização em etapas de acordo com o resfriamento ou aumento de pressão.

A presença de alta quantidade de CO2 nos poços e reservatórios torna necessário
o entendimento do comportamento do óleo meio a presença deste gás. Para medir
tal comportamento, HOSSEINIPOUR et al. (2016) avaliaram o comportamento de
equilíbrio de diferentes óleos em presença de CO2. Observaram que, todas as amos-
tras utilizadas apresentavam grande potencial de formação de parafinas nos tubos
de produção. Destacaram ainda, a importância do uso de inibidores de precipitação
dado que a quantidade de sólidos observada crescia exponencialmente à medida que
as amostras encontravam-se abaixo da WAT. Além disso, ao pressurizar as amos-
tras com CO2, a WAT sofria um decréscimo considerável em relação aos sistemas
despressurizados o que é um resultado favorável ao uso de injeção de CO2 para
recuperação avançada de óleo.

O desenvolvimento de modelos preditivos para a precipitação de parafinas é
dependente, em grande parte, de dados experimentais do óleo. Portanto, a validação
da modelagem é dependente da quantidade e qualidade dos dados. A maioria dos
modelos requerem informações sobre a distribuição das parafinas presentes, peso
molecular e teor total de parafinas do óleo. A distribuição de parafinas pode ser
obtida a partir de cromatografia gasosa. Porém, devido às limitações experimentais,
o método de DSC torna-se uma opção interessante (COTO et al., 2011).

Os dados obtidos via técnica de DSC são comumente utilizados para a determi-
nação experimental dos diagramas de fases envolvendo o equilíbrio sólido-líquido.
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A técnica de DSC consiste em medir o fluxo de calor de uma determinada amostra
em processos de aquecimento ou resfriamento, de modo a obter dados que podem
compor termogramas. Os termogramas expressam a variação da taxa de calor em
relação a temperatura. Diversas propriedades podem ser obtidas através da técnica
de DSC como: transições de fase, entalpias de reação e combustão, capacidade calo-
rífica de sólidos e líquidos, temperaturas de fusão, temperaturas de transição vítreas
e etc (DE LAS HERAS et al., 2021).

2.5.3 Modelagem dos dados de DSC

Como descrevem COUTINHO e RUFFIER-MÉRAY (1997), as medidas de DSC,
em geral não retornam a quantidade de sólido formada em dada temperatura, mas
sim a quantidade de sólido fundida. Portanto, para correlacionar ambas as gran-
dezas, assume-se que a fração de sólido fundida pode ser relacionada à fração de
sólidos pelas Equações 2.51 e 2.52.

α =
X0 −XLiq

XSol −XLiq
(2.51)

α′ = 1− α =

∫ T

TEB
m

Hmix
fus

dmmix

dT
dT∫ Tc

TEB
m

Hmix
fus

dmmix

dT
dT

=
qT

qTotal

≈
mT

p,Liq

mp,Total

(2.52)

Para obter a fração de calor, ao invés dos picos tradicionais do DSC, COUTINHO
e RUFFIER-MÉRAY (1997) destacam que ela é considerada responsável por aquecer
a amostra de 150 K até a temperatura de trabalho. Essa fração de calor pode ser
obtida via integração como descreve a Figura 2.4. A linha de base A tangencia a

Figura 2.4: Ilustração do cálculo da quantidade de parafina cristalizada via curva
de DSC, adaptado de COUTINHO e RUFFIER-MÉRAY (1997)

curva de entalpia, justamente abaixo do ponto de fusão dos solventes, e representa
o calor utilizado pra aquecer a mistura. A diferença entre a linha de base e a curva
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de entalpia em determinada temperatura representa a energia necessária (qT ) para
a fusão das parafinas que estão presentes na fase sólida. No ponto de nuvem (cloud
point) ou TIAC, a diferença entre as curvas representa então a energia para a fusão
completa das parafinas representada por (qtotal). Para utilizar essa metodologia de
cálculo COUTINHO e RUFFIER-MÉRAY (1997) destacam que algumas hipóteses
devem ser respeitadas, como:

• A capacidade calorífica de excesso não é relevante.

• A variação da capacidade calorífica com a temperatura não é significante.

• A diferença entre a capacidade calorífica entre as parafinas em fase sólida e
líquida é muito pequena e pode ser desprezada.

Como uma alternativa aos métodos convencionais de uso do DSC, para evitar
o efeito transiente inerente ao experimento, FLEMING et al. (2017) propõem uma
abordagem diferente. Ao tratar um experimento estático é possível correlacionar
a temperatura com o sinal de DSC (DSCExp) e a variação da entalpia molar com
o tempo (∂H

∂t
), como expressa a Equação 2.53. Na modelagem termodinâmica, os

termos de entalpia são frequentemente obtidos em função da temperatura, portanto,
a reprodução dos dados de DSC via modelos termodinâmicos, DSCCalc, seria equi-
valente à Equação 2.54. Para correlacionar, portanto, os dados experimentais e
calculados via modelagem é preciso alterar a dependência funcional em relação ao
tempo através do uso da taxa de variação de temperatura (dT

dt
) utilizando a Equação

2.55.
DSCExp =

∂H

∂t
(2.53)

DSCCalc =
∂H

∂T
(2.54)

DSCExp = DSCCalc
dT

dt
(2.55)

Para um sistema com composição global e pressão constantes, a variação da energia
pode ser aproximada à variação de entalpia, portanto, a correlação entre as variações
de entalpia obtidas experimentalmente e via modelo pode ser feita utilizando a
Equação 2.56. A ilustração da correlação entre os estados é feita pela Figura 2.5, os
modelos são capazes de predizer as composições em ambas as temperaturas T +∆T

e T − ∆T . Correlacionando as composições em ambas as fases, entalpia de fusão
e entalpia de transição sólida é possível prever teoricamente resultados semelhantes
aos experimentais.
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Figura 2.5: Esquema termodinâmico para o cálculo do sinal de DSC via modelagem,
adaptado de FLEMING et al. (2017).

DSCCalc =
∑
i

MWi

[
xLiq
i,T+∆TCpLiqi + xSol

i,T+∆TCpSoli

+

(
xSol
i,T−∆T − xSol

i,T+∆T

) (
∆H

f

i +∆H
tr

i

)
2∆T

] (2.56)

Para moléculas diferentes, FLEMING et al. (2017) utilizam um parâmetro de ajuste
em conjunto com a modelagem da fase sólida pelo método proposto por COUTI-
NHO et al. (2006). O parâmetro de interação λij pode ser utilizado para o ajuste do
modelo. Portanto, modificando a expressão original, o parâmetro assume a forma
expressa pela Equação 2.57. Este parâmetro, segundo FLEMING et al. (2017), é o
único parâmetro ajustável no modelo, independentemente do número de componen-
tes da fase sólida.

λij = λij (1 + fadjust) (2.57)

A otimização deste parâmetro foi realizada calculando a raiz quadrada do erro qua-
drático médio entre os dados experimentais e calculados. Como consequência da
escolha do método, ocorre a coincidência entre a temperatura de precipitação e o
segundo pico moda. Por tratar-se de uma alteração ao parâmetro original, quanto
maior for o desvio dos dados do comportamento linear, maior a correção.

Para o modelo da curva calorimétrica obtida pela técnica de DSC, KAZMIERC-
ZAK et al. (2017) propõem formas diferentes de cálculo com a divisão entre os
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modelos MS e SS em formas distintas como expressam as Equações 2.58 e 2.59.

DSCMS
Calc =

[
−
∑
i

∆Hp
i β

Sol −
∑

i,T<T tr
i

∆H tr
i βSol +

∑
i

CpLiqi MWix
Liq
i

(
1− βSol

)
∆T

+
∑
i

CpSoli MWix
Sol
i βSol∆T

]
1

1s

(2.58)

DSCSS
Calc =

[
−
∑
i

∆Hp
i β

Sol −
∑
i

∆H tr
i βSol +

∑
i

CpLiqi MWix
Liq
i

(
1− βSol

)
∆T

+
∑
i

CpSoli MWix
Sol
i βSol∆T

]
1

1s

(2.59)

∆H
p

i = ∆H
f

i +

∫ T p
i

T f
i

∆CpidT (2.60)

Ao contabilizar a variação de entalpia entre as fases líquida e sólida, nem sempre a
transição de fase ocorrerá necessariamente na temperatura de fusão, portanto, uma
correção da contribuição energética deve ser feita como demostra a Equação 2.60

Para comparar os resultados provenientes da modelagem e os dados experimen-
tais, KAZMIERCZAK et al. (2017) utilizam uma função objetivo que foi otimizada
utilizando o algoritmo de Particle Swarm Optimization. Ao compor a função obje-
tivo, expressa na Equação 2.61, utilizaram-se os pontos de regiões diferentes: picos,
vales e pontos intermediários.

fobj = c1

∥∥∥TExp
pico − TCalc

pico

∥∥∥
Npicos

+ c2

∥∥∥TExp
vale − TCalc

vale

∥∥∥
Nvales

+ c3

∥∥∥TExp
int − TCalc

int

∥∥∥
Nint

+penalty
(∥∥∥NExp

picos −NCalc
picos

∥∥∥) (2.61)

Quando o número de picos apresentados nos dados experimentais é diferente do
número previsto via modelagem, um termo de penalty é adicionado à função obje-
tivo. Os pesos para as penalidades contabilizados pelas constantes (c1, c2, c3) foram
estimados pela forma funcional da função objetivo de diferentes misturas. Como
resultado dessa abordagem, KAZMIERCZAK et al. (2017) concluíram que, para
misturas binárias de n-alcanos com tamanho de cadeias próximo, é possível pre-
ver de forma satisfatória o comportamento da curva de DSC, desde que não haja
formação de mais de uma fase sólida. Pois, ao tratar a transição sólido-sólido, o al-
goritmo proposto não conseguir reproduzir bem os resultados experimentais porque
o modelo de SS superestima a composição na fase sólida. Por outro lado, ao tratar
misturas de n-alcanos com cadeias bem diferentes, o algoritmo PSO, em conjunto
com o modelo MS, conseguiu descrever bem o comportamento da curva de DSC.
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Uma boa previsão do pico de transição sólido-líquido foi observado e a composição
do sistema na transição sólido-sólido apresentou uma divergência satisfatória.

23



Capítulo 3

Modelagem Termodinâmica

Para os cálculos de TPD e flash, o conhecimento do potencial químico dos compo-
nentes nas fases é necessário para avaliar o critério de equilíbrio. Como apresentado
na seção 2.1, a fugacidade pode ser utilizada como alternativa ao potencial químico.

3.1 Modelagem das Fases Líquida e Vapor

Como mencionado anteriormente, a obtenção dos coeficientes de fugacidade nas
fases líquida e vapor pode ser feita por meio de equações de estado como, por
exemplo, a equação PC-SAFT para ambas as fases.

Para obter o coeficiente de fugacidade pode-se seguir a dedução apresentada por
GROSS e SADOWSKI (2001). Partindo da definição do coeficiente de fugacidade e
sua correlação com o potencial químico expressa na Equação 2.8, é possível descrever
o potencial químico residual através da energia livre de Helmholtz residual (ares) e
suas derivadas em relação a composição como descreve a Equação 3.19 e o fator de
compressibilidade (Z).

ln φ̂k =
µres
k

kT
− lnZ (3.1)

3.1.1 Cálculo do fator de compressibilidade

O modelo PC-SAFT pode ser expresso em termos de compressibilidade.

Z =
PV̄

RT
= ZId + Zhc + Zdisp (3.2)

O termo de cadeia Zhc é descrito pela Equação 3.3.

Zhc = mZhs −
∑
i

xi (mi − 1) ρ
∂ ln ghsii
∂ρ

(3.3)

O termo de esferas rígidas Zhs pode ser descrito pela Equação 3.4
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Zhs =
ζ3

(1− ζ3)
+

3ζ1ζ2

ζ0 (1− ζ3)
2 +

3ζ32 − ζ3ζ
3
2

ζ0 (1− ζ3)
3 (3.4)

em função da média de número de segmentos calculada pela Equação 3.5, da
densidade das moléculas (ρ) calculada pela Equação 3.6 e da função de distribuição
radial dos pares de segmentos que compõem a cadeia (ghsii ) calculada pela Equação
3.7.

m =
∑
i

ximi (3.5)

ρ =
6

π
η

(∑
i

ximid
3
i

)−1

(3.6)

ghsij =
1

(1− ζ3)
+

(
didj

di + dj

)
3ζ2

(1− ζ3)
+

(
didj

di + dj

)2
2ζ22

(1− ζ3)
3 (3.7)

ζn =
π

6
ρ
∑
i

ximid
n
i n ϵ {0, 1, 2, 3} (3.8)

Em que (di) é o diâmetro do segmento como função da temperatura e pode ser
obtido a partir da Equação 3.9.

di (T ) = σi

[
1− 0.12 exp

(
−3ϵi
kT

)]
(3.9)

O termo de perturbação (Zdisp) é baseado na teoria de Barker e Henderson, dado
pela Equação 3.10.

Zdisp = −2πρ
∂ (ηI1)

∂η
m2ϵσ3 − πρm

[
C1

∂ (ηI2)

∂η
+ C2ηI2

]
m2ϵ2σ3 (3.10)

Onde:

I1 (η,m) =
6∑

i=0

ai (m) ηi (3.11)

I2 (η,m) =
6∑

i=0

bi (m) ηi (3.12)

∂ (ηI1)

∂η
=

6∑
j=0

aj (m) (j + 1) ηj (3.13)

∂ (ηI2)

∂η
=

6∑
j=0

bj (m) (j + 1) ηj (3.14)
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ai (m) = a0i +
m− 1

m
a1i +

m− 1

m

m− 2

m
a2i (3.15)

bi (m) = b0i +
m− 1

m
b1i +

m− 1

m

m− 2

m
b2i (3.16)

As variáveis a0i, a1i, a2i, b0i, b1i e b2i são determinadas por modelos e reportadas
por GROSS e SADOWSKI (2001). As constantes C1 e C2 podem ser obtidas pelas
Equações 3.17 e 3.18, (GROSS e SADOWSKI, 2001).

C1 =

(
1 + Zhc + ρ

∂Zhc

∂ρ

)−1

=

(
1 + m

8η − 2η2

(1− η)4
+

(1−m)
20η − 27η2 + 12η3 − 2η4

[(1− η) (2− η)]2

)−1 (3.17)

C2 =
∂C1

∂η
= −C2

1

(
m
−4η2 + 20η + 8

(1− η)5
+ (1−m)

2η3 + 12η2 − 48η + 40

[(1− η) (2− η)]3

)
(3.18)

3.1.2 Cálculo da energia livre de Helmholtz residual

µres
k (T, V )

kT
= Ãres + (Z − 1) +

(
∂Ãres

∂xk

)
T,V,xi ̸=k

−
N∑
j=1

xj

(
∂Ãres

∂xj

)
T,V,xi ̸=j

 (3.19)

Da mesma forma que o fator de compressibilidade, a energia livre de Helmholtz
também é composta por contribuições de cadeia e dispersão separadamente, para
moléculas não associativas 3.20. Para obter o termo relativo às cadeias, utiliza-se a
Equação 3.21 e sua derivada calculada em relação as composições, Equação 3.22.

Ãres = Ãhc + Ãdisp (3.20)

Ãhc = mÃhs −
∑
i

xi (mi − 1) ln ghsii (σii) (3.21)

(
∂Ãhc

∂xk

)
T,ρ,xj ̸=k

= mkÃ
hs +m

(
∂Ãhs

∂xk

)
T,ρ,xj ̸=k

−
∑
i

xi (mi − 1)
(
ghsii
)−1
(
∂ghsii
∂xk

)
T,ρ,xj ̸=k

(3.22)

O termo referente à energia livre de Helmholtz para o fluido formado por esferas
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duras e sua derivada em relação a composição são calculados de modo bem parecido
ao fator de compressibilidade, via Equações 3.23 e 3.24, além das derivadas da função
de distribuição radial que são expressas pela Equação 3.25.

Ãhs =
1

ζ0

[
3ζ1ζ2

(1− ζ3)
+

ζ32
ζ3 (1− ζ3)

2 +

(
ζ32
ζ23

− ζ0

)
ln (1− ζ3)

]
(3.23)

(
∂Ãhs

∂xk

)
T,ρ,xj ̸=k

= −ζ0,xk
ζ0

Ãhs +
1

ζ0

[
3 (ζ1,xkζ2 + ζ1ζ2,xk)

(1− ζ3)
+

3ζ1ζ2ζ3,xk

(1− ζ3)
2

+
3ζ22ζ2,xk

ζ3 (1− ζ3)
2 +

ζ32ζ3,xk (3ζ3 − 1)

ζ23 (1− ζ3)
3 +

(
3ζ22ζ3ζ2,xk − 2ζ22ζ3,xk

ζ33
− ζ0,xk

)
ln (1− ζ3) +

(
ζ0 −

ζ32
ζ23

)
ζ3,xk

(1− ζ3)

] (3.24)

(
∂ghsij
∂xk

)
T,ρ,xj ̸=k

=
ζ3,xk

(1− ζ3)
2 +

[(
didj

di + dj

)(
3ζ2,xk

(1− ζ3)
2 +

6ζ2ζ3,xk

(1− ζ3)
3

)]

+

[(
didj

di + dj

)2(
4ζ2ζ2,xk

(1− ζ3)
3 +

6ζ22ζ3,xk

(1− ζ3)
4

)] (3.25)

Finalmente, a contribuição de dispersão e suas derivadas são obtidas através das
Equações 3.26 e 3.27 utilizando as constantes e parâmetros devidamente definidos
para os componentes da mistura em questão obtidos pelas Equações 3.28 a 3.34.

Ãdisp = −2πρI1 (η,m)
(
m2ϵσ3

)
− πρmC1I2 (η,m)

(
m2ϵ2σ3

)
(3.26)(

∂Ãdisp

∂xk

)
T,ρ,xj ̸= k

= −2πρ
[
I1,xkm2ϵσ3 + I1

(
m2ϵσ3

)
xk

]

−πρ

{[
mkC1I2 +mC1,xkI2 +mC1I2,xk

]
(
m2ϵ2σ3

)
+mC1I2

(
m2ϵ2σ3

)
xk

} (3.27)

(
m2ϵσ3

)
xk

= 2mk

∑
j

xjmj

( ϵ

kT

)
σ3
kj (3.28)

(
m2ϵ2σ3

)
xk

= 2mk

∑
j

xjmj

( ϵ

kT

)2
σ3
kj (3.29)

C1,xk = C2ζ3,xk − C2
1

{
mk

8η − 2η2

(1− η)4
−mk

20η − 27η2 + 12η3 − 2η4

[(1− η) (2− η)]2

}
(3.30)

I1,xk =
6∑

i=0

[
ai (m) iζ3,xkη

−1 + ai,xkη
i
]

(3.31)
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I2,xk =
6∑

i=0

[
bi (m) iζ3,xkη

−1 + bi,xkη
i
]

(3.32)

ai,xk =
mk

m2 a1i +
mk

m2

(
3− 4

m

)
a2i (3.33)

bi,xk =
mk

m2 b1i +
mk

m2

(
3− 4

m

)
b2i (3.34)

3.1.3 Cálculo da Entalpia Residual

Para calcular o desvio em relação as propriedades de gás ideal, pode-se conta-
bilizar o termo residual com o uso de equações de estado. Neste caso, utiliza-se o
modelo PC-SAFT. Portanto, a variação de entalpia residual é dada pela Equação
3.36.

H
res

RT
= −T

(
∂Ãres

∂T

)
ρ,xSol

i

+ (Z − 1) (3.35)

∆H
res

= H
res

(Ti)−H
res

(Tref ) (3.36)

3.2 Modelagem da Fase sólida

Para a fase sólida, o modelo de solução sólida e múltiplas soluções sólidas apre-
sentado por COUTINHO et al. (2006) será utilizado. A partir da descrição da fase
sólida como uma solução, o desvio da idealidade dos componentes da mesma é rea-
lizado através da energia de Gibbs em excesso pelo modelo UNIQUAC modificado.

3.2.1 Não idealidade da fase sólida

A não idealidade da fase sólida pode ser descrita por vários modelos presentes
na literatura. Os resultados obtidos por COUTINHO et al. (2006) mostram uma
acurácia satisfatória e, portanto, o modelo de composição local UNIQUAC modi-
ficado será utilizado. A obtenção dos parâmetros internos ao modelo de energia
livre de Gibbs em excesso (G

E
) requer diversas correlações empíricas e parâmetros

de energia que correlacionam os pares de moléculas presentes (COUTINHO et al.,
2006).

G
E

RT
=

n∑
i=1

xSol
i ln

(
Φi

xSol
i

)
+

Z

2

n∑
i=1

qix
Sol
i ln

(
θi
Φi

)
−

n∑
i=1

xSol
i qi ln

[
n∑

j=1

θjτji

]
(3.37)

Os parâmetros Φi,τji,θi são obtidos através das Equações 3.38, 3.39 e 3.40 res-
pectivamente. Os parâmetros estruturais utilizados serão os propostos originalmente
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por ABRAMS e PRAUSNITZ (1975) no modelo UNIQUAC e são calculados através
das Equações 3.41 e 3.42.

Φi =
xSol
i ri∑C

j=1 x
Sol
j rj

(3.38)

τji = exp

(
−Λji − Λii

qiRT

)
(3.39)

θi =
xSol
i qi∑C

j=1 x
Sol
j qj

(3.40)

ri = 0, 6744NCi + 0, 4534 (3.41)

qi = 0, 540NCi + 0, 616 (3.42)

O conceito de modelo preditivo permite, segundo COUTINHO et al. (2006), a
estimação da energia de intereção entre moléculas. Portanto, o parâmetro de energia
de interação entre os pares de parafina Λii para o par de parafinas idênticas pode
ser predito a partir da entalpia de sublimação de um cristal de sólido puro em
estrutura cristalina ortorrômbica via Equação 3.43. O número de coordenação z

para o modelo UNIQUAC é igual a 10. Para parafinas diferentes, COUTINHO
et al. (2006) sugerem que a energia de interação entre ambas Λij seja igual à energia
de interação de um par da molécula de menor cadeia entre elas.

Λii = −2

z

(
∆H

sub

i,Puro −RT
)

(3.43)

Λij = Λjj | NCj < NCi (3.44)

Para obtenção da entalpia de sublimação do componente puro, COUTINHO
et al. (2006) propõem a Equação 3.45. A entalpia de fusão (∆H

f

i,Puro), a entalpia
de transição sólida (∆H

tr

i,Puro) e a entalpia total de fusão (∆H
tot

i,Puro) podem ser
calculadas pelas Equações 3.49, 3.50 3.51. Além disso, é preciso estimar a entalpia
de vaporização (∆H

vap

i,Puro). GHANAEI et al. (2012); MORGAN e KOBAYASHI
(1994) propõem as Equações 3.46, 3.48 e 3.47.

∆H
sub

i,Puro = ∆H
vap

i,Puro +∆H
f

i,Puro +∆H
tr

i,Puro (3.45)

x = T/T i
c (3.46)

∆H
vap

i = ∆H
vap,(0)

i + ω∆H
vap,(1)

i + ω
(
∆H

vap,(2)

i

)2
(3.47)

∆H
vap,(J)

i = b
(J)
1 x0.3333

i + b
(J)
2 x0.8333

i + b
(J)
3 x1.2083

i + b
(J)
4 xi + b

(J)
5 x2

i + b
(J)
6 x3

i (3.48)
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Tabela 3.1: Parâmetros para o cálculo da entalpia de vaporização (MORGAN e
KOBAYASHI, 1994).

∆H
vap,(0)

i ∆H
vap,(1)

i ∆H
vap,(2)

i

b
(J)
1 5,2804 0,80022 7,2543

b
(J)
2 12,8650 273,23 -346,45

b
(J)
3 1,1710 465,08 -610,48

b
(J)
4 -13,1160 -638,51 839,89

b
(J)
5 0,4858 -145,12 160,05

b
(J)
6 -1,0880 74,049 -50,711

∆H
f

i,Puro

[
kJ

gmol

]
= 0, 00355NC3

i − 0, 2376NC2
i + 7, 40NCi − 34, 814 (3.49)

∆H
tot

i,Puro

[
kJ

gmol

]
= 3, 7791NCi − 12, 654 (3.50)

∆H
tr

i,Puro = ∆H
tot

i,Puro −∆H
f

i,Puro (3.51)

O coeficiente de atividade, portanto, é definido de acordo com a Equação 3.52
e pode ser determinado a partir da diferenciação da energia de Gibbs em excesso,
ilustrada na Equação 3.37, dando origem à Equação 3.53.

RT ln γSol
i =

∂
(
nTG

E
)

∂ni


T,P,nj,j ̸=i

(3.52)

ln γSol
i = ln

(
Φi

xi
Sol

)
+ 1− Φi

xi
Sol

− z

2
qi

(
ln

(
Φi

θi

)
+ 1− Φi

θi

)
+qi − qi ln

(
n∑

j=1

θjτji

)
− qi

n∑
j=1

θjτij∑n
k=1 θkτkj

(3.53)

3.2.2 Cálculo da fugacidade e coeficiente de fugacidade

O cálculo da fugacidade de um sólido puro, PRAUSNITZ et al. (1998) e FI-
ROOZABADI (1999), utiliza a fugacidade do componente da fase líquida e demais
propriedades termodinâmicas. A temperatura de fusão (T f

i ) pode ser estimada via
Equação 3.54, a entalpia de fusão (∆H

f

i,Puro) via Equação 3.49. A variação de capa-
cidade calorífica (∆CpLSi ) entre as fases sólida e líquida hipotética pode ser obtida
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pela estimação proposta por PEDERSEN et al. (1991), expressa na Equação 3.56.

T f
i [K] = 421, 63− 1936412 exp

[
−7, 8945 (NCi − 1)0,07194

]
(3.54)

T tr
i [K] = 420, 42− 134784 exp

[
−4, 344 (NCi + 6, 5292)0,14627

]
(3.55)

∆CpLSi

[
cal

molK

]
= 0, 3033MMi − 4, 635.10−4MMiT (3.56)

Posteriormente, outros trabalhos adicionaram a existência de transição sólido-
sólido para as parafinas puras, incluindo a temperatura de transição sólida (T tr

i ),
Equação 3.55, e a entalpia de transição sólida (∆H

tr

i,Puro) entre as diferentes fases
sólidas que foram observadas experimentalmente. Tais termos passaram a contribuir
para o cálculo conforme expressa a Equação 3.57, (DA SILVA et al., 2018).

fSol
i,Puro = fLiquido

i,Puro exp

[
∆H

f

i,Puro

RT f
i

(
1− T f

i

T

)
+

∆H
tr

i,Puro

RT tr
i

(
1− T tr

i

T

)

− 1

RT

∫ T

T f
i

∆CpLSi dT +
1

R

∫ T

T f
i

∆CpLSi
T

dT − 1

RT

∫ P

P f
i

∆V
LS

i dP

] (3.57)

O fator de Poynting, resultado da integral do termo que inclui (∆V
LS

i ), é utilizado
nas correlações por tratar-se de sistemas em alta pressão. Ele é obtido a partir da
diferença de volume molar entre as fases líquida e sólida no equilíbrio. Com ele
o presente modelo pode tentar fazer previsões em alta pressão, mesmo tendo sido
validado, apenas para pressão ambiente. A expressão 3.58 é proposta para o cálculo
do fator de Poynting com base nos trabalhos de DA SILVA et al. (2017) e PAULY
et al. (2007).

∆V
LS

i

[
cm3

mol

]
= 1, 842.10−3MMiT − 0, 46MMi (3.58)

Uma vez obtida a fugacidade para o componente puro, é preciso determinar
a fugacidade para uma mistura de sólidos, visto que o modelo em questão trata
justamente de soluções sólidas. Desse modo, a expressão para a fugacidade da
mistura sólida corresponde à Equação 3.59.

f̂Sol
i = xSol

i γSol
i fSol

i,Puro (3.59)

Como em alguns casos o uso da fugacidade não é trivial, o coeficiente de fugaci-
dade para esta mistura pode ser obtido utilizando a fugacidade como demonstra a
Equação 3.60.

ˆφSol
i =

f̂Sol
i

xSol
i P

(3.60)
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Alternativamente, pode-ser utilizar a Expressão 3.61.

ˆφSol
i =

γSol
i fSol

i,Puro

P
(3.61)

3.3 Propriedades críticas

Para obter os valores críticos dos alcanos, as correlações propostas por MARANO
e HOLDER (1997) serão utilizadas, são funções em termo do número de carbonos
de cada molécula de alcano que estimam as propriedades críticas, Equações 3.62 e
3.63, e o fator acêntrico, Equação 3.64.

Tc,i = 1020, 71−(1020, 71− 127, 89) exp
[
−0, 1981 (NCi − 0, 896021)0,629752

]
(3.62)

Pc,i(bar) = 1366, 74 exp
[
−2, 111827 (NCi + 3, 625581)0,258439

]
(3.63)

ωi = −6, 5597 + 3, 383261 (NCi + 23, 608415)0,20877 (3.64)
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Capítulo 4

Metodologia de cálculo da curva de
precipitação

A determinação da curva de precipitação de parafinas pode ser realizada através
de dados experimentais obtidos por diferentes técnicas, como, por exemplo, a técnica
de DSC. A priori, os dados expressos pelo equipamento são medidas de fluxo de calor
obtidos em determinado intervalo de tempo.

A reprodução desta curva via cálculo tem grande relevância para o estudo de
escoamentos de fluidos, principalmente para a indústria do óleo e gás, pois permite
planejar e executar, com mais segurança e lucro, o processo de produção.

A Figura 4.1 descreve, de forma geral, a metodologia utilizada neste trabalho
para obter a curva de precipitação.

Inicialmente, é necessário conhecer a composição da mistura a ser avaliada e sua
massa ou número de moles. A partir disso, é importante determinar em qual valor
de pressão os cálculos serão realizados, uma vez que cada valor de pressão possui
uma curva de precipitação particular.

Posteriormente, é preciso determinar qual o intervalo de temperatura que será
avaliado e qual a variação de temperatura utilizada para varrer este intervalo; essa
informação é de suma importância para obter resultados semelhantes a dados experi-
mentais. Reunindo todas as informações citadas anteriormente, é possível prosseguir
as etapas de cálculo. Destacam-se 3 etapas importantes a serem realizadas para a
obtenção dos resultados: a análise de estabilidade, o cálculo de flash e o cálculo de
fluxo de calor.
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Especificar Nmol, P e z

Definir Tmin, Tmax e ∆T

Iniciar o cálculo
com Ti = Tmax

Executar
análise de

estabilidade (Ti)

Existem
novas fases
candidatas?

Adicionar fases
candidatas
ao sistema

Realizar cálculo
flash entre fases

do sistema

Calcular o fluxo
de calor

(
δQ
δt

) Ti < Tmax?

Ti+1 = Ti +∆T

Plotar curva

Sim

Não

Sim

Não

Figura 4.1: Algoritmo para o cálculo da curva de precipitação.
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4.1 Algoritmo para análise de estabilidade

O desenvolvimento de uma metodologia capaz de calcular a curvar de precipita-
ção de parafinas deve contemplar o conceito da análise de estabilidade de fases. Para
a construção da curva de precipitação, é necessário discernir quais fases estão pre-
sentes no sistema em determinadas condições de temperatura, pressão e quantidade
de matéria.

Portanto, a detecção de possíveis novas fases estáveis no sistema será através do
cálculo de TPD. Além da detecção de quais fases podem compor o sistema de forma
estável, este passo permite obter boas estimativas iniciais para o cálculo de flash. As
estimativas iniciais provenientes da TPD geralmente retornam soluções não triviais
e de boa convergência.

O algoritmo utilizado para o cálculo da TPD e interpretação dos seus resultados
é descrito pela Figura 4.2.

Inicialmente, é preciso especificar as condições de temperatura, pressão e com-
posição da fase bulk de referência. Em seguida, é preciso obter a contribuição para
a TPD relativa ao surgimento na fase incipiente, representado por hi na Equação
4.1.

hi = zi ln (zi) + ln [φ̂i (z)] (4.1)

4.1.1 Fases incipientes

Após o cálculo da fase referência é preciso propor a natureza da fase incipi-
ente e sua composição. Para os sistemas parafínicos abordados, as fases incipientes
possíveis a serem consideradas são: sólida, líquida e vapor.

1. Sólida

Para a fase sólida, é razoável propor o surgimento de fases com diferentes com-
posições iniciais, visto que trabalhos anteriores já constataram o surgimento
de mais de uma fase sólida com composições diferentes. Portanto, pode-se
propor fases sólidas incipientes do tipo 1 e do tipo 2.

A fase sólida do tipo 1 é formada majoritariamente por hidrocarbonetos mais
pesados. Em contrapartida, o sólido tipo 2 possui componentes mais leves
em maior quantidade. Para expressar o efeito de diferença de comportamento
dessas fases, atribuem-se valores bem altos aos coeficientes de atividade de
determinados hidrocarbonetos de modo a "forçar"que esta fase incipiente siga
um comportamento desejado (Tabela 4.1). Esta proposta heurística foi utili-
zada neste algoritmo de estabilidade para auxiliar na convergência do método
e gerar estimativas iniciais para o flash. No cálculo de flash, o valor do coefici-
ente de atividade foi obtido rigorosamente via modelo para cada componente
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de cada fase. Nenhuma outra alteração é realizada em comparação ao método
original proposto por MICHELSEN (1982).

Tabela 4.1: Proposta para simular o comportamento de dois sólidos parafínicos
diferentes.

Componente Sólido 1 Sólido 2

n-C10H22

γSol
i (NCi, T ) 1.105

n-C18H38

n-C19H40

n-C20H42

n-C21H44

n-C22H46

n-C23H48

n-C24H50

n-C25H52

n-C26H54

n-C27H56

1.105 γSol
i (NCi, T )

n-C28H50

n-C29H60

n-C30H62

n-C31H64

n-C32H68

n-C33H68

n-C34H70

n-C35H72

n-C36H74

2. Líquida e Vapor

Para as fases líquida e vapor, a proposta é que contenha, todos os componentes
da mistura de referência seguindo a Equação 4.2.

y0i,Liq = y0i,V ap =
1

n
(4.2)
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Especificar T, P e z

Definir fase Líquida como referência

Calcular di

Propor nova
fase de com-
posição y0i,j

Calcular φ̂i
j
(
y
)

Calcular Yi

Calcular ynewi,j

ynewi,j = y0i,j

Calcular K K = 0 Solução trivial

K > 0 Fase sombra

K < 0 Fase estável

Sim

Não

Sim

Não

Figura 4.2: Algoritmo para o cálculo de TPD.
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4.1.2 Cálculo da fugacidade da mistura

1. Fase Sólida O cálculo do coeficiente de fugacidade para a fase sólida segue a
modelagem descrita na seção 3.2.1 utilizando o modelo de solução sólida .

2. Fases Líquida e Vapor O coeficiente de fugacidade para as fases líquida e
vapor é obtido partido da modelagem via modelo PC-SAFT, descrita na seção
3.1.

Em relação às novas variáveis, o sistema apresentará carácter estável quando
todos os pontos estacionários apresentarem valor de k ⩾ 0 o que corresponde a∑

i yi ⩾ 1. Porém, caso a nova variável Yi apresente
∑

i Yi > 1 o sistema é instável e
a formação de uma nova fase infinitesimal com composição yi causará a diminuição
da energia livre de Gibbs total do sistema.

Yi = yi exp (−k) (4.3)

Y
[n]
i = exp

{
di − ln

[
φ̂i

(
y
)]}[n−1] (4.4)

A composição do sistema pode ser atualizada através da variável de convergência
Yi de acordo com a Equação 4.5.

xi =
Yi∑
j Yj

(4.5)

A variável de estabilidade K pode ser obtida através da Equação 4.6. Ela repre-
senta a solução para a TPD e conforme descrito na seção 2.4.4.

K = − ln

(
n∑
i

Yi

)
(4.6)

De acordo com o resultado obtido, portanto, caso não seja favorável o surgi-
mento de novas fases, o sistema apresenta solução trivial e as composições já estão
automaticamente determinadas. Porém, caso uma nova fase traga estabilidade ao
sistema, pode-se seguir para o cálculo flash entre a fase referência e a fase incipiente
considerada.

4.2 Algoritmo para cálculo de flash

O procedimento para o cálculo de flash segue o fluxograma descrito na Figura
4.3. Ao especificar as condições de temperatura, pressão e composição global nem
sempre o flash tem sua convergência garantida. Porém, a análise de estabilidade
via TPD confere boas estimativas inicias e aumenta a confiabilidade melhorando a
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convergência. Portanto, a TPD é indicada para iniciar o procedimento de cálculo
flash para obter boas estimativas iniciais de composição x0

i,j e do número de fases
possíveis que seriam estáveis F .

Especificar T, P e z

Executar a
análise de

estabilidade

Estimar β0
j e β0

F

Calcular K0
i,j

Resolver as
equações de

Rachford Rice

Obter xcalc
i,j

e Kcalc
i,j

Kcalc
i,j −K0

i,j ≤ tol K0
i,j = Kcalc

i,j

Retornar βj, βF e xi,j

Sim

Não

Figura 4.3: Algoritmo para o cálculo de flash.

Após a coleta de estimativas de composição via análise de estabilidade é preciso
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estimar o tamanho das fases presentes. Inicialmente, é preciso supor um valor para
estas, visto que o procedimento de cálculo ainda não foi realizado. Portanto, é
razoável optar por um valor que seja razoavelmente pequeno visto que, na maioria
dos casos abordados na literatura, a parcela de fração precipitada é sempre menor
que a fase líquida. A proposta deste algoritmo é considerar β0

j = 0, 05.
A fase de referência possui seu tamanho automaticamente determinado uma vez

que as demais fases tenham sido especificadas como descreve a Equação 4.7.

βF = 1−
F−1∑
j=1

βj (4.7)

Concluída a estimativa inicial do tamanho de cada fase, é necessário calcular os
valores de Kcalc

i,j que representam a razão entre a fração molar de cada componente
presente entre a fase j e a fase de referência. Tal parâmetro pode ser calculado como
expressa a Equação 4.8.

Kcalc
i,j =

φ̂i,F

φ̂i,j

(4.8)

Para obter os coeficientes de fugacidade das fases líquida e vapor via PC-SAFT,
a abordagem descrita na seção 3.1 é empregada, e para a fase sólida o modelo
UNIQUAC modificado descrito na seção 3.2 será utilizado.

Com os valores iniciais determinados, o próximo passo é resolver as equações de
Rachford-Rice (RR) , apresentada na Equação 4.9. Dado o sistema com n compo-
nentes a equação terá n termos e cada fase do sistema apresenta uma equação de
RR. No sistema multifásico, elas devem ser resolvidas simultaneamente.

n∑
i=1

zi
Kcalc

i,j − 1

1 +
∑F−1

j=1 βj

(
Kcalc

i,j − 1
) = 0 (4.9)

Para a resolução do sistema de equações não lineares, diversos métodos podem
ser utilizados. Como alternativa, o uso de algum solver também é recomendado para
agilizar a geração de resultados; neste caso, foi utilizada a função "root"do pacote
"optimize"da biblioteca científica "SciPy"da linguagem Python.

Após a resolução do sistema de equações não lineares, é possível determinar
composições calculadas a partir das soluções obtidas. Para isso, são utilizadas as
Equações 4.10, 4.11 e 4.12.

RRi = 1 +
F−1∑
j=1

βj

(
Kcalc

i,j − 1
)

(4.10)

xcalc
i,F =

zi
RRi

(4.11)
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xcalc
i,j =

ziK
calc
i,j

RRi

(4.12)

Com as composições obtidas via cálculo, é preciso recalcular as variáveis Ki,j

de modo a testar se às composições obtidas no algoritmo são semelhantes as com-
posições obtidas inicialmente por estimativa inicial. Caso o resultado obtido seja
próximo o suficiente perante a uma tolerância estipulada, o algoritmo está completo
e todas as fases e suas respectivas composições estão determinadas. Caso contrá-
rio, um procedimento iterativo deve ser realizado de modo a atualizar as variáveis e
buscar a convergência.

4.3 Algoritmo para o cálculo do fluxo de calor

Para calcular o fluxo de calor no sistema, DA SILVA et al. (2017) propõem um
balanço de energia no DSC que consegue correlacionar o calor trocado com o sistema
à variação de entalpia dos componentes em um determinado tempo. A taxa de calor
mensurada pelo DSC,

(
δQ
δt

)
, pode ser calculada considerando que, a uma pressão

constante, todo calor trocado é igual ao produto da variação de entalpia molar(
∂H̄
∂t

)
pelo número total de moles do sistema (Nmol), como expressa a Equação 4.13.

Consequentemente, a variação de entalpia pode ser expressa em termos da taxa de
variação de temperatura (Ṫ ), como na Equação 4.14.

δQ

δt
= Q̇ =

∂H̄

∂t
Nmol (4.13)

∂H̄

∂t
=

∂H̄

∂T

∂T

∂t
=

∂H̄

∂T
Ṫ (4.14)

∂H̄

∂T
=

∆H(T+∆T) −∆H(T−∆T)

2∆T
(4.15)

Portanto, pode-se correlacionar o fluxo de calor medido pelo equipamento com
a variação de entalpia do sistema.

A variação de entalpia do sistema durante o experimento pode ser descrita como a
soma entre a variação de entalpia de cada fase que compõe o sistema, como expressa
a Equação 4.16.

∆H (T ) =

Nfases∑
j=1

βj∆H
j
(T ) (4.16)

Para obter os resultados teóricos, portanto, é necessário calcular a variação de
entalpia sofrida pelas fases presentes no sistema em determinada temperatura. Po-
rém cada fase possui um patamar energético diferente, consequentemente diferentes
parcelas de energia devem ser consideradas para o cálculo real do comportamento
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de cada uma das fases. Desse modo, é preciso determinar como será o cálculo para
da entalpia para as possíveis fases que podem compor os sistemas estudados.

4.3.1 Fase líquida e fase vapor

As fases líquida e vapor podem ser tratadas de forma semelhante como descrevem
as Equações 4.17 e 4.18.

∆H
V ap

i =
nV ap∑
i=1

xV ap
i ∆H

GI

i +∆H
res

i (4.17)

∆H
Liq

i =
nLiq∑
i=1

xLiq
i ∆H

GI

i +∆H
res

i (4.18)

Para contabilizar o termo de entalpia de gás ideal, pode-se utilizar uma correlação
empírica como a proposta por ALY e LEE (1981) na Equação 4.19. A contribuição
de gás ideal é obtida de acordo com a Equação 4.20 e compõe a variação da entalpia
de todas as fases abordadas (sólida, liquida e vapor).

H (T ) = BT + CT

(
D

T

)
coth

(
D

T

)
− ET

(
F

T

)
tanh

(
F

T

)
+ A (4.19)

∆H
GI

i = H (T )−H (Tref ) (4.20)

Para obter a variação de entalpia residual pode-se utilizar a Equação 3.36 descrita
na seção 3.1.3 obtendo desta forma um valor calculado utilizando a equação de estado
PC-SAFT.

4.3.2 Fase sólida

Para descrever a variação de entalpia da fase sólida, é preciso contabilizar diver-
sos termos energéticos, pois diferentemente das fases líquida e vapor não se utiliza
somente a equação de estado para o cálculo de suas propriedades.

O caminho termodinâmico que será utilizado foi proposto por DA SILVA et al.
(2017) e pode ser ilustrado pela Figura 4.4.

A referência para descrever o sistema começa com condições T0 = 298 K e
P0 = 1 atm e termina em uma dada condição T e P passando por possíveis transições
sólidas já previstas em alguns trabalhos por JI et al. (2004) e COUTINHO et al.
(2006). As variações de entalpia ao longo de cada ponto podem ser representadas
conforme as Equações:

∆H
0→1

i =

∫ T1

T0

CpGI
i dT (4.21)
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Figura 4.4: Caminho termodinâmico para o cálculo da entalpia, adaptado de
DA SILVA et al. (2017)

∆H
1→2

i =

∫ P1

P0

[
V

GI

i − T

(
∂V

GI

i

∂T

)
P

]
dP = 0 (4.22)

∆H
2→3

i = ∆H
res

i (T, P ) (4.23)

∆H
3→4

i =

∫ P f
i

P

[
V

Liq

i − T f
i

(
∂V

Liq

i

∂T

)
P

]
dP (4.24)

∆H
4→5

i =

∫ T f
i

T

CpLiqi dT (4.25)

∆H
5→6

i = −∆H
f

i (4.26)

∆H
6→7

i =

∫ T tr
i

T f
i

CpSol1i dT (4.27)

∆H
7→8

i = −∆H
tr

i (4.28)

∆H
8→9

i =

∫ T

T tr
i

CpSol2i dT (4.29)

∆H
9→10

i =

∫ P

P tr
i

[
V

Sol2
i − T f

i

(
∂V

Sol2
i

∂T

)
P

]
dP (4.30)
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Segundo JI et al. (2004) como as capacidades caloríficas das possiveis fases sólidas
são muito semelhantes e podem ser consideradas iguais, algumas etapas podem ser
simplificadas de modo que entre os pontos 9 e 4 a variação de entalpia pode ser
reduzida à expressão 4.31.

∆H
4→9

i =

∫ T

T f
i

CpSoli − CpLiqi dT −∆H
f

i −∆H
tr

i (4.31)

Portanto, um componente puro em fase sólida tem sua variação de entalpia
expressa pela Equação 4.32.

∆H
Sol

i,Puro = ∆H
GI

i −
∫ T

T f
i

∆CpLSi dT −∆H
f

i,Puro −∆H
tr

i,Puro +∆H
res

i,Puro (4.32)

A contribuição de variação de entalpia residual para os componentes puros
(∆H

res

i,Puro) pode ser calculada de forma semelhante ao procedimento adotado para a
fase líquida. Para contabilizar o efeito da variação da entalpia em excesso da mistura
pode se utilizar diversos modelos como descrito anteriormente, neste caso utiliza-se
o modelo de UNIQUAC modificado de acordo com a expressão 4.33.

∆H
E
= −RT 2

nSol∑
i=1

xSol
i

(
∂ ln γSol

i

∂T

)
P,xSol

(4.33)

Portanto, a representação da variação de entalpia da mistura em fase sólida é
descrita pela Equação 4.34.

∆H
Sol

=
nSol∑
i=1

xSol
i

[
∆H

GI

i −
∫ T

T f
i

∆CpLSi dT −∆H
f

i,Puro

−∆H
tr

i,Puro

]
−RT 2

nSol∑
i=1

xSol
i

(
∂ ln γSol

i

∂T

)
P,xSol

+∆H
res

(4.34)

4.4 Ajuste do cálculo de equilíbrio de fases e curva

de precipitação

Para ajustar os resultados obtidos via modelagem aos dados experimentais, o
coeficiente de interação binária (kij) é comumente utilizado em forma de um valor
constante para diferentes moléculas presentes no sistema. Porém, é possível propor
uma relação funcional entre o seu valor numérico e alguns parâmetros de interesse.

Nesta metodologia, propõe-se uma relação funcional entre o parâmetro kij e a
temperatura como ilustra a Figura 4.5.
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Figura 4.5: Proposta de relação funcional linear para kij.

kij (T ) = kmin
ij + α∆T (4.35)

∆T = Ti − Tmin (4.36)

α =
kmax
ij − kmin

ij

Tmax − Tmin

(4.37)

Para construção da função é preciso determinar os valores de kmax
ij e kmin

ij . Eles
são obtidos através do cálculo da curva de precipitação buscando atingir o valor
de sólido precipitado medido experimentalmente em 2 pontos extremos do ensaio
experimental.

Inicialmente, busca-se obter uma curva que atinja o valor experimental máximo
de massa sólida precipitada através do algoritmo descrito na Figura 4.1 variando
numericamente o valor de kij. Ao calcular uma curva que alcance este ponto, o
valor do kij utilizado para o cálculo e a temperatura deste ponto experimental serão
atribuídos aos pontos mínimos

(
kmin
ij , Tmin

)
. Posteriormente o mesmo procedimento

deve ser feito visando o ponto de menor massa sólida precipitada; ao obter uma
curva que atenda o critério, obtêm-se os pontos máximos

(
kmax
ij , Tmax

)
.

De posse destas duas coordenadas é possível determinar o coeficiente angular
α da relação linear via Equação 4.37. Para a determinação completa de um valor
de kij em um ponto específico de temperatura, é necessário, portanto, informar a
temperatura de interesse (Ti) e calcular seu desvio em relação ao ponto mínimo
como descreve a Equação 4.36. Ao obter estas informações, é possível calcular o
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parâmetro através da Equação 4.35.
O coeficiente de interação entre moléculas idênticas será nulo como prevê a Equa-

ção 4.38. Portanto, o arranjo de coeficientes para uma mistura será descrito como
uma matriz proposta na Equação 4.39.

kii (T ) = 0 (4.38)

Kij =


0 k12 · · · k1N

k21 0
... . . .

kN1 0

 (4.39)

A Tabela 4.2 contém os parâmetros estimados neste trabalho para calcular a
matriz de kij, para os modelos PR e PC-SAFT, utilizando as Equações 4.35 e 4.36.

Tabela 4.2: Parâmetros estimados para obtenção da matriz de kij.

PR

Mistura kmin
ij Tmin (

◦C) α

Bim 0 0,0025 -10,00 6,2352×10−5

Bim 3 0,0010 -10,00 1,3727×10−4

Bim 5 0,0000 -9,94 1,0638×10−4

Bim 9 0,0001 -10,00 1,2347×10−4

Bim 13 0,0020 -9,82 5,6548×10−5

PC-SAFT
Mistura kmin

ij Tmin (
◦C) α

Bim 0 -0,0200 30,10 -4,3646×10−4

Bim 3 -0,0180 27,93 -3,4271×10−4

Bim 5 -0,0270 37,06 -4,2553×10−4

Bim 9 -0,0310 38,19 -6,3290×10−4

Bim 13 -0,0320 39,70 -5,9578×10−4
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Capítulo 5

Resultados e Discussão

Os sistemas investigados são misturas sintéticas realizadas por DAUPHIN et al.
(1999). A composição das misturas utilizadas é apresentada na Tabela 5.1 e a massa
de cada amostra é indicada na Tabela 5.2.

As misturas são denominadas misturas bimodais (Bim) e possuem um número
atribuído a elas que indica quantos componentes não estão presentes quando com-
parados a mistura completa. Ou seja, a mistura completa tem denominação Bim
0, logo nenhum componente ausente. Em contrapartida, as demais possuem alguns
compostos ausentes indicados pela numeração que as acompanha:

• Bim 3: possui 3 componentes ausentes.

• Bim 5: possui 5 componentes ausentes.

• Bim 9: possui 9 componentes ausentes.

• Bim 13: possui 13 componentes ausentes.

Com o objetivo de avaliar o desempenho das diferentes equações de estado, os
cálculos de equilíbrio e construção da curva de precipitação foram realizados com dois
modelos diferentes para a fase líquida: a equação de estado de Peng Robinson (PR)
e o modelo PC-SAFT. Para a fase sólida, foi utilizada a abordagem de múltiplas
soluções sólidas estimando a não idealidade da fase sólida via modelo UNIQUAC
modificado descrito anteriormente na seção 3.2. Os resultados para as diferentes
modelagens são mostrados nas seções a seguir.
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Tabela 5.1: Fração mássica das amostras analisadas por FLEMING et al. (2017).

Componente Bim 0 Bim 3 Bim 5 Bim 9 Bim 13

n-C10H22 63,90 64,25 64,65 65,63 66,40
n-C18H38 4,285 4,922 5,362 6,967 10,60
n-C19H40 3,844 4,419 4,874 6,289 9,65
n-C20H42 3,473 3,944 4,388 5,684 8,71
n-C21H44 3,116 3,550 4,072 5,103 -
n-C22H46 2,789 3,213 3,541 4,601 -
n-C23H48 2,507 2,883 3,172 - -
n-C24H50 2,254 2,656 2,824 - -
n-C25H52 2,001 2,337 - - -
n-C26H54 2,006 - - - -
n-C27H56 1,595 - - - -
n-C28H50 1,442 - - - -
n-C29H60 1,263 1,436 - - -
n-C30H62 1,120 1,277 1,442 - -
n-C31H64 0,991 1,145 1,248 - -
n-C32H68 0,887 1,000 1,115 1,444 -
n-C33H68 0,802 0,887 1,002 1,279 -
n-C34H70 0,694 0,787 0,865 1,128 1,723
n-C35H72 0,515 0,681 0,760 0,997 1,521
n-C36H74 0,530 0,617 0,682 0,880 1,377

Tabela 5.2: Massa das amostras analisadas por FLEMING et al. (2017).

Mistura Massa(mg)

Bim 0 43,9
Bim 3 136,2
Bim 5 134,4
Bim 9 110,3
Bim 13 131,6
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5.1 Bim 0

Os resultados do fluxo de calor e massa de sólido precipitado para a mistura Bim
0 são mostrados na Figura 5.1. A Figura mostra que os dois modelos possuem um
bom desempenho qualitativo.

Figura 5.1: Comparação entre o fluxo de calor e a curva de precipitação calculados
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999); FLEMING et al. (2017) para a mistura Bim 0.

A Figura 5.2 descreve como ocorre a formação das fases sólidas separadamente
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durante o resfriamento. Inicialmente, nenhum sólido esta presente no sistema, po-
rém, após atingida a WAT, uma fase sólida torna-se estável (Sólido 1) e passa a ter
sua fração aumentada com a queda de temperatura. A partir do ponto de transição
sólida, uma segunda fase sólida (Sólido 2) apresenta estabilidade dadas as condições
do sistema. Nesta mistura, diferente das demais calculadas, a fase sólida 2 surge em
quantidade maior que a fase sólida 1. Além disso, percebe-se que a quantidade de
Sólido 1 sofre uma diminuição pós surgimento do Sólido 2 o que pode significar que
além da formação de um Sólido 2 a partir da fase líquida ocorre paralelamente uma
transição de moléculas do Sólido 1 para a forma do Sólido 2. Este comportamento
é observado em ambos os modelos utilizados; a única diferença entre eles é a faixa
de temperatura em que ocorre o surgimento da fase Sólida 2, para o modelo PR por
volta de 10ºC e para PC-SAFT em torno de 15ºC.
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Figura 5.2: Comparação entre a quantidade de cada fase sólida do sistema obtida
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999) para a mistura Bim 0.

A composição das diferentes fases sólidas obtidas para a mistura Bim 0 é mos-
trada nas Figuras 5.3 e 5.4.
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Figura 5.3: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PR para a mistura Bim 0.

Figura 5.4: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PC-SAFT para a mistura Bim 0.

Percebe-se que a fase líquida é formada majoritariamente pelo composto C10H22,
o que é esperado, e pequenas frações de outros hidrocarbonetos mais leves da mis-
tura. O Sólido 1 é formado em sua maioria pelos hidrocarbonetos mais pesados
da mistura. Esta característica é mais acentuada na temperatura de 25ºC, porém,
ao analisar a composição calculada a 0ºC, é possível inferir que outros compostos
mais leves passam a formar o Sólido 1. Ou seja, inicialmente os compostos mais
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pesados são os responsáveis pelo surgimento da fase sólida, mas, posteriormente,
outros componentes mais leves passam a migrar de fase devido à condição de baixa
temperatura.

O Sólido 2 calculado em ambos os modelos é composto em sua maioria pelos
hidrocarbonetos mais leves da mistura, com exceção do C10H22 que permanece em
maior teor na fase líquida. Em linhas gerais, ambas as equações de estado apre-
sentam desempenho similar, mas é perceptível um leve aumento de compostos mais
pesados nos sólidos calculados via PC-SAFT. Isso pode ser justificado devido à es-
trutura da equação que considera do efeito do tamanho das moléculas. Portanto,
este modelo possui melhor capacidade de distinção dos efeitos termodinâmicos de
moléculas com cadeias maiores.

5.2 Bim 3

Para a mistura Bim 3 os resultados são mostrados na Figura 5.5. Assim como
na mistura Bim 0, o fluxo obtido na região puramente líquida também mostrou um
leve desvio dos dados experimentais. Neste caso, ambos os modelos subestimaram
este valor.

O primeiro pico de calor calculado por ambos os modelos ocorreu em temperatura
mais alta do que a registrada com o DSC, fato interessante a ser avaliado pois,
analisando a curva de precipitação, ambos os modelos descreveram com boa acurácia
a região inicial de precipitação em torno de 35ºC a 40ºC.

Em relação ao ponto de surgimento do segundo sólido, o comportamento é seme-
lhante ao da mistura Bim 0; o modelo utilizando PR prevê o surgimento do segundo
sólido em temperaturas menores que o modelo PC-SAFT. Em razão disso, obser-
vando o comportamento da curva de precipitação PR, nota-se certo distanciamento
dos pontos experimentais que estão na região de coexistência dos sólidos.
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Figura 5.5: Comparação entre o fluxo de calor e a curva de precipitação calculados
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999); FLEMING et al. (2017) para a mistura Bim 3.
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Figura 5.6: Comparação entre a quantidade de cada fase sólida do sistema obtida
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999) para a mistura Bim 3.

Avaliando a formação das fases sólidas percebe-se um comportamento diferente
da mistura Bim 0. O início da precipitação é composto somente pelo Sólido 1,
como em Bim 0, porém o surgimento do Sólido 2 ocorre inicialmente em pequenas
quantidades. O crescimento do Sólido 2 ocorre progressivamente e passa a superar
em quantidade o Sólido 1 no intervalo entre 5ºC a 10ºC. O comportamento das
curvas obtidas é semelhante em ambos os modelos e o ajuste a região formada por
1 sólido é de bom desempenho. Porém, como descrito anteriormente, na região
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de 2 sólidos, o modelo PR apresenta certo distanciamento dos pontos experimentais
causado pela mudança da inclinação da curva de precipitação. Para atingir os pontos
mais próximos a esta região, o modelo iria superestimar bastante a fração total de
sólidos do sistema. Logo, o modelo utilizando PC-SAFT consegue prever de forma
mais acurada tanto o surgimento do segundo sólido, quanto os pontos de massa de
sólido adjacentes.

Figura 5.7: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PR para a mistura Bim 3.

Figura 5.8: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PC-SAFT para a mistura Bim 3.
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As Figuras 5.7 e 5.8 ilustram a composição do sistema com a mistura Bim 3. É
esperado que a composição dos alcanos sofra uma variação devido à ausência de 3
componentes quando comparados a mistura completa. A composição das fases po-
rém apresenta um perfil semelhante ao do sistema Bim 0; o Sólido 1 tem predomínio
dos alcanos mais pesados enquanto o Sólido 2 é formado pelos mais leves.

Comparando os modelos, nota-se um comportamento semelhante à mistura Bim
0. O modelo PC-SAFT tende a concentrar mais os alcanos maiores do que o modelo
PR, efeito que ocorre tanto no Sólido 1 quanto no Sólido 2.

5.3 Bim 5

A mistura Bim 5 apresenta resultados próximos aos da mistura Bim 3. Como se
nota na Figura 5.9, o espaçamento entre os picos de calor do termograma aumenta
gradativamente conforme se retiram os componentes intermediários da mistura. A
região de líquido apresenta resultados mais próximos ao experimental calculados pelo
modelo PC-SAFT. O modelo PR subestima levemente o fluxo de energia nesta região
quando comparado ao experimental. O primeiro pico ocorre primeiro no modelo PR,
seguido pelo modelo PC-SAFT e, posteriormente, o experimental. O segundo pico
de energia ocorre primeiro segundo os dados experimentais. Posteriormente ocorrem
os picos de energia do modelo PC-SAFT seguido pelo modelo PR. Nota-se que existe
uma distância de temperatura considerável entre o segundo pico experimental e o
obtido via PR.

A curva de fluxo calculada usando o modelo PC-SAFT tem valores mais próximos
do experimental desde a fase líquida até o surgimento do Sólido 2. Porém, a partir do
segundo pico, ela exibe certo distanciamento quando comparada à curva obtida pelo
modelo PR para a mesma região. Nesta região de dois sólidos, o fluxo calculado
via PR aproxima-se do valor experimental, superando o desempenho obtido pelo
modelo PC-SAFT na reprodução do termograma.
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Figura 5.9: Comparação entre o fluxo de calor e a curva de precipitação calculados
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999); FLEMING et al. (2017) para a mistura Bim 5.

Porém, apesar do melhor desempenho do modelo PR no calculo de fluxo na
região trifásica, os valores de sólido precipitados apresentam certo desvio dos dados
experimentais. Tal desvio assemelha-se ao comportamento observado na mistura
Bim 3. Por prever o início da formação de Sólido 2 em temperatura mais baixa, o
comportamento da curva subestima a porcentagem de sólidos no sistema nos pontos
adjacentes como ilustra a Figura 5.10. Consequentemente, se a correção deste ponto
ocorre, o valor de precipitado total será maior do que o obtido pelo experimento.

58



Figura 5.10: Comparação entre a quantidade de cada fase sólida do sistema obtida
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999) para a mistura Bim 5.

Em relação as composições, é notável pelas Figuras 5.11 e 5.12 que o Sólido 1
calculado por ambos os modelos tem composições bem próximas, principalmente à
temperatura de 0ºC. Em 25ºC, assim com as demais misturas, o modelo PC-SAFT
tende a concentrar mais os sólidos mais pesados.

No Sólido 2, percebe-se pela primeira vez uma mudança de padrão: o modelo
PR reproduz o sólido mais concentrado entre compostos mais pesados desta fase
(C21H44 a C24H50). Neste caso, o modelo PC-SAFT prevê um aumento em relação
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à PR nas composições de C18H38 a C20H42.

Figura 5.11: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PR para a mistura Bim 5.

Figura 5.12: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PC-SAFT para a mistura Bim 5.
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5.4 Bim 9

A amostra Bim 9 teve resultados muito próximos àqueles da Bim 5. Na região de
líquido anterior ao primeiro pico do termograma, ambos os modelos subestimaram
o valor do fluxo de calor. Porém, o primeiro pico calculado foi praticamente idêntico
com valores máximos mais acentuados no modelo PR.

No ponto de formação do Sólido 2, o modelo PC-SAFT aproxima-se mais do
experimental na predição de temperatura, porém, seu ponto máximo de fluxo fica
bem abaixo dos demais. O modelo PR, apesar da distância em temperatura, tem
valor de pico e curva na região trifásica com menor desvio dos dados experimentais.

Assim como nas misturas Bim 3 e Bim 5, o pequeno desvio do ponto de sur-
gimento do Sólido 2 acarreta numa leve diferença de comportamento da curva de
precipitação,Figura 5.13. Porém, nesta mistura, o melhor ajuste aos dados confe-
riu tanto ao modelo PR quanto ao PC-SAFT certo desvio dos valores de massa
de sólido total precipitados. Ainda assim, o modelo PC-SAFT apresentou melhor
desempenho para reprodução dos dados empíricos.
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Figura 5.13: Comparação entre o fluxo de calor e a curva de precipitação calculados
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999); FLEMING et al. (2017) para a mistura Bim 9.
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Figura 5.14: Comparação entre a quantidade de cada fase sólida do sistema obtida
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999) para a mistura Bim 9.

Como descrito anteriormente, nesta mistura, um único ajuste de kij para repro-
duzir o sistema em toda a faixa de temperatura não foi capaz de representar bem
o sistema em relação à região trifásica. A região bifásica, entre Líquido e Sólido
1, apresentou bons resultados tanto no modelo PR quanto utilizando PC-SAFT.
Porém, a região trifásica não teve bom desempenho no modelo PR como pode-se
observar na Figura 5.14. O modelo PC-SAFT teve maior acurácia nesta região po-
rém acaba superestimando um pouco a quantidade total de sólidos. Em comparação
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aos dois modelos o desempenho da PC-SAFT é superior frente a PR nesta região.

Figura 5.15: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PR para a mistura Bim 9.

Figura 5.16: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PC-SAFT para a mistura Bim 9.

A composição das fases previstas na mistura Bim 9 segue um comportamento
semelhante à mistura Bim 5. O Sólido 1 calculado pelos dois modelos tem composi-
ções muito próximas, principalmente na temperatura de 25ºC. O Sólido 2 exibe uma
diferença razoável nos componentes C18H38 a C20H42: o modelo PC-SAFT aumenta
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o teor destes compostos em relação ao sólido calculado pelo modelo PR. Tal dife-
rença pode ser fundamental para justificar o desvio entre as curvas de fluxo de calor
descritas na Figura 5.13. Como o modelo PR exibe um Sólido 2 mais concentrado
em componentes mais pesados, naturalmente a variação de entalpia do sistema será
maior e consequentemente o fluxo de calor mais acentuado.

5.5 Bim 13

A mistura Bim 13 apresenta um comportamento diferenciado das demais por
tratar-se de uma mistura com muitos compostos ausentes. Avaliando a curva de
fluxo de calor na Figura 5.17, é perceptível o grande intervalo entre os picos do ter-
mograma. Este fenômeno deve-se à composição das fases sólidas, que nesta mistura
são formadas pelos alcanos mais extremos tornando bem distintas as características
de cada fase.

Avaliando o desempenho dos modelos para descrever a curva de fluxo de calor,
é notável que a predição para os picos da PC-SAFT é superior em relação a PR.
Além disso, o modelo PC-SAFT obteve valores de fluxo de calor entre os picos muito
próximos da curva experimental. Apesar disso, na região trifásica, novamente, os
valores de fluxo calculados via PR foram superiores ao modelo PC-SAFT.

Em relação à curva de precipitação, o modelo PC-SAFT exibiu um melhor de-
sempenho em relação ao modelo PR. Nas demais misturas observadas, o modelo
PR, possuí um bom desempenho na região bifásica com 1 sólido.
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Figura 5.17: Comparação entre o fluxo de calor e a curva de precipitação calculados
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999); FLEMING et al. (2017) para a mistura Bim 13.
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Figura 5.18: Comparação entre a quantidade de cada fase sólida do sistema obtida
via EdE PR e PC-SAFT e os dados experimentais obtidos por DAUPHIN et al.
(1999) para a mistura Bim 13.

Comparando as frações de cada sólido separadamente na Figura 5.18, o com-
portamento assemelha-se ao das misturas descritas anteriormente: a detecção da
segunda fase sólida acontece em temperaturas maiores com o modelo PR. Assim o
modelo PC-SAFT apresenta melhor desempenho na região trifásica. Além disso,
neste caso, também pode-se destacar um melhor desempenho na região bifásica pois
o modelo PR superestima a quantidade de Sólido 1 em relação aos valores experi-
mentais.
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Figura 5.19: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PR para a mistura Bim 13.

Figura 5.20: Composições das fases presentes no sistema a 0ºC e a 25ºC calculadas
via EdE PC-SAFT para a mistura Bim 13.

As composições de fases obtidas pelos diferentes modelos apresentam uma seme-
lhança ainda maior nesta mistura. O fator diferencial entre os modelos como nas
misturas anteriores é a composição do Sólido 2. O modelo PR distribui a composição
quase de forma igualitária entre os 3 principais compostos deste sólido o C18H38,
C19H40 e C20H42. O modelo PC-SAFT tende a concentrar mais os dois componentes
mais pesados, C19H40 e C20H42 e diminuir a composição de C18H38. Tal composição
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afeta diretamente na curva de fluxo e pode justificar o menor valor observado para
o modelo PC-SAFT.

5.6 WAT

Além da análise das curvas de fluxo de calor, precipitação e composição das
fases do sistema, pode-se comparar o valores encontrados para o primeiro pico de
formação de sólido que representam o ponto de WAT, com os valores experimentais
obtidos por DAUPHIN et al. (1999). Os valores obtidos estão compilados na Tabela
5.3. Além de apresentar os valores experimentais e calculados, é possível avaliar o
desvio absoluto entre estes valores que foi calculado via Equação 5.1.

Tabela 5.3: Comparativo entre a experimental WAT obtida por DAUPHIN et al.
(1999) e a WAT calculada via EdE PR e PC-SAFT.

Mistura WATExp [
◦C] WATPR [◦C] dAbs [

◦C] WATPCSAFT [◦C] dAbs (
◦C)

Bim 0 35,60 36,70 1,10 35,08 0,52
Bim 3 36,50 38,63 2,13 37,63 1,13
Bim 5 37,22 37,54 0,32 36,51 0,71
Bim 9 38,18 38,26 0,08 38,60 0,42
Bim 13 39,66 40,57 0,91 39,39 0,27

dAbs = |WATExp −WATCalc| (5.1)

Como destacam DA SILVA et al. (2017) os modelos termodinâmicos calculam
sempre o ponto de WDT (Wax Disappearance Temperature) e estes são sempre
maiores que o WAT observado experimentalmente. Este fenômeno não acontece em
todos os pontos calculados como informa a Tabela 5.3. Algumas misturas obtiveram
o valor calculado de temperatura menor que o experimental. Isto permite inferir
que a previsão desta propriedade através da metodologia utilizada talvez não seja
apropriada.

Os desvios absolutos apresentados pelo modelo PC-SAFT foram, em geral, me-
nores que os desvios do modelo PR. Para algumas misturas, como a Bim 9, o modelo
PR obteve valor mais próximo do experimental. Porém considerando o desempenho
para todas as misturas, a soma dos desvios do modelo PC-SAFT é menor. Isso
condiz com o comportamento observado para este modelo para a reprodução das
curvas de fluxo de calor e fração de sólidos. Mas, em alguns casos, como na mistura
Bim 3, o valor de WAT apresenta um desvio de mais de 1°C. Logo, é possível afirmar
que esta metodologia de cálculo pode ser aprimorada para melhor obtenção desta
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variável. Uma metodologia específica, com correlações próprias para obtenção da
WAT pode ser uma alternativa para maior acurácia.
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Capítulo 6

Conclusões e Sugestões

No presente trabalho, foi proposta uma metodologia para o cálculo da curva de
precipitação e reprodução dos termogramas obtidos via técnica de DSC através da
modelagem termodinâmica baseada na metodologia proposta por FLEMING et al.
(2017) e DA SILVA et al. (2017). Partindo da análise de estabilidade de fases,
realizaram-se cálculos de equilíbrio de modo a determinar a composição de todas as
fases do sistema e suas quantidades relativas o que proporcionou a possibilidade de
comparação e análise dos sólidos formados para as diferentes misturas avaliadas.

Com objetivo de aumentar a acurácia desta modelagem, utilizou-se a equação
PC-SAFT para a descrição das fases fluidas e comparou-se seu desempenho ao da
equação PR. Um ajuste do coeficiente de interação binária (kij) baseado nos resul-
tados do cálculo de sólido precipitado foi realizado para melhorar o desempenho de
ambos os modelos. Nota-se que o modelo PC-SAFT descreve com maior fidelidade
as curvas de precipitação, e por consequência, tem ótimo desempenho na repro-
dução dos termogramas. Apesar disso, o modelo PR descreve as fases do sistema
com composição muito próxima a obtida pelo modelo PC-SAFT e, em alguns casos,
apresentou fluxo de calor mais próximo ao experimental. Isso significa que o modelo
PR pode ser uma opção menos custosa em termos computacionais e de mais fácil
implementação para esta modelagem.

O modelo UNIQUAC modificado proposto por COUTINHO et al. (2006) apli-
cado ao conceito de múltiplas soluções sólidas foi utilizado para descrever as fases
sólidas. Este apresentou um desempenho satisfatório sendo capaz de prever o surgi-
mento das diferentes fases sólidas do sistema em intervalos de temperatura próximos
aos registrados em experimentos. Porém, nota-se que a determinação da WAT via
modelagem termodinâmica da curva obtida via DSC ainda não apresenta a acurácia
desejada. Logo, a determinação desta propriedade necessita de uma metodologia
específica a ser desenvolvida que considere os efeitos cinéticos da mistura conferindo
maior acurácia ao modelo.

Como sugestão a propostas futuras seria interessante utilizar a metodologia cri-
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ada para avaliar sistemas mais complexos em altas pressões, uma vez que somente
as misturas sintéticas estudadas por DAUPHIN et al. (1999) à pressão atmosférica
foram abordadas. Além de misturas com hidrocarbonetos mais complexos, a pre-
sença de CO2 pode conferir aos sistemas uma mudança drástica no comportamento
de equilíbrio e o surgimento de uma nova fase líquida. As equações do tipo SAFT
têm apresentado bom desempenho para tratar sistemas assimétricos como estes, por-
tanto, a metodologia desenvolvida neste trabalho pode gerar resultados promissores
por utilizar a PC-SAFT como modelo para as fases fluidas. Além disso, o modelo
desenvolvido neste trabalho utiliza um solver numérico presente numa biblioteca ci-
entífica da linguagem de programação Python; pode-se considerar a implementação
de métodos matemáticos mais rigorosos e precisos que confiram melhor desempenho
e robustez ao modelo em trabalhos futuros.
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