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요    약

액금로용 금속연료봉의 응력/변형 해석을 위한 기계적 변형모형(DEFORM)을 개발하

였다. 각 time step에서 DEFORM은 연속근사법을 이용하여 연료심과 피복관의 응력/변

형 분포에 대한 탄소성 해를 구한다. DEFORM은 시간 비의존성 소성변형 해석이 가능하

고 연료봉은 일반평면변형 법칙에 따라 변형한다고 가정하였다. 연료봉에 원통좌표계를 

적용하여 총변형량 요소에 대한 적분식 형태의 지배 방정식을 유도하였고 유한차분법으

로 전개하여 적절한 경계조건을 적용, 수치적으로 해를 구한다. 계산모형의 검증에는 탄

성변형은 ANSYS 범용코드의 결과, 소성변형은 LIFE-M 코드 결과, 팽윤변형은 ALFUS 

코드 결과 그리고 전체적인 피복관 변형량은 EBR-II 노내조사 결과와 비교 검증하였다. 

DEFORM으로 평가된 결과는 기존의 코드결과와 잘 일치하였으나 다만 고연소도 조건의 

변형량 예측에서 약간 저평가하는 경향을 나타내었다. 따라서 추후 여러 가지 영역의 노

내조사 자료를 바탕으로 미세조정이 필요하다.

Abstract

As a mechanical deformation model of the MACSIS code predicts the cladding 

deformation due to the simple thin shell theory, it is impossible to predict the 

FCMI(Fuel-Cladding Mechanical Interaction). Therefore, a mechanical deformation 

model used the generalized plane strain is developed. The DEFORM is a mechanical 

deformation routine which is used to analyze the stresses and strains in the fuel and 

cladding of a metallic fuel pin of LMRs. The accuracy of the program is 

demonstrated by comparison of the DEFORM predictions with the result of another 

code calculations or experimental results in literature. The stress/strain distributions 

of elastic part under free thermal expansion condition are completely matched with 

the results of ANSYS code. The swelling and creep solutions are reasonably well 

agreed with the simulations of ALFUS and LIFE-M codes, respectively. The 

predicted cladding strains are under estimated than experimental data at the range of 

high burnup. Therefore, it is recommended that the fine tuning of the DEFORM 

based on various range of experimental data.



I.  서 론

금속연료는 1960년대 말까지 미국과 유럽을 중심으로 액금로용 연료로서 활발히 연구

되었다. 그러나 금속연료의 급격한 팽윤 현상으로 인해 고연소도 달성에 실패하였다. 이

를 해결하기 위해 고강도의 피복관 재료를 개발한다거나 연료심에 팽윤 억제 요소를 첨

가하여 이를 해결하려고 노력하였으나 모두 성공하지 못하였다. 따라서 1970년대에 접어

들면서 팽윤량이 작은 산화물연료로 관심이 옮아 갔다. 그러나 미국에서는 ANL을 중심

으로 금속연료데 대해 계속적인 연구개발을 지속하여 1984년부터 설계 개선된 금속연료

를 사용하는 액금로 개발에 착수하게 되었다. 여기에 사용되는 연료는 초기노심에 

U-10Zr, 재장전 노심에 U-26Pu-10Zr 형태의 금속연료이다. 이때 고연소도 달성이 가능

토록 연료와 피복관 사이의 간극을 크게 하고 팽윤량이 극히 작은 마텐사이트 계열의 

HT9을 이용하여 급격한 팽윤현상을 해결하였을 뿐아니라 ~20at%의 연소도 달성을 확인

하였다.

이러한 설계개념을 바탕으로 국내에서도 금속연료를 사용하는 KALIMER를 개발중에 

있다. 더불어서 KALIMER 연료봉 성능해석을 위한 MACSIS 코드[6]가 개발되고 있다. 

그러나 MACSIS 코드의 연료봉 변형계산은 단순 thin shell 이론에 근거하여 예측하며 

피복관 변형에 미치는 응력은 플레넘 압력만을 고려하고 있다. 그러나 실제 노내 실험결

과 약 14at%의 연소도 이상에서는 상당한 FCMI 현상이 관찰되었다. 따라서 핵분열기체

의 축적에 의한 연료심의 팽윤은 외부압력, 즉 연료/피복관 접촉응력에 의해 구속되므로 

연료심과 피복관의 복합적인 응력/변형 모델의 필요성이 야기되고 있다. 이에따라 연료봉 

변형해석에 많이 이용되는 일반평면변형을 적용한 금속연료봉의 기계적 변형 모델을 개

발하였다. 이 변형모델, DEFORM은 원통형 좌표계를 이용하여 변형량 벡터들로 구성된 

응력벡터에 대한 적분식을 유도하였고 이를 유한차분법을 이용하여 계산한다. 이때의 변

형량 요소들은 열팽창, 탄성, 소성 및 팽윤 변형을 포함한다. 각각의 time step에서 

DEFORM은 연속근사법을 이용하여 연료심과 피복관의 응력/변형 분포에 대한 탄소성 

해를 구한다. DEFORM은 액금로 연료봉과 같은 고온조건에서 흔히 발생하는 시간 의존

성 소성변형인 크리프를 해석할 수 있으며 강한 힘의 발생에 의한 시간 비의존성 소성변

형 또한 해석이 가능하다.

계산 모형의 검증에는 탄성변형은 ANSYS 범용코드의 계산결과와 소성변형은 

LIFE-M 코드결과, 팽윤계산은 ALFUS 코드결과 그리고 전체적인 피복관 변형량은 문헌

에서 공개된 EBR-II 노내조사 결과와 비교 검증하였다. DEFORM으로 평가된 결과는 기

존의 코드결과와 잘 일치하였으나 다만 고연소도 조건의 변형량 예측에서 약간 저평가하

는 경향을 나타내었다. 따라서 추후 여러 가지 영역의 노내조사 자료를 바탕으로 미세조

정이 필요하다.



II.  연료봉 변형 모델

이론적 배경

일반 Hook 법칙에 따르면, 탄성영역에서의 변형량은 응력의 함수로 응력은 변형량의 

함수로 각각 다음과 같이 나타낼 수 있다.

 













     

        

 


 
 








 

   
  

(1)

여기서,  는 각각 총변형량 및 응력 텐서이며, 는 Kronecker 델타, 는 열변형

량, 는 포아송비이다. 여기에 소성변향량, 팽윤변형량을 고려하면 (1)식은 다음과 같은 

탄소성 방정식이 된다. 여기서 팽윤 변형은 등방성으로 일어난다고 가정한다.

 











  



   

 

   
 

(2)

(2)식의 변형량 관계식을 전단 변형량 부분을 무시하고 원주 좌표계의 공학적인 표현식

으로 나타내면 다음과 같다.

ε x=
1
E
[σ x-ν(σ y+σ z)]+αT+ε

s
+ε

p
r

ε y=
1
E
[σ y-ν(σ x+σ z)]+αT+ε

s
+ε

p
θ

ε z=
1
E
[σ z-ν(σ x+σ y)]+αT+ε

s
+ε

p
z

(3)

(3)식의 좌변과 우변을 더하여 정리하면,

θ=(
1-2ν
E )Θ+3αT+3ε s+∑

3

i=1
ε
p
i (4)

윗식에서 소성 변형량의 총합은 0 라고 가정하고 평균 총변형량 εm은 (ε r+ε θ+ε z)/3, 

평균 응력 σm은 (σ r+σ θ+σ z)/3으로 정의하면

ε m=( 1-2νE )σ m+αT+ε s (5)

이다.

(2)식에서 (5)식을 빼면 다음과 같다.

ε ij-δ ijε m=
σ ij
2G
-δ ij( νE 3σ m+

1-2ν
E
σ m)+ε pij= 1

2G
(σ ij-δ ijσ m)+ε

p
ij

(6)

윗식의 좌변을 변형량 편차 텐서 εdij로 정의하고 우변의 응력항 역시 마찬가지로 응력편

차 텐서 Sij로 정의할 수 있고 이를 나타내면 다음과 같다.

ε dij=
1
2G
S ij+ε

p
ij

(7)

(7)식의 우변항의 첫 번째 식은 탄성 변형량 εeij 이며 변형량 편차는 (6)식에서와 같이 평

균 변형량으로 나타낼 수 있으므로 총변형량은 평균 변형량, 탄성변형량 및 소성 변형량

의 합으로 나타낼 수 있다. 즉,



ε eij=
1
2G
S ij (8)

ε ij=ε m+ε
e
ij+ε

p
ij

(9)

(8)식으로부터 탄성 변형량은 응력분포로부터 계산할 수 있으므로 소성변형이 없는 열

팽창 같은 탄성영역에서의 응력분포를 구할 수 있다. 그러나 크리프와 같은 소성변형이 

발생할 경우의 응력분포를 구하기 위해서는 소성변형량과 응력분포와의 관련성을 알아야 

한다. 소성변형에 대한 변형량과 응력과의 관계식은 Praddtl-Reuss 법칙으로 알려져 있

으며[1] 그 기본원리는 소성변형량의 증가분은 응력편차에 비례하여 증가한다는 것이다. 

이를 수식으로 나타내면 다음과 같다.

Δε
p
ij=

3Δε p
2σ e

S ij

where, Δε p=
2
3 (Δε

p
r-Δε

p
θ)
2
+(Δε

p
r-Δε

p
z)
2
+(Δε

p
z-Δε

p
θ)
2

σ e=
1

2
(σ r-σ θ)

2
+(σ r-σ z)

2
+(σ z-σ θ)

2

(10)

상기식에서 정의된 Δε p와 σe는 각각 등가 소성변형량 증가분과 등가응력 이라 한다. 

이의 물리적 의미는 다축계에서 발생하는 소성변형량과 응력 관계를 1축계로 변화하는 

의미를 갖는다.

따라서 (9)식은 다음과 같이 표현될 수 있다.

ε ij=ε m+ε
e
ij+ε

p
ij+Δε

p
ij=ε m+ε

p
ij+( 12G+

3Δε p
2σ e )S ij (11)

윗 식에서 εpij는 이전 time step까지의 총 소성변형량이며 Δε
p
ij
는 현 time step에서의 소

성변형량 증가분이다.

연료봉의 응력/변형 해석을 위한 미분 방정식을 유도하고 이를 유한차분법으로 계산하

기 위해서는 여러 가지 가정들을 적용하여 문제를 단순화시켜야 한다. 따라서 다음은 지

배방정식을 유도하기 위해 적용되는 가정들이다.

- 일반평면변형

- Prandtl-Reuss 소성법칙

- 등방성 열팽창 및 팽윤 변형

- 전단응력 무시

- 축대칭

평면변형은 축방향의 변형이 없다고 가정하여 문제를 전개하는 것이며 일반 평면변형

은 축방향의 변형이 있되 위치에 무관하게 일정하다고 가정하는 것이다. 일반적으로 해석

하고자 하는 물체의 축방향 길이가 다른 두 방향의 길이에 비해 굉장히 길어서 l z>l x,l y
인 경우는 평면변형을 적용한다. 그러나 실제 연료봉의 응력 해석시 축방향으로 여러개의 

노드로 잘라 계산하기 때문에 평면변형을 적용할 경우, 축방향 응력을 과다하게 예측하게 

된다. 따라서 본 모델에서는 일반평면변형 조건을 적용하였다. 원주좌표계에서의 힘의 균

형을 나타내는 평형관계식과 변형량의 연속성을 나타내는 compatibility 방정식은 다음과 

같다.



∂σ r
∂r
+
σ r-σ θ
r

=0 (12)

ε r=
∂u
∂r
, ε θ=

u
r

(13)

여기서 u는 반경방향 변위이다.

(2)식중 응력에 관한 관계식을 공학적으로 표현하면 다음과 같다.

σ r=2G[ε r-αT-ε s-ε pr+ ν
1-2ν

(ε r+ε θ+ε z-3αT-3ε
s
)]

σ θ=2G[ε θ-αT-ε s-ε pθ+ ν
1-2ν

(ε r+ε θ+ε z-3αT-3ε
s
)]

σ z=2G[ε z-αT-ε s-ε pz+ ν
1-2ν

(ε r+ε θ+ε z-3αT-3ε
s
)]

(14)

윗식의 총변형량 요소들을 (13)식에 적용하여 이를 (12)식에 대입하면 아래와 같은 변위

에 대한 미분방정식이 된다. 이때 일반평면변형을 적용하였으므로 ∂εz/roundr=0를 적용하였

다.

∂
2
u

∂r
2 +

1
r
∂u
∂r
-
u

r
2

=( ν
1-ν )

∂
∂r
(3αT+3ε

s
-ε z)+( 1-2ν1-ν )[ ∂∂r (αT+ε s+ε pr)+

ε
p
r-ε

p
θ

r ]

(15)

윗식을 변위에 대해 풀면 다음과 같은 해를 얻는다.

u=
C 1
r
+C 2r+B(r)

where,B(r)=(
3ν
1-ν )

1
r
⌠
⌡

r

r i

ε
s
rdr+(
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r i
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2 (
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r i

(ε
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r+ε
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r i

ε
p
r-ε

p
θ

r
dr]

(16)

윗식의 적분상수를 구하면 반경방향 변위를 알 수 있으며 또한 변위로부터 주어진 반경

방향 위치에서의 변형량, 원주방향 변형량을 다음과 같이 계산할 수 있다.
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3ν
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⌡
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(17)

ε θ=
u
r
=
C 1

r
2 +C 2+(

3ν
1-ν )

1

r
2 [⌠⌡

r

r i

ε
s
rdr]+(
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⌠
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(18)

ε r+ε θ=2C 2+( 3ν1-ν )ε
s
+( 1+ν1-ν )αT+(

1-2ν
1-ν )[ε pr+ε s+⌠⌡

r

r i

ε
p
r-ε

p
θ

r
dr] (19)

또한 (17),(18),(19) 식을 (3)식에 대입하면 다음과 같은 반경방향 응력 분포식을 얻는다.

σ r=( 2G1-2ν )(C 2-
1-2ν

r
2 C 1+νε z)-A(r)

where,A(r)=

( G1-ν )[ 6νr 2 ⌠⌡
r

r i

ε
s
rdr+

2(1+ν)

r
2
⌠
⌡

r

r i

αTrdr+
1-2ν

r
2
⌠
⌡

r

r i

(ε
p
r+ε

p
θ+2ε

s
)rdr+⌠⌡

r

r i

ε
p
θ-ε

p
r

r
dr]

20)



경계조건

어떤 반경방향 annulus에서의 내부압력을 pi, 외부압력을 p0라 가정하면 경계조건은 다

음과 같다.

σ r(r i)=p i,σ r(r 0)=p 0 (a)

두 번째의 조건은 어떤 (k) annulus 외부 위치에서의 압력과 변위는 (k+1) annulus의 

내부 위치에서 구한 값과 같아야 한다. 또한 연료봉 최 외곽부의 압력은 연료/피복관의 

접촉응력, p fc이므로 이를 알고 있다고 가정한다. 이것을 수식으로 표현하면 다음과 같다.

uk0=u
k+1
i , p

k
0=p

k+1
i , p

n+1
0 =p fc (b)

세 번째의 경계조건은 그림 1에서 보듯이 연료봉에 작용하는 힘의 균형관계도를 통해

서 얻을 수 있다. 연료심에 축방향으로 작용하는 힘은 플레넘 압력( pp), 중력( ρ fg), 연료/

피복관 사이의 경계압력( p fc), 그리고 연료/피복관의 마찰에 의한 마찰력(F)가 있다. 플레

넘 압력과 중력, 마찰력은 연료심의 축방향 변형을 억제한다. 반면 경계압력은 축방향 변

형을 증가시킨다. 피복관에는 중력, 경계압력, 마찰력, 냉각재 압력이 작용하게 되며 이때

의 마찰력은 축방향 변형을 증가시키는 역할을 한다. 이를 배경으로 연료심의 축방향 힘

의 균형은 다음과 같이 나타낼 수 있다.

-σ fz=p p+ρ fg(l f-z)+
F

πr 2f (
l f-z

l f ) (c)

여기서 g는 중력가속도, ρf는 연료심의 밀도, rf는 연료심 반경, lf는 연료심 길이, 그리고 

z은 연료심의 축방향 위치이다.

그림 1 연료봉에 작용하는 힘의 균형관계도

계산방법

정상상태 운전조건 하에서 연료봉에 발생하는 소성변형은 대부분이 크리프 변형이다. 

따라서 항복응력을 초과하여 발생하는 소성변형은 무시하였다. 크리프 변형 예측에는 일

반적인 소성변형에 적용하는 연속근사법을 적용하였다. 주어진 time step에서 수렴하지 

않고 발산할 경우는 time step을 수렴할 때까지 점진적으로 줄여가는 방법을 사용하였다.

연료심 내부에서 핵분열 작용에 의해 핵분열생성물이 발생하고 이는 팽윤을 야기한다. 

고체팽윤은 연료심의 연소도에 비례하여 증가하므로 연소도가 연료심의 위치에 무관하게 

일정하다고 가정하면 응력에 미치는 영향은 없다. 하지만 기체팽윤의 경우, 기포의 크기

는 기포내 기체압력( pg)이 연료심 기지에 미치는 외부압력( pe) 및 기포의 표면장력( 2γ/r b)



과 힘의 균형을 이루며 성장하게 된다. 여기서 외부압력은 연료심 기지에 작용하는 평균

응력 σm의 절대치라 가정할 수 있다.

p g=σ m+
2γ
r b

(21)

또한 기포내의 핵분열 기체가 이상기체법칙을 따르고 기포가 완전구형이라 가정하면 기

포의 부피 Vb와 기포 반경 rb는 다음과 같다.

V b=
N gRT

σ m+2γ/r b
, r b=( 43 π)

-1/3

V1/3b (22)

윗 두 식으로부터 다음과 같은 기포 부피에 대한 방정식을 유도할 수 있다.

f(V b)=σ mV b+2γ( 43 π)
1/3

V 2/3b -N gRT=0 (23)

Ng는 연료심내의 잔류기체 수로부터 계산하고 방출된 핵분열 기체수는 핵분열기체방출 

모형으로부터 계산된 값을 입력으로 사용한다. 또한 (23)식의 Vb는 Newton-Rapson 반복

법을 사용하여 구하였다. 그러나 핵분열 기체 방출모형으로부터의 잔류기체량은 축방향 

노드에 따라서만 주어지므로 이를 기포 1개당 잔류 기체량으로 변환할 필요가 있다. 따라

서 연료심 내에 존재하는 기포수의 밀도 C b(No./m
3)는 다음과 같은 실험적 관계식[2]을 

사용하였다.

Cb=10
3 exp( 3.1E

4

T ) (24)

상기의 방법으로 기체와 고상 핵분열 생성물에 의한 총 팽윤 변형량은 다음과 같이 계산

하였다.

ε s=
1
3 (
ΔV
V )

gas

+ε ssolid=
1
3
C bV b+ε

s
solid

(25)

열변형, 크리프 및 팽윤 변형을 포함한 전체적인 응력/변형량 계산은 DEFORM 이라 

명명한 부프로그램으로부터 계산하며 그 흐름도는 그림 2에 도시하였다. DEFORM 부프

로그램에 적용된 수렴조건은 가정치와 예측의 연료봉 annulus에 대한 총합이 10-8 이하로 

설정하였다. 변형량이 수렴조건을 만족할 경우, 다음 축방향 노드의 응력/변형량을 계산

한다. 만일 발산할 경우는 수렴조건을 만족할 때까지 시간 간격을 감소시켜 계산한다.

연료/피복관의 접촉여부에 따라 변형 계산 방법을 달라진다. 먼저 접촉에 대한 판정기

준이 필요하며 그 기준으로는 연료심의 반경과 그 최외곽 위치에서 반경방향 변위량의 

합이 피복관 내면에서의 반경과 반경방향 변위량의 합보다 크거나 같을 경우 접촉이 발

생하였다고 고려하였다. 일단 접촉이 발생하면 연료심의 반경이 피복관 내경과 같아지며 

이 조건을 이용하면 연로심의 팽윤이 피복관에 미치는 기계적 힘 즉, FCMI 응력을 계산

할 수 있다.

향후 DEFORM 부프로그램은 정상상태 금속연료봉 성능해석 코드인 MACSIS에 병합

될 것이고 따라서 연료봉의 제원, 온도분포, 중성자속 분포, 연료심내의 잔류기체량, 플레

넘 압력 등은 MACSIS 코드 자체의 계산된 값으로 입력을 대체할 것이다.



표 1 T-225 연료봉의 설계제원 및 조사조건

Fuel type

Fuel slug diameter, mm

Fuel smeared density, % 

Fuel slug column length, cm

Fuel cladding outer diameter, mm

Fuel cladding inner diameter, mm

Fuel element length, cm

Coolant inlet temperature, ℃

Peak LHGR, kW/m

U-10Zr

4.15

75

91.4

5.84

4.8

237.1

350

46.7

그림 2 연료봉 변형률 해석 흐름도

입력자료

개발된 모듈 검증에 사용된 연료봉은 EBR-II 원자로에서 노내 조사된 T-225 연료봉[3]

이고 자세한 설계제원 및 조사조건은 표 1에 나타나 있다.

III 검증 및 결과고찰

탄성변형에 대한 DEFORM의 계산결과를 검증하기 위해 평면변형과 자유열팽창 조건

에서 ANSYS 범용코드의 계산 결과와 비교하였다. 평면변형 조건은 축방향 변형이 없다

고 가정하므로 축방향 응력이 상당히 크게 왜곡되어 예측된다.

그림 3은 DEFORM과 ANSYS의 응력분포 계산 결과를, 그림 4는 탄성 변형량에 대한 

계산치를 비교 도시한 것이며 두 코드의 계산 결과가 잘 일치함을 알 수 있다. ANSYS

로 계산 응력/변형 분포가 톱니처럼 불연속적인 것은 온도 분포를 연속적이지 않고 계단

식으로 입력했기 때문이다.



그림 3 DEFORM와 ANSYS의 응력분포
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그림 4 DEFORM과 ANSYS 탄성변형량 분포
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그림 5와 그림 6은 일반평면변형과 자유열팽창 조건에서의 금속연료심에 대한 응력분

포와 총변형량 분포이다. 그림에서 보듯이 일반평면변형인 경우, 평면변형 조건에 비해 

축방향 응력이 상당히 완화되어 있으며 반경방향 및 원주방향 변형량 또한 약 30% 정도 

감소되었다. 평면변형은 축방향 변형을 구속하므로 일반평면변형 조건이 실제 연료봉 조

건과 더 유사하다고 할 수 있다.

그림 5 일반평면변형 조건에서의 응력분포
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그림 6 평면/일반평면변형 조건에서 총변형량 비교

크리프 변형에 대한 DEFORM의 계산결과를 검증하기 위해 ANL의 LIFE-METAL 코

드 계산결과와 비교하였다. 금속연료봉에 대한 응력해석 결과에 대해 보고된 자료가 부족

하여 LIFE-METAL로 계산한 T-179[2] 연료심의 외곽부 원주방향 응력과 비교하였으나 

T-179 연료봉에 대한 입력자료가 밝혀져 있지 않아 DEFORM으로는 T-225 연료봉의 입

력자료로 계산하였다. 그림 7에서 보듯이 T-179 연료봉의 원주응력이 최대치를 보이는 

지점, 즉 원자로 시동후 3시간 경과 시점까지 T-225 연료봉의 출력이 선형적으로 증가한

다고 가정하였다. 그 결과 원자로 출력 증가 시간동안 원주방향 응력 계산 결과가 잘 일

치하였다. 하지만 첨두 응력은 DEFORM 의 결과가 LIFE-METAL의 결과에 비해 절반 

정도를 예측하였다. 이는 T-179 연료봉의 온도분포가 T-225 연료봉에 비해 훨씬 높았기 

때문인 것으로 판단된다.

그림 7 연료심 외곽부의 원주방향 응력변화
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90시간 경과후의 소성변형량, 탄성변형량, 총변형량 분포는 각각 그림 8,9,10에 나타나 

있다.



그림 8 90시간 경과후의 소성 변형량 분포
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그림 9 90시간 경과후의 탄성 변형량 분포
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그림 10 90시간 경과후의 총변형량 분포
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팽윤 변형은 핵분열 기체방출 모형과 밀접한 관련이 있다. 본 연구는 핵분열 기체방출 

모형은 다루지 않고 MACSIS에 계산 값을 사용하여 팽윤 변형량을 계산하였다. 일본의 

전력중앙연구소는 기계적인 핵분열 기체방출 모형과 팽윤 모형을 개발하여 ALFUS[4]라

는 금속연료봉 성능코드에 병합한 후 그림 11과 같은 결과를 얻었다. 그림 12는 

DEFORM에서 계산한 금속연료의 연소도에 따른 팽윤량을 보여준다. 이 결과와 ALFUS 



코드의 계산결과와의 비교는 사용한 입력자료와 핵분열 기체 방출량이 다르기 때문에 직

접적인 비교는 어렵다. 하지만 금속연료의 팽윤 거동은 주로 연료의 연소도에 많은 영향

을 받는 것으로 알려져 있으므로 그 유사헝을 통해 간접적인 타당성은 확인할 수 있다.

그림 11 ALFUS 코드의 팽윤

그림 12 DEFORM에 의한 팽윤거동
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금속연료봉은 연료심과 피복관의 간격을 충분히 크게 설계하여 연소초기의 급격한 연

료심 팽윤을 수용하도록 한다. 그러므로 연료/피복관의 접촉후에는 연료심 내부에 다량의 

기공들이 상호 연결되어 스폰지와 유사한 형태로 존재하게 되고 핵분열 기체들이 쉽게 

플레넘으로 방출된다. 따라서 일반적으로 금속연료를 사용하는 경우, 연료와 피복관의 기

계적 상호작용은 미미하여 피복관 변형은 주로 플레넘 압력만이 피복관 내압에 작용하는 

것으로 알려져 있다. 그러나 연소도 증가에 따라 고상 핵분열생성물들도 계속적으로 증가

하기 때문에 이들이 상호 연결된 기공들의 연결 통로를 막아 핵분열 기체의 자유로운 방

출을 방해한다. 또한 핵분열 기체 기포들의 부피도 줄어들어 연료신내의 기포압력 증가는 

피복관에 직접적으로 작용하게 되어 FCMI를 심화시킬 수 있다. 그림 13은 DEFORM으

로 계산한 피복관에 미치는 압력을 나타낸다. 약 14at.% 이후의 연소도에서 급격한 

FCMI 응력 증가를 볼 수 있다.



그림 13 연소도에 따른 피복관 응력 변화
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그림 14는 피복관 변형에 플레넘 압력만을 고려하였을 경우와 FCMI를 함께 고려하였

을 경우의 피복관 변형량을 보여준다. 마찬가지로 약 14at.% 연소도 이상에서 급격한 변

형량 증가를 나타내고 있다. 이러한 결과는 EBR-II에서 조사된 X425 연료봉들의 변형량

에 대한 확률론적 평가결과 14.1at.% 이후의 연소도에서 FCMI의 영향으로 그 이전의 연

소도와 상이한 변형경로를 나타내었다는 결과[5]와 잘 일치한다.

그림 14 FCMI 여부에 따른 피복관 변형예측
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IV 결 론

현재까지 개발된 액체금속로용 연료봉 해석 코드인 MACSIS의 기계적 변형모형은 단

순 thin shell 이론에 근거하여 피복관 변형을 예측하며,FCMI(Fuel-Cladding Mechanical 

Interaction) 예측이 불가능하다. 따라서 연료/피복관 접촉 응력에 의한 연료심과 피복관

의 복합적인 응력/변형 예측 모델이 필요하여 연료봉 변형해석에 많이 이용되는 일반평

면변형을 적용한 금속연료봉의 기계적 변형 모듈을 개발하였다. 계산 모형의 검증에는 열

팽창에 의한 탄성변형은 ANSYS 범용코드의 계산결과와 크리프에 의한 소성변형은 

LIFE-M 코드, 그리고 전체적인 피복관 변형량은 EBR-II 노내 조사 결과와 비교 검증하

였다.



개발된 변형율 해석 모델은 비교적 좋은 해석결과를 나타내었다. 즉 DEFORM 해석결

과는 탄성영역에서 ANSYS 범용코드의 결과와 잘 일치하였고, 소성변형은 LIFE-M 코드

와 유사한 경향을 예측하였으며 전체적인 피복관 변형량은 이전 모델에 비해 현실적인 

결과를 나타내었다. 다만 고연소도 조건의 변형량 예측에서 약간 저평가하는 경향을 나타

내었다. 따라서 추후 여러 가지 영역의 노내조사 자료를 바탕으로 미세조정이 필요하다.

상기의 DEFORM 부프로그램은 현재 MACSIS 전산코드에 병합중에 있다. 따라서 추

후 MACSIS 코드와의 연계를 통한 금속연료봉 변형 해석이 이루어 질 것이다. 또한 변

형 모듈의 병합을 통해 현재 설계중인 핵확산 저항성 KALIMER-600MWe 노심에 사용

되는 연료봉의 성능 평가를 기반으로 연료봉 설계에 직접적으로 활용될 것이다.
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