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요 약 

 

봉 직경에 대한 봉 간격의 비(P/D)가 1.06과 1.12인 삼각형 봉다발에서의 난류유동 및 열전달 

특성을 분석하기 위해 전산유체역학 해석을 수행하였다. 비등방 난류모델은 삼각형 부수로에서 난

류에 의해 야기되는 2차유동을 예측하였고 선형 표준 k ε−  모델에 비해 정확도가 현저히 개선된 

평균유동 속도와 온도 분포를 나타냈다. 비등방 난류모델은 P/D가 큰 봉다발 부수로 난류구조를 

비교적 잘 예측하였지만 P/D가 작은 봉다발 부수로 사이의 협소유로 영역에서 관측되는 매우 높

은 원주방향 난류강도를 예측할 수는 없었다. 

 

Abstract 

 

A CFD analysis has been performed to investigate turbulent flow and heat transfer in a 

triangular rod bundle with a pitch-to-diameter ratios(P/D) of 1.06 and 1.12. Anisotropic 

turbulence models predicted the turbulence-driven secondary flow in the triangular 

subchannel and the distributions of time mean velocity and temperature showing significantly 

improved agreement with the measurements over the linear standard k ε−  model. The 

anisotropic turbulence models predicted turbulence structure for a rod bundle with large P/D 

fairly well but could not predict the very high turbulent intensity of azimuthal velocity 

observed in narrow flow region(gap) for a rod bundle with small P/D. 

 

1. 서 론 

 

대부분의 원자로에 장전되는 핵연료다발은 사각형 또는 삼각형 배열의 긴 실린더형 연료봉으로 

구성되어 있다. 냉각수는 연료봉 사이로 형성된 유로인 부수로(subchannel)를 따라 봉과 평행하

게 흐른다. 부수로의 단면 형상은 원형이 아니므로 원관의 난류유동과는 다른 특성을 나타내는 것

으로 알려져 있다. 따라서 봉다발 부수로의 난류유동 및 연료봉과 냉각수 사이의 열전달에 대한 

정확한 이해는 핵연료다발의 열수력적 성능을 분석하는데 중요하다. 따라서 형상이 비교적 단순한 

단순지지 봉다발의 난류유동 구조에 대한  연구가 많이 수행되었다. 



Carajilescov와 Todreas(1) 는 삼각형 봉다발 난류유동에 대한 실험 및 해석적인 연구를 수행하

였으며 Vonka(2)는 삼각형 봉다발 부수로에서 2차유동(secondary flow)의 크기를 처음으로 측정

하였다. 사각형 봉다발의 난류유동 구조에 대한 실험적인 연구도 많이 수행되었다.(3)-(6) 특히 

Rehme(6)는 그동안의 연구결과를 바탕으로 봉다발 부수로 난류구조의 특성을 정리하였다. 즉, 2차

유동의 발생과 크기, 영향 등을 평가하였고 난류의 비등방(anisotropy)에 대한 분석과 함께 큰 에

디(large eddy) 운동에 의한 거시적 유동 맥동(flow pulsation) 현상의 중요성도 강조하였다. 최근 

Krauss와 Meyer(7)는 가열 봉다발에서 운동량과 에너지의 난류혼합에 대한 실험결과를 발표하였

다. 

이러한 난류구조의 복잡성으로 인해 봉다발 난류유동에 대한 수치해석 연구는 많지 않은 편이

다. Slagter(8)는 1-방정식 난류모델을 이용한 봉다발 난류유동에 대한 유한요소 해석결과를 발표

하였다. Lee와 Jang(9) 및 Lemos와 Asato(10)는 비선형 에디 점성계수(eddy viscosity) 모델을 이

용하여 삼각형 봉다발에 대한 수치모사 결과를 제시하였다. In et al.(11-12)은 비등방 난류모델을 범

용 전산유체역학(CFD) 코드와 연계하여 봉다발 난류유동에 대한 수치해석을 수행하여 비등방 난

류모델의 예측성능을 평가하였다. 이들은 Speziale(13)의 비선형 quadratic k ε− 과 Launder-

Reece-Rodi(LRR)(14)의 레이놀즈 응력 모델(RSM)이 Launder와 Spalding(15) 의 표준 k ε− 과  비

선형 quadratic k ε− (Shih et al.(16)) 및 Cubic k ε− (Craft et al.(17))에 비해 현저히 개선된 예측결

과를 나타낸 것으로 보고하였다. 

본 연구의 주요 목적은 난류모델에 따른 봉다발 난류구조 및 열전달에 대한 CFD 예측결과를 

분석하고 비교-평가하는 것이다. 본 연구에 사용된 난류모델은 Launder와 Spalding의 표준 k ε− , 

Speziale의 비선형 quadratic  k ε−  및 LRR과 Speziale-Sarkar-Gatski(SSG)(18)의 레이놀즈 응

력 모델 등이다. 

 

2. 난류모델 

 

표준 k ε−  모델은 난류에 대한 에디 점성계수 가정을 이용하여 다음과 같은 난류에너지 k 와 

난류소산율 ε 에 대한 전달방정식을 사용한다. 
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여기서 ijτ 는 레이놀즈 응력 텐서로 아래와 같이 표현되며 
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표준 k ε−  모델의 상수 값은 다음과 같다. 
 

1 20.09, 1.44, 1.92, 1.0, 1.3kC C Cµ ε ε εσ σ= = = = =  (5) 

 

표준 k ε−  모델의 등방성(isotropy) 가정을 개선하기 위해 비선형 quadratic 레이놀즈  응력 

관계식이 다음과 같이 제안되었다. 
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여기서 
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이며 kΩ 는 좌표축의 회전율을 나타낸다. Speziale 의 비선형 quadratic k ε−  모델상수는 다음과 

같다. 

 

1 2 30.1512, 0.0C C C= − = =  (8) 

 

한편, 레이놀즈 응력 모델(RSM)은 각 레이놀즈 응력에 대한 전달 방정식을 이용하는 것으로 비

압축성 유체의 레이놀즈 응력 텐서 ijτ 와 난류소산율 ε 에 대한 미분 방정식은 
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이며 여기서 ijΠ 는 압력-변형률 항으로 다음과 같은 상관식 형태로 표현된다. 
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여기서 
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이며 ija 는 비등방 텐서로 다음과 같이 정의된다. 
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대표적인 RSM 은 Launder-Reece-Rodi(LRR) 모델과 Speziale-Sarkar-Gatski(SSG) 모델이며 

모델상수는 각각 다음과 같다. 

 

LRR 모델상수: 

1 2 1 2 1 2 3 4 50.22, 1.45, 1.9, 1.8, 0.0, 0.0, 0.8, 0.0, 0.873, 0.655s s s r r r r rC C C C C C C C C Cε ε= = = = = = = = = =  (15) 

 

SSG 모델상수: 

1 2 1 2 1 2 3 4 50.22, 1.45, 1.9, 1.7, 1.05, 0.9, 0.8, 0.65, 0.625, 0.2s s s r r r r rC C C C C C C C C Cε ε= = = = = − = = = = =  (16) 

 

3. 수치해석 방법 

 

3.1 CFD 모델 및 경계조건 
 
본 연구의 CFD 모델은 Fig. 1과 같은 Krauss와 Meyer(7)의 37개 삼각형 가열 봉다발의 중앙 

부수로이다. 봉 직경(D)에 대한 봉 간격(P)의 비(P/D)는 1.06과 1.12이다. 유동의 대칭성을 이용

하여 삼각형 봉다발 중앙 부수로의 1/6을 CFD 해석영역으로 설정하였다. 즉, 부수로 중심선과 대

칭선(diagonal) 및 부수로 사이 경계선에서 각각 대칭(symmetry) 경계조건을 사용하였으며 봉 표

면에서는 유동 점착(no-slip)과 일정 열유속 조건을 설정하였다. 입구와 출구 경계에서는 균일유

동과 일정압력 조건을 각각 사용하였다.  

 

 

Fig. 1 Heated 37-rod bundle with triangular array 

 



Fig. 2는 본 계산에 사용된 1/6 중앙 부수로 단면의 전산격자를 보여준다. 다양한 격자시험을 

수행하여 본 계산에 사용한 반경방향과 원주방향 및 주유동방향의 최적격자는 각각 

15x30x50(P/D=1.06)과 30x30x100(P/D=1.12)이다. 벽면과 인접한 격자의 무차원 벽 거리(yw
+)

는 각각 35-70(P/D=1.06), 30-37(P/D=1.12)로 나타났다. 

 

3.2 수치해석 절차 

 

다양한 난류모델을 이용한 수치실험을 위해 범용 CFD 코드인 CFX-4.4(19)와 CFX-5.6(20)을 사

용하였다. 그러나 비선형 k ε−  모델은 CFX  코드에 포함되어 있지 않으므로 CFX-4.4 코드의 관

련 서브루틴를 수정하고 비선형 모델의 서브루틴을 추가하였다. 속도와 압력 방정식의 해는 기존

의 SIMPLE 해법을 개량한 SIMPLEC 해법을 이용하였다. 선형화된 압력 보정식은 대수 다중격자 

방식을 이용하여 효율적으로 계산하였으며 2차(second-order)의 유한차분 도식을 사용하였다. 

벽면 근처의 난류는 벽함수(wall function)를 사용하여 계산하였다. 하향완화(under-relaxation) 

방법을 이용한 반복계산을 수행하여 수렴 해를 얻었다. 수렴조건은 질량보존 방정식의 잔차

(residual)의 합이 전체 질량유량의 0.001% 이하이며 다른 지배방정식의 잔차 감소량이 10-4 이

하가 되도록 설정하였다. 

본 연구의 모의계산 조건은 봉다발 평균유속(Ub)과 수력직경 기준의 레이놀즈 수와 봉 표면 열

유속이 각각 P/D=1.06인 경우 39000과 0.98 kW/m2이며 P/D=1.12인 경우 65000과 1.39 

kW/m2이다. 

 

    
 

Fig. 2 Cross-sectional meshes for a central subchannel of triangular rod array with 

P/D=1.06 and 1.12 



4. 결과 및 고찰 

 

Fig. 3은 P/D=1.06인 경우 시간평균 속도분포를 비교한 것으로 실험결과에 비해 표준 k ε−  모

델은 부수로 중앙에서 부수로 사이의 협소유로(gap) 영역으로 갈수록 속도변화를 크게 예측하였

다. 그러나 Speziale의 비선형 k ε−  모델과 SSG의 RSM은 측정 속도분포에 보다 근접한 예측결

과를 보이고 있음을 알 수 있다. 이러한 비등방 난류모델 예측결과의 개선은 Fig. 4에 나타낸 바

와 같이 비등방 난류에 의해 야기되는 2차유동의 예측이 가능하기 때문으로 보인다. 즉, 봉다발 

부수로와 같이 유로단면이 원형이 아닌 경우 부수로 중앙에서 gap 영역으로 2차유동이 발생하며 

최대 2차유동의 크기는 평균유동 속도의 1%(Speziale)와 0.7%(SSG)로 각각 예측되었다. LRR의 

RSM은 SSG 모델과 거의 동일한 예측결과를 나타냈다. P/D=1.12인 경우에도 비슷한 유동특성을 

나타냈다. 

 

 

 Experiment  Standard k ε−  Speziale k ε−  RSM(SSG) 

Fig. 3 Distributions of time mean velocity for P/D=1.06 

  

Fig. 4 Turbulence-driven secondary flow;(left) Speziale k ε− , (right) RSM(SSG) 



Fig. 5는 시간평균 유체의 온도분포를 비교한 것으로 실험결과에 비해 온도변화가 크게 예측되

었다. 특히 표준 k ε−  모델은 gap 영역의 온도를 매우 높고 부수로 중앙의 온도를 다소 낮게 예

측하였다. 반면에 Speziale과 SSG 모델은 gap 영역에서 현저히 개선된 결과를 보이고 있으나 여

전히 gap 영역의 유체온도를 측정치에 비해 다소 높게 예측하고 있다. 표준 k ε−  모델과 SSG 모

델의 등온선은 부수로 중앙을 중심으로 동심원 형태이지만 Speziale 모델의 경우 실험결과와 유

사하게 gap 쪽으로 다소 길게 치우친 타원형태를 보이고 있음을 알 수 있다. 이것은 Speziale 모

델이 gap 쪽으로의 2차유동을 다소 크게 예측하고 있기 때문인 것으로 판단된다. P/D=1.06인 경

우에 비해  P/D=1.12인 경우 난류모델에 따른 부수로 중앙부분의 온도차이는 미미하고 gap 영역

의 온도차이만 다소 크게 나타났다. 한편, LRR모델은 SSG 모델과 거의 동일한 온도분포를 나타

냈다. 

봉 표면을 따른 벽 전단응력에 대한 각 난류모델의 예측결과를 Fig. 6에 실험결과와 함께 비교

하였다. Speziale과 LRR & SSG 모델이 표준 k ε−  모델에 비해 현저히 개선된 예측결과를 보이

고 있으나 측정결과에 비해 모든 예측결과는 원주방향으로 변화가 매우 큰 것으로 나타났다. 

P/D=1.06인 경우 P/D=1.12인 경우에 비해 변화가 더욱 커지고 예측결과의 정확도가 떨어지는 

 

 

 Experiment  Standard k ε−  Speziale k ε−  RSM(SSG) 
 

Fig. 5 Distributions of time mean temperature((Tw,m-T)/( Tw,m -Tb)); (top) P/D=1.06, 

(bottom) P/D=1.12 

 



것을 알 수 있다. 이것은 봉 간격이 좁은 봉다발의 특이 난류유동 구조를 잘 예측하지 못하기 때

문인 것으로 판단된다. 한편, Speziale과 LRR & SSG 모델 등의 비등방 난류모델은 최대 유로영

역에서 다소 떨어진 위치(약 θ =5)에서 벽 전단응력의 최대치를 나타내고 있으며 Speziale 모델의 

예측결과는 이를 더욱 뚜렷하게 보여주고 있다. 이는 Fig. 4에 이미 나타낸 바와 같이 봉 표면을 

따라 gap(θ =30)에서 최대 유로영역(θ =0) 쪽으로 2차유동이 발생하기 때문인 것으로 추정된다. 

Fig. 7은 무차원화된 봉 표면의 온도분포를 비교한 것이며 측정된 온도분포에 비해 예측결과는 

변화가 큰 것으로 나타났다. 벽 전단응력의 경우와 마찬가지로 봉 간격이 좁은 경우(P/D=1.06) 

예측결과는 실험결과와 더욱 큰 차이를 보이고 있음을 알 수 있다. 그러나 비등방 난류모델들의 

예측결과는 표준 k ε−  모델에 비해 현저히 개선되었다. 보다 정확한 온도분포의 예측을 위해서는 

봉다발 난류유동에 대한 정확한 계산이 선행되어야 할 것으로 사료된다. 

Fig. 8과 Fig. 9는 봉다발 gap에서 각각 주유동방향과 원주방향 난류강도의 변화를 비교한 것이

다. 주유동방향 난류강도(Fig. 8)는 봉 표면(rn=0.0)으로부터 gap 중앙(rn=1.0)으로 갈수록 서서히 

감소하는 것으로 나타났으며 봉 간격이 상대적으로 좁은 P/D=1.06인 경우 변화가 작은 것을 알 

수 있다. P/D=1.12인 경우 SSG 모델의 예측결과가 측정결과와 비교적 잘 일치하고 있으며  

0 10 20 30
0.50

0.75

1.00

1.25

1.50

τ w
/τ

w
,m

θ [ o ]

 Experiment
 Standard k-ε
 Quad.(Speziale) k-ε
 RSM(LRR)
 RSM(SSG)

P/D=1.06

 

0 10 20 30
0.7

0.8

0.9

1.0

1.1

1.2

1.3

τ w
/τ

w
,m

θ [ o ]

 Experiment
 Standard k-e
 Quad.(Speziale) k-e
 RSM(LRR)
 RSM(SSG)

P/D=1.12

 
Fig. 6 Wall shear stress distributions 
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Fig. 7 Distributions of dimensionless wall temperature 
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Fig. 8 Radial distributions of axial turbulence intensity at the gap of rod bundle 
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Fig. 9 Radial distributions of azimuthal turbulence intensity at the gap of rod bundle 

 

P/D=1.06인 경우에는 모든 난류모델이 낮은 예측결과를 보이고 있다. Speziale 모델이 가장 낮은 

예측결과를 보이고 있으며 SSG 모델의 예측결과가 측정결과에 가장 근접한 것을 알 수 있다. 한

편, Fig. 9에 나타낸 원주방향 난류강도 분포는 P/D=1.06인 경우 매우 크고 반경방향으로의 변화

도 미미한 실험결과를 보이고 있으나 모든 난류모델의 예측결과는 매우 작고 상대적으로 변화도 

큰 것으로 나타났다. 그러나 봉 간격이 상대적으로 넓은 P/D=1.12인 경우 주유동방향 난류강도 

분포와 마찬가지로 gap 중앙으로 갈수록 감소하며 LRR과 SSG 모델의 예측결과가 실험결과와 비

교적 잘 일치하고 있다. 또한 Speziale 모델은 주유동방향 난류강도와는 반대로 원주방향 난류강

도를 다른 난류모델에 비해 다소 높게 예측하는 특성을 보이고 있다. 

 

5. 결론  

 

난류모델에 따른 삼각형 봉다발 부수로의 난류유동 및 열전달에 대한 수치해석을 수행하여 다

음과 같은 결론을 도출하였다. 



1) 비등방 난류모델은 봉다발 부수로에서 비등방 난류에 의해 야기되는 2차유동을 예측하고 

표준 k ε−  모델에 비해 현저히 개선된 시간평균 속도분포와 온도분포를 나타낸다. 

2) SSG 레이놀즈 응력 모델과 Speziale 비선형 k ε−  모델의 벽 전단응력 및 봉 표면온도에 

대한 예측결과는 유사하지만 난류강도 분포는 SSG 모델이 측정결과에 가장 근접한 결과를 

보인다. 

3) 봉 간격이 좁아질수록 벽 전단응력과 봉 표면온도의 예측결과는 실험결과와 큰 차이를 나타

내며 특히 협소유로 영역에서 나타나는 높은 원주방향 난류강도를 예측하지 못한다. 

4) 봉다발 부수로의 특이 난류구조를 보다 잘 예측하기 위한 난류모델의 개발이 필요하다. 

 

후기 

 

본 연구는 과학기술부 원자력중장기 연구개발사업의 일환으로 이루어졌으며 이에 대하여 관계자 

여러분께 감사드립니다. 

 

기호설명 

 

rn 봉 표면으로부터 무차원 수직거리 

T 유체온도(K) 

Tb 유동단면 평균 유체온도(K) 

TEin 입구 유체온도(K) 

Tw 봉 표면 온도(K) 

Tw,m 봉 표면 평균온도(K) 

Tτ,m 봉 표면 평균 마찰 온도(K) 

uτ　 국소 마찰 속도 (m s
-1) 
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