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Abstract 

The two-dimensional turbulent flow around the horn-type rudder has been examined in the present study by 

using the commercial code FLUENT. The standard k-ε model is used as a closure relationship. The geometry 

of horn rudder is based on the NACA 0020 airfoil. The simulations for various angle attack (α) and yaw 

angle(δ) are carried out. The effect of Reynolds number is also investigated in this study. The cavitation is 

more possible when the yaw angle is 6°and it is more serious as Reynolds number increases. 

 

1. 서 론 

선박의 이동 속도가 증가하고, 그 적재량이 증

가할수록 선박의 추진장치인 프로펠러와 조타 장

치인 타(rudder)에 가해지는 부하 또한 증가하게 

된다. 최근 조선기술의 발달로 이러한 경향은 점

차 두드러지게 되고, 그로 인해 심각한 문제들이 

대두되게 되는데, 그 중의 하나가 프로펠러 및 타

표면에서 발생하는 공동현상(cavitation)에 의한 침

식현상인데, 이는 표면에서 유체의 압력이 물의 

증기압보다 작아질 때 일어나게 된다. 혼타입

(horn-type)의 타에 있어서는, 타 주의를 흐르는 유

체의 속도가 증가함에 따라 간극(gap) 주위의 압

력이 특히 저하되어 침식현상이 더 심각해지게 된

다. 선박의 추진장치인 프로펠러 후방에서 작동하

는 타 주위의 유동은 정확하게 해석하기가 어렵기 

때문에, 일반적으로 실험적인 방법(Brix(1))에 의존

적이다. 그러나, 그러한 단순한 방법은 그 신뢰성 

측면에서 종종 의문이 제기 될 수가 있다.  

최근까지 타 주위의 유동을 예측하기 위한 많은 

시도들이 있었는데, Molland(2)는 선체를 제외하고, 

프로펠러와 그 후방에 배치한 타 만을 고려하여 

풍동(wind tunnel) 실험을 수행하였다. Stierman(3)은 

다양한 프로펠러와 타 형상에 대하여 체계적인 실

험을 하였는데, 타의 받음각(angle of attack)을 0o으

로 제한하였다. Tamahima(4) 등은 프로펠러의 성능

을 계산하기 위하여 단순화된 프로펠러 이론을 이

용하였고, 타에 작용하는 힘을 계산하기 위하여는 

패널법(panel method)를 채택하였다. Han(5) 등은 수

치적인 방법으로 프로펠러와 타간의 상호작용에 

대하여 연구하였으며, 그 계산결과를 실험과 비교

하였다.  

본 연구에서는 혼타입의 타에서 공동현상을 감소

시키기 위한 방안을 모색하기 위해, Fig. 1 과 같이 

NACA 0020 익형(airfoil)에 기반을 둔 형상과 5종의 

유동 형태를 고려한 계산을 수행하고 받음각(α) 

및 타각(δ) 변화에 따른 타 간극 주위의 2 차원 난

류유동 특성을 파악하고자 한다. 계산을 단순화시

키기 위하여 프로펠러의 영향은 제외하였다.  

간극 주위의 유동은 점성 효과로 인해 Reynolds

수의 영향이 크게 나타날 것이므로 다양한 

Reynolds 수에 대하여 계산을 수행하였다. 
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Fig. 1 Combination of angle of attack of horn part and 

movable part 
 

 

유동의 수치해석을 위해서 상용코드인 FLUENT

를 이용하고, 난류 모델로는 표준 k-ε모델을 사

용하였다.  

 

2. 수치해석 방법 

2.1 지배방정식 

난류 비압축성 정상상태의 연속 방정식, 운동량 

보존식, 스칼라량 보존식을 다음과 같이 직교좌표

계 속도성분을 이용하여 일반 좌표계로 기술하면 

다음과 같다(Peric(6)).  
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여기서 
jx 는 일반적인 좌표를 나타내고, 

mja 는 

일반 좌표와 수직 좌표계의 기저 벡터들의 스칼라 

곱을 나타내며, J 는 좌표변환의 Jacobian 값이다.  
 

2.2 난류 모델 

난류량들을 풀기 위해서 본 연구에서는 

공학적으로 많이 쓰이는 표준 ε−k 모델 (Launder 

& Spalding(7))을 사용하였다. 위의 모델에서 사용된 

경험적 상수 값들은 09.0=µC , 44.11 =εC , 92.12 =εC , 

0.1=kσ , 그리고 3.1=εσ  이다. 

벽면에 가까워질수록 유동의 속도가 작아지기 

때문에 Reynolds 수 또한 작아져 높은 Reynolds 

수에서 제안된 표준 ε−k 모델은 벽면 근처에서 

적용이 곤란하게 된다. 이 문제를 해결하기 위해 
 

  

 
 

Fig. 2 Calculation domain & Grids for the validation 

 

 
 

Fig. 3 Pressure distribution along the surface of 

NACA4412 airfoil 

 

수렴성과 경제적 측면에서 공학적으로 많이 

쓰이고 있는 벽함수(wall function)을 사용하였다. 

3. 검증 계산 

정확한 계산을 위한 격자 분포 기준을 알아보기 

위하여, NACA4412 익형(airfoil) 주위의 난류 유동

에 대하여 계산해 보았다. 계산에 사용된 Reynolds 

수는 입구속도와 익현(chord) 길이를 기준으로 4.5

×106 이고, 받음각은 12.15°이다.  계산영역과 사

용된 격자는 Fig. 2 에 나타내었고, 계산 결과는 

Fig. 3 에 나타내었다. 벽면에서 첫 격자점까지의 

거리와 익현의 길이 비가 1.0×10-5 일 때, 벽면 

압력계수인 Cp 값을 Hastings & Williams(8)가 실험

한 결과와 비교하였는데, 상당히 잘 일치함을 알 

수 있다. 계산에 사용된 격자의 node 수는 39994

개이다.  
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4. 결과 및 고찰 

4.1 받음각 및 타각에 따른 유동해석 

Fig. 1 의 형상에 대하여 α=0°:δ=0°,α=0°:

δ=6°,α=8°:δ=0°,α=8°:δ=6°,α=-8°:δ

=6°인 경우의 유동에 대해 계산하였다. Fig.1 에 

벽면을 따른 압력분포를 구하기 위해 쓰인 둘레길

이(girth length), s 의 시작점과 방향을 함께 나타내

었다.  

계산 영역은 모든 계산에 걸쳐서 -4.83<x/c<16.7, 

-4.45<y/c<4.45 (c 는 익현의 길이)으로 하였고, 간

극 주위에서는 비정렬격자계, 나머지 부분에서는 

정렬격자계를 이용하였으며, 타 앞 부분의 영역은 

격자생성의 용이함을 위해서 반원형태로 하였다. 

Fig. 4 에 α=0°:δ=0°인 경우, rudder 주위의 격

자를 나타내었는데,  나머지의 경우도 비슷한 격자

를 이용하여 계산하였으며, 모든 계산에서 node 

수는 66000～68000개로 하였다. 

α가 변하는 경우 실제는 rudder 는 고정되어있

고, 유체의 유입 각도가 변하는 것이지만 격자 생

성 및 경계조건 처리에 어려움이 따르므로, 계산

에서는 rudder 를 회전시키고 유입 각도를 x 축에 

평행하게 고정시켰다. Reynolds 수 1.6×106에 대하

여 위에서 언급한 5 가지 종류의 유동 해석을 하

였다. 경계조건은 rudder 와 경계면이 상당히 떨어

져 있으므로 윗면과 아래면은 대칭(symmetric) 경

계조건으로 하였고, 하류 쪽에서는 압력출구

(pressure-outlet) 조건으로 하여 노이만(Neumann) 

조건일 때보다 해의 수렴을 빠르게 하였다. 

 

 
Fig. 4 Calculation domain & Grids (α=0°:δ=0°)  

입구 조건으로는 유체가 모든 계산에서 x 축과 

평행하게 유입되는 것으로 하였고, 난류강도를 입

구 속도 크기의 5%, 난류 점성계수비(turbulent 

viscosity ratio)를 3 으로 하였다. 그림에 나타난 압

력값은 다음과 같이 무차원화 되었다.  
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여기서 
*P 는 본 계산에서의 정압, P 는 실제 

압력, ∞P 는 출구에서의 압력이다. 

 

4.1.1 α=0°:δ=0°인 경우  

Fig. 5 는 α=0°:δ=0°일 때의 유선을 도시한 

것이다. 전체적인 타 형상이 대칭이기 때문에 몸

체에 작용하는 양력(lift force)이 존재하지 않으므

로 상류에서 흐르는 유체는 고정타(horn part) 전면

의 중앙에서 몸체와 충돌하여 정체점(stagnation 

point)을 형성하게 되고, 정체점을 지나는 유선은 

익형끝단의 끝점을 통과하며 x 축에 평행한 직선

의 형태를 띄게 된다. 그 유선을 중심축으로 하여 

다른 유선들은 대칭을 이루는데, 이 또한 타 형상

이 대칭이기 때문이다. 정체점에서 갈라져 나온 

유체는 고정타의 윗면과 아래 면을 타고 흐르다가 

고정타 후면 모퉁이를 지나면서 몸체에서 떨어져 

나오게 된다. 몸체로부터 박리된 유체는 대부분 

가동타(movable part)의 전면을 타고 하류로 흐르게 

되지만, 가동타의 전면과 부딪힌 소량의 유체는 

간극 내부로 전향하여 재 순환영역을 만들어 낸다. 

이 때 간극 내부로 유체가 유입되지 않는 것은 타 

주위의 유동장이 대칭이므로, 압력장 또한 대칭으

로 형성되어, 유체를 간극 내부로 끌어들일 압력 

차가 그 윗면과 아래 면에 존재하지 않기 때문이

다. 

 

 

 
Fig. 5 Streamlines ( α=0°:δ=0°) 
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Fig. 6 Pressure distribution ( α=0°:δ=0°) 

 
Fig. 6에 α=0°:δ=0°일 때의 압력장을 도시하

였는데, 몸체의 중심축에 대해 대칭임을 알 수 있

다. 타 표면에서의 -CP를 Fig. 7 에 나타내었다. 난

류모델에 따른 결과 비교를 위하여, k-ω모델과 저 

Reynolds 수 k-ε모델을 이용한 계산 결과도 같이 

나타내었다. 각 모델의 계수 값은 FLUENT 에서 

기본으로 제공하는 값을 이용하였다. 고정타의 경

우 둘레길이의 시작점과 끝점 즉, 정체점에서부터 

시작해 고정타의 중반까지 하류로 빠르게 흐르는 

유체로 인해 압력이 떨어져 -CP 값은 증가하고, 고

정타의 중반 이후부터는 압력이 점차 회복되어 -

CP 값이 서서히 감소하다가 고정타의 후면 모퉁이

를 돌며 박리된 유체로 인해 -CP 값이 순간 증가

하게 되는데, 저 Reynolds 수 k-ε모델의 결과 값이 

가장 크게, k-ω모델의 결과 값이 가장 작게 나타났

다. 간극 내부에서는 유체의 흐름이 거의 없으므

로 표면에 일정한 압력이 작용한다. 가동타에서는 

둘레길이를 익형끝단의 끝점을 시작으로 하여 시

계방향으로 증가시키는데, 유체가 가동타의 표면

을 따라 하류로 흐르면서 압력이 점차 회복되기 

때문에 둘레길이를 따라 점차 감소된다. 둘레길이

가 증가되면서 가동타의 전면부 중 유체가 부딪히

게 되는 코너부분을 만나면 고압이 표면에 작용하

게 되어 -CP 값이 갑자기 작아지고, 간극 내부에서

는 고정타 마찬가지로 일정한 압력이 작용하여 -

CP 값에 변화가 없다. 간극 내부에서의 압력은 저 

Reynolds 수 k-ε모델이 가장 높게, k-ω모델이 가장 

낮게 예측하고 있음을 알 수 있다.  

Fig. 8에 나타낸 α=0°:δ=6°인 경우의 유선분

포를 보면 α=0°:δ=0°일 때보다 고정타 전면에

서의 정체점이 약간 아래에 위치해 있음을 알 수 

있다. 이는 δ가 6°로 증가하면서 전체적인 타 

형상의 대칭성이 깨지고, 양력이 발생하게 되기 

때문이다. 

 
Fig. 7 Pressure coefficient ( α=0°:δ=0°) 

 

 

 
Fig. 8 Streamlines ( α=0°:δ=6°) 

 

4.1.2 α=0°:δ=6°인 경우  

간극 주위의 유선분포는 α=0°:δ=0°일 때와 

상당히 다른 양상을 띠고 있다. 간극의 아래 면에

서는 고정타를 타고 하류로 흐르던 유체가 고정타 

후면에서 박리 되어 가동타의 전면 코너에서 몸체

와 수직으로 부딪혀 또 하나의 정체점이 발생하게 

된다. 이 부분에 작용하는 고압으로 인해 간극의 

윗면과 아래 면에 압력차가 발생하게 되고, 그 내

부로 유체가 흘러들어 유선이 간극 내부를 통과하

게 되는 것이다. 이는 Fig. 9 에서 나타낸 압력 분

포에서 확인 할 수 있다.  

Fig. 9는 α=0°:δ=6°인 경우의 압력분포를 나

타낸 것인데, 고정타의 윗면에서의 압력이 아래 

면에서 보다 더 작음을 알 수 있다. 정체점이 고

정타의 꼭지점에서 약간 아래에 위치하기 때문에 

고정타의 윗면을 흐르는 유체가 더 큰 곡면 효과

를 겪게 되고, 아래 면을 흐르는 유체보다 속도가 

더 커지게 되므로 압력이 작아지는 것이다. 간극 

사이로 흐르는 유체는 가동타의 전반부 윗면을 타

고 돌면서 가속되어 그 부분에서의 압력을 저하시

킨다. Fig. 10 에 타 표면에서의 -CP 를 둘레길이를 

따라 나타내었다.  
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Fig. 9 Pressure distribution ( α=0°:δ=6°) 

 

 
Fig. 10 Pressure coefficient ( α=0°:δ=6°) 
 

α=0°:δ=0°일 때는 고정타의 둘레길이 시작

점과 끝점에서 -CP 값이 최소치를 나타냈으나, α

=0°:δ=6°일 때는 고정타의 둘레길이 끝 점 바

로 앞에서 최소치를 갖게 된다. 이는 정체점이 α

=0°:δ=0°일 때보다 약간 아래에 위치함을 알려

준다.  고정타의 윗면 중반까지의 결과를 보면 α

=0°:δ=0°일 때 보다 -CP 값이 높게 나타나는데, 

위에서 언급한대로 압력이 더 떨어졌기 때문이다. 

고정타의 후반부 윗면에서 유체가 박리되면서 유

속이 증가하면 저압이 작용되고 -CP 값이 약간 증

가한다. 둘레길이가 증가하면 고정타의 후반부 윗

면에 형성된 재 순환영역을 지나게 되어 압력이 

상승했다가, 간극 사이로 흐르는 유체가 고정타의 

후반부 윗면 모퉁이를 돌 때, 몸체표면에서 떨어

져 나오면서 가속되어지기 때문에 그 부분에서 압

력이 떨어지게 된다. 따라서  -CP 값은 고정타의 

후반부 윗면을 돌면서 움푹 들어간 양상을 띄게 

된다.  

고정타의 후반부 아래 면에서는 상류로부터의 유

체가 모퉁이를 돌면서 크게 가속 되어져 압력을  

 
 

Fig. 11 Streamlines ( α=8°:δ=0°) 
 

 

상당히 저하시키기 때문에 -CP 값이 최대치를 나

타내게 된다. 모퉁이를 돌아 간극 사이로 유입되

는 유체는 재 순환 영역을 형성시킴과 동시에 고

정타의 후면에 부딪혀 간극 내부로 흘러 들어가게 

된다.  

가동타의 전반부 아래 면에서 형성된 정체점에

서의 고압은 -CP 값을 크게 떨어뜨리고, 간극 내부

로 유입되는 유체가 큰 속도를 가지고 가동타의 

전면을 타고 흐르게 되면 압력이 크게 떨어져 -CP 

값은 크게 증가하게 된다. 가동타의 전면을 타고 

흐르는 유체는 고정타의 후면에 유체가 부딪혀 형

성된 고압의 영향을 받아 압력이 증가되어, -CP 값

이 떨어지게 된다. 유체가 가동타의 전반부 윗면

의 곡진 형상을 지나면 다시 속도의 크기가 증가

하여 압력이 떨어지게 되고, 상류로부터 흐르는 

유체와 만나 고압이 형성되는 부분의 영향을 받아 

다시 압력이 증가하게 된다. 이와 같은 압력의 변

화는 가동타의 간극 주변에서 -CP 값이 여러 번 

굴곡 되는 양상을 띄게 한다.  

 

4.1.3 α=8°:δ=0°, α=8°:δ=6°인 경우  

α가 8°가 되면 정체점은 α=0°일 때보다 아

래쪽에 위치하게 되고, δ=0°일 때보다 δ=6°일 

때 더 아래쪽에 발생하는데, 이는 타의 아래 면에 

작용하는 압력이 δ=6°일 때 더 커지고 그에 따

라 양력도 커지기 때문이다. Fig. 11 과 Fig. 12 에 

나타낸 유선을 비교해 보면 두 경우 익형의 끝단

으로 유체가 흐르면서 박리가 일어날 것을 예측할 

수 있는데, α=8°:δ=0°인 경우보다 α=8°:δ

=6°인 경우가 훨씬 빨리 박리가 일어남을 알 수 

있다. 타의 윗면과 아래 면을 흐르는 유체가 익형

의 끝단에서 만나야 하므로, 정체점이 아래쪽에 

위치할수록 고정타의 윗면을 타고 흐르는 유속이 

커지게 된다. 
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Fig. 12 Streamlines ( α=8°:δ=6°) 
 

 
 

Fig. 13 Pressure distribution ( α=8°:δ=0°) 
 

따라서 고정타의 윗면에서의 압력이 급격히 떨어

지게 되는 것이고, α=8°:δ=6°인 경우의 압력

이 더 작게 나타나게 되는 것이다 (Fig. 13, 14).  α

가 8°인 경우의 간극 주위의 압력을 보면 타 아

래쪽에서 α=0°:δ=6°일 때의 압력보다 더 높기 

때문에 간극 내부로 유입되는 유량도 커지게 된다. 

α=8°:δ=6°인 경우는 α=8°:δ=0°일 때보다 

상류에서 하류로 흐르는 유체에 더 큰 저항을 주

기 때문에 압력이 더 커지게 되므로 따라서 간극 

내부로의 유량도 커지는 것이다. 가동타에서의 압

력 분포를 보면 α=8°:δ=6°인 경우는 중반에서

의 박리발생으로 인해 압력이 익형의 끝단까지 저

압으로 유지되는 반면, α=8°:δ=0°인 경우는 

가동타를 타고 흘러감에 따라 점차 회복됨을 보여 

익형끝단 근방의 압력은 α=8°:δ=0°인 경우가 

높게 나타난다.  

Fig. 15 와 16 에 둘레길이를 따른 -CP 값을 나타

냈다. 

가동타의 경우 α=8°:δ=6°일 때, 익형끝단 

부근에서 -CP 값이 α=8°:δ=0°인 경우보다 높

은 상태로 거의 일정하게 유지되는데, 이는 위에

서 언급했듯이 박리로 인한 저압이 몸체 표면에 

일정하게 작용하기 때문이다. α=8°:δ=0°인 경

우 가동타의 전반부 아래 면 정체점 뒤에서 압력 

 
 

Fig. 14 Pressure distribution ( α=8°:δ=6°) 
 

 
 

Fig. 15 Pressure coefficient ( α=8°:δ=0°) 
 

 

 
Fig. 16 Pressure coefficient ( α=8°:δ=6°) 

 
이  α=8°:δ=6°에서 보다 더 떨어진 이유는 유

체가 상류에서 가동타를 타고 하류로 흐를 때 겪

는 곡면 효과가 α=8°:δ=0°인 경우에 더 커져 

유속이 증가했기 때문이다.  

고정타에서의 -CP 값을 보면 고정타의 윗면에서  
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Fig. 17 Streamlines ( α=-8°:δ=6°) 
 

 
 

Fig. 18 Pressure distribution ( α=-8°:δ=6°) 
 

 

 
 

Fig. 19 Pressure coefficient ( α=-8°:δ=6°) 
 

 

최대치를 보이고 있어, α=8°인 경우는 간극 주

위에서보다 이 부분에서 공동현상의 발생 가능성

이 높음을 알 수 있고, 고정타 윗면에서의 압력 

저하를 막는 것이 중요한 과제가 될 것이다. 

 

4.1.4 α=-8°:δ=6°인 경우  

α가 -8°인 경우는 정체점이 고정타의 중심점 

윗부분에 위치하게 된다. 그렇기 때문에 유동장의  

 
 

Fig. 20 Pressure coefficient at various Re  
 

 

양상은 α=8°일 때와는 반대로 고정타의 아래 면에

서 저압이 발생하게 된다. 그러나, δ가 6°이므로 

타의 윗부분에서의 곡면효과로  α=8°일 때보다는 

압력이 높게 나타난다. Fig. 17 과 18 에 유선과 압력

분포를 각각 나타내었다. 간극 내부로 흐르는 유량

이 매우 작기 때문에 간극 내부에서의 압력은 거의 

일정하게 되고, Fig. 19에서 보는 바와 같이 α=0°:

δ=0°인 경우에서처럼 -CP 값이 일정하게 된다. 고

정타의 전반부 윗면에서의 압력분포는 α=0°:δ

=0°인 경우와 비슷한 양상을 띄고 있는데, 이는 상

류로부터의 흐르는 유체가 대부분 고정타를 따라 흘

러 재부착 강도가 그다지 크지 않기 때문이다. α=-

8°인 경우도 α=8°에서와 같이 간극 주위에서보

다 고정타의 앞 표면에서 공동현상이 발생할 가능성

이 더 크다는 것을 알 수 있다. 

 

4.2 Reynolds 수의 변화에 따른 유동장 해석  

간극 주위 유동의 박리기포 크기 및 이에 따른 
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압력분포는 Reynolds 수가 변함에 따라 많이 변하

고, 간극 주위의 공동현상도 따라서 영향을 받을 

것이다. 본 계산에서는  α=0°: δ=6°일 때, 

Reynolds 수가 2.5×106, 4.8×106, 6.4×106 인 경우 

에 대하여 계산하였고, Fig. 20 에 벽면을 따른 -CP

를 나타내었다. Reynolds 수가 증가할수록 최저 압

력점에서의 -CP값이 더 크게 나타남을 알 수 있다. 

최저 압력점은 고정타의 후반부 아래 면이므

로 Reynolds 수가 증가하면 공동현상에 의한 간극 

주변의 표면침식이 더 활발해 짐을 뜻하게 된

다.  Fig. 20을 보면 벽면을 따른 -CP 가 다른 부분

에서는 거의 일치하지만 간극에서는 상당한 차이

를 보이고 있다. 이는 Reynolds 수가 증가할수록 

간극 에서의 공동현상이 다른 곳에서보다 더욱 심

각해짐을 뜻한다.   

5. 결 론 

상용해석 프로그램인 FLUENT 를 이용하여 받

음각(α) 및 타각(δ) 변화에 따른 혼 타입의 타 

간극 주위의 유동장 해석을 수행하였고, 난류 모

델로는 표준 k-ε모델을 사용하였다. Re=1.6×106 

일 때, α=0°:δ=0°,α=0°:δ=6°,α=8°:δ=0°,

α=8°:δ=6°,α=-8°:δ=6°인 경우의 유동에 대

해 계산하였는데, δ가 0°일 때보다 6°일 때 간

극 주위에서 공동현상의 발생 가능성이 높음을 알 

수 있었고, α가 8°일 때는 간극 주위에서보다 

고정타의 표면 앞부분에서 더 심각해짐을 알 수 

있었다.  

Reynolds 수의 영향을 알아보기 위하여 α=0°:

δ=6°일 때, Reynolds 수가 2.5×106, 4.8×106, 6.4

×106 인 경우에 대하여 계산하였는데, 간극에서의 

-CP 값이 상당한 차이를 3 보여 Reynolds 수가 증

가할수록 간극에서의 공동현상이 다른 곳에서보다 

더욱 심각해짐을 예측할 수 있었다.  
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