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ABSTRACT
In this paper, failure probabilities of the OPR1000 reactor vessel under pressurized thermal shock (PTS) were 

estimated using the probabilistic fracture mechanics code, R-PIE. Input variables of initial crack distribution, crack
size, copper contents, and upper shelf toughness were selected for the sensitivity analyses. A wide range of the 
input data were considered. Through-wall cracking frequencies determined by the product of the vessel failure
probability and the corresponding occurrence frequency of the transient were also compared to the acceptance criterion. 
The results showed that transient history had the most significant impact on the vessel failure probability. Moreover, 
conservative assumptions resulted in extremely high through-wall cracking frequencies.
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기호설명

T : Temperature at an inner wall of a vessel
RTNDT : Reference temperature of nil-ductility transition
KIC : Critical stress intensity factor for stable crack 

growth in the mode I
KIR : Critical stress intensity factor for crack arrest 

in the mode I
Kapply : Stress intensity factor corresponding to crack 

driving force

1. 서  론

원자로용기는 운전기간 중 다양한 과도상태에서도 

건전성을 유지하도록 가장 신뢰성이 높게 설계된다. 
하지만 예상치 못한 급격한 과도상태는 벽면의 급격한 

온도변화로 인한 열응력과 낮은 온도에 의한 낮은 파

괴인성 저하로 원자로용기 건전성에 악영향을 미친다.
1980년대 초 미국 원자력 규제기관인 USNRC는 

“가압열충격(PTS: Pressurized Thermal Shock)”을 정

의하였으며(1), 이후 수행한 종합 가압열충격 평가

(Integrated PTS study) 결과(2-4)를 반영하여 미국 연

방법 10CFR50.61(1)을 제정하였다. 10CFR50.61에서

는 가압열충격 사건에 있어 원자로용기 건전성을 

유지하기 위한 파괴 인성 요건을 다루고 있다. 만일 

10CFR50.61에 따라 원자로용기 감시시험 결과 등을 

기반으로 계산한 RTPTS 값이 심사기준(Screening 
Criterion)을 초과할 경우, 가압열충격에 의한 위험도

를 정량적으로 평가하기 위한 추가적인 해석이 수행

되어야 한다(5). 국내에서는 고리 1호기에 대해서 이

러한 해석이 수행된 바 있으며(6-7), 확률론적 파괴역
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학 평가와 관련된 연구도 다수 수행되었다(8-9).
미국에서는 증가하는 노후 원전에 대해 20년 이상의 

감시시험 결과와 운전경험을 바탕으로 새로운 가압

열충격 평가방법이 제시되었으며, 미국연방법 

10CFR50.61a(10)로 제정되었다. 이 방법은 확률론적 파

괴역학 평가결과를 바탕으로 하며, 1980년대 사용된 입

력자료의 불확실성과 보수성을 개선함으로써 새로운 

심사기준을 제시하고 있다. 이 기준은 미국 내 원전을 

대상으로 해석이 수행되었으므로, 국내 원전에 적용가

능한지는 검토가 필요하다. 과거 국내 원전의 원자로에 

대해 수행한 확률론적 가압열충격 평가는 1980년대에 

사용된 입력자료의 불확실성과 보수성을 그대로 답보

하였다. 따라서 민감도 해석을 통해 원자로용기의 파손

확률에 미치는 영향 인자를 파악할 필요가 있다. 
본 연구에서는 한국표준형 원전인 OPR1000 원자

로압력용기를 대상으로 확률론적 파괴역학 해석을 

수행하였으며, 대표적인 입력변수에 대하여 파손확

률에 미치는 영향을 고찰하였다.

2. 민감도 해석 모델 및 방법

2.1 해석 대상

해석대상인 OPR1000는 2개의 루프(Loop)를 가진 

가압경수형 원자로를 가지며, 설계수명은 40년이다.  
OPR1000 원자로용기는 SA508 Class 3 (현행 Grade 
3 Class 1) 저합금강으로 제작되었으며 용기 내벽에

서는 냉각재에 의한 부식을 방지하기 위해 스테인

레스강(SS316)으로 클래딩 되어 있다. 원자로용기

의 내경은 6.83 ft, 클래딩을 포함한 벽두께는 8.22 
inch, 클래딩 두께는 0.16 inch이다.
원자로용기 재료의 500℉에서의 주요 열적 물성 정보

는 Table 1과 같으며, 클래딩 재료에 대한 세부 열적 

물성은 Table 2에 나타내었다. 또한 원자로용기 모재 

및 클래딩에 대한 기계적 물성은 Table 3에 나타내었다.
원자로용기의 파괴인성은 재료의 온도에 따라 연

성 또는 취성을 나타내며, 이러한 현상을 보다 쉽게 

다루기 위하여 기준무연성천이온도(RTNDT)를 경험적

으로 사용하고 있다. 결정론적 평가에서는 ASME 코
드의 하한곡선을 사용하지만, 확률론적 평가에서는 

파괴인성의 평균곡선을 사용하는 것이 일반적이다. 
본 연구에 사용된 파괴인성 곡선은 ASME 코드 하한

곡선의 기반이 된 ORNL 평균곡선(11)이 사용되었다.

Table 1 Thermal properties of the base metal (in US unit)
Property Value

Poisson’s ratio 0.3
Density, ρ lb･in-3 0.280

Conductivity, k Btu･ft-1･hr-1･℉-1 22.70
Specific heat, c Btu･lb-1･℉-1 0.1314

Thermal diffusivity, 
α = k/ρc ft2･hr-1 0.357

Thermal expansion, β E-06 ℉-1 7.300

Table 2 Thermal properties of the clad metal (in US unit)
Property Value

Poisson’s ratio 0.3
Density, ρ lb･in-3 0.281

Conductivity, k Btu･ft-1･hr-1･℉-1 10.23
Specific heat, c Btu･lb-1･℉-1 0.1283

Thermal diffusivity, 
α = k/ρc ft2･hr-1 0.16

Thermal expansion, β E-06 ℉-1 9.72

Table 3 Mechanical and chemical properties of the 
metals (in US unit)

Base metal
Young’s modulus ksi 25,700

Yield stress ksi 50
Flow stress ksi 65

Initial RTNDT ℉ -20
Std. dev. of RTNDT ℉ 28

Copper contents (average) wt% 0.03
Copper contents (std. dev) wt% 0.006
Nickel contents (average) wt% 0.108
Nickel contents (std. dev.) wt% 0.0216

Std. dev. of KIC 
(NRC mean curve) % 15

Std. dev. of KIA

(NRC mean curve) % 10

Upper shelf toughness ksi･in1/2 132
std. dev. of fluence % 16

Clad metal
Young’s modulus ksi 25,817

Yield stress ksi 19.31
Flow stress ksi 40.56

  exp  (1)

  exp  (2)

여기서 KIC는 안정균열진전 파괴인성을, KIR는 균

열정지 파괴인성을 말하며, 각각의 표준편차는 0.15 
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및 0.1이다.
중성자에 조사된 재료는 파괴인성이 저하되어 기

준무연성천이온도가 증가하게 된다. 본 연구에서는 

중성자 조사된 재료의 기준무연성천이온도를 예측하

기 위한 방법으로 USNRC 규제지침 1.99 (Rev. 2)(12)

의 방법을 사용하였다.

2.2 해석 모델

OPR1000 원자로용기의 파손확률에 영향을 미치

는 주요 입력변수를 선정하여 Table 4 및 Table 5에 

나타내었다. 해석에 고려된 과도상태는 3가지이며, 
입력변수는6개이다. 이 중 ‘*’표시된 변수는 기준 

해석에 사용되었다.
기준 해석에 사용된 입력변수를 다양하게 변화시킴

으로써 원자로용기의 파손확률 및 관통파단(Through- 
wall cracking, TWC)확률에 미치는 영향을 살펴보았다. 
원자로용기의 파손은 균열이 원자로용기 두께의 

75%에 도달하였을 때 관통된 것으로 간주하였다. 
관통파단확률은 각 과도상태의 발생빈도와 원자

로용기 파손확률의 곱으로 구할 수 있다. 각 과도상

태의 발생빈도는 USNRC 보고서(13)를 참조하였으

며, Table 4의 발생빈도 값을 사용하였다. 계산된 관

통파단확률은 미국 규제지침 1.154(5)에 제시된 허용

기준(5×10-6)과 비교하였다.

Table 4 Transients for sensitivity analysis(13,14)
ID Transient Frequency

SBLOCA Small break loss of coolant 
accident 5.0E-4

PTS Pressurized thermal shock with 
repressurization 5.0E-3

SLB Steam line break 1.0E-3

Table 5 Analysis matrix for sensitivity
Condition values

Initial crack distribution Marshall+PSI*, Marshall, 
OCTAVIA

crack size (l/a) infinite*, 12, 6, 3

Copper contens (wt%) 0.03*, 0.1, 0.15

Upper shelf toughness 
(ksi√in) 132*, 200

Fluence (☓1019 n/cm2) 0.5, 1, 2*, 4, 6, 8, 9

Crack orientation Circumferential*, Axial*

*: base case

2.2.1 과도상태

본 연구에서는 OECD/NEA PROSIR(14) 연구에서 

사용된 세 가지 과도상태를 활용하였다. 선정된 과

도상태들은 원자로용기의 건전성에 큰 영향을 미칠 

수 있는 대표적인 과도상태이며, 각 과도상태의 특

징은 다음과 같다.

(a)

(b)

(c)
Fig. 1 Transient histories of (a) SBLOCA, (b) PTS 

and (c) SLB
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소형파단 냉각재상실사고(SBLOCA)는 Fig. 1(a)
와 같이 소형배관 파단에 의한 냉각재상실사고이

다. 이 과도상태는 급격한 온도감소로 인한 열하중

과 낮은 냉각재 온도에 의한 낮은 파괴인성이 원자

로용기 건전성의 큰 저해요인이 될 수 있다.
가압열충격 후 재가압(PTS)은 Fig. 1(b)와 같이 누

설로 인한 과냉각 과도상태로 가정된다. 온도 감소

에 의한 열하중 뿐만 아니라 급격한 압력 증가는 원

자로용기 건전성의 큰 저해요인이 될 수 있다.
주증기배관 파단사고(SLB)는 Fig. 1(c)와 같이 주

증기배관 파단사고에 의한 과도상태를 나타낸다. 
이 과도상태는 PTS 과도상태와 유사하나 더욱 빠르

게 온도가 감소하며 압력 회복에 걸리는 시간이 짧

은 것이 특징이다.

2.2.2 초기 균열분포

원자로용기의 파손은 초기 균열의 생성 여부와 

직접 연관이 있다. 일반적으로 원자로용기의 초기 

균열은 제작 동안 발생한 균열이 대부분이며 그 중 

가동전검사에서 발견되지 않은 미세 균열이 주를 

이룬다. 본 연구에 사용된 초기 균열분포는 기존 가

압열충격 문제에 사용되었던 Modified OCTAVIA 모
델(15), Marshall 모델(16) 및 사용전검사 결과를 반영

한 Marshall 모델(17)을 선정하였으며, 상기 분포는 

Fig. 2와 같다. 기준해석에는 사용전검사 결과를 반

영한 Marshall 모델이 고려되었다.

Fig. 2 Initial crack distribution models

2.2.3 균열 크기

USNRC 규제지침 1.154에서는 모든 원주방향 균

열에 대해 길이가 무한한 것으로 가정하도록 제시

하고 있어, 본 연구에서는 무한 길이를 가진 균열을 

기준해석에 사용하였다. 
무한 길이의 균열은 규제 관점에서 보수적으로 

사용되고 있을 뿐, 실제 균열 형상과는 차이가 있다. 
균열 크기에 따른 원자로용기 파손확률의 영향을 

확인하기 위하여 무한 길이의 균열 크기뿐만 아니

라 균열 길이 대 깊이의 비(l/a)가 12, 6 및 3인 균열

을 고려하였다.

2.2.4 구리 함량비

중성자 조사취화에 의한 파괴인성 변화는 재료의 

구리 함량비와 니켈 함량비의 영향을 받는다. 초기 

원자로용기의 화학 조성비를 살펴보면, 니켈 함량비

는 비교적 낮게 유지되나, 구리 함량비는 높게 조성

되어 중성자 조사취화 영향을 많이 받았다. 이후 지

속적인 재료기술 발전에 따라 최신 원자로용기는 매

우 낮은 구리 함량비를 유지하고 있다. 본 연구에서

는 OPR1000 원자로용기 용접부의 평균 구리 함량비

인 0.03 wt%부터 최대 0.15 wt%까지 고려하였다.

2.2.5 파괴인성 상한치

재료의 파괴인성 상한치(Upper shelf toughness, 
UST)는 온도에 따른 재료 특성과 균열이 받는 하중 

형태에 따라 결정되기 때문에 특정 값으로 결정하

기 어렵다. 실제 구조물의 건전성 평가에 있어 규제

적 관점에서는 보수적으로 파괴인성 상한치를 요구

하는 것이 일반적이다.
본 연구에서는 고리 1호기 가압열충격 평가(7)에 

사용되었던 파괴인성 상한치인 132 ksi√in를 기준

해석에 고려하였으며, ASME 코드(18)에서 제안하

고 있는 200 ksi√in에 대해 민감도 해석을 수행하

였다.

2.2.6 균열 방향

OPR1000 원자로용기는 축방향 용접부를 포함하

고 있지 않으므로 축방향 균열의 발생 가능성은 매

우 희박하다. 따라서 일반적으로 원주방향 균열이 

가정된다. 그럼에도 불구하고 축방향 균열은 원주

방향 균열에 비해 내압에 의한 영향을 더 많이 받음

에 따라 보수적으로 가정되어 왔다. 본 연구에서는 

균열 방향에 따른 영향을 확인하기 위해 기본 해석

에서만 축방향 균열을 고려하였다.
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2.3  확률론적 파괴역학 전산코드

본 연구에 사용된 확률론적 파괴역학(PFM: 
Probabilistic Fracture Mechanics) 전산코드는 R-PIE 
(Reactor – Probabilistic Integrity Evaluation)로써 한

국원자력안전기술원에서 2008년에 개발하였으며(19), 
해석 흐름도는 Fig. 3와 같다.

R-PIE는 앞서 미국에서 개발한 VISA-II 코드(20)를 

기반으로 개발되었으며, 응력확대계수, 클래딩 응력 

등의 결정론적 계산 모듈이 개선되었다. 확률론적 

해석 부분에서는 균열 크기, 중성자조사량, 구리 및 

니켈 함량, 기준무연성천이온도 등과 같은 다양한 

입력변수들이 고려된다. 온도분포에 따른 무연성천

이온도를 이용하여 파괴인성 곡선식으로부터 파괴

인성값이 계산되고 앞서 계산된 응력확대계수와 비

교하여 균열의 진전 및 정지 여부를 결정한다. 백만 

번 이상의 반복 계산을 통해 최종적인 원자로용기

의 파손확률을 결정한다.

Thermal Hydraulic Data

Stress Analysis

Stress Intensity Factor Calculation

Simulation of Vessel
(Material Property, Flaw Density etc.)

Simulation (Fracture Toughness)

KI < KIA

N = N +1

Enough Number of Simulation ?

Probability
Pf = Nfail / N, PCI = Ninit / N, PCA = Narrest / N

KI > KIC

Crack Initiation
Ninit = Ninit + 1

Crack Arrest
Narrest = Narrest + 1

No

Yes

No

Yes

No

Yes

Vessel Failure
Nfail = Nfail +1

Next Time Step

End of Transient ?
Yes

No

Fig. 3 Schematic diagram of the probabilistic fracture 
mechanics analysis

3. 해석 결과

3.1 기준해석 결과

Table 5에 제시된 기준해석 입력변수에 대하여 

OPR1000 원자로용기의 파손확률을 계산하였으며, 
그 결과를 Fig. 4에 나타내었다. SLB 과도상태가 가

장 큰 파손확률을 나타내었으며, SBLOCA 과도상

태의 파손확률의 약 3배로 크게 나타났다. 원주방향 

균열에 대해 PTS 과도상태의 파손확률은 10-7 미만

으로 계산되었다.
일반적으로 축방향 균열이 원주방향 균열에 비해 

매우 보수적인 결과를 보여준다.  OPR1000 원자로용

기의 경우, 축방향 용접부가 존재하지 않기 때문에 축

방향 균열의 가정은 현실적이지 않다. 그러나 원주방향 

균열에 대한 파손확률이 매우 낮게 예측되어 결과를 

분석하는데 어려움이 있으므로, 축방향 균열에 대한 민

감도 해석결과는 해석결과의 분석에 유용할 수 있다.
축방향 균열에 대한 기준해석 결과를 보면, SLB 

과도상태의 파손확률이 SBLOCA에 비해 약 70배 크

게 나타났다. 또한 원주방향 균열의 경우와 비교해 

보면, SLB 과도상태는 100배 이상의 차이를 보였으

며, SBLOCA 과도상태도 10배 이상의 높은 파손확률

을 나타내었다. SBLOCA는 압력에 의한 응력 대신 

급속한 냉각에 의한 열응력과 낮은 온도에 의한 낮은 

파괴인성의 영향이 큰 반면, SLB는 높은 압력이 빠

른 시간 내에 복원되므로 압력에 의한 응력의 영향이 

크다. SLB 과도상태에서 축방향 균열의 파손확률이 

원주방향 균열에 비해 매우 크게 나타나는 것이 이러

한 경향에 기인하는 것으로 판단된다.

Fig. 4 Probability of vessel failure for the base case 
with respect to the transient
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Fig. 5 Through-wall cracking frequency for the base 
case with respect to the transient

기준해석에 대한 관통파단확률은 Fig. 5에 나타내

었다. SLB 과도상태는 높은 발생 빈도로 인하여 다

른 과도상태에 비해 큰 관통파단확률을 나타내고 

있으며, SBLOCA와 PTS 과도상태의 차이는 줄어들

었음을 알 수 있다. 원주방향 균열의 경우, 모든 과

도상태와 중성자 조사량에 대해서 계산된 관통파단

확률이 허용기준보다 낮음을 알 수 있다.

3.2 민감도 해석 결과

3.2.1 과도상태

3.1절의 기준 해석의 경우 원자로용기의 파손확률은 

SLB 과도상태에서 가장 크게 나타났으며, SBLOCA, 
PTS 순으로 크게 나타났다. 앞서 2.2.1절에서 서술

한 바와 같이 SLB 과도상태는 과도 초기의 빠른 온

도감소와 압력의 조기 회복으로 인해 원자로용기에 

가해지는 하중이 크게 영향을 미친 것으로 판단되

며, SBLOCA 과도상태는 과도 초기에 온도가 빠르

게 감소하고 낮은 온도로 계속 유지됨에 따라 낮게 

예측된 파괴인성이 파손확률에 크게 영향을 미친 

것으로 판단된다. 반면 PTS 과도상태는 재가압에 

의한 압력상승을 동반하지만 완만한 온도감소와 높

은 온도가 유지됨에 따라 다른 과도상태에 비해 높

은 인성을 유지한 것으로 판단된다.
이러한 경향은 Fig. 5의 축방향 균열의 결과에서 

더욱 뚜렷하게 나타나고 있다. 축방향 균열은 압력

에 의한 균열진전력을 크게 증가시키므로, PTS 및 

SLB 과도상태의 파손확률이 크게 증가하였다.

3.2.2 초기 균열분포

초기 결함분포는 균열의 생성확률 및 균열깊이를 

결정하는데 사용되므로 원자로용기 파손확률에 큰 

영향을 미친다. Fig. 6에 나타난 바와 같이 Marshall 
모델이 전체적으로 높은 균열 생성확률을 나타냄에 

따라 원자로용기의 파손확률도 다른 모델에 비해 크

게 예측되었다. 반면 Modfied OCTAVIA 모델의 파손

확률이 Marshall+PSI 모델에 비해 다소 크게 예측되

었지만, 그 차이가 크지 않음을 알 수 있다. 이러한 

경향은 Modified OCTAVIA 모델과 Marshall+PSI 모
델이 작은 균열에서 비슷한 생성확률을 나타내고 큰 

균열에서만 Modified OCTAVIA 모델이 큰 생성확률

을 나타내는 경향에 기인한 것으로 판단된다.
Fig. 7은 초기 결함분포별 원자로용기의 관통파단

확률을 보여준다. SBLOCA 및 PTS 과도상태의 경우, 
중성자 조사량과 상관없이 모든 초기 결함분포에 

대한 관통파단확률이 허용기준보다 낮음을 알 수 

있다. 반면 SLB 과도상태의 경우, Marshall 모델에 

대한 관통파단확률이 허용기준을 초과하였다. 이는 

Fig. 6 Probability of vessel failure with respect to 
the initial crack distribution

Fig. 7 Through-wall cracking frequency with respect 
to initial crack distribution
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제작검사 또는 사용전검사를 통한 결함 검출 능력이 

원자로용기의 관통파단확률에 큰 영향을 미침을 보

여준다.

3.2.3 균열 크기

기준 해석으로부터 균열 크기(l/a)를 3에서 무한대

까지 변화시켰으며, 파손확률을 비교하여 Fig. 8에 

나타내었다. 원주방향 균열의 경우 l/a가 3, 6 및 12
인 경우는 대부분의 과도상태에서 파손확률이 10-7 
미만으로 계산되었으며, 중성자 조사량의 영향은 

나타나지 않았다. SLB 과도상태의 경우, 무한 길이

의 균열에 대한 파손확률이  l/a=12인 경우에 비해 

약 100배 크게 나타났다. 이는 무한 길이의 균열 크

기 가정에 내재된 보수성이 매우 큼을 보여준다.
Fig. 9는 무한 길이의 균열에 대한 관통파단확률을 

보여준다. 모든 과도상태와 중성자 조사량에 대해서 

Fig. 8 Probability of vessel failure with respect to the crack 
size

Fig. 9 Through-wall cracking frequency with respect to 
the crack size

계산된 관통파단확률이 허용기준보다 낮음을 알 수 

있다.

3.2.4 구리 함량비

기준 해석으로부터 구리 함량비를 증가시키면서 파

손확률을 비교하여 Fig. 10에 나타내었다. SBLOCA 및 

PTS 과도상태에서 구리 함량비가 증가함에 따라 파

손확률이 크게 증가하였고, PTS 과도상태에서는 파

손확률은 10-7 미만으로 계산되었다. SLB 과도상태

에서는 구리 함량비의 영향이 나타나지 않았는데 이

는 SLB 과도상태의 최저 온도가 194℉정도로써 과

도상태 동안 높은 파괴인성을 유지하였기 때문이다.
Fig. 11는 원자로용기의 관통파단확률을 보여준

다. SBLOCA 과도상태의 경우, 구리함량이 0.15%로 

높은 경우 중성자 조사량이 약 7.9 (☓1019 n/cm2)를 

초과하면 관통파단확률이 허용기준을 초과하게

Fig. 10 Probability of vessel failure with respect to 
the copper contents

Fig. 11 Through-wall cracking frequency with respect 
to copper contents
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된다. 반면 다른 과도상태에서는 모든 경우에 대한 관

통파단확률이 허용기준보다 낮았다. 이는 SBLOCA 
과도상태의 낮은 냉각재 온도로 인한 낮은 파괴인

성에 기인한 것으로 판단된다. 

3.2.5 파괴인성 상한치

기준 해석으로 사용한 파괴인성 상한치보다 큰  

200 ksi√in를 적용하여 해석을 수행하였으며, 입력

변수의 영향을 자세히 관찰하기 위해 구리 함량비

가 0.15 wt%인 해석결과를 Fig. 12에 나타내었다. 
파괴인성 상한치가 증가하였을 때 SBLOCA 및 

SLB 과도상태에서의 원자로용기 파손확률이 감소

하였으며, PTS 과도상태에서는 파손확률의 변화가 

없었다. 이러한 원인을 살펴보기 위해 기준 해석 중 

파손이 가장 많이 발생한 시간에서의 두께방향 응

력확대계수와 파괴인성 값을 추출하여 Fig. 13에 나

타내었다. 이때 모든 입력변수의 값은 확률분포의 

평균값이 사용되었다.
SBLOCA 과도상태의 경우(Fig. 13(a)), 파괴인성 

상한치가 낮을 때 균열이 관통두께(전체 두께의 

75%)에 도달하기 전에 정지하지 못한 반면, 상한치

가 높을 때에는 균열진전 개시 직후 정지하게 된다.
PTS 과도상태의 경우(Fig. 13(b)), 균열이 깊어질

수록 균열 진전력이 급격히 증가함에 따라 파괴인

성 상한치에 관계없이 파손이 발생함을 알 수 있다. 
Fig. 13(c)에 나타난 SLB 과도상태의 결과도 PTS 과
도상태와 유사한 경향을 나타내었다. 그럼에도 SLB 
과도상태에서 파괴인성 상한치에 따라 원자로용기 

Fig. 12 Probability of vessel failure with respect to 
upper shelf toughness

파손확률이 변한 원인은 균열진전이 개시되는 시점 

때문인 것으로 판단된다. 두 과도상태에서는 작은 

균열에서의 작은 균열진전력으로 인해 균열개시가 

발생하지 않으며, 일정 크기 이상의 초기 균열이

(a)

(b)

(c)
Fig. 13 Applied stress intensity factor vs. fracture 

toughness through the thickness at neutron 
fluence=2☓1019 n/cm2: (a) SBLOCA, (b) 
PTS and (c) SLB
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생성되어야 균열이 진전할 수 있다. PTS 과도상태

의 경우, 파괴인성 상한치에 따른 균열진전 개시 균

열 깊이는 132 ksi√in일 때 3.92인치, 200 ksi√in일 

때 6.03인치이다. Fig. 2에서 보는 바와 같이 4인치 

이상의 균열이 발생될 확률은 매우 낮기 때문에 

PTS 과도상태의 경우 파괴인성 상한치의 영향이 거

의 없는 것으로 판단된다. 반면 SLB의 과도상태의 

경우의 균열개시 균열깊이는 132 ksi√in일 때 약 

1.23인치, 200 ksi√in일 때 약 3.44인치이므로 초기 

균열분포의 확률이 원자로용기 파손확률에 크게 영

향을 미치게 될 것이다.
Fig. 14는 중성자 조사량이 9☓1019 n/cm2 일 때 

PTS 및 SLB 과도상태에서 두께 단면의 응력확대계수 

및 파괴인성 분포를 나타낸다. PTS 과도상태의 경우 

파괴인성 상한치에 관계없이 일정한 균열진전 개시

(a)

(b)
Fig. 14 Applied stress intensity factor vs. fracture 

toughness through the thickness at neutron 
fluence=9☓1019 n/cm2: (a) PTS and (b) 
SLB

균열깊이에서 균열이 진전하는 반면, SLB의 과도상

태의 경우는 파괴인성 상한치에 따라 균열진전 개

시 균열깊이가 달라짐을 알 수 있다. 따라서 PTS 과
도상태에서는 중성자 조사량이 증가함에 따라 원자

로용기의 파손이 발생하는 경우의 수가 증가할 뿐 

파괴인성 상한치의 영향이 나타나지 않음을 알 수 

있다.

4. 결  론

본 연구에서는 확률론적 가압열충격 평가에 있어 

각 입력변수가 원자로용기 파손확률에 미치는 영향

을 확인하기 위해 민감도 분석을 수행하였다. 확률

론적 파괴역학 해석코드인 R-PIE를 활용하여 

OPR1000 원자로용기를 대상으로 분석을 수행하였

다. 세 가지 과도상태와 입력변수로는 초기 균열분

포, 균열 크기, 구리 함량비, 파괴인성 상한치를 고

려하였다.
OPR1000 원자로용기의 파손확률은 과도상태에 

따라 크게 달라졌으며, 원주방향 균열에 대해 

SBLOCA, SLB, PTS 순으로 파손확률이 크게 예측

되었다. 계산된 원자로용기 파손확률과 과도상태 

발생빈도에 따라 OPR1000 원자로용기의 관통파단

확률을 구하였으며, 무한 길이의 원주방향 균열, 0.1 
wt% 이하의 구리 함량비, 가동전검사를 고려한 초

기 균열분포를 가정한 경우에 중성자 조사량이 9☓
1019 n/cm2 이상이더라도 OPR1000 원자로용기의 건

전성이 유지되었다.
본 연구에서의 민감도 해석은 실제 가압열충격 

평가에 필요한 입력자료를 선택할 때 유용한 정보

를 제공할 것으로 기대된다.
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